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VIII Kurzfassung

Kurzfassung

Die Warmeverluste im Brennraum von Dieselmotoren sind fir den Wirkungsgrad
der Energieumsetzung, fir Bauteilbelastungen und aufgrund des starken Einflus-
ses der Temperatur auf die Reaktionskinetik, fir die Schadstoffbildung von we-
sentlicher Bedeutung.

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Modell zur Simulation der gasseitigen Warme-
verluste fir den Einsatz in 3d-CFD-Programmen entwickelt. Neben dem konvekti-
ven Warmelbergang werden durch das Modell die Einflisse der in einem Die-
selmotor nicht zu vernachlassigenden Ruf3strahlung und die durch RulRablage-
rungen hervorgerufene Dampfung der Wandwéarmestréme berticksichtigt.

Der konvektive Wandwarmeulbergang kann alternativ auch durch die in CFD-
Programmen vielfach verwendeten Wandfunktionen bestimmt werden. Ein in
dieser Arbeit zusatzlich entwickelter Ansatz zur dynamischen Adaption der wand-
nachsten Zellschicht gewahrleistet, dass der wandnachste Gitterpunkt innerhalb
des den Wandfunktionen zugrundeliegenden Giltigkeitsbereichs liegt.

Die Modelle wurden in den dreidimensionalen CFD-Code KIVA-3V implementiert,
mit experimentell ermittelten Warmestrommessungen eines direkteinspritzenden
Nutzfahrzeug-Dieselmotors verifiziert und anschlielBend zur Durchfliihrung von
motorischen Parameterstudien eingesetzt.

Begleitend wurde das in KIVA-3V standardm&Rig implementierte Warmediber-
gangsmodell verwendet und den neuen Ansatzen gegenubergestellt. Das entwi-
ckelte wandadaptierte Gitter in Verbindung mit dem Standard-Ansatz und insbe-
sondere das neue 3d-Warmeubergangsmodell bilden die Wandwarmestromdich-
ten mit guter Genauigkeit ab.

Schlagwérter: Wandwarmetbergang - 3d-CFD-Simulaton - Dieselmotor




Abstract IX

Abstract

Wall heat transfer plays an important role in the development of optimum design
configurations for all types of internal combustion engines. It interacts strongly
with most of the fundamental in-cylinder processes and affects directly the power
output, the thermal efficiency and the emission formation process of the engine.

A new three dimensional model for in-cylinder heat losses has been developed
within this work. Besides convective heat transfer, soot radiation, due to hot
particles formed during combustion process and the insulating effect of soot
layers, due to deposits of soot on cold chamber walls, are taken into considera-
tion.

For calculations of the convective wall heat transfer in 3d-CFD-codes so-called
wall functions are commonly used. These wall functions are only valid within a
certain distance from the wall. A new model of that dynamically adapts the wall
boundary layer cells has been developed to ensure that wall cell sizes are always
in accordance with the physical requirements.

The new models were implemented into the three dimensional CFD-Code KIVA-
3V and validated successfully with experimentally determined data of wall heat
fluxes in DI truck engine.

In addition, the standard KIVA-3V model was used for comparison it with the new
models. Both, the wall adaptive mesh movement in combination with wall func-
tions and in particular the new 3d — heat transfer model are in good agreement
with the measurements.

Keywords: wall heat transfer — 3d-CFD-simulation — diesel engine
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1 Einleitung

Im Zuge der Weiterentwicklung moderner Verbrennungsmotoren und Brennver-
fahren treten neben der Leistungssteigerung zunehmend o6kologische Gesichts-
punkte immer starker in den Vordergrund. Dies ist nicht zuletzt auch auf die
kontinuierlich verscharften gesetzlichen Abgasgrenzwerte und die ansteigenden
Kraftstoffpreise zuriickzufiihren. Aufgrund der zunehmenden Anforderungen und
Komplexitat moderner direkteinspritzender Dieselmotoren einerseits und aufgrund
von verkiirzten Motoren-Entwicklungszeiten andererseits kommt der 3d-CFD*
Simulation wachsende Bedeutung zu. Eine der schwierigsten aber auch interes-
santesten Aufgabenstellungen in diesem Umfeld ist die Simulation des dieselmo-
torischen Verbrennungsprozesses.

Zur prézisen Beschreibung der Vorgédnge im Brennraum gehoért eine sorgféltige
Analyse der einzelnen Verluste, mit dem Ziel, diese zu minimieren. Eine wesentli-
che Verlustquelle ist der Warmeulbergang zwischen dem Arbeitsgas und den
Brennraumwanden. Durch diesen verringert sich zum einen der Wirkungsgrad
des motorischen Arbeitsprozesses, zum anderen werden Bauteilkomponenten,
wie Kolben, Zylinderkopf und die Ventile thermisch hoch belastet. Durch die
Kopplung der Warmeverluste mit dem Temperaturfeld im Brennraum ist die
Beschreibung des Wandwéarmetbergangs, aber auch fur die Schadstoffbildung,
von wesentlicher Bedeutung.

Der Verbrennungsmotor kann in allgemeiner Formulierung als Energieumwand-
lungssystem mit offenem Kreislauf und intermittierendem Gasdurchsatz bezeich-
net werden. Die instationare Arbeitweise des Verbrennungsmotors fiihrt wahrend
bestimmter Bereiche des Prozessablaufes zu erheblichen Temperaturenunter-
schieden zwischen dem Arbeitsmedium und den begrenzenden Brennraumwan-
den, wodurch betréachtliche Warmestrome der chemisch umgesetzten Energie an
ein aulleres Kihlsystem abgefiihrt werden muissen, um die zulassigen Bauteil-
temperaturen nicht zu Gberschreiten. Diese Warmeverluste sind besonders hoch,
wenn das Arbeitsgas im Brennraum hohe Driicke und Temperaturen aufweist. Sie
verschlechtern gerade dann den Wirkungsgrad des Prozesses, wenn die Arbeits-
fahigkeit des Gases am Groften ist.

! CFD= Computational Fluid Dynamics
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Mit Hilfe der dreidimensionalen Verbrennungssimulation ist es méglich, in Verbin-
dung mit experimentellen Untersuchungen die komplexen chemischen und
physikalischen Teilprozesse wéahrend eines Arbeitsspiels in einem Verbren-
nungsmotor besser verstehen zu kénnen. Zur Beschreibung stehen fir turbulente
Stromungen die Reynoldsgemittelten Navier-Stokes-Gleichungen, die in einem
bewegten Gitter mit Sprayeintrag und Verbrennung gelost werden muissen, zur
Verfligung. Voraussetzung hierfur sind geeignete Modelle zur Beschreibung der
physikalischen Prozesse, die ein vertretbares Mal} an Rechenzeit, Speicherplatz-
bedarf und Genauigkeit aufweisen. Die Genauigkeit der einzelnen Modelle in der
CFD-Simulation beeinflusst die Genauigkeit der in der Simulationskette folgenden
Modelle. Der gasseitige Wandwarmeubergang stellt hierbei aufgrund des instati-
onaren Charakters der Zustande im Brennraum, der Beeinflussung durch Ruf3an-
lagerungen und durch die auftretende Warmestrahlung eine besondere Heraus-
forderung dar.

In der vorliegenden Arbeit wird daher ein Warmetbergangsmodell fir die 3d-
CFD-Simulation entwickelt, das sowohl den konvektiven Warmeulbergang als
auch die durch die im Dieselmotor auftretende Rul3bildung begrindete Partikel-
strahlung berlcksichtigt. Des Weiteren wurde ein Modell zur Beschreibung der
RulRanlagerung an die kalten Brennraumwande verwendet, welches abhangig
von der Gastemperatur und dem Temperaturgradienten in Wandndhe die sich
einstellende Ruf3schicht beschreibt.

Neben den neuen Ansatzen zum Warmeubergang wurde das bestehende War-
meubergangsmodell in KIVA-3V [HAR97] zur vergleichenden Berechnung der
Warmeverluste verwendet. Diese Untersuchungen zeigten, dass bei Verwendung
eines starren Gitters eine Verletzung der sogenannten y*-Bedingung in mehreren
Randzellen wéhrend eines Arbeitsspiels vorliegt. Daher wurde eine dynamische,
adaptive Netzoptimierung appliziert, die die NetzgrofRe in Wandnéhe variiert und
dadurch die Wandzellen zu jedem Zeitpunkt in ihrer GroRe auf die geforderte
Bedingung anpasst.

