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Vorwort des Herausgebers

Der moderne Verbrennungsmotor stellt aufgrund seiner von keiner anderen Technolo-
gie erreichten Kombination aus Leistungsdichte und Alltagstauglichkeit bei gleichzei-
tig moderaten Produktionskosten die wichtigste Antriebsquelle im Straflenverkehr dar.
Der heutige technische Vorsprung wie auch das erhebliche Weiterentwicklungspoten-
zial tragen dazu bei, dass in Konkurrenz zu heute noch in der Forschung befindlichen
alternativen Antriebskonzepten die dominierende Rolle des Verbrennungsmotors auf
absehbare Zeit wohl kaum angefochten werden wird. Die teilweise noch in der Entwick-
lung befindlichen, teilweise jedoch auch bereits in die Serienproduktion eingeflossenen
Innovationen machen deutlich, dass trotz bereits jahrzehntelanger Weiterentwicklung
noch erhebliche Potenziale in dieser Antriebstechnik vorhanden sind.

Die vielfdltigen Anforderungen an den verbrennungsmotorischen Antrieb, wie Ab-
gaslimitierungen und die Forderung nach weiterer Verbrauchsreduktion, aber auch
Komfort- und Leistungsanspriiche stehen haufig im Widerspruch zueinander. Auch
aufgrund der hohen Komplexitiat moderner Motoren und der im Motor ablaufenden
Prozesse steigt der Aufwand fiir Forschung und Entwicklung immer weiter an. Die er-
forderlichen Innovationen kénnen durch einen verstirkten Transfer wissenschaftlicher
Ergebnisse in die Praxis beschleunigt werden.

Der Austausch von Forschungsergebnissen und Erfahrungen zwischen Hochschulen und
der Industrie ist deshalb von grofler Bedeutung fiir die Weiterentwicklung und Opti-
mierung von Motoren. Neben unseren Veroffentlichungen auf internationalen Tagun-
gen und in Fachzeitschriften versuchen wir mit vorliegender Schriftenreihe aktuelle
Forschungsergebnisse des Instituts fiir Kolbenmaschinen des Karlsruher Instituts fiir
Technologie (KIT) den Fachkollegen aus Wissenschaft und Industrie zugénglich zu
machen.

Der Schwerpunkt unserer Aktivitiaten liegt in der Optimierung der motorischen Brenn-
verfahren mit der besonderen Zielsetzung einer Senkung von Kraftstoffverbrauch und
Schadstoffemissionen. Zur Losung dieser Aufgaben stehen an unseren modernen Mo-
torenpriifstainden neue und technisch hoch entwickelte Messtechniken zur Verfiigung.
Dartiber hinaus kommen verschiedene numerische Methoden zum Einsatz. Diese rei-
chen von 0-D- und 1-D-Simulationsmethoden bis hin zu detaillierten 3-D-Stromungs-
simulationen. Ausgehend von der Analyse einzelner Teilsysteme riickt dabei die Ge-
samtsystemsytemanalyse als Folge einer Erweiterung der Systemgrenzen immer weiter
in den Fokus unserer Forschungsaktivitéiten.
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Vorwort des Herausgebers

In zahlreichen nationalen und internationalen Forschungsvorhaben versuchen wir, den
Kenntnisstand iiber Teilprozesse wie Ladungswechsel, Gemischbildung, Verbrennung
und Schadstoffentstehung zu erweitern, um wichtige Grundlagen fiir die Entwicklung
zukunftsorientierter Motorkonzepte bereitzustellen. Vielfaltige Industrieprojekte mit
interessanten Aufgabenstellungen ermoglichen den Ausbau des Kenntnisstandes iiber
motorische Prozesse, die weitere Verbesserung unserer Messtechniken sowie die Erwei-
terung unserer Priifstandseinrichtungen.

Die Ausbildung von Studenten im Bereich der Motorenforschung - ob im Rahmen von
Studien- und Diplomarbeiten oder als studentische Hilfskrafte - sichert wiederum den
Nachwuchs an Fachkréften fiir die Fahrzeug-, Motoren- und Zulieferindustrie im In-
und Ausland.

Im vorliegenden Band 2/2013 berichtet Herr Ghebru tiber die Umsetzung eines Ge-
samtfahrzeugmodells zur Berechnung des thermischen Verhaltens eines Fahrzeugs mit
verbrennungsmotorischem Antrieb. Mit dem Ziel einer ganzheitlichen Analyse samt-
licher Energiefliisse zur ErschlieBung weiterer COs-Reduktionspotenziale wird dabei
auf die Methode der Co-Simulation zurtickgegriffen. Diese erlaubt die zeitsynchrone
Kopplung samtlicher Teilmodelle zu einem Gesamtfahrzeugmodell.

Im Fokus der Arbeit steht dabei die physikalische Modellierung der thermischen Eigen-
schaften des Verbrennungsmotors unter Berticksichtigung aller relevanten Warmequel-
len und -senken. Unter Verwendung eines einspritzratenbasierten Verbrennungsmodells
werden unter Beriicksichtigung der zeitlichen Entwicklung der Brennraumwandtempe-
raturen die abgegebenen Wandwéarmestrome an den Zylinderkopf, die Zylinderwand
sowie den Kolben berechnet. Zusammen mit weiteren Warmeeintriagen wird die Wér-
meleitung innerhalb der Motorstruktur berticksichtigt sowie die Warmeiibertragung zu
den Fluidkreisldufen des Motorkiihlmittels und Motorols. Damit unter Vorgabe eines
gewiinschten Fahrprofils die tatséchliche Lastanforderung an den Verbrennungsmotors
berechnet werden kann, werden ebenfalls die restlichen Komponenten des Antriebs-
strangs hinsichtlich ihrer thermischen Eigenschaften modelliert. Schliellich wird ein
thermisches Modell der Fahrgastzelle zur Beurteilung des thermischen Komforts er-
arbeitet, das neben der Temperaturentwicklung die zeitliche Anderung der relativen
Luftfeuchte berechnet.

Bei der Modellierung wird grofiter Wert darauf gelegt, dass das thermische Gesamt-
fahrzeugmodell bei verschiedenen Fahrzyklen sowie unterschiedlichen Umgebungstem-
peraturen Giltigkeit besitzt. Nur so konnen Mafinahmen des instationdren Thermo-
managements unter realen Bedingungen bewertet werden. Als Anwendungsbeispiele
werden die Untersuchung einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe sowie eines Warme-
speichersystems hinsichtlich Energieeffizienz und thermischem Komfort vorgestellt.

Karlsruhe, im Mai 2013 Prof. Dr.-Ing. Ulrich Spicher
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Vorwort des Autors

Die vorliegende Arbeit entstand wahrend meiner Tatigkeit als wissenschaftlicher Mit-
arbeiter am Institut fiir Kolbenmaschinen des Karlsruher Instituts fiir Technologie.
Ohne die Unterstiitzung anderer sihe sie ganz anders aus.

Mein herzlicher Dank gilt Herrn Prof. Dr.-Ing. Ulrich Spicher fiir die Betreuung meiner
Arbeit sowie das mir entgegengebrachte Vertrauen. Ich danke Herrn Prof. Dr. techn.
Andreas Wimmer fiir sein Interesse an meiner Arbeit und die Ubernahme des Kor-
referats. Fiir die kurzfristige Ubernahme des zweiten Korreferats bin ich Herrn Prof.
Dr. sc. techn. Thomas Koch sehr dankbar. Ganz besonderer Dank gebiihrt Herrn Dr.
techn. Wolfgang Puntigam, der mich und meine Arbeit mit allen Mitteln gefordert
hat und mir mit seinem fachlichen Rat stets zur Seite stand. Fiir die Initiierung des
Promotionsprojektes danke ich Herrn Dr.-Ing. Johann Betz. Fir die hochwertigen
Diskussionen und Hinterfragung samtlicher Differentialgleichungen danke ich Herrn
Dr.-Ing. Klaus Strafler. Herrn Dr.-Ing. Fatih Sariko¢ danke ich herzlich dafiir, dass er
meinen Fokus stets auf das Wesentliche gelenkt hat. Und Dr.-Ing. Heiko Kubach war
immer ein wertvoller Gespréchspartner, der es wusste die klugen Fragen zu stellen.

Fir ihren groflen Einsatz und damit wichtigen Beitrag zum Gelingen dieser Arbeit
danke ich meinen ehemaligen Studenten Alexander Neagos, Frieder Stetter und Tho-
mas Matousek. All meinen Kollegen am Institut fiir Kolbenmaschinen gebiihrt mein
Dank fiir die sehr angenehme Zusammenarbeit. Insbesondere Wolfgang Zulehner hat
mir ermoglicht, vieles aus einer anderen Perspektive zu betrachten. Dabei war ihm sein
Ruhepuls selbst in lebendigen Diskussionen heilig. Nicht nur wegen der Bereitstellung
wichtiger Messdaten hat Christian Donn einen ganz wesentlichen Beitrag zum Gelin-
gen dieser Arbeit geleistet. Viele fachliche Diskussionen haben zu neuen Denkanstoflen
gefiihrt. Die nichtfachlichen Gesprache waren umso lustiger. Ich danke beiden fiir eine
schone gemeinsame Zeit am Institut, die mir in sehr guter Erinnerung bleiben wird.

Meiner Familie gilt mein grofiter Dank. Fiir die Ermoglichung meiner Ausbildung
und bedingungslose Unterstiitzung danke ich ganz besonders meinen Eltern. Meiner
Schwester Senait danke ich fiir den Zuspruch und die Kraft, die sie mir gegeben hat.
Ofter auf sie zu héren, hitte einiges erleichtert. SchlieBlich danke ich Natascha Hiiffel
von Herzen. Ohne ihre Unterstiitzung, Geduld, Riicksichtnahme und richtigen Worte
zur richtigen Zeit wére es mir nicht moglich gewesen, diese Arbeit durchzufithren.

Ingolstadt, im Mai 2013 Daniel Ghebru
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1 Einleitung

Vor dem Hintergrund einer stetig steigenden CO,-Konzentration in der Atmosphére
und der Endlichkeit fossiler Energietrager bei gleichzeitig weltweit steigendem Bediirf-
nis nach individueller Mobilitdt stehen die Automobilhersteller in der Pflicht, weitere
Technologien zur Reduzierung des Fahrzeugenergiebedarfs zu entwickeln. Eine Mog-
lichkeit stellt dabei die Steigerung der Energieeffizienz in der Warmlaufphase dar,
zumal in der Bundesrepublik Deutschland zwei Drittel aller Fahrten im motorisierten
Individualverkehr eine geringere Fahrtstrecke als 10 km aufweisen [67].

Fiir einen realen, innerstadtischen Fahrzyklus zeigt Abbildung 1.1 (links) den kumu-
lierten Kraftstoffverbauch eines Pkw bei verschiedenen Start- und Umgebungstem-
peraturen. Der geringste Kraftstoffverbrauch wird in diesem Vergleich erzielt, wenn
das Fahrzeug bei einer Umgebungstemperatur von +20°C im betriebswarmen Zu-
stand den Zyklus durchfdhrt. Wird die Fahrt bei der gleichen Umgebungstemperatur
unter Kaltstartbedingungen wiederholt, fithrt dies zu einem um insgesamt 15.5 % ho-
heren Kraftstoffverbrauch. Dieser steigt bei einer Start- und Umgebungstemperatur
von —20°C nochmals an. Im rechten Diagramm ist dazu die relative Zunahme des
Kraftstoffverbrauchs im Falle eines Kaltstarts in Abhangigkeit der Umgebungstem-
peratur dargestellt. Dieser prozentuale Kaltstartmehrverbrauch stellt gleichzeitig das
theoretische Kraftstoffreduktionspotenzial in der Warmlaufphase dar.

1.6 ] Kaltstat —20°C| -~ -
1ol Kaltstart +20°C S
§ " ]|——Warmstart +20°C
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g |
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Abbildung 1.1: Einfluss der Start- und Umgebungstemperatur auf den Kraftstoffverbrauch
in einem innerstédtischen Fahrzyklus

Mit Blick auf den dargestellten Kraftstoffmehrverbrauch muss ergdnzt werden, dass
wahrend der Warmlaufphase die Klimatisierung des Fahrzeuginnenraums génzlich au-
Ber Acht gelassen wurde. Die benotigte Heizleistung zur Erwéarmung der Fahrgastzelle
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steigt jedoch mit sinkenden Umgebungstemperaturen und kann durchaus in nied-
rigenen Lastbereichen die benétigte Radantriebsleistung [107] deutlich iibertreffen.
Demzufolge ist im realen Fahrzeugbetrieb eine weitere Erhohung des Kaltstartmehr-
verbrauchs zu erwarten. Dies kann einerseits darauf zuriickgefithrt werden, dass die
Warmeabnahme am Heizungswarmetauscher die Aufheizung des Verbrennungsmotors
retardiert und andererseits elektrische Zuheizmafinahmen zur Steigerung des Insassen-
komforts sowie zur schnelleren Enteisung der Scheiben eingesetzt werden.

Der standardisierte Zertifizierungszyklus zur Ermittlung des Kraftstoffverbrauchs von
Pkw in Europa ist der seit 1996 giiltige Neue Européische Fahrzyklus (NEFZ). Seit
geraumer Zeit steht dieses Verfahren zur Ermittlung des Fahrzeugenergiebedarfs insbe-
sondere deshalb in der Kritik [106], weil die Start- und Umgebungstemperaturen zwi-
schen 420 °C und +30°C betragen [63] und dabei weder der erforderliche Energiebe-
darf zur Klimatisierung des Fahrzeuginnenraums noch andere elektrische Verbraucher
erfasst werden. Diese Tatsache erschwert den Vergleich hinsichtlich des realen Gesamt-
energiebedarfs nicht nur zwischen rein verbrennungsmotorisch angetriebenen Fahrzeu-
gen, sondern insbesondere mit teilelektrifizierten und batterieelektrischen Fahrzeugen.
Dabei stellt die Entwicklung motorunabhangiger Beheizungskonzepte fiir alternati-
ve Fahrzeugantriebe nach derzeitigem Stand der Technik eine grofile Herausforderung
dar [9,40,59], da der Wegfall der im Motorkiihlmittel zur Verfiigung stehenden Wéarme
ganzlich kompensiert werden muss.

Numerische Methoden zur Auslegung von Kiihlkreislaufen unter stationdren Bedin-
gungen sind schon vor geraumer Zeit entwickelt worden [110] und gegenwértig ein un-
erlassliches Werkzeug im industriellen Entwicklungsumfeld. In den letzten Jahren ist
jedoch die Notwendigkeit einer Gesamtfahrzeugbetrachtung gestiegen, da die Komple-
xitat der Teilsysteme zugenommen hat und gleichzeitig die Wechselwirkungen zwischen
diesen immer mehr in den Fokus riicken. Dabei wird das Ziel verfolgt, im Rahmen einer
virtuellen Vorerprobung die einzelnen thermischen Systeme im instationéren Betrieb
so zu kombinieren, dass der Warmlauf im realen Kundenbetrieb moglichst energieeffi-
zient ablauft. Gleichzeitig muss der thermische Komfort im Fahrzeuginnenraum stets
gewéhrleistet werden. Dieser Sachverhalt fiithrt aus der Sicht einzelner Systeme zu kon-
triren Zielsetzungen. So kann die Frage, ob die verbrennungsmotorische Abwérme aus-
schliellich fir einen beschleunigten Motorwarmlauf genutzt, ganzlich der Aufheizung
des Fahrzeuginnenraums zur Verfiigung gestellt oder anteilig iiber einen Warmetau-
scher dem Getriebedl zugefithrt werden soll, nur aus Gesamtfahrzeugsicht in Abhangig-
keit der Umgebungsbedingungen beantwortet werden. Mit der Vielfalt moglicher Un-
tersuchungen und interagierender Teilsysteme steigt der Nutzen eines thermischen Ge-
samtfahrzeugmodells. Dieses kann zur Erhéhung des Systemverstandnisses beitragen
und dadurch die Anzahl von zeit- und kostenintensiven Fahrzeugversuchen reduzieren.
Des Weiteren erlaubt die Gesamtfahrzeugsimulation eine sehr hohe Reproduzierbar-
keit, die mit einem Fahrzeugversuch schwer zu erreichen ist [54]. Dies ist insbesondere
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dann von Interesse, wenn Einzelmafinahmen mit geringen CO»-Reduktionspotenzialen
untersucht werden. Daraus geht gleichzeitig hervor, dass Simulationsmodelle einen sehr
hohen Anspruch an die Ergebnisgenauigkeit gentigen miissen.

Insgesamt kann festgehalten werden, dass flir die Bewertung vieler Mafinahmen im
Bereich des Thermomanagements, die scheinbar nur ein Subsystem betreffen, das Ge-
samtsystem fiir eine fundierte Aussage herangezogen werden muss. Als Folge ist eine
autarke Bewertung von Einzelsystemen kaum noch sinnvoll, was auf die komplexe
Interaktion verschiedener Systeme zuriickgefithrt werden kann.

Als anschauliches Beispiel sei die im Zylinderkopf integrierte Abgaskiihlung mit einem
wassergekiihlten Abgaskriimmer aufgefithrt. Diese Mafinahme geht mit Verbrauchs-
vorteilen einher, da einerseits die Volllastanfettung auf ein Minimum reduziert werden
kann und andererseits die Warmlaufphase des Verbrennungsmotors verkiirzt wird. Fiir
eine ganzheitliche Systembewertung ist die Quantifizierung dieser Vorteile jedoch nicht
ausreichend. Zusatzlich bedarf es einer Untersuchung, welchen Einfluss eine etwaige
VergoBerung des Kiihllufteintritts und damit einhergehenden Anhebung des Luftwi-
derstandbeiwertes hat. Dartiber hinaus muss aufgrund der lokal sehr hohen Tempera-
turen im Zylinderkopf die Kiihlmittelzirkulation beim Abstellen des Fahrzeugs nach
einer Volllastfahrt sichergestellt werden. Dazu muss im Kiihlkreislauf die Leistungsauf-
nahme des Kiihlerlifterpakets sowie einer elektrisch betriebenen Zusatzwasserpumpe
beriicksichtigt werden. Schliefilich muss, unabhéngig von der momentanen Leistungs-
aufnahme parasitarer Verbraucher, das zusatzliche Gewicht des modifizierten Kiihl-
kreislaufs (Pumpe, Ventile, Verschlauchungen) stets in die Energieeffizienzbewertung
Eingang finden. Das aufgefiihrte Beispiel belegt, dass die Gesamtsystemanalyse un-
ter Einbeziehung aller relevanten Systeme einschliefflich ihrer Steuer- und Regelungs-
organe ein wichtiges und zukunftstrachtiges Werkzeug fiir die ErschlieBung weiterer
COs-Reduktionspotenziale in frithen Phasen des Entwicklungsprozesses darstellt.

An diese Aussage kniipft die vorliegende Arbeit an, deren Schwerpunkt in der Model-
lierung aller relevanten thermischen Systeme sowie der Abbildung der physikalischen
Interaktionen zwischen den modellierten Systemen liegt. Unter Verwendung der Me-
thode der Co-Simulation soll ein thermisches Modell des Verbrennungsmotors sowie
des Gesamtfahrzeugs entwickelt werden. Dieses Modell soll die Anforderung erfiillen,
aus unterschiedlichen Umgebungstemperaturen (—20 °C bis +20°C) den instationiren
Betrieb berechnen zu konnen, ohne dass eine starttemperaturabhangige Modellanpas-
sung erfolgen muss. Die vorliegende Arbeit gliedert sich wie folgt:

Zunachst werden in Kapitel 2 die fiir diese Arbeit relevanten Grundlagen zur Simu-
lation thermischer Systeme diskutiert.

Kapitel 3 gibt nach einer kurzen Vorstellung der Modellarchitektur des virtuellen
Fahrzeugs einen detaillierten Uberblick iiber die Modellierung der wichtigsten Teilsy-
steme. Beginnend mit der Darstellung des Motorprozesses resultiert aus der kurbel-
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winkelaufgelosten, einspritzratenbasierten Berechnung der Warmefreisetzungsrate die
Berechnung des Wandwarmestroms. Dieser Wert wird gemeinsam mit den berechneten
Warmestromen in den Ein- und Auslasskanélen des Zylinderkopfes an das Motorstruk-
turmodell tibergeben, in dem die Temperaturberechnung der einzelnen Motorbereiche
erfolgt. Es werden mehrere Ansétze zur Modellierung der Zylinderwandtemperatur mit
unterschiedlichen Detaillierungsgraden erarbeitet und gegeniibergestellt. Des Weiteren
wird die Modellierung der Kreislaufe fiir das Motor6l und das Kiihlmittel vorgestellt.
Die Modellierung des Kiihlmittelkreislaufs gliedert sich dabei in dessen hydraulische
und thermische Eigenschaften, die zundchst unter Anwendung der dreidimensionalen
Stromungssimulation untersucht werden. Im Anschluss werden die daraus gewonne-
nen Erkenntnisse mit dhnlichkeitstheoretischen Grundsatziiberlegungen auf eindimen-
sionale Modelle reduziert. Daran anschliefend wird auf die Modellierung der Motor-
raumdurchstromung eingegangen, bevor das Modell des Klimatisierungspfades und
Fahrzeuginnenraums vorgestellt wird. Dieses Modell interagiert iiber den Heizungs-
warmetauscher mit dem Kiihlkreislauf und berechnet aufgrund der dort iibertrage-
nen Warmemenge den zeitlichen Verlauf der Innenraumtemperatur sowie die relative
Luftfeuchtigkeit. Im Anschluss wird auf den Antriebsstrang, die Motorreibung und die
Nebenaggregate eingegangen, bevor das Kapitel mit einer kurzen Ubersicht weiterer
benotigter Teilmodelle schlief3t.

In Kapitel 4 wird die Validierung des Gesamtfahrzeugmodells vorgestellt. Diese wird
sowohl bei unterschiedlichen Umgebungs- bzw. Starttemperaturen als auch bei ver-
schiedenen Fahrzyklen durchgefiihrt.

Die Kenntnis, inwieweit die Modellierungsgiite einzelner Teilsysteme das Warmlauf-
verhalten des Verbrennungsmotors sowie den Kraftstoffverbrauch beeinflussen, ist bei
der Modellierung des Gesamtsystems von groffem Interesse. Diese Fragestellung wird
in Kapitel 5 ausfithrlich diskutiert.

Schlieflich werden in Kapitel 6 zwei Thermomanagementmafinahmen mit dem im
Rahmen dieser Arbeit entwickelten thermischen Modell des Verbrennungsmotors und
des Fahrzeugs analysiert und hinsichtlich ihres Einflusses auf das Warmlaufverhalten
sowie den Gesamtenergiebedarf bewertet. Dabei handelt es sich zum einen um den Ein-
fluss einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe und zum anderen um die Auswirkungen
eines Warmespeichersystems in Abhéngigkeit der Aufheizstrategie, des Fahrzyklus und
der Umgebungsbedingungen.
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thermischer Systeme

Die vorliegende Arbeit behandelt die Modellierung und numerische Simulation der
relevanten Warmequellen, Warmesenken und Warmetibergange in ihren verschiedenen
Formen innerhalb eines Personenkraftwagens mit verbrennungsmotorischem Antrieb.
Daher soll dieses Kapitel zunéichst einen grundlegenden Uberblick der wesentlichen
Warmetransportmechanismen in ihrer allgemeinen Form geben.

In den verschiedensten Disziplinen der Natur- und Ingenieurwissenschaften kann die
Nutzung dimensionsloser Kennzahlen niitzlich sein, um komplexe Sachverhalte zu ab-
strahieren oder um Problemstellungen, fiir die keine exakte Losungen existieren, mit
Hilfe ahnlichkeitstheoretischer Untersuchungen zu beschreiben. Dies wird in dem vor-
liegenden Kapitel niher erliutert. Ahnlichkeitstheoretische Uberlegungen sind auch
bei Problemstellungen im Bereich der Wérmeitibertragung in Verbrennungsmotoren
von groflem Interesse und werden ebenfalls diskutiert.

Das Kapitel schlieit mit einem kurzen Uberblick iiber die verfiigharen Methoden zur
gekoppelten Simulation mehrerer thermischer Systeme, die infolge ihrer Interaktion
ein Gesamtsystem beschreiben. Der Fokus liegt dabei auf dem instationéren Betrieb,
so dass die Kopplung stets zeitsynchron ablaufen muss.

2.1 Wairmetechnische Grundlagen

Die Mechanismen der Wérmetibertragung sind bei der Simulation thermischer Systeme
von grundlegender Bedeutung. Eine detaillierte Betrachtung der Warmeitibertragungs-
mechanismen ist deswegen unerlisslich. Warmeiibertragung bildet einen Uberbegriff
fiir das Zusammenwirken von Wérmeleitung, konvektivem Warmeiibergang und Wér-
mestrahlung. Diese Warmetransportmechanismen werden in diesem Kapitel ndher be-
schrieben.
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Warmeleitung

Wiérmeleitung kann als ein Energietransport zwischen benachbarten Molekiilen auf-
grund eines im Material vorhandenen Temperaturgradienten verstanden werden [4].
In Festkorpern ist allein die Wérmeleitung fiir den Energietransport verantwortlich,
wohingegen in stromenden Fluiden der Warmetransport durch Konvektion iiberlagert
wird. Der Energietransport in einem warmeleitenden Material wird durch das Vektor-
feld der Warmestromdichte

q=q(7.t) (2.1)

beschrieben. Der Vektor der Warmestromdichte an einem durch den Vektor 7 gekenn-
zeichneten Ort erfasst Starke und Richtung des Energiestroms. Zusatzlich kann dieser
von der Zeit t abhéngig sein. Die Warmestromdichte ist so definiert, dass fiir den
Wirmestrom d@ durch ein beliebig orientiertes Flichenelement dA folgender Zusam-
menhang gilt [4]:

dQ = ¢(Z,t) i dA = |§| cos fdA (2.2)

wobei 7 der Einheitsvektor in Richtung der Flichennormalen ist. Dabei bildet 7 mit ¢
den Winkel §. Steht ¢ senkrecht auf dA (S = 0), so wird der Warmestrom dQ am grof-
ten. Die Ursache des Energietransports sind Temperaturgradienten im Material. Die
Temperatur ist sowohl vom Ort als auch von der Zeit abhéngig. Aus der Gesamtheit
der Temperaturen ergibt sich das Temperaturfeld folgendermaflen:

T =T(z,1) (2.3)

Zu einer bestimmten Zeit bilden alle Punkte des Korpers, deren Temperatur 7" iden-
tisch ist, eine Flache. Diese Isotherme trennt Fldchen mit einer hoheren Temperatur
von denen geringerer Temperatur. Die starkste Temperaturdnderung erfolgt dabei nor-
mal zu den Isothermen und ist durch den Temperaturgradienten grad 7' gegeben. In
diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 2.1 den Gradientenvektor, der senkrecht zur
isothermen Flache steht und in Richtung des stirksten Temperaturanstiegs zeigt.

T+AT
T-AT

Abbildung 2.1: Punkt P auf der Isotherme T = const. mit dem Temperaturgradienten
grad T und dem Vektor ¢ der Wirmestromdichte nach Gleichung 2.4 [4]



2.1 Warmetechnische Grundlagen

Aus experimentellen Grundlagenuntersuchungen geht hervor, dass die Temperatur-
gradienten als Ursache der Warmestrome angesehen werden kénnen und ein linearer
Zusammenhang zwischen dem Temperaturgradienten und der Warmestromdichte be-
steht:

¢=—MgradT (2.4)

Dabei stellt die von der Temperatur und dem Druck abhéangige Wérmeleitfahigkeit
A = A(T,p) die Proportionalitdtskonstanten dar.

Gleichung 2.4 beschreibt das von J. B. Fourier angegebene Grundgesetz der Warme-
leitung und wird deshalb Fourier-Gleichung genannt. Wie Abbildung 2.1 verdeutlicht,
zeigt der Vektor der Warmestromdichte in entgegengesetzter Richtung zum Tempe-
raturgradientenvektor. Die Ursache hierfiir ist, dass sich positive Wéarmestrome ge-
méfl des zweiten Hauptsatzes der Thermodynamik bei negativen Temperaturgradien-
ten einstellen [47]. Dieser Zusammenhang wird in Gleichung 2.4 durch das negative
Vorzeichen beriicksichtigt. Der Warmestrom dQ durch ein beliebig orientiertes Fli-
chenelement dA kann unter Berticksichtigung der Gleichungen 2.2 und 2.4 wie folgt
beschrieben werden [4]:

dQ = -\ (grad T) i dA = —\ gT dA (2.5)
n

Gemaf Abbildung 2.1 bedeutet g% die Ableitung von 7" in Richtung der Normalen des
Flachenelements. Da (grad T)7 ein Skalarprodukt darstellt, ist auch @ eine skalare
Grofe.

Um nach Gleichung 2.3 die zeitliche und ortliche Verteilung des Temperaturfeldes
in einem Korper zu bestimmen, muss eine partielle Differentialgleichung hergeleitet
und anschlieend gelost werden. Angelehnt an Abbildung 2.2 wird dafir der erste
Hauptsatz der Thermodynamik auf einen warmeleitenden Korper beliebiger Grofie
angewendet.

Abbildung 2.2: Wirmeleitender Kérper mit dem Volumen V', dem Oberflichenelement d A
und dem Normalenvektor 7 [4]
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Aus der Anwendung des ersten Hauptsatzes der Thermodynamik fiir den Koérper ergibt
sich folgende Leistungsbilanz:

au .
Sie beschreibt die zeitliche Anderung der inneren Energie des Kérpers in Abhéngigkeit
des Warmestroms ) und der Leistung P, die iiber die Systemgrenzen in das System
gelangen bzw. das System verlassen. Die zeitliche Anderung der inneren Energie kann

auch wie folgt beschrieben werden:

U d
@2 dv 2.7
at  di /(V) p (27)

Die spezifische innere Energie v hangt von der Temperatur des warmeleitenden Korpers
ab und kann wie folgt mit der temperaturabhéngigen spezifischen Warmekapazitét
¢(T') beschrieben werden:

du = ¢(T) dT (2.8)

Folglich ergibt sich fiir die zeitliche Anderung der inneren Energie eines inkompressi-
blen Korpers folgender Zusammenhang:

dUu oT

Der tiber die Korperoberfliche hineinflieBende Warmestrom wird durch die Integrati-
on der differentiellen Warmestrome nach Gleichung 2.5 tiber die differentiellen Fla-
chenelemente dA berechnet. Dartiber hinaus kann das Oberflichenintegral geméaf3
des Gaufi’schen Integralsatzes [2,11] durch das Volumenintegral der Divergenz von
MT) grad T beschrieben werden:

Q:—/ FidA=— [ dividv (2.10)
(4) (V)

Um eintretende Warmestrome als positiv zu definieren, wird in Gleichung 2.10 ein
negatives Vorzeichen eingefiigt. Durch den nach auflen zeigenden Normalenvektor 7
und den nach innen zeigenden Vektor der Warmestromdichte ¢ ergibt sich ein negatives
Skalarprodukt § 7.

Die Leistung P(t), die nach Gleichung 2.6 dem Korper zugefiihrt wird, besteht aus zwei
Anteilen. Ein Anteil bewirkt eine Volumenédnderung des Koérpers und kann fiir inkom-
pressible Korper vernachlassigt werden. Der zweite Anteil berticksichtigt Wéarmequel-
len, die dem Korper Energie zufithren. Die Energiezufuhr kann hierbei elektrisch, durch
Wiérmestrahlung oder durch exotherme, chemische Reaktionen innerhalb des Festkor-
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pers erfolgen. Mit der auf das Korpervolumen bezogenen Leistung, der Leistungsdichte
W, ergibt sich fir P(t):
pP= / | W(T,7,t) dV (2.11)
v

Das Einsetzen der Gleichungen 2.9, 2.10 und 2.11 in die Leistungsbilanz des ersten
Hauptsatzes der Thermodynamik nach Gleichung 2.6 fithrt schliefllich zu:

or . - . . B
/(V) [pc(T) e +divg—W(T,Z,t)| dV =0 (2.12)

Dieses Volumenintegral verschwindet, wenn der Integrand selbst gleich Null ist. Man

erhélt o7
pe(T) 5 = —div G+ W(T,Z,t) (2.13)

und nach Ersetzen der Warmestromdichte mit der Fourier-Gleichung 2.4 folgt

oT .
pc(T) Fr div[\(T)grad T| + W (T, z,t) (2.14)
als die Differentialgleichung fir das Temperaturfeld des in Abbildung 2.2 definierten

Korpers. Warmequellen sind dabei durch ihre Leistungsdichten W beriicksichtigt [4].

Das Losen dieser inhomogenen, partiellen Differentialgleichung zweiter Ordnung mit
analytischen Methoden ist in vielen Fallen sehr aufwendig und in manchen Fallen gar
unmoglich. Insbesondere die Wahl der Anfangs- und Randbedingungen muss dem je-
weiligen Anwendungsfall entsprechen. Carslaw und Jaeger [13] beschreiben analytische
Losungen der Wérmeleitungsgleichung fiir wichtige Anwendungsfille sehr detailliert.
Fir sehr komplexe Anwendungsfille jedoch haben sich derweil numerische Losungsme-
thoden durchgesetzt. Durch vereinfachende Annahmen lésst sich die Wéarmeleitungs-
gleichung auf spezielle Problemstellungen reduzieren. Hierdurch ergeben sich angepas-
ste Differentialgleichungen, die sowohl analytisch als auch numerisch einfacher zu losen
sind. Beispiele einfacher Anwendungsfélle sind:

1. konstante Stoffeigenschaften

2. das Fehlen von Warmequellen: W = 0

3. stationdre Temperaturfelder: %—{ =0

4. geometrisch eindimensionaler Warmefluss

Die Anwendungsfélle 1., 2. und 4. vereinfachen die Wérmeleitungsgleichung zu

oT 0*T
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wobei a = 3 die Temperaturleitfihigkeit beschreibt. Diese Darstellung der Warmelei-
tungsgleichung ermoglicht eine anschauliche Deutung des instationédren Temperatur-
verlaufs in einem Korper. Die zeitliche Anderung an einer bestimmten Stelle wird mit
der Krimmung des Temperaturverlaufs in der Umgebung dieser Stelle verkniipft.

Im Falle der stationaren Warmeleitung verschwindet der zeitabhangige Term %—f der
Wirmeleitungsgleichung 2.14. Die zusétzliche Annahme fehlender Wéarmequellen und
konstanter Stoffeigenschaften fithrt zu

div[grad T] = V2T = AT =0 (2.16)

mit A als dem Laplace-Operator. Gleichung 2.16 lasst sich auf verschiedene Geome-
trien anwenden. Zwei sehr haufig vorkommende Geometrien sind die ebene Wand und
die Zylindergeometrie, die beide eindimensionale Anwendungsfille darstellen.

Zur Beschreibung der Warmeleitung in einem Korper wurden in diesem Abschnitt die
entsprechenden Differentialgleichungen hergeleitet. Unabhéangig vom Losungsverfah-
ren dieser Gleichungen sind Randbedingungen notwendig, die wiederum stark von der
Umgebung des Korpers gepragt werden. Dazu ist die Kenntnis eines weiteren Warme-
iibertragungsmechanismus von groflier Bedeutung. Dieser wird im folgenden Kapitel
néher vorgestellt.

Konvektiver Warmeiibergang

Wiérmeiibertragung durch Konvektion kommt immer dann zustande, wenn sich zwei
Medien unterschiedlicher Temperatur relativ zueinander bewegen. In solch einem Fall
kommt es zum Wérmeaustausch zwischen beiden Medien. Der sich dabei einstellende
Wiérmestrom hangt von den Stoffeigenschaften und Stromungszustanden beider Me-
dien ab. Der Mechanismus des konvektiven Warmeiibergangs kann anschaulich am
Beispiel eines an einer Wand entlangstromenden Fluides erlautert werden. Nach [47]
wird der Energietransport vom Fluid zur begrenzenden Wand nicht mehr allein von
der Warmeleitung iibernommen. Nur in unmittelbarer Nahe der Wand, bedingt durch
die Haftbedingung, kann der Warmestrom wie bisher nach Gleichung 2.4

: dT
Q=—-AA\r (dx>w (2.17)

durch den Temperaturgradienten im Fluid und die Wéarmeleitfahigkeit des Fluides Ag
beschrieben werden. Dabei hangt der Temperaturgradient im Fluid direkt von seiner
Geschwindigkeitsverteilung an der Wand ab. Eine rein theoretische Ermittlung ist nur
durch Losung der Erhaltungsgleichungen fiir Energie, Impuls und Masse méglich. Auf
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2.1 Warmetechnische Grundlagen

Grund des damit verbundenen Aufwands wird oft der phanomenologische Newton’sche
Ansatz fir den konvektiven Warmeiibergang

Q=Aa(Tw —Tr) (2.18)

verwendet, wobei v der Warmeiibergangskoeffizient ist. Durch Gleichsetzen der Glei-
chungen 2.17 und 2.18 ergibt sich die Definition des Warmetibergangskoeffizienten
geméiB [52] zu:

dr
M (2.19)
(Tw —Tr)
Die Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten bedarf somit der Kenntnis des Tem-
peraturgradienten des Fluides an der Koperoberflache.

o =

Es existieren grundsatzlich zwei Methoden zur Berechnung des konvektiven Wérme-
iibergangs. Zum einen fiihrt die Losung der Erhaltungsgleichungen fiir Energie und
Impuls sowie der Kontinuitatsgleichung auf das Temperaturfeld im Fluid und da-
mit auf den Temperaturgradienten an der Wandoberfliche. Der Warmestrom kann
in diesem Fall unter Zuhilfenahme der Gleichung 2.17 berechnet werden. Die zweite
Moglichkeit zur Berechnung des konvektiven Wérmeiibergangs beruht auf der An-
wendung der Ahnlichkeitstheorie. Hierbei wird auf empirisch ermittelte Korrelationen
zurtickgegriffen, die sich aus Versuchsergebnissen ergeben. Auf deren Basis konnen die
funktionalen Zusammenhange dimensionsloser Kennzahlen ermittelt werden. In die-
sem Fall berechnet sich der Warmestrom geméafl Gleichung 2.18. In der Praxis kommen,
in Abhéangigkeit des Anwendungsfalls, beide Methoden zum Einsatz. Diese werden im
Folgenden kurz erléautert.

Erhaltungsgleichungen

Das Stromungs- und Temperaturfeld einer dreidimensionalen Strémung kann nur durch
die Bestimmung des Geschwindigkeitsvektors ¢/, der Temperatur T', des Drucks p so-
wie der Stoffeigenschaften Dichte p, dynamische Viskositit n und Wéarmeleitfahigkeit
A gelost werden. Da diese Groflen voneinander abhédngen, miissen die Erhaltungsglei-
chungen simultan gelost werden [47]. Im Folgenden werden die Erhaltungsgleichungen
in vektorieller Schreibweise und in allgemeiner Form dargestellt. Sie konnen jedoch
durch entsprechende Koordinatentransformationen in kartesischen, zylindrischen und
Kugelkoordinaten beschrieben werden.

Nach [48] ergibt sich fir ein infinitesimal kleines Volumen die allgemeine Form der
Erhaltungsgleichung einer Systemgrofie X zu:

9(pX)
ot

+ V(p v X) = Weitere Terme (2.20)
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2 Relevante Grundlagen zur Simulation thermischer Systeme

dabei ist % die zeitliche Anderung im Kontrollvolumen und V(p@ X) der Fluss

iiber die Kontrollvolumengrenzen. Fiir X = 1 ergibt sich die Kontinuitdatsgleichung

ap L
e +V(pv) =0 (2.21)

die sich fiir inkompressible Fluide wie folgt vereinfacht:

Vi =0 (2.22)

Aus der allgemeinen Formulierung der Erhaltungsgleichung fiir X = ¢ ergibt sich die
Impulserhaltungsgleichung:

9(pv)

o TV @) =-Vp+Vr+pf (2.23)

Der Term [/ ® 7] stellt dabei das dyadische Produkt [2] der Geschwindigkeitsvektoren
dar. Weiterhin stehen —Vp fiir die Druckkraft, V7 fiir die Reibungskraft und p f fir
die duBleren Feldkrifte. Dabei kennzeichnen 7 und f den Reibungstensor bzw. den
Beschleunigungsvektor des dufleren Feldes, im einfachsten Fall die Gravitation.

Um aus der allgemeinen Form der Erhaltungsgleichung die Energicerhaltungsgleichung
zu erhalten, muss fir die Systemgrofie X = wu gesetzt werden. Hierbei stellt u die
spezifische innere Energie im Kontrollvolumen dar. Es ergibt sich fiir die Erhaltung
der Energie

9(pu)

ot

wobei 7 - [V @ 0] die Rate irreversibler Umwandlungsvorginge (Dissipation), —V¢ die
Fourier’sche Warmeleitung im Kontrollvolumen (Gleichung 2.4) und Q, die von ei-
ner Quelle zugefithrte Warmeleistung représentiert. Des Weiteren stellt 7 - [V ® 7]
das Skalarprodukt zwischen Trégheitstensor und dem dyadischen Produkt zwischen
Nabla-Operator und Geschwindigkeitsvektor dar [2]. Oftmals wird die Energieerhal-
tungsgleichung in Abhéngigkeit der spezifischen Enthalpie h angegeben. Mit der De-
finition der Enthalpie h = u + % [3, 53] ergibt sich die Energieerhaltungsgleichung
ALk
d(ph)

) L
W+V(pm7):8it’+17vp+7-[V@Mﬂ—vwc)s (2.25)

+ V(put) = —pVi+1- [V - Vi+ Q, (2.24)

Die vorgestellten Erhaltungsgleichungen 2.21, 2.23 und 2.25 bilden ein System von
gekoppelten partiellen Differentialgleichungen. Die Losung dieses Systems ist nur nu-
merisch moglich. Bei sehr komplizierten Geometrien und Randbedingungen werden
selbst die Grenzen moderner Berechnungsverfahren erreicht. Aus diesem Grund wird
versucht, die Gleichungen in Abhéngigkeit des zugrunde liegenden Anwendungsfalls
zu vereinfachen.
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2.1 Warmetechnische Grundlagen

Ein grofler Teil technischer Stromungen kann der Gruppe der Grenzschichtstromungen
zugeordnet werden. Die hierfiir abgeleiteten Grenzschichtgleichungen ergeben sich aus
einer Grofenordnungsabschétzung der Einzelterme der vollstdndigen Erhaltungsglei-
chungen. Diese Abschétzung basiert auf den Geschwindigkeits- und Temperaturpro-
filen, die sich in einer Grenzschichtstromung einstellen. Abbildung 2.3 illustriert das
Geschwindigkeits- und Temperaturprofil in einer Grenzschichtstromung.

u-Grenzschicht T-Grenzschicht
Ya Uy, Ya T,
// //
5, &
Up|— — Tw
X X

Abbildung 2.3: Geschwindigkeits- und Temperaturverlauf in der Grenzschicht [47,52]

Auf Grund der in Wandnidhe dominierenden Zahigkeitskréfte bildet sich eine Ge-
schwindigkeitsgrenzschicht mit der Ausdehnung ¢, aus. Die Temperaturgrenzschicht
der Dicke 7 beschreibt den Bereich, in dem Warmeleitung eine Rolle spielt. Die beiden
Grenzschichten §, und 7 fallen im Allgemeinen nicht zusammen®. Fiir Stromungen
mit dem in Abbildung 2.3 dargestellten Charakter kann die Abschitzung

Pu  0u o?’T  9*T

— <K — und —— <K

—_— 2.2
ox? — O0y? ox? Oy? (2:26)

getroffen werden. Damit konnen die Grenzschichtgleichungen aus den vollstandigen
Erhaltungsgleichungen abgeleitet werden. Dabei wird das Ziel verfolgt, vereinfachte
Erhaltungsgleichungen fiir den wandnahen Bereich der Stromung zu definieren. Im
Hinblick auf die Diskretisierung des Stromungsfeldes wird dadurch eine genauere und
schnellere Berechnung des konvektiven Warmetibergangs ermoglicht.

Trotz der Entwicklung der Rechenkapazititen ist es nach wie vor mit sehr viel Zeit
und Aufwand verbunden, die Erhaltungsgleichungen numerisch zu 1ésen. Vor allem in
Wandnahe ist zur richtigen Darstellung der Temperatur- und Geschwindigkeitsverlaufe
eine hohe Diskretisierung notwendig. Dadurch wird die Rechenzeit zusatzlich verlan-
gert. Deshalb wird in vielen technischen Anwendungen zur Bestimmung des Wérme-
iibergangs auf empirische Korrelationen zuriickgegriffen. Diese werden im néchsten
Abschnitt beschrieben.

!Dies geschieht nur, wenn die Prandtl-Zahl den Wert 1 annimmt.
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2 Relevante Grundlagen zur Simulation thermischer Systeme

Warmeiibergangskorrelationen

Nach [4, 47, 52] besteht die Moglichkeit, unter Anwendung der Ahnlichkeitstheorie
Kennzahlen aus den Erhaltungsgleichungen abzuleiten, um die Zahl der Einflussgrofien
auf die Warmeitibertragung zu reduzieren. Hierfiir werden die Erhaltungsgleichungen
durch die Wahl geeigneter dimensionsloser Variablen entdimensioniert. Die so erhal-
tenen Erhaltungsgleichungen beinhalten neben den dimensionslosen Variablen auch
eine Reihe von dimensionslosen Kennzahlen. Dazu zihlen die Reynolds-Zahl (Re), die
das Verhéltnis von Tragheits- zu Reibungskraft beschreibt, die Grashof-Zahl (Gr), die
das Verhéltnis von Auftriebs- zu Reibungskraft angibt und die Prandtl-Zahl (Pr), die
das Verhéltnis von Zahigkeit zu Warmeleitfadhigkeit darstellt. Sind diese Kennzahlen
fiir verschiedene Fluide und Geometrien gleich, so ergeben sich unter gleichwertigen
Randbedingungen identische Loésungen der dimensionslosen Differentialgleichungen.
Die dimensionslosen Geschwindigkeits- und Temperaturfelder sind somit als Funktion
von Re, Gr und Pr darstellbar. Geméfl Gleichung 2.19 kann der Warmeiibergangsko-
effizient an einer Korperoberfliche in Abhéngigkeit des Temperaturfeldes beschrieben
werden. Auch fiir den Warmetibergangskoeffizienten ist analog zu den oben definierten
dimensionslosen Kennzahlen eine Darstellung in dimensionsloser Schreibweise mog-
lich. Dazu wird die Nusselt-Zahl (Nu) eingefiihrt, die das Verhéltnis von konvektivem
zu diffusivem Warmetransport beschreibt. Es kann gezeigt werden, dass die Nusselt-
Zahl dem dimensionslosen Temperaturgradienten an der Wandoberfliche entspricht
und somit wie das dimensionslose Temperaturfeld eine Funktion von Re, Gr und Pr
ist [8,47]:

Nu = Nu(Re, Gr, Pr) (2.27)

Geometrisch dhnliche Probleme lassen sich somit fiir &hnliche Randbedingungen durch
vier dimensionslose Kennzahlen darstellen [47,52]. Die Ahnlichkeitstheorie kann keine
Aussage tiber den funktionalen Zusammenhang zwischen Nu, Re, Gr und Pr machen.
Dieser Zusammenhang wird meist aus experimentellen Ergebnissen abgeleitet. Fiir
erzwungene Konvektion wird zumeist der Zusammenhang

Nu = Nu(Re, Pr) (2.28)

verwendet, da der Auftriebsterm vernachlassigt werden kann. Komplexere Ausdriicke
fiir die Nusselt-Zahl kommen beim Warmetibergang wahrend der Kondensation oder
der Verdampfung zustande. An dieser Stelle sei auf [17,52,66,109] verwiesen.

Weitere wichtige Kennzahlen fiir die Beschreibung des Wérmeiibergangs mit Hilfe
von Warmeiibergangskorrelationen stellen die Stanton-Zahl und die Péclet-Zahl dar.
Die Stanton-Zahl beschreibt das Verhaltnis der insgesamt transportierten Warme zur
konvektiv transportierten Warme, wohingegen die Péclet-Zahl das Verhaltnis der kon-
vektiven zur geleiteten Wéarme innerhalb des stromenden Fluides darstellt. SchliefSlich
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2.2 Ahnlichkeitstheorie

sei die Biot-Zahl erwahnt, die das Verhaltnis des Warmeleitwiderstands des warme-
leitenden Korpers und dem fluidseitigem Warmetibergangswiderstand an der Korper-
oberflache angibt. Dies entspricht dem Verhéltnis der Temperaturdifferenzen, welches
sich im Korper bezogen auf den Temperaturunterschied in der Grenzschicht einstellt.
Daher kann die Biot-Zahl zur Prifung herangezogen werden, ob die Temperaturdif-
ferenz innerhalb eines Korpers vernachléssigt werden kann und beschreibt somit die
Randbedingung von Wérmeleitvorgéngen.

Warmestrahlung

Bei den bisher beschriebenen Warmetransportmechanischmen Warmeleitung und Kon-
vektion erfolgt der Warmetransport infolge molekularer Transportprozesse bzw. ma-
kroskopischer Bewegungen innerhalb von Fluiden. Die Wéarmestrahlung hingegen ver-
langt keine Materie [8]. Der Warmetransport erfolgt durch elektromagnetische Wel-
len [52]. Mit thermodynamischen Analysen kann gezeigt werden, dass die von einem
Korper emittierte Strahlung proportional zur vierten Potenz der absoluten Temperatur
ist [4,47]. Die abgegebene Wérmestromdichte eines schwarzen Korpers, der sdmtliche
einfallende Strahlung absorbiert, ergibt sich nach Integration der spektralen Strah-
lungsemissionen nach dem Plank’schen Verteilungsgesetz tiber den gesamten Wellen-
langenbereich wie folgt:

o0 2\-5
g, = L N (2.29)
\Lo €TP (:/\%) —1

Dabei wird das Planck’sche Wirkungsquantum h, die Lichtgeschwindigkeit im Vakuum
¢o sowie die Boltzmann-Konstante k beriicksichtigt. Die Stefan-Boltzmann-Konstante
o fithrt das Planck’sche Verteilungsgesetz mit dem Stefan-Boltzmann’schen Gesetz
zusammen [47]. Bei realen Korpern werden die drei Anteile Reflexion, Absorption
und Transmission berticksichtigt, wobei geméfl des Kirchhoff’schen Gesetzes der Ab-
sorptionsgrad dem Emissionsgrad entspricht. Die von einem realen Korper emittierte
Strahlung ergibt sich aus dem Produkt des Emissionsgrades und der Schwarzkoérper-
strahlung bei gleicher Temperatur.

2.2 Ahnlichkeitstheorie

In vielen natur- und ingenieurswissenschaftlichen Disziplinen werden Problemstellun-
gen mit dimensionslosen Kennzahlen formuliert, die mit Hilfe einer Dimensionsanalyse
gewonnen werden kénnen. Solch eine Analyse auf Basis der Ahnlichkeitstheorie ist als
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Vorbereitung auf das zu untersuchende physikalische Problem niitzlich und zwar unab-
héngig davon, ob die Losung des Problems theoretisch, numerisch oder experimentell
ermittelt wird [75]. Bei der Dimensionsanalyse ergeben sich dabei zwei entscheidende
Vorteile. Die Tatsache, dass die Anzahl dimensionsloser Kennzahlen stets kleiner ist
als die Anzahl dimensionsbehafter Einflussgrofien, die fiir die Beschreibung des Pro-
blems notwendig sind, fithrt zu einer kompakteren Formulierung des eigentlichen Pro-
blems samt ihren Ergebnissen. Als zweiter Grund sei angefiihrt, dass die gewonnenen
Ergebnisse nicht nur fiir einen bestimmten Fall, sondern fiir alle physikalisch &hnli-
chen Probleme giiltig sind. Demnach kénnen sich die Betrage einzelner Einflussgrofien
(z. B. Stromungsgeschwindigkeiten, geometrische GroBen oder thermophysikalische Fi-
genschaften) unterscheiden, die Werte der dimensionslosen Kennzahlen missen jedoch
identisch sein [34].

Auch im Bereich der Verbrennungsmotoren ist die Nutzung dhnlichkeitstheoretischer
Zusammenhéange sinnvoll. So hat Elser [25] erstmals das komplexe Problem des gas-
seitigen Wandwarmeiibergangs aus ahnlichkeitstheoretischer Sicht diskutiert und auf
diese Weise eine Ubertragbarkeit auf andere Motoren sichergestellt. Neben Problem-
stellungen, die den Wéarmeiibergang oder die Fluidmechanik betreffen, kann auch die
Reibung in Verbrennungsmotoren mit Hilfe der Ahnlichkeitstheorie untersucht und
erfasst werden. Die funktionalen Zusammenhénge der Reibung der Kolbengruppe und
Lagerungen in Verbrennungsmotoren fasst Kleinschmidt in [44] in einem Ansatz zu-
sammen, der die Ubertragung der gewonnenen Erkenntnisse auf verinderte Motorgeo-
metrien, -lasten und -drehzahlen erlaubt.

Ein Verfahren zur Ermittlung der dimensionslosen Kennzahlen, mit dem sich ein phy-
sikalisches Problem beschreiben lisst, stellt das von Buckingham [12] im Jahre 1914
formulierte II-Theorem dar. Eine spezielle Anwendung ist in Kapitel 3.5.2 zu finden.
Die allgemeine Form dieses grundlegenden Theorems der Ahnlichkeitstheorie wird im
Folgenden vorgestellt:

Sofern sich die Zusammenhénge eines beliebigen physikalischen Problems wie folgt
darstellen lassen
hl - f(hg,hg,...,hk) (230)

entspricht dies
g(hlahQahE}v"';hk) =0 (231)

wobei die Funktionen f und g den physikalischen Zusammenhang zwischen k ver-
schiedenen Einflussgrofien h; beschreiben. Dabei greifen die Einflussgrofien auf r un-
abhéngige Basisgrofen? {By, Bs,..., B,} zuriick. Da es sich um eine physikalische

2Im International System of Quantities (ISQ) sind sieben Basisgréfien definiert, deren Kombinatio-
nen zu den restlichen Einheiten fithren. Zu den Basisgrofien zédhlen die Lange L in Meter, Masse
M in Kilogramm, Zeit T in Sekunde, thermodynamische Temperatur © in Kelvin, Stoffmenge N
in Mol, elektrische Stromstérke I in Ampere und Lichtstdrke J in Candela
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2.2 Ahnlichkeitstheorie

Formulierung des Problems handelt, kann fiir die Gleichungen 2.30 und 2.31 Dimen-
sionshomogenitat vorausgesetzt werden. Dies bedeutet, dass sich die Dimension jeder
einzelnen Einflussgrofle durch ein Potenzprodukt der Basisgroflen darstellen lassen:

[h] = B By ... B
[hg] _ Blbn . B2bz1 A Brb'rl
[he] = BB .. . .Bbw

Die dimensionsbehaftete Form aus Gleichung 2.31 kann geméaf [12] in folgende dimen-
sionslose Darstellung tiberfiihrt werden:

G(IIy, My, ..., TI;) =0 (2.32)

wobei d = k —r und damit stets d < k gilt. Dabei handelt es sich bei {II;, Iy, ..., I}
um dimensionslose Potenzprodukte der Einflussgroflen {hq, ho, hs, ..., hi} [104], so
dass fir die Kennzahl II; folgendes gilt:

I = A pgei . gk (2.33)

Aufgrund der Forderung, dass jede Kennzahl dimensionslos ist, folgt:

L] = 1 (2.34)
BY-...-B’ (2.35)
= (Bp.....Bbydi. (B Bbre)de (2.36)

Stellt man nun eine Matrix auf, in der die Dimensionen der jeweiligen Einflussgrofien
enthalten sind, ergibt sich:

B, By ... B,
hy | by bay ... by
ho | bia Doy ... by
hi | bir bar ... b

Schlielich miissen r Eingangsgréfien gewéhlt werden, wobei zwingend erforderlich ist,
dass diese dimensional unabhédngig von den restlichen d Eingangsgrofien sind. Dabei
kann die Wahl der Eingangsgrofien, sofern die oben erwéhnte Bedingung nicht verletzt
wird, willkiirlich erfolgen. Die erste Kennzahl II; kann nun ermittelt werden, indem
die erste der nicht-gewahlten Eingangsgrofien mit den r gewédhlten Eingangsgrofien
multipliziert wird. Dabei muss die Bedingung erfiillt werden, dass die Exponenten der
gewahlten Variablen zu einer dimensionslosen Kennzahl fithren.
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Es ergibt sich fiir jede der d nicht-gewéahlten Eingangsgrofien ein inhomogenes, lineares
r x r Gleichungssystem. Um sédmtliche Kennzahlen {II;, Il,, ..., II;}, die das physika-
lische Problem in dimensionsloser Form beschreiben, zu erhalten, muss die oben be-
schriebene Vorgehensweise fiir die (d — 1) restlichen nicht-gewéhlten Eingangsgrofien
wiederholt werden.