Die Modelle sind in den dreidimensionalen Mehrphasen-CFD-Code KIVA-3V, der
speziell auf die Simulation von direkteinspritzenden Motoren zugeschnitten ist,
implementiert worden. Die Allgemeingultigkeit der entwickelten Modelle werden
anhand von Warmestrommessungen an einem Nfz-Dieselmotor nachgewiesen.
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2 Stand der Forschung

In diesem Kapitel werden zuné&chst die Grundlagen beziiglich des Warmeidber-
gangs in Dieselmotoren vorgestellt. Es werden sowohl die grundlegenden physi-
kalischen Gesetzmaligkeiten, die dem gasseitigen Wandwéarmetbergang zu
Grunde liegen erlautert, als auch die experimentelle Bestimmung der Wandwaér-
mestrome und die aus der Literatur bekannten Simulationsmodelle erklart. Die
Literaturrecherche ist bewusst reduziert auf die Beschreibung der Modellierung
des Warmeubergangs und den Warmeubergang beeinflussenden Phanomenen,
wie sie in der 3d-CFD-Simulation Stand der Technik sind.

Eine ausfuhrliche Darstellung der in der Vergangenheit zum Einsatz gekomme-
nen nulldimensionalen Modelle findet sich in [WOS70], [PFM77], [HOH79],
[BAR9O0], [HEYO02].

2.1 Grundlagen

Die Bestimmung der Warmeverluste in einem Verbrennungsmotor zwischen dem
Arbeitsmedium und den begrenzenden Wanden ist fur die Auslegung und Kon-
struktion in der Motorenentwicklung von entscheidender Bedeutung. Zur genauen
Untersuchung der Warmeubergangsprobleme ist eine Unterteilung des Gesamt-
systems Brennraum in Teilsysteme notwendig, da im Ansaugkanal, im Brenn-
raum oder im Abgassystem grundlegend andere Verhdltnisse beziglich des
Warmeibergangs vorliegen. Eine Erwadrmung der angesaugten Luft im Ansaug-
kanal durch die heiBeren Wande des Zylinderkopfes fuhrt zu Fullungsverlusten
und damit zu einem schlechteren Liefergrad. Hohe Warmeverluststrome des
heiBen Abgases an die Wande reduzieren das nutzbare Energieniveau an der
Turbine des Abgasturboladers. Die innermotorischen Warmeverluste, die Thema
der vorliegenden Arbeit sind, sind in besonderem Mafl3e durch die instationdren
Vorgéange des Viertaktverfahrens des Verbrennungsmotors gepragt. Aufgrund der
hohen auftretenden Temperaturdifferenzen zwischen dem Arbeitsgas, dass
wahrend der Verbrennung lokale Temperaturen von 2500 K und héher erreichen
kann, und den brennraumbegrenzenden Wanden, die durch geeignete Kihime-
chanismen maximale Bauteiltemperaturen von 500K — 600K, abhéngig vom
Material, nicht Uberschreiten, treten lokal sehr hohe Warmestromdichten auf.
Damit bestimmt der Wandwarmeulbergang die thermische Belastung der den
Brennraum umgebenden Bauteile und den Einsatz bestimmter Werkstoffe.
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2.1.1 Gasseitiger Warmelubergang im Verbrennungsmotor

Stellt man das instationére, offene thermodynamische Teilsystem ,Brennraum®
vereinfacht wie in Bild 1 dar, lassen sich zwar globale energetische Aussagen,
jedoch keine differenzierten Angaben Uber lokale Gréf3en treffen. Zur Berechnung
dieser sogenannten nulldimensionalen Modelle stehen grundsatzlich die Erhal-
tungssatze fur Masse und Energie sowie die thermische Zustandsgleichung des
Arbeitsgases zur Verfiigung. Die Impulserhaltung hingegen und damit das Str6-
mungsfeld wird nicht berlcksichtigt. Fur das in Bild 1 dargestellte Einzonenmo-
dell, welches als ideal durchmischt angesehen wird, ergeben sich folgende
Gleichungen fur die Massenbilanz und fir die Energiegleichung (Bild 1). Fur
Dieselmotoren setzt sich die Anderung der Arbeitsgasmasse m im Brennraum
aus der einstromenden Masse mg, der ausstromenden Masse ma, der Leckage-
masse (Blowby) mgg und der zugefuhrten Brennstoffmasse mgs zusammen. Nach
dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik setzt sich die Anderung der inneren
Energie dU aus der geleisteten Volumenanderungsarbeit pdV, der Enthalpiestro-
me der ein- und austretenden Massen, der freigesetzten Brennstoffwarme dQsgs
und dem Wandwarmestrom dQ,, zusammen.

Massenerhaltung:
dm _dm. dm, dmg, dmgg

— +
dt dt dt dt dt

Energieerhaltung:

du dv dm
= p—+h —E
dt P dt

—h dmA_h deB +dQBS _ de
dt A dt % dt dt dt

Bild 1: Thermodynamische Betrachtung des Brennraums

Der Einfluss des gasseitigen Wandwarmetibergangs auf die Anderung der inne-
ren Energie im Brennraum dU/dt ist demnach entscheidend, um die Effizienz der
Energieumsetzung und damit den Wirkungsgrad und den Verbrennungsprozess
charakterisieren zu kénnen. Des Weiteren ist eine genaue Kenntnis des Warme-
Ubergangs fir eine gezielte Weiterentwicklung und Vorausberechnung von
Verbrennungsmotoren essentiell.

Eine genaue ortliche und zeitliche Verteilung des Warmestromes im Brennraum
ist notwendig, um detaillierte Aussagen uUber das Temperaturfeld zu machen.
Dabei ist aufgrund des starken Einflusses der Temperatur auf die Reaktionskine-
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tik der Wandwarmeubergang fur die Schadstoffbildung in Verbrennungsmotoren
von wesentlicher Bedeutung. Die Einflisse des innermotorischen Warmeduber-
gangs sind in Bild 2 plakativ dargestellt. Auf eine detaillierte Diskussion soll hier
verzichtet werden. Um diese Einflisse, die zusatzlich miteinander interagieren, in
der Simulation des Arbeitsprozesses wiedergeben zu kénnen, sind moglichst
detaillierte und auf den physikalischen GesetzméaRigkeiten beruhende Modellan-
satze zur Beschreibung des Wandwarmetbergangs erforderlich. In Kap. 2.2
werden solche multidimensionalen Modelle, die auch als Computational Fluid
Dynamics (CFD) bezeichnet werden, vorgestellt.

Brennstoffenergie

mech.
Energie

Wérme-
energie

Verbrennung

Aufwand flr

Wandwarmetbergang

Kuhlung  Freje Konvektion
und Strahlung
(1)N,#O =NO +N
Wirkungsgrad (2)N+0,=NO+0 il
I (3)N+OH=NO +H i ¥ min
d[NO]/dt =0 ‘ Therm. Bauteilbelastung
Schadstoffbildung

Bild 2: Einflisse des gasseitigen Wandwarmeibergangs

Grundsatzlich sind drei Mechanismen zu unterscheiden, die den Warmeibergang
vom Arbeitsgas zur Brennraumwand in Dieselmotoren charakterisieren (s. Bild 3).

1. Konvektiver Wandwarmeiubergang: Der maligebliche Warmetbergangs-
mechanismus ist aufgrund der hohen Gasgeschwindigkeiten und der hohen
Turbulenz die erzwungene Konvektion. Die Strdomung verursacht an den begren-
zenden Brennraumwéanden die Ausbildung einer Temperaturgrenzschicht. Inner-
halb dieser dinnen Schicht existiert ein Temperaturgradient als Konsequenz
einer Differenz zwischen der Gastemperatur und der Wandtemperatur. Das
~Abkihlungsgesetz nach Newton* beschreibt den konvektiven Wandwarmestrom
aufgrund dieser treibenden Temperaturdifferenz durch folgende Gleichung:

Ukonv = %oy (TG _TW ) . (1)

Die Variable ooy ist der sogenannte Warmetbergangskoeffizient. Dieser be-
schreibt die Abhangigkeit des Warmetbergangs von dem vorhandenen Stro-
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mungsfeld innerhalb der Grenzschicht durch beeinflussende Effekte des Sprays
und der Verbrennung sowie der thermodynamischen und thermophysikalischen
Eigenschaften des Gases.

thermische Grenzschicht

I
e KONVEKTION: /\l’ @
I
qkonv = Oy ~ (TG . Tw) Arbe|tsgas
Wand bzw. < : _
RufRschicht q. RuBeartlkeI

vl dv

. 0y

qstr = 8el‘f 0 (T; = TV?I)
D) T
« WARMELEITUNG Wand

Kiihl-
T T
aa_t =a- g—yz wasser Arbeitsgas

@ Rufschicht

Bild 3: Warmetlbergangsmechanismen im Dieselmotor

e STRAHLUNG:

2. Warmestrahlung: Die auftretende Strahlung im Dieselmotor ist direkt abhan-
gig von der Rul3partikelkonzentration, da die Partikel- und damit Festkorperstrah-
lung um ein Vielfaches grol3er ist als die auftretende Gasstrahlung der Verbren-
nungsprodukte [HEYO02]. Der Anteil des Warmetransportes im Brennraum eines
Dieselmotors, der durch Strahlung erfolgt, betragt je nach Motortyp und Betriebs-
punkt Gber den Zyklus integriert bis zu 50 Prozent des gesamten Warmeaustau-
sches [BOU91]. Der Nettostrahlungswarmestrom zwischen den Ruf3teilchen und
den begrenzenden Wéanden des Brennraums kann mittels folgender Gleichung,
ausgehend von der Strahlung eines schwarzen Korpers, bestimmt werden:

qstr = geff 0 (TRfl _TVC ) ’ (2)

mit dem effektiven Emissionskoeffizienten &g, der die Abweichung des Emissi-
onsvermogens der Wande und der Ruf3teilchen zu dem eines schwarzen Korpers
beschreibt und der sogenannten Stefan-Bolzmann Konstante o. Aus der Glei-
chung (2) wird deutlich, dass eine geeignete Strahlungstemperatur Tg gewahlt
werden muss, da im Gegensatz zur Konvektion der Energielbergang bei der
Strahlung nicht von der 1. Potenz der Temperaturdifferenz zwischen zwei Orten
im Brennraum abhangt, sondern von der 4. Potenz. Aufgrund dieses grundlegen-
den Unterschieds zwischen den Energieaustauschmechanismen durch Strahlung
und Konvektion wird deutlich, dass der Einfluss der Strahlung bei hoherer Tempe-
ratur eine grol3ere Bedeutung erlangt.
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3. Warmeleitung: Die sich bei der dieselmotorischen Verbrennung bildenden
Rul3partikel kdnnen sich zum Teil an der relativ kalten Brennraumwand ablagern
und dort eine Ruf3schicht bilden. Aufgrund der porésen Struktur besitzt diese
Schicht eine isolierende Wirkung, so dass die Ruf3oberflachentemperatur deutlich
hoher als die urspriingliche Wandtemperatur sein kann. Hierdurch werden die
Effekte der Konvektion sowie der Temperaturstrahlung in einem nicht zu vernach-
l&assigenden MalRe beeinflusst. Die Beriicksichtigung dieses Prozesses erfordert
die Berechnung der instationaren Warmeleitung in der Ruf3schicht. In Bild 3 ist
die instationare Differentialgleichung fur das Temperaturfeld innerhalb der Rul3-
bzw. Wandschicht dargestellt. Der lokale Wandwarmestrom an der Wandoberfla-
che aufgrund von Warmeleitung ist durch den Fourierschen Warmeleitungsansatz
festgelegt,
aT

Oy =— S )
W A\N ay -

3)

wobei 4 die Warmeleitfahigkeit und y den Wandnormalenabstand beschreibt.

Zur Modellierung dieser Mechanismen werden in Kap. 2.2 eine Auswahl an
unterschiedlichen Ansatzen aus der Literatur vorgestellt und bewertet.

2.1.2 RuRwandanlagerung

Im motorischen Verbrennungsprozess werden je nach Verfahren bestimmte
Ruckstdnde an den Zylinderwdnden gebildet. Beim Dieselmotor bestehen diese
Partikel hauptsachlich aus Rul3, der bei 6rtlichem Luftmangel und Temperaturen
im Bereich von 1500 K bis 2000 K im Brennraum entsteht. Die genaue Entste-
hung von Rufd ist ein physikalisch und chemisch sehr komplexer Prozess, der
wegen seiner reaktionskinetischen Vorgange noch nicht bis ins Detail verstanden
ist [MES99]. Die Anlagerungen von Ruf3partikeln an den brennraumbegrenzen-
den Wéanden von Dieselmotoren kdnnen verschiedene Transportmechanismen
wie Thermophorese, Elektrophorese, Diffusion oder Ablagerung durch Gravitaion
als Ursache haben. Nach Untersuchungen von Kittelson et al. [KAH90] und Suhre
und Foster [SUF92] beruht die beobachtete Anlagerung aber hauptsachlich auf
dem thermophoretischen Effekt. Die von ihnen bestimmte Anlagerungsgeschwin-
digkeit aufgrund dieses Phanomens ist deutlich hoher als die der anderen Me-
chanismen.

Aufgrund der vorhandenen Turbulenz im Brennraum erreichen die Rul3partikel
sowie Vorlaufer der Ruf3bildung die thermische Grenzschicht. Durch Thermopho-
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rese lagern sich diese Partikel zum Teil auf den Oberflachen von Kolben, Zylin-
derkopf und den Bereichen der Zylinderlaufbuchse ab, die nicht von den Kolben-
ringen Uberstrichen werden. Bei der Thermophorese handelt es sich um einen
Transportmechnismus, der Partikel in der thermischen Grenzschicht langs des
Temperaturgradienten in Richtung niedriger Temperaturen wandern lasst
[KAH90], [WHGT79]. Treibende Kraft ist der asymmetrische Impulsaustausch
zwischen den Partikeln und den sie umgebenden Gasmolektlen. Die wegen der
hoheren Temperatur energiereicheren Molekile auf der ,heil3en* Seite des Parti-
kels geben im Durchschnitt einen héheren Impuls an das Teilchen ab, als die
Gasmolekule auf der ,kalten® Seite. Dies fuhrt zu einer héheren Kollisionsfre-
quenz zwischen den Gasmolekilen und den Partikeln auf der heiRen Tempera-
turseite [LEH93]. So entsteht eine resultierende Kraft in Richtung des Tempera-
turgradienten. Dieser Vorgang ist in Bild 4 dargestellt.

Thermophoretische Kraft

Gasmolekile

Bild 4: Impulsaustausch zwischen Gasmolekilen und Partikeln; Thermophorese

Die Struktur dieser partikelorientierten Ablagerungen zeichnet sich durch einen
trockenen, pordsen und locker zusammenhé&ngenden Aufbau aus [WBM97].
Dadurch wirkt die Schicht isolierend, so dass die Ruf3oberflachentemperatur
deutlich hoher als die Wandtemperatur sein kann [LEH93]. Hierdurch werden die
Effekte der konvektiven Wandwarmeubertragung sowie der Temperaturstrahlung
in einem nicht zu vernachlassigenden Mal3e beeinflusst.

Erste Untersuchungen zum Thema thermophoretische RufRRwandanlagerung in
Dieselmotoren gehen auf Kittelson et al. [KRAH90] zurtick. Diese zeigten, dass der
Rul3 sich wahrend des Verbrennungsprozesses an den Brennraumwanden
ablagert und aufgrund von fehlendem Sauerstoff nicht oxidiert. Mit dem Offnen
des Auslassventils beginnt das Ausschieben des Abgases mit hohen Geschwin-
digkeiten. Die dadurch hervorgerufenen hohen Scherkréafte bewirken ein Abtragen
des angelagerten Rul3es. Dieser wird mit dem Abgasstrom abtransportiert. Um
die abgelagerte Rulmasse zu messen, applizierten Kittelson et al. [KAH90] ein
zu Beginn der Messung rul3freies Metallplattchen an einer bestimmten Stelle am
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Zylinderkopf. Dieses konnte nach gefeuertem Motorbetrieb wieder entfernt, und
die abgelagerte Masse bestimmt werden. Die Ergebnisse zeigten, dass die
Menge an Rul3 zunéchst zeitlich linear zunahm, nach einer bestimmten Zeit
jedoch einen asymptotischen Wert erreicht, so dass eine konstante Ruf3schichtdi-
cke vorhanden ist.