An dieser Stelle sei betont, dass solch eine dimensionsanalytische Uberlegung keinen
Beitrag zur eigentlichen Losung des physikalischen Problems leisten kann [34]. Den-
noch empfiehlt sich ihre Anwendung, da die erzielte Dimensionsreduktion den physika-
lischen Sachverhalt vereinfachen kann und bei sehr komplexen Problemstellungen das
Losen gar erst ermoglicht. Des Weiteren sei nochmals erwahnt, dass die Formulierung
physikalischer Probleme aus dimensionstheoretischer Sicht eine Ubertragbarkeit auf
dhnliche Systeme gewéhrleistet.

2.3 Warmeiibertragung im Verbrennungsmotor

Die Warmetibergénge in Verbrennungsmotoren unterliegen sehr komplexen Prozessen
und sind in hohem Mafle durch ihren instationdren Charakter geprégt. Die Ursache
kann zum einen auf die intermittierende Verbrennung im Brennraum, die den gas-
seitigen Warmetibergang mafigeblich beeinflusst, zuriickgefiihrt werden. Zum anderen
liegen insbesondere in der Warmlaufphase, also mit sich dndernden Kiihlmitteltem-
peraturen und sich gleichzeitig dndernden Stromungsbedingungen des Kiihlmittels,
ebenso instationire Betriebszustinde vor. In diesem Abschnitt wird ein Uberblick
iiber grundsétzliche Modellvorstellungen des Warmeiibergangs in Vebrennungsmoto-
ren sowie vorhandene Modellierungsanséatze gegeben.

Gasseitiger Warmeiibergang

Die Berechnung des instationdren Wérmestroms, der vom Arbeitsgas an die Brenn-
raumwande iibergeben wird, ist seit vielen Jahrzehnten Gegenstand der Forschung
und zahlt zu den komplexesten Fragestellungen im Bereich der Verbrennungsmotoren-
forschung. Dies folgt aus der Tatsache, dass der Wandwéarmetibergang in unmittelba-
rem Zusammenhang mit der Verbrennung steht sowie durch weitere Effekte, wie z. B.
Strahlung, Turbulenz und Stromungsbewegungen senkrecht und parallel zur Brenn-
raumoberflache, die wiederum durch Schereffekte weitere Turbulenz generieren kon-
nen [45], beeinflusst wird. Inzwischen gibt es eine groie Anzahl verschiedenster Modelle
zur Beschreibung des Wandwéarmetibergangs, die sich grob in drei Gruppen einordnen
lassen.
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2.3 Warmeiibertragung im Verbrennungsmotor

Die erste Gruppe nutzt fiir die Beschreibung des gasseitigen Wéarmeiibergangs den
Newton’schen Ansatz (vgl. Gleichung 2.18). Dieser besagt, dass die Warmestromdich-
te proportional zur Temperaturdifferenz zwischen Arbeitsgas und Brennraumwand
ist. Dabei stellt der Warmeiibergangskoeffizient oy, den dimensionsbehafteten Pro-
portionalitidtsfaktor dar. Nusselt [74] hat erstmalig den Warmetibergangskoeffizien-
ten mit dem Zylinderdruck, der Temperatur und der mittleren Kolbengeschwindigkeit
in Beziehung gebracht, wobei drei experimentell ermittelte Konstanten berticksich-
tigt werden mussten. Einen weiteren dimensionsbehafteten Ansatz, der ebenfalls von
Zylinderdruck, Temperatur und mittlerer Kolbenschwindigkeit abhéngt, lieferte Ei-
chelberg [22], der nur noch eine Konstante in seiner Formel berticksichtigt. Beide di-
mensionalen Ansétze haben den Nachteil, dass sie sich nur bedingt auf groflenskalierte
Motoren iibertragen lassen und die ermittelten Konstanten ihre Giiltigkeit verlieren.

Die zweite Gruppe greift ebenfalls auf den Newton’schen Ansatz zuriick, jedoch ba-
siert die Berechnung des gasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten auf dimensionslosen
Ansétzen unter Beriicksichtigung der Ahnlichkeitstheorie. An dieser Stelle sei Wosch-
ni [127] genannt, der seinen eigenen Ansatz weiterentwickelt hat [128], der bis heute
in der Praxis Anwendung findet. Der in seinen Arbeiten entwickelte Geschwindigkeit-
sterm wurde von Huber [39] erweitert, um die Berechnung des Warmeiibergangs bei
geringen Lasten zu verbessern. Einen weiteren Ansatz, der insbesondere fiir Dieselmo-
toren mit Direkteinspritzung entwickelt wurde, lieferte Hohenberg [35,36]. Dieser An-
satz berticksichtigt neben Zylinderdruck, Temperatur und mittlerer Kolbengeschwin-
digkeit das momentane Zylindervolumen. Als charakteristische Lange zieht Hohenberg
den Durchmesser einer Kugel heran, deren Volumen mit dem sich periodisch &ndern-
den Zylindervolumen iibereinstimmt [35]:

aw =130 V0% - %% - T, 0% (¢ + 1.4)"° (2.37)

Trotz der weiten Verbreitung der oben beschriebenen Wéarmeiibergangsmodelle, miis-
sen diese wegen der Annahme einer quasistationdren Wérmeiibertragung hinterfragt
werden. Dies gilt insbesondere aufgrund der Tatsache, dass oftmals die mittlere Kol-
bengeschwindigkeit fiir die Berechnung der Reynolds-Zahl herangezogen wird. Gemaf3
Gleichung 2.17 hangt der iibertragene Wérmestrom jedoch vom Temperaturgradien-
ten in der Stromungsgrenzschicht des Arbeitsgases in unmittelbarer Wandnéahe ab, die
sich aufgrund der hochinstationdren Stromungsvorgange in einem Verbrennungsmotor
nur auflerst mithsam beschreiben lassen. Aus diesem Grund gibt es eine Vielzahl wei-
terer Modelle, die eine verbesserte Abbildung des sich zeitlich &ndernden Strémungs-
feldes im Brennraum anstreben. So verwendet z. B. Hensel [33] fiir die Beschreibung
des Geschwindigkeitsterms neben der mittleren auch die momentane Kolbengeschwin-
digkeit sowie einen weiteren Term zur Beschreibung der Einstromgeschwindigkeit in
Abhéngigkeit des Luftmassenstroms und des Einlassventilhubs. Andere Ansitze [18]
wiederum nutzen fiir die Berechnung der Reynolds-Zahl das & — e—Modell, die un-
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2 Relevante Grundlagen zur Simulation thermischer Systeme

ter Berticksichtigung der turbulenten kinetischen Energie im Brennraum eine Bewer-
tung des Einflusses variierender Einspritzdriicke sowie Drall- und Quetschstréomun-
gen erlauben. Neben den verschiedenen Méglichkeiten, die Stromungsbedingungen im
Brennraum nulldimensional zu beschreiben, muss sich der Anwender solcher Wérme-
iibergangsbezichungen der Tatsache bewusst sein, dass im Newton’schen Ansatz die
Massenmitteltemperatur des Arbeitsgases berticksichtigt wird und damit lokale Tem-
peraturunterschiede im Brennraum vernachléssigt werden. Schliellich muss akzeptiert
werden, dass diese Warmetibergangsbeziehungen meist keine Dimensionshomogenitéat
aufweisen und die in den Formeln enthaltenen dimensionsbehafteten Konstanten nicht
hinreichend erklart werden. Aus diesem Grund kann nicht ausgeschlossen werden, dass
sspezielle Versuchsrandbedingungen in einer vom Gleichungsurheber nicht beabsich-
tigten [...] Weise Eingang in die Gleichungsformulierung gefunden haben® [44].

Die dritte Gruppe fasst diejenigen Modellierungsansétze zusammen, die mafigeblich
auf der differentiellen Formulierung fiir die Erhaltung von Energie, Impuls und Masse
beruhen und damit physikalischen Ursprungs sind. An dieser Stelle sei Pfriem [79]
erwahnt, der erstmals versuchte, den innerzylindrischen Wandwérmetibergang phy-
sikalisch durch ein System partieller Differentialgleichungen zu beschreiben. Darauf
aufbauend hat Elser [25] weitere Erganzungen unter Berticksichtigung der Wérme-
leitphdnomene in den Brennraumwénden vorgenommen. An die Arbeiten von Pfriem
und Elser ankniipfend stellte Kleinschmidt [45] einen weiteren physikalischen Ansatz
vor, der ebenfalls nicht von quasistationaren Bedingungen im Brennraum ausgeht und
zusétzlich die Wandheizwirkung, Druck- und Temperaturdynamik, chemische Reakti-
onswirkungen und fiir den Fall der dieselmotorischen Verbrennung die Warmetibertra-
gung aufgrund der Rustrahlung mitberiicksichtigt. An dieser Stelle sei auf die Annah-
men hingewiesen, die bei der Aufstellung des partiellen Differentialgleichungssystems
getroffen wurden. Dies betrifft zum einen die Tatsache, dass Kleinschmidt eine eindi-
mensionale Modellierung umsetzt und damit die Grenzschichtdicke im Vergleich zum
Kriimmungsradius der Zylinderoberflache als hinreichend gering versteht. Des Weiter-
en wird ein stationarer Motorbetriebspunkt betrachtet, so dass die Wandtemperaturen
mit einem gewissen Abstand zur Brennraumoberfliche als konstant angesehen werden
diirfen. Schliefilich wird im ersten Modellierungsansatz die Turbulenz und Wérme-
strahlung vernachléssigt, deren Losungen mit Hilfe &hnlichkeitstheoretischer Grund-
satziiberlegungen im Nachgang ergéanzt werden. Das Verstandnis, die Umsetzung und
Anwendung dieser physikalischen Modellierung ist im Vergleich zum Newton’schen
Ansatz wenig komfortabel und bis heute in der Praxis kaum verbreitet.

Kiihlmittelseitiger Warmeiibergang

Im Kontext einer thermischen Motor- und Gesamtfahrzeugsimulation, die insbesonde-
re das Warmlaufverhalten in transienten Fahrzyklen abbilden soll, miissen hohe Ge-
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2.3 Warmeiibertragung im Verbrennungsmotor

nauigkeitsanforderungen an die Berechnung des kiihlmittelseitigen Warmeiibergangs
gestellt werden. Dies liegt mitunter darin begriindet, dass der Warmetibergang zwi-
schen Motorstruktur und Kiihlmittel einen direkten Einfluss auf den zeitlichen Verlauf
der Brennraumwandtemperaturen hat. Die Temperaturen des Brennraums wirken sich
geméfy Gleichung 2.18 unmittelbar auf den gasseitigen Wéarmetibergang und schlie8lich
auf die Warmefreisetzungsrate sowie den inneren Wirkungsgrad des Arbeitsprozesses
von Verbrennungsmotoren aus.

In [62] weist Mollenhauer mehrfach auf die Schwierigkeit der Berechnung des kiithlmit-
telseitigen Wérmetibergangs hin und hebt hervor, dass der Warmeiibergangskoeffizient
zwischen Motorstruktur und Kiithlmittel nicht nur von der Stromungsgeschwindigkeit
des Kiihlmittels abhéngt. Vielmehr gilt es, die Einfliisse aufgrund der Dichte des Kiihl-
mittels sowie dessen spezifischer Warmekapazitiat, Warmeleitfahigkeit, Viskositat, Zu-
sammensetzung, aber auch hinsichtlich der thermischen Belastung und der motor-
internen Kiihlkanalgeometrie sowie den darin auftretenden Stromungsformen bei der
Modellierung in Betracht zu ziehen. Insbesondere die Tatsache, dass die motorinterne
Kiihlkanalgeometrie sehr komplex ist und mit hiufigen Anderungen des Strémungs-
querschnittes einhergeht, fithrt dazu, dass sich bestehende dhnlichkeitstheoretische An-
satze, die urspriinglich fiir einfache Geometrien (ebene Platte, zylindrisches Rohr, Ku-
gel) entwickelt wurden, nicht ohne Weiteres auf den Verbrennungsmotor tibertragen
lassen. Dem fiigt Mollenhauer hinzu, dass solche bestehenden Ansétze fiir die Berech-
nung des Warmetibergangskoeffizienten im Verbrennungsmotor meist versagen.

Fir den Warmetibergangskoeffizienten zwischen Motorstruktur und Kiithlmittel wer-
den in [78] Richtwerte im Bereich axp = 350...10000 W/m2k angegeben, die bei sehr
hohen thermischen Belastungen in Verbindung mit intensivem Blasensieden auf bis
zu 20000 W/m2k ansteigen konnen [62]. Fir die Berechnung der Warmetibertragung
zwischen Motorstruktur und Kiithlmittel sind in der Literatur verschiedene Ansétze
zu finden. So ist in [78] ein Zusammenhang zwischen dem Wéarmeiibergangskoeffizien-
ten und der Quadratwurzel der Stromungsgeschwindigkeit angegeben. Dieser dimen-
sionsbehaftete Ansatz ist nicht geeignet, um ihn auf gréflenskalierte Motoren oder
groflere Temperaturbereiche anzuwenden, da nur eine geometrische aber keine hydro-
dynamische Ahnlichkeit gegeben wire. Selbst in aktuelleren Verdffentlichungen werden
die temperaturabhangigen thermophysikalischen Stoffeigenschaften vernachlassigt. So
wird der kithlmittelseitige Warmeiibergangskoeffizient in [16,119] ausschlieBlich in Ab-
héngigkeit des Kithlmittelvolumenstroms modelliert. In [57] und [60] hingegen wird
der Warmetibergangskoeffizient mit Hilfe der Dittus-Bolter-Korrelation fiir voll aus-
gebildete, turbulente Rohrstromungen berechnet, so dass der Warmeiibergangskoeffi-
zient in Anlehnung an Gleichung 2.28 sowohl von der Reynolds-Zahl als auch von der
Prandtl-Zahl abhéngt. Dartiber hinaus wird in [57] eine vom Autor gewéhlte minimale
Nusselt-Zahl definiert, mit der laminare Stromungsformen bis hin zum Grenzfall des
stehenden Kiithlwassers berticksichtigt werden. In d&hnlicher Form wird in [10] und [105]
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2 Relevante Grundlagen zur Simulation thermischer Systeme

die Nusselt-Zahl fiir verschiedene Stromungsformen berechnet und in Abhéangigkeit
der vorliegenden Stromungsform der Wérmeiibergangskoeffizient berechnet. Samha-
ber [95] verwendet geméafl Gleichung 2.38 den gleichen strukturellen Zusammenhang
wie in der Dittus-Bolter-Korrelation, wobei der Vorfaktor a an die Erkenntnisse aus
3d-CFD Simulationen angepasst wird.

Nugy = aRe®8 Pro4 (2.38)

Schlielich wird von Shayler [103] die Dittus-Bolter-Korrelation fiir die Beschreibung
der erzwungenen turbulenten Konvektion um eine weitere Korrelation zur Abbildung
des Wirmeiibergangskoeffizienten unter Berticksichtigung des Blasensiedens erwei-
tert.

All diese in der Literatur zu findenden Modellierungsanséitze zur Beschreibung des
kithlmittelseitigen Wéarmetibergangskoeffizienten greifen damit auf grundlegende Wir-
metibergangsgesetze zuriick, die in ihrer urspriinglichen Form fiir die einfache Geome-
trie eines zylindrischen Rohres formuliert wurden. Lediglich in [95] wird der Ansatz
aus Gleichung 2.38 mit Hilfe eines Vorfaktors skaliert, der aus vergleichenden 3d-CFD
Untersuchungen der Kihlmittelstromung abgeleitet wird.

Aufgrund der Vielfalt moglicher konstruktiver Umsetzungen von motorinternen Kiihl-
kanalgeometrien hoher Komplexitdt kann diesen Modellierungsansétzen unterstellt
werden, dass sie nicht in der notwendigen Genauigkeit die hochgradig inhomogene
Verteilung der Warmeitibergangskoeffizienten an den jeweiligen Oberfldchen der Kiihl-
kanéle abbilden konnen. Insbesondere wenn in einem thermischen Motormodell mehre-
re Warmeaustauschflichen (Zylinderkopf, Zylinderwand, Zylinderkurbelgehéuse) be-
riicksichtigt werden, kann bei der Ausbildung der jeweiligen Temperaturgrenzschicht
in der Regel keine thermische und hydrodynamische Ahnlichkeit erwartet werden.

2.4 Methoden zur Simulation instationarer Vorgange

Die prinzipielle Vorgehensweise bei der physikalischen Modellierung komplexer Syste-
me mit dem Fokus zur Beurteilung instationédrer Zustdnde kann wie folgt abstrahiert
werden:

e Definition der Systemgrenzen einzelner Teilsysteme

e Formulierung der Erhaltungsgleichungen bzw. thermischen, mechanischen und
elektrotechnischen Gesetze

e Definition der Kopplungsbedingungen

e Losen des gekoppelten partiellen Differentialgleichungssystems
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2.4 Methoden zur Simulation instationarer Vorgange

In der heutigen Zeit wird der Modellierer mit einer Vielzahl unterschiedlicher Simula-
tionsprogramme konfrontiert, die ihn in bestimmten Bereichen der obigen Aufzdhlung
unterstiitzen sollen. Die Wahl des jeweiligen Simulationsprogramms hiangt dabei meist
von verschiedenen Faktoren ab. So kénnen sich in Abhéngigkeit der Modellentwick-
lungsphase verschiedene Detaillierungsgrade (Kennfelder, empirische Ansétze sowie
null-, ein- oder dreidimensionale Modelle) ergeben. Dartiber hinaus werden in Abhén-
gigkeit der aufzulosenden Zeitskalen des vorliegenden Problems (Minuten-, Sekunden-
oder Kurbelwinkelbereich) unterschiedliche Anforderungen an die Losungsalgorithmen
des Simulationswerkzeugs gestellt. Daher wird im Allgemeinen nicht auf ein einziges Si-
mulationsprogramm zuriickgegriffen, sondern in Abhéangigkeit der physikalischen Pro-
blemstellung das am jeweils besten dazu geeignete Simulationswerkzeug gewahlt.

Die Herausforderung besteht nun darin, dass mit steigendem Komplexitdtsgrad des
zu untersuchenden Systems die Wechselwirkungen zwischen den einzelnen Teilsyste-
men nicht vernachléssigt werden diirfen, sondern im Gegenteil eine immer wichtigere
Rolle einnehmen. Dazu muss die zeitsynchrone Kommunikation der verschiedenen Si-
mulationsprogramme sowie eine programmiibergreifende Steuerung und Analyse des
Gesamtsystems gewéhrleistet werden. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 2.4
drei verschiedene Methoden zur Simulation instationdrer Vorgange.

Methode 1 Methode 2 Methode 3

Module Kontrolle und Plattform fur
Auswertung neutrale Kopplung

Abbildung 2.4: Unterschiedliche Methoden zur Kopplung verschiedener Simulationsmo-
delle nach Lund [54]

Die erste Methode verfolgt das Ziel, alle Teilmodelle untereinander zu koppeln. Dazu
muss jedes Teilmodell eine Schnittstelle zu den restlichen Teilmodellen zur Verfiigung
stellen. Des weiteren muss das Kontroll-, Steuerungs- und Auswertungsmodul mit je-
dem Teilmodell in Verbindung stehen. Auf diese Weise steigt die Anzahl der Schnitt-
stellen S bei der Kopplung von n Modulen auf S = %(n2 —n) an. Ein Gesamtmodell,
das aus fiinf verschiedenen Teilmodellen und einem Kontrollmodul besteht, benotigt
demnach 15 Schnittstellen. Erhoht sich die Anzahl der Teilmodelle auf 16, wie es
bei einer thermischen Gesamtfahrzeugsimulation durchaus vorkommen kann, miissen
unter Beriicksichtigung eines Kontrollmoduls bereits 136 Schnittstellen berticksichtigt
werden. Der Aufwand zur Schnittstellenpflege ist immens. Des Weiteren ist die Model-
larchitektur des virtuellen Fahrzeugs duflerst starr und hinsichtlich der Untersuchung
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2 Relevante Grundlagen zur Simulation thermischer Systeme

unterschiedlicher Kombinationen von Verbrennungsmotor, Getriebe oder Fahrzeugin-
nenraum als ungeeignet zu bewerten [54].

Die zweite Methode versucht, das Gesamtsystem in einem einzigen Simulationspro-
gramm abzubilden und entspricht damit einem monolithischen Ansatz [90]. Dieser
setzt voraus, dass das gewahlte Simulationsprogramm in der Lage ist, die unterschied-
lichen technischen und physikalischen Anforderungen von multidisziplindren Systemen
zu erfiillen. Hinsichtlich der Ubersichtlichkeit des Gesamtmodells, der Simulations-
steuerung sowie der Ergebnisanalyse ist diese Methode von Vorteil. Im industriellen
Entwicklungsprozess kann diese Methode auf zwei Arten umgesetzt werden. Entweder
muss jeder Fachabteilung die Nutzung der bisher verwendeten Simulationswerkzeu-
ge entzogen und durch das systemiibergreifende Simulationsprogramm ersetzt werden
oder eine neue Arbeitsgruppe erfiillt die Aufgabe, jedes einzelne Teilsystem in das
systemiibergreifende Simulationsprogramm zu transferieren. Beide Varianten sind mit
einem erheblichen Aufwand verbunden. Dartiber hinaus kann aus technicher Sicht be-
zweifelt werden, dass mit dieser Methode die gleiche Ergebnisgtite erzielt werden kann,
verglichen mit den zuvor eingesetzten Simulationswerkzeugen, die problemspezifisch
herangezogen wurden [54].

Bei der Verwendung der dritten Methode wird jedes Teilsystem mit einer Kopplungs-
plattform bzw. Co-Simulationsplattform verbunden und stellt einen partitionieten An-
satz dar [90]. Die Anzahl der Schnittstellen entspricht dabei der Anzahl der gekop-
pelten Module. Die Steuerung der Gesamtsimulation erfolgt zentral und wird von
der Co-Simulationsplattform tibernommen, fir die in [85] weitere Anforderungen de-
finiert werden. Dazu zdhlen u. a. der plattform- und betriebssystemiibergreifende Da-
tenaustausch, die Unabhéngigkeit der gewéhlten Simulationsprogramme sowie deren
Versionen, die Flexibilitat in der Anzahl der auszutauschenden Variablen und die zeit-
synchrone Steuerung der einzelnen Teilmodelle. Diese Methode zeichnet sich durch
ihre hohe Modularitiat zur Bewertung unterschiedlicher Fahrzeugvarianten sowie ei-
ner einfachen Ergebnisanalyse aufgrund der zentralen Verwaltung sdmtlicher an der
Gesamtsimulation beteiligter Variablen aus.
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Ein Gesamtfahrzeugmodell, mit dem die Auswirkungen von Thermomanagementmaf-
nahmen beurteilt werden sollen, muss sehr hohe Anforderungen erfiillen. Dies gilt in
erster Linie fir die prézise Abbildung aller relevanten Wérmequellen und Wérme-
senken in einem Fahrzeug. In Fahrzeugen mit rein verbrennungsmotorischem Antrieb
stellt der Verbrennungsmotor einschliellich seines Abgaspfades den grofiten Warme-
eintrag in das System bereit und bedarf daher besonderer Sorgfalt bei der Model-
lierung. Dartiber hinaus nehmen die adédquate Abbildung der Warmeausbreitung in-
nerhalb der modellierten Systeme und insbesondere die Interaktion mit benachbarten
Systemen eine zentrale Rolle ein. Ebenso entscheidet die Qualitat der Umsetzung von
mechanischen und steuerungstechnischen Funktionen mafigeblich tiber die erreichbare
Ergebnisgenauigkeit der thermischen Gesamtfahrzeugsimulation.

In diesem Kapitel wird zunéchst die Modellarchitektur des virtuellen Fahrzeugs vor-
gestellt und deren Modellierung néher erlautert, bevor in den folgenden Unterkapiteln
alle relevanten Subsysteme diskutiert werden. Beginnend mit der Vorstellung des im
Rahmen dieser Arbeit entwickelten thermischen Motormodells wird zunéchst die Be-
rechnung der Warmefreisetzung (Kapitel 3.2) erldutert. Als Folge dessen kann sowohl
der Wandwarmestrom als auch die Abgastemperatur berechnet werden, die gemeinsam
mit dem Wéarmeiibergangskoeffizienten im Auslasskanal mafigeblich den Warmetiber-
gang im Zylinderkopf bestimmt. Die vom Verbrennungsmotor abgegebene Warme wird
von der Motorstruktur (Kapitel 3.3) aufgenommen und breitet sich einerseits konduk-
tiv innerhalb der Motorstruktur aus und steht andererseits konvektiv mit dem Motordol
(Kapitel 3.4), mit dem Kihlmittel (Kapitel 3.5) sowie mit der den Verbrennungsmotor
umstrémenden Motorraumluft (Kapitel 3.6) in Verbindung. Uber den Heizungswir-
metauscher kann bei vorliegendem Heizbedarf der Fahrzeuginnenraum (Kapitel 3.7)
beheizt werden, wobei die Warmeabnahme am Heizungswéarmetauscher die Riicklauf-
temperatur des Kiithlmittels und damit das Auftheizverhalten des Verbrennungsmotors
beeinflusst, was wiederum den vom Verbrennungsmotor abgegebenen Warmestrom be-
einflusst. Fiir die addquate Berechnung des Motorbetriebspunktes wird neben der Be-
rechnung der vom Antriebsstrang (Kapitel 3.8) geforderten Motordrehzahl und des ef-
fektiven Drehmoments auch die Beriicksichtigung der Reibleistung des Verbrennungs-
motors sowie die Leistungsaufnahme der Nebenaggregate (Kapitel 3.9) vorgestellt.
Das Kapitel schlieffit mit einer Betrachtung weiterer Systeme, die zur Vervollstandi-
gung des Gesamtfahrzeugmodells (Kapitel 3.10) benotigt werden. Dazu gehoren die
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Abbildung eines virtuellen Motorsteuergerites, die Modellierung eines virtuellen Fah-
rers und die Berticksichtigung der Umgebungsbedingungen. Die genannten Teilsysteme
haben einen wesentlichen Einfluss auf das Aufheizverhalten des Fahrzeugs.

3.1 Modellarchitektur des virtuellen Fahrzeugs

Fiir die Abbildung des komplexen thermischen Systems Gesamtfahrzeug sind zwei
iibergeordnete Anforderungen wesentlich, sofern mit dem Modell Thermomanage-
mentmafinahmen hinsichtlich ihrer Auswirkungen auf das Warmlaufverhalten und den
Kraftstoffverbrauch bewertet werden sollen. Zum einen wird eine hohe Modellierungs-
qualitdt in der notwendigen Detaillierungstiefe jedes einzelnen Subsystems gefordert,
was mit einer detaillierten Modellvalidierung der Subsysteme unter eindeutig definier-
ten Randbedingungen einhergeht. Zum anderen miissen samtliche Wechselwirkungen
zwischen den einzelnen Subsystemen berticksichtigt werden [54,90]. Dazu wurden in
Kapitel 2.4 verschiedene Modellierungsansatze vorgestellt, die sich insbesondere in
ihrer grundsétzlichen Struktur und dem daraus folgenden Modularitatsgrad unter-
scheiden. Im Rahmen dieser Arbeit wird aufbauend auf Puntigam [85-91] und der
Umsetzung nach Tegethoff [112] und Kossel [49] eine Simulationsumgebung genutzt,
mit der die plattformunabhéngige Kopplung verschiedener Simulationsprogramme er-
moglicht wird. Die gewdhlte Simulationsumgebung ist TISC der Fa. TLK-Thermo
GmbH. Abbildung 3.1 zeigt in diesem Zusammenhang den schematischen Aufbau des
Gesamtmodells unter Beriicksichtigung eines partitionierten Kopplungsansatzes, der
insbesondere durch seine hohe Modularitat gekennzeichnet ist.

Verbrennung . . Motorraum-
[ und Luftpfad } [ T } [durchstrémung} [ Bordnetz }

. Motormechanik
Motorstruktur Olkreislauf und Reibung

( Co-Simulationsplattform J

Klimatisierungspfad Steuergerate Fahrzyklus
und Innenraum
. Fahrzeug- Umgebung und
[ Antriebsstrang J [ langsdynamik J [ Fahrer J [Randbedingungen

Abbildung 3.1: Kopplung mehrerer Teilmodelle an eine zentrale Co-Simulationsplattform
nach [85] zur Darstellung des virtuellen Gesamtfahrzeugmodells
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Die Co-Simulationsplattform greift nicht direkt in die internen Simulationsschritte der
verwendeten Programme ein, sondern gewéhrleistet in erster Linie die Datenverwal-
tung aller tibertragenen Variablen, stellt die notwendigen Kommunikationsschnittstel-
len zu den einzelnen Submodellen her und tibernimmt die tibergeordnete Steuerung
der Gesamtsimulation. Demzufolge hat die Co-Simulationsplattform keinen Einblick
in die einzelnen Submodelle und versteht diese als black box. Daraus ergibt sich ei-
ne flache Hierarchie im Modellaufbau, in dem alle an der Co-Simulation beteiligten
Programme formal gleichgestellt sind.

Zu den wichtigsten Aufgaben der Co-Simulationsplattform gehort der zeitsynchrone
Variablenaustausch zwischen den einzelnen Submodellen. Die Tatsache, dass zu jedem
Zeitpunkt die jeweils aktuellsten Ergebnisse der einzelnen Simulationsschritte der Co-
Simulationsplattform bereitgestellt werden und damit fiir die restlichen Submodelle
abrufbar sind, stellt die Grundvoraussetzung fiir die Berechnung instationérer Vorgén-
ge dar. Dazu zeigt Abbildung 3.2 exemplarisch die Signalfliisse, die simultan zwischen
den einzelnen Subsystemen tiber die Co-Simulationsplattform ausgetauscht werden.
Aus Griinden der Ubersichtlichkeit ist nur ein Auszug der ausgetauschten Variablen
und beteiligten Subsysteme dargestellt.

Fahrzeug- | Zugkraft [ Antriebsstrang
langsdynamik J‘ L
. A
Ist-Geschwindigkeit Effektlve
v X Leistung
[ Fahrer Fahrpedalstellung >( Steuergerate ] S >[ \u/(rel:jbrLir;tanlj‘gg }
J/
A e A
Soll-Geschwindigkeit /- Warmestrom 77T
iy ‘. AGRK
el .
[ Fahrzyklus / i Motorraums- Wandwérmest[om
: durchstrémung Auslasskanalwarme
| A
! —-mm--
i /” Warmestrom
. . HWK
1 " S~ _ - -7
S y Y v

Klimatisierungspfad| * -~ Warmestrom ) Kilhlkreislauf 14 Konvektion Kihimittel e
und Innenraum soooRwro L J

/"~ Warmestrom
O OMOK

AGRK - Abgasruckfuhrungskuhler V
HWK - Hauptwasserkuhler

HWT - Heizungswarmetauscher [ Olkreislauf
MOK - Motorslkiihler

Abbildung 3.2: Signalstreckenbeispiel fiir das virtuelle Fahren unter Beriicksichtigung der
thermischen Eigenschaften des Fahrzeugs
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In Abhéngigkeit der Differenz zwischen Soll- und Ist-Geschwindigkeit regelt der vir-
tuelle Fahrer die Fahrpedalstellung, die iber das Motorsteuergrat die Einspritzdauer
und den Einspritzzeitpunkt sowie die Anzahl der Einspritzungen pro Arbeitsspiel de-
finiert. Mit Hilfe der Motorprozessrechnung wird zum einen die effektive Leistung dem
Antriebsstrang zur Verfiigung gestellt sowie der berechnete Wandwérmestrom an die
Brennraumwande tibertragen. Dieser wird gemeinsam mit dem Warmestrom, der sich
in den Auslasskandlen des Zylinderkopfes zwischen Abgas und den Auslasskanalwén-
den einstellt, an das Motorstrukturmodell iibergeben. In diesem Submodell werden
samtliche Temperaturen innerhalb der diskretisierten Motorstruktur sowie der War-
meaustausch mit dem Motorol, dem Kiihlmittel und der den Motor umstrémenden
Motorraumluft berechnet. Das Modell des Kiihlkreislaufs kann zuséatzlich iiber ver-
schiedene Warmeitibertrager einen Warmestrom aufnehmen oder abgeben. Sofern der
Verbrennungsmotor mit Abgasriickfithrung betrieben wird und diese tiber den Ab-
gasriickfiithrungskiihler gekiihlt wird, stellt dies einen zusétzlichen Warmeeintrag in
den Kiihlkreislauf dar. Gleichzeitig wirkt sich die Kiithlung des rezirkulierten Abgases
auf die Saugrohrtemperatur und damit auf den Motorprozess aus. Uber den Haupt-
wasserkiihler kann bei geoffnetem Thermostat Warme an die Umgebung abgegeben
werden. Dies wirkt sich einerseits auf das Temperaturniveau des Kiithlmittels aus und
andererseits wird die Lufttemperatur nach dem Hauptwasserkiihler angehoben, was zu
einer sinkenden Temperaturdifferenz zwischen Motoroberfliche und der Motorraum-
luft fithrt. Uber den Heizungswarmetauscher kann der Innenraum beheizt werden.
Gleichzeitig sinken die Riicklauftemperaturen des Kiithlmittels und beeinflussen da-
durch direkt das Warmlaufverhalten des Verbrennungsmotors. Uber den Motorélkiih-
ler steht das Kiithlmittel mit dem Motorél in thermischem Kontakt. Der iibertragene
Wiérmestrom hangt mafigeblich von der Eintrittstemperaturdifferenz beider Fluide so-
wie deren Warmekapazitatsstromen ab. Sowohl fiir das Kiithlmittel als auch fiir das
Motorol ergibt sich eine Austrittstemperatur, die wahrend der Warmlaufphase den
jeweiligen Medienkreis beeinflusst. Im betriebswarmen Zustand kann das Tempera-
turniveau des Motorols reguliert werden.

3.2 Warmefreisetzung im Verbrennungsmotor

Im Rahmen des Gesamtfahrzeugmodells wird fiir die Berechnung der Warmefreiset-
zungsrate der von Chmela formulierte Ansatz zur Vorausberechnung des dieselmoto-
rischen Brennverlaufs [14, 15] verwendet. Dieser nulldimensionale phanomenologische
Ansatz erméglicht die Vorausberechnung des dieselmotorischen Brennverlaufs in Ab-
héngigkeit der in den Brennraum eingebrachten kinetischen Energie der Einspritz-
strahlen. Dabei wird zunédchst angenommen, dass die Brennrate proportional zu der
fir die Verbrennung zur Verfiigung stehenden Kraftstoffmasse ist. Diese berechnet
sich aus der Differenz der eingespritzten Kraftstoffmasse und der bis zu diesem Zeit-
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3.2 Warmefreisetzung im Verbrennungsmotor

punkt bereits umgesetzten Kraftstoffmasse. Des Weiteren wird angenommen, dass die
Geschwindigkeit der Kraftstoffumsetzung mafgeblich von der Gemischbildung und
damit von der lokalen turbulenten Energiedichte dominiert wird, wobei insbesondere
bei Dieselmotoren mit hohen Einspritzdriicken die kinetische Energie des Kraftstoft-
sprays diesbeziiglich den grofiten Einfluss darstellt. Die durch die Einspritzung in den
Brennraum eingebrachte kinetische Energie kann schliellich aus dem Einspritzver-
lauf berechnet werden. Fiir die Berechnung des momentanen Niveaus der kinetischen
Energie im Brennraum wird die Dissipationsrate mit Hilfe der Dissipationskonstan-
ten cgiss verwendet. Fiir die Berechnung der fiir die Gemischbildung zur Verfiigung
stehenden kinetischen Energie Fy;, wird der Anteil berticksichtigt, welcher der iiber
den Kraftstoff eingebrachten dissipierenden kinetischen Energie Ej;, 4iss entspricht,
die noch nicht umgesetzt ist. Dieser Zusammenhang wird nach Einfiihrung der Kon-
stanten ¢, Uber die lokale turbulente kinetische Energiedichte k£ ausgedriickt, wo-
bei ¢p die Umwandlung von kinetischer Energie in turbulente kinetische Energie
beschreibt. In Verbindung mit dem Ansatz nach Magnussen [55], in dem mit Hilfe
des k — e—Modells die Reaktionsgeschwindigkeit von diffusionskontrollierten Verbren-
nungsprozessen beschrieben wird, kann schlieflich gemafl den folgenden Gleichungen
der einspritzratenbasierte Brennverlauf berechnet werden:

vk
d v,
dfj - C1mod : (mKrst - C]?Ij) - € Vvt (31>

wobei k die lokale kinetische Energiedichte darstellt und unter Berticksichtigung der
Konstanten ¢y, ausgedriickt werden kann, indem die im Brennraum verfiighare kine-
tische Energie auf die gesamte Ladungsmasse bezogen wird:

Ekin,diss
MEKrst * (1 + )\Lst)

(3.2)

k= Cturd *

Dabei entspricht Ejp, 4iss ausschliefllich der kinetischen Einspritzstrahlenergie unter
Berticksichtigung der Dissipation. Dieses Vorgehen ist zuldssig, zumal eine von Chme-
la in [14] durchgefiihrte Untersuchung zeigt, dass die infolge der Einspritzung ein-
gebrachte kinetische Energie etwa zwei Groflenordnungen iiber der von Einlass- und
Quetschstromung liegt. Mit Hilfe der Dissipationskonstanten lasst sich Ejiy, giss aus
folgender linearen Differentialgleichung berechnen:

dEkin,diss dEk:zn

— — Cdiss B in,diss 3.3
iy iy G in,d (3.3)

wobei sich dabei die durch den Einspritzstrahl eingebrachte kinetische Energie Ej;,
aus der Geschwindigkeit der Einspritzstrahlen ergibt:

dEkzn _ PKrst . ’02 . dVKrst
dgp 2 Strahl dg@

(3.4)
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Die Austrittsgeschwindigkeit des Kraftstoffs aus der Diise kann unter Berticksichti-
gung des Einspritzverlaufs sowie der effektiven Querschnittsfliche der Einspritzdiise
(cpA)piuse wie folgt berechnet werden:

mKrst
PKrst * (CDA)Duse

(3.5)

UStrahl =

Der Einspritzverlauf muss fiir die Berechnung dem Simulationsmodell zur Verfiigung
gestellt werden. Dazu koénnen Einspritzverlaufsmodelle, wie in [5] vorgestellt, oder
auf der Bernoulli-Gleichung basierende Modelle unter Berticksichtigung des Einspritz-
drucks verwendet werden.

Aufgrund der Tatsache, dass das beschriebene Modell zur Vorausberechnung der Wir-
mefreisetzungsrate den Ziindverzug nicht abbildet, wird dazu das Ziindverzugsmodell
nach Wolfer [126] verwendet (vgl. Gleichung 3.6). Die darin enthaltene Konstante C,;
wird im Rahmen einer automatisierten Parameteroptimierung [70,84] berechnet. Die
Konstanten C und Cj sind empirische Konstanten und ergeben sich nach Watson [120]
zu C; = —1.02 und Cy = 2100 K.

_Ca
tzy = COpt 'p%ﬂ et (3'6)

Die beschriebenen Zusammenhénge zur Berechnung des Brennverlaufs und die Berech-
nung des Druck- und Temperturverlaufs im Zylinder sowie die Modellierung des Luft-
und Abgaspfades sind im Diesel Engine In-Cylinder Simulation Package [100] der
Automotive Simulation Models (ASM) Toolbox der Fa. dSpace GmbH implementiert.
Das Modell wurde mit am Motorenpriifstand ermittelten Daten [20] des untersuchten
Vebrennungsmotors parametriert und im Anschluss eine automatisierte Parameter-
optimierung durchgefiihrt.

3.2.1 Wandwarmeiibergang

Im Rahmen dieser Arbeit wird der Newton’sche Ansatz zur Beschreibung des inner-
zylindrischen Wandwérmetibergangs gemafl Gleichung 3.7 verwendet.

Qw = aw(p) - > Awaly) - (T(¢) — Tw) (3.7)

Der Wandwérmestrom unterteilt sich dabei in drei Bereiche Ayy;, die den Wérmestrom
zum Kolben, Zylinderkopf und der Zylinderwand beschreiben. Wie auch in [58] werden
fir die drei Teilwarmestrome sowohl der gleiche Wéarmeiibergangskoeffizient ayy (@) als
auch die gleiche mittlere Gastemperatur T'(y) verwendet. Demnach bestimmen die fiir
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3.2 Warmefreisetzung im Verbrennungsmotor

den Wérmeaustausch zur Verfiigung stehenden Flachen des Kolbens, des Zylinderkop-
fes und der Zylinderwand sowie insbesondere bei Warmlaufsimulationen die unter-
schiedliche Aufheizgeschwindigkeit der jeweiligen Brennraumwénde die Aufteilung des
gesamten Wandwéarmestroms. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 3.3 die Teil-
warmestrome fiir einen niedrigen Teillastpunkt im betriebswarmen Zustand. Anteilig

[ Kolben ——— Zylinderkopf --------- ZyIinderwand}
1.5 70
=
< 1.0
> =
g S
= 0.5
g
-O .
0.0 s = e -10 I | |
270 300 330 ZOT 390 420 450 0 180 Z0T 540 720
Kurbelwinkel [°KW] Kurbelwinkel [°KW]

Abbildung 3.3: Wandwirmestrom (links) und kumulierte Wandwérme (rechts) fiir die Teil-
bereiche Kolben, Zylinderkopf und Zylinderwand fiir einen aufgeladenen
Dieselmotor mit Direkteinspritzung in einem niedrigen Teillastpunkt

verlasst die meiste Warme den Brennraum iiber den Kolben. Dies bedeutet im Falle
des hier untersuchten Dieselmotors, dass das Verhéltnis der Kolbenoberfliche zur Zy-
linderkopfoberfliche aufgrund der Kolbenmuldenform grofer ist als das Verhéltnis der
Temperaturdifferenzen zwischen der mittleren Gastemperatur und der Oberflichen-
temperatur des Zylinderkopfes bzw. des Kolbens. Folglich kann sich dieses Verhaltnis
bei Ottomotoren mit Dachbrennraum umkehren und der Wandwéarmestrom tiber den
Zylinderkopf dominieren. Des Weiteren ist im rechten Diagramm der Abbildung 3.3 zu
erkennen, dass vor dem ZOT der kumulierte Warmestrom tiber den Kolben geringer
ist als der des Zylinderkopfes. Dies bedeutet, dass die Kolbentemperatur héher ist als
die der Zylinderkopfoberfldche, da wahrend des Saughubs und des Kompressionstaktes
mehr Warme vom Kolben an das Arbeitsgas tibertragen wird.

Fir die Berechnung des gasseitigen Warmetibergangskoeffizienten oy, wird der Ansatz
nach Hohenberg [35,36] gemafl Gleichung 2.37 verwendet. Die Flachen des Kolbens und
des Zylinderkopfes stammen aus CAD-Daten des untersuchten Verbrennungsmotors
und sind konstant, wohingegen sich die freigegebene Fléiche der Zylinderwand aufgrund
der Kolbenkinematik mit der Kurbelwellenposition &ndert. Die mittlere Gastempera-
tur resultiert aus einer differentiellen Energiebilanz innerhalb der Motorprozessrech-
nung. Die entsprechenden Oberflaichentemperaturen der Zylinderwande werden mit
einem im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Modell (Kapitel 3.3.2) berechnet und
iiber die Co-Simulationsplattform den anderen Modellen zugénglich gemacht.
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

3.2.2 Wirmeiibergang in den Ein- und Auslasskanilen

Neben dem Wandwarmestrom tiber die Brennraumwénde stellt der Warmestrom zwi-
schen der Frischluft und den Einlasskanalwidnden, aber vor allem der Wéarmestrom
zwischen dem heiflen Abgas und den Auslasskanalwénden und damit dem Zylinder-
kopf einen groflen Anteil der insgesamt der Motorstruktur zugefithrten Warmemenge
dar. Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit sowie in [94] zeigen, dass dieser Anteil
auf bis zu 20% der insgesamt zugefithrten Warmemenge tiber die Brennraumwénde
und Auslasskanale (QW —i—Q Ak ) ansteigen kann. Eine Vernachlassigung dieses Warme-
stroms wiirde demnach zu groffen, im Nachhinein nicht mehr korrigierbaren Fehlern
fithren. Aus diesem Grund wird im Folgenden die Vorgehensweise bei der Modellierung
des Wéarmestroms zwischen der Verbrennungsluft bzw. Abgas und dem Einlass- bzw.
Auslasskanal vorgestellt.

Nach Zapf [129] ergibt sich ein phidnomenologischer Zusammenhang fiir die Nusselt-
Zahl im Einlasskanal:
apx Dek

h
Nupg = —2ZFE — 0214 - RS (1 - 0.765 - —~ (3.8)
)\Luft Dl

wobei Dggi den Durchmesser des Einlasskanals, hy den Ventilhub und D; den inneren
Ventilsitzdurchmesser bezeichnen. Unter Beriicksichtigung der Kontinuitéatsgleichung
sowie der Annahme, dass der Stromungsquerschnitt des Einlasskanals kreisformig ist,
kann der Wéarmetibergangskoeffizient wie folgt formuliert werden:

apr = 0.214 - ALugt ( AmLuge )0'68 : (1 —0.765 - hV) (3.9)
Dgk TN Lu ftDEK D;

Des Weiteren wird sowohl die dynamische Viskositit als auch die Wérmeleitfadhigkeit
der Luft in Abhéngigkeit der Temperatur [78] ausgedriickt.

Neupe = 0.612-107. 7069 (3.10)
Muse = 0.317-1073.7%7 (3.11)

Diese Zusammenhénge werden in Gleichung 3.9 beriicksichtigt.

Letztlich kann der Warmeiibergangskoeffizient im Einlasskanal in Abhéngigkeit des
Luftmassenstroms, des Kanaldurchmessers und der Lufttemperatur in folgender Form
angegeben werden:

h
apr = 1.342 - <1 —0.765 - DV> S8, . Dpkos . 0358 (3.12)
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3.2 Warmefreisetzung im Verbrennungsmotor

In dieser Form wird Gleichung 3.12 in das Motorstrukturmodell implementiert, wobei
das Verhéltnis hy /D; mit der Kenntnis der Ventilhubkurven tiber ein Arbeitsspiel inte-
griert wird. Sowohl der Luftmassenstrom als auch die Saugrohrlufttemperatur werden
vom motorischen Luftpfadmodell an die Co-Simulationsplattform iibergeben und kon-
nen somit vom Motorstrukturmodell abgefragt werden, um den Warmeaustausch mit
den Einlasskanéalen berechnen zu konnen. Die Verdnderung der Ansauglufttemperatur
wird im Motorstrukturmodell berechnet und die Riickgabe an das Luftpfadmodell er-
folgt ebenfalls iiber die Co-Simulationsplattform. Hierbei ist zu beachten, dass stets
mit den Stoffwerten reiner Luft (vgl. Gleichung 3.10 und 3.11) gerechnet wird. Auf-
grund der insgesamt relativ geringen Warmemenge, die iiber die Einlasskanalwénde
iibertragen wird, ist die Unsicherheit aufgrund gednderter Stoffwerte infolge steigender
Abgasriickfithrungsraten vernachléssigbar gering.

Fiir die Berechnung der Nusselt-Zahl im Auslasskanal gibt Zapf [129] folgende Korre-
lation an:

h
Nugg = ———"= =2.58 Re};’ - (1 —0.797 - DV> (3.13)

Erneut kann unter Berticksichtigung der Kontinuitatsgleichung sowie der Annahme,
dass der Stromungsquerschnitt des Auslasskanals kreisformig ist, der Warmetiber-
gangskoeffizient wie folgt angegeben werden:

. 0.5
aar = 2.58 - Adbgas | ( 410 Apgas ) . (1 —0.797 - hV) (3.14)
DAK 1) Abgas DAK Dz

Unter Berticksichtigung einer vereinfachten Annahme der Temperaturabhéngigkeit der
Stoffwerte des Abgases gemaf [78]

NAbgas = 0.355 - 1076'T0'679 (315)
Abgas = 0.202-107% . 7057 (3.16)

fithrt die Beschreibung des Wérmeiibergangskoeffizienten zwischen dem Abgas und
den Auslasskanélen in Abhéangigkeit des Abgasmassenstroms, des Kanaldurchmessers
sowie der Abgastemperatur zu:

aax = 0.987 - (1 —0.797 - }IL)V) %% Dy’ T4 (3.17)
Wie bereits bei der Implementierung der Berechnung des einlasskanalseitigen Wérme-
iibergangskoeffizienten erfolgt die Variableniibergabe der Abgastemperatur am Aus-
lassventil sowie der Abgasmassenstrom iiber die Co-Simulationsplattform. Das Abgas
erfihrt nach Verlassen des Zylinderkopfes eine weitere Abkiihlung am Kriimmer, so
dass die Temperatur vor Turbine (7%) an das Luftpfadmodell zuriickgegeben wird und
somit dem physikalischen Modells des Abgasturboladers [71] zur Verfiigung steht.
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Die Berechnung der Warmestréome in den Einlass- und Auslasskanélen erfolgt nach
folgendem Ansatz:

Qex = opk - Apk - (Trust.sr — Tek) (3.18)

Qax = aax - Aak - (Tavgasav — Tax) (3.19)

Dabei muss beachtet werden, dass das Saugrohr des untersuchten Verbrennungsmotors
von der Drallklappe bis zum Eintritt in den Zylinderkopf zweiflutig ausgefiihrt ist und
bei der Berechnung des Warmeaustausches zwischen dem Tangentialkanal und Fill-
kanal unterschieden werden muss. Die Unterschiede der jeweiligen Kanalgeometrie ist
dabei berticksichtigt. Gleiches gilt fiir die beiden Auslasskanéle, die geringfiigige Unter-
schiede hinsichtlich Kanallinge und -durchmesser aufweisen. Sowohl auf der Einlass-
als auch auf der Auslassseite wird angenommen, dass sich der Luft- bzw. Abgasmas-
senstrom gleichmafig auf beide Kanéle verteilt.

3.3 Motorstruktur

Fir die Modellierung der Struktur des Verbrennungsmotors sind in der Literatur ver-
schiedene Anséitze zu finden. Diese reichen von nulldimensionalen Mehrmassenmodel-
len [16,43,60,93,95,97,102,118,122] bis hin zur direkten Kopplung von dreidimensiona-
len Stromungssimulationen (CFD) mit dreidimensionalen Finite-Elemente-Methoden
(FEM) [24,114], bei denen mit Hilfe der conjugate heat transfer analysis der konvektive
Wiérmertibergang innerhalb der Fluidgrenzschicht und die Warmeleitungsphénomene
in Festkorpern simultan berechnet werden.

Im Rahmen dieser Arbeit wird im Kontext einer thermischen Motorsimulation ein
neuer Ansatz vorgestellt, der eine eindimensionale Modellierung der brennraumnahen
Motorstruktur mit einer nulldimensionalen Modellierung der brennraumfernen Motor-
struktur kombiniert. Damit soll sichergestellt werden, dass die thermische Tragheit der
Brennraumwénde insbesondere bei transienten Warmlaufsimulationen mit haufigen
Last- und Drehzahlanderungen realitatsndher abgebildet werden kann und gleichzei-
tig die Vorteile eines nulldimensionalen Mehrmassenmodells hinsichtlich Rechenzeit
und Handhabbarkeit fiir die restliche Motorstruktur genutzt werden koénnen. Dazu
wird zunéchst in Kapitel 3.3.1 die thermische Modellierung der brennraumfernen Mo-
torstruktur vorgestellt und die thermische Interaktion mit der brennraumnahen Mo-
torstruktur néher erldutert. Im Anschluss werden in Kapitel 3.3.2 drei verschiedene
Modellierungsansétze zur Beschreibung des Temperaturprofils innerhalb der brenn-
raumnahen Wande vorgestellt, wobei einer dieser drei Modellierungsansatze fiir zwei
unterschiedliche Randbedingungen in Abhédngigkeit des gewtlinschten Detaillierungs-
grades der Losung diskutiert wird.
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3.3.1 Diskretisierung der Verbrennungsmotorstruktur

In diesem Abschnitt erfolgt die Beschreibung des thermischen Verhaltens der Mo-
torstruktur. Dazu wird der Verbrennungsmotor repréasentativ fiir einen Zylinder in
mehrere thermische Massen diskretisiert. Dabei wird angenommen, dass sich die Tem-
peraturverteilung einzelner Zylinder eines Mehrzylindermotors nicht wesentlich unter-
scheiden [124]. Fiir jede thermische Masse kann genau ein Temperaturverlauf berechnet
werden. Geméf des ersten Hauptsatzes der Thermodynamik wird jede einzelne Masse
nulldimensional bilanziert:

dU, dT; . .
dt = micp,iﬁ = Z Qzu - Z Qab (320)

Die obige Gleichung beschreibt die zeitliche Anderung der inneren Energie und damit
der Temperatur der Masse ¢ in Abhéngigkeit der zu- und abgefiihrten Warmestréme.
Dabei konnen diese als Wéarmeeintrag aus der Verbrennung, Reibung oder Abgas, kon-
vektiver Warmeaustausch mit Fluiden (Kiihlmittel oder Motorél), konduktiver Wér-
meaustausch mit benachbarten Massen oder als Warmeaustausch mit der Umgebung
verstanden werden.

Die Aufteilung der jeweiligen Motorbaugruppen in diskrete Massen erfolgt in Anleh-
nung an Samhaber [95]. Soweit dies moglich war, wurden dabei nicht die vorgeschla-
genen Berechnungsvorschriften fiir die Bestimmung der jeweiligen Massen aus der
Materialdichte sowie charakteristischen Abmaflen verwendet, sondern exakte Massen,
die aus CAD-Daten gewonnen werden konnten. Die Berechnung der einzelnen Wéarme-
leitwiderstédnde, die den Warmeaustausch infolge Warmeleitung zwischen zwei Massen
ermoglicht, erfolgt ebenfalls grofitenteils nach Samhaber. Des Weiteren sind die ther-
mophysikalischen Materialeigenschaften temperaturabhangig berticksichtigt.