Aufbauend auf den Untersuchungen von Kittelson et al. [KAH90] veranderten
Suhre und Foster [SUF92] den Versuchsaufbau derart, dass sie statt des Metall-
plattchens ein Auslassventil durch eine optische Strahlungssonde ersetzten, um
damit die Abschwachung des Strahlungssignals mit zunehmender Berul3ung der
Sondenoberflaiche zu messen und die RuRablagerungsrate zu bestimmen. In
Ubereinstimmung mit den Ergebnissen von Kittelson et al. [KAH90] zeigten die
Messungen eine lineare Zunahme der RuRwandablagerung bis ein stationarer
Punkt erreicht wird, ab dem die Ruf3schicht konstant bleibt.

Abraham [ABR96] entwickelte ein 3d-Modell zur Beschreibung der Rul3ablage-
rung in einem Dieselmotor auf Basis eines stochastischen diskreten Partikel-
Ansatzes. Die Untersuchung zeigt, dass in der Kernstromung der Effekt der
Thermophorese zu vernachlassigen ist, hier bestimmt die Widerstandskraft der
Stromung die Bewegung der Partikel. Gelangen Partikel in Wandnéhe, Uberwiegt
der Einfluss der Thermophorese. Aus den Berechungen wird deutlich, dass bei
Berucksichtigung der Thermophorese eine grol3ere Menge an Rufd im Abgas zum
Offnungszeitpunkt des Auslassventils vorhanden ist als bei Vernachlassigung.
Abraham begriindet dies, ahnlich wie Kittelson et al. [KAH90], durch die schlechte
Oxidation in Wandnahe aufgrund des fehlenden Sauerstoffs.

Der Ruldwandablagerungen bei der Berechnung und der Modellierung des gas-
seitigen Wandwarmeulberganges wird erst seit einiger Zeit Beachtung geschenkt.
Vor allem zu nennen ist Eiglmeier [EIO0], der die Anlagerung von RufR3partikeln
aufgrund von Thermophorese nach Kittelson et al. [KAH90] in einem ph&anomeno-
logischen Modell beriicksichtigt. Es wird gezeigt, dass die Ruf3schichten eine
isolierende und somit auf den Warmestrom ,dampfende* Wirkung besitzen. Eine
weitere Arbeit ist die von Wiedenhotfer [WI01], der eine thermophoretische Anla-
gerung von Ruf3partikeln in den 3d-CFD-Code KIVA-3V implementiert hat.

In der vorliegenden Arbeit wurde ein Modell zur Russwandanlagerung, basierend
auf dem Effekt der Thermophorese, nach Kittelson et al. [KAH90] und Suhre und
Foster [SUF92] in den 3d-CFD-Code KIVA-3V implementiert, die Modellierung
wird in Kap. 4.3 vorgestellt.
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2.1.3 Experimentelle Bestimmung des Wandwarmestroms

Die Bestimmung und Berechnung des instationaren Wandwarmuibergangs zwi-
schen Arbeitsmedium und den den Brennraum begrenzenden Bauteilen in
Verbrennungsmotoren ist aufgrund der komplexen Vorgange schwierig und muss
daher durch geeignete Messmethoden zur Abschétzung der Wéarmeverluste und
Validierung der Warmeulubergangsmodelle bestimmt werden. An die dafir einge-
setzten Sensoren werden beziiglich einer geforderten geringen Ansprechzeit,
eines begrenzten Bauraumes und einer hohen thermischen und mechanischen
Belastung sehr hohe Anforderungen gestellt. Je nach Anwendung existieren
unterschiedliche Messverfahren und Bauformen von Sensoren. Zur Erfassung
von schnellveréanderlichen Temperaturverlaufen mit echtzeitéhnlicher Auflosung
wahrend des Hochdruckprozesses im Verbrennungsmotor werden meist Oberfla-
chenthermoelemente (OTE) eingesetzt.

Eine qualitative und quantitative Untersuchung mdglicher Messmethoden zur
instationaren Warmestrommessung ist von [WPS99] durchgefiihrt worden. Es
wird zwischen:

e Oberflachenthermoelementsensoren
e und Platin — Widerstandstemperatursensoren

unterschieden [WPS99], [WIP94]. Untersucht werden zwei verschiedene Ausfiih-
rungen von Oberflachenthermoelementen mit parallel oder koaxial angeordneten
Thermopaarungen. Dem gegeniber gestellt werden die von [WIP94] entwickelten
Platin—-Widerstandstemperatursensoren. Das Messprinzip dieser Sensoren
basiert auf den Platin-Messwiderstanden, die stirnseitig auf einen metallischen
Grundkorper aufgedampft werden. Mittels einer dynamischen Prifeinrichtung
konnen die Sensoren Uber ein Blendenrad mit einem definierten Wéarmestrom
beaufschlagt und Uber unterschiedliche Drehzahlen des Blendenrades das dy-
namische Verhalten untersucht werden [WIP94].

Ein abschlieRende Bewertung der Autoren beziglich der verschiedenen Sensor-
bauarten zeigt, dass fur den Einsatz im Brennraum eines Verbrennungsmotors
zur Messung des instationdren Wandwarmeubergangs im Hochdruckprozess
aufgrund der hohen Temperaturen die Verwendung von Platin — Widerstands-
temperatursensoren (Temperaturbestandigkeit von 400°C) nur bedingt moglich
ist. Hier besitzen die Oberflachenthermoelementsensoren mit einer Temperatur-
bestandigkeit von ca. 1700 °C weitaus bessere Vorraussetzungen. Des Weiteren
ist die ,kleine* Baugrol3e der OTE-Sensoren, insbesondere die parallel angeord-
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nete Bauart zur ortlichen Auflosung besser geeignet als Platin — Widerstandstem-
peratursensoren. Nachteile ergeben sich fir die OTE-Sensoren lediglich im
dynamischen Verhalten, welches sich mit abnehmendem Durchmesser des
Thermoelementes jedoch verbessert und bei einem Durchmesser von 1mm
akzeptable Ergebnisse erreicht. Die Absolutgenauigkeit korreliert sehr sensibel
mit der Wéarmeeindringzahl b = (ﬂpcp)l’z, die zur Bestimmung der Warmestrome
geeignet bestimmt werden muss. Ein weiterer Nachteil, der OTE als auch der
Platin — Widerstandstemperatursensoren besteht durch den Einfluss der Beru-
Bung der Oberflachen, die zu einer Verfalschung des Messsignals fuhrt. Es ist
also darauf zu achten, dass die Messung den Warmestrom an der Kontaktstelle
Ruf3schicht und Brennraumwand wiedergibt. Daher muss bei der Berechnung des
Wandwarmestromes die Rufl3ablagerung und damit die Beeinflussung des War-
mestromes berticksichtigt werden. Aus den vorangehenden Uberlegungen sind
Oberflachenthermoelemente fur die Messung instationdrer Wandwarmestrome
als am Besten geeignet festgelegt worden. Sie werden daher im Folgenden naher
erlautert.