In Abbildung 3.4 ist der Aufbau des thermischen Mehrmassenmodells des Verbren-
nungsmotors schematisch dargestellt. Die Massendiskretisierung sieht abziiglich der
Zylinderwand, die mit dem Verbrennungsgas im thermischen Austausch steht, 13
thermische Massen vor. Auf den Zylinderkopf entfallen vier thermische Massen, wo-
bei dazu auch die Einlass- und die Auslasskanalwiande gehoren, die im konvektiven
Wiarmeaustausch mit der Frischluft bzw. dem Abgas stehen (vgl. Kapitel 3.2.2). Die
berechneten Austrittstemperaturen der Luft bzw. des Abgases werden iiber die Co-
Simulationsplattform zuriick an das Verbrennungs- und das Luftpfadmodell gegeben.
Die Massen der Ein- und Auslasskanéle stehen mit dem Feuerdeck in einem kondukti-
ven Warmeaustausch. Dariiber hinaus erfolgt ein Warmeeintrag infolge der Verbren-
nung zum Feuerdeck. Die restliche Zylinderkopfmasse ist iiber Warmeleitwiderstan-
de mit den Ein- und Auslasskanilen sowie dem Feuerdeck verbunden. Des Weiteren
erfolgt ein direkter Warmeeintrag infolge von Reibung sowie ein konvektiver War-
meaustausch mit Kiihlmittel, Motorol und der Umgebung. Der Kriimmer stellt eine
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@@ \Warmeleitung
————— » Konvektion
------- ¥ Strahlung +

Konvektion
----------- » Reibung

1. Kolbenboden .
2. Kolbenschaft

3. Kolben Rest Q
4. Zylinderwand

5. Zylinderwand unten
6. Auslasskanal

7. Zylinderkopf Rest

8. Einlasskanal

9. Feuerdeck /
10. Krtimmer /
11. Zylinderkurbelgehduse oben A~ ¥

12. Zylinderkurbelgehause mitte QOI
13. Zylinderkurbelgehause unten
14. Kurbelwelle

Abbildung 3.4: Thermisches Mehrmassenmodell des reprasentativen Zylinders mit samt-
lichen zu- und abgefiihrten Warmemengen

thermische Masse dar und steht sowohl mit dem Abgas und den Auslasskanélen als
auch mit der Umgebung in einem thermischen Austausch. Der Kolben wird in drei
thermische Massen diskretisiert. Es erfolgt ein direkter Wéarmeeintrag in den Kolben-
boden infolge der Verbrennung. Dariiber hinaus steht der Kolbenboden mit dem Kol-
benschaft und dem restlichen Kolben im thermischen Kontakt. Der Kolbenschaft steht
iiber Warmeleitung mit der Zylinderwand in Kontakt und bezieht einen zusatzlichen
Waiérmeeintrag infolge der Reibung zwischen Kolben und Zylinderwand. Der restliche
Kolben gibt Warme an das Motordl ab und steht wéarmeleitend iiber die Pleuelstange
mit der Kurbelwelle in Verbindung. Die Kurbelwelle wird als eine thermische Masse
abgebildet. Es erfolgt eine Warmeabgabe an das Motordl und ein Warmeeintrag infol-
ge der Reibung. Das Zylinderkurbelgehduse wird ebenfalls in drei thermische Massen
unterteilt und steht mit Kiithlmittel, Motorol und der Umgebung im Warmeaustausch.
Die Zylinderwand erfihrt einen direkten Warmeeintrag infolge der Verbrennung sowie
der Reibung und steht sowohl mit dem Feuerdeck, dem Kolben als auch mit der unte-
ren Zylinderwand, die keinen direkten Warmeeintrag infolge der Verbrennung erfahrt,
konduktiv in Verbindung. Auf die verschiedenen Moglichkeiten der Modellierung der
Zylinderwand wird in Kapitel 3.3.2 detaillierter eingegangen.
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Damit im Rahmen eines thermischen Motormodells Temperaturen der Motorstruktur,
des Kiihlmittels und des Motorols berechnet werden kénnen, miissen gemafl der obigen
Modellbeschreibung entsprechende Warmestrome dem thermischen Mehrmassenmo-
dell zu- bzw. abgefiihrt werden. Diese Grolen werden iiber die Co-Simulationsplattform
von den betreffenden benachbarten Systemen bereitgestellt. Dazu zahlen neben den
aus der Verbrennung resultierenden Wandwarmestréomen zum Zylinderkopf, zur Zylin-
derwand und zum Kolben auch die Warmestrome, die sich in Abhéngigkeit der Kanal-
wandtemperaturen im Einlass- bzw. Auslasskanal ergeben. Dartiber hinaus muss der
Warmeaustausch zwischen der Motorstruktur und dem Kiihlmittel sowie mit dem Mo-
tordl berticksichtigt werden. Der warmewirksame Anteil der Reibleistung wird eben-
falls als zusétzlicher Wéarmeeintrag an verschiedenen Positionen des thermischen Mas-
senmodells berticksichtigt. Schliefllich muss die konvektive Warmeiibertragung von den
verschiedenen Motoroberflichen an die durch den Motorraum stromende Luft berech-
net werden. Folglich entscheidet die Modellierungsqualitat der einzelnen Systeme tiber
die erreichbare Modellgiite des gesamten thermischen Motormodells.

3.3.2 Wandtemperaturmodell

Nachdem im vorherigen Kapitel die Modellierung der brennraumfernen Motorstruk-
tur vorgestellt wurde, folgt in diesem Abschnitt die Beschreibung der brennraumnahen
Motorstruktur, die sowohl im direkten Warmeaustausch mit dem Verbrennungsgas als
auch mit dem Kiihlmittel steht. Fiir die Berechnung des Wandwéarmestroms auf Basis
des Newton’schen Ansatzes sind geméaf3 Gleichung 3.7 neben der Kenntnis des gassei-
tigen Warmeiibergangskoeffizienten aw (), der Brennraumoberflichen Ay ;(¢) sowie
der Gastemperatur 7'(¢) auch die Brennraumwandtemperaturen an den Oberfléchen
Tw,; des Zylinderkopfes, des Kolbens und der Zylinderwand zwingend notwendig. Die-
se dirfen insbesondere im Kontext einer Motorwarmlaufsimulation nicht als konstant
angesehen werden, obwohl die Gastemperaturen viel héhere Werte im Vergleich zu
den Brennraumwénden annehmen. Dartiber hinaus zeigen Analysen der auftretenden
Biot-Zahlen, dass durchaus Betriebszustande auftreten konnen, die eine Vernachléssi-
gung der Temperaturgradienten innerhalb der brennraumbegrenzenden Wande nicht
gestatten.

Aus diesem Grund werden im Rahmen dieser Arbeit drei verschiedene Modellierungs-
ansatze vorgestellt und hinsichtlich ihrer Eignung zur Umsetzung im Rahmen einer Co-
Simulation diskutiert. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 3.5 die untersuchten
Wandtemperaturmodelle am Beispiel der Zylinderwand (ZW). Modellierungsansatz 1
stellt aufgrund der Ortsunabhéngigkeit der Temperatur den einfachsten Fall dar, wo-
hingegen bei Modellierungsansatz 2 und 3 die Zylinderwandtemperatur sowohl vom
Ort als auch von der Zeit abhéngt. Im Folgenden werden die drei Modellierungsansétze
naher erlautert und deren mathematische Umsetzung detailliert beschrieben.
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Modellierungsansatz 1 Modellierungsansatz 2 Modellierungsansatz 3
1_Zy\ ________________ TZ _______________
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Abbildung 3.5: Untersuchte Ansétze zur Berechnung des instationdren Temperaturprofils
in der Zylinderwand (ZW)

Modellierungsansatz 1  Hierbei wird davon ausgegangen, dass das Wandtempera-
turprofil geometrisch homogen ist. Dies bedeutet, dass sich die berechnete Temperatur
ausschlieBlich iiber der Zeit andert, jedoch keinen rdaumlichen Gradienten besitzt. Diese
Vereinfachung erleichtert die Handhabung deutlich. Die Anderung der inneren Energie
der Struktur kann wie folgt beschrieben werden:

. . 1 . .
pAwoc,— = Qw — Qrm + = Preivkotbencszw — Qzweozk — Qzwozwy  (3.21)
dt

2
Es gilt zu beachten, dass aufgrund der Annahme eines homogenen Wandtempera-
turprofils kithlmittelseitig eine zu hohe Wandtemperatur prognostiziert wird. Die Be-
rechnung des Kiihlmitteltemperaturverlaufs kann in diesem Fall nur noch mit einer
Korrektur des kithlmittelseitigen Wérmetbergangskoeffizienten (axas korr) gelingen.

Modellierungsansatz 2 Wenn neben dem zeitlichen auch der geometrische Tem-
peraturgradient beriicksichtigt werden soll, bietet der zweite Modellierungsansatz zwei
verschiedene Losungen, die sich in Abhéngigkeit der gewiinschten Detaillierungstiefe
der Zeitskalen unterscheiden. Die Losungen werden dabei von der Wahl der Randbe-
dingungen bestimmt. So empfiehlt sich die Verwendung der Randbedingung 2. Art,
wenn die iiber ein Arbeitsspiel kumulierten Warmestromdichten an den Réndern vor-
gegeben werden. Die Randbedingung 3. Art beriicksichtigt zu jedem Zeitpunkt die
momentan ausgetauschte Warmestromdichte. Die Losung erfasst demnach auch die
Temperaturschwingungen innerhalb der Wand iiber ein Arbeitsspiel. Im Gegensatz zu
anderen Arbeiten, bei denen die Temperaturschwingung im stationdren Betrieb von
Interesse ist, wird die Losung dieses Problems zusatzlich erschwert, da die Randbe-
dingungen auf beiden Seiten dynamisch sind und die Annahme eines halbunendlich
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ausgedehnten Korpers unter Verwendung einer Dirichlet’schen-Randbedingung (Rand-
bedingung 1. Art) nicht zuléssig ist. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass der
Urheber der Berechnungsvorschrift des innerzylindrischen Wérmeiibergangskoeffizi-
enten (vgl. Gleichung 2.37) in der Formulierung seines empirischen quasistationiren
Ansatzes von einem o6rtlichen Mittelwert der Wandtemperatur ausgeht und dessen
zeitliche Veranderung als vernachléssigbar ansieht. In Kombination mit dieser Vermu-
tung empfiehlt sich die Anwendung der Randbedingung 2. Art fiir die Berechnung
der Zylinderwandtemperatur. Dennoch wird im Rahmen dieser Arbeit ebenfalls die
Losung fiir die Anwendung der Randbedingung 3. Art vorgestellt, mit der unter Be-
riicksichtigunger physikalischer Anséitze [45] zur Beschreibung des gasseitigen Wér-
meiibergangskoeffizienten, die auf den hochinstationdren Charakter der motorischen
Waérmeiibertragung hinweisen, gearbeitet werden kann.

In der prinzipiellen Vorgehensweise sind beide Losungswege identisch. Sie kann in sechs
Stufen gegliedert werden und wird im Folgenden naher beschrieben:

1. Differentielle Energiebilanz
Die Anderung der inneren Energie in x-Richtung an einem Element der Dicke
dzx unter Berticksichtigung der Annahme, dass die Dichte p, die Flache A und
die spezifische Warmekapazitat ¢, in x-Richtung konstant sind, lautet:

oT : .
pAcpadx = Qs — Quids (3.22)

wobei nach dem Fourier’schen Gesetz

. ar
e = —AA— 3.23
0 - (323)
gilt, sofern ?TZ dem Temperaturgradienten normal zu einer Fléche mit konstanter
Temperatur entspricht. Fir ,,4, ergibt sich nach einer Taylor-Entwicklung
unter Vernachlissigung aller Glieder hoherer Ordnung (O,er = 1):

oT 0 oT
pAcpadx = " (—)\Aaxd:c> (3.24)

Unter der Annahme, dass sowohl die Warmeleitfahigkeit \ als auch die Flache

A keine Anderung in x-Richtung erfihrt, fithrt Gleichung 3.24 nach Einfithrung

der Temperaturleitfihigkeit a = p% sowie der Ubertemperatur! © zu einer pa-
P

n vielen Fillen empfiehlt sich die friihzeitige Einfiihrung einer Ubertemperatur. Dies erleichtert
einerseits die Formulierung der Randbedingungen und vereinfacht im spéateren Verlauf die Hand-
habung der Losung. Des Weiteren kann die Einfithrung einer Ubertempertur zu einer Homogeni-
sierung der Differentialgleichung fiihren, so dass partikuldre Losungen vermieden werden kénnen.
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rabolischen partiellen Differentialgleichung zweiter Ordnung (Fourier’sche Diffe-

rentialgleichung):

9 o1y - P oty =0 (3.25)
815 x, aaxz Z, = .

wobei © wie folgt definiert ist:

O(z,t) =T(x,t) —Tp (3.26)

. Definition der Anfangs- und Randbedingungen

Fir die Anfangsbedingung des Temperaturprofils gilt:
Ox,t=0)=60y=0 V =z (3.27)

wobei bei der Wahl der Randbedingungen zwischen der Randbedingung 2. Art
(Neumann) und der Randbedingung 3. Art (Newton und Fourier) unterschieden
werden muss. Bei der Randbedingung 2. Art muss die Warmestromdichte an den
Randern der Wand bekannt sein, so dass folgender Zusammenhang gilt:

0 _ Qw

P | Qxwm
%@(3: =0,t) = +)\AW (3.29)

Unter Verwendung der Randbedingung 3. Art kénnen die Warmestromdichten
im Fluid und in der Struktur an den Réndern in Zusammenhang gebracht wer-
den. Die Randbedingungen lauten

0 oy
ag@(x =0,t) = +5"(0(x =0.1) ~ Ogus) (3.30)
5 O =01) = —=F(6(x=01) ~ Oxn) (3.31)

wobei A die Warmeleitfahigkeit der Struktur beschreibt.

. Laplace-Transformation

Nachdem sowohl die Differentialgleichung als auch die Anfangs- und Randbe-
dingungen der Warmeleitungsfragestellung eindeutig bestimmt sind, wird die
Differentialgleichung in den Laplace-Bildbereich transformiert. Dazu wird die
Definition der Laplace-Transformation auf die partielle Differentialgleichung 3.25
angewandt, um aus der Originalfunktion ©(z,t) die Bildfunktion u(z, s) zu er-
halten:

u(z,s) = 2{O0(x, 1)} = / Oz, t)e*tdt (3.32)
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GeméB der Giiltigkeit folgender Satze [30,121]:

00 :
<z {at} = s£{0} -0y =su— %1_1}6 O(x,t) (3.33)
9?0 0*u

kann die partielle Differentialgleichung zweiter Ordnung in eine gewthnliche Dif-
ferentialgleichung zweiter Ordnung tiberfiithrt werden

— —pu=0 (3.35)

wobei die Anfangsbedingung (Gleichung 3.27) bereits beriicksichtigt ist und fol-
gender Zusammenhang eingefithrt wurde:

p= \/j (3.36)

Bevor Gleichung 3.35 gelost werden kann, miissen die Randbedingungen eben-
falls vom Originalbereich in den Laplace-Bildbereich transformiert werden.

. Transformation der Randbedingungen

Die Randbedingungen 2. und 3. Art (vgl. Gleichungen 3.28—3.31) werden gemaf
der Definition und den Vorschriften aus den Gleichungen 3.32—3.34 ebenfalls
transformiert. Dies fithrt im Falle der Randbedingung 2. Art zu:

d . _ _ Qw
%u(x =0,s) = Aohs (3.37)
d . _ _ |, Qxum
%u(x =4,8) = +Aw)\8 (3.38)
Die Transformation der Randbedingungen 3. Art fithrt zu:
d - o aw ®G’as
@u(x =0,5) = + ) (u . ) (3.39)
d B QKM O
@u(x =0,5) = 5 (u : ) (3.40)

Damit ist das Warmeleitungsproblem vollstandig im Laplace-Bildbereich be-
schrieben.
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5. Losen der Differentialgleichung

Die allgemeine Losung linearer Differentialgleichungen zweiter Ordnung mit kon-
stanten Koeffizienten [11] sowie deren Differentiation lauten:

u(x,s) = Cycosh(pzr)+ Cysinh(pz) (3.41)

ddu(:c,s) = Cypsinh(px) + Cop cosh(pzx) (3.42)
T

wobei nun mit Hilfe der bereits in den Laplace-Bildbereich transformierten Rand-
bedingungen (RB) die Gréfien Cy und Cy bestimmt werden miissen.

Diese ergeben sich unter Beriicksichtigung der Neumann’schen Randbedingungen
(vgl. Gleichung 3.37 und 3.38) zu:

Qw cosh(pd) + Qrm

r 4
C1 RB2 Art spA Ay sinh(po) (3.43)
CorB2AR = — Spcizw (3.44)

Unter Verwendung der Randbedingungen 3. Art (vgl. Gleichung 3.39 und 3.40)
ergeben sich die Gréflen € und Cy wie folgt:

Ocas X (cosh(p5) + S sinh(p5)) + O M

C At = 3.45
bRBSAr (p + L;ié“‘/’) sinh(pd) + <7O‘W+/\QKM) cosh(pd) ( )
(8 @ as
CQ, RB3.Art — u <Cl, RB3.Art — < ) (346)
PA S

Damit steht die Losung des instationdren Temperaturprofils der Brennraumwand
im Laplace-Bildbereich fiir zwei verschiedene Arten von Randbedingungen fest.

. Riicktransformation in den Originalbereich

Die oben vorgestellten Losungen beschreiben das Temperaturprofil als Funktion
der geometrischen Grofle x sowie des komplexen Frequenzparameters s. Gesucht
ist jedoch das Temperaturprofil als Funktion der geometrischen Grofie z sowie der
Zeit t. Um diese Losung zu bekommen, muss die inverse Laplace-Transformation
berechnet werden:

Y+ico
@(x,t):gl{u(x,s)}:;m [t syetas (3.47)
Y—1%00

Eine Alternative zur Integration iiber die komplexe Variable s bieten numerische
Inversionsverfahren. Im Rahmen dieser Arbeit wurde dazu das von de Hoog
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entwickelte und von Hollenbeck [37] umgesetzte Verfahren zur Berechnung der
inversen Laplace-Transformation gewéhlt.

Ein Vorteil der Laplace-Transformation besteht darin, dass die Losung der gewdhn-
lichen Differentialgleichung (Gleichung 3.41) nicht in ihrer Gesamtheit zuriick in den
Originalbereich transformiert werden muss. Diese Eigenschaft kann vor allem dann
interessant sein, wenn der zeitliche Temperaturverlauf nur an einer bestimmten Stelle
x von Interesse ist. Dazu kann bereits im Laplace-Bildbereich die Variable x durch
die gewiinschte Position ersetzt werden. Am Beispiel der Losung fiir den zeitlichen
Temperaturverlauf an der Oberfliche der Zylinderwandinnenseite (x = 0) wird dies
unter Beriicksichtigung der Randbedingung 2. Art (Wérmestromdichten als Randbe-
dingung) im Folgenden dargestellt. Gleichung 3.41 vereinfacht sich bei z = 0 zu:

Qw cosh(pd) + Qe
spAAy sinh(pd)

u(z =0,s) = C1rB2.Art = (3.48)

Geméf der Definition der Hyperbelfunktionen folgt daraus:

Qw (e” +e ) +2Q e P
u(zr =0,s) = [ il <3p>\AW (1)_ eQPI‘:)M} (3.49)

wobei der Bruch mit e erweitert wurde, damit der Nenner in eine binomische Reihe
entwickelt werden kann:

[QW (6p6 + e—p(i) + QQKM] €7p6

_ i —2ps | _—dps
u(z =0,s) v (1+e™ e ) (3.50)
QW (€p5+e—p5)+2QKM s 305 -
u(z =0,s) = oA ~(e PO 4 e7oP0 4 7P —|—) (3.51)

Fiir die Riicktransformation kénnen neben der Anwendung der Laplace-Inversion (vgl.
Gleichung 3.47) Korrespondenztafeln aus der Literatur verwendet werden. Darin sind
die Zusammenhénge zwischen héufig auftretenden Original- und Bildfunktionen aufge-
fithrt. Eine ausfithrliche Zusammenstellung jener ist in [11] zu finden. Um im Rahmen
dieser Arbeit auf Korrespondenztafeln zuriickgreifen zu konnen, bedarf es einer Zerle-
gung von Gleichung 3.51 in elementare Bildfunktionen:

Qw n 2Qw

=0 =
uz =0,5) SpAAw  spAAw

. 672])6 ef4p5 ef6p6
(7 et e 4 )

2Qxum
SpAAw

(e e ) (352)
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Unter Beriicksichtigung folgender Laplace-Transformationen

1 n! 4m 1

— S 3 it :
s COINNG mit n € N (3.53)
e 2 at - ¢ f 2v/at - ierf 75
_— g _— _— t .1 t fry
p” (\/_ ¢ - erfe(& )) at - ierfe(¢) mit & el
kann der zeitliche Verlauf der Ubertemperatur auf der Innenseite der Zylinderwand
Ow,; wie folgt angegeben werden:

(3.54)

2Qw [at | 4Qw
0(0,t) = A, \/» )\AW\/_nzllerfc 2n&)

QKM\/_Zlerfc 2n — 1)¢]  (3.55)

wobei erfc(§) die komplementére Fehlerfunktion und ierfe(§) die integrierte Fehlerfunk-
tion darstellen?. Schliellich kann nach weiterer Umformung von Gleichung 3.55 und
unter Beriicksichtigung der Definition der Ubertemperatur © gemif8 Gleichung 3.26
auf die tatsachliche Oberflaichentemperatur der Brennraumwandinnenseite Ty; ge-
schlossen werden, wobei T}, die Initialtemperatur darstellt:

4at

Tw T
wa(t) = o+)\

[QW ( \1/_ + Z jerfe( 2n§)> + QKMZjlierfc [(2n — 1)¢]

Modellierungsansatz 3 Im Modellierungsansatz 3 wird die gesamte Breite ¢ der
Zylinderwand in n Schichten der Dicke §/n diskretisiert, wobei jede Schicht ein geo-
metrisch homogenes Temperaturprofil besitzt. Bei einer geeigneten Wahl von n ergibt
sich ebenfalls ein iiber die gesamte Breite ¢ inhomogenes Temperaturprofil, so dass
sowohl der Wandwérmestrom Qyy, der Warmestrom von der Struktur zum Kiihlmit-
tel Qs als auch die Anderung der inneren Energie der Struktur Sy pAw cpdT
ohne Modifikationen des kiithlmittelseitigen Wérmetibergangskoeffizienten berechnet
werden kann. Ein weiterer wesentlicher Unterschied im Vergleich zum Modellierungs-
ansatz 2 ist, dass nun zuséatzlich ein Warmeaustausch mit dem Zylinderkopf, der Masse
Zylinderwand unten sowie der Wéarmeeintrag in die Motorstruktur infolge der Reibung
(vgl. Abbildung 3.4) beriicksichtigt werden kann, wobei angenommen wird, dass sich
die warmewirksame Reibleistung der Kolbengruppe gleichméfBig auf die Zylinderwand
und den Kolben verteilt.

’Die Losungen der Fehlerfunktionen sind in tabellarischer Form oder als Reihenentwicklungen in
entsprechender Fachliteratur zu finden. Auf die Angabe der Fehlerfunktionen sowie deren Zusam-
menhénge wird in dieser Arbeit verzichtet.
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Gemaf Abbildung 3.5 ergibt sich fiir die gasseitige Strukturschicht ¢ = 1 folgende
Energiebilanz:

6 dT; 1 1
— / aw () Aw (t) (Tzyu(t) —Th)dt + §PReib,Kolben<—>ZW

. . A
— Qzwiezr — Qzwiezwy — %AW(Tl —13) (3.56)

Fir die Strukturschichten zwischen den Réndern (2 < i < n — 1) muss folgende
Gleichung erfiillt werden:

0 dT; A

PAWﬁCpE = mAW (Ti—1 + T — 2T;) — QZVV,nHZK — QZVV,nHZVV,U (3.57)

SchlieBlich berechnet sich die Anderung der inneren Energie der kiihlmittelseitigen
Strukturschicht ¢ = n wie folgt:

0 di, : .
pAWﬁcpﬁ = —armAw(Th — Tem) — Qzwnozk — Qzwnozwu
A
—Aw(T,_1 — T, .
+5/n w(Th-1 n) (3.58)

Im Rahmen dieser Arbeit wurden verschiedene Diskretisierungsstufen untersucht, wo-
bei mit n = 10 ein sehr guter Kompromiss zwischen Ergebnisgenauigkeit und Rechen-
dauer gefunden wurde.

Vergleich der Modellierungsansatze

In diesem Abschnitt folgt ein Vergleich zwischen dem Modellierungsansatz 2 unter Be-
riicksichtigung des Wandwéarmestroms und der Warmeabnahme auf der Kithlmittelsei-
te (RB 2. Art) und dem Modellierungsansatz 3, bei dem die Zylinderwand mit n = 10
Schichten diskretisiert wurde. Dazu zeigt Abbildung 3.6 die Zylinderwandtemperatur
auf der Innenseite (brennraumseitig) des Zylinder fiir zwei verschiedene Fahrzyklen,
die in Kapitel 4.2 detailliert beschrieben sind. Im VDA 220 wird das Fahrzeug aus
dem Stand auf eine Geschwindigkeit von 50 km/h beschleunigt wobei die Umgebungs-
und Starttemperatur —20 °C betrigt. Nach Erreichen der Endgeschwindigkeit ist die
Motordrehzahl konstant, wobei der Lastpunkt des Verbrennungsmotors aufgrund sin-
kender Reibleistungen im Motor und Antriebsstrang asymptotisch abnimmt. Zu Be-
ginn des Temperaturverlaufs ist ein lokales Temperaturmaximum zu erkennen, das am
Ende des Beschleunigungsvorgangs auftritt. Die Temperaturberechnung unter Verwen-
dung des Modellierungsansatzes 2 ergibt hohere Temperaturen. Dies liegt zum einen
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Abbildung 3.6: Vergleich zwischen der Zylinderwandinnentemperatur mit Modellierungs-
ansatz 2 unter Beriicksichtigung der Randbedingungen 2. Art und Model-
lierungsanatz 3 mit n = 10 bei ¢ = 1

daran, dass bei diesem Ansatz die tatsidchliche Oberflichentemperatur berechnet wird,
da in Gleichung 3.55 die Bedingung x = 0 erfiillt wird, wohingegen beim Modellie-
rungsansatz 3 die Losung der Gleichung 3.56 und somit die Temperatur der inneren
Wandschicht mit einer Dicke von 0 /n dargestellt ist. Zum anderen wird bei der Tempe-
raturberechnung mit dem Modellierungsansatz 3 der Warmeaustausch mit dem Zylin-
derkopf sowie dem unteren Teil der Zylinderwand berticksichtigt. Diese Warmestrome,
die in den angefiithrten Fahrzyklen die Zylinderwand verlassen, verursachen eine stér-
kere Absenkung des zeitlichen Temperaturgradienten im Modellierungsansatz 3. Dies
kann mit der Herleitung der partiellen Differentialgleichung geméafl Gleichung 3.25,
dessen Losung das instationédre eindimensionale Temperaturfeld beschreibt, nicht be-
riicksichtigt werden. Darin kann lediglich der Anteil der warmewirksamen Reibung,
welcher der Zylinderwand zugeschrieben wird, mit dem Wandwarmestrom addiert wer-
den.

Der innerstadtische Realfahrzyklus (IRFZ) ist ein sehr transienter Fahrzyklus, der
durch hiufige und schnelle Anderungen des Motorbetriebspunktes charakterisiert ist.
Abbildung 3.6 ist zu entnehmen, dass der zeitliche Temperaturverlauf unter Verwen-
dung des Modellierungsansatzes 3 zwar ungleichformig ist, dies jedoch beim Modellie-
rungsansatz 2 viel ausgespragter ist. Diese Tatsache unterstreicht die beim VDA 220
aufgefithrte Erklarung, dass beim Modellierungsansatz 2 die Temperatur unmittelbar
an der Oberflache der Struktur berechnet wird, wohingegen die Berechnung der Tem-
peraturentwicklung mit dem Modellierungsansatz 3 mit einer grofferen Trégheit und
damit Dampfung des Temperaturfeldes einhergeht.

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass der Frage, welche der vorgestellten Model-
lierungsansatze geeigneter ist, die Frage nach der Qualitat der empirischen Berechnung
des innerzylindrischen Warmeiibergangskoeffizienten iibergeordnet ist und aus diesem
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Grund im Rahmen dieser Arbeit nicht ndher diskutiert wird. Demnach héangt die
Wahl des Modellierungsansatzes grundsatzlich von der eigentlichen Problemstellung
und dem verwendeten Wandwarmeiibergangmodell ab.

Als Entscheidungsgrundlage, die im Rahmen dieser Arbeit fiir die Wahl des Modellie-
rungsansatzes herangezogen werden kann, dient eine Sensitivitatsanalyse der Brenn-
raumwandtemperatur auf das Warmlaufverhalten des Fahrzeugs, siche Kapitel 5.2.
Mit den daraus gewonnenen Erkenntnissen wurde der Modellierungsansatz 3 fiir die
weiteren Berechnungen gewéhlt, die im Rahmen dieser Arbeit diskutiert werden.

3.4 Olkreislauf

Der Olkreislauf erfiillt im motorischen Betrieb mehrere Funktionen, wobei an die-
ser Stelle die Schmierung und die Motorstrukturkiihlung hervorgehoben werden. Im
Kontext einer thermischen Motorsimulation ist die Kenntnis des direkten Warmeaus-
tausches zwischen dem Motorol und der Motorstruktur sowie des Warmeaustausches
mit dem Kiihlmittel iiber den Motorolkiihler essentiell. Aus diesem Grund wurde im
Rahmen dieser Arbeit ein vereinfachtes Olkreislaufmodell entwickelt und in Flowma-
ster V7 modelliert, das die thermische Interaktion des Motorols mit dem Ventiltrieb,
der Kolbengruppe, der Kurbelwelle sowie dem Zylinderkurbelgehduse berechnet. Dar-
iiber hinaus wurde ein analytisches Modell des Motorolkiihlers erstellt und anhand
einer Messung abgestimmt. Der Aufbau des Olkreislaufmodells ist schematisch in Ab-
bildung 3.7 dargestellt.

= |
1 MOK |_0_| ZKG | MOK - Motorolkihler

KW - Kurbelwelle
IKW| I KOl I VT | KO - Kolben
I | | VT - Ventiltrieb
| I I ZKG - Zylinderkurbelgehause
‘ V i @ - Olpumpe

—-=> - Druckloser Rucklauf

Abbildung 3.7: Schematische Darstellung des Olkreislaufs

Der Olvolumenstrom durch die Olpumpe ist messtechnisch erfasst und in Abhéingig-
keit der Oltemperatur vor der Olpumpe sowie der Motordrehzahl in einem Kennfeld
abgelegt worden. Die Messungen stammen aus Schleppwarmlaufen mit einer Starttem-
peratur von —20°C bei den Drehzahlen 750 1/min, 1500 1/min, 2250 1/min und 3000 !/min
sowie Schleppmessungen bei Temperaturen von 35°C, 60°C, 90°C und 110 °C kondi-
tionierten Fluiden bei verschiedenen Drehzahlen, die vom Large Engines Competence
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Center (LEC) des Instituts fiir Verbrennungskraftmaschinen und Thermodynamik der
Technischen Universitit Graz durchgefithrt wurden. Das Olvolumenstromkennfeld ist
gemeinsam mit den einzelnen Messpunkten in Abbildung 3.8 dargestellt.
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’ 26.250-28.125
: 24.375-26.250

-30 22.500-24.375
| 20.625-22.500
18.750-20.625
16.875-18.750
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11.250-13.125
9.375-11.250
0 7.500-9.375
5.625-7.500

3.750-5.625
1.875-3.750
0.000-1.875

Abbildung 3.8: Olpumpenkennfeld zur Beschreibung des Olvolumenstroms in Abhingig-
keit der Motordrehzahl und Oltemperatur
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Der Olvolumenstrom wird, sofern die Motorélkithlerumgehung nicht aktiv ist, durch
den Motoroélkiihler geleitet und das Motordl erfihrt einen Wéarmeaustausch mit dem
Motorkiithlmittel. Der Motorélkiihler ist als Gegenstromwéarmetibertrager ausgefiihrt,
dessen Modellierung im Folgenden dargestellt wird. Dazu wird ein differentielles Fla-
chenelement der Groie dA an der Position x energetisch bilanziert [46]:

dQ =k (TOZ — TKM) Ciz4z = —mélcp’oldTOl = —mKMCpJ(MdTKM (359)

wobei k£ den Warmedurchgangskoeffizient darstellt. Aus Gleichung 3.59 folgt:

d(Ty, — T kdA
(Tor = Ther) . . (3.60)
TOl(x) - TKM('%.> me1C, 61 B MK M Cp, K M
Die Integration iiber die gesamte Stromungsstrecke 0 < x < L liefert:
T - T, ein
Ot — Thcin _ -1 (3.61)
TOl,ein - TKM,aus
wobei fiir A
mélcp,él
gilt und p das Verhaltnis der Warmekapazitatsstrome darstellt:
m C. A
po= 2t (3.63)

MK MCp, KM
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Mit Einfithrung der Betriebscharakteristik Z des Gegenstromwéarmeiibertragers

TKM ein — TKM aus
Z = : : 3.64
TKM,@Z'” - Tél,aus ( )

sowie Verwendung von Gleichung 3.63 unter Berticksichtigung des ersten Hauptsatzes
der Thermodynamik fiir stationére FlieBprozesse global iiber den Wéarmetibertrager
ergibt sich der am Motordlkiithler tibertragene Wérmestrom wie folgt:

1 — e_’f(l_ru')

Quox =2 - QMOK,max = méch,él(TOl,em — Tkt ein) -
Demzufolge wird der tibertragene Warmestrom in Abhéngigkeit von der Eintrittstem-
peraturdifferenz beider Fluide, den Wéarmekapazitdtsstromen und des Wéarmedurch-
gangskoeffizienten bestimmt. Dabei berechnet sich der Warmedurchgangskoeffizient &
aus einer Nusselt-Korrelation, der in Abhéngigkeit der auftretenden Reynolds- und
Prandtl-Zahlen beider Fluide mit einem mit Messungen abgestimmten Parameter kg
multipliziert wird.

Nachdem das Motorol aus dem Motorolkiihler stromt, erfolgt ein Warmeaustausch mit
der Motorstruktur sowie eine Aufteilung des Olvolumenstroms auf die Reibpaarungen
an der Kurbelwelle, Kolbengruppe und Ventiltrieb. Nachfolgend sammelt sich das
Motorél in der Olwanne, die als ideal gemischter Behélter angenommen wird. Die
Olwanne ist iiber einen konvektiven Wirmeverlust mit der Umgebung verbunden,
wobei der Warmeiibergangskoeffizient in Abhéngigkeit der Umgebungstemperatur und
der Fahrzeuggeschwindigkeit berechnet wird.

3.5 Kiihlkreislauf

Die Modellierung des Kiihlkreislaufs gliedert sich in die Abbildung der hydraulischen
und der thermischen Eigenschaften des Kiihlmittels. Im hydraulischen Modell des
Kiihlkreislaufs werden die Volumenstrome in Abhéngigkeit der auftretenden Druck-
verluste in sdmtlichen Verschlauchungen und Warmetibertragern sowie in den motor-
internen Kiihlkanalen berechnet. Dazu wird eine allgemeingiiltige Vorgehensweise er-
lautert, mit der der gesamte Betriebsbereich von 700 1/min bis 4000 1/min sowie —20°C
bis +110°C abgedeckt wird. Im thermischen Modell des Kiihlkreislaufs wird ebenfalls
eine im Rahmen dieser Arbeit entwickelte allgemeingiiltige Vorgehensweise vorgestellt,
mit deren Hilfe der konvektive Wéarmetibergang zwischen der Motorstruktur und dem
Kiihlmittel berechnet werden kann und gleichermaflen den geforderten Betriebsbereich
abdeckt.
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Von besonderer Bedeutung ist die Tatsache, dass beide Modellierungsansatze auf Er-
kenntnissen basieren, die a priori mit Hilfe detaillierter 3d-CFD Analysen generiert und
im Anschluss mit Hilfe einer Dimensionsanalyse unter Verwendung dhnlichkeitstheo-
retischer Anséitze abstrahiert wurden. Auf diese Weise gelingt es, beide physikalischen
Systeme in einer 1d-Softwareumgebung (Flowmaster V7) abzubilden. Die Anwendung
der entwickelten Ansitze zur Modellreduktionen (3d-CFD +— 1d-CFD) erlauben im
Rahmen einer Gesamtfahrzeugsimulation hohe Rechengeschwindigkeiten, ohne dabei
die Qualitat der Simulationsergebnisse zu mindern.

Die 3d-CFD Simulationen wurden mit der kommerziellen Software STAR-CD der
Firma CD-adapco in der Version 4.14 [72] durchgefithrt. Die Grundlagen der nu-
merischen dreidimensionalen Strémungssimulation werden im Rahmen dieser Arbeit
nicht ndher diskutiert. An dieser Stelle sei auf entsprechende Fachliteratur verwie-
sen [26,51,82,115,123]. In Abbildung 3.9 ist das Berechnungsvolumen dargestellt, das
fiir die Simulationsrechnungen diskretisiert wurde. Das verwendete Berechnungsgitter
beinhaltet samtliche motorinternen Kiihlkanéle im Zylinderblock und Zylinderkopf so-
wie die Verbindungselemente beider Zylinderbénke. Dartiber hinaus sind die Kiithlmit-
telaustritte zum Motordlkiihler, zum Abgasriickfithrungskiihler sowie zum Thermostat
modelliert.

Abbildung 3.9: Berechnungsvolumen des motorinternen Kiihlkreislaufs fiir die dreidimen-
sionale Stromungssimulation

Insgesamt verfiigt das Modell iiber ca. 8.14 Millionen Zellen. Als Turbulenzmodell
wurde das k—e—high Reynolds Modell herangezogen, wobei Standard-Wandfunktionen
[26,81,83,98] fiir die Beschreibung der Grenzschichtstromung berticksichtigt wurden.
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3.5.1 Hydraulik des Kiihlkreislaufs

Die Berechnung der auftretenden Volumenstromverteilung innerhalb des Kiihlkreis-
laufs muss bei verschiedenen Wasserpumpendrehzahlen im gesamten Temperaturbe-
reich gewéhrleistet werden. Dartiber hinaus miissen auch Veranderungen der System-
kennlinie aufgrund verdanderter Druckverlustverhéaltnisse im Kiihlkreislauf infolge vari-
ierender Ventilstellungen wie beispielsweise des Kopf-Block-Ventils, Getriebeolkiihlers
oder die Thermostatstellung berticksichtigt werden. Aus diesem Grund werden fiir ver-
schiedene Motordrehzahlen sowie Kiihlmitteltemperaturen 16 verschiedene 3d-CFD
Simulationen durchgefithrt, um die Druckverluste in diskreten Abschnitten des motor-
internen Kiihlkreislaufs zu bestimmen. Dabei wird zunéchst die Fluidtemperatur bei
T = 60°C konstant gelassen und die Volumenstrome entsprechend der Motordreh-
zahlen von 700 /min bis 40001/min variiert. Im Anschluss wird bei einer konstanten
Motordrehzahl die Fluidtemperatur von —20°C bis +110°C variiert. Die Randbedin-
gungen fiir die Simulation sind dabei die temperaturabhangigen Stoffeigenschaften des
Kiihlmittels sowie die Stromungsgeschwindigkeiten an den Eintritten der beiden Zylin-
derbénke sowie an den Austritten zum Motorolkiithler bzw. Abgasriickfithrungskiihler.
Die Stromungsgeschwindigkeiten stammen unter Beriicksichtigung der tatséchlichen
Stromungsquerschnitte aus 1d-CFD Simulationen, mit denen die Volumenstréme an
den entsprechenden Positionen vorab bestimmt wurden. Der Kiithlmittelvolumenstrom,
der aus dem Motor heraus vor die Wasserpumpe fithrt, wird nicht angegeben, sondern
mit einer flow split Randbedingung versehen, damit das System bestimmt ist. Dies
ist zuldssig, sofern die betroffene Randbedingung nicht mit einer Druckrandbedin-

gung kombiniert wird oder transiente kompressible Stromungen untersucht werden
sollen [72].

Der Nutzen aus den Ergebnissen der 3d-CFD Simulation ist zunéchst begrenzt, da
die berechneten Zusammenhéange zwischen den diskreten Druckverlusten innerhalb
des Kiihlkreislaufs und den auftretenden Teilvolumenstrémen nur fiir die gewéhlten
Motordrehzahl-Temperatur-Kombinationen vorliegen. Mit Hilfe einer Dimensionsana-
lyse gelingt es jedoch, die fluiddynamischen Zusammenhénge deutlich zu abstrahieren,
so dass mit einer anschliefenden Funktionsanalyse fiir jede mogliche Motordrehzahl-
Temperatur-Kombination innerhalb des Untersuchungsbereichs die Volumenstréme so-
wie Druckverluste berechnet werden kénnen. Dazu werden im Folgenden mit Hilfe der
Methode der Differentialgleichungen diejenigen dimensionslosen Kennzahlen hergelei-
tet, mit denen die Stromungsvorgange in den motorinternen Kiihlkanélen beschrieben
werden konnen.

Das stromungstechnische Problem wird durch die Erhaltungsgleichungen fiir Masse
und Impuls beschrieben, wobei in diesem Zusammenhang angenommen wird, dass die
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Stromung stationér, das Fluid inkompressibel und keine Beschleunigungskrifte (z. B.
Gravitation) erféhrt:

ou  Ov

oy =0 (3.66)
ou  Ou ap Pu | QPu
ov ov 8p v v

Um die Kennzahlen zu erhalten, die das Problem charakterisieren, werden zunéchst
die Variablen entdimensioniert, indem frei wéhlbare charakteristische Bezugsgrofien
herangezogen werden:

o v _p
T e YT P=ap
_ T _ Y -t
=75 Y=7 =7

Unter Berticksichtigung dieser Zusammenhénge konnen die Erhaltungsgleichungen in
entdimensionierter Form wie folgt formuliert werden:

ou Ov

oy = 0 (3.69)
2 - > 27 27
pus (-Ou  _ou\ — Apdp  nus (07w  O%u
D (uax Yo5) = Doz D2 \oam T ap (3.70)
2 - -~ = 25 25
PUs (O JOUN - ApOp | mus (070 070
D (uag‘g Y95) T "Day D \om  op (3.71)

Die gesuchten dimensionslosen Kennzahlen, mit denen sich geméfi der Methode der
Differentialgleichungen die hydraulischen Eigenschaften innerhalb des motorinternen
Kiihlkreislaufs abbilden lassen, ergeben sich, indem man die Druckkraft @ sowie die
Reibungskraft ‘53 auf die konvektive Trégheitskraft 25
Impulserhaltungsglelchung in x-Richtung ergibt sich:

2% Yezieht. Angewendet auf die

_du Ap 0p n 0*u

d*u
ou  Gouw_ _ 4p Op 3.72
Y9z T8 T T pud 07 ' puseD (a:i;2 * ag2> (3.72)
—— Hfl_/
Eu Re—

Als Ergebnis bleibt festzuhalten, dass die Euler-Zahl und die Reynolds-Zahl die Stro-
mungsbedingungen beschreiben.
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Die weitere Vorgehensweise zur Modellreduktion der Kiihlkreislaufhydraulik inner-
halb des gesamten Betriebsbereichs wird in Abbildung 3.10 am Beispiel des ersten
Stromungsabschnittes am Eintritt von Zyklinderbank 1 illustiert und im Folgenden
erklart.

' 0
Strdomungsgeschwindigkeit [m/s] 101 162 163 164 105
0 0625 125 1875 25 Re [-]

Abbildung 3.10: Berechnung der Euler- und Reynolds-Zahl in diskreten Strémungsab-
schnitten des motorinternen Kiihlkreislaufs zur Erstellung von Eu-Re-
Korrelationen

Zur Diskretisierung der Kiihlmittelstromung werden Schnittflichen orthogonal zur
Stromungsrichtung durch den Stromungsquerschnitt der Fluidzellen gelegt. Dabei wird
darauf geachtet, dass an den gewahlten Positionen die Stromung moglichst ausgebildet
ist und Totwassergebiete sowie Stromungsablosungen vermieden werden. Die exakten
Positionen der Schnittflachen kénnen frei gewahlt werden, wobei sichergestellt wer-
den muss, dass diese bei der Auswertung der verschiedenen Simulationen unverandert
bleiben. Des Weiteren sollten die Schnittflichen vor Verzweigungen bzw. nach Zu-
sammenfithrungen gelegt werden. Uber die durchstromte Fliche wird zundchst die
Totaldruckverteilung und im Anschluss der mittlere Totaldruck berechnet. Des Wei-
teren wird die Reynolds-Zahl in den jeweiligen Stromungsabschnitten berechnet, so
dass mit Hilfe der Druckdifferenz zwischen beiden Schnittflachen die Euler-Zahl mit
der Reynolds-Zahl korreliert werden kann (vgl. Abbildung 3.10, rechts). Dabei werden
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die Ergebnisse aller durchgefithrten 3d-CFD Simulation herangezogen. Auf diese Weise
ist nicht nur die Abhangigkeit der Stromungsgeschwindigkeit, sondern auch die Tem-
peraturabhingigkeit der Stromungsvorginge in den diskreten Stromungsabschnitten
beriicksichtigt. Diese Vorgehensweise kann gleichermafien fiir verzweigte Stromungen
verwendet werden. Dazu wird am Beispiel der Kiithlmittelhydraulik im Zylinderkopf
der Totaldruck tiber die drei Zu- und Abfliisse gemittelt.

Mit der entwickelten Methode kann die komplexe dreidimensionale Geometrie des
motorinternen Kiihlkreislaufs auf ein eindimensionales Rohrleitungssystem mit dis-
kreten Druckverlusten reduziert werden, das den vorab definierten Temperatur- und
Stromungsgeschwindigkeitsbereich abdeckt. In diesem Zusammenhang zeigt Abbil-
dung 3.11 das hydraulische Netzwerk des motorinternen Kiihlkreislaufs.

Eintritt Eintritt
Eu 01 Eu13
[l Bank 1 Bank 2 el

Abbildung 3.11: Schematische Darstellung des hydraulischen Netzwerkes im motorinter-
nen Kiihlkreislauf

Fir die Berechnung der Kiithlmittelhydraulik auflerhalb des Verbrennungsmotors wer-
den experimentell ermittelte Druckverlustkennlinien sémtlicher Wéarmeiibertrager, die
sich im Kiihlkreislauf befinden, herangezogen. Dazu gehoren der Motordlkiihler, der
Abgasriickfithrungskiihler, der Getriebedlkiihler, der Hauptwasserkiihler und der Hei-
zungswarmetauscher. Im Falle einer vierzonigen Klimatisierungsanlage miissen die
Druckverlustkennlinien des vorderen und des hinteren Heizungswéirmetauschers er-
mittelt werden. Die Verbindungselemente zwischen den einzelnen Kiihlkreislaufkom-
ponenten sind als Rohrleitungen in Flowmaster V7 modelliert.
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3.5.2 Thermik des Kiihlkreislaufs

Nachdem in Kapitel 3.2.1 und Kapitel 3.3.2 die Berechnung des gasseitigen Wér-
meiibergangs im Brennraum sowie die Berechnung der Brennraumwandtemperaturen
vorgestellt wurden, wird in diesem Kapitel eine neue Methode zur Modellierung des
kiithlmittelseitigen Wérmeiibergangs vorgestellt. Aufgrund des direkten Einflusses auf
die Kiihlmitteltemperaturentwicklung sowie auf den zeitlichen Verlauf der Brennraum-
wandtemperaturen und damit auf die Berechnung des innerzylindrischen Wandwér-
mestroms (vgl. Abbildung 3.5) muss die Berechnung des kithlmittelseitigen Wérme-
stroms insbesondere bei der Simulation des transienten Motorwarmlaufs sehr hohen
Genauigkeitsanforderungen gentigen. Aus diesem Grund ist fiir die Berechnung des
Kiihlmitteltemperaturverlaufs mit Hilfe einer transienten Simulation die Kenntnis der
Warmeiibergangskoeffizienten zwischen der Motorstruktur und dem stréomenden Kiihl-
mittel (vgl. Kapitel 2.3) entscheidend.

Durch die experimentelle Ermittlung der Warmetibergangskoeffizienten mit Hilfe von
Warmestromsonden konnen lokal giiltige Informationen iiber den konvektiven Wérme-
iibergang gewonnen werden. Der infolgedessen generierte Informationszuwachs ist als
auflerst gering zu bewerten, da dieser der willkiirlichen Positionierung der Messstellen
unterliegt. Die standige Weiterentwicklung moderner Gussverfahren erlaubt die Um-
setzung von motorinternen Kiihlkanalgeometrien sehr hoher Komplexitat, mit denen
die thermische Betriebssicherheit bei immer geringerem Materialeinsatz, und damit
Gewicht, erh6oht werden kann. Dieser Sachverhalt soll mit Hilfe von Abbildung 3.12
verdeutlicht werden. Dargestellt sind die berechneten Warmeiibergangskoeffizienten
an den wandnahen Zellen des verwendeten Berechnungsgitters. Durch die haufigen
Anderungen des Stréomungsquerschnitts ergeben sich unterschiedliche Stromungsge-
schwindigkeiten im Kiihlkanal, die wiederum sehr stark die Ausbildung der Stromungs-
und Temperaturgrenzschicht beeinflussen. Dies fiihrt insgesamt zu einer sehr inhomo-
genen Verteilung der auftretenden Warmetibergangskoeffizienten. Die Kenntnis dieses
physikalischen Zusammenhangs kann gezielt genutzt werden, um das Risiko der Ent-
stehung von Heifistellen im Hochlastbetrieb zu reduzieren, damit stets die thermische
Betriebssicherheit gewéhrleistet werden kann.

Die Herausforderung einer transienten Simulation besteht nun darin, dass die Berech-
nung der Warmeiibergangskoeffizienten den gesamten Motorbetriebsbereich abdecken
muss. Dies bedeutet, dass sowohl die Auswirkungen variierender Stromungsgeschwin-
digkeiten, bedingt durch sich stindig &ndernde Motordrehzahlen, als auch der Ein-
fluss der thermophysikalischen Eigenschaften, bedingt durch steigende Fluidtempe-
raturen, in der Simulation des Motorwarmlaufs beriicksichtigt werden miissen. Die
Tatsache, dass der durch die Prandtl-Zahl beschriebene Zusammenhang zwischen der
Stromungs- und Temperaturgrenzschicht keinesfalls vernachlassigt werden darf, wird
innerhalb dieses Kapitels begriindet. Die beschriebenen Anforderungen an die Mo-
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\Warmeubergangskoeffizient [W/(m?2K)]
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Abbildung 3.12: Verteilung der kiithlmittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten bei
ot = 1000 1/min und Ty = 90°C

dellierung des kithlmittelseitigen Warmeiibergangs bedingen erneut die Anwendung
der Ahnlichkeitstheorie. Dabei ist zu beachten, dass vorhandene &hnlichkeitstheoreti-
sche Anséitze zur Beschreibung des Warmetibergangskoeffizienten in Rohrstrémungen
aufgrund der Komplexitét der motorinternen Kiihlkanalgeometrie versagen [62] und
insbesondere bei transienten Warmlaufsimulationen nicht zugrunde gelegt werden soll-
ten.

Die im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Methode zur Beschreibung des kiithlmittel-
seitigen Warmeiibergangs ist allgemeingiiltig und kann bei allen wassergekiihlten Ver-
brennungsmotoren angewendet werden. Die Vorgehensweise gliedert sich wie folgt:

1. Dimensionsanalyse des Warmetransportphanomens im Kiihlkreislauf

2. Quantitative Ermittlung der Warmetibergangskoeffizienten beztiglich der domi-
nierenden Einflussfaktoren mittels 3d-CFD-Methoden

3. Funktionsanalyse zur dimensionslosen Beschreibung des konvektiven Warme-
transports

Dimensionsanalyse des Warmetransportphanomens
Nachdem die hydraulischen Eigenschaften des Kiihlkreislaufsystems mit Hilfe der Me-

thode der Differentialgleichungen (siehe Kapitel 3.5.1) beschrieben wurde, wird fir die
Bestimmung der dimensionslosen Kennzahlen, die den konvektiven Warmetibergang
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zwischen Motorstruktur und Kiithlmittel beschreiben, auf das Buckingham’sche II-
Theorem zurtickgegriffen. Dazu wird der in Kapitel 2.2 beschriebene allgemeingiiltige
Formalismus zugrunde gelegt.

Die ZielgroBe ist der Warmetibergangskoeffizient aix s, der einer GesetzmafBigkeit folgt,
die mafgeblich von folgenden Parametern abhangt:

OKM = f(u7d7 panvcpv)‘) (37?))

Das Warmeiibertragungsproblem lésst sich demnach durch k = 7 Parameter (Wérme-
iibergangskoeffizient ag s, Geschwindigkeit u, Durchmesser d, Dichte p, dynamische
Viskositét 7, spezifische Wéarmekapazitéit c,, Wéarmeleitfahigkeit \) der Menge P be-
schreiben, die wiederum auf r = 4 unabhéngige Basisgrofien (Masse M, Lange L, Zeit
T, thermodynamische Temperatur ©) zuriickgreifen. Die Dimensionsmatrix kann nun
wie folgt aufgelistet werden:

M L T ©
QKM +1 0 -3 -1
u 0O +1 -1 O
d 0 +1 0 0
p +1 -3 0 0
Ui +1 -1 -1 0
¢ 0 +2 -2 -1
A 1 +1 -3 -1

Es kann festgehalten werden, dass zur vollstandigen Beschreibung des Warmetiber-
tragungsproblems insgesamt k — r = 3 dimensionslose Kennzahlen benétigt werden
und damit eine Dimensionsreduktion von sieben dimensionsbehafteten Grofien auf
drei dimensionslose Gréflen moglich ist. Dies stellt eine sehr hohe Komprimierung der
bereitgestellten Informationen dar.

Im néchsten Schritt werden r = 4 Referenzparameter ausgesucht. Dabei ist zu beach-
ten, dass jeder einzelne Referenzparameter der Menge Q dimensional unabhangig von
den tiibrigen Referenzparametern sein muss. Hierzu werden willkiirlich, jedoch ohne
die vorher beschriebene Bedingung zu verletzen, folgende Gréflen aus der Dimensions-
matrix gewéhlt:

Q ={u,d,p,c,} C{axm,u,d,p,n,cp, \} =P (3.74)

Die erste Kennzahl kann nun ermittelt werden, indem eine nicht wiederkehrende Varia-
ble, also eine Variable der Menge P, die nicht zur Menge Q gehort, mit den wiederkeh-
renden Variablen aus der Menge Q multipliziert wird. Dabei miissen die Exponenten
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der wiederkehrenden Variablen so gewahlt werden, dass die zu berechnende Kenn-
zahl II; dimensionslos ist. Zur Bestimmung aller Kennzahlen muss dieser Vorgang fiir
die iibrigen wiederkehrenden Variablen wiederholt werden. Fiir die dimensionslosen
Kennzahlen IIy, II; und II3 ergeben sich folgende Zusammenhéange:

I, = agy-u™-d-p- cgl (3.75)
I, = n-u-d= p=. ng (3.76)
My = XA-u®-d®-p®. (3.77)

Die Dimensionsanalysen der Gleichungen 3.75, 3.76 und 3.77 fiihren auf jeweils ein
lineares Gleichungssystem, deren Losung die gesuchten Exponenten sind. Dies wird
am Beispiel von II; demonstriert. Dazu werden zunachst die auftretenden Basisgrofien
gemaf der Dimensionsmatrix zusammengefasst:

o) = g bl=% @M=L =7 lol=reg 679

Da die gesuchte Kennzahl IT; dimensionslos ist, gilt angelehnt an Gleichung 3.75 fol-
gender Zusammenhang:

MPLOTQ° = MT3e LT [ e -3 [Php—2hg=h (3.79)

woraus sich das lineare Gleichungssystem wie folgt aufstellen lésst:

0O 0 +1 0 ay +1 0
+1 +1 -3 +2 b1 0] 10
10 o0 2| |a|T|=3]" 10 (3.80)
0O o0 0 -1 dy -1 0
Daraus folgen die Exponenten a; = —1, by = 0, ¢; = —1 und d; = —1, die in Glei-

chung 3.75 eingesetzt werden miissen, um die dimensionslose Kennzahl II; bestimmen

zu konnen: N
_ 1 0 -1 -1 _ OxkmM
Iy =agy-u -d-p ¢ = wpe, = St (3.81)

Das gleiche Vorgehen muss fiir die Bestimmung der dimensionslosen Kennzahlen Il
und II3 wiederholt werden. Dies fithrt zu:

I, = —=— 3.82

? udp  Re ( )
A 1

. = = 3.83

’ udpc,  Pe (383)
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Damit steht das Ergebnis dieser Dimensionsanalyse fest und das untersuchte Wérme-
transportproblem ldsst sich durch die Stanton-Zahl, Reynolds-Zahl und Péclet-Zahl
vollstandig beschreiben:

St = ¥(Re, Pe) (3.84)

Beachtet man nun die Tatsache, dass die Stanton-Zahl das Verhéltnis aus Nusselt-Zahl
und Péclet-Zahl (St = %f) und die Péclet-Zahl das Produkt aus der Reynolds-Zahl

und Prandtl-Zahl (Pe = Re - Pr) darstellt, liee sich Gleichung 3.81 tiberfiihren in:

Nu = ¢(Re, Pr) (3.85)

Dies ist zulédssig, zumal die Funktionen ¥ und ¢ im Sinne einer Dimensionsanalyse
aquivalent sind, da deren Quotient zur Péclet-Zahl fithrt, die wiederum in beiden
Funktionen vertreten ist.

Quantitative Ermittlung der Warmeiibergangskoeffizienten

Aus einer Dimensionsanalyse, wie sie im vorherigen Abschnitt beschrieben wurde,
gelangt man zu der wichtigen Erkenntnis, durch welche Kennzahlen sich das zugrunde
gelegte Problem beschreiben lasst, aber nicht wie diese Kennzahlen miteinander in
Beziehung stehen. Einen Beitrag zur eigentlichen Losung des Problems kann solch
eine Analyse demnach nicht leisten. Dennoch ist dieser Ansatz bei vielen natur- und
ingenieurwissenschaftlichen Fragestellungen zu wihlen, da das Finden einer Losung
durch die Methode der Dimensionsreduktion erheblich erleichtert und in manchen
Fallen gar erst moglich gemacht wird.

Fir die quantitative Ermittlung der Warmeiibergangskoeffizienten wird das gleiche
3d-CFD Modell (vgl. Abbildung 3.9) zugrunde gelegt, das bereits in Kapitel 3.5.1
zur Anwendung kam. Dabei werden sowohl die temperaturabhéngigen Stoffdaten des
Kiihlmittels als auch dessen Stromungsgeschwindigkeiten an den Ein- und Austritten
als Randbedingung vorgegeben. Zur Reduktion weiterer Simulationsaufwéinde wird
empfohlen, dass fiir die Auswertung der Warmeiibergangskoeffizienten auf die gleichen
Ergebnisse zuriickgegriffen wird wie fiir die Berechnung der Stromungsverhaltnisse in
den motorinternen Kiihlkanélen.

In Tabelle 3.1 ist die Auswahl derjenigen Betriebspunkte dargestellt, fiir die 3d-CFD
Simulationen durchgefiihrt wurden. Zum einen variiert die Motordrehzahl bei einer
konstanten Fluidtemperatur (77 = 60°C) von 700 !/min bis 4000 !/min. Zum anderen
ist bei einer konstanten Motordrehzahl (np,; = 1500 }/min) die Fluidtemperatur von
—20°C bis +110°C variiert worden. Dariiber hinaus wurden vier zuséatzliche Validie-
rungspunkte berticksichtigt. Bei deren Auswahl wurde Wert darauf gelegt, dass die
Temperaturniveaus (10°C; 30°C; 90°C) in den vorangegangenen Simulationen nicht
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beriicksichtigt wurden. Bei dem Validierungspunkt, der mit den hochsten Reynolds-
Zahlen einhergeht, wurde mit der Wahl der Motordrehzahl (ny,; = 2250 1/min) si-
chergestellt, dass weder das Temperaturniveau noch die Motordrehzahl mit den vor-
angegangenen Simulationen iibereinstimmt. Dies dient der besseren Uberpriifung der
Genauigkeit der in diesem Kapitel beschriebenen Methode.

Tabelle 3.1: Berechnung der Wérmeiibergangskoeffizienten zwischen Motorstruktur und
Kiihlmittel fiir verschiedene Motordrehzahlen und Kiihlmitteltemperaturen
am Beispiel des Zylinderkopfes der Zylinderbank 1

-20°C 0°C 20°C 40°C 60°C 85°C 110°C

700 1/min

1000 */min %ﬁﬁ@g %ﬁ&
1250 !/min

1500 !/min %ﬁﬁ o
1750 1/min N

2000 */min s %&@
2500 1/min

3000 !/min

25 75 1 o
4000 Y | © 500 5000 500 0000 i@ E%g&

3500 Y/min WarmetUbergangskoeffizient [W/(m2K)]
| L1

Den 3d-CFD Ergebnissen kénnen am Beispiel des Zylinderkopfes der Zylinderbank 1
steigende Werte der auftretenden Warmeiibergangskoeffizienten mit zunehmender Mo-
tordrehzahl festgestellt werden. Dies war zu erwarten, zumal steigende Stromungsge-
schwindigkeiten mit hoheren Turbulenzen in der Stromungsgrenzschicht einhergehen.
Da insbesondere in Warmlaufsimulationen Temperaturveranderungen in grofleren Be-
reichen (von Starttemperatur bis zur stationdren Betriebstemperatur) auftreten, ist
die Veranderung der Wérmeiibergangskoeffizienten hinsichtlich der Kiihlmitteltempe-
ratur von groflem Interesse. Die Ergebnisse zeigen bei einer konstanten Motordrehzahl
ansteigende Werte der Warmeiibergangskoeffizienten mit steigenden Kiithlmitteltem-
peraturen. Fiir einen quantitativen Vergleich sowie fiir die im néchsten Abschnitt
durchzufithrende Funktionsanalyse folgt eine Extraktion und Mittelung der Wérme-
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iibergangskoeffizienten iiber sémtliche wandnahen Zellen des 3d-CFD Modells geméf3
Gleichung 3.86:

k

> i A
> A
=1

wobei k der Anzahl der wandnahen Zellen des untersuchten Stromungsabschnitts im
CFD-Modell entspricht. Die flachengemittelten Warmetibergangskoeffizienten am Bei-
spiel des Zylinderkopfes sind in Abbildung 3.13 dargestellt.

- 8] [—o—nMOt = 15001/min}
=
=
S
3
0 \ ‘ \ ‘ \ ‘ \ 0 T T T T T T
1000 2000 3000 4000 20 0 20 40 60 80 100 120
Mot [1/min] Tuwm [°C]

Abbildung 3.13: Flichengemittelter Warmeiibergangskoeffizient bei konstanter Kiithlmit-
teltemperatur (links) und konstanter Motordrehzahl (rechts) am Beispiel
der Kithlmitteldurchstromung durch den Zyklinderkopf

Mit Hilfe der flichengemittelten Warmetibergangskoeffizienten kann die maximale
Spreizung der auftretenden Wérmetibergangskoeffizienten bei einer konstanten Kiihl-
mitteltemperatur von T = 60 °C im untersuchten Drehzahlbereich mit 4.05 angegeben
werden. Die maximale Spreizung der Wérmeiibergangskoeffizienten bei einer konstan-
ten Motordrehzahl von 1500 1/min betragt im untersuchten Temperaturbereich 4.10.
Die Sensitivitaten der Motordrehzahl sowie der Kiithlmitteltemperatur hinsichtlich der
auftretenden Warmeiibergangskoeffizienten liegen demnach in der gleichen Grofien-
ordnung. Daher kann festgehalten werden, dass insbesondere im Kontext einer Warm-
laufsimulation des Verbrennungsmotors die thermophysikalischen Eigenschaften des
Kiihlmittels keinesfalls vernachlassigt werden diirfen.

Funktionsanalyse zur dimensionslosen Beschreibung des konvektiven
Warmetransports

Damit die im Rahmen von 3d-CFD Simulationen generierten Ergebnisse des kiihl-
mittelseitigen Warmeiibergangs innerhalb eines gekoppelten thermischen Gesamtfahr-
zeugmodells genutzt werden kénnen, miissen diese mit Hilfe &hnlichkeitstheoretischer
Ansatze in einen schnellrechnenden 1d-Code implementiert werden.
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Gemaf Gleichung 3.84 werden fiir die durchgefithrten 3d-CFD Simulationen die di-
mensionslosen Stanton-, Reynolds- und Péclet-Zahlen berechnet, wodurch auch un-
mittelbar auf die Prandtl-Zahl geschlossen werden kann. Die Reynolds-Zahl wurde
dabei stets auf einen frei gewahlten charakteristischen Duchmesser dj,q bezogen. Die-
ser betrigt etwa 35.68 mm und repréasentiert damit den Durchmesser einer kreisrun-
den Bezugsfliche Ap,q der GroSe 0.001 m?. Die bevorzugte Methode zur ErschlieBung
des Zusammenhangs zwischen der Stanton-Zahl und der Reynolds- und Péclet-Zahl
ist dadurch gekennzeichnet, dass die Stanton-Zahl zunéchst mit der Reynolds-Zahl
Stre = f(Re) korreliert wird, wobei dazu die Ergebnisse der Drehzahlvariation bei kon-
stanter Kiithlmitteltemperatur zugrunde gelegt werden. Im zweiten Schritt empfiehlt
es sich, die Abhéngigkeit der thermophysikalischen Eigenschaften als Funktion der
Prandtl-Zahl abzubilden, wodurch unter Verwendung der Ergebnisse der Kiihlmittel-
temperaturvariation bei konstanter Motordrehzahl der Zusammenhang f(tgg) = f(Pr)
folgt. Das Produkt dieser Korrelationen fiihrt schliellich zur dimensionslosen Be-
schreibung des kithlmittelseitigen Warmetibergangskoeffizienten. Fiir den im Rahmen
dieser Arbeit untersuchten Verbrennungsmotor ergeben sich die folgenden Stanton-
Korrelationen fiir den Zylinderkopf (ZK), das Zylinderkurbelgehéuse ohne Zylinder-
wand (ZKG) und die Zylinderwand (ZW):

. _ 0.076 1.013 4 —0.0563
ZK: St = — (Re™™® +0.45 - 10%) (1.073 — Pr ) (3.87)
. _ 0.00313 1.018 4 —0.5706
ZKG: S5t = (Re™™® +2.9-10") (1.092 — Pr ) (3.88)
0.0123
ZW: S5t = (0.01- Re" 41235 10") (0.561 — Pr~"™)  (3.89)

Unter Verwendung der vorgestellten Modellreduktion kann die konvektive Wérme-
iibertragung zwischen der Motorstruktur und dem Kiihlmittel in eine schnellrechnende
1d-Simulationsumgebung implementiert werden, wobei darauf geachtet werden muss,
dass die gleichen Bezugsgeometrien (dpyq, Anya) beriicksichtigt werden. Damit ist die
Ubertragbarkeit auf skalierte Motoren gegeben, wenn die geometrischen Skalierungs-
faktoren samt den in den Formeln berticksichtigen Potenzen beriicksichtigt werden.

Mit Blick auf die graphische Losung der in Gleichung 3.87 vorgestellten dimensi-
onslosen Beschreibung des Wérmeiibergangs im Zylinderkopf ldsst Abbildung 3.14
zwei wesentliche Schlussfolgerungen zu. Zum einen muss der Einfluss der Kiihlmittel-
temperatur auf die thermophysikalischen Eigenschaften des Kiithlmittels und damit
auf die Ausbildung der Temperaturgrenzschicht berticksichtigt werden. Zum ande-
ren beinhaltet Abbildung 3.14 ein Vielfaches an Informationen, verglichen mit den
beiden dimensionsbehafteten Funktionen, die in Abbildung 3.13 dargestellt sind, da
nun der gesamte Betriebsbereich aus Tabelle 3.1 abgedeckt wird und sich jegliche
Drehzahl-Temperatur-Kombinationen berechnen lassen. Demnach kann erst mit Hilfe
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Abbildung 3.14: Stanton-Zahl in Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl fiir verschiedene
Prandtl-Zahlen am Beispiel der Kiihlmitteldurchstromung durch den
Zylinderkopf

einer Dimensions- und anschliefender Funktionsanalyse der dimensionslosen Wérme-
iibergangskoeffizienten gemafl der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Methode im
gesamten Betriebsbereich der kithlmittelseitige Warmeiibergang in einem 1d-Code im-
plementiert und berechnet werden.

Zur Priifung der Qualitat der entwickelten dimensionslosen Zusammenhénge zur Be-
schreibung des konvektiven Warmeiibergangs zwischen der Motorstruktur und dem
Kiihlmittel werden die flichengemittelten Warmeiibergangskoeffizienten der vier iib-
rigen Validierungspunkte mit Hilfe von Gleichung 3.87 berechnet. Die Gegeniiberstel-
lung mit den Ergebnissen aus den 3d-CFD Analysen ist in Tabelle 3.2 am Beispiel der
Kiihlmitteldurchstromung durch den Zylinderkopf zusammengefasst.

Tabelle 3.2: Validierung der entwickelten Stanton-Korrelationen

3d-CFD 1d-CFD

TKM / Nparot OKM ZK OKM ZK rel. Abweichung
°C1 / [ I I (%]
10 / 1000 1.60 1.56 —2.50
30 / 2000 2.92 2.93 +0.34
90 / 1000 3.45 3.41 —1.16
90 / 2250 6.85 6.86 +0.15

Die grofite Abweichung tritt bei geringer Drehzahl und niedriger Temperatur auf.
Dabei wird der Warmetibergangskoeffizient um 2.5 % unterschétzt. Aufgrund der Tat-
sache, dass der insgesamt vom Verbrennungsmotor abgegebene Wérmestrom bei solch

63



3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

geringen Drehzahlen auf niedrigerem Niveau liegt, sind die Auswirkungen auf die Be-
rechnung der Kiithlmitteltemperaturentwicklung jedoch ebenfalls relativ gering. Bei
dem Validierungspunkt mit hohen Reynolds-Zahlen ist die relative Abweichung margi-
nal und betragt lediglich 0.15 %. An dieser Stelle sei nochmals darauf hingewiesen, dass
weder die Motordrehzahl noch die Kiithlmitteltemperatur dieses Validierungspunktes
bei den vorangegangenen 3d-CFD Simulationen beriicksichtigt wurde.

Zur Vertiefung der Thematik werden detaillierte Untersuchungen des Einflusses mog-
licher Modellierungsunschérfen des kithlmittelseiten Warmeiibergangs auf die Warm-
laufdauer sowie den Kraftstoffverbrauch in Kapitel 5.3 vorgestellt.

3.6 Motorraumdurchstromung

Die Kenntnis der Stromungsbedingungen durch den Motorraum ist im Rahmen einer
thermischen Co-Simulation des Verbrennungsmotors und des Fahrzeugs notwendig.
Die Umgebungsluft gelangt durch die Lufteintritte am Vorderwagen in den Motor-
raum und durchstromt den Kondensator des Kaltekreislaufs (Interaktion mit Kélte-
kreislauf), die Ladeluftkiihler (Interaktion mit Motorprozess) sowie den Hauptwasser-
kithler (Interaktion mit Kiihlkreislauf), bevor sie am Verbrennungsmotor vorbeistromt
(Interaktion mit Motorstruktur). Damit die auftretenden Wérmestrome zwischen den
einzelnen Systemen berechnet werden konnen, miissen die jeweiligen Luftmassenstrome
sowie Lufteintrittstemperaturen bekannt sein. Des Weiteren miissen die Betriebscha-
rakteristiken der entsprechenden Warmeiibertrager aus Messungen am Komponenten-
priifstand vorliegen.

Das verwendete Modell der Motorraumdurchstréomung ist in der kommerziellen Soft-
ware KULI der Fa. Magna Powertrain umgesetzt. Dabei wurden die tatsachlichen
Geometrien der relevanten Komponenten beriicksichtigt (vgl. Abbildung 3.15).

Abbildung 3.15: Eindimensionale Luftpfadmodellierung der Motorraumdurchstromung
(rechts) unter Berticksichtigung realer Geometrien (links)

64



3.7 Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum

Die Luftmassenstrome durch das Kiihlerpaket wurden vorab durch Messungen in ei-
nem Aeroakustik-Windkanal mit Grenzschichtabsaugung bestimmt. Dabei wurden die
Luftdurchsétze der einzelnen Liifter in Kombination mit Messungen am Komponenten-
prifstand abgeglichen. Die von der Fahrzeuggeschwindigkeit abhangigen Luftdurchsat-
ze durch das Kiihlerpaket werden in KULI berechnet, indem die luftseitigen Widerstéan-
de von Lufteintritten, Kondensator, Hauptwasserkiihler, Ladeluftkiihler, Liifterpaket,
Kiihlerliifter und des Verbrennungsmotors beriicksichtigt werden.

Zur Berechnung der Wérmeiibergiange in den Ladeluftkiihlern sowie im Hauptwasser-
kiithler sind dimensionslose Kennfelder hinterlegt, die in Abhéngigkeit der Reynolds-
Zahlen des aufleren und inneren Fluides zur Nusselt-Zahl fiihrt. Die Kennfelder sind
experimentell am Komponentenpriifstand ermittelt worden. Somit konnen die La-
delufttemperaturen sowie die Ladeluftmassenstrome vor den beiden Ladeluftkiihlern
vom Luftpfadmodell des Verbrennungsmotors und die Kiithlmitteltemperatur sowie
der Kithlmittelmassenstrom vom Kiihlkreislaufmodell an die Co-Simulationsplattform
iibergeben werden. Das Modell der Motorraumdurchstromung greift auf diese Varia-
blen zu, berechnet die Warmestrome an den entsprechenden Warmeiibertragern und
iibergibt die Austrittstemperaturen der Ladeluft sowie des Kiihlmittels an die Co-
Simulationsplattform, wo sie wiederum vom Luftpfadmodell des Verbrennungsmotors
bzw. vom Kiihlkreislaufmodell abgerufen werden. Ebenso steht die Lufttemperatur im
Motorraum nach dem Liifterpaket zur Verfiigung. Sie wird zur Berechnung der treiben-
den Temperaturdifferenz zwischen den verschiedenen Oberflachen des Verbrennungs-
motors und der Motorraumluft herangezogen. Fiir die Berechnung des konvektiven
Warmeiibergangs an der Motoroberfliche werden Nusselt-Korrelationen fiir ldngsan-
gestromte ebene Platten geméfl [66] unter Beriicksichtigung der realen Geometrien aus
CAD-Daten verwendet.

3.7 Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum

Die Modellierung des thermischen Verhaltens der Fahrgastzelle muss sehr hohen An-
forderungen gentigen, sofern Thermomanagementmafnahmen hinsichtlich ihrer Aus-
wirkungen auf den Insassenkomfort bewertet werden sollen. Dariiber hinaus ist ein
modularer Aufbau des Modells von zentraler Bedeutung, damit sich die Aussagekraft
nicht ausschliefllich auf eine bestimmte Fahrzeugkonfiguration beschréankt. Im folgen-
den Abschnitt wird zunédchst die Modellstruktur des Klimatisierungspfades und des
Fahrzeuginnenraums beschrieben, bevor auf die Modellkomponenten Heizungswarme-
tauscher, luftfithrende Kanéle, Frontscheibe und Fahrgastzelle genauer eingegangen
wird.

Der Aufbau des Submodells ist in Abbildung 3.16 dargestellt. Der Luftpfad des vorde-
ren Klimagerétes beginnt mit den vom Umgebungsmodell (Kapitel 3.10) iibergebenen
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GroBen Temperatur, Druck und relative Luftfeuchte. Durch die Position der Umluft-
klappe stellt sich das Verhéltnis zwischen Frischluft und rezirkulierter Luft ein, wobei
der Gesamtmassenstrom der Luftmischung durch die Gebldsespannung des Radial-
gebléses bestimmt wird. Der Verdampfer ist im Kaltekreislaufmodell integriert und
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Abbildung 3.16: Signalpfad des Luft- und Innenraummodells im Falle einer vierzonigen
Klimatisierungsanlage

damit formal nicht Bestandteil des Klimatisierungspfadmodells. Stattdessen sind ent-
sprechende Schnittstellen vorgesehen, so dass die Groflen Temperatur, Druck, relative
Luftfeuchte und Luftmassenstrom an die Co-Simulationsplattform tibergeben und von
dem Kaéltekreislaufmodell abgerufen werden kénnen. Gleiches gilt fiir den Luftzustand
nach Verdampfer. In Abhéngigkeit der Temperaturklappenposition erfolgt die Auftei-
lung des Gesamtmassenstroms in denjenigen Teil, der durch den Heizungswiarmetau-
scher und den elektrischen Zuheizer (PTC-Element) geleitet wird, und den restlichen
Anteil, der keine zuséatzliche Temperaturerhohung erfihrt. Hinter dem PTC-Element
werden die beiden Luftmassenstrome zusammengefiithrt. Die thermodynamische Mit-
teltemperatur ergibt sich aus dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik, wobei die
relative Luftfeuchte der Mischung aus der Massenerhaltungsgleichung des Wassers be-
rechnet wird. An dieser Stelle teilt sich der Gesamtmassenstrom auf die verschiedenen
luftfithrenden Kanéle, bevor die Luft tiber die Ausstromdiisen in den Innenraum ge-
langt. Der Luftanteil, der iiber die Hauptdefrosterdiisen in den Innenraum gelangt,
interagiert thermisch mit der Frontscheibe, die optional beheizt werden kann. Die
Klappenpositionen der Umluftklappe, der Temperaturklappe sowie der luftfithrenden
Kanale werden tiber das Klimasteuergeréit geregelt. Gleiches gilt fiir die PTC-Stufe
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sowie fiir die optional beheizbare Frontscheibe. Das Radialgebldse unterliegt einer
Austrittstemperaturpotenzial-Regelung (ATP-Regelung), die in Abhénigkeit der Tem-
peraturdifferenz zwischen der in den Innenraum einstrémenden Luft und der Umge-
bung den Luftdurchsatz regelt, um das Behaglichkeitsempfinden der Insassen positiv
zu beeinflussen.

Der Luftpfad des hinteren Klimagerétes bezieht keine Frischluft aus der Umgebung.
Das Geblése saugt Luft aus dem Innenraum an, beheizt diese im hinteren Heizungs-
warmetauscher und fiihrt die Luft iber mehrere luftfithrende Kanéle zuriick in die
Fahrgastzelle. Die Regelung der Geblédsespannung sowie der Klappenpositionen erfolgt
ebenfalls iber das Klimasteuergerat.

Samtliche Submodelle, die im Klimatisierungspfad- und Innenraummodell hinterlegt
sind, sind allgemeingiiltig. Demnach kann fiir verschiedene Klimagerite und jedes
Fahrzeug unterschiedlicher Fahrzeugklassen die Temperatur- und Feuchteentwicklung
berechnet werden. Dazu miissen fiir die Simulation lediglich die Parametersatze fiir das
zu untersuchende Fahrzeug beriicksichtigt werden. Im Folgenden werden die physika-
lischen Zusammenhange der Systeme Heizungswarmetauscher, luftfithrende Kanéle,
elektrisch beheizbare Frontscheibe und Innenraum néher erlédutert.

3.7.1 Heizungswarmetauscher

Die Heizungswérmetauscher im vorderen und hinteren Klimatisierungspfad sind Kreuz-
Gegenstromwarmetauscher und besitzen damit eine ahnliche Charakteristik. Demnach
geniigt die Modellierung einer einzigen Warmetauscherkomponente, die dann hinsicht-
lich ihrer Geometrie und Warmeaustauschcharakteristik in Abhéangigkeit ihrer Position
im Heizkreislauf parametriert werden muss. Die beiden Heizungswarmetauscher stel-
len im Aufheizfall bei eingeschaltetem Geblise eine Wérmesenke fiir das Kiithlmittel
dar. Die Riicklauftemperaturen der Heizungswarmetauscher bestimmen die Kiithlmit-
teltemperatur am Motoreintritt, wovon wiederum die Kiihlmittelvorlauftemperatur
des Heizungswéirmetauschers abhangt. Demnach ist die korrekte Beschreibung der
Warmetauschercharakteristik fiir das Aufheizverhalten des gesamten Fahrzeugs we-
sentlich.

Ein differentielles Flédchenelement des Heizungswarmetauschers der Grofie dA = dxidxs
wird, wie in Abbildung 3.17 dargestellt, energetisch bilanziert [46]:

dQ = k(Tpup — Trar) dzrdas (3.90)
: ) dxy 0T,

dQ = _mLuftcp,LuftT; ailft d.fEl (391)
: . dxy 0Tk m

dQ = +mKMCp’KML71 axQ dl‘g (392)
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TLuﬂ,aus(XZ)

Y T Luft,aus,m
, dxfgqx2 A
TKM,ein—/';"'f i U I rhKM’TKM.aus
e,
L My T utein
v,

X,

Abbildung 3.17: Energiebilanzierung eines differentiellen Heizungswarmetauscherelements
der Grofie dA = dx1dzs

wobei L, und L, die Gesamtlange in Richtung der Laufvariablen x; bzw. x, darstellen.
Aus den obigen Gleichungen folgt, dass

. 1 aT‘Luft
k(Tru — T = —Mp, wft— 3.93
(Trupe — Trm) = —MpupeCp Luft o o (3.93)

Aufgrund von turbulenter Quervermischung ist die Kiithlmitteltemperatur unabhéngig
von der Laufvariablen zy, so dass Gleichung 3.93 entlang x; mit folgendem Ergebnis
integriert werden kann:

TLuft,aus(x2> — TKM<x2) — ox (_ kLILZ >

3.94
TLuft,e'in - TKM(':C2> ( )

mLuft Cp,Luft

Das Temperaturprofil des Kiihlmittels in Richtung x, ist unbekannt, so dass eine
weitere Energiebilanz entlang eines Segmentes mit dz; = Lq erforderlich ist. Als Er-
gebnis kann schliellich die Luftaustrittstemperatur als Funktion der Laufvariablen
x9 beschrieben werden. Fiir die weitere energetische Analyse des Systems wird die
restliche Luftfiithrung jedoch in Strémungsrichtung eindimensional betrachtet. Dem-
nach ist es erforderlich, die mittlere Austrittstemperatur heranzuziehen, die aus ei-
ner weiteren Integration entlang der Laufvariablen x, erhalten wird. An dieser Stelle
gilt es zu beachten, dass dieser Ansatz ausschliefSlich fiir einen eingdngigen Kreuz-
stromwarmetauscher Giiltigkeit besitzt. Fiir die Abbildung eines mehrgéngigen Kreuz-
Gegenstromwarmetauschers miissen mehrere Kreuzstromwérmetauscher in Serie ge-
schaltet werden. Fiir diesen Zweck wird in Gleichung 3.95 das Verhéaltnis der War-
mekapazitatsstrome sowie in Gleichung 3.96 die Betriebscharakteristik eines einzelnen
Gegenstromwarmetauschers eingefiihrt:

p = MuftCplupt (3.95)
MEMCp, KM
7 _ Truftein — TLuftaus (3.96)

TLuft,ein - TKM,ein
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3.7 Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum

Die Gesamt-Betriebscharakteristik eines Kreuz-Gegenstromwéarmetauschers kann dem-
nach beschrieben werden als [66]:

desamt =1- % (397)
1-7Z;

Schliefllich wird der Warmedurchgangskoeffizient k& mittels eines ahnlichkeitstheoreti-
schen Ansatzes in Abhéngigkeit der auftretenden Reynolds- und Prandtl-Zahlen be-
rechnet und mit einem durch Messungen abgestimmten Parameter ky multipliziert.

3.7.2 Luftfuhrende Kanale

Die Systemgrenze des Teilsystems Luftpfad beginnt im vorderen Klimatisierungspfad
nach dem PTC-Element bzw. am hinteren Klimatisierungspfad nach dem Heizungs-
wérmetauscher und endet an den Ausstromdiisen. Dariiber hinaus werden die Umluft-
pfade des vorderen und hinteren Heizkreises ebenfalls als luftfiihrende Kanéle model-
liert. Fiir alle Luftpfade gilt, dass der von der Luft zuriickgelegte Weg als Rohrstro-
mung modelliert wird, um den Warmeaustausch zwischen den luftfithrenden Kanélen
und der durchstromten Luft abbilden zu kénnen. Abbildung 3.18 zeigt die Positionen
der beiden Klimagerite sowie die Anordnungen der Luftfiihrungen im Fahrzeug.

) Defrosterdlsen
[éef_rtosterﬂu_sben Mannanstromer Mitte
eitenscheibe

Mannanstrémer links Vorderes Klimagerat

Ausstromer B-Saule

Ausstromer C-Saule

FuBraumausstromer

Vorderes Klimabedienteil

Mannanstromer Mitte

. . ) Fond FuBraumausstromer
Hinteres Klimagerat Fond

Hinteres Klimabedienteil

Abbildung 3.18: Luftfiihrende Kanéle der 4-zonigen Innenraumklimatisierung [64]
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Im Folgenden wird die Modellierung der luftfithrenden Kanéle allgemein formuliert.
Eine eindimensionale Energiebilanzierung entlang einer infinitesimalen Rohrlange er-

gibt in Anlehnung an Abbildung 3.19:

dx mricy

Abbildung 3.19: Energiebilanz der Luft in Stromungsrichtung bei einer Rohrstrémung

Die Losung dieser linearen Differentialgleichung erster Ordnung ergibt sich unter Be-
ricksichtigung der Randbedingung T'(x = 0) = T, ,gwr 2

a; U

T(x) = Tw,r + (Tpnawr — Twr)e "™ (3.99)

Demnach ergibt sich die Lufttemperatur an den Ausstromdisen wie folgt:

a; A

T’in = T(.Z' = L) = TW,R + (TL,nHWT — TM/’R)eilecl’ (3100)

wobei L die Lénge des Luftpades ist und i, = %, sofern sich der gesamte Luftmas-
senstrom my, in y geometrisch identische Luftpfade aufteilt.

Bevor die Temperatur der in den Innenraum einstromenden Luft berechnet werden
kann, ist zusétzlich die zeitliche Anderung der Luftrohrwandtemperatur Ty g zu be-
riicksichtigen. Es wird sowohl ein konvektiver Warmeaustausch mit der Umgebung
als auch ein Strahlungsaustausch beriicksichtigt, wobei die zeitliche Anderung der
Luftrohrwandtemperatur in axialer Richtung vernachléssigt wird (aTa% ~ 0). Eine
Analyse der auftretenden Biot-Zahlen unter Berticksichtigung der fiir dieses Wérme-
iibertragungsproblem in Frage kommenden Stromungsbedingungen innerhalb und au-
Berhalb der Rohrwéande ergibt, dass die radiale Temperaturdifferenz iiber die Rohr-
wande gegeniiber der Temperaturdifferenz zwischen der Strukturoberfliche und der
Freistromtemperatur vernachlassigt werden darf. Diese Tatsache begriindet einerseits

die geometrische Randbedingung A; ~ A, sowie die nulldimensionale Beschreibung
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3.7 Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum

der zeitlichen Temperaturanderung innerhalb der luftfithrenden Kanéle. Angelehnt an
Abbildung 3.20 fithrt die Energiebilanz zu:

(3.102)

Abbildung 3.20: Energiebilanzierung an der Wand eines luftfithrenden Kanals

Demnach ergibt sich eine energetisch gemittelte Fluidtemperatur von:

) a; A
Tor = Twr + (Tpaawr — Twr) - (ﬂ;éip) . {1 - 6_"”“0”} (3.103)

Nach Einsetzen von Gleichung 3.103 in 3.101 erhélt man die zeitliche Anderung der
Wandtemperatur:

dTwnr (mCP)L < __O‘iA)
R _ Tyniwr — Twg) (1 — ¢ e
dt (me)W ( LW WjR) ¢ ")

. {OCQA(TUmg — TW,R) + GAO'(Témg - T;}V,R)}

(3.104)

(mcp)W

wobei angenommen wurde, dass die Initialtemperatur der Rohrwand der Umgebungs-
temperatur entspricht (Tyw,g(t = 0) = Tymy). Dadurch ergibt sich der zeitliche Verlauf
der Rohrwandtemperatur Ty g(t). So kann unter Verwendung von Gleichung 3.100
auf die Innenraumeintrittstemperatur geschlossen werden. Damit Gleichung 3.100 voll-
standig gelost werden kann, muss der rohrinnenseitige Wéarmeiibergangskoeffizient «;
bestimmt werden. Dieser folgt aus der Nusselt-Zahl, die fiir verschiedene Stromungs-
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

formen berechnet wird. Die entsprechenden Nusseltkorrelationen fiir laminare, tran-
sitionelle und turbulente Rohrstromungen bei thermischem und hydrodynamischem
Anlauf sind dem VDI-Wérmeatlas [66] entnommen und werden fiir jeden luftfithren-
den Kanal berechnet.

3.7.3 Scheibenmodellierung

Aus Abbildung 3.16 geht hervor, dass ein Teil der Luft, die durch den vorderen Kli-
matisierungspfad stromt, mit der Frontscheibe im thermischen Austausch steht, bevor
sie zum Erwarmen des Innenraums beitragen kann. Dies betrifft ausschliefSlich den
Luftmassenstrom, der iiber die Hauptdefrosterdiisen in den Innenraum gelangt. Da-
mit der Warmeaustausch zwischen der optional elektrisch beheizbaren Frontscheibe
und der Innenraumluft berechnet werden kann, muss das Temperaturprofil innerhalb
der Scheibe bekannt sein, da eine Analyse der auftretenden Biot-Zahlen zeigt, dass
der Temperaturabfall iiber die Scheibe nicht vernachléssigt werden darf. In diesem
Zusammenhang zeigt Abbildung 3.21 den Aufbau der Frontscheibe, einen Ausschnitt
zur Erstellung einer differentiellen Energiebilanz sowie die Randbedingungen auf der
AuBen- und Innenseite der Frontscheibe. Die Scheibe hat eine Stérke von insgesamt

Abbildung 3.21: Energiebilanzierung der elektisch beheizbaren Frontscheibe (eFSH)

4.5mm und besteht aus drei Schichten. Die duflere Scheibenschicht hat eine Dicke
von 2.1 mm und die innere Scheibenschicht von 1.6 mm. Dazwischen befindet sich eine
dinne (0.8 mm), elektrisch beheizbare Folie.

Angelehnt an die obige Abbildung und unter Beriicksichtigung der in Kapitel 2.1 her-
geleiteten Differentialgleichung 2.14 wird unter Beriicksichtigung eines geometrisch
eindimensionalen Wérmeflusses die partielle Differentialgleichung zweiter Ordnung
aufgefiihrt, die das Warmeleitungsproblem der elektrisch beheizbaren Frontscheibe
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3.7 Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum

beschreibt. Dabei wird angenommen, dass sich die elektrische Last, die auf die beheiz-
bare Folie aufgepréigt wird, gleichméfig innerhalb des Folienvolumens verteilt.

d 9] o) :
p(:c)cp(x)a@(x,t) =5 <)\(ac)ax@(x,t)> + W(x,t) (3.105)
wobei © wie folgt definiert ist:
O(z,t) =T(x,t) — Tp (3.106)

Neben der Annahme, dass es sich bei der vorliegenden Fragestellung um einen eindi-
mensionalen Wérmefluss handelt und damit die Scheibe an den Réndern als adiabat
angenommen wird, beriicksichtigt die inhomogene partielle Differentialgleichung eine
weitere Annahme. Diese besagt, dass die Kriimmung der Frontscheibe vernachlassigt
wird. Aus diesem Grund kann die Differentialgleichung in kartesischen Koordinaten
formuliert werden. Trotz dieser Annahmen ist die analytische Losung dieses Problems
nicht darstellbar, da es sich um einen weitaus komplexeren Sachverhalt als die Beschrei-
bung des Temperaturprofils innerhalb der Zylinderwand handelt (vgl. Gleichung 3.25).
Dies liegt zum einen an der Tatsache, dass die Stoffeigenschaften nicht mehr konstant
sind, da sich diese fiir Folie und Glas unterscheiden. Dariiber hinaus muss mit W (x, t)
eine von Ort und Zeit abhangige volumetrische Warmequelle beriicksichtigt werden.
Aus diesem Grund wurde auf eine FE-Methode zuriickgegriffen, mit der die Frontschei-
be in 90 Schichten einer Dicke von 0.05 mm diskretisiert wurde. Die Ausbildung der
Temperaturprofile ist fiir zwei unterschiedliche elektrische Lasten in Abbildung 3.22
fiir einen Warmlauf aus —20°C dargestellt.

(—t=3s —1=30s t=60s
-19.5 0
S) | &) 1
2. 197 5 ) 5. . S &~ -8 ’ i T : ; o
8 < a re— >« L > 8 .
[0} [0}
5 -19.8 : %-12*/¥
= 1 = 1 8 8 8
19.9- RERRRES - - - DR 16 ¢ >
s I 1
‘200 ! \ ! ‘ T ‘ T ‘ -20 T ‘ T ‘ T ‘ T ‘
0 1 2 3 4 0 1 2 3 4
XScheibe [mm] XScheibe [mm]

Abbildung 3.22: Zeitliche Entwicklung des Scheibentemperaturprofils in Abhéangigkeit der
elektrischen Beheizung
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Ohne zusétzliche Beheizung der Frontscheibe (links) ist der Temperaturanstieg inner-
halb der Scheibe marginal. Die einzige Warmezufuhr stellt auf der Scheibeninnenseite
der konvektive Wéarmeaustausch mit der aus den Hauptdefrosterdiisen stromenden
Luft dar. Aufgrund der niedrigen Kihlmitteltemperatur ist diese Lufttemperatur je-
doch ebenfalls noch sehr gering. Das rechte Diagramm stellt das Temperaturprofil
innerhalb der Frontscheibe dar, wenn diese mit einer elektrischen Last von 700 W be-
aufschlagt wird. Es ist deutlich zu erkennen, dass das Temperaturmaximum im Bereich
der elektrischen Zuheizung liegt. Die Anhebung der Temperatur erfolgt ziigig iiber
das gesamte Scheibenprofil und die Scheibenbeschlagsgefahr sinkt rapide. Aus diesem
Grund ergeben sich Optimierungspotenziale der Innenraumaufheizung. Der Einfluss
einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe in Hinblick auf das thermische Verhalten des
Fahrzeuginnenraums sowie auf das Aufheizverhalten und den Kraftstoffverbrauch des
Verbrennungsmotor werden in Kapitel 6.1 detailliert untersucht.

3.7.4 Innenraum

Bei der Betrachtung des thermischen Verhaltens der Fahrgastzelle ist neben der Tem-
peraturentwicklung innerhalb dieses Systems auch der zeitliche Verlauf der Wasserbe-
ladung von groflem Interesse. Zusammen mit den Zustandsgrofien Druck und Tempe-
ratur kann zu jedem Zeitpunkt auf die relative Feuchte ¢ im Innenraum geschlossen
werden. In Kombination mit der Scheibentemperatur auf der Innenseite erlaubt dies
eine Beurteilung der Scheibenbeschlagsgefahr. Die Wasserbeladung x wird, zusétz-
lich zur Massenerhaltung, in der Energiebilanz berticksichtigt. Die Energiebilanz wird
folgendermaflen formuliert:

d . Nz
%(mLhL) = mLAh — aL—>WAW (TL(t) - TWJR(t)) + Trq, AF + o (3107)
wobei U die Anzahl der Insassen und ® = 100 W gemé$ [42] die Warmeabgabe pro

Person darstellt.

dmyp,
dt

dh T (t o dTy(t da(t i
deitL = mchL;t() +mpa(t)chy ;t( ) +mr di ) (7’0 + CngTL(t)) (3.108)

Unter der vertretbaren Annahme?, dass = 0 gilt, ergibt sich

3Da bei pr,Vr = const. und gleichzeitig sich &ndernder Innenraumtemperatur die Luftmasse im
Innenraum nicht konstant ist, wire es denkbar, diese Anderung in der Energiebilanz zu beriick-
sichtigen. Die Anderung der Luftmasse ist jedoch vernachlissigbar, da der Einfluss bei den hier
relevanten Zeitskalen sehr gering ist.
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Fiir die Temperaturanderung der Innenraumluft folgt daraus:

7

Y.

a5
= @- (3.109)

dt my, - (ch + x(t)cpgw)
mit:

Yy = (A (T — Tou) (3.110)
TQ = mLC;%/V(xinT’in_xoutTout) (3111)
Tg = mLTO(xin_xout) (3112)
T4 = —OéLﬁwAW (TL(t) - TI/V,IR(t)) (3113)
Y5 = 774, Ar (3.114)
Ts = Uo (3.115)
T7 = —my (T() + Cp‘({/VTL(t)) d(t ) (3116)

Aus den obigen Gleichungen ist ersichtlich, dass die mittlere Lufttemperatur im Innen-
raum vom zeitlichen Temperaturverlauf der innenraumbegrenzenden Wénde Ty, 1r(%)
abhéangig ist. Der Temperaturverlauf in den Wanden wird von deren Wéarmekapazité-
ten bestimmt, so dass eine weitere Energiebilanz der Wande und Fenster erforderlich
ist:

3
dTw,r(t) z; =i

= 3.117
dt (mep)wand ( )
mit:
El OéL_)WAW (TL(t) — TWJR(t» (3118)
EQ aa%WAWa (Tamb(t) - TI/V,IR(t)) (3119)
23 = qelapAp + awAw) (3.120)

Gleichung 3.117 berticksichtigt den konvektiven Warmeaustausch mit der Innenraum-
luft auf der Innenseite der Fahrzgastzelle sowie mit der Umgebung auf der Auflenseite.
Der innere Warmetibergangskoeffizient héngt dabei mafigeblich vom Luftmassenstrom
sowie den Klappenpositionen vor den luftfiihrenden Kanélen ab, wobei der duflere
Warmeiibergangskoeffizient von der Fahrzeuggeschwindigkeit dominiert wird.

Damit auf die letzte fehlende Grofle aus Gleichung 3.109 geschlossen werden kann,
muss die sich im Innenraum befindliche Wassermasse bilanziert werden:

dm,o
2 . . .
dt = MH,0,ein — M H30,aus + M H,0,Personen (3121)
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Mit
dmp,o _ i
dt  dt
und der Annahme aus Gleichung 3.107 folgt fiir die zeitliche Anderung der Wasserbe-
ladung:

(@(t)my) (3.122)

dx(t) |
= — in — v 12
dt my (mL(Iem xaus) + ) (3 3)

wobei Q = 508/n die Wasserdampfabgabe pro Person nach [31] darstellt. An dieser
Stelle gilt es zu beachten, dass Gleichung 3.123 ausschliefllich fiir ¢ <1 gilt.

Schliefflich ist das thermische Verhalten der Fahrgastzelle unter Berticksichtigung des
zeitlichen Verlaufs der Wasserbeladung durch das gekoppelte lineare Differentialglei-
chungssystem mit den Gleichungen 3.109, 3.117 und 3.123 vollstandig beschrieben und
das Klimatisierungspfad- und Innenraummodell kann an die Co-Simulationsplattform
gekoppelt werden. Untersuchungen, in denen das beschriebene Modell eingesetzt wur-
de, sind in [28,29] zu finden.

3.8 Antriebsstrang

Die Modellierung des Antriebsstrangs umfasst das Automatikgetriebe, Verteilergetrie-
be sowie das Vorder- und Hinterachsdifferential und gliedert sich grundsétzlich in die
drei Systemebenen Steuerungstechnik, Mechanik und Thermik.

In der steuerungstechnischen Systemebene wird die Wahl der Gangstufe bestimmt,
die von der Applikation des Fahrzeugherstellers abhédngig ist. Fir diese Arbeit wur-
de die Getriebesteuerung fiir die untersuchte Motor-Getriebe-Fahrzeug Kombination
vom Hersteller zur Verfiigung gestellt und wird im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter
diskutiert.

In der mechanischen Systemebene erfolgt in Abhangigkeit der gangstufenabhéngigen
Ubersetzung des Getriebes, des Verteilergetriebes sowie beider Differentiale (im Fol-
genden als Hauptkomponenten bezeichnet) unter der Voraussetzung, dass die Wand-
leriiberbriickungskupplung geschlossen ist, die Berechnung der Drehzahlen im gesam-
ten Antriebsstrang. Demnach ergibt sich unter der Berticksichtigung des dynamischen
Radhalbmessers ein direkter Zusammenhang zwischen der Motordrehzahl und der
Fahrzeuggeschwindigkeit. Die Drehmomentberechnung der Hauptkomponenten vom
Rad bis zum Getriebeeingang erfolgt ebenfalls in dieser Systemebene. Dazu ist die
Kenntnis der jeweiligen Verlustleistungen notwendig, die kennfeldbasiert bestimmt
wird. Eine wichtige Eingangsgrofie der Verlustleistungskennfelder stellt das Tempe-
raturniveau der entsprechenden Olhaushalte dar. Diese werden in der thermischen
Systemebene berechnet. Die mechanische Modellierung von Antriebsstréngen sowie
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die langsdynamische Modellierung von Pkw wurde bereits in mehreren Arbeiten aus-
fihrlich diskutiert. An dieser Stelle sei auf [32,38,61,77] verwiesen.

In der thermischen Systemenebene erfolgt die Temperaturberechnung in den vier
Hauptkomponenten des Antriebsstrangs. Diese Temperaturen sind von besonderem
Interesse, da sie simultan (vgl. Abbildung 3.23) in der mechanischen Systemebene
fiir die Berechnung der Verlustmomente der einzelnen Komponenten bendtigt werden.
Die in der mechanischen Systemebene berechneten Verlustleistungen der einzelnen
Systeme repréasentieren dabei die einzige Warmequelle, die zu einer Erwarmung der
Olhaushalte und der Strukturen fiihrt, wobei der Wirmeiibergang an die Umgebung
durch Strahlung und fahrzeuggeschwindigkeitsabhéngige Konvektion sowie die War-
meleitung zwischen benachbarten Komponenten des Antriebsstrangs ebenfalls bertick-
sichtigt wird. Neben der Getriebeeingangsdrehzahl, dem Getriebeeingangsmoment und
der eingelegten Gangstufe haben die Temperaturen der jeweiligen Olhaushalte einen
wesentlichen Einfluss auf die Verlustleistung der Antriebsstrangkomponenten und da-
mit auf die erforderliche effektive Leistungsabgabe des Verbrennungsmotors.

( ) ( )
TUmg To > < Nein
Temperaturmodell Verlustleistungsmodell f«—M,
VFzg —> < I:)Verlust Y
< <«<— Gangstufe
. J . »

Abbildung 3.23: Simultane Berechnung von Temperatur und Verlustleistung einer Kom-
ponente im Antriebsstrang

Die thermische Modellierung jedes der vier Hauptkomponenten im Antriebsstrang ba-
siert auf einem 2-Massen-Ersatzmodell. Dies bedeutet, dass fiir jede Komponente des
Antriebsstrangs zwei Warmekapazitéten (mc,) beriicksichtigt werden, die den Olhaus-
halt und die Struktur der entsprechenden Komponente darstellen. Die physikalische
Modellierung des Warmeiibergangs zwischen der Getriebestruktur und dem darin ent-
haltenen Getriebedl ist duflerst komplex und wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht
umgesetzt. Stattdessen wurden die Warmeiibergangskoeffizienten zwischen den beiden
Ersatzmassen mit Hilfe umfangreicher Versuchsergebnisse abgestimmt.

3.9 Motorreibung und Nebenaggregate

Nachdem mit den in Kapitel 3.8 beschriebenen Zusammenhéngen die Drehzahl des
Verbrennungsmotors bei geschlossener Wandleriiberbriickungskupplung sowie das ge-
forderte effektive Drehmoment berechnet wurden, miissen zur Bestimmung der Soll-
Last des Verbrennungsmotors zusatzlich die Motorreibung und die Leistungsaufnah-
me der Nebenaggregate berticksichtigt werden. Dabei ist zu beachten, dass die auf-
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tretende Motorreibung ebenfalls an das Motorstrukturmodell iibergeben wird, damit
der direkte Warmeeintrag infolge der Motorreibung ebenfalls beriicksichtigt werden
kann. Dazu zeigt Abbildung 3.4 auf Seite 36 schematisch die Reibungsanteile, die
dem Zylinderkopf, der Zylinderwand, dem Kolben und der Kurbelwelle zugefiihrt
werden. Demzufolge ist nicht nur der absolute Betrag der Reibleistung fiir das ther-
mische Motormodell relevant, sondern auch dessen Aufteilung auf die verschiedenen
Baugruppen® des Verbrennungsmotors von Interesse. In der Literatur sind viele Ar-
beiten vertreten, die sich mit der Modellierung der Motorreibung mit Hilfe mathe-
matischer Ansitze beschéftigt haben. Jedoch stehen die Autoren insbesondere bei
sehr tiefen Starttemperaturen vor der Schwierigkeit, die physiklischen Zusammen-
hénge tiber einen groferen Betriebsbereich fiir die einzelnen Reibpaarungen abzubil-
den [27,76,80,92,96,99,101, 103,108,111, 113].

Im Rahmen dieses thermischen Motor- und Gesamtfahrzeugmodells kommt kein Reib-
modell zum Einsatz, das die tribologischen Eigenschaften des Motoréls und der Struk-
tur physikalisch, halb-empirisch oder empirisch beschreibt. Stattdessen wird ein Kenn-
feld verwendet, das mit den Messergebnissen aus Reibleistungsmessungen bedatet wur-
de und demnach ausschliellich fiir den im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Verbren-
nungsmotor Giiltigkeit besitzt. Um die Aufteilung der Reibleistung auf die einzelnen
Baugruppen bestimmen zu kénnen, wurden die Messungen nicht nur fiir den Voll-
motor, sondern im Rahmen von Strip-Down-Messungen fiir einzelne Abbaustufen des
Verbrennungsmotors durchgefithrt. Die Messungen wurden am Large Engines Compe-
tence Center (LEC) des Instituts fiir Verbrennungskraftmaschinen und Thermodyna-
mik der Technischen Universitat Graz durchgefiihrt. Am Institut fiir Kolbenmaschinen
des Karlsruher Instituts fiir Technologie wurden weitere Messungen im befeuerten Be-
trieb [19] durchgefiithrt, um den Einfluss der Motorlast (thermisch und infolge steigen-
der Leistungsaufnahme der Hochdruckpumpe) auf die Reibleistung des untersuchten
Verbrennungsmotors quantifizieren zu kénnen. Eine ausfithrliche Beschreibung zur Er-
stellung von Reibleistungskennfeldern aus experimentell ermittelten Daten ist in [19]
und [130] zu finden.

In dem verwendeten Kennfeld sind die Versuchsergebnisse der Reibleistungsmessungen
zusammengefasst, so dass in Abhédngigkeit der berechneten Motorstrukturtemperatur
Tzw,u des Verbrennungsmotors sowie der Motordrehzahl und -last ein Reibmitteldruck
zur Verfiigung gestellt wird. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass das Mo-
tortemperaturniveau einen erheblichen Einfluss auf den Reibmitteldruck hat [1,117].
Demzufolge ist fiir die Bestimmung des Reibmitteldrucks aus Kennfeldern heraus eine
hohe Genauigkeit der in Kapitel 3.3, 3.4 und 3.5 berechneten Temperaturen essentiell.
Gelingt dies nicht, sind die vom Reibkennfeld ausgegebenen Werte fiir den Reibmittel-
druck unbrauchbar bzw. fithren zu ungenauen Ergebnissen der Warmlaufsimulation.

4Ventiltrieb inkl. Kettentrieb und Ausgleichswelle, Kolbengruppe, Kurbelwelle inkl. Olpumpe und
Unterdruckpumpe, Riementrieb inkl. Wasserpumpe
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3.10 Weitere Systeme zur Vervollstandigung des Gesamtmodells

Neben der motorinternen Reibung ist die Kenntnis der Leistungsaufnahme der Nebe-
naggregate notwendig. Der Generator wird mechanisch vom Verbrennungsmotor an-
getrieben. Die mechanische Leistung wird unter einem last- und drehzahlabhangigen
Wirkungsgrad in elektrische Energie gewandelt und dem Fahrzeugbordnetz zur Verfi-
gung gestellt. Ahnlich wie bei der Beschreibung der Motorreibung wird kein physikali-
sches Modell zur Berechnung des Generatorwirkungsgrades verwendet, sondern auf ein
am Komponentenpriifstand generiertes Wirkungsgradkennfeld zuriickgegriffen. Dieses
beschreibt in Abhéangigkeit der Generatordrehzahl sowie des Generatoreingangsmo-
mentes die abgegebene elektrische Leistung des Generators. Die Lenkhilfepumpe wird
mit einem konstanten Schleppmoment beriicksichtigt, da im Rahmen dieser Arbeit
keine Kurvenfahrten untersucht wurden. Sofern der Kéltekreis nicht aktiv ist, wird
der Klimakompressor iiber eine Kupplung vom Riementrieb getrennt. In diesem Fall
wird im Gesamtfahrzeugmodell keine zuséatzliche Last dafiir berticksichtigt.

3.10 Weitere Systeme zur Vervollstandigung des
Gesamtmodells

In diesem Kapitel werden drei weitere Modelle beschrieben, die fiir ein autonomes Fah-
ren des virtuellen Fahrzeugs berticksichtigt werden miissen. Dabei handelt es sich um
die Abbildung wesentlicher Funktionen des Motorsteuergerites, des virtuellen Fahrers
sowie der Umgebungs- und Randbedingungen. Diese fiir das virtuelle Fahrzeug not-
wendigen Systeme stehen nicht im Fokus dieser Arbeit, werden aber aus Griinden der
Vollstandigkeit kurz erlautert.

Motorsteuergerat

Zu den wichtigsten Funktionen des Motorsteuergerates innerhalb des verwendeten
Modells gehoren die Steuerung der einzelnen Einspritzzeitpunkte und -mengen pro
Arbeitsspiel und Zylinder, die Ladedruckregelung sowie die Regelung der Abgasriick-
flihrungsrate.

In Abhéngigkeit der Fahrpedalstellung und der Motordrehzahl erfolgt die Bestimmung
des effektiven Soll-Drehmomentes. Dabei wird in Abhangigkeit des Motortemperatur-
niveaus das zu erwartende Reibmoment dazu addiert. Uber eine Kennlinie wird das ge-
wiinschte Drehmoment in eine Gesamteinspritzmenge tiberfiihrt, bevor die Anzahl der
Einspritzungen sowie die Einspritzzeitpunkte und -mengen der einzelnen Einspritzun-
gen definiert werden. Die Form des Einspritzverlaufs ergibt sich dabei in Abhéngigkeit
des Raildrucks und der Einspritzdauer. Fiir ndhere Informationen zur Einspritzsteue-
rung und Raildruckregelung sei auf [68] verwiesen.
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3 Modellierung des Gesamtfahrzeugs

Der Ladedruck wird in Abhéngigkeit der Soll-Einspritzmenge und der Motordrehzahl
geregelt. Der Soll-Ladedruck bestimmt dabei die Position der Leitschaufeln des VTG-
Laders. Weitere Informationen sind in [71] zu finden.