Arbeitsschritt 1: Einbau

Mantelthermoelement

1 mm Ni NiCr
Hartlot bzw. Klebstoff
V %/Bauteil
0,1 um Abtrennen des Sensorkopfs
02um ! — Gold
Chrom — Arbeitsschritt 2: Tranken (Bindemittel)
Binder
. e %ﬁ%
; ; Schleifen der Oberflache
Oxid-Keramik Mantel aus l
(MgO+B|nder) INCONEL

Arbeitsschritt 3: Fertig zum Bedampfen
Cr-Au-Schicht

7 | U,

Bild 5: Prinzipieller Aufbau und Herstellung eines Oberflachenthermoelementes

Der prinzipielle Aufbau der OTE ist in Bild 5 dargestellt. Sie basieren auf soge-
nannten Mantelthermoelementen, bei denen die Thermodrahtenden, eingebettet
in Magnesium-Oxyd Pulver, umgebogen und miteinander verschweil3t und an-
schlieRend gasdicht mit dem Ubrigen Metallmantel verschweil3t werden. Storein-
flisse minimierend sind sie insbesondere fir Messungen im Inneren eines Bau-
teils entwickelt worden [RMPO3]. Zur Messung der Oberflachentemperatur im
Brennraum werden die Mantelthermoelemente derart bearbeitet (Bild 5, rechts),
dass die Oberflachen der Thermoelemente mit der Brennraumwand bulndig
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abschlieRen, wodurch eine fehlerfreie und reproduzierbare Messung erreicht
werden kann. Bild 5 zeigt die drei Arbeitsschritte, in denen ein handelsubliches
Mantelthermoelement in paralleler Anordnung zum Dunnschicht- Oberflachen-
thermoelement bearbeitet wird. Zunachst wird das Mantelthermoelement in das
Bauteil appliziert und mit diesem verklebt oder verlotet. AnschlieRend wird die
Mantelkuppe abgetrennt und auf den nun freiliegenden Querschnitt des Mantel-
thermoelementes Binder aufgetragen, um das Magnesium-Oxyd Pulver zu verfes-
tigen. Durch eine Feinbearbeitung der Oberflache wird ein Fluchten des Thermo-
elementes mit der Bauteiloberflache hergestellt. Die nun freiliegenden Thermo-
elementdrahte werden elektrisch mit einer aufgedampften Chromschicht verbun-
den und mit einer Korrosionsschutzschicht aus Gold versiegelt. Die auf diese
Oberflache auftretenden Temperaturschwingungen kénnen diese sehr dinne
Schicht aus Chrom und Gold sehr schnell durchdringen und dabei den bekannten
thermoelektrischen Effekt (Seebeck-Effekt) auslosen [BPKO1].

Von Eigimeier [EIGO0] wurden eine Vielzahl dieser vorgestellten OTE an einem
Einzylinder-Forschungsmotor appliziert und Messungen durchgefihrt. Die Ergeb-
nisse werden in Kap. 6.1 zur Validierung der Warmetbergangsmodelle mit der
Simulation verglichen und diskutiert.

Weitere Messmethoden zur Bestimmung der Wandwéarmeverluste, wie die Druck-
verlaufsanalyse und die Warmestromsonde, die als wesentliche Nachteile nur
zeitlich oder raumlich gemittelte Werte darstellen kbénnen, werden in folgender
Literatur detailliert vorgestellt [PFM77], [WPS99].

2.2 Simulationsmodelle

Fur die numerische Simulation wird ein mathematisches System bendtigt, um die
im Dieselmotor auftretenden unterschiedlichen physikalischen und chemischen
Prozesse zu beschreiben. Die eingesetzten Methoden lassen sich in zwei Modell-
Kategorien unterteilen. Das sind zum einen die Phdnomenologischen Modelle,
die die Null- und eindimensionalen Modelle beinhalten. Mit diesen kann der
thermodynamische und chemische Zustand des Arbeitsmediums beschrieben
werden. Zum anderen sind das die Multidimensionalen Modelle, die die physikali-
schen Phanomene zeitlich und in alle drei Raumrichtungen aufgeltst beschrei-
ben. Man spricht daher auch von der 3d-CFD-Simulation. Aufgrund dessen sind
sie sehr viel komplexer und rechenzeitintensiver als die Ph&dnomenologischen
Modelle, geben dafiir aber auch einen realistischeren und fundierteren Einblick in
die innermotorischen Prozesse.
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Gegenstand dieser Arbeit ist daher die Untersuchung des Warmeulbergangs mit
Hilfe der 3d-CFD-Simulation. Das Ziel der dreidimensionalen Modellierung ist es,
teure und zeitaufwendige Experimente zu erganzen und mdoglicherweise auch zu
ersetzen.

2.2.1 Grundlagen der turbulenten Strémung

Eine experimentelle Ermittlung lokaler Grél3en, wie Geschwindigkeit, Druck und
Temperatur im Brennraum ist in den meisten Fallen aufgrund der unzureichenden
Sensitivitat der verfigbaren Messsysteme nicht durchzufihren. Die Simulations-
rechnungen liefern mit Hilfe der numerischen Stromungsmechanik fir jeden Ort
im Stromungsfeld die gesuchten GroRRen. Die Komplexitat der in der Realitat
vorkommenden Ereignisse erlaubt keine analytische Losung. Moderne Verfahren
zur Stromungsberechnung bauen daher auf einer numerischen Ldsung der
Navier-Stokes-Gleichungen auf, die sich aus der Formulierung der Massen- und
Impulserhaltung zusammensetzen. Aufgrund der Kolbenbewegung und chemi-
scher Reaktionen bei motorischen Verbrennungsprozessen treten zeitliche und
lokale Temperaturgradienten auf, die zu Dichteunterschieden fiihren. Daher
mussen Energie- und Speziesmassenerhaltung zuséatzlich in dem Gleichungssys-
tem mit aufgenommen werden. Die Erhaltungsgleichungen fir Masse, Energie
und Impuls lassen sich mit den Bilanzgleichungen fur die Speziesmassen in einer
sogenannten allgemeinen Transportgleichung zusammenfassend darstellen.

p) _ .

%9 4 V(ppi) =V[pVol+ YO

ot T i (4)
zeit. Anderung Konvektion  Diffusion Qu‘ﬁr—iellterme

Die linke Seite der Gleichung (4) beschreibt die zeitliche Anderung der Fluidei-
genschaft und den konvektiven Transport. Der erste Term auf der rechten Seite
berticksichtigt mikroskopische Transportprozesse aufgrund von Konzentrations-
gradienten V@, wobei ¢ einer allgemeinen TransportgréRe entspricht. Je nach
physikalischer GroRRe ist dabei zwischen Diffusion (Masse), Viskositat (Impuls)
und Warmeleitung (Energie) zu unterscheiden. Der zweite Term fasst alle Quell-
und Senkentermen zusammen [STE94].

Fur die technisch relevanten turbulenten Strémungen werden im Allgemeinen
gemittelte Formen dieser Gleichungen in Verbindung mit einem Turbulenzmodell
betrachtet.



14 2 Stand der Forschung

Hierzu werden die Momentanwerte der Zustandsgrof3en der einzelnen Transport-
gleichungen entsprechend der sogenannten Reynoldsschen Zerlegung in Mittel-
wert und Fluktuation vorgenommen [REY95]:

o) = (1) +9(t). (5)
Der Momentanwert ¢(t) bestimmt sich aus seinem zeitlichen Mittelwert ¢(t)

t+ty

— 1
¢(‘)=g j #(t)dt (6)

und dem Schwankungswert ¢’(t). Per Definition ist der zeitliche Mittelwert der
Schwankungen gleich Null (¢'(t) =0).

Wie bereits erwahnt, treten bei Verbrennungsprozessen grof3e Dichteschwan-
kungen auf, die durch die sogenannten Favre-Mittelung [FAV69] bertcksichtigt
werden kénnen. Hierbei werden bei der Mittelung der fluktuierenden GroRRe die
Dichteschwankungen mit einbezogen. Eine Favre-gemittelte fluktuierende Grol3e
¢ berechnet sich wie folgt:

5= (7)
p

Auch hier ergibt sich wieder die Aufteilung in Mittelwert und Schwankungswert:

o(t) = o) +¢'(t) (8)
Fir turbulente Strémungen ergibt sich durch Einsetzen der Gleichung (8) in die
allgemeine Transportgleichung (4) die allgemeine Favre-gemittelte Transportglei-
chung fur die Fluideigenschatft ¢:
ps V(pdi) = V[pve] + V(p#i) + 3Q ©)
N i

ot
— . | ——
zeit. Anderung  Konvektion laminarer Transport  rpulenter Transport Quellterme

Bei der Herleitung der Bilanzgleichungen fir die Mittelwerte aus den Bilanzglei-
chungen fiur die Momentanwerte tritt somit auf der rechten Seite ein zusatzlicher
Term flr den turbulenten Transport auf. In der gemittelten Impulsgleichung tritt fur
den turbulenten Impulstransport der sogenannte Reynoldssche-Spannungstensor
und in der Energiegleichung der Reynoldssche-Warmestromvektor auf. Fir diese
beiden unbekannten Terme werden zusatzliche Transportgleichungen bendtigt, in
denen erneut unbekannte Korrelationen dritter Ordnung auftreten. Damit existie-
ren immer mehr Unbekannte als Gleichungen zur Verfigung stehen [MER87].
Man spricht daher von einem SchlieBungsproblem der gemittelten Bilanzglei-
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chungen, die nur durch geeignete Ansatze mit Hilfe der Turbulenzmodellierung
geldst werden kénnen. Die Modellierung erfolgt in Analogie zum laminaren Fall,
proportional zum Gradienten des Mittelwerts der betrachteten GréR3e:

pug = -V (10)