Die Regelung der Abgasriickfithrungsrate erfolgt kennfeldbasiert in Abhéngigkeit der
gewtnschten Luftmenge im jeweiligen Betriebspunkt [68, 69] iiber ein AGR-Ventil.
Dariiber hinaus kann die gewiinschte AGR-Rate in Abhédngkeit des Motortemperatur-
niveaus verandert werden. Insbesondere mit Blick auf das thermische Verhalten des
Verbrennungsmotors kann der Abgasriickfithrungskiihler durchstromt oder umgangen
werden, wobei die Stellung des Bypass-Ventils wiederum von der Kiithlmitteltempe-
ratur abhangig ist. Wird das rezirkulierte Abgas nicht gekiihlt, ergeben sich hohere
Saugrohrtemperaturen und damit hohere Prozess- und Abgastemperaturen. Dadurch
steigt der Warmeeintrag in den Verbrennungsmotor sowohl iiber die Brennraumwénde
als auch tiber die Einlass- und Auslasskanéle und muss daher im thermischen Motormo-
dell berticksichtigt werden. Sobald das Kiithlmittel eine festgelegte Temperaturschwelle
iiberschritten hat, stromen Abgas und Kiihlmittel durch den Abgasriickfithrungskiih-
ler. Dadurch wird zwar die Saugrohrtemperatur gesenkt, jedoch erfolgt prinzipbedingt
ein hoher Warmeeintrag direkt in das Kiithlmittel. Der Abgasriickfithrungskiihler erfiillt
demnach nicht nur den Zweck der innermotorischen Emissionsreduzierung, sondern
auch als Abgaswarmetauscher. Diese Form der Abgasenthalpienutzung ist insbeson-
dere im Motorwarmlauf von grofier Relevanz.

Als weitere im Motorsteuergerit hinterlegte Funktion sei die Regelung der Leerlauf-
drehzahl erwahnt. Dieser geschlossene Regelkreis ist fiir einen autonomen Betrieb des
virtuellen Fahrzeugs ebenfalls notwendig. Die Leerlaufdrehzahl ist, wie auch im rea-
len Motorsteuergerat, vom Motortemperaturniveau und der Umgebungstemperatur
abhéngig. Dazu zeigt Abbildung 3.24 einen Ausschnitt der Leerlaufdrehzahl fiir den
gleichen Fahrzyklus, allerdings bei verschiedenen Motortemperaturen aufgrund unter-
schiedlicher Motorstarttemperaturen. Es ist zu erkennen, dass die Leerlaufdrehzahl
mit hoherem Motortemperaturniveau sinkt.
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Abbildung 3.24: Ausschnitt der Leerlaufdrehzahl bei verschiedenen Umgebungs- und Mo-
torbetriebstemperaturen im Warmlauf eines realen Fahrzyklus
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Fahrermodell

Der virtuelle Fahrer innerhalb des thermischen Gesamtfahrzeugmodells wird als PID-
Regler (Parallelschaltung) in MATLAB/Simulink implementiert. Die Differenz aus
Soll- und Ist-Geschwindigkeit stellt die Regelgroie dar, woraus die Fahrpedalstellung
als Stellgrofle resultiert. Diese wird an das Modell der Einspritzsteuerung des Motor-
steuergerates tiber die Co-Simulationsplattform iibergeben. Der virtuelle Fahrer erhalt
die Soll-Geschwindigkeit aus einer Datei, in der der zu fahrende Fahrzyklus samt Ho-
henprofil hinterlegt ist. Die Ist-Geschwindigkeit ergibt sich aus dem Antriebsstrangmo-
dell, nachdem aus den darin berechneten Zugkraften an den Radern der Vorder- und
Hinterachse unter Berticksichtigung der Fahrwiderstédnde die aktuelle Geschwindigkeit
des virtuellen Fahrzeugs aus der Integration der Fahrzeugbeschleunigung berechnet
wurde. Die Charakteristik des virtuellen Fahrers (moderat, sportlich, etc.) kann tiber
die frei wahlbaren Werte fiir das P-, I- und D-Glied eingestellt werden.

Umgebung und Randbedingungen

Im Rahmen dieser Arbeit wurde kein physikalisches Modell zur Beschreibung der
Umgebungsbedingungen verwendet. Stattdessen werden die Lufttemperatur, der Luft-
druck und die Luftfeuchtigkeit der Umgebung ebenso wie die auf das Fahrzeug wir-
kende Sonnenlast vorgegeben. Dabei koénnen auch zeitlich verdnderliche Profile der
aufgezahlten Umgebungsbedingungen vorgegeben werden, was insbesondere bei der
Simulation von Bergfahrten oder Langstrecken von Interesse ist. Sdmtliche Grofien
werden an die Co-Simulationsplattform tibergeben und stehen somit den verschieden-
sten Modellen global zur Verfiigung. Dartiber hinaus konnen zuséatzliche elektrische
Verbraucher berticksichtigt werden. Das zeitliche Profil einer elektrischen Zusatzlast
kann z. B. der Berticksichtigung der Fahrzeugbeleuchtung bei Nachtfahrten oder an-
deren Sicherheitssystemen im Sinne einer gesamtheitlichen Bewertung der Energieef-
fizienz von Fahrzeugen dienen. Die Werte der elektrischen Zusatzlast werden an die
Co-Simulationsplattform tibergeben und vom Bordnetzmodell abgerufen.
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4 Modellvalidierung

In diesem Kapitel wird die Giite des in Kapitel 3 vorgestellten Modells des virtu-
ellen Fahrzeugs iiberprift und bewertet. Dazu wurden im Rahmen dieser Arbeit in
einem Klimawindkanal mit Allrad-Rollen-Priifstand Messungen an einem Versuchs-
fahrzeug durchgefithrt. Der Versuchstriager und die verwendete Messtechnik werden
im Folgenden néher beschrieben. In Kapitel 4.2 werden die im Rahmen dieser Arbeit
verwendeten Fahrzyklen vorgestellt, bevor die Gegeniiberstellung der Messwerte mit
den Simulationsergebnissen unter verschiedenen Randbedingungen bei unterschiedli-
chen Fahrzyklen diskutiert wird.

4.1 Versuchstrager und Messtechnik

Die experimentellen Untersuchungen wurden an einem Versuchsfahrzeug (SUV) durch-
gefiihrt. Beim Verbrennungsmotor handelt es sich um einen V6 Dieselmotor mit Di-
rekteinspritzung, Abgasturboaufladung und gekiihlter Hochdruck-AGR. Fiir weitere
Informationen sei an dieser Stelle auf [6,7,41] verwiesen.

Als Getriebe wurde ein 8-Gang Wandlerautomat mit Uberbriickungskupplung einge-
setzt. Das Versuchsfahrzeug ist allradgetrieben und verfiigt neben einem Verteilerge-
triebe zur Momentenverteilung auf die beiden Antriebsachsen iiber ein Vorder- und
Hinterachsdifferential. Die Fahrzeugmasse betréigt inklusive Messtechnik, jedoch ohne
Fahrer, bei halb vollem Kraftstofftank mpg., = 2515kg. Der Luftwiderstandsbeiwert
wurde in einem Aeroakustik-Windkanal mit Grenzschichtabsaugung experimentell er-
mittelt.

Der Kiihlkreislauf ist gegeniiber der Serienkonfiguration modifiziert und in Abbil-
dung 4.1 schematisch dargestellt. Der Verbrennungsmotor verfiigt iiber ein Split-
Cooling-Konzept, das eine getrennte Kiihlung des Zylinderkopfes und Zylinderkurbel-
gehduses erlaubt. Die Steuerung der kiihlmittelseitigen Motordurchstréomung erfolgt
dabei vom Motorsteuergerédt durch ein Regelventil, das die Durchstromung des Motor-
blocks unterbinden kann [41]. Das Thermostat ist kennfeldgeregelt und kann im Falle
einer elektrischen Beheizung bereits bei Kiithlmitteltemperaturen unter 90°C einen
Teilvolumenstrom durch den Hauptwasserkiihler zulassen.
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Abbildung 4.1: Schematische Darstellung der Kiihlkreislaufkonfiguration des V6 Diesel-
motors im Versuchsfahrzeug

Innerhalb des Kiihlkreislaufs wurden zur Bestimmung des Kiihlmittelvolumenstroms
sieben temperaturkompensierte Durchfluss-Messturbinen aus der Baureihe FT der
Fa. NATEC Sensors GmbH appliziert. Dazu zdhlen neben der Volumenstrommes-
sung durch den Hauptwasserkiihler sowie den vorderen und hinteren Heizungswarme-
tauscher, Motorolkiihler und Abgasriickfiithrungskiihler auch die Messung des Kiihl-
mittelvolumenstroms durch das Zylinderkurbelgehduse. Der Volumenstrom durch den
Getriebedlkiihler konnte nicht direkt gemessen werden. Stattdessen ist eine weitere
Messturbine nach der Zusammenfiihrung der Riicklaufe aus dem Heizkreis und Ge-
triebeodlkiihler angebracht, so dass sich der Volumenstrom durch den Getriebedlkiihler
aus einer Differenzbetrachtung ergibt.

Um moglichst detaillierte Informationen iiber die Temperaturentwicklung des Ver-
suchsfahrzeugs an verschiedensten Positionen zu erhalten, wurden insgesamt 185 Tem-
peraturmessstellen appliziert. Davon entfallen 94 Messstellen auf den Verbrennungs-
motor und den Motorraum, 27 Messstellen auf den restlichen Antriebsstrang und 64
Messstellen auf den Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum. Im Folgenden wird
auf die wesentlichen Messstellen genauer eingegangen.

Vor und nach jedem Wérmeitibertrager erfolgt eine Temperaturmessung. Da der Kiihl-
mittelvolumenstrom durch jeden einzelnen Warmeiibertrager messtechnisch erfasst
wird, kann die kiihlmittelseitig tibertragene Warmemenge berechnet werden:

TKM,aus
Q = ,O(TMT> . VKM . / Cp,KM(TKM)dT (41)

Tk M,ein
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4.1 Versuchstrager und Messtechnik

Aus Gleichung 4.1 geht hervor, dass fiir die Berechnung der Differenz der spezifischen
Enthalpie tiber den betrachteten Warmeiibertrager die spezifische Warmekapazitat
des Kiihlmittels (Glysantin/Wasser-Verhéltnis: 40/60) herangezogen wird. Diese ist
als Funktion der Kiithlmitteltemperatur bekannt und steht als Polynom vierten Gra-
des zur Verfligung. Die Dichte des Kiihlmittels ist ebenfalls in Form eines Polynoms
vierten Grades bekannt. Fiur die Berechnung der Dichte wird dabei die Temperatur-
messung (Thr) auf derjenigen Seite des Warmeitibertragers herangezogen, auf der die
Durchfluss-Messturbine positioniert ist.

Neben der Temperaturmessung an verschiedenen Positionen des Kiihlkreislaufs, wur-
den mehrere Temperaturmessstellen im motorinternen Kiihlkreislauf appliziert, um
die Kiithlmitteltemperaturentwicklung und insbesondere deren Verdanderung innerhalb
des Motors beurteilen zu konnen. Gleiches gilt fiir das Motorél, dessen Temperaturen
sowohl in der Olwanne als auch vor und nach dem Motordlkiihler sowie in der Hauptol-
galerie gemessen wurden. Diese Temperaturmessstellen sind fiir die Abstimmung des
Olkreislaufmodells und insbesondere des Motorélkiihlers von grofier Bedeutung. Des
Weiteren wurden mehrere Strukturtemperaturen erfasst. Dazu zahlt die Strukturtem-
peratur des Zylinderkurbelgehduses im Innen-V des Motors zwischen den Zylindern
2 und 3 auf Bank 1 sowie zwischen den Zylindern 5 und 6 auf Bank 2. Im Zylinder-
kopf wurde die Strukturtemperatur in den Einlass- und Auslassventilstegen sowie der
Einlass- und Auslasskanalwéande der Zylinder 1, 2 und 3 (Bank 1) gemessen. Der Ab-
stand der Temperaturmessstellen zur Brennraumseite bzw. zu den gasdurchstromten
Kanélen des Zylinderkopfes betrigt dabei 1 mm.

Fir eine bessere Abschédtzung der Warmeverluste, die sich durch erzwungene Kon-
vektion aufgrund der Motorraumdurchstromung ergeben, wurden zusétzlich zu den
zwolf Oberflachentemperaturmessstellen (Abgaskriimmer, Zylinderkopf, Zylinderkur-
belgehiuse, unteres Kurbelgehiuse, Olwanne) die Motorraumlufttemperaturen in ei-
nem Abstand von 10 bis 15 mm der entsprechenden Oberflichentemperaturmessstellen
gemessen. Dariiber hinaus wurden drei weitere Thermoelemente im Motorraum appli-
ziert. Zwei davon waren direkt hinter den beiden Liiftern positioniert, wohingegen
das dritte Thermoelement die Temperatur der abstromenden Luft hinter dem Motor
erfasst.

Im Luftpfad des Verbrennungsmotors wurde die Ansauglufttemperatur aufgezeichnet.
Dartiber hinaus wurden die Temperaturen vor und nach beiden Ladeluftkiihlern ge-
messen. Abgasseitig wurden mehrere Thermoelemente vor und nach der Turbine, nach
dem Dieselpartikelfilter sowie 3 weitere bis zu den Endrohren aquidistant angeordnete
Temperaturfithler appliziert. Des Weiteren wurden die Abgastemperaturen vor und
nach dem Abgasriickfithrungskiihler erfasst.

Im Antriebsstrang wurden die Temperaturen im Getriebe, im Verteilergetriebe sowie
in Vorderachs- und Hinterachsdifferential gemessen. Die Temperaturmessstellen befin-
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den sich in den jeweiligen Olhaushalten und an den Oberflichen zur Erfassung der
Strukturtemperaturen. Zusétzlich wurden analog zu den Motoroberflichentempera-
turmessungen die Lufttemperaturen in einem Abstand von 10 bis 15 mm erfasst.

Im Klimatisierungspfad und Innenraum des Fahrzeugs wurden insgesamt 64 Tem-
peraturmessstellen angebracht. Neben der Lufteintrittstemperatur in das Klimagerat
sowie vor und nach der Mischungsstelle von Frisch- und Umluft wurden die Lufttem-
peraturen vor und nach beiden Heizungswéarmetauschern gemessen. Dabei wurde nach
dem vorderen Heizungswarmetauscher ein Temperaturmessstellengitter mit 24 Ther-
moelementen angebracht. Mit den daraus generierten Informationen kann auf etwaige
Inhomogenitédten der Lufttemperatur nach dem Heizungswéirmetauscher geschlossen
werden. Die von den einzelnen Thermoelementen umschlossene Flache ermdéglicht un-
ter der Annahme eines homogenen Geschwindigkeitsprofils die Generierung von Ge-
wichtungsfaktoren, um die thermodynamische Mitteltemperatur der Luft nach dem
Heizungswarmetauscher berechnen zu konnen. Weitere Temperaturmessstellen wur-
den an allen Ausstromdiisen appliziert, so dass die thermischen Verluste der einzelnen
luftfithrenden Kanéle bestimmt werden kénnen. Gemé$ der Richtlinie nach [65] wurden
mehrere Thermoelemente im Innenraum platziert, aus der die mittlere Innenraumtem-
peratur berechnet werden kann.

Fir die Messung des Kraftstoffverbrauchs kam eine KMA Mobile der Fa. AVL zum
Einsatz. Der Hersteller gibt in einem Spektrum von 0.161/h bis 751/h bei Temperaturen
von —10°C bis +50°C eine Messunsicherheit von £0.1 % an [73].

4.2 Fahrzyklen und Umgebungsbedingungen

Bei der Modellerstellung bestand die grofite Herausforderung darin, dass das gekoppel-
te Gesamtfahrzeugmodell unter den verschiedensten Umgebungstemperaturen (—20°C
bis +20°C) moglichst genaue Ergebnisse hinsichtlich der Aufheizcharakteristik des
Fahrzeugs sowie des Kraftstoffverbrauchs erzielen sollte. Dies bedeutet, dass die Vali-
dierung des Gesamtfahrzeugmodells nicht nur bei einer bestimmten Starttemperatur
und einem ausgewéhlten Zyklus erfolgen muss, sondern aus verschiedenen Initialtem-
peraturen sowie unterschiedlichen Fahrzyklen.

Die im Rahmen dieser Arbeit zugrunde gelegten Fahrzyklen sind der Neue Européische
Fahrzyklus (NEFZ), ein innerstiadtischer Realfahrzyklus (IRFZ) sowie der vom Ver-
band der Automobilindustrie e.V. (VDA) vorgeschlagene Messstandard zur Bewertung
der Innenraumerwarmung VDA 220. Die erwdhnten Fahrzyklen haben gemein, dass
der Steigungswinkel der Fahrbahn zu jedem Zeitpunkt gleich Null ist und damit kein
Steigungs- oder Geféllewiderstand in die Berechnung des fiir die Fortbewegung des
Fahrzeugs erforderlichen Leistungsbedarfs einfliet. Alle anderen wichtigen Daten zur
Charakterisierung der jeweiligen Fahrzyklen werden im Folgenden naher erlautert.
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Stationarer Fahrzyklus - VDA 220

Mit dem Ziel die Bewertung der Innenraumaufheizung verschiedener Fahrzeuge ob-
jektiv zu gestalten, wurde vom Verband der Automobilindustrie e.V. (VDA) eine
Priifmethode vorgeschlagen, die den Fahrzyklus, die Umgebungsbedingungen sowie
die Mess- und Auswertemethoden eindeutig definiert. Als Fahrzyklus dient dabei eine
30-mintitige Konstantfahrt bei 50 km/h mit einer anschlieenden Leerlaufphase von 15
Minuten. Bei Fahrzeugen mit mechanischen Stufengetrieben ist die vorletzte Gang-
stufe einzulegen. Bei Automatikgetrieben ist die Stufe D bzw. Automatikstellung zu
wahlen. Daraus ergibt sich fir das untersuchte Fahrzeug mit Automatikgetriebe die
sechste Gangstufe, was unter Berticksichtigung des dynamischen Radhalbmessers und
den Ubersetzungsverhaltnissen des Getriebes sowie der Vorder- und Hinterachsdiffe-
rentiale einer Motordrehzahl von 1210 1/min entspricht. Die Auentemperatur betragt
—20°C. Das gesamte Fahrzeug muss vor Beginn des Priiflaufs auf —20 °C konditioniert
werden. Bei diesem Pruflauf handelt es sich um einen fiir die Heizleistung kritischen
Niedriglastfahrzustand, der insbesondere aufgrund der geringen Starttemperatur ein
Worst-Case-Szenario darstellt.

Fiir die Beurteilung der Leistungsfahigkeit der Innenraumklimatisierung dienen die
Temperaturverlaufe des Kiihlmittels vor den Heizungswérmetauschern, die Lufttem-
peraturen an den verschiedenen Ausstromdiisen sowie eine iiber mehrere Tempera-
turmessstellen gemittelte Innenraumtemperatur innerhalb der ersten 30 Minuten. Die
15-mintitige Leerlaufphase tragt zur Beurteilung des thermischen Verhaltens des In-
nenraums bei langeren Standphasen bei und wird im Rahmen dieser Arbeit nicht ndher
untersucht. Nahere Informationen beziiglich der genauen Messstellenposition sowie der
Rechenvorschrift fir die Messdatenauswertung sind in [65] zu finden.

Transiente Fahrzyklen - NEFZ und IRFZ

Neben den Untersuchungen, die bei einer konstanten Fahrzeuggeschwindigkeit durch-
gefiihrt werden, soll die Bewertung des thermischen Verhaltens von Verbrennungsmo-
tor und Fahrzeug bei zwei transienten Fahrzyklen erfolgen. Dabei handelt es sich um
einen synthetischen (NEFZ) und einen realen (IRFZ) Fahrzyklus. Die Geschwindig-
keitsprofile beider Fahrzyklen sind in Abbildung 4.2 dargestellt.

Der Neue Européische Fahrzyklus (NEFZ) besteht aus vier identischen Stadtfahrzy-
klen mit jeweils drei Geschwindigkeitsrampen auf 15, 32 und 50km/h. Im Anschluss
folgt eine Uberland- und Autobahnfahrt, deren maximale Geschwindigkeiten bei 70,
100 und 120km/n liegen. Die Zyklusdauer betragt 1180s, in der das Fahrzeug eine
Strecke von 11.01km zurticklegt. Die mittlere Geschwindigkeit betrdgt 33.6 km/h. Die
Gangstufe wird bei Fahrzeugen mit mechanischen Stufengetrieben vorgegeben. Bei
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Fahrzeugen mit Automatikgetrieben erfolgt die Gangwahl durch die gewéhlte Appli-
kation des Herstellers.
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Abbildung 4.2: Geschwindigkeitsprofile der Fahrzyklen Neuer Furopdischer Fahrzyklus
(NEFZ) und innerstidtischer Realfahrzyklus (IRFZ)

Der innerstadtische Realfahrzyklus (IRFZ) stellt ein kundennahes Fahrprofil im Stadt-
betrieb dar. Die Zyklusdauer betrdagt 1095s und die zurtickgelegte Strecke 8.07 km.
Daraus folgt eine Durchschnittsgeschwindigkeit von 26.5km/n. In Tabelle 4.1 sind die
wichtigsten Kenngrofien beider Fahrzyklen zusammengefasst und vergleichend gegen-
iibergestellt.

Tabelle 4.1: Vergleich der Fahrzyklen Neuer Europdischer Fahrzyklus (NEFZ) und inner-
stadtischer Realfahrzyklus (IRFZ)

NEFZ IRFZ
Strecke S km 11.01 8.07
Dauer t S 1180 1095
Mittlere Geschwindigkeit v km/h 33.6  26.5
Maximale Geschwindigkeit v, km/h 120.0 66.4
Mittlere Beschleunigung a m/s? 0.134  0.193
Maximale Beschleunigung — a,q, m/s? 1.292  2.390

Neben den charakteristischen Gréflen Strecke, Dauer und Geschwindigkeit ist der Ta-
belle auch die mittlere und maximale Fahrzeugbeschleunigung zu entnehmen. Diese
Werte konnen herangezogen werden, um die Fahrdynamik der Fahrzyklen zu cha-
rakterisieren. Die mittlere Beschleunigung des IRFZ betrégt 0.193m/s2, wohingegen
die mittlere Beschleunigung beim NEFZ bei 0.134 m/s? liegt. Demnach ist die Durch-
schnittsbeschleunigung des IRFZ um 44 % hoher im Vergleich zum NEFZ. Noch groier
ist der prozentuale Unterschied mit Blick auf die maximale Fahrzeugbeschleunigung,
die beim IRFZ mit 2.390 m/s2 und beim NEFZ mit 1.292m/s2 beziffert werden kann. In
diesem Zusammenhang stellt Abbildung 4.3 die Beschleunigungsprofile beider Fahrzy-
klen gegentiber. Zum einen fallen die deutlich hoheren lokalen Maxima beim innerstéd-
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Abbildung 4.3: Beschleunigungsprofil der Fahrzyklen Neuer FEuropdischer Fahrzyklus
(NEFZ) und innerstadtischer Realfahrzyklus (IRFZ)

tischen Realfahrzyklus auf, die auf eine insgesamt hohere Fahrdynamik hinweisen. Zum
anderen kann beobachtet werden, dass die maximalen Verzogerungen (lokale Minima)
ebenfalls deutlich gréfler sind im Vergleich zum Neuen Européischen Fahrzyklus.

4.3 Validierung bei konstanter
Fahrzeuggeschwindigkeit (VDA 220)

Im Folgenden wird die Validierung des Motor- und Fahrzeugmodells im VDA 220 Heiz-
leistungstest vorgestellt. Dadurch soll sichergestellt werden, dass ausgehend von der
Basissimulation heizleistungssteigernde Mainahmen bewertet werden konnen. Insbe-
sondere die Prognose der Kiithlmitteltemperaturentwicklung im Vorlauf der Heizungs-
wéarmetauscher ist fiir die Bewertung des Innenraumkomforts von grofler Relevanz.
Hierzu zeigt Abbildung 4.4 die gemessenen und simulierten Kiithlmitteltemperaturen
im Vor- und Riicklauf des vorderen Heizungswarmetauschers. Die Co-Simulation gibt
den gemessenen Verlauf der Kithlmitteltemperatur im Vorlauf des Heizungswiarmetau-
schers gut wieder. Die im Kiihlkreislaufmodell (Kapitel 3.5) berechnete Vorlauftem-
peratur wird iiber die Kopplungsschnittstelle an das Klimatisierungspfad- und Innen-
raummodell (Kapitel 3.7) tibergeben. Darin ist der Heizungswérmetauscher physika-
lisch abgebildet und léasst eine Interaktion des Kiihlmittels mit der Luft des Klimati-
sierungspfades zu. Die berechnete Kiihlmittelaustrittstemperatur des Heizungswérme-
tauschers wird an die Co-Simulationsplattform geschickt und das Kiihlkreislaufmodell
kann dort auf diese zugreifen.

Neben den Temperaturen des Kiihlmittels im Vor- und Riicklauf des Heizungswér-
metauschers zeigt Abbildung 4.4 die Entwicklung der Motordltemperatur nach dem
Motorélkiihler. Die erreichte Modellgiite des Olkreislaufmodells (Kapitel 3.4) ist hoch,
jedoch aufgrund des stiandigen thermischen Austausches mit der Motorstruktur im
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Abbildung 4.4: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten Kiithlmitteltemperatu-
ren vor und nach dem vorderen Heizungswarmetauscher und Motoréltem-
peratur nach dem Motordlkiihler im VDA 220 Heizleistungstest

Kontext der Strukturtemperaturberechnung zu bewerten. Hierzu zeigt Abbildung 4.5
die Strukturtemperaturen in den Auslasskanalen des Zylinderkopfes sowie im Zylin-
derkurbelgehéuse. Ahnlich wie bei den bisher gezeigten Temperaturverlidufen des Mo-
torols stimmt die Temperaturmessung im Zylinderkurbelgehduse mit dem im thermi-
schen Motorstrukturmodell berechneten Temperaturverlauf iiberein. Mit Blick auf die
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Abbildung 4.5: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten Strukturtemperaturen
im Auslasskanal des Zylinderkopfes und Zylinderkurbelgehduses im VDA
220 Heizleistungstest

Temperaturen in den Auslasskanalwénden wird deutlich, dass der simulierte Tempe-
raturgradient im Vergleich zur Messung grofier ist. Dies entspricht den Erwartungen,
da die Temperaturmessstelle 1 mm hinter der Auslasskanaloberflache platziert ist. Die
im Modell berticksichtigte Dicke dieser thermischen Masse (vgl. Abbildung 3.4, Masse
Nr.6) und damit ihre Warmekapazitat ist hingegen geringer angenommen. Dadurch
gelingt es, die tatsdchlich an der Oberfliche des Auslasskanals vorliegende Temperatur
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realitatsnaher abzubilden, was wiederum zu einer Erhohung der Berechnungsgiite des
iibertragenen Warmestroms zwischen dem Abgas und der Auslasskanalwand fiithrt.
Das lokale Temperaturmaximum bei t ~ 70s ist auf die erhohte Last und kurzfristig
hoheren Abgastemperaturen in der Beschleunigungsphase des Fahrzeugs zuriickzufiih-
ren.

Damit die Temperaturentwicklung im Fahrzeuginnenraum berechnet werden kann, ist
neben der Simulation der Kiihlmittelvorlauftemperatur am Heizungswérmetauscher
auch der Kithlmittelvolumenstrom fiir die Berechnung der tibertragenen Warmemenge
erforderlich. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 4.6 den Kiihlmittelvolumen-
strom durch den vorderen Heizungswéirmetauscher. Zu Beginn der Co-Simulation des
Heizleistungstests (t < 50s) ist die Leerlaufdrehzahl konstant, der Kihlmitteldurch-
satz jedoch leicht steigend, was auf die steigenden Kiithlmitteltemperaturen zuriickzu-
fithren ist. Daraus folgen steigende Werte fiir die auftretenden Reynoldszahlen sowie
sinkende Werte fiir die Eulerzahlen, die bei den vorliegenden Stromungsbedingungen
zu geringeren Druckverlusten im Kiihlkreislauf fiihren. Dieser geringe Kiithlmittelvolu-
menstrom wird von der Volumenstrommessturbine bei sehr tiefen Temperaturen nicht
erfasst. Insgesamt stimmen Simulation und Messung tiber weite Teile des 30-miniitigen
Heizleitungstests gut iiberein.
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Abbildung 4.6: Gegeniiberstellung des gemessenen und simulierten Kiithlmittelvolumen-
stroms durch den vorderen Heizungswarmetauscher im VDA 220 Heizlei-
stungstest

Mit der Kenntnis der Warmekapazitéatsstrome von Kiithlmittel und Innenraumluft so-
wie deren Eintrittstemperaturen in den Heizungswéarmetauscher kann der iibertragene
Wairmestrom am Heizungswarmetauscher berechnet werden (vgl. Kapitel 3.7). Abbil-
dung 4.7 zeigt hierzu den berechneten Warmestrom am vorderen Heizungswarmetau-
scher sowie die daraus resultierende Entwicklung der Innenraumtemperatur. Mit Blick
auf die dargestellten simulierten Verlaufe Q HWTvorne UNd Trr kann an dieser Stelle die
Eignung des thermischen Gesamtfahrzeugmodells fiir Warmlaufsimulationen aus tiefen
Start- und Umgebungstemperaturen bei konstanter Fahrzeuggeschwindigkeit bestétigt
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werden. Die Ausweitung der Modellvalidierung auf transiente Fahrzyklen sowie Start-
und Umgebungstemperaturen von 4+20°C und —20°C erfolgt in Kapitel 4.4.
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Abbildung 4.7: Gegeniiberstellung des gemessenen und simulierten iibertragenen Wéarme-
stroms am vorderen Heizungswarmetauscher und Temperaturentwicklung
im Fahrzeuginnenraum im VDA 220 Heizleistungstest

Neben der Bewertung des Innenraumkomforts infolge der Berechnung des Innenraum-
temperaturverlaufs sowie der Entwicklung der relativen Luftfeuchte im Innenraum
zahlt die Analyse und Optimierung der Energieeffizienz verschiedener Thermoma-
nagementmafinahmen zu den Hauptanwendungsgebieten des im Rahmen dieser Arbeit
entwickelten thermischen Motor- und Gesamtfahrzeugmodells. Aus diesem Grund ist
die addquate Berechnung des Primarenergieeinsatzes von grofler Bedeutung. Abbil-
dung 4.8 zeigt in diesem Zusammenhang eine Gegeniiberstellung des simulierten und
gemessenen Kraftstoffmassenstroms sowie dessen integrale Werte. Das virtuelle Fahr-
zeug erreicht bei t ~ 70 s die geforderte Geschwindigkeit von 50 km/h und hélt ab diesem
Zeitpunkt die Motordrehzahl von 1210 1/min bis zum Ende des Heizleistungstests. Im
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Abbildung 4.8: Gegeniiberstellung des gemessenen und simulierten Kraftstoffmassen-
stroms und kumulierte Kraftstoffmasse im VDA 220 Heizleistungstest
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Gegensatz zum Fahrzeugversuch im Klimawindkanal bleibt im virtuellen Fahrzeug
die Wandleriiberbriickungskupplung ab diesem Zeitpunkt geschlossen. Im Fahrzeug-
versuch hingegen betragt die Motordrehzahl bei Erreichen der Endgeschwindigkeit
1840 !/min und sinkt von da an kontinuierlich. Nach 416s schlieBt die Wandleriiber-
briickungskupplung und die Motordrehzahl sinkt auf 1210 1/min. Von diesem Zeitpunkt
an herrscht ein konstantes Gesamtiibersetzungverhéltnis zwischen Motor- und Rad-
drehzahl bis zum Ende des Heizleistungstests. Die Tatsache, dass bis zum Schlielen der
Wandleriiberbriickungskupplung der gemessene Kraftstoffverbrauch iiber dem berech-
neten Verbrauch liegt, kann demnach auf eine insgesamt hohere abgegebene Leistung
des Verbrennungsmotors aufgrund der zuséitzlichen Verlustleistungen im Automatik-
getriebe zurtickgefithrt werden.

4.4 Validierung im transienten Fahrzeugbetrieb

Die Gegeniiberstellung der Ergebnisse aus der Gesamtfahrzeugsimulation mit den im
Klimawindkanal gewonnenen Messergebnissen soll zur Beurteilung der Qualitit des
thermischen Gesamtfahrzeugmodells beitragen. Im Fokus der Modellvalidierung ste-
hen dabei die zeitliche Entwicklung der Kiihlmitteltemperatur, Motoroltemperatur,
Motorstrukturtemperaturen in Zylinderkopf und Zylinderkurbelgehéduse sowie die Vo-
lumenstrome im Kiihlkreislauf. Dariiber hinaus werden die gemessenen und berech-
neten Kraftstoffverbréauche gegeniibergestellt. Bei tiefen Starttemperaturen (—20°C)
erfolgt zusétzlich eine Validierung der tiber beide Heizungswarmetauscher tibertrage-
nen Warmestrome sowie die daraus resultierende Innenraumtemperaturentwicklung.
Die Modellvalidierung wird bei zwei unterschiedlichen Fahrzyklen (NEFZ und IRFZ)
und jeweils zwei unterschiedlichen Start- und Umgebungstemperaturen (+20°C und
—20°C) durchgefiihrt.

4.4.1 Neuer Europaischer Fahrzyklus (NEFZ)

In Abbildung 4.9 sind die simulierten und gemessenen Kiihlmitteltemperaturverlaufe
im NEFZ dargestellt. Bei einer Start- und Umgebungstemperatur von —20°C fallt
zu Beginn des Zyklus der groflere Temperaturgradient verglichen mit der Aufheizung
beginnend bei 420 °C auf. Dies hangt unmittelbar mit dem gréfferen Wérmeeintrag in
das thermische System zusammen. Aufgrund der Tatsache, dass bei tiefen Temperatu-
ren die Reibleistung von Verbrennungsmotor und Antriebsstrang deutlich ansteigen,
verschiebt sich der Motorbetriebspunkt zu héheren Lasten, da das Fahrermodell die
Gaspedalstellung anpassen muss, damit das Fahrzeug dem gewiinschten Fahrprofil fol-
gen kann. Zusatzlich zu dem sich daraus ergebenden héheren Wandwarmestrom im
Zylinder sowie steigenden Warmestromen in den Auslasskandlen des Zylinderkopfes
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wird die warmewirksame Reibleistung im thermischen Motorstrukturmodell bertick-
sichtigt. Mit dem thermischen Gesamtfahrzeugmodell gelingt es bei beiden zugrunde
gelegten Starttemperaturen, die eingebrachten und abgefiihrten Warmemengen in das
Kiithlmittel zu bestimmen, so dass das Aufheizverhalten des Verbrennungsmotors be-
rechnet werden kann. Einzig zu Beginn der Uberlandfahrt wird bei einer Umgebungs-
temperatur von —20 °C der Warmeeintrag in das Kiithlmittel geringfiigig unterschétzt.
Die erzielten Ergebnisse beziiglich der berechneten Motoréltemperatur liegen ebenfalls
in guter Ubereinstimmung vor. Jedoch werden bei einer Starttemperatur von +20°C
ab etwa 700s leicht erhohte Temperaturen berechnet.
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Abbildung 4.9: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten Kiihlmittel- und Mo-
toréltemperaturentwicklung im NEFZ

Die Motorstrukturtemperaturen in den Auslasskanalwénden im Zylinderkopf sowie im
Zylinderkurbelgehduse sind in Abbildung 4.10 dargestellt. Wie bereits in Kapitel 4.3
beschrieben, wird auch im NEFZ die Auslasskanalwandtemperatur geringfiigig hoher
berechnet. Auch hier sei auf die bewusste Wahl einer geringeren Wérmekapazitit des
Auslasskanals verwiesen, damit die tibertragene Warmemenge realitatsnaher berechnet
wird. Dass dies von Vorteil ist, wird insbesondere bei der Simulation eines transienten
Fahrzyklus deutlich. Schnelle Lastwechsel, die mit ebenso schnellen Anderungen in der
Abgastemperatur sowie im Abgasmassenstrom einhergehen, werden von der berech-
neten Auslasskanaltemperatur aufgrund ihrer geringeren thermischen Tragheit besser
erfasst.

Neben der Bewertung des thermischen Verhaltens des virtuellen Fahrzeugs erfolgt ein
Vergleich der Kiihlkreislaufhydraulik im transienten Fahrbetrieb. Die im hydraulischen
Kiihlkreislaufmodell (Kapitel 3.5.1) berechneten Volumenstrome miissen auf standig
andernde Motor- und damit Wasserpumpendrehzahlen aufgrund von Beschleunigungs-
und Verzogerungsvorgiangen sowie Gangstufenwechseln reagieren. Dartiber hinaus be-
dingt das Betétigen von Regelventilen eine Anderung der Druckverluste im Kiihl-
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Abbildung 4.10: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten Strukturtemperatu-
ren im Auslasskanal des Zylinderkopfes und Zylinderkurbelgehéduses im
NEFZ

kreislauf. Dies hat unmittelbaren Einfluss auf die Kiihlmittelvolumenstrome an den
verschiedenen Stellen im Kiihlkreislauf, die fiir die Vorausberechnung des thermischen
Verhaltens des Verbrennungsmotors eine wesentliche Rolle einnehmen. Einerseits be-
stimmen die erreichten Reynoldszahlen in den motorinternen Kiihlkanalen den Wérme-
iibergang zwischen Motorstruktur und Kithlmittel. Andererseits hangt der iibertragene
Wiérmestrom in den verschiedenen Warmetibertragern (Heizungswarmetauscher, Ge-
triebedlwarmetauscher, Abgasriickfithrungskiihler) stark von den Massenstromen der
warmeaustauschenden Fluide ab. Als Folge dessen kénnen bei ungenau berechneten
Kiithlmittelvolumenstromen massive Abweichungen in der Simulation der Kiithlmittel-
temperaturen auftreten (vgl. Kapitel 5.5). Am Beispiel der Kiithlmitteldurchstromung
im Abgasriickfiihrungskiihler soll daher die Modellierungsqualitét der Kithlkreislaufhy-
draulik im Falle eines Warmlaufs wahrend eines transienten Zyklus tiberprift werden.
Hierzu stellt Abbildung 4.11 den gemessenen Kiihlmittelvolumenstrom dem berech-
neten gegeniiber. Es ist zu erkennen, dass die berechneten Kiihlmittelvolumenstro-
me durch den Abgasriickfiihrungskiihler sehr gut mit der Messung tibereinstimmen.
Dies gilt neben den Volumenstromanhebungen aufgrund von Beschleunigungsvorgan-
gen auch fiir schnelle Drehzahlanderungen infolge von Gangstufenwechseln.

Nachdem gezeigt werden konnte, dass die in Kapitel 3.5.1 vorgestellte Methode zur
Abbildung der Kiihlkreislaufhydraulik durch 3d-CFD Simulationen mit anschlieender
Entdimensionierung des stromungstechnischen Problems zum Erfolg fiihrt, folgt nun
eine Betrachtung der kiithlmittelseitigen Wérmeiibergangskoeffizienten im transienten
Betrieb. Damit diese im gesamten Betriebsbereich (700 }/min < npzor < 4000 1/min und
—20°C < Tk < +110°C) berechnet werden kénnen, wurde in Kapitel 3.5.2 eine neue
Methode vorgestellt. Diese erlaubt es nach einer Dimensionsanalyse des Warmetiber-
tragungsproblems und der Durchfiihrung einer iiberschaubaren Anzahl detaillierter
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Abbildung 4.11: Gegeniiberstellung des gemessenen und simulierten Kiihlmittelvolumen-
stroms durch den Abgasriickfiihrungskiihler im NEFZ bei Ty = +20°C

3d-CFD Berechnungen, die flichengemittelten Warmeiibergangskoeffizienten zu ex-
trahieren und auf den gesamten Betriebsbereich zu erweitern. Die Tatsache, dass die
Beschreibung des kiithlmittelseiten Warmetibergangs nicht mehr dimensionsbehaftet
ist, sondern zu jedem Zeitpunkt durch die Reynolds- und Prandtl-Zahl beschrieben
werden, erlaubt den Einsatz dieser funktionalen Zusammenhénge in schnellrechnen-
den 1d-CFD Umgebungen. Hierzu zeigt Abbildung 4.12 die berechneten Wéarmetiber-
gangskoeffizienten im Zylinderkopf fiir die Starttemperaturen +20°C und —20°C am
Beispiel des NEFZ. Die Abhéangigkeit der Motordrehzahl und damit der Stromungs-
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Abbildung 4.12: Flachengemittelte Warmeiibergangskoeffizienten zwischen Zylinderkopf-
struktur und Kiihlmittel im NEFZ bei Tinit = +20°C und Tip = —20°C

geschwindigkeit des Kiihlmittels durch den Zylinderkopf ist deutlich am Profil der
Warmeitibergangskoeffizienten zu erkennen. Dariiber hinaus féllt insbesondere bei Be-
trachtung der Leerlaufphasen auf, dass die vorliegenden Warmeiibergangskoeffizienten
mit der Zyklusdauer zunehmen, obwohl der Kiithlmittelmassenstrom auf &hnlichem Ni-
veau liegt. Dies ist auf die steigende Temperatur des Kiihlmittels beim Durchfahren
des Zyklus zuriickzufiihren. Die Temperaturabhéangigkeit der Warmeiibergangskoeffi-
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zienten wird mit Blick auf die Verlaufe bei unterschiedlichen Starttemperaturen im
thermischen Motormodell wiedergegeben (vgl. Kapitel 3.5.2). Das durchweg unter-
schiedliche Niveau der Wéarmeitibergangskoeffizienten bei den betrachteten Initialtem-
peraturen von +20°C und —20°C verdeutlicht die Notwendigkeit einer Analyse der
auftretenden Warmetibergangskoeffizienten bis zu jenen Temperaturen, die im Rah-
men einer Simulation des thermischen Verhaltens von Verbrennungsmotoren gefordert
werden. Wiirde der abbildbare Temperaturbereich verletzt, ginge dies insbesondere
bei sehr tiefen Starttemperaturen mit grofen Abweichungen bei der Berechnung der
Motorwarmlaufdauer einher (vgl. Kapitel 5.3).

Zur Bewertung der Modellgiite hinsichtlich des berechneten Kraftstoffeinsatzes dient
Abbildung 4.13. Dargestellt ist eine Gegentiberstellung des berechneten kumulierten
Kraftstoffverbrauchs zur Messung bei zwei verschiedenen Starttemperaturen. Bei ei-
ner Starttemperatur von +20°C liegt der berechnete Endwert um 0.89 % unter dem
Messwert, wohingegen bei einer Starttemperatur von —20°C der berechnete End-
wert um 0.06 % tiber dem gemessenen liegt. An dieser Stelle sei hinzugefiigt, dass
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Abbildung 4.13: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten kumulierten Kraft-
stoffmasse im NEFZ

Abweichungen in dieser Gréfenordnung in den Reproduzierbarkeitsbereich einer dy-
namischen kontinuierlichen Kraftstoffverbrauchsmessung im Warmlauf eines transien-
ten Zyklus liegen. Dartiber hinaus sei daran erinnert, dass sich der berechnete Kraft-
stoffverbrauch nicht aus einem Wirkungsgradkennfeld des Verbrennungsmotors (vgl.
Kapitel 3.2) ergibt, sondern direkt aus dem Injektormodell des Verbrennungsmodells
stammt. Die dabei eingespritzten Kraftstoffmengen resultieren dabei aus Vorgaben
des Motorsteuergerites, die u. a. aufgrund der Fahrpedalstellung (vom Fahrermodell)
sowohl die Anzahl der Einspritzungen pro Arbeitsspiel, die Einspritzbeginne als auch
-dauern an das Injektormodell iibergeben.

Als letzter Vergleich zwischen der Simulation und den durchgefithrten Fahrzeugversu-
chen im NEFZ steht in Abbildung 4.14 die Innenraumautheizung im Fokus der Beur-
teilung. In diesem Zusammenhang sind die Summe der iibertragenen Wéarmestrome am
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Abbildung 4.14: Gegeniiberstellung des gemessenen und simulierten iibertragenen Wér-
mestroms an beiden Heizungswérmetauschern und Temperaturentwick-
lung im Fahrzeuginnenraum im NEFZ bei Ty = —20°C

vorderen und hinteren Heizungswarmetauscher sowie die sich daraus entwickelnde In-
nenraumtemperatur dargestellt. Dabei betragt die Start- und Umgebungstemperatur
—20°C. Geringfiigige Unterschiede bei der Innenraumtemperatur sind zu Beginn und
gegen Ende des Zyklus zu erkennen. Insgesamt zeigen aber sowohl der kithlmittelseiti-
ge Warmestrom iiber die Heizungswéarmetauscher als auch die Innenraumtemperatur
im Vergleich zwischen Messung und Simulation iiberwiegend eine sehr gute Uberein-
stimmung.

4.4.2 Innerstadtischer Realfahrzyklus (IRFZ)

Nachdem in Kapitel 4.4.1 eine ausfiihrliche Modellvalidierung des thermischen Ge-
samtfahrzeugmodells erfolgte, soll nun die Reproduzierbarkeit der Modellqualitéit bei
einem anderen transienten Fahrzyklus nachgewiesen werden. Dazu wird dem Fahrer-
modell das Fahrprofil eines innerstadtischen Realfahrzyklus vorgegeben und die resul-
tierenden Ergebnisse mit Fahrzeugversuchen verglichen. Die Versuche wurden in einem
Klimawindkanal mit Allrad-Rollen-Priifstand bei verschiedenen Start- und Luftstro-
mungstemperaturen durchgefiihrt.

In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 4.15 die Temperaturverlaufe des Kithlmit-
tels nach der Wasserpumpe und des Motortls am Austritt des Motorolkiihlers. Insge-
samt liegen die Mess- und Simulationsergebnisse in guter Ubereinstimmung vor. Bei
der Berechnung der Motoroltemperatur beginnend bei +20°C erwarmt sich das Mo-
torol in der Co-Simulation schneller. Dieser Effekt konnte bereits bei der Validierung
des NEFZ (vgl. Kapitel 4.4.1) beobachtet werden.
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4.4 Validierung im transienten Fahrzeugbetrieb
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Abbildung 4.15: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten Kiihlmittel- und Mo-
toroltemperaturentwicklung im IRFZ

In Abbildung 4.16 sind die kumulierten Kraftstoffverbrauche iiber den IRFZ fiir un-
terschiedliche Starttemperaturen dargestellt. Bei der Simulation aus +20°C liegt der
simulierte Endwert um 0.07 % unter dem gemessenen Kraftstoffverbrauch, wohingegen
bei einer Starttemperatur von —20°C der Kraftstoffverbrauch um 0.60 % tiberbewer-
tet wird. Wie schon bei der Bewertung des simulierten Kraftstoffverbrauchs im NEFZ
sei hier nochmals erwdhnt, dass solch geringe Abweichungen im Kraftstoffverbauch
in den Reproduzierbarkeitsbereich einer dynamischen kontinuierlichen Kraftstoffver-
brauchsmessung im Warmlauf bei transientem Betrieb liegen.
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Abbildung 4.16: Gegeniiberstellung der gemessenen und simulierten kumulierte Kraftstoff-
masse im IRFZ

Es kann zusammengefasst werden, dass sich das in Kapitel 3 vorgestellte thermische
Motor- und Fahrzeugmodell fiir die Bewertung des thermischen Verhaltens und des
Kraftstoffverbrauchs in der Warmlaufphase unter instationdren Betriebsbedingungen
eignet. Dabei besitzt das thermische Gesamtfahrzeugmodell nicht nur fiir verschiedene
Fahrzyklen, sondern auch fiir verschiedene Starttemperaturen Giiltigkeit.
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher
Randbedingungen

Bei der Modellierung komplexer physikalischer Systeme steigt der Modellierungsauf-
wand exponentiell mit steigendem Detaillierungsgrad des Modells. Hierzu zeigt Abbil-
dung 5.1 den qualitativen Zusammenhang zwischen den Genauigkeitsanforderungen
und dem damit einhergehenden erforderlichen Detaillierungsgrad des Modells. Dieser
wiederum ist direkt mit dem benétigten Aufwand zum Erstellen und Validieren des
Simulationsmodells sowie dem Durchfithren der Simulationen gekoppelt.

Genauigkeit A |
. _ _ Simulations-
[ Ungenau J [ Optimum } [ Unwirtschaftlich J aufwand

Genauigkeit
Anforderung
an Genauigkeit
bendtigter
Aufwand
- >
erforderlicher Modell-Detaillierungsgrad

Detaillierungsgrad

Abbildung 5.1: Einfluss der Genauigkeitsanforderung auf den erforderlichen Detaillie-
rungsgrad und Aufwand nach [50]

Im Kontext einer thermischen Gesamtfahrzeugsimulation ist daher die Kenntnis der
Auswirkungen etwaiger Modellierungsunschérfen auf das Aufheizverhalten von Ver-
brennungsmotor, Getriebe und Innenraum sowie auf den Kraftstoffverbrauch von zen-
traler Bedeutung. Dieser Informationszugewinn ist sehr niitzlich fiir die Erstellung und
Bewertung einzelner Submodelle sowie fiir die Interpretation der Simulationsergebnisse
und kann bei der Entwicklung neuer Gesamtfahrzeugmodelle einen wesentlichen Bei-
trag leisten, um die Effizienz des Modellentwicklungsprozesses zu steigern. Dies bein-
haltet zunédchst die Abschétzung des Aufwands fiir die Erstellung der einzelnen Sub-
modelle und im Anschluss die Priorisierung der einzelnen Entwicklungsschritte. Vor
diesem Hintergrund werden im folgenden Kapitel die Einfliisse verschiedener Randbe-
dingungen innerhalb der thermischen Gesamtfahrzeugsimulation ausfiihrlich diskutiert
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

und die Auswirkungen moglicher Modellierungsunschérfen beziiglich des Aufheizver-
haltens sowie des Gesamtenergiebedarfs des Fahrzeugs quantifiziert. Als Grundlage
fiir die folgenden Untersuchungen werden Warmlaufsimulationen herangezogen, die
allesamt dem gleichen Fahrprofil unterliegen. Als Fahrprofil wird eine konstante Fahr-
zeuggeschwindigkeit von 50 km/h iiber eine Dauer von 1200s gewédhlt. Demnach ist die
Radantriebsleistung tiber das gesamte Fahrprofil konstant, der Betriebspunkt des Ver-
brennungsmotors jedoch nicht, da die Reibleistungen des Verbrennungsmotors sowie
des Antriebsstrangs iiber die Warmlaufdauer asymptotisch abnehmen. Die Untersu-
chungen werden bei einer Start- und Umgebungstemperatur von +20 °C durchgefiihrt.
Einzig bei der Untersuchung zum Einfluss des kiihlmittelseitigen Warmeiibergangs
(vgl. Kapitel 5.3) werden zuséatzlich die Effekte aufgezeigt, die aus einer tiefen Start-
temperatur von —20°C resultieren. Bei samtlichen in diesem Kapitel vorgestellten
Untersuchungen wird der Verbrennungsmotor ohne Abgasriickfiithrung betrieben. Ei-
ne Ausnahme stellt Kapitel 5.1.2 dar, bei dem die Sensitivitit des Gesamtsystems
hinsichtlich seines thermischen Verhaltens unter Berticksichtung einer gekiihlten Ab-
gasriickfithrung analysiert wird.

Fir die Bewertung der Sensitivitdt des thermischen Motor- und Fahrzeugmodells be-
ziiglich der Variation einer Randbedingung sowie zu Vergleichszwecken der einzel-
nen Sensitivititen untereinander wird die prozentuale Anderung der Warmlaufdauer
(Atgar) nach [95] verwendet. Diese berechnet sich aus dem Verhéltnis der Warmlauf-
dauerdifferenz At— bzw. At+ und der Warmlaufdauer ¢pg,4s, die bis zum Erreichen
der Vergleichstemperatur T'g.s;s benétigt wird (siche Abbildung 5.2).
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Abbildung 5.2: Bezugsverfahren zur Bestimmung der prozentualen Anderung der Warm-
laufdauer nach [95]

Bei der Berechnung der prozentualen Anderung des Kraftstoffverbrauchs wird der
kumulierte Kraftstoffverbrauch tiber die gesamte Zyklusdauer betrachtet, so dass die
Zeit bis zum Erreichen der Referenztemperatur Tz, keine Beriicksichtigung findet.
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5.1 Gasseitiger Warmeiibergang

Die Berechnung der Anderung der eingesetzten Kraftstoffmasse (Ampg,s) tber den
gesamten Zyklus erfolgt nach Gleichung 5.1.

/ mKrst,varz dt — / mKrst7Basisdt

AmK,rst — 100% X tZyklus tZyklus (51>
/ mKrst,Basisdt

tZyklus

Die Berechnung der prozentualen Anderung des insgesamt abgegebenen Wirmestroms
des Verbrennungsgases an die Brennraumwinde (AQy) sowie der prozentualen An-
derung des insgesamt abgegebenen Warmestroms vom Abgas an die Auslasskanéle im
Zylinderkopf (AQ 4k ) erfolgt nach dem gleichen Prinzip.

5.1 Gasseitiger Wiarmeiibergang

Bei Fahrzeugen mit rein verbrennungsmotorischem Antrieb stellt der bei der Verbren-
nung abgegebene Wérmestrom an die brennraumbegrenzenden Wande eine wichtige
ZielgroBe im Hinblick auf das Warmlaufverhalten des Verbrennungsmotors und damit
des Gesamtfahrzeugs dar. Ausgehend von der Warmlaufsimulation im Basiszustand
wird in der Berechnungsvorschrift fiir den Wandwéarmestrom der Variationsparame-
ter var, w eingefithrt und im Bereich von 0.7 bis 1.3 variiert, um die Auswirkungen
auf die Warmlaufdauer und den Kraftstoffverbrauch zu untersuchen. Der abgegebene
Wandwérmestrom ergibt sich demnach wie folgt:

QW = UCLTO(’W QW o Z AW,i (T(QO) — TWJ) (52)

Alle anderen Modelle, die tiber die Co-Simulationsplattform an der Gesamtfahrzeug-
simulation partizipieren, bleiben unverandert.

5.1.1 Untersuchungen ohne Abgasriickfiihrung

Die Auswirkungen der Variation des gasseitigen Warmeiibergangs beziiglich der Warm-
laufdauer sowie des Kraftstoffverbrauchs sind in Abbildung 5.3 dargestellt. Im Bereich
varqw < 1 erhoht sich die Warmlaufdauer. Die maximale Verzogerung im unter-
suchten Variationsbereich erreicht bei var,w = 0.7 einen Wert von 14.0 %. Wird
der Variationsparameter erhoht (var,w > 1), sinkt die Warmlaufdauer erwartungs-
geméB, so dass bei var,y = 1.3 die Warmlaufdauer um 13.1% verkiirzt wird, bis
das Kiihlmittel die Vergleichstemperatur T, erreicht. Die beschleunigte Autheizung
des Verbrennungsmotors hat eine ziigigere Reduktion der Reibleistung zur Folge. Da
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Abbildung 5.3: Einfluss des gasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten auf die Warmlauf-
dauer und den Kraftstoffverbrauch

sich im Rahmen dieser Sensitivitdtsanalyse das Aufheizverhalten des Antriebsstrangs
nicht verdndert, bleibt der vom Antriebsstrangmodell geforderte Verlauf der effekti-
ven Motorleistung identisch. Demnach sinkt der innere Mitteldruck um den Betrag
der Reibmitteldruckreduktion. Jedoch kann in Abbildung 5.3 trotz des beschriebenen
Zusammenhangs festgestellt werden, dass mit einer Erhohung des Wandwérmestroms
der Kraftstoffverbrauch insgesamt steigt. Diese Tatsache verdeutlicht, dass eine Mo-
difikation des Wandwérmestroms unmittelbare Auswirkungen auf den Motorprozess
hat und dies bei der durchgefiithrten Sensitivitdtsanalyse zwingend Berticksichtigung
finden muss. Zur Verdeutlichung ist in Abbildung 5.4 die prozentuale Anderung des
iiber den gesamten Zyklus integrierten Wandwarmestroms tiber den Variationspara-
meter var,,w aufgetragen. Die Tatsache, dass QW #vargw - QW Basis gilt, bestatigt
eine vorhandene Riickwirkung des Arbeitsprozesses hinsichtlich einer Modifizierung
des Wandwarmestroms. Dariiber hinaus ist in Abbildung 5.4 zu erkennen, dass mit
steigendem Wandwérmestrom der abgegebene Warmestrom zwischen Abgas und den
Auslasskanalwianden sinkt, wofiir hauptsachlich eine reduzierte Temperaturdifferenz
ATk = Tapgas,av — Tax sowie der Wéarmeiibergangskoeffizient an der Auslasskanal-
wand gemafl Gleichung 3.17 verantwortlich sind, da ein verdnderter Wandwérmestrom
unmittelbare Auswirkungen auf die Abgastemperatur hat.