Dabei wird 4 als turbulenter Austauschkoeffizient bezeichnet und kann mit Hilfe
eines Turbulenzmodells bestimmt werden. Ublicherweise kommen heutzutage
sogenannte Zweigleichungs-Turbulenzmodelle zum Einsatz, bei denen zusatzlich
zu den Erhaltungsgleichungen fir Masse und Impuls noch zwei skalare Trans-
portgleichungen zur Beschreibung der Turbulenz gelést werden. Betrachtet man
eine wandgebundene Stromung, wie im Brennraum eines Verbrennungsmotors,
muss unterschieden werden zwischen HRN-Turbulenzmodellen® mit sogenannten
Wandfunktionen, die den viskosen wandnahen Bereich der Grenzschicht stark
vereinfachen, und den LRN-Turbulenzmodellen®, bei denen die wandnahe
Schicht vollstandig diskretisiert wird. Durch die Anwendung der Wandfunktionen
bei HRN-Turbulenzmodellen wird der Grenzschicht ein bekannter Geschwindig-
keits- bzw. Temperaturverlauf vorgegeben und so eine sehr feine Diskretisierung
des Bereichs in Wandnahe aufgrund hoher Gradienten, wie bei den LRN-
Turbulenzmodellen, vermieden. Dadurch wird der Bereich zwischen Wand und
dem wandnéchsten Gitterpunkt geschlossen. In dieser Arbeit werden ausschliel3-
lich HRN-Zweigleichungs-Turbulenzmodelle betrachtet.

Fiar die in KIVA-3V von [AOB89] implementierten Favre-gemittelten Erhaltungs-
gleichungen fir die turbulente Gasstromung ergeben sich in Vektorschreibweise
die folgenden Formulierungen.

Die Erhaltungsgleichung der Dichte, die Kontinuitdtsgleichung, lautet dement-
sprechend,

0 _= s
a—’:w(pu) = p°, (11)

wobei die Kraftstoffverdampfung durch p° bericksichtigt wird. Die Impulserhal-

tungsgleichung lautet wie folgt:

a’a'%+V(ﬁﬁﬁ):—Vp—§V(ﬁIZ)+V0'+FS. (12)

% engl.: HRN= High-Reynolds Number

% engl.: LRN= Low-Reynolds Number
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Die Energiegleichung hat die Form:

aaLtI+V(,Bﬁi~) =—Vpli-VJ +pé+Q° +Q°. (13)
Hierbei ist p der Druck und k bzw. & stehen fiir die turbulente kinetische Energie
und ihre Dissipationsrate, die durch das RNG-k-&Turbulenzmodell [HAR95]
bestimmt werden. Der Impulsaustausch zwischen flissiger und gasférmiger
Phase des Brennstoffs wird in der Impulserhaltungsgleichung durch F° ausge-
driickt. Die in der Energiegleichung auftretenden Quellterme Q° und Q° be-
schreiben die chemischen Umwandlungsprozesse, verbunden mit Stoff- und
Wwarmeumsetzungen bzw. die Tropfenverdampfung. Bei der Losung des Glei-
chungssystems wird ein ideales Gasgemisch vorausgesetzt. Zusatzlich werden
noch Beziehungen fir den Newtonschen Spannungstensor o und den Wéarme-
flussvektor J bendtigt.

Der Newtonsche Spannungstensor o hat die Form:
jord = 2 jard
o= ﬂ[vu +(VG) ] ~ AV, A (14)
wobei das Kronecker-Symbol ¢§; die Einheitsmatrix darstellt. Die dynamische
Viskositat ist die Summe aus dem laminaren und turbulenten Anteil,
U=+, (15)

in der der laminare Anteil, die molekulare Viskositat, durch die sogenannte Sut-
herland-Formel berechnet wird. Die turbulente Viskositat ergibt sich aus Turbu-
lenzgroRen:

AT K2
ﬂ':T+A2 H=C, (16)
Der Warmeflussvektor J setzt sich aus Warmeleitung und Enthalpie zusammen:
J=-AVT - pD, > h. VY, , (17)

wobei hy, die spezifische Enthalpie und Y_ der Massenbruch der Spezies m sind.

Die Warmeleitfahigkeit 4 und der effektive Diffusionskoeffizient D¢ kOnnen mit

* Das hochgestellte T steht fiir die transponierte Matrix, z.B.: wenn A=(a) ist AT:(aji)
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Hilfe der dynamischen Viskositat x4, der spezifischen Warmekapazitat c,, der
Prandtlzahl Pr und entsprechend der Schmitdzahl Sc wie folgt berechnet werden:

#e, u

A= Dy =———.
Pr pSC

(18)
Der dargestellte Gleichungssatz wurde im Rahmen dieser Arbeit mit der Aus-
nahme der Energiegleichung, in der ein zusatzlicher Quellterm fir die Berlcksich-
tigung der Ruf3strahlung erganzt wurde, nicht verandert.

Zur SchlieBung des Gleichungssystems werden Beziehungen fur die turbulente

kinetische Energie k und deren Dissipationsrate & benétigt. Hierfiir werden
Turbulenzmodelle eingesetzt.

Turbulenzmodelle

Die in dem verwendeten CFD-Code KIVA-3V [AMS97] zur Verfigung stehenden
Turbulenzmodelle sind sogenannte Zweigleichungs-Modelle, weil eine Differenti-
algleichung fur die turbulente kinetische Energie k und eine Differentialgleichung
fur die Dissipationsrate £ der kinetischen Energie geldst werden.

Zur Verfugung stehen zum einen das weit verbreitete k-& Turbulenzmodell, wel-
ches ursprunglich von Launder und Spalding [LAS74] entwickelt und von Amsden
et al. [AOB89] weiterentwickelt wurde. Zum anderen ein HRN-k-&-Modell, basie-
rend auf der Renormierungsgruppentheorie (RNG®), das zunachst von Yakhot
und Orszag [YAO86] entwickelt und spéater von Han und Reitz [HAR95] weiter-
entwickelt wurde.

Das k-& Modell ist das bekannteste Zweigleichungsmodell, dass in der CFD
Berechnung zur Anwendung kommt. Dieses bietet gegentber komplexeren
Modellen den Vorteil einer hohen numerischen Stabilitdt bei im Vergleich relativ
kleiner Rechenzeit. Die Nachteile von Modellen dieser Art ist die mangelhafte
Beschreibung verschiedener typischer Strémungskonfigurationen wie z. B. Str6-
mungen, bei denen starke Krimmungen der Stromlinien auftreten. Durch geeig-
nete Korrekturansatze konnen diese Nachteile kompensiert und damit die An-
wendbarkeit und die Vorhersagegute gesteigert werden.

® engl.: RNG= Renormalization Group
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Das RNG k-&Modell von [YAOS86] ist eine Weiterentwicklung des linearen k-&
Modells. Beim Vergleich mit dem k-& Modell fallt eine sehr groRe Ahnlichkeit
beider Turbulenzmodelle auf, die sich aus zwei verschiedenen Ansétzen ergeben.
Der Hauptunterschied liegt in einem zuséatzlichen Quellterm in der Dissipations-
gleichung ¢, der zuséatzlich die Scherrate berticksichtigt. Dadurch ergibt sich eine
hohere Empfindlichkeit auf Stromlinienkrimmungen der Brennraumstromung im
Vergleich zum k-& Modell. Des Weiteren mussen die Modellkonstanten nicht
experimentell bestimmt werden, sondern lassen sich aus der RNG-Theorie
ableiten. Han und Reitz [HAR95] modifizierten das Modell von [YAO86] zur
Beschreibung von kompressiblen, die Dichte andernden stromenden Fluide in
Verbrennungsmotoren und implementierten es in den CFD-Code KIVA-3V. Sie
untersuchten das Verhalten des neuen Turbulenzmodells in Simulationsrechnun-
gen in einem DI-Dieselmotor und verglichen es mit drei weiteren Modellvarianten,
u.a. mit dem Standard k-e£ Modell. Beztiglich der Spray- und der Verbrennungs-
modellierung zeigte das RNG-Modell deutliche Verbesserungen aufgrund der
hoheren Scherrate, verursacht durch die generierte Turbulenz vom Sprayeintrag.
Im Gegensatz dazu ergaben Simulationen der Kompression und der Expansion,
dass der zusatzliche Term in der &Gleichung keine signifikanten Verbesserungen
beziglich der Vorhersagegenauigkeit liefert. Zuséatzlich verglichen Han et al.
[HRC96] das Standard k- Modell und das RNG-Modell mit Laser-Doppler-
Velocimetry (LDV) Messungen in einem Dieselmotor unter geschleppten Bedin-
gungen. Sie untersuchten die Tangentialgeschwindigkeiten und die turbulente
Intensitat der Zylinderstromung. Das RNG-Modell lag in guter Ubereinstimmung
mit den Messwerten.