RCi e N I B B L A A S L B B B B
07 08 0910111213 0708 0910111213

var, [-] var, [-]

Abbildung 5.4: Einfluss des gasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten auf die kumulierten
Wiérmestrome im Zylinder und Auslasskanal
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5.1 Gasseitiger Warmeiibergang

Fiir den weiteren Verstandnisgewinn der Beobachtungen wird im Folgenden ein Auszug
mehrerer Motorprozessrechnungen diskutiert, die ohne numerische Modellkopplung
mit den restlichen Subsystemen des Gesamtfahrzeugs durchgefithrt wurden. Dadurch
sollen einerseits Quereinfliissse des Motorsteuergerates vermieden und andererseits mo-
torische Randbedingungen festgelegt werden. Die folgenden Motorprozessgrofien re-
sultieren aus der Umsetzung zweier Vor- und einer Haupteinspritzung. Die jeweiligen
Einspritzbeginne sowie die zugefiithrten Kraftstoffmengen sind konstant. Die Drehzahl
des Verbrennungsmotors wird mit 1210 1/min vorgegeben, was bei dem untersuchten
Fahrzeug in der sechsten Gangstufe bei geschlossener Wandlertiberbriickungskupp-
lung einer Geschwindigkeit von 50 km/i entspricht. Die Brennraumwandtemperaturen
von Zylinderkopf, Zylinderwand und Kolben werden vorgegeben und erfahren wahrend
der Variation von var, w keine Verdnderung.

In Abbildung 5.5 sind die Zylinderdruckverlaufe und Massenmitteltemperaturen in
ZOT-Néhe dargestellt. Es ist zu sehen, dass mit steigendem Wert des Variationspa-
rameters der Zylinderdruck reduziert wird. Noch deutlicher sind die Auswirkungen
auf die berechneten Massenmitteltemperaturen im Zylinder. Mit steigendem Variati-
onsparameter sinkt die mittlere Massentemperatur aufgrund der insgesamt erhohten
Warmeabfuhr aus dem Motorprozess. Dies fithrt zu sinkenden Abgastemperaturen,
die schlieflich mit einer geringeren Warmeiibertragung zwischen Abgas und den Aus-
lasskanalwénden einhergehen.
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Abbildung 5.5: Zylinderdruck und Massenmitteltemperatur fiir verschiedene Variations-
parameter bei gleichem Kraftstoffeinsatz

Gemaf der Berechnungsvorschrift aus Gleichung 2.37 fiir den Warmeiibergangsko-
effizienten nach Hohenberg [35,36] erhoht sich der Warmetibergangskoeffizient mit
steigendem Zylinderdruck (o ~ p%5;). Der Wirmetibergangskoeffizient verhalt sich
nach Hohenberg jedoch reziprok zur Massenmitteltemperatur (o ~ TZ_;)IA). Die Aus-
wirkungen auf den berechneten Warmeitibergangskoeffizienten koénnen Abbildung 5.6
entnommen werden. Es ist zu erkennen, dass der Warmeiibergangskoeffizient zwischen
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

Arbeitsgas und Brennraumwand mit steigendem Variationsparameter steigt. Die Un-
terschiede sind jedoch als marginal zu bewerten, so dass der berechnete Wert des
Warmeitibergangskoeffizienten fiir die verschiedenen Variationsparameter den gering-
sten Einfluss auf die Veranderungen des Wandwarmestroms hat, der im Rahmen dieser
Sensitivitdatsanalyse gemafl Gleichung 5.2 berechnet wird.
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Abbildung 5.6: Wirmeiibergangskoeffizient nach [35, 36] fiir verschiedene Variationspara-
meter bei gleichem Kraftstoffeinsatz

Der kumulierte Verlauf des Wandwéirmestroms iiber ein Arbeitspiel ist in Abbildung
5.7 (links) dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass sich die Wandwérmestrome
wahrend der Ansaugung und der Kompression nur geringfiigig unterscheiden. Sobald
die Umsetzung des eingespritzten Kraftstoffs beginnt und die Massenmitteltempe-
ratur sowie der Zylinderdruck rapide steigen, erhoht sich der Wandwérmeiibergang.
Wird dieser durch einen Variationsparameter erhéht, sinken die Temperatur und der
Druck im Brennraum. Dies hat letztlich zur Folge, dass einerseits die insgesamt tiber-
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Abbildung 5.7: Einfluss des Variationsparameters var, w auf die Wandwarme, den Wand-
warmestrom und den inneren Mitteldruck bei gleichem Kraftstoffeinsatz
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5.1 Gasseitiger Warmeiibergang

tragene Wandwarme zwischen Verbrennungsgas und Brennraumwand mit steigendem
Variationsparameter ansteigt, dies jedoch nicht im gleichen Verhaltnis geschieht. Eine
weitere Schlussfolgerung, die aus dem rechten Diagramm von Abbildung 5.7 hervor-
geht, ist der sinkende innere Mitteldruck mit steigenden Wandwarmestromen. Diese
Tatsache ist gleichbedeutend mit einem sinkendem inneren Wirkungsgrad n;, da bei
dieser Betrachtung die eingespritzte Kraftstoffmasse konstant gehalten wurde. Dies
fithrt insgesamt dazu, dass bei der vorangegangenen Sensitivitdtsanalyse die Reduk-
tion des inneren Wirkungsgrades die Vorteile einer reduzierten Reibleistung aufgrund
einer verkiirzten Warmlaufdauer iiberkompensiert, so dass bei einer Uberbewertung
des Wandwérmestroms innerhalb der Arbeitsprozessrechnung der Kraftstoffverbrauch
in einer Gesamtfahrzeugsimulation insgesamt zu hoch prognostiziert wiirde.

An dieser Stelle sei hinzugefiigt, dass die oben beschriebenen Effekte nur dann feststell-
bar sind, wenn im Rahmen einer Co-Simulation ein kurbelwinkelbasiertes Modell zur
Berechnung der Warmefreisetzungsrate verwendet wird. Dies ermoglicht die Erfassung
moglicher Riickkopplungen duflerer Einfliisse auf den innerzylindrischen Arbeitspro-
zess, so dass der Druck- und Temperaturverlauf, Warmefreisetzungsrate und Wand-
warmestrom sowie Abgastemperatur und der Ladungswechsel etwaige Veranderungen
wahrnehmen. In anderen Veroffentlichungen, in denen der Warmeiibergangskoeffizient,
die Massenmitteltemperatur und Abgastemperatur zyklusgemittelt in einem Kennfeld
abgelegt sind [116,117,125], kénnen die innerzylindrischen Prozessgroien nicht auf die
untersuchte Verdnderung reagieren, so dass sich im Unterschied zu Abbildung 5.3 mit
steigendem Wandwérmestrom eine Reduktion des Kraftstoffverbrauchs einstellt, die
ausschliefllich auf die raschere Absenkung der Reibleistung aufgrund der verkiirzten
Warmlaufdauer zuriickzufiihren ist.

5.1.2 Untersuchungen mit gekiihlter Abgasriickfiihrung

In samtlichen innerhalb von Kapitel 5 vorgestellten Untersuchungen wird der Ver-
brennungsmotor ohne Abgasriickfithrung betrieben. In diesem Abschnitt werden die
Auswirkungen des Motorbetriebs mit Abgasriickfithrung diskutiert. Hinsichtlich des
thermischen Verhaltens des Verbrennungsmotors ist zu beachten, dass neben den Ver-
anderungen des innerzylindrischen Motorprozesses, die sich auf den berechneten Wand-
warmestrom auswirken, ebenso der zusatzliche Warmeeintrag in den Kiihlkreislauf
iiber den Abgasriickfiihrungskiihler [21] einen wesentlichen Einfluss auf das Autheiz-
verhalten des Verbrennungsmotors hat.

Eine Gegentiberstellung der Kiithlmitteltemperaturentwicklung mit und ohne Abgas-
riickfithrung ist in Abbildung 5.8 dargestellt. Die Zeit, die bis zum Erreichen der
Referenztemperatur benotigt wird, sinkt von tg,qs = 944 s auf tgf;fs = 691s. Geméal

dem in Abbildung 5.2 vorgestellten Bezugsverfahren entspricht dies einer prozentualen

Veréinderung von —26.8 %. Ausgehend von 455 wird der Variationsparameter var,, y
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Abbildung 5.8: Einfluss der gekiihlten Abgasriickfiihrung auf die Entwicklung der
Kiihlmitteltemperatur

erneut von 0.7 bis 1.3 variiert und die Auswirkungen auf die Warmlaufdauer mit der
Variation des gasseitigen Wandwéarmeiibergangs ohne Abgasriickfiihrung gegeniiber-
gestellt. Abbildung 5.9 zeigt den Einfluss des Variationsparameters var, w auf die
prozentuale Anderung der Warmlaufdauer. Geméif den Erwartungen erhéht sich die
Warmlaufdauer im Bereich var, w < 1. Die prozentuale Verzogerung bei var, w = 0.7
betrdgt 10.0 %. Nimmt der Variationsparameter Werte grofier 1 an, sinkt die Warm-
laufdauer bis diese bei var,w = 1.3 um 9.4 % verkirzt wird. Gleichzeitig ist der
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Abbildung 5.9: Einfluss des gasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten auf die Warmlauf-
dauer und die am Abgasriickfiihrungskiihler iibertragene Wéarmemenge

Abbildung zu entnehmen, dass die Sensitividt beziiglich einer Modifikation des Wand-
warmetiibergangs insgesamt abnimmt, wenn der Verbrennungsmotor mit Abgasriick-
fithrung betrieben wird. Die Hauptursache fiir diese Beobachtung liegt darin begriin-
det, dass die abgegebene Wéarmemenge am Abgasriickfithrungskiihler mit sinkendem
Wandwarmestrom steigt, was wiederum einer verzogertem Warmlaufdauer entgegen-
wirkt. Die Zunahme der tibertragenen Warmemenge am Abgasriickfithrungskiihler ist
auf die prozessbedingt hoheren Abgastemperaturen bei sinkendem Wandwarmestrom
im Brennraum zurtickzufiihren.
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5.2 Brennraumwandtemperatur

Die wahrend der thermischen Gesamtfahrzeugsimulation berechneten Temperaturen
der Brennraumwande beeinflussen sowohl den simulierten Wandwérmestrom wahrend
der Motorprozessrechnung als auch die Berechnung des konvektiven Warmetransports
zwischen Motorstruktur und Kithlmittel (vgl. Abbildung 3.5). Aus diesem Grund ist
es insbesondere bei transienten Warmlaufsimulationen wichtig, dass die Temperaturen
des Zylinderkopfes, der Innenseite der Zylinderlaufbuchse als auch der Kolbenoberfla-
che moglichst préazise berechnet werden.

Die Annahme von konstanten Wandtemperaturen innerhalb der Motorprozessrech-
nung, wie sie im betriebswarmen Zustand erreicht werden, kann aus mehreren Griinden
nicht empfohlen werden. Zunéchst wird der simulierte Wandwarmestrom stets unter-
schétzt, wie in Abbildung 5.10 dargestellt ist. Aufgetragen ist das Verhéltnis zwischen
dem berechneten Wandwarmestrom mit konstanten Wandtemperaturen bezogen auf
den Wandwérmestrom des Referenzmodells, bei dem das Strukturtemperaturmodell
wéahrend der Motorprozessrechnung berticksichtigt wird. Zu Beginn der Warmlaufsi-
mulation, bei der die Motorstrukturtemperaturen der Umgebungstemperatur entspre-
chen, ist die Abweichung am gréfften und néhert sich mit steigenden Brennraumwand-
temperturen der Referenzsimulation an. Erst gegen Ende der 50km/n-Konstantfahrt
erreicht der Verbrennungsmotor in beiden Simulationen seinen betriebswarmen Zu-
stand und die Wandwarmestrome liegen auf gleichem Niveau. Die schraffierte Flache
stellt demnach denjenigen Anteil der Wéarmemenge dar, der bei Nichtberiicksichti-
gung des Temperaturanstiegs der Brennraumwéande dem thermischen Motormodell
vorenthalten bleibt. In solchen Féllen kann die Warmlaufsimulation nur mit zyklus-
und starttemperaturselektiven, also unphysikalischen, Korrekturfaktoren ausgeglichen
werden.
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Abbildung 5.10: Einfluss des Wandtemperaturmodells auf den Wandwéarmestrom und des-
sen Aufteilung in die verschiedenen Brennraumoberflichen
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

Einen weiteren Grund, weshalb die Aufheizung der Brennraumwéande in der Motorpro-
zessrechnung beriicksichtigt werden sollte, liefert das rechte Diagramm der Abbildung
5.10. Dargestellt sind die Anteile des Wandwérmestroms, die den Brennraum iiber den
Kolben, Zylinderkopf und Zylinderlaufbuchse verlassen und dem Motorstrukturmodell
an entsprechender Stelle iiber die Co-Simulationsplattform bereitgestellt werden. Da
sich nicht nur unterschiedliche Temperaturen an den jeweiligen Brennraumoberflachen
einstellen, sondern dies auch unterschiedlich schnell geschieht, variiert dementspre-
chend die Aufteilung des gesamten Wandwérmestroms auf die einzelnen Brennraum-
wénde. Dies wirkt sich auf die Inhomogenitat der Aufheizung des Verbrennungsmotors
aus und hétte damit unmittelbare Auswirkungen auf die Berechnung der Reibleistung
des Verbrennungsmotors. Es wiirde somit ein rekursives Verhalten auftreten, da dies
eine Anderung des Motorbetriebspunktes zur Folge hétte. Als letzter Punkt sei ange-
merkt, dass die Temperaturen der Brennraumwéinde sehr sensibel auf Lastpunktén-
derungen reagieren. Wird nun der Grad der Instationaritat einer Warmlaufsimulation
erhoht, indem diese einem hochtransienten Fahrprofil mit stdndig wechselnden Las-
ten und Drehzahlen unterliegt, erhéhen sich die Anforderungen an die Temperatur-
berechnung der Brennraumwinde, um die Aufheizung von Verbrennungsmotor und
Fahrzeug addquat berechnen zu koénnen. Aus diesen Griinden empfiehlt der Autor,
den Wandtemperatureinfluss bei der Motorprozessrechnung zu beriicksichtigen bzw.
etwaige Modellierungsunschérfen zu deuten, sofern der Wéarmeeintrag des Verbren-
nungsmotors aus Wandwéarmestromkennfeldern ohne Temperaturkompensation an ein
thermisches Motormodell tibergeben werden soll.

Fiir weitere Untersuchungen des Einflusses der Brennraumwandtemperatur wird in
der Motorprozessrechnung der Variationsparameter varyy eingefithrt und im Bereich
von —100 K bis 4100 K variiert. Der berechnete Wandwérmestrom ergibt sich demnach
Zu:

QWand = w - ZAW,i T(¢) = (Tw; +varr,w)] (5.3)

Alle anderen Modelle, die an der Gesamtfahrzeugsimulation partizipieren, bleiben un-
verandert.

In Abbildung 5.11 ist der Einfluss modifizierter Brennraumwandtemperaturen auf die
Warmlaufdauer sowie den Kraftstoffverbrauch dargestellt. Mit zu gering berechne-
ten Wandtemperaturen (varrw < 0K) verkirzt sich die Warmlaufdauer des Ver-
brennungsmotors, wohingegen sie mit zu hoch prognostizierten Wandtemperaturen
(varrw > 0K) ansteigt. Dieses Verhalten hat unmittelbaren Einfluss auf die Entwick-
lung des Reibmitteldrucks, der mit einer beschleunigten Aufheizung ziigiger reduziert
wird. Trotz dieses Sachverhalts kann festgestellt werden, dass der iiber die gesamte
Fahrstrecke kumulierte Kraftstoffverbrauch mit einer Reduktion der Warmlaufdauer
geringfiigig zunimmt. Die Tatsache, dass im Rahmen dieser Untersuchung der Verlauf
der effektiven Leistung des Verbrennungsmotors sowie der Nebenaggregate nicht ver-
andert wird, lasst die Ursache in einem veranderten Motorprozess vermuten. Daher
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Aty [%]

Abbildung 5.11: Einfluss der Zylinderwandtemperaturen auf die Warmlaufdauer und den
Kraftstoffverbrauch

wird zuniichst die prozentuale Anderung der Wandwirme (AQy ), die vom Arbeitsgas
and die Brennraumwéinde abgegeben wird, sowie die prozentuale Anderung der War-
memenge, die vom Abgas an die Auslasskanalwénde tibertragen wird (AQ k), in Ab-
bildung 5.12 dargestellt. Der Anderung des Wandwéirmestroms betrigt -1.46 %/10x und
zeigt innerhalb des untersuchten Variationsbereichs lineares Verhalten. Die Sensitivitat
der tibertragenen Wérme im Auslasskanal kann zu +1.56 %/10k bestimmt werden. Die
absolute Anderung der summierten Wirmestrome, die an das thermische Motormodell
iibergeben werden, steigen demnach mit zu gering prognostizierten Wandtemperatu-
ren, da in den betrachteten Betriebsszustinden stets Quw > Qax gilt.
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Abbildung 5.12: Einfluss der Zylinderwandtemperaturen auf die kumulierten Wéarmestro-
me im Zylinder und Auslasskanal

Die festgestellten Anderungen des Wandwédrmestroms und des Wirmestroms in den
Auslasskanélen konnen mit Hilfe kurbelwinkelbasierter Zustandsgrofien des Motor-
prozesses genauer analysiert werden. Dafiir werden mit dem Verbrennungsmodell Va-
riationen der Brennraumwandtemperaturen durchgefiihrt. Dies geschieht jedoch ohne
numerische Modellkopplung mit den restlichen Subsystemen, die fiir die vollstiandige
Beschreibung des Gesamtfahrzeugs benotigt werden, so dass die Motorprozessrech-
nung von physikalischen Quereinfliissen benachbarter Systeme sowie regelungstechni-
schen Eingriffen des Motorsteuergerétes isoliert werden kann. Wie bereits in Kapitel
5.1 beschrieben, werden sowohl die Einspritzbeginne und -massen der beiden Vorein-
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

spritzungen sowie der Haupteinspritzung konstant gehalten. Die Motordrehzahl ist
unverdandert und betragt 1210 1/min.

Ein Ausschnitt der Zylinderdruck- und Temperaturverldufe im Bereich des ZOT ist
in Abbildung 5.13 dargestellt. Mit steigenden Brennraumwandtemperaturen erh6hen
sich die Zylinderdriicke. Uber den zugrunde gelegten Variationsbereich ergeben sich
Unterschiede im Kompressionsenddruck von bis zu 2.3 bar, was auf deutliche Unter-
schiede hinsichtlich des Wandwarmestroms wahrend der Kompression hindeutet. Mit
Blick auf die Verldufe der Massenmitteltemperatur im Zylinder wird diese These besté-
tigt. Die Unterschiede der Kompressionsendtemperatur betragen bis zu 135.2 K. Dabei
ist zu beachten, dass die maximalen Unterschiede des Zylinderdrucks beim Schlielen
der Einlassventile 29 mbar betragt, wohingegen die Massenmitteltemperatur iiber den
untersuchten Variationsbereich um 41.5 K auseinander liegt.

VarIW
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¥ 1300
S i
|_
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Kurbelwinkel [°KW] Kurbelwinkel [°PKW]

Abbildung 5.13: Zylinderdruck und Massenmitteltemperaturen fiir verschiedene Wand-
temperaturen unter Beriicksichtigung des Variationsparameters varrw

Abbildung 5.14 kann entnommen werden, dass mit steigenden Werten des Zylinder-
drucks und der Massenmitteltemperatur der Warmeiibergangskoeffizient geringfiigig
sinkt. Insgesamt nimmt der Einfluss des gasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten auf-
grund der nur marginalen Sensitivitdt nur eine untergeordnete Rolle bei der Berech-
nung des Wandwarmestroms ein. Im Umkehrschluss bedeutet dies, dass die Tempera-
turdifferenz zwischen Verbrennungsgas und Brennraumwand den Warmeiibergang im
Rahmen dieser Sensitivitdtsanalyse dominiert.

In Abbildung 5.15 sind im linken Diagramm die Verldufe des kumulierten gasseitigen
Wandwérmestroms fiir alle Variationsparameter varpy fir ein Arbeitsspiel darge-
stellt. Man erkennt, im Gegensatz zur Variation des Parameters var, w aus Kapitel
5.1, bereits wahrend des Kompressionshubs deutliche Unterschiede im Wandwérme-
strom aufgrund der starken Dominanz der Temperaturdifferenz, so dass bei zu hoch
berechneten Wandtemperaturen ein erhohter Warmestrom von den Wanden an das

112



5.2 Brennraumwandtemperatur

(1240 )
1600 |
1 1220
1 400 ] 1200 ;

1varry
T

\
370 370.5 371

ayy [W/m2K]
o
o
(@]
|

\ \ \
350 Z0T 370 380 390

Kurbelwinkel [°KW]

Abbildung 5.14: Wirmeiibergangskoeffizient nach [36] fiir verschiedene Wandtemperatu-
ren unter Berticksichtigung des Variationsparameters varr w

Verbrennungsgas abgegeben wird (dfl?—;" < O). Bei zu gering berechneten Wandtem-
peraturen gibt das Verbrennungsgas iiber das gesamte Arbeitsspiel Warme an die
Brennraumwéande ab (d%"/ > O). Abschliefend kann Abbildung 5.15 der Einfluss des
Variationsparameters vary - auf den Wandwéarmestrom sowie den inneren Mitteldruck
bei konstantem Kraftstoffeinsatz entnommen werden. Wie schon bei der Untersuchung
des gasseitigen Warmeiibergangs gezeigt werden konnte, steigt auch bei dieser Varia-
tion der innere Mitteldruck mit abnehmendem Wandwérmestrom. Dabei fallt jedoch
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Abbildung 5.15: Einfluss des Variationsparameters wvarry auf die Wandwirme,
den Wandwéarmestrom und den inneren Mitteldruck bei gleichem
Kraftstoffeinsatz

auf, dass die Sensitivitat des inneren Mitteldrucks beziiglich einer Variation der Brenn-
raumwandtemperatur bei vergleichbarem Einfluss auf den Wandwéarmestrom deutlich
geringer ist, verglichen mit den Untersuchungen des gasseitigen Warmetibergangs. Die
Ursache dafiir wird im Folgenden erklart.
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

Thermodynamischer Vergleich der Sensitivitat von varr,y und var,w

In diesem Abschnitt werden zwei Variationsrechnungen aus den Kapiteln 5.1 und 5.2
gegentibergestellt. Bei der Auswahl der Variationsparameter wird darauf geachtet, dass
beide Wandwarmestrome auf gleichem Niveau liegen. Dies trifft auf die Variationspa-
ramter varrw = 100K und var,w = 0.8 zu. Die berechneten Wandwarmestrome
ergeben sich zu Qw,uarTW:looK = 7.006 kW bzw. QW,UarQ,W:D.S = 6.961 kW, was einer
tibertagenen Warme von Qw,vary =100k = 115.8 J/AsP bzw. Qw.var, =08 = 115.17/asp
bei der untersuchten Drehzahl von 12101/min entspricht. Damit sind die vom Ar-
beitsgas an die Brennraumwand insgesamt abgegebenen Warmemengen auf &hnli-
chem Niveau. Die Einspritzzeitpunkte sowie die eingesetzte Kraftstoffmasse sind in
beiden Fallen identisch. Die inneren Mitteldriicke unterscheiden sich jedoch stérker im
Vergleich zu den Wandwérmestromen und betragen ppmivary =100k = 3.68 bar bzw.
Pmiware w=08 = 3.81 bar. Hieraus ergibt sich eine Differenz in der Kolbenarbeit von
AWpga = 6.47/asp.

Eine Differenz in dieser GroBenordnung kann in der Differenz der integralen Wandwér-
me nicht beobachtet werden. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 5.16 den Ver-
lauf der integralen Wandwarme sowie die mittlere Gastemperatur im Zylinder. Es ist
zu erkennen, dass die Wandwéarme, wie zuvor beschrieben, am Ende des Arbeitsspiels
nahezu den gleichen Endwert erreicht. Bei vary yw = 100 K stellt sich zu groflen Teilen
des Ansaug- und Kompressiontaktes eine negative Wandwéarme ein. Dies bedeutet,
dass die Frischladung von den Brennraumwénden erwéarmt wird. Die Auswirkungen
auf die mittlere Gastemperatur im Zylinder ist im rechten Diagramm von Abbildung
5.16 zu erkennen. Das Diagramm zeigt vergleichend zur Temperaturentwicklung bei
varew = 0.8, dass die mittlere Gastemperatur bei einer Erhohung der Zylinderwand-
temperaturen durchweg grofler ist, wobei die maximale Temperaturdifferenz zwischen
beiden Variationsrechnungen wahrend der Kompression auftritt.

180 ‘ 1600
140~ var,,, =038 14007
1200
é. ]
= 1000 -
N i
=
800 - - : R i
] —vary,, = +100K|
600 , var,w = 0.8
-20 T T T 400 T T T T T T T T T T T
0 180 Z0T 540 720 270 300 330 ZOT 390 420 450
Kurbelwinkel ["KW] Kurbelwinkel [PKW]

Abbildung 5.16: Vergleich des kumulierten Wandwarmestroms und des Temperaturver-
laufs zwischen den Varianten varrw = +100K und var,w = 0.8
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Um schlieflich erklaren zu koénnen, weshalb sich der innere Mitteldruck beider Va-
riationsrechnungen bei identischem Kraftstoffeinsatz und nahezu gleichem Wandwiér-
mestrom unterscheidet, zeigt Abbildung 5.17 die berechneten Zylinderdriicke (linkes
Diagramm), die Differenz beider Druckverldufe Apyz,, sowie die Differenz der diffe-
rentiellen Volumenanderungsarbeit Apfl—‘; (rechtes Diagramm). Der Zylinderdruck bei
varrw = +100 K ist wahrend des gesamten Kompressionstaktes und dariiber hinaus
bis 17°KW n. ZOT groBer (Apmar = 0.71bar bei —7°KW v. ZOT) im Vergleich
zur Reduzierung des gasseitigen Warmeiibergangs mit var,w = 0.8. Eine doppelt
logarithmische Darstellung beider Zylinderdruckverlaufe im p-V-Diagramm zeigt auf,
dass die Unterschiede des inneren Mitteldrucks auf die verdnderte Prozessfithrung im
Hochdruckteil zuriickzufiihren sind. Eine anschaulichere Darstellung bietet das rechte
Diagramm von Abbildung 5.17. Aufgetragen ist die Differenz der differentiellen Volu-
menanderungsarbeit, wobei die schraffierte Fléache beziiglich Apfl—v = 0 als Differenz
der Kolbenarbeit interpretiert werden kann. Demnach ergibt sich nach Integration
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Abbildung 5.17: Vergleich der Zylinderdruckverldufe und der differentiellen Volumenande-
rungsarbeit zwischen den Varianten varyy = +100 K und varq,w = 0.8

von Ap% tiber ein Arbeitsspiel AWk 4 = 6.47/asp, was bezogen auf das Hubvolumen
der Differenz des inneren Mitteldrucks entspricht. Da die innerzylindrische Energie-
bilanz geschlossen werden muss, ist folglich die Anderung der inneren Energie der
Zylinderladung beider Variationsrechnungen unterschiedlich. Dies ist aufgrund des in
Abbildung 5.16 dargestellten Gastemperaturunterschieds gegeben, wodurch sich eine
hohere Abgasenthalpie (AT 4pges = 14.0K bei AOQ) bei der Variation der Brennraum-
wandtemperatur mit varyy = +100 K ergibt.

Die Tatsache, dass bei den in Kapitel 5.1 und 5.2 vorgestellten Untersuchungen mit
identischem Kraftstoffeinsatz und dhnlicher Sensitivitat des Wandwéarmestroms eine
veranderte Sensitivitdt hinsichtlich des inneren Mitteldrucks festgestellt wurde (vgl.
Abbildungen 5.7 und 5.15), fithrt nach Abschluss einer thermodynamischen Analyse
zu der Kernaussage, dass nicht nur der kumulierte Wert der pro Arbeitsspiel abgege-
benen Wandwérme entscheidend ist, sondern in welchem zeitlichen Verlauf dies wah-
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rend des Motorprozesses geschieht. Der unmittelbare Einfluss auf den Temperatur-
und Zylinderdruckverlauf und damit auf den Motorbetriebspunkt bzw. Wirkungsgrad
des Motorprozesses verdeutlicht einerseits die Moglichkeiten, die sich mit der Kopp-
lung eines zylinderdruckbasierten Verbrennungsmodells ergeben. Andererseits sei an
dieser Stelle ausdriicklich darauf hingewiesen, dass eine duflerst sorgfaltige Modellie-
rung der benachbarten Teilsysteme (Wandtemperaturmodellierung, kiihlmittelseitiger
Wirmeiibergang, etc.) zwingend erforderlich ist. Aufgrund der Gréfienordnung der er-
reichbaren Abweichungen hinsichtlich Aufheizverhalten und Kraftstoffverbrauch, die
mit moglichen Modellierungsunschéarfen einhergehen, empfiehlt der Autor eine sorg-
faltige Priifung, ob der Einsatz eines zylinderdruckbasierten Verbrennungsmodells im
Kontext einer thermischen Motor- und Gesamtfahrzeugsimulation verwendet werden
soll oder ob die Verwendung von Wandwéarmestromkennfeldern unter Berticksichti-
gung entsprechender Wandtemperaturkompensationen die an das Modell gestellten
Anforderungen bereits erfiillt. Daher ist es von besonderer Wichtigkeit, dass im Vor-
feld jeglicher Modellierung eine klare Definition der eigentlichen Modellanforderungen
formuliert wird. Aus diesen Griinden kann die Nutzung eines zylinderdruckbasierten
Verbrennungsmodells nur mit Einschrinkungen empfohlen werden.

5.3 Kiihlmittelseitiger Warmeiibergang

Oftmals liegen keine Informationen tiber die kiithlmittelseitigen Warmetibergangsko-
effizienten im Verbrennungsmotor vor. Auch wenn in der Literatur davon abgeraten
wird, ahnlichkeitstheoretische Anséitze zu verwenden, die in Zusammenhang einfacher
Geometrien (angestromte Platte, durchstromtes Rohr, umstromte Kugel) generiert
wurden [62], wird dies nach bestem Wissen des Autors selbst in aktuellen Veroffentli-
chungen [57,60,105] im Bereich der thermischen Motorsimulation dennoch als Standard
angesehen.

In diesem Abschnitt werden die Untersuchungsergebnisse der Auswirkungen variie-
render Warmeiibergangskoeffizienten auf der Kiihlmittelseite vorgestellt. Es wird der
Variationsparameter var, gy eingefiihrt und mit den in Kapitel 3.5.2 vorgestellten
Korrelationen multipliziert. Dabei variiert der Koeffizient von 0.7 bis 1.3. Der tiber-
tragene Wéarmestrom zwischen der Motorstruktur und dem Kiihlmittel ergibt sich fiir
die drei Motorstrukturbereiche Zylinderkopf, Zylinderwand und Zylinderkurbelgehau-
se zu:

L
QStruktur(—)KM =Varq,KM * /aKM U - (T([L’) - TW) dx (54)
0

wobei der Kithlmitteltemperaturverlauf 7'(x) ebenfalls von o, abhéngig ist. Dieser
Zusammenhang ergibt sich aus einer differentiellen Energiebilanz entlang der Stro-
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mungsrichtung des Kiithlmittels und fithrt nach Integration iiber den Stromungsweg L
unter Beriicksichtigung des Umfangs U des Kiihlkanals zu folgendem Ergebnis:

e U
T(z) = Tsiruktur + (T'(x = 0) — Tspruktur) - €D (_var KM ORM 2 x) (5.5)

MEM * Cp KM
Nach Einsetzen von Gleichung 5.5 in Gleichung 5.4 und anschlieSender Integration

iiber die gesamte Wiarmeaustauschflache ergibt sich daraus der ausgetauschte Warme-
strom zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel:

QStruktur(—)KM = mKM *Cp KM * (T(.CE = O) - TStruktur‘)

. [1 _exp (— VT KM~ VKM ° A)} (5.6)

KM * Cp,KM

Alle anderen Modelle, die iiber die Co-Simulationsplattform an der Gesamtfahrzeug-
simulation partizipieren, bleiben unverandert.

In Kapitel 3.5.2 wurde gezeigt, dass neben der Massenstromabhéangigkeit des Wérme-
iibergangskoeffizienten die thermophysikalischen Eigenschaften des Kiithlmittels grofie
Auswirkungen auf die Ausbildung der Temperaturgrenzschicht haben. Als Folge konn-
te festgehalten werden, dass die Temperatur des Kiithlmittels einen mafigeblichen Ein-
fluss auf die Warmetibergangskoeffizienten hat. Im Folgenden wird die Sensitivitat der
berechneten Warmeitibergangskoeffizienten auf der Kiihlmittelseite untersucht. Dabei
werden zwei Falle unterschieden:

1. Der kithlmittelseitige Warmeiibergangskoeffizient berticksichtigt sowohl den Kiihl-
mittelmassenstrom als auch die Kihlmitteltemperatur: axy = f (g, Tk m)

2. Der kithlmittelseitige Warmetibergangskoeffizient berticksichtigt ausschliefSlich
den Kithlmittelmassenstrom: oy = f (M)

agy = f(mga,Tky)  Der erste Fall diskutiert den Einfluss etwaiger Model-
lierungsunscharfen auf die Warmlaufdauer sowie auf den berechneten Kraftstoffver-
brauch, wenn die Temperaturabhéngigkeit der Wéarmeiibergangskoeffizienten bertick-
sichtigt wird. Die Modellierungsunschéarfen kénnen hauptséchlich auf drei Griinde zu-
riickgefithrt werden. Zum einen hangt die Ergebnisgiite der 3d-CFD-Berechnungen
mafigeblich vom verwendeten Turbulenzmodell ab. Eine fiir das untersuchte Problem
nicht zutreffende Wahl oder Uberschreitung des Giiltigkeitsbereichs des Turbulenzmo-
dells resultiert unmittelbar in spater nicht mehr korrigierbaren Fehlern. Die néchste
Fehlerquelle liegt in der Dimensionsanalyse des Warmetransportphanomens. Dabei hat
die dafiir gewéhlte Methode keine Relevanz. Von groflerer Bedeutung ist das physika-
lische Verstandnis des vorliegenden Problems und eine genaue Definition der eigent-
lichen Fragestellungen sowie des Anwendungsbereiches der bevorstehenden Simula-
tionen. Schliefllich stellt die anschlieBende Funktionsanalyse zur dimensionslosen For-
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mulierung der Warmeiibertragung zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel die dritte
Fehlerquelle dar. Bei deren mathematischer Beschreibung sollte mit grofler Sorgfalt
vorgegangen werden und stets die Ergebnisqualitidt anhand der auftretenden Residu-
en geprift und bewertet werden.

agy = f(mmgy)  Der Einfluss einer ausschliefllich massenstromabhéngigen Be-
rechnung des Wérmeiibergangskoeffizienten hinsichtlich der Warmlaufdauer und des
Kraftstoffverbrauchs wird im zweiten Fall untersucht. Dabei wird bei der Berechnung
der Wéarmeiibergangskoeffizienten angenommen, dass der Verbrennungsmotor bereits
betriebswarm ist. Dies ist gleichbedeutend mit den bisher in der Literatur zu findenden
Modellierungsansétzen, bei denen die thermophysikalischen Eigenschaften des Kiihl-
mittels und deren Auswirkungen auf die Ausbildung der Temperaturgrenzschicht keine
Beriicksichtigung im thermischen Motormodell finden [16,119] und demnach tiber den
gesamten Temperaturbereich als konstant angenommen werden.

Die Auswirkungen des Variationsparameters var,, ks hinsichtlich der Warmlaufdauer
und des Kraftstoffverbrauchs sind in Abbildung 5.18 dargestellt. Unter Berticksichti-
gung der temperaturabhiangigen thermophysikalischen Eigenschaften des Kiithlmittels,
agy = f (g, Tku), steigt die Warmlaufdauer des Fahrzeugs mit sinkendem Va-
riationsparameter auf bis zu 4.3 % bei var, gy = 0.7. Bei einer Erhéhung des Varia-
tionsparameters auf var, gy = 1.3 verkiirzt sich die Warmlaufdauer um 2.5 %. Die
Auswirkungen auf den Kraftstoffverbrauch sind marginal. Dennoch ist tendenziell mit
einer Erhohung des Kraftstoffverbrauchs zu rechnen, obwohl sich die Autheizung des
Kiihlmittels beschleunigt.
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Abbildung 5.18: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten zwischen Motorstruktur und
Kihlmittel auf die Warmlaufdauer und den Kraftstoffverbrauch

Dies liegt darin begriindet, dass die Reibleistung des Verbrennungsmotors hauptsach-
lich von Struktur- und Oltemperaturen abhéngig ist. Eine Erhohung des Wérmeiiber-
gangs zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel hat eine Reduzierung der Autheizge-
schwindigkeit der Motorstruktur zur Folge, da die Warmeabfuhr verbessert wird, wobei
die zugefiihrten Warmestrome auf vergleichbarem Niveau bleiben. Wird die Tempera-
turabhangigkeit der Warmetibergangskoeffizienten axp = f (k) nicht berticksich-
tigt, wird die Warmlaufdauer im betrachteten Variationsbereich stets unterschéatzt und
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5.3 KiihImittelseitiger Warmelbergang

der Verbrennungsmotor wiirde zu schnell seine Betriebstemperatur erreichen. Im un-
tersuchten Variationsbereich betragt die prozentuale Abweichung der Warmlaufdauer
—3.4% bis —7.1% gegeniiber der Basissimulation. Der Kraftstoffverbrauch wird iiber
dem gesamten Variationsbereich um etwa 0.8 % tiberschétzt. Es kann restimiert wer-
den, dass die Berticksichtigung der temperaturabhéangigen thermophysikalischen Ei-
genschaften des Kiithlmittels von grofler Bedeutung sind. Eine Vernachlédssigung derer
fiithrt bei instationdren Aufheizvorgdngen bereits aus einer Starttemperatur von +20 °C
zu einer fehlerhaften Prognose der Warmlaufdauer, wobei die Abweichungen bei noch
geringeren Starttemperaturen weiter steigen. In diesem Zusammenhang zeigt Abbil-
dung 5.19 die Sensitivitat der Warmetibergangskoeffizienten zwischen Motorstruktur
und Kihlmittel bei einer Starttemperatur von —20°C. Im betrachteten Variationsbe-
reich steigen die Abweichungen beziiglich der Warmlaufdauer erheblich und bewegen
sich in einem Bereich von —23.5% bis —32.9 %. Damit tibersteigt diese Sensitivitat
jeden anderen in der vorliegenden Arbeit diskutierten Einfluss der verschiedensten
Randbedingungen.
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Abbildung 5.19: Einfluss der Starttemperatur auf die Sensitivitit der Wérmeiibergangs-
koeffizienten axpr = f (i) zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel
beziiglich der Warmlaufdauer

Der Autor hebt hervor, dass dieses Ergebnis die Notwendigkeit zur Berticksichtigung
des Kiihlmitteltemperatureinflusses auf die Ausbildung der Temperaturgrenzschicht
innerhalb der Kiihlmittelstromung durch die motorinternen Kiihlkanéle bekraftigt.
Geschieht dies nicht, kann mit numerischen Methoden die Prognose des Aufheizver-
haltens von Verbrennungsmotoren nur durch Korrekturfaktoren und andere, physika-
lisch nicht begriindbare Modellanpassungen gelingen. Diese jedoch kénnen nur unter
genau denjenigen Randbedingungen zu genauen Ergebnissen fithren, unter denen sie
generiert wurden. Sobald man von diesen Randbedingungen abweicht, was schliefSlich
der eigentliche Zweck eines physikalischen Modells ist, reagieren die eingefithrten Kor-
rekturfaktoren und unphysikalischen Modellanpassungen nicht oder gar unkontrolliert
darauf, was zu nicht verwertbaren Ergebnissen fiihrt.
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

In Abbildung 5.20 sind die prozentualen Abweichungen der ausgetauschen Wéarmemen-
gen zwischen Verbrennungsgas und Brennraumwanden sowie Abgas und Auslasskané-
len dargestellt. Die Unterschiede im innerzylindrischen Wandwarmestrom resultieren
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Abbildung 5.20: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten zwischen Motorstruktur und
Kihlmittel auf die kumulierten Warmestrome im Zylinder und
Auslasskanal

hauptsachlich aus der Lastpunktverschiebung sowie den veranderten Verlaufen der
Brennraumwandtemperaturen. Insgesamt sind die Sensitivitdten beider Warmestro-
me beziiglich des Variationsparameters var, gy als gering zu bewerten.

5.4 Warmeiibergang im Auslasskanal

Die berechnete Abgastemperatur hat unmittelbaren Einfluss auf den Warmehaushalt
des Verbrennungsmotors. In Betriebspunkten ohne Abgasriickfithrung ist der thermi-
sche Einfluss des Abgases ausschliefilich in dem berechneten Wandwérmestrom zwi-
schen Abgas und der Oberfliche des Auslasskanals zu bemerken. Dieser Warmeeintrag
bestimmt jedoch in groffem Mafle den Warmeeintrag in das durch den Zylinderkopf
stromende Kiihlmittel. Treten Betriebspunkte auf, die mit Abgasriickfithrung betrie-
ben werden, kommen weitere Einfliissse hinzu, die den Warmehaushalt des Verbren-
nungsmotors verandern. Einerseits findet bei gekiihlter Abgasriickfiihrung ein War-
meaustausch im AGR-Kiihler zwischen rezirkuliertem Abgas und Kiithlmittel statt,
andererseits wird der Warmeiibergang im Zylinderkopf durch variierende Abgastem-
peraturen in den Auslasskanélen sowie variierende Mischungstemperaturen in den Ein-
lasskanélen beeinflusst. Folglich verdndert sich sowohl der thermodynamische Zustand
des Arbeitsgases bei Einlass schliefit als auch die Gaszusammensetzung und damit ih-
re kalorischen Eigenschaften im Zylinder. Beides hat unmittelbare Auswirkungen auf
den innerzylindrischen Motorprozess und damit auf den Wandwéarmestrom.

In diesem Kapitel wird der Einfluss des Warmetibergangskoeffizienten zwischen Abgas
und Auslasskanélen diskutiert. Dazu wird der Variationsparameter var, ax eingefiihrt
und mit dem in Kapitel 3.3.1 vorgestellten Ansatz zur Berechnung des abgasseitigen
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5.4 Warmeiibergang im Auslasskanal

Wiérmeiibergangskoeffizienten multipliziert. Der untersuchte Bereich des Variationspa-
rameters liegt zwischen 0.7 und 1.3. Der Wérmestrom, der sich zwischen dem Abgas
und den Auslasskanélen ergibt, wird wie folgt berechnet:

L
Q Abgaser AK = VaTo, AK - /OéAK U - (T(x) — Tar) dx (5.7)
0

wobei der Abgastemperaturverlauf 7'(x) wiederum von a4 abhéngt und jene Losung
aus einer differentiellen Energiebilanz entlang der Stromungsrichtung des Abgases wie
folgt bestimmt werden kann:

WAK U
T(x) = Tyx + (T(z = 0) — Tag) - exp (—”‘Z“A;if Qa2 . g;) (5.8)
—a Cp,Abgas

Aus Gleichung 5.8 geht die Annahme hervor, dass der Abgasmassenstrom pro Zylinder
gleichméBig auf beide Auslasskanéle verteilt wird. Nach Einsetzen der Gleichung 5.8
in Gleichung 5.7 kann diese nun iiber die Auslasskanalldnge integriert werden. Der
integrale Wert fiir den insgesamt ausgetauschten Warmestrom zwischen Abgas und
der Auslasskanalwand ergibt sich zu:

mAbgas
2

Cpabgas - (T(x = 0) = Tak)

VAT AK * CAk - A
1 B exp - mAbgas

P) * Cp, Abgas

QAbgasHAK =

(5.9)

Trotz der Annahme, dass sich der Abgasmassenstrom pro Zylinder zu gleichen Tei-
len auf beide Auslasskanéle verteilt, sind die absoluten Werte des Warmestroms und
damit auch der Temperaturabfall des Abgases tiber die einzelnen Auslasskanéle nicht
identisch, da sich im vorliegenden Fall die reale Geometrie beider Kanéle unterscheidet
und dies bei der Vorgabe der geometrischen Auslasskanallinge berticksichtigt wird.

Im Rahmen dieser Untersuchungen wird der Verbrennungsmotor ohne Abgasriickfiih-
rung betrieben, damit Quereinfliisse des Abgasriickfithrungskiihlers hinsichtlich des
Warmehaushalts ausgeschlossen werden konnen. Des Weiteren bleiben alle anderen
Modelle, die zur Vervollstindigung des thermischen Gesamtfahrzeugmodells benotigt
werden, unverandert.

In Abbildung 5.21 sind die prozentualen Anderungen der Warmlaufdauer und des
Kraftstoftverbrauchs in Abhéngigkeit des Variationsparameters var, ax dargestellt.
Mit steigendem Variationsparameter (var, ax > 1) verkiirzt sich die Warmlaufdau-
er und der Verbrennungsmotor erreicht frither stationare Bedingungen. Im gewéhlten
Variationsbereich nimmt die Anderung der Warmlaufdauer Werte zwischen —5.1 %
und +6.5% an. Die Anderungen im Kraftstoffverbrauch verhalten sich mit Blick auf
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Abbildung 5.21: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten im Auslasskanal auf Warm-
laufdauer und Kraftstoffverbrauch

die Auswirkungen auf das Warmlaufverhalten erwartungsgeméfl. Der Kraftstoffein-
satz sinkt im Falle einer beschleunigten Aufheizung des Verbrennungsmotors, da der
Reibmitteldruck schneller abnimmt. Des Weiteren hat diese Variation nur indirekten
Einfluss auf die innermotorischen Prozesse, so dass diese nicht zu einer weiteren si-
gnifikanten Anderung des Kraftstoffverbrauchs fithren, wie sie bei der Variation des
Wiérmeiibergangs zwischen Verbrennungsgas und Brennraumwand oder der Variation
der Brennraumwandtemperaturen beobachtet werden konnte. Dennoch sei an dieser
Stelle auf etwaige Auswirkungen verédnderter Abgastemperaturen vor der Turbine und
damit einhergehenden Variationen in der Zylinderfiillung hingewiesen. Dartiber hinaus
ist insbesondere wihrend der Warmlaufphase die zeitliche Entwicklung der Abgastem-
peraturen hinsichtlich der Auswirkungen auf die Konvertierungsraten der emittierten
Schadstoffe im Abgasnachbehandlungssystem von hohem Interesse.

Abbildung 5.22 zeigt den Einfluss des Variationsparameters var, ax auf die prozentua-
le Verdnderung des Wandwéarmestroms sowie des Warmestroms zwischen Abgas und
den Auslasskanélen. Beziiglich der Verdnderung im Wandwéirmestrom sind nur ge-
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Abbildung 5.22: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten im Auslasskanal auf die ku-
mulierten Wéarmestrome im Zylinder und Auslasskanal

ringfiigige Unterschiede feststellbar, die einerseits auf die Lastpunktverschiebung des

Verbrennungsmotors aufgrund der schnelleren Reibmitteldruckreduktion und ande-
rerseits auf die leicht verdnderten zylinderkopfseitigen Brennraumwandtemperaturen
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5.5 Kiihlkreislaufhydraulik

(—2.6 K < ATzk1maz. < +3.4K) zuriickzufithren sind. Unter der Beriicksichtigung,
dass der Verbrennungsmotor ohne Abgasriickfiithrung betrieben wird, sind weitere di-
rekt den Motorprozess betreffende Effekte aufgrund moglicher Modellierungsunschér-
fen des Warmetibergangskoeffizienten zwischen Abgas und der Auslasskanalwand aus-
zuschlieflen.

5.5 Kiihlkreislaufhydraulik

Der Forderstrom der Kithlmittelpumpe wird im hydraulischen Kiihlkreislaufmodell
(vgl. Kapitel 3.5.1) berechnet. Dartiber hinaus entscheiden die darin berticksichtigten
Druckverluste der motorinternen Kiihlkanéale, Verschlauchungen und Warmetibertra-
ger sowie die vom Motorsteuergerat geforderten Ventilstellungen iiber die Aufteilung
des Kiithlmittelvolumenstroms. Mit der Kenntnis der Stromungsverhéaltnisse in jedem
Betriebspunkt wihrend einer transienten Warmlaufsimulation kann anhand der Tem-
peratur des Kiithlmittels sowie der Stromungsgeschwindigkeit am Ort der Warmetiber-
tragung fiir jeden Zeitschritt die Reynolds- und Prandtl-Zahl berechnet werden. Die
Kenntnis dieser dimensionslosen Kennzahlen ist Voraussetzung fiir die Bestimmung der
dimensionslosen Warmetibergangskoeffizienten (vgl. Kapitel 3.5.2). Diese werden im
thermischen Kiihlkreislaufmodell, das in direkter Verbindung mit dem Motorstruktur-
modell steht, berechnet. Dazu miissen die Teilmassenstrome an den einzelnen warme-
ibertragenden Positionen (Zylinderkopf, Zylinderwand, Zylinderkurbelgehéuse) sowie
die Eintrittstemperaturen vom hydraulischen Kiihlkreislaufmodell an das thermische
Kiihlkreislauf- und Motorstrukturmodell iibergeben werden.

Vor diesem Hintergrund soll im Folgenden der Einfluss einer fehlerbehafteten Be-
rechnung der iibergebenen Teilmassenstrome beurteilt werden. Dazu werden, ausge-
hend vom Basismodell, die Kiihlmittelteilvolumenstrome mit dem Variationsparame-
ter vary, gy multipliziert und an die Co-Simulationsplattform geschickt. Auf diesen
modifizierten Wert greift das thermische Kiihlkreislauf- und Motorstrukturmodell zu.
Der Variationsbereich von vary;, xa erstreckt sich dabei von 0.7 bis 1.3 und beeinflusst
den ausgetauschten Warmestrom zwischen der Motorstruktur und dem Kiihlmittel wie
folgt:

Qstrukturo kM = VT ka - Mg - Coxm - (LT(2 = 0) — Tsiruktur)

: [1 — eap <— Q- A )1 (5.10)

VAT, KM * TMKM * Cp KM

In Gleichung 5.10 findet sich der Variationsparameter var,, gy sowohl als Vorfaktor
als auch im Nenner des Arguments der Exponentialfunktion wieder. Des Weiteren
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

geht aus Gleichung 5.10 hervor, dass der Warmeiibergangskoeffizient aj s den be-
trachteten Warmestrom beeinflusst. Abbildung 5.23 zeigt hierzu die Entwicklung der
Warmeitibergangskoeffizienten innerhalb des Zylinderkopfes fiir die verschiedenen Va-
riationsparameter. In Ubereinstimmung mit den im Rahmen dieser Arbeit entwickel-
ten und in Kapitel 3.5.2 vorgestellten Korrelationen zur dimensionslosen Beschreibung
des Warmeitibergangs zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel steigen die Werte des
Wiérmetibergangskoeffizienten einerseits mit steigenden Kiihlmitteltemperaturen und
andererseits mit steigenden Werten des Variationsparameters var, k. Dies wieder-
um stellt eine Erhoéhung des Kiithlmittelmassenstroms und damit der Reynolds-Zahl
dar. Zu Beginn der 50 km/h-Konstantfahrt sind mehrere Gangwechsel in der Beschleu-
nigungsphase erkennbar, bis ab ¢ = 40 s die Drehzahl des Verbrennungsmotors bis zum
Ende des 20-miniitigen Zyklus konstant bleibt.

vars kv

v, zK [kW/(m2K)]

\ \ \ \ \
0 200 400 600 800 1000 1200

t[s]

Abbildung 5.23: Einfluss des Variationsparameters vary, iy auf den Wérmeiibergangs-
koeffizienten zwischen Motorstruktur und Kiihlmittel am Beispiel des
Zylinderkopfes

Abbildung 5.24 zeigt nun den Zusammenhang zwischen der prozentualen Anderung
der Warmlaufdauer sowie des Kraftstoffverbrauchs in Abhéngigkeit des Variationspa-
rameters vary, xar. Mit steigenden Kiithlmittelmassenstromen, die vom hydraulischen
Kiihlkreislaufmodell bereitgestellt werden, verzogert sich die Warmlaufdauer um bis
zu 16.2% bei vary, kn = 1.3. Bei einer Reduzierung des Variationsparameters auf
vary kv = 0.7 verkiirzt sich die Warmlaufdauer bis zum Erreichen der Referenz-
temperatur Tgaes um 20.3 %. Die prozentualen Anderungen des Kraftstoffverbrauchs
sind als gering zu bewerten. Die Ursache fiir die Sensitivitat des Kraftstoffverbrauchs
liegt hauptsdchlich in der Verdnderung des Reibmitteldruckverlaufs begriindet. Wie
bereits bei der Variation des Warmetibergangs im Auslasskanal (vgl. Kapitel 5.4)
diskutiert, hat der Kiihlmittelmassenstrom ebenso keinen direkten Einfluss auf den
Verbrennungsprozess, jedoch auf die berechneten Motorstrukturtemperaturen, die fiir
die Berechnung des innerzylindrischen Wandwarmetibergangs herangezogen werden.
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Abbildung 5.24: Einfluss des Kiihlmittelmassenstroms auf die Warmlaufdauer und den
Kraftstoffverbrauch

Dies belegt Abbildung 5.25, aus der die prozentuale Verdnderung des innerzylin-
drischen Wandwérmestroms sowie der abgegebene Warmestrom vom Abgas an die
Auslasskanalwédnde hervorgehen. Die geringen Verdnderungen sind einerseits auf die
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Abbildung 5.25: Einfluss des Kiihlmittelmassenstroms auf die kumulierten Warmestréome
im Zylinder und Auslasskanal

Lastpunktverschiebung zuriickzufithren, die wiederum aus unterschiedlichen Entwick-
lungen des Reibmitteldrucks resultieren, und andererseits auf sich &ndernde Brenn-
raumwandtemperaturen, die gemafl Gleichung 3.7 einen Einfluss auf den berechneten
Wandwéarmestrom haben.