2.2.2 Simulation des konvektiven Wandwéarmeubergangs

Die Modellierung des Wandwéarmeubergangs mit der CFD-Rechnung soll in den
folgenden Kapiteln naher diskutiert und verschiedene Varianten miteinander
verglichen werden. Es wird aus Griinden der Ubersichtlichkeit in den folgenden
Kapiteln auf eine Darstellung der Reynolds-¢ und der Favre- gemittelten ¢

Grol3en verzichtet.

Es existiert eine Reihe von Vorschlagen zur Berechnung des Wandwarmeuber-
gangs in Verbrennungsmotoren. Grundsétzlich lassen sich diese in zwei Gruppen
unterteilen:

1. Modelle basierend auf Korrelationen



2 Stand der Forschung 19

2. Modelle basierend auf physikalisch fundierten Ansatzen.

Kennzeichnend fur die erste Gruppe sind nulldimensionale integrale Verfahren
zur Beschreibung des konvektiven Wandwarmeuibergangs, wie z.B. der Ansatz
nach Woschni [WOS70]. Sie liefern lediglich einen globalen Warmestrom und
sind daher nur bedingt geeignet, um differenzierte Aussagen beziiglich der loka-
len Warmestrome zu treffen. Fir eine genauere Beschreibung dieser Modelle
wird auf [PFM77], [BAR90], [MES99] verwiesen.

Mit den Modellen der zweiten Gruppe sind in Wandn&he dagegen analytische
Losungen durch Vereinfachungen der Transportgleichungen fur den Impuls und
der Energie mdglich. Bei der dreidimensionalen Modellierung des konvektiven
Warmedibergangs in einem Verbrennungsmotor ist die Beschreibung der Grenz-
schicht von entscheidender Bedeutung, um die instationaren und turbulenten
Effekte darzustellen. Hierzu kénnen N&herungsgleichungen der Navier-Stokes-
und Bilanzgleichungen zur Abschatzung der Grenzschicht verwendet werden.
Den Ansatz hierfur bildet die Prandtlsche Grenzschichttheorie. Diese Theorie gilt
fur groRe Reynoldszahlen und anliegende Strémungen, wobei das Strémungsfeld
in eine reibungslose AulRenstromung und eine wandnahe, dinne, reibungsbehaf-
tete turbulente Grenzschicht unterteilt werden. Innerhalb der Grenzschicht ist der
Druck normal zur Wand konstant, er wird somit durch die AuRenstromung aufge-
pragt. Entsprechend dieser Aufteilung kbnnen auch die gemittelten Erhaltungs-
gleichungen durch ein reduziertes Gleichungssystem ausgedriickt werden. Fir
die Grenzschichtstromung ergeben sich aus den Gleichungen (12) bis (13) die
sogenannten Grenzschichtgleichungen. In eindimensionaler Form und fir eine
sehr dinne turbulente Grenzschicht bei Vernachléassigung der Gravitation und der
viskosen Dissipation lauten diese Gleichungen dann:

Impulsgleichung

a_u+va_u :—a—p+i (v+v)a—u
Plac WVay )T Tox Ty | PV Ty

}+QS (19)

Energiegleichung

oT oT op dp 0 oT 'S Ac
C|—+V—|=u—+—+—| pc_(a+a)— |+Q° +Q°,
pp(at ayj ~ " dt ay{p o at)ay} Q°+Q (20)
wobei vorausgesetzt wird, dass die Geschwindigkeits- und Temperaturgradienten
parallel zur Wand (Koordinate x, Geschwindigkeit u) sehr viel kleiner als normal
zur Wand (Koordinate y, Geschwindigkeit v) sind [MER87]. Mit Hilfe der 3d-CFD-
Simulation ist damit eine raumlich und zeitlich aufgeloste Berechnung mdglich.
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Zusatzlich werden die thermodynamischen und thermophysikalischen Eigen-
schaften des Gases und Effekte des Sprays und der Verbrennung bertcksichtigt.

Mit zunehmender Wandnéhe nehmen die turbulenten Wirbel und die turbulenten
Schwankungen entsprechend einer sogenannten Energiekaskade ab, so dass
nach [SCH79] ein Wechsel des Transportmechanismus von einem turbulenten zu
einem viskosen Impulstransport erfolgt. Das Resultat sind sehr hohe Gradienten
fur die Stromungs- und Temperaturprofile in direkter Nahe zur Wand, so dass das
an die Wand angrenzende Gitter sehr fein aufgelost werden musste, um diese
Gradienten zu erfassen. Dadurch wirde die Anzahl der Gitterzellen im Brenn-
raum stark zunehmen und fir die Berechnung des gesamten Hochdruckprozes-
ses zu einer inakzeptablen Rechenzeit fuhren. Daher wird die Wandzelle bli-
cherweise in mehrere Schichten unterteilt und dann abschnittsweise eine Bezie-
hung, durch sogenannte Wandgesetze, fur die gesuchten Variablen hergeleitet.
Amano [AMAB84] teilt diesen inneren Grenzschichtbereich in eine viskose Unter-
schicht, einen Ubergangsbereich und eine vollturbulente Schicht auf. Hieran
erschlief3t sich die sogenannte &uf3ere Schicht, in der turbulente Strukturen und
turbulenter Impuls- und Warmetransport dominieren. Bei einer solchen Einteilung
der Grenzschicht ergibt sich fur das Temperaturprofil in Wandnahe der in Bild 6
dargestellte Verlauf. Aus der dimensionslosen Temperatur T* kann die Wand-
warmestromdichte gy berechnet werden (eine detaillierte Erlauterung wird in Kap.
5.1 durchgefuhrt).

40 —
. . aul3erer
[ innerer Bereich Bereich
S
T 30 viskose Ubergangs-| logarithmische
o Unterschicht bereich Schicht
g_ BN R
@ 20 p e
L
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normierter Wandabstand y*
Bild 6: Temperaturprofil in Wandnahe

1. Innere Schicht: Es wird die Annahme eines konstanten Warmestroms inner-
halb der Wandzelle getroffen: g = q. Die Einteilung in die drei Schichten wird
anhand des dimensionslosen Wandabstands y*=(u” y) / v, mit u” als Schub-
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spannungsgeschwindigkeit, y als normaler Wandabstand und v als kinemati-
sche Viskositat vorgenommen.

e Viskose Unterschicht: In der viskosen oder laminaren Unterschicht
(y'< 5) werden die turbulenten Schwankungsbewegungen stark ge-
dampft, so dass die turbulente Transportgréf3e, die sogenannte Wirbel-
diffusion a;, gegenuber dem molekularen Anteil vernachlassigt werden
kann. Es gilt der Warmeleitungsansatz nach Fourier und damit ergibt
sich ein lineares Temperaturprofil.

e Ubergangsschicht: In dieser Schicht (5 < y'< 30) sind die turbulenten
und die viskosen Anteile von gleicher Gré3enordnung.

e Logarithmische, bzw. vollturbulente Schicht: Das Temperaturprofil
wird innerhalb dieser Schicht (30 < y'< 200) durch einen logarithmi-
schen Ausdruck beschrieben. Die Wirbeldiffusion ist hier sehr viel gro-
Rer als der dadurch vernachlassigbare molekulare Anteil.

2. AuRere Schicht: Im AuRenbereich der Grenzschicht wird das Temperaturpro-
fil von den Gesetzmaligkeiten der AuRenstromung und des Temperaturfeldes
beherrscht. Turbulente Strukturen und turbulenter Impuls- und Warmetrans-
port dominieren. Durch sogenannte Nachlauffunktionen kann das logarithmi-
sche Wandgesetz auf den auf3eren Bereich der Grenzschicht erweitert werden
[MERS8T7].