5.6 Motorraumdurchstromung

Der Luftdurchsatz durch den Motorraum beeinflusst das thermische Verhalten des
Verbrennungsmotors und hat damit Auswirkungen auf dessen Energiebilanz. Verant-
wortlich fiir den Warmeaustausch zwischen der Luftstromung im Motorraum und der
Oberflache des Verbrennungsmotors ist zum einen die Temperaturdifferenz zwischen
der Luft und der Motoroberfliche sowie die stromungsbedingte Ausbildung der Tem-
peraturgrenzschicht an den verschiedenen Bereichen der Motoroberflache, die stark
von den vorliegenden Stréomungsformen dominiert wird.
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5 Untersuchungen zum Einfluss wesentlicher Randbedingungen

Die Lufttemperatur kann bis zur Thermostatoffnung sehr gut durch die Umgebungs-
temperatur angenahert werden, sofern am Kondesator des Kaltekreises keine Warme
iibertragen wird. Sobald das Thermostat 6ffnet und der Hauptwasserkiihler mit heilem
Kiihlmittel durchstromt wird, bewirkt der Warmeaustausch zwischen dem Kiihlmit-
tel und der Luft, die den Hauptwasserkiihler passiert, einen Temperaturanstieg der
Motorraumluft. Abbildung 5.26 zeigt diesen Zusammenhang. Dargestellt sind die ge-
messenen Temperaturen des Kiithlmittels am Eintritt des Hauptwasserkiihlers und der
Luft hinter dem Liifterpaket. Mit Erreichen der Thermostatoffnungstemperatur wird
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Abbildung 5.26: Einfluss von Fahrzeuggeschwindigkeit und Thermostatstellung auf die
Temperatur der Motorraumdurchstromung nach Liifter in einem kun-
dennahen Verbrauchszyklus bei einer Umgebungstemperatur von +20°C

der Hauptwasserkiihler durchstromt, was am raschen Anstieg der Kiithlmitteltempera-
tur vor Hauptwasserkiihler zu erkennen ist. Mit einem geringen zeitlichen Versatz ist
der Temperaturanstieg nach dem Liifterpaket erkennbar. Im weiteren Verlauf der Ver-
suchsfahrt, bei der die Liifter nicht zusétzlich angesteuert werden, deutet sich ein Zu-
sammenhang zwischen der gemessenen Lufttemperatur im Motorraum und der Fahr-
zeuggeschwindigkeit an. Dieser wird von der ausgetauschten Warmemenge am Haupt-
wasserkiihler dominiert, die wiederum neben der Eintrittstemperaturdifferenz auch
vom Kiihlmittel- und Luftmassenstrom durch den Hauptwasserkiihler abhéingig ist.
Fiir die Berechnung des konvektiven Warmeaustausches zwischen der Motorraumluft
und der Oberfliche des Verbrennungsmotors ist schlieflich die Temperaturdifferenz
von grofler Bedeutung. Dieses anschauliche Beispiel verdeutlicht die Notwendigkeit ei-
ner gesamtheitlichen Systembetrachtung bei der numerischen Analyse des thermischen
Motor- und Fahrzeugverhaltens. Eine autarke Betrachtung des Verbrennungsmotors
ohne dessen Umgebungsbedingungen, die Fahrzeugaerodynamik und Komponentenei-
genschaften zu berticksichtigen, kann nur bedingt einen Beitrag zur ErschlieBung kiinf-
tiger COo-Reduktionspotenziale leisten.

Im Rahmen dieser Untersuchung wird ausgehend von der Warmlaufsimulation im Ba-
siszustand der Warmeaustausch zwischen der Motoroberflache und der Luft, die durch

126



5.6 Motorraumdurchstromung

den Motorraum stromt, variiert. Dazu wird der Variationsparameter var, or einge-
fithrt und im Bereich von 0.7 bis 1.3 variiert, um die Auswirkungen auf die Warm-
laufdauer und den Kraftstoffverbrauch zu untersuchen. Der abgegebene Warmestrom
ergibt sich demnach wie folgt:

Qor = Vare oF - > aori - Aori (Tori — Tra.ri) (5.11)

)

Alle anderen Modelle, die iiber die Co-Simulationsplattform an der Gesamtfahrzeug-
simulation partizipieren, bleiben unverandert.

In Abbildung 5.27 ist der Einfluss einer moglichen Modellierungsunschéarfe des kon-
vektiven Wérmetibergangs an der Motoroberflaiche auf die Warmlaufdauer sowie den
Kraftstoffverbrauch dargestellt. Mit steigenden Werten des Variationsparameters ist
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Abbildung 5.27: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten zwischen Motoroberflache und
Motorraumdurchstromung auf Warmlaufdauer und Kraftstoffverbrauch

mit einer verzogerten Aufheizung des Verbrennungsmotors um bis zu 5.5 % zu rechnen
(bei var,or = 1.3). Wird der Einfluss der Wérme, die vom Verbrennungsmotor an
die Umgebungs abgegeben wird, unterschatzt, so verkiirzt sich die Warmlaufdauer um
bis zu —5.8 %. Die Auswirkungen auf den Kraftstoffverbrauch sind tiber den gesamten
Variationsbereich sehr gering. Die Variation des Warmeaustausches mit der Umge-
bung hat zwar groflen Einfluss auf die Inhomogenitéat der Motortemperaturen, jedoch
werden die motorinternen Reibpaarungen nur geringfiigig in ihrem Aufheizverhalten
beeinflusst. Dariiber hinaus haben etwaige Unschérfen des Warmeaustausches an der
Motoroberflache keinen direkten Einfluss auf den innerzylindrischen Motorprozess.

Hierzu zeigt Abbildung 5.28 den Einfluss der untersuchten Variation auf die prozentua-
le Veranderung des Wandwéarmestroms sowie der ausgetauschten Wérme zwischen Ab-
gas und den Auslasskanalwénden im Zylinderkopf. Die feststellbaren Verdnderungen
sind marginal und ausschliellich auf eine Lastpunktverschiebung des Verbrennungs-
motors aufgrung geringfiigiger Anderungen des Reibmitteldrucks zuriickzufiihren. Die
leicht hohere Sensitivitdt von AQax ist durch die zuséitzliche Erhohung der Tempe-
raturdifferenz zwischen dem Abgas unmittelbar nach Vorbeistromen am Auslassventil
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Abbildung 5.28: Einfluss des Warmeiibergangskoeffizienten zwischen Motoroberflache und
Motorraumdurchstromung auf die kumulierten Warmestréme im Zylin-
der und Auslasskanal

und der leicht geringeren Zylinderkopftemperatur aufgrund der gestiegenen Konvekti-
onsverluste erklarbar.

5.7 Antriebsstrang

Aus dem physikalischen Fahrzeug- und Antriebsstrangmodell ergeben sich in Abhén-
gigkeit des zugrunde gelegten Fahrprofils das effektive Drehmoment sowie die Motor-
drehzahl am Getriebeeingang. Dabei konnen mehrere potentielle Fehlerquellen identi-
fiziert werden, die einen Einfluss auf die geforderte effektive Motorleistung haben. An
dieser Stelle sei die Berechnung der Verlustleistungen im Getriebe, Verteilergetriebe
sowie Vorder- und Hinterachsdifferential in Abhéngkeit des iibertragenen Momentes,
der Drehzahlen und der jeweiligen Getriebe6ltemperaturen genannt. Weitere Einfluss-
groflen stellen die vom Getriebesteuergerat gewiinschte Gangstufe, der dynamische
Radhalbmesser, der geschwindigkeitsabhidngige Rollwiderstand, Restbremsmomente,
der Luftwiderstandsbeiwert, die Fahrzeugmasse sowie neben translatorischen auch ro-
tatorische Massentragheitsmomente im Antriebsstrang dar. Ebenfalls muss die Um-
gebungstemperatur beriicksichtigt werden, die einen Einfluss auf die Luftdichte und
damit auf den Luftwiderstand hat. In einem Temperaturbereich von —20 °C bis 420 °C
variiert bei konstantem Luftdruck die Dichte zwischen 1.3944 k8/m3 und 1.2041 k&/m3.
Aufgrund der Vielzahl moéglicher Fehlerquellen werden im Folgenden die Auswirkungen
einer ungenauen Berechnung der geforderten effektiven Leistung des Verbrennungsmo-
tors hinsichtlich der Warmlaufdauer sowie des Kraftstoffverbrauchs diskutiert.

Hierzu zeigt Abbildung 5.29 den Variationsbereich der effektiven Leistung und deren
Zusammenhang in Bezug auf eine verdnderte Fahrzeugmasse sowie verandertem Luft-
widerstandbeiwert. Eine Verdnderung der Fahrzeugmasse um +10 % resultiert in einer
Veranderung der effektiven Leistung von —5.6 % bis +5.5 %. Dies wiederum ist aqui-
valent zu einer Veranderung des Luftwiderstandbeiwertes im Bereich von £23.8 %.
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Abbildung 5.29: Zusammenhang zwischen effektiver Motorleistung, der Anderung der
Fahrzeugmasse und der Anderung des Luftwiderstandsbeiwertes bei einer
50 km/h-Konstantfahrt

In Abbildung 5.30 ist der Einfluss einer abweichenden effektiven Motorleistung auf
die Warmlaufdauer sowie den Kraftstoffverbrauch dargestellt. Uber den gesamten Va-
riationsbereich beliuft sich die prozentuale Anderung der Warmlaufdauer auf +2.3 %,
wobei sich diese erwartungsgemafl mit steigender Lastanforderung verkiirzt. Der Kraft-
stoffverbrauch steigt ebenfalls mit steigender effektiver Motorleistung und verandert
sich iiber den gesamten Variationsbereich um +2.8 %.
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Abbildung 5.30: Einfluss der effektiven Motorleistung auf die Warmlaufdauer und den
Kraftstoffverbrauch

Der Einfluss auf die Warmlaufdauer léasst sich mit Blick auf Abbildung 5.31 einerseits
durch steigende Wandwarmestrome im Brennraum sowie einen erhohten Warmeein-
trag iiber die Auslasskanalwénde erklaren. Der erhohte Wéarmeaustausch zwischen
Abgas und den Auslasskanalwianden ldsst sich dabei auf die gestiegenen Abgastempe-
raturen als Folge der Lastpunktanhebung zuriickfiithren.

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass der in Abbildung 5.29 gezeigte Zusammen-
hang zwischen Fahrzeugmasse, Luftwiderstandsbeiwert und effektiver Leistung sowohl
vom Fahrzeuggewicht als auch vom Luftwiderstandsbeiwert des Referenzfahrzeugs und
dem zugrunde gelegten Fahrprofil abhingig ist und daher eine Ubertragbarkeit der
Sensitivitdten aus Abbildung 5.30 und 5.31 auf andere Lastkollektive nicht gegeben
ist.
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Abbildung 5.31: Einfluss der effektiven Motorleistung auf die kumulierten Warmestréme
im Zylinder und Auslasskanal

5.8 Reibleistung des Verbrennungsmotors

Die Reibleistung, die sich in Abhéangigkeit von Motordrehzahl, Motorlast, Temperatur-
niveau von Motorol und -struktur sowie der Leistungsaufnahme der Nebenaggregate
ergibt, hat aufler dem Einfluss auf die eingesetzte Kraftstoffenergie unmittelbare Aus-
wirkungen auf den Warmeeintrag des Verbrennungsmotors an den verschiedenen Reib-
paarungen. Da das Temperaturniveau des Verbrennungsmotors insbesondere bei tiefen
Temperaturen den groBten Einfluss auf den Reibmitteldruck des Verbrennungsmotors
hat [1,92,116,117,125], ist insbesondere im Kontext einer thermischen Gesamtfahr-
zeugsimulation die Berechnung dieser Temperaturen (vgl. Kapitel 3.3, 3.4 und 3.5)
von essenzieller Bedeutung. Gleichzeitig hat die sich daraus ergebende warmewirksa-
me Reibleistung einen rekursiven Einfluss auf die zu berechnenden Temperaturen, da
sie als direkter Warmeeintrag im Motorstrukturmodell beriicksichtigt wird.

In diesem Kapitel die Sensitivitidt der Warmlaufdauer und des Kraftstoffverbrauchs
hinsichtlich einer Variation des Reibmitteldrucks untersucht. Dazu wird der Variati-
onsparameter var,,, eingefihrt und wie folgt definiert:

Pmi = Pme T Varpmr * Pmr (512)

Der Variationsparameter var,,, wird dabei von 0.7 bis 1.3 variiert, wobei alle anderen
Modelle, die an der Co-Simulation beteiligt sind, unverandert bleiben.

In Abbildung 5.32 ist der Einfluss eines variierenden Reibmitteldrucks auf die pro-
zentuale Anderung der Warmlaufdauer sowie den Kraftstoffverbrauch dargestellt. Die
Warmlaufdauer erhoht sich bei einem Variationsparameter von vary,,, = 0.7 um 9.8 %
und sinkt linear bis varp,, den Wert 1.3 annimmt. Der Kraftstoffverbauch steigt bei
VAT, = 1.3 um +6.8 %.

Fiir die beschleunigte Aufheizung des Verbrennungsmotors mit steigendem Variations-
parameter sind zwei Hauptgriinde zu nennen. Zunachst erhoht sich der Warmeeintrag
im Motorstrukturmodell (vgl. Abbildung 3.4) in Kolben, Zylinderwand, Ventiltrieb
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Abbildung 5.32: Einfluss des Reibmitteldrucks auf die Warmlaufdauer und den
Kraftstoffverbrauch

und Kurbelwelle. Andererseits geht eine Variation von vary,,, gemé Gleichung 5.12
unmittelbar mit einer Lastpunktverschiebung einher. In diesem Zusammenhang zeigt
Abbildung 5.33 den Einfluss einer ungenauen Bestimmung des Reibmitteldrucks. So-
wohl der berechnete Wandwéarmestrom als auch die ausgetausche Warmemenge zwi-
schen Abgas und den Auslasskanélen steigen mit den Werten des Variationsparame-
ters. Damit erhéhen sich zusétzlich zur direkt eingebrachten warmewirksamen Reib-
leistung die Warmeeintrage aus der Verbrennung und den Auslasskanélen. Die Erho-
hung des Wandwéarmestroms sowie der ausgetauschten Wérme in den Auslasskanélen
mit steigendem Variationsparameter ist insgesamt als moderat zu bezeichnen. Dafiir
ist hauptsichlich die Tatsache verantwortlich, dass eine Uberbewertung der Reiblei-
stung wie bereits beschrieben mit einer Anhebung der Motorlast einhergeht, dies aber
gleichzeitig eine verkiirzte Warmlaufphase des Verbrennungsmotors zur Folge hat, was
wiederum zu einer schnelleren Abnahme des Reibmitteldrucks fithrt. Diese kontréiren
Effekte sind bei der Darstellung der relativen Anderungen der Wirmeeintriage in Ab-
bildung 5.33 berticksichtigt.
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Abbildung 5.33: Einfluss des Reibmitteldrucks auf die kumulierten Wéarmestréome im Zy-
linder und Auslasskanal

An dieser Stelle sei nochmals darauf hingewiesen, dass die vorgestellte Sensitivitats-
analyse bei einer Start- und Umgebungstemperatur von +20°C durchgefiithrt wurde.
Aufgrund der Temperaturabhéangigkeit des Reibmitteldrucks ist bei tieferen Starttem-
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peraturen ein groflerer Einfluss hinsichtlich der Warmlaufdauer und des Kraftstoff-
verbrauchs zu erwarten. Andererseits handelt es sich hierbei um eine niedriglastige
50 km/h-Konstantfahrt, bei der das Verhaltnis zwischen Reibmitteldruck und effekti-
vem Mitteldruck tiber 0.5 betragen kann. Bei hoherlastigen, kundennahen Fahrzyklen
ist das Verhaltnis des Reibmitteldrucks zum effektiven Mitteldruck und schliefSlich
zum inneren Mitteldruck geringer, so dass sich der Einfluss der Reibleistung mit Blick
auf die Warmlaufdauer und den Kraftstoffverbrauch deutlich schmalert.
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6 Analyse und Bewertung ausgewahlter
Thermomanagementmallnahmen

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse zweier Anwendungsbeispiele vorgestellt und
diskutiert, die mit Hilfe des in Kapitel 3 beschriebenen Gesamtfahrzeugmodells erzielt
worden sind. Dabei steht neben den quantitativen Aussagen tiber die Vor- und Nach-
teile der jeweiligen Thermomanagementmafinahmen auch die Interaktion zwischen den
verschiedenen Systemen des Fahrzeugs im Mittelpunkt der Untersuchungen. Dies soll
die Tatsache belegen, dass selbst Maflinahmen, die zunédchst nur ein System betref-
fen (z. B. Motorkiihlkreislauf oder Fahrzeuginnenraum), nicht autark bewertet werden
konnen, ohne etwaige Riickkopplungen auf benachbarte Systeme zu berticksichtigen.

Die erste untersuchte Thermomanagementmafinahme erortert, welche Auswirkungen
der Einsatz einer elektrischen Frontscheibenheizung (eFSH) auf das Aufheizverhal-
ten des Innenraums und des Verbrennungsmotors hat. Dabei werden verschiedene
Aufheizstrategien im Rahmen des Heizleistungstests VDA 220 untersucht und unter
Einbeziehung aller Submodelle hinsichtlich des Warmlaufverhaltens und der Energieetf-
fizienz miteinander verglichen. Die zweite Thermomanagementmafinahme beschéftigt
sich mit der Fragestellung, welche Vorteile hinsichtlich der Warmlaufdauer und des
Kraftstoffverbrauchs durch die Integration eines Warmespeichersystems (WSS) in den
Kiihlkreislauf erzielt werden kann. Auch hier werden unter bestimmten Randbedin-
gungen verschiedene Warmlaufstrategien diskutiert und unter Berticksichtigung des
Fahrzyklus sowie der Umgebungsbedingungen ganzheitlich bewertet.

6.1 Elektrische Frontscheibenheizung

Durch den Einsatz einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe ergeben sich neue Frei-
heitsgrade in der Klimatisierungsregelung, deren Auswirkungen iiber die Systemgren-
ze Fahrzeuginnenraum hinausgehen. Dies fithrt zunéchst zu Quereinfliisssen zwischen
verschiedenen thermischen Systemen im Fahrzeug und als Folge dessen zu Riickkopp-
lungen auf das eigentlich zu untersuchende System Fahrzeuginnenraum. Dieser Sach-
verhalt erschwert die Prognose moglicher Vor- und Nachteile der zu untersuchenden
Mafinahme und erfordert daher in frithen Phasen des Entwicklungsprozesses numeri-
sche Methoden, die eine Beschreibung des Gesamtsystems erlauben.
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In diesem Zusammenhang werden in diesem Kapitel zunéchst verschiedene Autheiz-
strategien mit dem Einsatz einer elektrischen Frontscheibenheizung untersucht. Dabei
zeigt sich, dass die genaue Analyse des Zusammenspiels der beteiligten thermischen
Systeme einen wesentlichen Beitrag zur Erhohung des Systemverstiandnisses leistet.
Des Weiteren ermoglichen die Ergebnisse eine quantitative Bewertung der untersuch-
ten Mafinahme. Im néchsten Schritt wird das Potenzial einer elektrischen Frontschei-
benheizung mit einer konventionellen Luftzuheizung tiber PTC-Elemente verglichen.
Das Kapitel schlieft mit einer Gegentiberstellung der Ergebnisse, die mit Hilfe der ge-
samtheitlichen Systembetrachtung unter Verwendung der Methode der Co-Simulation
generiert wurden sowie den Ergebnissen, die infolge einer autarken Bewertung des
Systems Fahrzeuginnenraum erzielt wurden.

6.1.1 Untersuchung verschiedener Aufheizstrategien

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse von drei verschiedenen Aufheizstrategien
diskutiert und den Ergebnissen der Basissimulation (Aufheizstrategie B) gegeniiberge-
stellt. Die Konfiguration der jeweiligen Aufheizstrategien kann Tabelle 6.1 entnommen
werden.

Tabelle 6.1: Ubersicht der untersuchten Aufheizstrategien im Heizleistungstest (VDA 220)

Persa Luftverteilung Umluftrate
B (VA% Standard 0%
1 300 W Standard 0%
2 300 W Optimiert 0%
3 300 W Optimiert 50 %

Bei der Aufheizstrategie 1 wird der Frontscheibe eine elektrische Leistung zugefiihrt.
Diese betragt Pepsp = 300 W und wird wéahrend des gesamten Fahrzyklus nicht va-
riiert. Hinsichtlich der Luftverteilung im Fahrzeuginnenraum sowie der Umluftrate
werden keine Anderungen zur Basissimulation vorgenommen. Bei der Aufheizstrategie
2 wird zusétzlich die Luftverteilung optimiert. Dies bedeutet, dass der Luftanteil, der
iiber die Hauptdefrosterdiisen in den Innenraum gelangt, signifikant reduziert und auf
die verbleibenden luftfithrenden Kanéle umverteilt wird (vgl. Abbildung 3.18). Dabei
wird der Luftanteil, der tiber die Seitendefrosterdiisen in den Innenraum gelangt, nicht
verandert. Trotz dieser unkonventionellen Luftverteilung im Fahrzeuginnenraum kann
die Beschlagsfreiheit der Frontscheibe gewéahrleistet werden, da das Temperaturniveau
der Frontscheibe durch die elektrische Beheizung angehoben werden kann. Im Rahmen
der Aufheizstrategie 3 wird zusétzlich die Umluftrate durch das vordere Klimagerat
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auf 50 % angehoben. Dadurch wird eine weitere Steigerung der Innenraumtempera-
tur angestrebt, da bereits erwdrmte Luft aus dem Innenraum mit Frischluft aus der
Umgebung gemischt wird und sich somit eine erhohte Temperatur am Eintritt des
Heizungswarmetauschers ergibt. Die drei Aufheizstrategien sowie die Basissimulation
haben gemein, dass die direkte Luftzuheizung iiber PTC-Elemente im Rahmen die-
ser Untersuchung nicht berticksichtigt wird. Dariiber hinaus betriagt der Umluftanteil
durch das hintere Klimagerat prinzipbedingt stets 100 % (siche Abbildung 3.16).

In Abbildung 6.1 sind die Temperaturentwicklungen im Fahrzeuginnenraum sowohl
absolut als auch als Differenz zur Basissimulation dargestellt. Durch den Einsatz einer
elektrischen Frontscheibenheizung, ohne dass weitere Eingriffe des Klimasteuergera-
tes erfolgen (Strategie 1), ist die Verdanderung der Innenraumtemperatur marginal
und betrigt nach 30 Minuten des Heizleistungstests 0.6 K. Infolge einer optimierten
Luftverteilung (Strategie 2) kann die Innenraumtemperatur insgesamt um 3.5 K an-
gehoben werden. Kombiniert man diese beiden Mafinahmen mit einer Umluftrate von
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Abbildung 6.1: Temperaturentwicklung im  Fahrzeuginnenraum fiir verschiedene
Autheizstrategien

50 %, kann eine weitere Erhohung des Innenraumtemperaturniveaus erzielt werden.
Bei der Untersuchung von Strategie 3 ergibt sich nach 30 Minuten eine Steigerung der
Innenraumtemperatur um 8.0 K im Vergleich zur Basissimulation. Mit Blick auf das
Verhalten der verschiedenen Innenraumtemperaturentwicklungen kann bereits vor der
Analyse der Kausalitdten festgehalten werden, dass der alleinige Einsatz einer Front-
scheibenheizung ohne entsprechenden Funktionsanpassungen im Klimasteuergerét nur
einen theoretischen Vorteil mit sich bringt, der hinsichtlich des Behaglichkeitsempfin-
dens der Fahrzeuginsassen nicht von Bedeutung ist.

Im Folgenden wird auf die Ursache der vorgestellten Innenraumtemperaturentwick-
lungen eingegangen. Hierzu zeigt Abbildung 6.2 die tibertragenen Warmestrome am
vorderen sowie hinteren Heizungswarmetauscher und Abbildung 6.3 die Kiithlmittel-
temperaturentwicklung im Vorlauf des Heizungskreises fiir den Basisfall sowie fiir die
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drei untersuchten Aufheizstrategien unter Einsatz der elektrischen Frontscheibenhei-
zung. Im Falle der Aufheizstrategie 1 steigt der tibertragene Wérmestrom am vorderen
Heizungswarmetauscher um 35 W und am hinteren Heizungswéarmetauscher um 2 W.
Der Unterschied beim vorderen Wérmetauscher kann durch die leicht erhohte Kiihl-
mittelvorlauftemperatur erkléart werden, die aus der gestiegenen Leistungsaufnahme
des Generators und damit erhohter Motorlast resultiert. Die Erhéhung der Vorlauf-
temperatur ist gleichermafien am hinteren Heizungswéarmetauscher feststellbar. Die
Auswirkungen auf den tibertragenen Warmestrom sind jedoch geringer, da das hintere
Klimagerat stets mit einer Umluftrate von 100 % betrieben wird. Als Folge bleibt die
Eintrittstemperaturdifferenz am hinteren Heizungswarmetauscher aufgrund der stei-
genden Innenraumtemperatur auf &hnlichem Niveau. Da sich sowohl die Massenstrome
des Kiihlmittels als auch der Luft durch den Heizungswérmetauscher nicht &ndern,
gilt dies auch fiir den tiibertragenen Wérmestrom. Bei der Aufheizstrategie 2 steigt
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Abbildung 6.2: Ubertragener Warmestrom am vorderen und hinteren Heizungswirmetau-
scher fiir verschiedene Aufheizstrategien

der am vorderen Heizungswarmetauscher iibertragene Warmestrom um 75 W, wobei
der Wéarmestrom am hinteren Warmetauscher ein entgegengesetztes Verhalten zeigt
und im Vergleich zur Basissimulation um 67 W geringer ist. Dabei bedingt die nach
30 Minuten um 1.1 K hohere Vorlauftemperatur am vorderen Heizungswérmetauscher
eine Erhohung des tibertragenen Warmestroms. Da aufgrund der gednderten Luftver-
teilung die Innenraumtemperatur im Fahrzeug um 3.5 K steigt (vgl. Abbildung 6.1),
ist der Temperaturanstieg der vom hinteren Klimagerdt angesaugten Luft stets ho-
her als die Anhebung der Kiihlmittelvorlauftemperatur des Heizungswarmetauschers.
Dadurch sinkt die Eintrittstemperaturdifferenz am hinteren Heizungswérmetauscher,
was folglich zu einer leicht geringeren Warmeabnahme fiithrt. Im Umkehrschluss fithrt
die geringere Warmeabnahme am hinteren Heizungswarmetauscher zu einem geringen
Temperaturabfall des Kiithlmittels, so dass dies insgesamt zu einer schnelleren Aufhei-
zung des Kiihlmittels und damit hoheren Vorlauftemperaturen im vorderen Heizungs-
warmetauscher fithrt. Der ibertragene Warmestrom am vorderen Heizungswéarmetau-
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scher ist im Vergleich zur Basissimulation nach 30 Minuten bei der Aufheizstrategie
3 um 568 W geringer. Der Warmestrom am hinteren Heizungswarmetauscher steigt
jedoch um bis zu 154 W und zeigt damit entgegengesetztes Verhalten. Gleichzeitig
kann Abbildung 6.3 entnommen werden, dass die Kiihlmittelvorlauftemperatur im
Heizungskreis nach 30 Minuten 8.9 K hoher ist. Dass trotz dieser signifikant hoheren
Vorlauftemperatur des Kiihlmittels dennoch ein deutlich geringerer Warmestrom am
vorderen Heizungswéarmetauscher feststellbar ist, muss demnach auf die Erhohung der
Umluftrate auf 50 % im vorderen Klimagerat zurtickgefithrt werden. Dies erweist sich
als plausibel, da aufgrund der Teilrezirkulation der Innenraumluft die luftseitige Mi-
schungstemperatur vor dem vorderen Heizungswarmetauscher ansteigt und dadurch
die Eintrittstemperaturdifferenz am vorderen Heizungswéarmetauscher sinkt. Die Tat-
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Abbildung 6.3: Temperaturentwicklung des Kiihlmittels im Vorlauf des vorderen Hei-
zungswirmetauschers fiir verschiedene Aufheizstrategien

sache, dass am hinteren Heizungswéarmetauscher der iibertragene Warmestrom steigt,
legt die Vermutung nahe, dass die Eintrittstemperaturdifferenz ebenfalls steigt. Bei na-
herer Betrachtung der Temperaturverlaufe der Innenraumluft sowie der Kiithlmittelvor-
lauftemperatur im Heizungskreis kann dies jedoch nicht bestétigt werden. Stattdessen
hat der insgesamt schnellere Warmlauf der Aufheizstrategie 3 eine schnellere Reduk-
tion der Viskositat des Kithlmittels zur Folge, die bei gleicher Wasserpumpendrehzahl
einen hoheren Kiihlmitteldurchsatz durch den Heizungswarmetauscher erlaubt. Dieser
Effekt kompensiert die um nur 0.5 K geringere Eintrittstemperaturdifferenz iiber, so
dass bei gleichem Luftdurchsatz ein héherer Warmestrom iibertragen werden kann.
Dieses Beispiel zeigt die Relevanz der in Kapitel 3.5.1 vorgestellten Modellierung der
Kiihlkreislauthydraulik, bei der grofler Wert auf die Abbildung der Temperaturabhén-
gigkeit der hydraulischen Druckverlustberechnung gelegt wurde.

Um die bis hierher aufgestellten Hypothesen zu bestétigen, folgt eine Energieflussana-
lyse innerhalb des Klimatisierungspfades. Dabei wird die Basissimulation mit der Auf-
heizstrategie 3 verglichen, in der die elektrische Frontscheibenheizung und optimierte
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Abbildung 6.4: Energiefliisse im Klimatisierungspfad wéhrend des Heizleistungstests
(VDA 220) mit Aufheizstrategie B zum Zeitpunkt t=300s
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Abbildung 6.5: Energiefliisse im Klimatisierungspfad wéhrend des Heizleistungstests
(VDA 220) mit Aufheizstrategie B zum Zeitpunkt t=1800s
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Abbildung 6.6: Energieflisse im Klimatisierungspfad wéhrend des Heizleistungstests
(VDA 220) mit Aufheizstrategie 3 zum Zeitpunkt t=300s
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Abbildung 6.7: Energieflisse im Klimatisierungspfad wéihrend des Heizleistungstests
(VDA 220) mit Aufheizstrategie 3 zum Zeitpunkt t=1800s
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Luftverteilung mit einer Teilumluftstrategie kombiniert wurde. In diesem Zusammen-
hang zeigen die Abbildungen 6.4 und 6.5 sémtliche Energiefliisse im Klimatierungspfad
fiir die beiden Zeitpunkte t = 300s und t = 1800 s fiir die Basissimulation, wohinge-
gen in den Abbildungen 6.6 und 6.7 fiir die gleichen Zeitpunkte die Ergebnisse der
Aufheizstrategie 3 dargestellt sind. Die drei wesentlichen Unterschiede zwischen der
Basissimulation und der Aufheizsstrategie 3 lassen sich deutlich bei der Gegeniiberstel-
lung der Energieflussanalyse beider Betriebsfithrungen erkennen. Wahrend der Gene-
rator bei aktiver Frontscheibenheizung 300 W zusétzlich zur Verfligung stellen muss,
entfallt diese elektrische Zusatzleistung in der Basissimulation. Des Weiteren sind die
Auswirkungen einer verdnderten Luftfithrung im Innenraum zu erkennen. So betréigt
der Luftenthalpiestrom, der die Hauptdefrostdiisen in Richtung Frontscheibe verlasst
973 W bzw. 1668 W nach 300 bzw. 1800 Sekunden, wohingegen dieser Enthalpiestrom
mit reduziertem Defrosteranteil auf 427 W bzw. 699 W gesenkt wird. In Kombination
mit dem zusitzlichen Warmeeintrag infolge der direkten Beheizung der Frontscheibe
fithrt dies dazu, dass der Luftenthalpiestrom, der an der Innenseite der Frontschei-
be vorbeistromt, weniger Warme an die Frontscheibe abgibt. Dies ergibt sich aus der
Tatsache, dass durch die elektrische Beheizung der Frontscheibe die Temperaturen auf
der Scheibeninnenseite auf d&hnlichem Niveau gehalten werden kénnen, was hinsicht-
lich der Beschlagsgefahr zwingend notwendig ist. Einen weiteren wesentlichen Unter-
schied stellt die Teilrezirkulation der Innenraumluft im vorderen Klimatisierungspfad
dar. Abziiglich der Warmeverluste, die sich im vorderen Umluftkanal ergeben, kénnen
durch diese Mafinahme 433 W nach 5 Minuten bzw. 1506 W nach 30 Minuten rekupe-
riert werden. Als Folge ergibt sich eine hohere Mischungstemperatur der Luft vor dem
vorderen Heizungswarmetauscher, die zu einer geringeren Wéarmeabnahme des Kiihl-
mittels aufgrund der insgesamt sinkenden Eintrittstemperaturdifferenz fithrt. Bezogen
auf die Umgebungstemperatur von —20 °C ergibt sich aufgrund der aufgefiithrten Griin-
de ein hoherer Luftenthalpiestrom nach dem Heizungswarmetauscher. Als Folge kann
sowohl das Temperaturniveau des Verbrennungsmotors als auch des Fahrzeuginnen-
raums gleichzeitig angehoben werden.

Diese Gegeniiberstellung der Energieflussanalysen beider Aufheizstrategien verdeut-
licht die vorab beschriebenen Effekte innerhalb des Systems sowie die Interaktion mit
dem Verbrennungsmotor. Dartiber hinaus unterstreicht dieses Anwendungsbeispiel die
Notwendigkeit einer gesamtheitlichen Analyse des komplexen thermischen Systems
Gesamtfahrzeug. Dies fiihrt zundchst zu einer Steigerung des Systemverstiandnisses
und ermoglicht dadurch bereits in frithen Phasen des Entwicklungsprozesses eine vir-
tuelle Vorauslegung energieeffizienter Warmlaufstrategien.

Insgesamt kann festgehalten werden, dass der Betrieb der elektrischen Frontscheiben-
heizung nicht direkt Einfluss auf die Temperaturerhohung im Innenraum hat. Vielmehr
gewihrleistet die Beheizung der Frontscheibe die sicherheitsrelevante Beschlagsfreiheit
und erlaubt zusétzlich eine Reduktion der wirmeverlustreichen Defrosterstromung so-
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6.1 Elektrische Frontscheibenheizung

wie die Rezirkulation bereits erwarmter Luft aus dem Innenraum. Als Folge dessen
wird der Warmlauf des Verbrennungsmotors beschleunigt, da dem Kiihlmittel ein ge-
ringerer Wéarmestrom entzogen wird. Dieser Sachverhalt wird im Folgenden hinsicht-
lich der Energieeffizienz der Aufheizstrategien nidher betrachtet.

Dazu ist in Abbildung 6.8 der zeitliche Verlauf des Reibmitteldrucks mit und ohne
Beriticksichtigung der Antriebsleistung der Nebenaggregate dargestellt. Mit aktivierter
Frontscheibenheizung ist py,,mitva durchweg hoher im Vergleich zur Basissimulati-
on. Beide Verlaufe haben gemein, dass sie zwei instantane Abfille aufweisen, die in
den Verldufen von pp, onnena nicht auftauchen. Dabei handelt es sich bei ¢ = 390s
um das Abschalten der sechs Gliithstifte mit einer Leistungsaufnahme von 231 W so-
wie um das Abschalten der Heckscheibenheizung nach ¢ = 600 s, die bis dato mit einer
elektrischen Leistung von 396 W versorgt wurde. Der tribologische Anteil des Reibmit-
teldrucks prr onnena ist wihrend der Aufheizstrategie 3 durchweg geringer, verglichen
mit der Basissimulation. Dies ergibt sich aus der insgesamt schnelleren Aufheizung
des Verbrennungsmotors trotz des damit einhergehenden geringeren Wérmeeintrags
durch den wiarmewirksamen Anteil der Reibung. Folglich kann die zuséatzliche Last
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Abbildung 6.8: Reibmitteldruck mit (links) und ohne (rechts) Beriicksichtigung der Ne-
benaggregate flir die Aufheizstrategien B und 3 im Heizleistungstest
(VDA 220)

des Generators aufgrund der aktivierten Frontscheibenheizung nicht durch die insge-
samt schnellere Aufheizung des Verbrennungsmotors aufgrund der geringeren Wérme-
abnahme am vorderen Heizungswarmetauscher kompensiert werden. Dennoch fiithren
diese Zusammenhéange wihrend der Aufheizstrategie 3 zu einer energetisch giinstige-
ren Prozessfithrung verglichen mit den Aufheizstrategien 1 und 2, in denen die Lei-
stungsaufnahme der Frontscheibenheizung auf gleichem Niveau liegt, die Aufheizung
des Verbrennungsmotors jedoch aufgrund der nicht umgesetzten Teilumluftstrategie
deutlich langsamer ist (vgl. Abbildung 6.3).
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In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 6.9 den auf die Basissimulation bezogenen
prozentualen Kraftstoffmehrverbrauch der in Tabelle 6.1 vorgestellten Aufheizstrate-
gien. Der Betrieb einer elektrischen Frontscheibenheizung ohne Beriicksichtigung wei-
terer Mafinahmen im Klimasteuergerat (Aufheizstrategie 1) fithrt nach Abbildung 6.1
zu einer marginalen Anhebung der Innenraumtemperatur (A77r = 0.6 K) sowie einer
Erhohung des Kraftstoffverbauchs um 1.80%. Durch die Anpassung der Luftvertei-
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Abbildung 6.9: Kraftstoffmehrverbrauch der Aufheizstrategien 1, 2 und 3 im Heizlei-
stungstest (VDA 220)

lung im Innenraum kann die Innenraumtemperatur um 3.5 K bei einem Kraftstoff-
mehrverbrauch von 1.74 % angehoben werden, wobei sich die marginale Differenz im
Kraftstoffverbrauch zwischen den ersten beiden Aufheizstrategien auf die geringfiigi-
gen Anderungen des Aufheizverhaltens des Verbrennungsmotors zuriickfithren lisst.
Durch Kombination der vorab beschriebenen Mafinahmen mit einer Anhebung der
Teilumluftrate auf 50 % steigt im Heizleistungstest VDA 220 die Innenraumtempe-
ratur nach 30 Minuten um 8.0K und der Verbrauch lediglich um 1.11%. Es kann
zusammengefasst werden, dass Aufheizstrategie 3 den besten Kompromiss zwischen
einer beschleunigten Aufheizung des Fahrzeuginnenraums und gleichzeitig geringsten
Verbrauchsnachteilen darstellt.

6.1.2 Vergleich der elektrischen Frontscheibenheizung mit einer
konventionellen Luftzuheizung

Nachdem im vorherigen Kapitel verschiedene Aufheizstrategien unter Einsatz einer
elektrischen Frontscheibe miteinander verglichen wurden, folgt in diesem Abschnitt ei-
ne Gegentiberstellung mit einer konventionellen Luftzuheizung mittels PTC-Elementen.
Dabei liegt der Fokus auf dem thermischen Komfort sowie auf der Energieeffizienz bei-
der Mafinahmen.

In Tabelle 6.2 sind die zu untersuchenden Aufheizstrategien dargestellt. Neben der Ba-
sissimulation und der bereits vorgestellten Aufheizstrategie 3, bei der die Kombination
einer elektrischen Frontscheibenheizung mit optimierter Luftverteilung im Innenraum
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und einer Umluftrate von 50 % die besten Ergebnisse geliefert hat, werden die Aufheiz-
strategien 4 und 5 untersucht. Bei den Autheizstrategien 4 und 5 ist die Frontscheiben-
heizung deaktiviert. Zur Vermeidung von sicherheitskritischem Scheibenbeschlag darf
der Luftmassenstrom, der iiber die Defrosterdiisen in den Innenraum gelangt, nicht
reduziert werden, so dass die Luftverteilung im Vergleich zur Basissimulation unver-
andert bleibt. Dartiber hinaus wird in beiden Autheizstrategien das Klimagerat ohne
Umluft betrieben, um die Scheibenbeschlagsgefahr auf minimalem Niveau zu halten.
Der einzige Unterschied zur Basissimulation liegt damit in der Leistungsaufnahme der
PTC-Elemente, die unmittelbar nach dem Heizungswéarmetauscher im Luftpfad des
Klimatisierungssystems angeordnet sind (vgl. Abbildung 3.16).

Tabelle 6.2: Vergleich der Aufheizkonfigurationen mit elektrischer Frontscheibenheizung
und luftseitigem PTC-Element im Heizleistungstest (VDA 220)

Pprc Persu Luftverteilung Umluftrate
B 0W 0W Standard 0%
3 oW 300 W Optimiert 50 %
4 300 W (A% Standard 0%
5  Regelung: Trrs = Tirs (A% Standard 0%

Bei der Aufheizstrategie 4 betragt die Leistungsaufnahme der PTC-Elemente tiber
die gesamte Zyklusdauer 300 W. Das bedeutet, dass die aufgrund der Klimatisierung
zusétzlich aufzuwendende elektrische Energie identisch ist, so dass die zeitlichen Ver-
laufe der Generatorleistung bei den Aufheizstrategien 3 und 4 exakt iibereinstimmen.
Demnach gilt fiir die Aufheizstrategie 4:

Pprca = Persa3 (6.1)

Bei der Aufheizstrategie 5 hingegen soll die Bedingung gleichen thermischen Komforts
erfiillt werden, indem die zeitlichen Verldufe der Innenraumtemperatur bei Aufheiz-
strategie 3 und 5 deckungsgleich sind. Demnach gilt mit Einfiihrung der Aufheizstra-
tegie 5 folgender Zusammenhang:

Trrs(t) = Tigs(t) (6.2)

Damit die in Gleichung 6.2 geforderte Bedingung iiber den gesamten Zyklus erfillt
werden kann, wird ein geschlossener Regelkreis (PID-Regler in Parallelschaltung) ent-
wickelt und im virtuellen Klimatisierungssteuergerat implementiert. In diesem Zusam-
menhang stellt die Differenz aus Soll- und Ist-Innenraumtemperatur die Regelgrofie
dar, wobei die elektrische Leistungsaufnahme der PTC-Elemente Ppre(t) die Stell-
grofle reprasentiert. Hierzu zeigt Abbildung 6.10 den zusétzlichen elektrischen Ener-
giebedarf bei den Aufheizstrategien 3, 4 und 5 fiir den zugrunde gelegten Zyklus. Die
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elektrische Leistungsaufnahme der elektrisch beheizten Frontscheibe (Strategie 3) und
der PTC-Elemente in Strategie 4 sind geméafl Gleichung 6.1 identisch und liegen bei
300 W. Damit die Bedingung aus Gleichung 6.2 nicht verletzt wird, wird in Aufheizstra-
tegie 5 die Leistungsaufnahme der PTC-Elemente durch den PID-Regler erhoht. Am
Ende des 30-mintitigen Zyklus betrigt die elektrische Leistungsaufnahme 1794 W.
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Abbildung 6.10: Zuséatzlicher elektrischer Energiebedarf bei den Aufheizstrategien 3, 4
und 5 im Heizleistungstest (VDA 220)

Abbildung 6.11 zeigt die Temperaturentwicklung im Fahrzeuginnenraum fiir die Auf-
heizstrategien mit elektrischer Frontscheibenheizung sowie luftseitigem PTC-Element
im Vergleich zur Basissimulation. Geméaf3 Gleichung 6.2 sind die Innenraumtempera-
turverldufe der Aufheizstrategien 3 und 5 identisch. Zu Beginn des Heizleistungstests
ist die Innenraumtemperatur beim Einsatz des luftseitigen PTC-Zuheizers in Strate-
gie 4 im Vergleich zu den Strategien 3 und 5 sowie der Basissimulation hoher. Das
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Abbildung 6.11: Temperaturentwicklung im Fahrzeuginnenraum bei Einsatz einer elek-
trischen Frontscheibenheizung verglichen mit einer energiedquivalenten
Bestromung eines luftseitigen PTC-Zuheizers

thermische Gesamtfahrzeugmodell bildet damit die Tatsache ab, dass es sowohl im
Kiihlkreislauf als auch im Klimatisierungspfad thermische Trégheiten gibt. Beim Ein-
satz einer luftseitigen Zuheizung kann jedoch sehr schnell die kalte Umgebungsluft
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erwarmt und tiber die luftfithrenden Kanédle dem Innenraum zugefithrt werden. Nach
30 Minuten wird mit der Strategie 3 bzw. 5 eine um 8.0 K héhere Innenraumtempe-
ratur im Vergleich zur Basis erreicht. Beim Einsatz der luftseitigen PTC-Zuheizung
mit einer konstanten elektrischen Leistung von 300 W betrégt der Temperaturvorteil
nur 1.4 K. Demnach betragt der Innenraumtemperaturunterschied zwischen Strategie
3 und 4 trotz gleicher Zusatzlast des Generators 6.6 K.

Mit Blick auf die tibertragenen Warmestrome beider Heizungswarmetauscher wird
deutlich, dass die insgesamt vom Kiihlmittel abgegebene Warmemenge beim Betrieb
mit PTC-Zuheizer in Aufheizstrategie 4 hoher ist im Vergleich zu Strategie 3. Hierzu
zeigt Abbildung 6.12 die Differenzen der an beiden Heizungswéarmetauschern iibertra-
genen Wérmestrome. Die Ursache fiir die gezeigten Verldufe bei aktiver elektrischer
Frontscheibenheizung wurde bereits in Kapitel 6.1.1 diskutiert. Bei der Aufheizstrate-
gie 4 hingegen arbeitet das vordere Klimagerat im Frischluftbetrieb. Der leicht erhohte
Warmestrom von 47 W resultiert demnach zum gréfiten Teil aus der gestiegenen Mo-
torlast. Die Tatsache, dass nach 30 Minuten am hinteren Warmetauscher 16 W weniger
iibertragen werden, kann auf die leicht gestiegene Innenraumtemperatur zuriickgefiithrt
werden, die nach Abzug der Warmeverluste im umluftfithrenden Kanal der Luftein-
trittstemperatur in den hinteren Warmetauscher entspricht. Bei Aufheiztrategie 5 ist
die PTC-Leistung deutlich hoher im Vergleich zu Aufheizstrategie 4, da die zu errei-
chende Innenraumtemperatur hoher ist. Demnach steigt die Generatorlast und schlief3-
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Abbildung 6.12: Ubertragener Wiarmestrom am vorderen und hinteren Heizungswirme-
tauscher bei Einsatz einer elektrischen Frontscheibenheizung verglichen
mit Aufheizstrategien unter Einsatz luftseitiger PTC-Elemente

lich der innere Mitteldruck, was zu héheren Wandwérmestromen und Abgastempera-
turen fiihrt und somit der Warmeeintrag in das Kiithlmittel steigt. Aus diesem Grund
wird im Vergleich zur Basissimulation nach 30 Minuten ein um 303 W hoherer Wér-
mestrom am vorderen Heizungswarmetauscher tbertragen. Aufgrund der insgesamt
sinkenden KEintrittstemperaturdifferenz am hinteren Heizungswarmetauscher sinkt an
dieser Stelle der iibertragene Warmestrom geringfiigig.
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In Abbildung 6.13 sind die Vorlauftemperaturen des Kiithlmittels im Heizungskreis dar-
gestellt. Die zusatzliche Motorlast bewirkt in Kombination mit der insgesamt leicht
erhohten Warmeabnahme an den Heizungswéarmetauschern eine um 0.7 K hohere Vor-
lauftemperatur beim Einsatz des PTC-Zuheizers mit konstanter Leistungsaufnahme
von 300 W. Bei der Aufheizstrategie 5 steigt die Kiithlmitteltemperatur im Vorlauf des
Heizungswarmetauschers aufgrund der noch héheren PTC-Leistung um bis zu 4.3 K.
Beriicksichtigt man zusétzlich die Differenz in der Vorlauftemperatur zwischen den
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Abbildung 6.13: Temperaturentwicklung des Kiihlmittels im Vorlauf des vorderern Hei-
zungswiarmetauschers bei Einsatz einer elektrischen Frontscheibenhei-
zung verglichen mit Aufheizstrategien unter Einsatz luftseitiger PTC-
Elemente

beiden Aufheizstrategien 3, 4 und 5, wird deutlich, dass das Motortemperaturniveau
insgesamt schneller ansteigt, wenn die Innenraumautheizung mit optimierter Luftver-
teilung und Teilumluft betrieben wird.

Insgesamt ergibt sich bei Aufheizstrategie 3 ein Kraftstoffverbrauchsnachteil von 1.11 %,
der sich beim Einsatz einer luftseitigen Zuheizung (Strategie 4) auf 1.77 % verschlech-
tert, wie in Abbildung 6.14 zu sehen ist. Dabei ist der Verbrauchsunterschied zwi-
schen Aufheizstrategie 3 und 4 auf das unterschiedliche Warmlaufverhalten und den
damit einhergehenden Unterschieden in der Entwicklung der Reibleistung zuriickzu-
fithren. Obwohl die Leistungsaufnahme des Generators um den gleichen Betrag erh6ht
wird, ergibt sich demnach fiir die Aufheizstrategie 3 im Vergleich zur Aufheizstrate-
gie 4 ein um 0.66 %-Punkte geringerer Kraftstoffverbrauch bei einer gleichzeitig um
6.6 K hoheren Innenraumtemperatur nach der 30-mintitigen 50 km/n-Konstantfahrt im
Heizleistungstest VDA 220. Der Kraftstoffmehrverbrauch bei Aufheizstrategie 5 be-
tragt 9.12 %. Diese Tatsache ist hauptsachlich auf die zusétzliche elektrische Last der
PTC-Elemente zurtickzufiithren, was insbesondere beim Durchfahren schwachlastiger
Zyklen zu groferen Auswirkungen hinsichtlich der relativen Anderung des Kraftstoff-
verbrauchs fiihrt. Gleichzeitig kann im Hinblick auf die virtuelle Vorauslegung energie-
effizienter Aufheizstrategien festgehalten werden, dass unter der Bedingung gleichen
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Abbildung 6.14: Kraftstoffmehrverbrauch der Aufheizstrategien 3, 4 und 5 im Heizlei-
stungstest (VDA 220)

thermischen Komforts bei einem Warmlauf aus —20°C der Kraftstoffverbrauch im
VDA 220 unter Einsatz einer elektrischen Frontscheibenheizung mit gednderter Luft-
verteilung und Teilumluftstrategie von einem Mehrverbrauch von 9.12% auf 1.11 %
um 8.01 %-Punkte gesenkt werden kann.

6.1.3 Autarke Bewertung der elektrischen Frontscheibenheizung

Bei den bislang gezeigten Untersuchungen verschiedener Aufheizstrategien, sei es mit
einer Frontscheibenheizung oder mit einer luftseitigen Zuheizmafinahme, war aus-
nahmslos eine Interaktion mit dem Motorkiihlkreislauf zu erkennen. Zum einen fithrt
eine Erhohung der Leistungsaufnahme des Generators zu einer Betriebspunktverschie-
bung des Verbrennungsmotors, zum anderen hat der Teilumluftbetrieb am vorderen
Klimagerit Auswirkungen auf die Eintrittstemperaturdifferenz am Heizungswérme-
tauscher. Dies wiederum beeinflusst den tibertragenen Warmestrom, so dass sich an-
dere Kiithlmittelaustrittstemperaturen am Heizungswarmetauscher ergeben, die einen
mafgeblichen Einfluss auf das Warmlaufverhalten des Verbrennungsmotors haben.
Dieser Effekt kann bei einem 4-zonigen Klimatisierungssystem auch dann zum Tragen
kommen, wenn sich das vordere Klimagerét stets im Frischluftbetrieb befindet, jedoch
Mafinahmen im Innenraum (Wéirmeisolierung, Anderungen der Luftfiihrung, etc.) be-
wertet werden sollen, die eine Verdnderung der Temperaturentwicklung bewirken. Da
sich das hintere Klimagerit stets im Umluftbetrieb befindet, fithrt eine Anderung
der angesaugten Innenraumtemperatur stets zu einer Verdnderung der Warmeabga-
be des Kiihlmittels und damit zu einer Verschiebung des Motortemperaturniveaus.
Die aufgefiihrten Zusammenhénge lassen erahnen, dass eine autarke Bewertung ein-
zelner Systeme insbesondere hinsichtlich Mainahmen, die den Warmehaushalt eines
Fahrzeugs betreffen, kaum sinnvoll ist. Untersucht wurde dies bislang jedoch nicht.

Aus diesem Grund werden in diesem Abschnitt die Auswirkungen einer autarken Be-
wertung von Mafinahmen, die das Warmlaufverhalten des Fahrzeugs beeinflussen, ana-
lysiert und mit den Ergebnissen verglichen, die im Rahmen einer ganzheitlichen Co-
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Simulation generiert wurden. Dazu wird das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte und
in Kapitel 3.7 vorgestellte Modell des Klimatisierungspfades und Fahrzeuginnenraums
zugrunde gelegt. Die physikalische Beschreibung innerhalb des Systems bleibt unan-
getastet, jedoch werden die Modelleintrittsgrofen von der Co-Simulationsplattform
entkoppelt. Stattdessen erfolgt die Vorgabe der Zustandsvektoren (7', p, ) sowie der
Kihlmittelmassenstrome vor beiden Heizungswarmetauschern, Umgebungsbedingun-
gen, Fahrzeuggeschwindigkeit, Gebléase- und Luftklappensteuerungen manuell. Die auf-
gezahlten Randbedingungen werden im Folgenden der Basissimulation entnommen. Im
industriellen Entwicklungsumfeld konnte man auf die Basismessung zurtickgreifen, so-
fern diese fiir das zu untersuchende Fahrzeug bereits experimentell ermittelt wurde.
Aufgrund der sehr guten Ubereinstimmung der Basissimulation mit der im Klima-
windkanal durchgefithrten Fahrzeugmessung (vgl. Kapitel 4.3), wird zugunsten einer
besseren Vergleichsgrundlage auf die Simulationsergebnisse zuriickgegriffen.

Ausgehend von der Vorgabe der Simulationsergebnisse, die fiir den Basiszustand er-
mittelt wurden, soll die Aufheizstrategie 3 (vgl. B und 3 in Tabelle 6.1) im Rahmen
einer autarken Betrachtung des Innenraummodells untersucht werden. Dazu wird die
elektrische Last von 300 W als Parameter vorgegeben. Gleiches gilt fiir die Vorgabe
der Luftverteilung im Innenraum sowie der Umluftklappenposition zur Darstellung
der Umluftrate von 50 %.

Hierzu zeigt Abbildung 6.15 die berechneten Temperaturverlaufe im Fahrzeuginnen-
raum fir die unterschiedlichen Simulationsmethoden. Der Temperaturverlauf, der sich

[ —— Basis Co-Simulation Autarke Simulation ]
20 10
] 8 8.0K
10 ' — ] 8] !
o ] " < 6
= : - 'S 4 !
10 Al ) . 42K
- 7 / 5
-20 l \ 0 l \
0 600 1200 1800 0 600 1200 1800

t[s] t[s]

Abbildung 6.15: Temperaturentwicklung im Fahrzeuginnenraum als Ergebnis einer ganz-
heitlichen Co-Simulation verglichen mit einer autarken Betrachtung des
Systems Fahrzeuginnenraum

infolge einer ganzheitlichen Betrachtung im Rahmen einer Co-Simulation ergibt und
nach 30 Minuten eine Temperaturerhohung von 8.0 K im Vergleich zum Basiszustand
aufweist, ist bereits aus Abbildung 6.1 bekannt. Bei einer von den benachbarten Sy-
stemen isolierten Betrachtung der Fahrzeugklimatisierung ergibt sich eine Innenraum-
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temperatur, die 4.2 K oberhalb der Temperatur aus der Basissimulation liegt. Die
schraffierte Flache zwischen den berechneten Temperaturdifferenzen zeigt, dass der
Fehler kontinuierlich ansteigt, bis dieser nach 30 Minuten 3.8 K betragt.

Die Ursache fiir einen Fehler dieser Groflenordnung bei der Berechnung der Innen-
raumtemperatur kann nur mit eklatanten Unterschieden der berechneten zu- oder
abgefithrten Wéarmemengen begriindet werden. In diesem Zusammenhang zeigt Abbil-
dung 6.16 die iibertragenen Warmestrome sowie deren Differenzen zur Basissimulation
an beiden Heizungswérmetauschern. Es wird deutlich, dass im Rahmen einer autarken
Betrachtung des Innenraummodells ohne Berticksichtigung jeglicher Riickkopplungen
mit dem Motorkiihlkreislauf die Warmeitibertragung am vorderen Wérmetauscher zu
gering bewertet wird. Dabei steigt die Differenz zum Warmestromverlauf im Vergleich
zur Co-Simulation kontinuierlich an. Dies liegt mafigeblich darin begriindet, dass die
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Abbildung 6.16: Ubertragener Wirmestrom am vorderen und hinteren Heizungswirme-
tauscher als Ergebnis einer ganzheitlichen Co-Simulation verglichen mit
einer autarken Betrachtung des Systems Fahrzeuginnenraum

Vorlauftemperaturen des Kiihlmittels im Heizkreis zu gering sind. Das Defizit in der
Vorlauftemperatur des Kiithlmittels entspricht dabei exakt der im rechten Diagramm
der Abbildung 6.3 dargestellten Temperaturdifferenz der Aufheizstrategie 3, da bei der
autarken Bewertung die Kiithlmittelvorlauftemperatur der Basissimulation zugrunde
gelegt werden muss. Somit finden jegliche Informationen, die aufgrund der Interakti-
on zwischen der Warmeabnahme am Heizungswarmetauscher und dem Wéarmeeintrag
in das Kiihlmittel durch den Verbrennungsmotor auftreten, keine Beriicksichtigung.
Die Tatsache, dass die Teilumluftstrategie hohere Lufteintrittstemperaturen in den
vorderen Heizungswérmetauscher bedingt und dadurch dem Kiihlmittel weniger Wér-
me entzogen wird, was wiederum zu steigenden Kiithlmittelvorlauftemperaturen fiihrt,
kann demnach nicht abgebildet werden. Die Griinde fiir eine im Vergleich zur Basissi-
mulation erhohte Warmeiibertragung am hinteren Warmetauscher wurden bereits in
Kapitel 6.1.1 diskutiert, wobei diese Ergebnisse im Rahmen einer Co-Simulation erzielt
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wurden. Da bei der autarken Bewertung neben der Vorgabe der Kiithlmitteleintritts-
temperatur des hinteren Heizungswéirmetauscher auch der Kiihlmittelmassenstrom
vorgegeben wurde, kann ein thermischer Einfluss auf die Kiihlkreislaufhydraulik im
hinteren Heizungskreis ausgeschlossen werden. Unter Einbeziehung dieser Randbedin-
gung ist ausschlieBlich die Anderung der Innenraumtemperatur fiir eine reduzierte
Warmeiibertragung am hinteren Heizungswarmetauscher verantwortlich. Das hintere
Geblise saugt stets Luft aus dem Innenraum an, was bei gleichbleibenden Kiihlmit-
telvorlauftemperaturen und schneller ansteigenden Innenraumtemperaturen zu einer
sinkenden Eintrittstemperaturdifferenz am hinteren Heizungswarmetauscher fiihrt.

Diese Untersuchung zeigt deutlich, dass aufgrund der engen Vernetzung und stindigen
Interaktion aller im Fahrzeug beteiligten Systeme eine von den benachbarten Syste-
men isolierte Bewertung einzelner Systeme nicht sinnvoll ist. Dariiber hinaus ist in vie-
len Féllen nicht erkennbar, ob eine autarke Simulation die Effekte einer untersuchten
Mafinahme iiber- oder unterbewertet oder gar Interaktionen mit benachbarten ther-
mischen Systemen zu einer Neutralisierung potentieller COs-Reduktionsmafinahmen
fithren. So wiirde in dem betrachteten Fall ohne Beriicksichtigung des Gesamtsystems
die berechnete Innenraumtemperatur zu gering prognostiziert. Andererseits wiirde bei
einer anschlieenden Analyse des Kraftstoffverbrauchsvorteils dieser zu hoch einge-
stuft, da die abgenommenen Warmemengen am Heizungswarmetauscher im Rahmen
einer autarken Bewertung zu niedrig berechnet wiirden, was zu einer zusatzlichen, nicht
nachweisbaren Verkiirzung der Warmlaufdauer und damit schnelleren Reduktion des
Reibmitteldrucks fithren wiirde.

6.2 Warmespeichersystem

Durch den Einsatz eines Wéarmespeichersystems im Kiihlkreislauf des Verbrennungs-
motors besteht die Moglichkeit einer bedarfsgerechten! Wiarmezufuhr. Als Folge ergibt
sich eine beschleunigte Aufheizung des Verbrennungsmotors, die mit Blick auf Abbil-
dung 1.1 zu einer Reduzierung des Kaltstartmehrverbrauchs fithrt. Im Rahmen der
folgenden Untersuchungen wird das Ziel verfolgt, die moglichen Vorteile eines Wérme-
speichersystems hinsichtlich des Aufheizverhaltens und Kraftstoffverbrauchs zu quan-
tifizieren. Aus diesem Grund wird das Kiihlkreislaufmodell um einen Wéarmespeicher
sowie zusatzlich benotigte Verschlauchungen erganzt. Dies geht mit einer Erhéhung
des Kiihlkreislaufvolumens um 1508 cm? einher. Dartiber hinaus wird infolge der In-
tegration des Warmespeichersystems eine Anhebung der Fahrzeuggesamtmasse um
15 kg angenommen, die bei der Berechnung der Radantriebsleistung (vgl. Kapitel 3.8)
entsprechend berticksichtigt wird.

IDie Bezeichnung bedarfsgerecht bezieht sich in diesem Zusammenhang nicht nur auf den zeitlichen
Verlauf, sondern auch auf die Position der Wéarmezufuhr innerhalb des Kiihlkreislaufs, sofern
entsprechende Ventile im Kiihlkreislauf vorgesehen werden.
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Angelehnt an Abbildung 4.1 ist die Position des Warmespeichersystems im hydrau-
lischen Kiihlkreislaufmodell identisch mit jener des Hochvolt-PTC im Versuchsfahr-
zeug. Ist im Rahmen der numerischen Untersuchungen der Warmespeicher aktiv, lei-
tet das Ventil vor dem Warmespeichersystem den gesamten Kiihlmittelmassenstrom
(Mg mpwr + Mgmpwrr + Meor) durch den Warmespeicher. Das Ventil nach dem
Warmespeichersystem ist so gestellt, dass sich der Kiihlmittelstrom mit dem Riick-
lauf vom Abgasriickfithrungskiihler vermischt und von der Wasserpumpe angesaugt
wird.

6.2.1 Untersuchung verschiedener Aufheizstrategien

Im Rahmen der Untersuchungen eines Warmespeichersystems werden in diesem Ka-
pitel verschiedene Aufheizstrategien untereinander bewertet, die jedoch wesentliche
Randbedingungen gemein haben. So wird fiir die Simulationen der IRFZ (vgl. Ka-
pitel 4.2) als Fahrprofil zugrunde gelegt. Des Weiteren wird das thermische Gesamt-
fahrzeugmodell auf die Umgebungstemperatur von +20°C initialisiert. Bei der Ba-
sissimulation, bei der kein zuséatzlicher Warmeeintrag in den Kiihlkreislauf iiber das
Warmespeichersystem berticksichtigt wird, erfolgt von Beginn der Thermostatéffnung
bis zum Ende des Zyklus eine Warmeabnahme von 862 kJ iiber den Hauptwasserkiih-
ler. Es folgt die Annahme, dass nach einem mehrstiindigen Abstellen des Fahrzeugs bis
zum wiederholten Durchfahren des gleichen Zyklus dem Kiihlkreislauf 600 kJ zur Ver-
fiigung gestellt werden konnen. Im Niedertemperaturbereich (Phasenumwandlungs-
temperatur < 89°C) entspricht dieses Speichervermégen nach heutigem Stand der
Forschung [56] einem Latentwéarmespeicher mit nicht toxischen Salzhydraten gerin-
ger Korrosivitat (z.B. Natriumhydroxid-Monohydrat, Natriumacetat-Trihydrat oder
Gemische von Magnesiumnitrat-Hexahydrat und Magnesiumchlorid-Hexahydrat) mit
einer Masse von 2.2 — 3.7kg bzw. Volumen von 1.1 — 2.9dm?. Bezogen auf das Spei-
chervermégen sensibler Warme des Kiithlmittels ist dies energiedquivalent zu einer
Kiithlmittelmasse von 2.7 kg bzw. zu einem Kiihlmittelvolumen von 2.6 dm?® mit einem
Temperaturunterschied zur Umgebung von 60 K. Untersuchungen in [23] haben fir
Kiihlmittel-Warmespeicher dieses Volumens gezeigt, dass die Temperaturabsenkung
des Kiithlmittels bei einem abgestellten Fahrzeug nach 8 Stunden etwa 10 K betrégt.

Der zeitliche Verlauf dieser Warmezufuhr sowie deren Auswirkungen auf das Gesamt-
system sollen im Rahmen dieser Untersuchungen néher betrachtet werden. In diesem
Zusammenhang zeigt Abbildung 6.17 vier synthetische Warmestromprofile, deren Ge-
samtenergiezufuhr jeweils 600kJ betragt. Die Warmestromprofile sind dadurch cha-
rakterisiert, dass die Anderung des Wirmestroms de% = 0.1¥W/s zu Beginn der
Zuheizung identisch ist, jedoch die jeweiligen maximalen Wéarmestrome Qe sich un-

terscheiden und auf 1, 2, 4, und 8 kW begrenzt werden. Dementsprechend ergeben sich
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unterschiedliche Zeitpunkte bis zum Erreichen der Gesamtenergiezufuhr, die sich bei
den zugrunde gelegten Wéarmestromprofilen zu 608, 313, 173 und 121s ergeben.
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Abbildung 6.17: Leistungszufuhr  und  integrale = Energiezufuhr  bei  gleicher
Gesamtenergiemenge

Berticksichtigt man zusétzlich die Tatsache, dass aufgrund der schnelleren Auftheizung,
die grundsétzlich bei allen vier Aufheizstrategien zu erwarten ist, eine Verringerung
der Motorlast eintritt, verdndert sich die Differenz der insgesamt zu- und abgefiihrten
Wiérmemengen, mit denen das Gesamtsystem beaufschlagt wird. Dazu zeigt Abbil-
dung 6.18 die resultierende zuséitzliche Warmezufuhr, die das System im Vergleich zur
Basissimulation erfiahrt, wenn die iiber das Warmespeichersystem eingebrachte Ener-
giemenge von 600kJ um folgende Anderungen in der Energiebilanz reduziert wird:

e Reduzierter Wandwéarmestrom aufgrund sinkender Motorlast

e Reduzierter Warmeaustausch zwischen Abgas und Auslasskanal aufgrund sin-
kender Motorlast und damit sinkenden Abgastemperaturen

e Erhohte Konvektionsverluste an der Oberfliche des Verbrennungsmotors auf-
grund beschleunigter Aufheizung
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Abbildung 6.18: Energiezufuhr verschiedener Aufheizstrategien unter Berticksichtung ver-
anderter Wandwérmestrome, Warmeaustausch im Auslasskanal sowie an
der Motoroberfliache
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Folglich ergibt sich eine als Eygsneto bezeichnete Energiezufuhr, die aufgrund der
zeitlichen Abfolge der oben beschriebenen Einfliisse in Abhangigkeit von Qwss max
unterschiedliche Endwerte erreicht.

In Abbildung 6.19 sind die Temperaturverldufe des Kiithlmittels sowie die Differenzen
beziiglich des Temperaturverlaufs der Basissimulation fiir die verschiedenen Autheiz-
strategien tiber der Zeit dargestellt. Es ist zu erkennen, dass zu Beginn des Zyklus die
Temperaturerhohung mit steigenden maximalen Warmestromen des Warmespeichers
zunimmt. Sobald die Wérmestromzufuhr unterbunden ist, sinkt die Kiihlmitteltem-
peraturdifferenz, da zu jedem Zeitpunkt die Energiebilanz erfiillt wird. Als Folge ist
zu erkennen, dass die Kiithlmitteltemperaturen ab 495s mit steigenden Werten von
QW SS,maz geringer werden.
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Abbildung 6.19: Kiihlmitteltemperaturverlauf fiir verschiedene Aufheizstrategien und
Kihlmitteltemperaturdifferenz im Vergleich zur Basissimulation am Bei-
spiel des IRFZ

Mit grofier Ahnlichkeit zum charakteristischen Verlauf der Kiithlmitteltemperaturent-
wicklung verhalten sich die Motoroltemperaturen in Abhédngigkeit der Aufheizstra-
tegie, wie Abbildung 6.20 zu entnehmen ist. Als Unterschiede seien hier angemerkt,
dass einerseits das Niveau der Temperaturerhohung geringer ausfillt und andererseits
diese mit einem zeitlichen Versatz einhergeht. Dies ist dadurch begriindet, dass bei
der Kiihlmitteltemperatur infolge der direkten Warmezufuhr eine ziigigere Resonanz
eintritt als bei dem Motorol, welches primar indirekt aufgrund steigender Motorstruk-
turtemperaturen seine Temperaturerh6hung erfahrt. Diese Tatsache ist insbesondere
im Hinblick auf die Auswirkungen beziiglich der Reibleistung des Verbrennungsmotors
von Interesse, da diese von den auftretenden Scherspannungen innerhalb des Motorols
und damit von der temperaturabhéangigen Viskositét des Motorols dominiert wird.

Die Auswirkungen der schneller ansteigenden Motortemperatur auf den Reibmittel-
druck zeigt Abbildung 6.21 fiir die verschiedenen Aufheizstrategien. Dargestellt sind
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Abbildung 6.20: Motordltemperaturverlauf fiir verschiedene Aufheizstrategien und Mo-

toroltemperaturdifferenz im Vergleich zur Basissimulation am Beispiel
des IRFZ

sowohl die absoluten Werte als auch die Differenzen, die sich auf die Basissimulation
ohne zuséitzliche Warmezufuhr beziehen. Mit steigenden maximalen Warmestrémen
und gleichzeitig kiirzeren Zuheizdauern ist eine groflere Reduktion des Reibmittel-
drucks in der ersten Hélfte des Zyklus zu erkennen. Dieser Effekt kehrt sich nach 545s
um, so dass die Reibleistungsreduktion mit hoheren Zuheizdauern bei geringeren Wér-
mestromen leicht hoher ist. Die Unterschiede der Reibleistungsreduktion zwischen den
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Abbildung 6.21: Einfluss der Aufheizstrategie auf den Reibmitteldruck am Beispiel des
IRFZ

jeweiligen Aufheizstrategien steigen zu Beginn des Warmlaufs an und erreichen bei
etwa 110 s ihr Maximum. Ab diesem Zeitpunkt nehmen die Unterschiede der Reibleis-
tungsreduktion kontinuierlich mit dem steigenden Temperaturniveau des Motoréls ab.
Dieser Sachverhalt héngt mafigeblich damit zusammen, dass identische Temperaturun-
terschiede bei unterschiedlichen Temperaturniveaus des Motorols zu unterschiedlichen
Viskositatsdifferenzen und schliellich zu unterschiedlichen Differenzen im Reibmittel-
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druck fithren. Dies ist die Folge des nichtlinearen Verhaltens der Olviskositéit beziiglich

der Temperatur und im betrachteten Temperaturbereich stets j—g <0OA j%’; > 0 gilt
und damit die Temperatursensitivitit der Olviskositéit mit steigenden Temperaturen

geringer wird.

In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 6.22 den Kraftstoffverbrauchsvorteil iiber
der Zeit sowie die prozentuale Anderung der CO,-Emissionen fiir die verschiedenen
Aufheizstrategien. Aufgrund der zuvor beschriebenen unterschiedlichen Entwicklun-
gen des Reibmitteldrucks steigt mit grofleren Werten von Qwsgjmax der Kraftstoffver-
brauchsvorteil. Der Zeitpunkt der maximalen Kraftstoffverbrauchsreduktion befindet
sich bei t = 836 s und nimmt von dort an leicht ab. Zu diesem Zeitpunkt ist das Ther-
mostat sowohl bei der Basissimulation als auch bei den untersuchten Aufheizstrategien
geoffnet. Das Motortemperaturniveau (vgl. Abbildung 6.19 und 6.20) liegt allerdings
noch geringfiigig iiber der Basissimulation ohne integriertem Wérmespeichersystem.
Demzufolge wird zu diesem Zeitpunkt in Abbildung 6.21 ein leicht geringerer Reib-
mitteldruck ausgewiesen. Die Tatsache, dass trotz dieser Beobachtung der momentane
Kraftstoffverbrauch bei t = 836 s identisch ist und im weiteren Verlauf leicht zunimmt,
ist auf die gestiegene Gesamtfahrzeugmasse zuriickzufiihren, die mit der Integration
des Wérmespeichersystems einhergeht.

""" Qmax =1TkW Qmax =2kW 15 |
Q= AKW —— Q= 8kW <
07 = 5
= -3 =
= . 3
¢ 6 g
& 1 ]
0 - O
< -9 ‘ ‘ ‘ O 1
-12 L B B B 05— T ]
0O 200 400 600 800 1000 1 2 4 8
t [S] CDWSS,max [kW]

Abbildung 6.22: Einfluss der Aufheizstrategie auf die Kraftstoffverbrauchs- und COs-
Reduktion am Beispiel des IRFZ

Die iiber den gesamten innerstéddtischen Realfahrzyklus erreichten COs-Reduktions-
potenziale steigen mit hoheren Werten von Qwss,ma:c an. Bei einer maximalen Zuheiz-
rate von 1kW bis zum Zeitpunkt ¢t = 608 s betragt die COz-Reduktion 0.78 %, wohin-
gegen bei der maximalen Zuheizrate von 8 kW {tiber eine Dauer von ¢t = 121 s die CO,-
Reduktion mit 1.29 % beziffert werden kann. Unter Anbetracht der Tatsache, dass trotz
steigender maximaler Zuheizraten der Netto-Warmeeintrag in das thermische System
abfillt (vgl. Abbildung 6.18) und gleichzeitig ein hoheres COy-Reduktionspotenzial
ausgewiesen werden kann, verdeutlicht, dass nicht nur die insgesamt zugefithrte Wér-

155



6 Analyse und Bewertung ausgewdahlter ThermomanagementmaBnahmen

me entscheidend ist. Ebenso nimmt der zeitliche Verlauf der Warmezufuhr eine zentrale
Rolle bei der Bewertung der zugrunde gelegten Autheizstrategien ein.

Dariiber hinaus zeigt das rechte Diagramm aus Abbildung 6.22, dass hinsichtlich des
COs-Reduktionspotenzials nur ein marginaler Unterschied zwischen der Aufheizstrate-
gie Qwss,maa; = 4 kW und Qwsgmax = 8KkW feststellbar ist. Zwar zeigt Abbildung 6.21
zu Beginn des Zyklus mit hoheren Zuheizraten eine ausgepragtere Reduktion des Reib-
mitteldrucks, jedoch tibersteigt die Aufheizstrategie mit einer maximalen Aufheizrate
von 4 kW das Motortemperaturniveau, das mit einer maximalen Aufheizrate von 8 kW
erreicht wird, so dass ab ¢t = 166 bis zum Ende des Zyklus der Reibmitteldruck im
Vergleich zur Simulation mit ngsmax = 8kW geringfiigig geringer ist. Der maximal
erzielbare Kraftstoffverbrauchsvorteil bei den zugrunde gelegten Umgebungsbedingun-
gen und dem Fahrzyklus ist damit identifiziert.

Diese Ausfithrungen unterstreichen die Notwendigkeit einer simultanen Berechnung al-
ler relevanten Systeme im Fahrzeug, da vorab nicht unmittelbar ersichtlich ist, welchen
Einfluss die Interaktion zwischen den beteiligten Systemen bei der Bewertung einzelner
Thermomanagementmafinahmen hat. Die Methode der Co-Simulation erfiillt dabei die
Anforderungen zur Bewertung des instationdren Verhaltens thermischer Systeme.

6.2.2 Einfluss des Fahrzyklus

Die bisherigen Untersuchungen verschiedener Aufheizstrategien basieren auf dem in-
nerstiadtischen Realfahrzyklus (IRFZ). In diesem Kapitel erfolgt eine Bewertung des
Wiérmespeichersystems im NEFZ sowie ein Vergleich mit den Ergebnissen, die inner-
halb des IRFZ erzielt wurden. Die Umgebungs- und Fahrzeugstarttemperatur betra-
gen dabei +20°C. Die gewédhlte Autheizstrategie hat eine maximale Zuheizrate von
QWSS,mam = 8kW, wobei die Energieabgabe des Warmespeichers 600 kJ betragt. Fir
diese Aufheizstrategie konnte bereits in Kapitel 6.2.1 das grofite Potenzial hinsichtlich
der Energieeffizienz nachgewiesen werden.

In Abbildung 6.23 ist der Kiihlmitteltemperaturverlauf sowie die Kiihlmitteltempe-
raturdifferenz unter Verwendung des Wérmespeichersystems beziiglich des jeweiligen
Fahrzyklus dargestellt. Zunédchst kann eine schnellere Aufheizung des Motorkiithlmit-
tels im IRFZ im Vergleich zum NEFZ festgestellt werden. Unter Berticksichtigung
von Tabelle 4.1 sowie Abbildung 4.3, aus der ersichtlich wird, dass es sich beim IRFZ
um einen dynamischeren Fahrzyklus handelt, ist das unterschiedliche Aufheizverhalten
beider Fahrzyklen erklarbar. Ein erhohter Warmeeintrag tiber die Brennraumwénde
und Auslasskandle aufgrund hoherer Motorlasten sowie ein erhohter Warmeeintrag
infolge der gestiegenen Reibung aufgrund hoherer Motordrehzahlen tragen dabei we-
sentlich zu einer beschleunigten Aufheizung bei. Die Anderung der Kiithlmitteltempe-
ratur am Austritt der Wasserpumpe unter Einsatz eines Warmespeichers ist bis zum
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Abbildung 6.23: Kiihlmitteltemperaturverlauf fiir verschiedene Fahrzyklen und Kiithlmit-
teltemperaturdifferenzen im Vergleich zur jeweiligen Basissimulation

Zeitpunkt der Thermostatoffnung nahezu identisch. Die Tatsache, dass bei gleicher
Warmezufuhr jedoch unterschiedlichen Kiithlmittelvolumenstrémen durch das Wéarme-
speichersystem die Austrittstemperaturen unterschiedlich sind, ist nach weiteren tur-
bulenten Quervermischungen des Kiihlmittels aus anderen Teilen des Kiihlkreislaufs
bis zum Austritt an der Wasserpumpe kaum feststellbar. Der zusétzliche Warmeeintrag
in den Kiihlkreislauf erhoht demnach das Temperaturniveau des Verbrennungsmotors
in &hnlichem Mafe.

Auswirkungen eines kithlmittelseitigen Warmespeichersystems auf die Entwicklung der
Motoréltemperatur sind vorhanden, jedoch im Vergleich zur Anderung des Kiithlmittel-
temperaturverlaufs geringer ausgeprégt (vgl. Kapitel 6.2.1). Den Einfluss des zugrunde
gelegten Fahrzyklus auf die Oltemperaturdifferenz zeigt Abbildung 6.24.
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Abbildung 6.24: Motoroltemperaturverlauf fiir verschiedene Fahrzyklen und Motoréltem-
peraturdifferenzen im Vergleich zur jeweiligen Basissimulation
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Einerseits ist beim IRFZ die Motoroltemperatur iber nahezu der gesamten Zyklus-
dauer hoher, verglichen mit den Temperaturverlaufen im NEFZ, andererseits zeigt
die Entwicklung der Oltemperatur bei der untersuchten Aufheizstrategie nahezu keine
Abhéngigkeit beztiglich des Fahrzyklus.

Die Auswirkungen des Fahryzklus und damit einhergehenden unterschiedlichen Ent-
wicklungen der Motoroltemperaturen auf die zeitliche Entwicklung der Reibleistung
ist in Abbildung 6.25 dargestellt. Es kann festgehalten werden, dass die absolute Re-
duktion des Reibmitteldrucks im NEFZ grofler ist im Vergleich zum IRFZ, obwohl
bis zum Zeitpunkt der Thermostatoffnung nur marginale Unterschiede in den Mo-
toroltemperaturdifferenzen zwischen den beiden Zyklen zu erkennen sind. Die Unter-
schiede in der Reduktion des Reibmitteldrucks lassen sich jedoch dadurch erkléren,
dass die Anderungen der Motorél- und Strukturtemperaturen auf unterschiedlichen
Temperaturniveaus festzustellen sind. Eine Temperaturerhéhung auf einem insgesamt
geringerem Temperaturniveau, wie sie beim NEFZ im Vergleich zum IRFZ auftreten,
fithren demnach zu grofleren Vorteilen hinsichtlich des Reibmitteldrucks.
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Abbildung 6.25: Einfluss des Fahrzyklus auf den Reibmitteldruck und die Reibmittel-
druckdifferenzen zur jeweiligen Basissimulation

Fiir eine abschlieBende Bewertung der Abhéngigkeit der Energieeffizienz hinsichtlich
des Fahrzyklus unter Verwendung eines Warmespeichersystems zeigt Abbildung 6.26
die absolute Kraftstoffersparnis in beiden Fahrzyklen, bezogen auf die jeweiligen Ba-
sissimulationen ohne Warmespeichersystem sowie die erzielbaren COs-Ersparnisse in
Abhéngigkeit aller untersuchten Aufheizstrategien. Die bereits festgestellte Reduk-
tion des Reibmitteldrucks ist in den Verlaufen der Kraftstoffverbrauchsdifferenz zu
erkennen. Die maximale Kraftstoffverbrauchsreduktion tritt beim NEFZ zu spéteren
Zeitpunkten auf, da die Thermostatoffnung spéater erfolgt. Aufgrund der insgesamt
leicht hoheren Fahrwiderstande, die aus der hoheren Gesamtfahrzeugmasse resultie-
ren, sinkt der Kraftstoffverbrauchsvorteil im letzten Abschnitt beider Fahrzyklen. Mit
Blick auf die iiber den gesamten Zyklus feststellbare prozentuale CO5-Reduktion sind
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nur geringfiigige Anderungen zwischen beiden Zyklen erkennbar. Am Beispiel der Auf-
heizstrategie mit QWSS,mam = 8kW betragt die eingesparte Kraftstoffmasse im IRFZ
9.4¢g, wohingegen diese im NEFZ einen Wert von 11.3g annimmt. Die prozentuale
CO3-Reduktion betragt im NEFZ aufgrund des insgesamt hoheren kumulierten Kraft-
stoffverbrauchs 1.27 % und ist damit verglichen mit der CO,-Reduktion im IRFZ, die
mit 1.29 % beziffert werden kann, auf ahnlichem Niveau. Es fallt auf, dass sich die pro-
zentuale COy-Reduktion beider Zyklen bei der Aufheizstrategie mit Qw SS.maz = 4 kW
unterscheiden, wohingegen die Unterschiede bei den restlichen drei Aufheizstrategien
marginal sind. Eine genauere Analyse dieser Tatsache fiithrt zu dem Ergebnis, dass im
NEFZ bei dieser Aufheizstrategie der asymptotische Endwert des maximalen Einspar-
potenzials noch nicht erreicht ist. Dies liegt darin begriindet, dass die Reibleistungs-
reduktion bei hoheren Zuheizraten (8 kW) zu Beginn des NEFZ im Vergleich zu einer
langer anhaltenden Zuheizrate bei 4kW dominiert. Da sich der Verbrennungsmotor
beim Durchfahren des NEFZ wéahrend der Aufheizphase stets auf einem geringeren
Temperaturniveau verglichen mit dem IRFZ befindet, kann insbesondere zu Beginn
des Zyklus von hoheren Zuheizraten und damit hoheren Motorol- und Strukturtem-
peraturen profitiert werden.
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Abbildung 6.26: Einfluss des Fahrzyklus auf die Kraftstoffverbrauchs- und COs-Reduktion

Abschliefend kann festgehalten werden, dass die erreichbaren Vorteile hinsichtlich des
Gesamtwirkungsgrades nur geringfiigig von den im Rahmen dieser Arbeit zugrunde
gelegten Fahrzyklen abhangig sind. Eine absolute Betrachtung der insgesamt einge-
sparten Kraftstoffmasse fiihrt jedoch zu dem Ergebniss, dass diese im NEFZ um 20 %
hoher ist im Vergleich zum IRFZ.

6.2.3 Einfluss der Starttemperatur

In den vorherigen Kapiteln wurde der Einfluss verschiedener Autheizstrategien sowie
Fahrzyklen auf das Aufheizverhalten und die Energieeffizienz durch den Einsatz eines
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Wiérmespeichersystems untersucht. Samtliche Untersuchungen hatten dabei gemein,
dass sie unter identischen Umgebungsbedingungen durchgefithrt wurden. Das ther-
mische Gesamtfahrzeugmodell wurde stets auf die vorgegebene Umgebungstempera-
tur von +20°C initialisiert. In diesem Abschnitt werden Untersuchungen vorgestellt,
bei denen die Umgebungstemperatur und damit auch die Fahrzeugstarttemperatur
auf —20°C abgesenkt wurde. Von besonderem Interesse ist dabei der Einfluss der
Starttemperatur auf das Aufheizverhalten des Fahrzeugs unter Berticksichtigung eines
zusitzlichen Warmeeintrags iiber den im Kiihlkreislauf integrierten Warmespeicher.
Wie schon in Kapitel 6.2.2 wird der Fokus auf die Aufheizstrategie mit einer maxima-
len Zuheizrate von QWSS,max = 8KkW gelegt. Dabei betragt die vom Warmespeicher
abgegebene Energiemenge wiederum 600kJ. Angelehnt an die in Kapitel 6.2.1 vor-
gestellten Untersuchungen stellt diese Aufheizstrategie hinsichtlich der erreichbaren
COs-Reduktion das Optimum im gewéhlten Untersuchungsbereich dar. Als Fahrzy-
klus wird der IRFZ herangezogen. Besonders zu beachten ist, dass bei beiden Initial-
temperaturen von +20°C und —20°C aus Griinden der besseren Vergleichbarkeit des
Starttemperatureinflusses keine Warmeabnahme am Heizungswarmetauscher erfolgt.
Dies stellt insbesondere bei tiefen Umgebungstemperaturen eine theoretische Betrach-
tung dar. Daher schliefit das Kapitel mit einer Analyse der Auswirkungen hinsichtlich
des thermischen Verhaltens des Verbrennungsmotors sowie dessen Einfluss auf das
COs-Minderungspotenzial eines Warmespeichersystems, wenn bei einer Umgebungs-
temperatur von —20°C der Fahrzeuginnenraum beheizt und dadurch die Aufheizung
des Motorkiihlmittels retardiert wird.

Abbildung 6.27 zeigt fiir zwei unterschiedliche Umgebungs- und Startbedingungen die
Entwicklung der Kiithlmitteltemperatur im Basiszustand und mit einer Zuheizrate von
8kW iiber eine Dauer von 121s sowie die sich daraus ergebende Kiithlmitteltempera-
turdifferenz fiir beide Initialtemperaturen. Wie schon bei dem in Kapitel 4.4.1 und
4.4.2 vorgestellten Vergleich der Kiihlmitteltemperaturentwicklung aus verschiedenen
Starttemperaturen kann auch unter Berticksichtigung eines Warmespeichersystems ein
deutlich steilerer Temperaturgradient bei tiefen Umgebungstemperaturen zu Beginn
des Warmlaufs festgestellt werden. Bis zum Zeitpunkt der Thermostatoffnung bei ei-
ner Initialtemperatur von +20°C verhéalt sich die Charakteristik der Kiithlmitteltem-
peraturerh6hung nahezu unabhéngig von der Starttemperatur. Die maximale Tem-
peraturerhohung ist bei beiden Simulationen bei t = 114 s feststellbar und bei einer
Starttemperatur von —20 °C etwas ausgepragter, verglichen zur Temperaturerhéhung,
wenn das Fahrzeug bei moderateren Temperaturen initialisiert wird. Nach Beenden
der Zuheizung fallen beide Temperaturverldufe exponentiell ab.

Die Anhebung des Motortemperaturniveaus wéihrend eines Warmlaufs infolge der Ap-
plikation eines Warmespeichers in den Motorkiihlkreislauf geht unmittelbar mit einer
schnelleren Absenkung des Reibmitteldrucks einher. Hierzu zeigt Abbildung 6.28 die
Entwicklung des Reibmitteldrucks iiber der Zeit fiir den Fall der maximalen Zuheizrate
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Abbildung 6.27: Kiihlmitteltemperaturverlauf fir verschiedene Starttemperaturen und

Kihlmitteltemperaturdifferenz im Vergleich zur Basissimulation am Bei-
spiel des IRFZ

von 8 kW fiir beide Motorstarttemperaturen sowie die Differenz der Reibmitteldriicke,
bezogen auf die jeweiligen Basissimulationen ohne Warmespeichersystem. Die erreich-
bare Reduktion des Reibmitteldrucks betréigt bei einer Initialtemperatur von —20°C
bis zu 0.35bar und liegt damit deutlich tiber dem Niveau, das bei T;,; = +20°C
erreicht werden kann. Des Weiteren ist bei der Untersuchung des Wéarmespeicherssy-
stems bei tiefen Umgebungstemperaturen bis zum Ende des Zyklus eine Reduktion
des Reibmitteldrucks zu erkennen, da iiber die gesamte Zyklusdauer das Thermostat
geschlossen bleibt und damit das Motortemperaturniveau zu keinem Zeitpunkt ausge-
glichen wird.
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Abbildung 6.28: Einfluss der Starttemperatur auf den Verlauf des Reibmitteldrucks am
Beispiel des IRFZ

Der Einfluss der Starttemperatur auf die Verbesserung der Energieeffizienz beim Ein-
satz eines Warmespeichersystems ist Abbildung 6.29 zu entnehmen. Dargestellt sind
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die absolute Reduzierung der eingesetzten Kraftstoffmasse bei Initialtemperaturen von
+20°C und —20°C sowie die relative COy-Reduktion fir die verschiedenen Aufheiz-
strategien. Die Senkung des Kraftstoffverbauchs iiber der Zeit ist bei tiefen Starttem-
peraturen insbesondere zu Beginn des Zyklus deutlich ausgepragter. Dies lasst sich
darauf zurtickfithren, dass eine zusatzliche Warmezufuhr in das thermische System bei
tiefen Temperaturen eine Erhéhung der Reibmitteldruckreduktion bewirkt (vgl. Ab-
bildung 6.28). Die iiber den gesamten IRFZ erreichbaren COs-Reduktionen sind mit

Tt = +20°C, Qe = 8 KW 2.00
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Abbildung 6.29: Einfluss der Starttemperatur auf die Kraftstoffverbrauchs- und CO»-
Reduktion am Beispiel des IRFZ

tiefen Starttemperaturen tiber alle betrachteten Autheizstrategien grofier im Vergleich
zur Starttemperatur von 420 °C. Die grofiten Vorteile hinsichtlich der Energieeffizienz
konnen bei QWSS,max = 8KW erzielt werden. Bei einer Starttemperatur von —20°C
betragt die COo-Reduktion 1.86 % und sinkt auf 1.29 %, sofern dem System die gleiche
Wiérmemenge bei einem Warmlauf aus +20 °C zugefithrt wird.

Bei den bisher in Kapitel 6.2 vorgestellten Untersuchungen wurde dem Kiihlmittel
keine Warme iiber den vorderen und hinteren Heizungswarmetauscher entnommen.
Insbesondere bei der Untersuchung des Einflusses der Starttemperatur auf das Autheiz-
verhalten des Verbrennungsmotors bei der Berticksichtigung eines zusatzlichen War-
meeintrags in das Kiithlmittel ist dies der besseren Vergleichbarkeit dienlich. Gleich-
zeitig handelt es sich, insbesondere bei der Simulation mit einer Initialtemperatur von
—20°C, um ein realitatsfernes Szenario. Aus diesem Grund wird auf Basis der Aufheiz-
strategie mit QWSS,ma:c = 8kW, fiir die das groBite COs-Reduktionspotenzial progno-
stiziert werden konnte, eine weitere Warmlaufsimulation betrachtet. Dabei werden die
Geblise im vorderen und hinteren Klimageréat angesteuert, so dass die durchstromende
Luft im Wérmeaustauch mit dem Kiihlmittel steht, wobei keine elektrische Zuheizung
erfolgt und der Umluftanteil am vorderen Klimagerat 0% betragt (vgl. Aufheizstra-
tegie B in Tabelle 6.2). Zunachst kann Abbildung 6.29 entnommen werden, dass der
CO,-Vorteil infolge der zuséitzlichen Aufheizung des Fahrzeuginnenraums von 1.86 %
auf 1.44 % gemindert wird. Gleichwohl bleibt die Hohe der prozentualen Kraftstoff-
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verbrauchsreduktion iiber dem Ergebnis, das bei einer Starttemperatur von +20°C
erzielt wurde.

Auf die wesentlichen Griinde fiir die Reduzierung des Kraftstoffverbrauchspotenzi-
als unter Einbeziehung der Aufheizung des Fahrzeuginnenraums wird im Folgenden
naher eingegangen. In diesem Zusammenhang zeigt Abbildung 6.30 den Einfluss der
Warmeabnahme an beiden Heizungswarmetauschern auf die Kithlmitteltemperaturer-
hohung sowie Differenz des Reibmitteldrucks infolge des zuséatzlichen Warmeeintrags
in das Kiihlmittel durch ein Warmespeichersystem. Von Beginn des Zyklus an bis ca.
t = 100s sind die dargestellten Kiihlmitteltemperaturdifferenzen nahezu deckungs-
gleich. Dies liegt darin begriindet, dass bis zu diesem Zeitpunkt die Eintrittstempera-
turdifferenz und daher die insgesamt tibertragene Warmemenge an den Heizungswér-
metauschern relativ gering ist. Dartiber hinaus bedingt die luftseitige ATP-Regelung
(vgl. Kapitel 3.7) des Klimasteuergerites geringe Gebldsespannungen. Dadurch wer-
den die Luftmassenstrome durch die Heizungswarmetauscher zu Beginn des Zyklus
reduziert, was zu einer weiteren Reduktion der an den Heizungswéarmetauschern tiber-
tragenenen Warmestrome fiihrt und in dieser Phase des Warmlaufs zu einem ver-
besserten Behaglichkeitsempfinden der Fahrzeuginsassen beitragt. Ab etwa t = 100s
unterscheiden sich die Kiithlmitteltemperaturdifferenzen zunehmend, da diese mit stei-
genden Wirmestromen an den Heizungswéarmetauschern schneller abfallt. Dies fithrt
zu einer im Gegensatz zum Warmlauf ohne Fahrzeuginnenraumautheizung verschlepp-
ten Aufheizung des Verbrennungsmotors, die jedoch stets mit hoheren Kiithlmittel-
temperaturen im Vergleich zum Betrieb ohne Warmespeichersystem einhergeht. Das
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Abbildung 6.30: Einfluss der Warmeabnahme an beiden Heizungswéirmetauschern auf die
Kihlmitteltemperatur- und Reibmitteldruckdifferenz im Vergleich zur
Basissimulation bei Ty = —20°C am Beispiel des IRFZ

unterschiedliche Warmlaufverhalten beider Szenarien hat unmittelbare Auswirkungen
auf die Entwicklung des Reibmitteldrucks. Im rechten Diagramm von Abbildung 6.30
ist die Entwicklung der Reibmitteldruckdifferenz iiber der Zeit dargestellt. Unter Be-
riicksichtigung der Innenraumautheizung ist die Reduktion des Reibmitteldrucks im
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Vergleich ohne Warmeabnahme an den Heizungswéarmetauschern geringer. Dennoch
kann eine deutliche Reduktion des Reibmitteldrucks unter Verwendung eines War-
mespeichersystems erzielt werden. Durch diese Mafinahme kann im IRFZ unter den
zugrunde gelegten Randbedingungen der Kraftstoffverbrauch um 1.44 % gesenkt und
gleichzeitig die Fahrzeuginnenraumtemperatur angehoben werden.
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Die ganzheitliche Systemanalyse des Gesamtfahrzeugs nimmt eine zentrale Rolle bei
der Optimierung der Warmlaufphase und Erschliefung weiterer COs-Potenziale ein.
Die Methode der Co-Simulation erfiillt dabei die notwendigen Anforderungen zur Be-
wertung des instationdren Verhaltens der thermischen Systeme in Fahrzeugen und
gewahrleistet die Erfassung samtlicher Wechselwirkungen der einzelnen Teilsysteme.
Dazu miissen die beteiligten Modelle sehr hohen Genauigkeitsanspriichen geniigen,
um auf die Einfliisse von veranderten Last- und Umgebungsbedingungen sowie unter-
schiedlichen Betriebsstrategien bei dynamischen Bedingungen reagieren zu konnen.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein thermisches Motor- und Fahrzeugmodell unter
Berticksichtigung aller relevanten Wéarmequellen und -senken entwickelt. Das so ent-
standene thermische Gesamtfahrzeugmodell ist in der Lage, sowohl die Temperatur-
entwicklungen im Verbrennungsmotor, Getriebe und Innenraum als auch den Kraft-
stoffverbrauch fiir verschiedene Fahrzyklen aus unterschiedlichen Starttemperaturen
simultan zu berechnen.

In den meisten Betriebszustanden stellt der innerzylindrische Wandwéarmestrom den
wichtigsten Warmeeintrag in das thermische Motormodell dar. Dieser berechnet sich
im Rahmen einer Motorprozessrechnung, in der basierend auf der Einspritzrate der
Brennverlauf berechnet wird. Die Verwendung einer kurbelwinkelbasierten Motorpro-
zessrechnung bietet somit die Chance auf verdnderte Applikations- und Betriebspa-
rameter sowie weiteren Randbedingungen zu reagieren, so dass der Einfluss von ver-
anderten Ladelufttemperaturen und -driicken, Einspritzzeitpunkten, Abgasriickfiih-
rungsraten oder Brennraumwandtemperaturen auf den Wandwérmestrom erfasst wer-
den kann. Es konnte gezeigt werden, dass dabei nicht nur der absolut iibertragene
Wandwérmestrom von Interesse ist, sondern auch dessen zeitlicher Verlauf iiber ein
Arbeitsspiel. Dieser wirkt sich unmittelbar auf den inneren Wirkungsgrad und damit
den inneren Mitteldruck bzw. Kraftstoffverbrauch aus.

Aufgrund der Tatsache, dass die Brennraumwandtemperaturen einen direkten Ein-
fluss auf den Wandwérmeiibergang und damit auf die Warmefreisetzungsrate sowie
den inneren Wirkungsgrad haben, muss die Berechnung dieser Temperaturen hohen
Anforderungen geniigen. Aus diesem Grund wurden mehrere Verfahren zur Berech-
nung der Brennraumwandtemperaturen vergleichend gegeniibergestellt. Dabei konnte
die Diskretisierungsmethode in Wéarmestromrichtung als bester Kompromiss zwischen
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Aufwand und Ergebnisqualitat identifiziert werden. Die héchsten Genauigkeiten wur-
den jedoch mit der analytischen Losung der instationdren eindimensionalen Warmelei-
tungsgleichung erzielt. Der Unterschied zu den in der Literatur zu findenden Ansétzen
zur Berechnung der Wandtemperatur ist dabei, dass die Annahme eines halbunendlich
ausgedehnten Korpers nicht getroffen werden darf. Dies ist darauf zurtickzufiihren,
dass die Wandtemperaturen mit ausreichendem Abstand zur Brennraumoberfliche
nicht als konstant erachtet werden diirfen, wofiir zwei wesentliche Griinde zu nennen
sind. Zum einen ist die Abbildung der Warmlaufphase von zentraler Bedeutung, in der
die Temperaturen auch auf der Kiihlmittelseite der Brennraumwand ansteigen. Zum
anderen ist eine hohe Ergebnisgenauigkeit bei der Simulation hochtransienter Fahr-
zyklen erforderlich. Dies geht mit sich ziigig &ndernden Stromungsgeschwindigkeiten
in den motorinternen Kiihlkandlen und damit Warmetibergangskoeffizienten zwischen
Motorstruktur und Kiithlmittel einher.

Ein weiterer Schwerpunkt dieser Arbeit lag daher auf der Modellierung der kithlmittel-
seitigen Warmeiibergangskoeffizenten, da diese neben der Berechnung des Wéarmeein-
trags in das Kiihlmittel ebenfalls die Entwicklung der Brennraumwandtemperaturen
und damit die kurbelwinkelbasierte Motorprozessrechnung beeinflussen. Bei der Mo-
dellentwicklung wurde dabei grofler Wert darauf gelegt, dass die entwickelte Methode
allgemeingiiltig ist und auf jegliche wassergekiihlte Verbrennungsmotoren angewendet
werden kann. Fiir die Modellierung wurden detaillierte 3d-CFD Analysen am Beispiel
eines V6 Dieselmotors durchgefithrt. Im Anschluss wurde das Wérmeiibertragungs-
problem mit Hilfe ahnlichkeitstheoretischer Grundsatziiberlegungen auf dimensions-
lose Kennzahlen abstrahiert und mit Hilfe einer Funktionsanalyse in eine 1d-CFD
Umgebung implementiert. Die Vorteile des entwickelten Modells zur Berechnung des
kithlmittelseitigen Warmetibergangs konnen wie folgt zusammengefasst werden:

Ahnlichkeitstheoretischer Ansatz (dimensionshomogen)

Giltigkeit in grofem Temperaturbereich: —20°C bis +110°C

Giltigkeit in groem Motordrehzahlbereich: 700 !/min bis 4000 Y/min

Hochtransienter und thermisch instationédrer Motorwarmlauf wird abgebildet

Bewertung variierender Wasser /Glysantin-Gemische moglich

Implementierung in schnellrechnende 1d-CFD Umgebung

Eine dhnliche Vorgehensweise zur Reduktion des multidimensionalen Strémungspro-
blems auf ein Minimum an Kennzahlen wurde bei der Beschreibung der Kiithlmittelhy-
draulik gewéhlt. Durch die Anwendung dieser beiden Methoden konnten insbesondere
vor dem Hintergrund variierender Simulationsrandbedingungen, wie z. B. Fahrzyklus
oder Starttemperatur, Ergebnisse mit deutlich hoherer Genauigkeit erzielt werden, als
es mit aus der Literatur entnommenen Modellvorstellungen gelang.
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Neben dem Olkreislauf und der Motorraumdurchstromung liefert die Modellierung von
Klimatisierungspfad und Fahrzeuginnenraum einen wichtigen Beitrag zur Bewertung
von Thermomanagementmafinahmen hinsichtlich des thermischen Komforts und der
sicherheitsrelevanten Scheibenbeschlagsgefahr. In Abhéngigkeit der im Klimasteuer-
gerat hinterlegten Funktionen werden die Geblasespannungen, die Klappenpositionen,
die Leistungsstufe der PTC-Elemente sowie die Leistungsaufnahme der elektrisch be-
heizbaren Frontscheibe gesteuert oder geregelt. Es ergibt sich fiir jeden luftfithrenden
Kanal ein Auslassmassenstrom und eine Austrittstemperatur. Als Folge kann sowohl
die zeitliche Entwicklung des Temperaturprofils in der Frontscheibe, der relativen Luft-
feuchtigkeit im Innenraum sowie der mittleren Innenraumtemperatur berechnet wer-
den, wobei die Wasserbeladung nicht nur in der Massenerhaltung, sondern auch in der
Formulierung der Energiebilanz berticksichtigt wird.

Schliellich wurden die thermischen und mechanischen Eigenschaften des Antriebs-
strangs sowie der Einfluss der Nebenaggregate und der Motorreibung auf die Berech-
nung des tatsachlichen Motorbetriebspunktes beriicksichtigt. Dariiber hinaus wird die
warmewirksame Reibleistung anteilig an den verschiedenen Reibpaarungen des Motor-
strukturmodells zugefiihrt. In diesem Zusammenhang wurde im Rahmen einer parallel
durchgefiihrten Arbeit [19] ein kennfeldbasiertes Reibmodell erstellt, das in die Simu-
lationsumgebung des thermischen Gesamtfahrzeugmodells aufgenommen wurde. Als
Eingangsgrofien des Reibleistungskennfelds dienen die Motordrehzahl und -last sowie
das Motortemperaturniveau. Aufgrund der Tatsache, dass das Motortemperaturni-
veau bei sehr tiefen Temperaturen einen grofien Einfluss auf den Reibmitteldruck hat,
miissen die Temperaturberechnungen innerhalb des vorgestellten thermischen Motor-
modells duerst prézise erfolgen.

Das thermische Modell des Verbrennungsmotors und Fahrzeugs zeichnet sich durch
seinen modularen und weitgehend physikalischen Aufbau sowie durch eine schnelle
Rechengeschwindigkeit aus. Das Verhaltnis zwischen Simulationsdauer und Echtzeit
kann mit etwa 3.8 bis 4.5 beziffert werden. Fiir den NEFZ ergab sich demnach eine
Rechenzeit von etwa 80 Minuten, wobei die an der Co-Simulation beteiligten Modelle
auf finf Multikernprozessoren parallelisiert wurden.

Fir die Validierung der Simulationsergebnisse wurde im Rahmen dieser Arbeit ein Ver-
suchsfahrzeug aufgebaut, mit dem Messungen in einem Klimawindkanal mit Allrad-
Rollen-Priifstand durchgefiihrt wurden. Bei der Bewertung der Modellgiite wurde sehr
grofler Wert darauf gelegt, dass das thermische Gesamtfahrzeugmodell nicht nur bei
einem Fahzyklus und einer Start- bzw. Umgebungstemperatur, sondern unter den ver-
schiedensten Bedingungen eine hohe Ergebnisqualitat erzielt. Daher erfolgte die Vali-
dierung bei einer Fahrt mit konstanter Fahrzeuggeschwindigkeit und zwei transienten
Fahrzyklen. Die Start- und Umgebungstemperaturen wurden dabei zwischen —20°C
und 420 °C variiert.
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Nachdem festgestellt werden konnte, dass sich das thermische Gesamtfahrzeugmo-
dell fiir die virtuelle Erprobung von Thermomanagementmafinahmen eignet, wurde
zunéchst eine detaillierte Untersuchung zum Einfluss wesentlicher Systemrandbedin-
gungen durchgefithrt. Die dabei generierten Erkenntnisse sind aus zweierlei Griin-
den von zentraler Bedeutung. Zum einen konnen die erarbeiteten Sensitivitaten der
unterschiedlichen Randbedingungen zur Ergebnisinterpretation nachfolgender Unter-
suchungen beitragen und die Aufmerksamkeit hinsichtlich der vielseitigen Wechsel-
wirkungen zwischen den einzelnen Systemen schérfen. Zum anderen konnen die ge-
wonnenen Erkenntnisse gezielt genutzt werden, um den Modellentwicklungsprozess
neuer Gesamtfahrzeugmodelle zu optimieren. Aufgrund der Quantifizierung der rela-
tiven Abweichung beziiglich des Warmlaufverhaltens sowie des Kraftstoffverbrauchs,
die mit etwaigen Modellierungsunschérfen einhergehen, kann in zukiinftigen Modell-
entwicklungen unter Beriicksichtigung der zugrunde gelegten Fragestellung der Mo-
dellierungsaufwand reduziert und an die Phase des Entwicklungsprozesses angepasst
werden. Gleichzeitig kann die Prognosegiite des Motor- und Fahrzeugmodells besser
abgeschatzt werden.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden zwei mogliche Anwendungsfélle des thermischen Ge-
samtfahrzeugmodells untersucht. Der erste Fall bewertet die erzielbaren Potenziale, die
mit einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe im Heizleistungstest nach VDA 220 er-
zielt werden konnen. Zur Steigerung des Systemverstandnisses wurden zunachst die
Wechselwirkungen zwischen den einzelnen Modellen mit Hilfe einer Energieflussana-
lyse untersucht und verschiedene Aufheizstrategien erprobt. Anschliefend erfolgte ein
Vergleich zwischen einer elektrisch beheizbaren Frontscheibe und einer konventionellen
luftseitigen Zuheizmafinahme mit PTC-Elementen hinsichtlich des Gesamtenergiebe-
darfs sowie des erzielbaren thermischen Komforts im Fahrzeuginnenraum. Unter Be-
riicksichtigung einer identischen elektrischen Zusatzbelastung des Generators konnte
mit dem Einsatz einer Frontscheibenheizung nach 30 Minuten eine um 6.6 K héhere In-
nenraumtemperatur im Vergleich zu den PTC-Elementen erzielt werden. Gleichzeitig
wurde dabei ein geringerer Kraftstoffverbrauch festgestellt, der auf das unterschiedli-
che Warmlaufverhalten des Verbrennungsmotors zurtickgefiihrt werden konnte. Unter
der Voraussetzung gleichen thermischen Komforts, also identischem Innenraumtem-
peraturverlauf, konnte mit dem Einsatz der elektrischen Frontscheibenheizung eine
deutliche Kraftstoffverbrauchsreduktion in Hohe von 8 % ausgewiesen werden.

Zudem wurde ein in den Kiihlkreislauf integriertes Warmespeichersystem zur Steige-
rung der Energieeffizienz in der Warmlaufphase analysiert. Dazu wurden in einem in-
nerstidtischen Realfahrzyklus mit einer Start- und Umgebungstemperatur von +20°C
mehrere Aufheizstrategien untersucht. Diese waren dadurch charakterisiert, dass ihre
maximalen Warmestrome sowie die Zuheizdauer unterschiedlich waren. Die Warme-
menge, die insgesamt dem Kiihlkreislauf zugefithrt wurde, war jedoch stets konstant.
Als Ergebnis kann festgehalten werden, dass dabei nicht nur die zugefiihrte Ener-
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giemenge entscheidend ist, sondern auch der zeitliche Verlauf der Energiezufuhr. Mit
einer moglichst kurzen Zuheizdauer bei hohen Zuheizraten wurde das grofite CO,-
Reduktionspotenzial erzielt, das mit 1.29 % angegeben werden konnte. Im Neuen Eu-
ropaischen Fahrzyklus fiihrte der Einsatz eines Wéarmespeichersystems zu Kraftstoff-
verbrauchsvorteilen in &hnlicher Groflenordnung. Neben der Untersuchung verschie-
dener Aufheizstrategien sowie unterschiedlicher Fahrzyklen wurde schliellich der Ein-
fluss der Starttemperatur hinsichtlich des Warmlaufverhaltens sowie der méglichen
Kraftstoffeinsparung untersucht. Im innerstéddtischen Realfahrzyklus konnte bei einer
Starttemperatur von —20°C der COsy-Ausstofl mit Hilfe des Wéarmespeichersystems
um 1.86 % gesenkt werden. Dabei wurde jedoch der Warmeaustausch zwischen Kiihl-
mittel und Luft am Heizungswarmetauscher unterbunden. Unter Berticksichtigung der
Innenraumaufheizung verringerte sich zwar der Kraftstoffverbrauchsvorteil auf 1.44 %,
blieb jedoch leicht iiber der bei +20°C erzielten Kraftstoffeinsparung. Gleichzeitig
konnte eine hohere Innenraumtemperatur erzielt werden.

Die untersuchten Anwendungsfille unterstreichen die Notwendigkeit, dass fiir eine voll-
umfingliche Bewertung zukiinftiger COs-Reduktionstechnologien das gesamte Fahr-
zeug unter Berticksichtigung seiner Umgebung in den Fokus der Untersuchung riicken
muss. Dazu miissen einerseits die verwendeten Modelle einen sehr hohen Detaillie-
rungsgrad aufweisen und andererseits eine zeitsynchrone Kopplung gewéhrleistet wer-
den. Die Methode der Co-Simulation erfiillt dabei die Anforderungen hinsichtlich der
Modularitat, der Unabhéangigkeit gegeniiber Simulationsprogrammen sowie der platt-
formiibergreifenden Datenverwaltung. Vor dem Hintergrund stetig steigender Komple-
xitaten einzelner Systeme und damit zwangslédufig auch zuséatzlicher Wechselwirkungen
stellt eine virtuelle Erprobung verschiedener Systemarchitekturen sowie Applikations-
strategien einen wertvollen Beitrag wihrend des gesamten Entwicklungsprozesses dar.
Dabei kann und darf der Versuch nicht durch die Simulation ersetzt werden. Vielmehr
miissen sich beide Disziplinen bestmoglich ergénzen, so dass zeit- und kostenintensi-
ve Fahrzeugversuche in Klimawindkanélen sowie Auflenerprobungen in klimatischen
Extremzonen reduziert werden konnen.
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