Die Verwendung von Wandgesetzen ist im Bereich der Motorensimulation fur die
Berechnung des konvektiven Warmeilibergangs weit verbreitet. Ublicherweise
wird die Ubergangsschicht vernachlassigt, die logarithmische Schicht mit den
Wandfunktionen beschrieben und die &ufRere Region mit Hilfe eines HRN-
Turbulenzmodells behandelt.

A

y

Bild 7: Temperaturprofil in der Wandzelle
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Hierzu sollte innerhalb der inneren Schicht ein Kontrollvolumen, d.h. eine Wand-
zelle so platziert werden, dass der Berechnungspunkt im Bereich des dimensi-
onslosen Abstands von 30 < y'< 120 liegt [FEP02] (siehe Bild 7).

Das logarithmische Wandgesetz wird daher nur in der innersten Zellschicht an
einer reibungsbehafteten Wand angewendet. Aul3erhalb dieses Bereiches wer-
den die Turbulenz und die Stromung durch die vollstandigen Transportgleichun-
gen fur Impuls, Energie, turbulente kinetische Energie k und durch die Dissipati-
onsrate ¢ beschrieben. Deshalb ist die Zellgro3e an der Wandoberflache von
besonderer Bedeutung.

Wandfunktionen
Die Herleitung der Standard-Wandfunktionen basiert auf folgenden Annahmen:
e Stationare, inkompressible Stromung

e Geschwindigkeit normal zur Wand (Koordinate x, Geschwindigkeit u)
kann vernachlassigt werden

¢ konstante Stoffeigenschaften
e konstante turbulente Prandtlzahl
o keine Quellterme (Effekte des Sprays, der Verbrennung)

e Druckgradienten werden vernachlassigt

Mit diesen Annahmen vereinfachen sich die Impuls- und Energiegleichungen
Gleichung (19), bzw. Gleichung (20) wie folgt:

Impulsgleichung

d ou
W{WW‘)W}:O @)
Energieqgleichung
0 oT
ﬂ”cp("“a*’ﬂ:‘) (22)

Integriert man diese vereinfachten Grenzschichtgleichungen Gber den Wandab-
stand von y = 0 bis y, erhalt man nach einigen Umformungen das universelle
Geschwindigkeits- und Temperaturprofil u” = f(y") und T* = f(y").
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In der Vergangenheit zeigte sich, dass die Modellierung des konvektiven Warme-
Ubergangs mit den Standard-Wandfunktionen die Warmestréme stark unter-
schatzt [HCM90], [REI91]. Daher existieren eine Reihe von Veroéffentlichungen,
die Modifikationen der Wandfunktionen oder alternative Ansatze zur Beschrei-
bung der thermischen Grenzschicht vorstellen. Das grundsatzliche Ziel der hier
vorgestellten Ansatze ist es, bestimmte Einschrankungen der Standard-Wand-
funktionen aufzuheben und auf die Bedingungen in einem Verbrennungsmotor zu
erweitern. Die am haufigsten untersuchten Effekte zur besseren Beschreibung
der Ph&dnomene in der Grenzschicht sind:

a) Instationaritat
b) Druckgradienten
c) Veranderliche Stoffeigenschaften

d) Warmefreisetzung aufgrund der Verbrennung

a) Instationaritat: Yang und Martin [YAM90] liniearisierten und normierten die
eindimensionale Energiegleichung fir instationare, kompressible turbulente
Grenzschichten und l6sten diese numerisch. Durch Abbildung dieser Kurve
mittels einer Exponentialfunktion erhielten sie eine Abschatzung der numeri-
schen Ldsung zur einfachen Berechnung des Warmestroms. Der Vergleich mit
Messungen an einem Dieselmotor ergab eine gute Ubereinstimmung. Dieser
Ansatz wurde von mehreren Autoren [HCM90], [REI91], [HAR97] in der
Verbrennungssimulation verwendet, erwies sich jedoch als rechenzeitintensi-
ver und zeigte im Vergleich zum Wandgesetz keine verbesserte Vorhersage-
genauigkeit.

Huh et al. [HCM90] untersuchten an zwei Dieselmotoren unterschiedlicher
GroRRe und Bauart den Warmeulbergang. Hierfir modifizierten Sie das loga-
rithmische Wandgesetz, indem sie von der instationdren Form der Energie-
gleichung fir turbulente Grenzschichten ausgingen. Sie untersuchten insbe-
sondere den Einfluss des Druckterms, vernachlassigten jedoch Druckgradien-
ten, Warmequellen und die Anderung der Gastemperatur in Wandnahe. Au-
Rerdem wurden konstante thermophysikalische Stoffwerte in der Grenzschicht
vorausgesetzt. Die Ergebnisse wurden neben den Messwerten mit dem Stan-
dard-Wandgesetz und dem Modell von [YAM90] verglichen. Die Vorhersage
der Warmestrome im motorischen und gefeuerten Fall zeigten keine eindeuti-
gen Vorteile des modifizierten Ansatzes gegenuber der eindimensionalen E-
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b)

nergiegleichung nach [YAM90]. Lediglich das universelle Wandgesetz unter-
schatzte die Messwerte in allen Fallen deutlich.

Chen et al. [CHV92] entwickelten ein Modell, dass auf der Lésung der voll-
standigen eindimensionalen Energiegleichung fur instationéare, kompressible
Grenzschichten basiert. Das Modell beschreibt die zeitliche Veranderung der
thermischen und der dynamischen Grenzschicht. Die Ableitung der
Geschwindigkeits- und Temperaturprofile basierten jedoch auf stationéaren An-
nahmen. Dennoch ergab sich eine gute Ubereinstimmung mit Messwerten und
mit den errechneten Werten durch den Ansatz von Woschni [WOS70] .

Fir die numerische Simulation des lokalen, instationaren, turbulenten und
konvektiven Warmetbergangs komplexer Stromungen wurden von Limbach et
al. [LMW97] Untersuchungen unternommen. Hierbei wurde das logarithmische
Wandgesetz mit erweiterten Ansatzen verglichen. Um den Einfluss des variie-
renden Druckes wahrend eines Arbeitsspiels zu bertcksichtigen, wurde ein
modifiziertes Wandgesetz abgeleitet. Es zeigte sich beim geschleppten Be-
trieb eine gute Korrelation mit den Messdaten und eine deutliche Verbesse-
rung im Vergleich zu den phanomenologischen Ansatzen nach Woschni
[WOS70], Woschni/Huber [HUB90], Bargende [BAR90] und Kleinschmidt
[KLH95]. FUr den gefeuerten Betriebszustand wurde mit dem erweiterten An-
satz zwar eine Verbesserung erreicht, dennoch bestanden Abweichungen zu
den Messwerten, die durch eine fehlende Interpretation der Flammenfront-
und Brennraumwandinteraktionen begrindet wurden.

Druckgradienten: Um die Druckgradienten in beschleunigten und verzoger-
ten Stromungen zu bertcksichtigen, haben Volino und Simon [VOS97] eine
modifizierte Wandfunktion vorgeschlagen. Der konvektive Term und der
Druckterm in der Impuls- und in der Energieerhaltungsgleichung wurden im
Gegensatz zu den Standard-Wandfunktionen nicht vernachlassigt. Die sich
dadurch ergebenen Temperaturprofile zeigten deutlich verdnderte Verlaufe im
Vergleich zum Standardansatz und stimmten mit den experimentellen Daten
von Stromungen Uber eine ebene Platte sehr gut Uberein. Weiterfihrende Un-
tersuchungen mit diesem Ansatz bezulglich des Warmeubergangs im Brenn-
raumen sind bis dato nicht durchgeftihrt worden.

Veranderliche Stoffeigenschaften: Von Han und Reitz [HAR97] ist ein
Modell basierend auf der eindimensionalen Energiegleichung entwickelt wor-
den, dass das Temperaturprofil in der Grenzschicht unter Beriicksichtigung
der Veranderung der Dichte und der turbulenten Prandtlzahl im Wandbereich
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d)

beschreibt. Aufgrund der Dichtednderung ist der Wandwarmestrom proportio-
nal zum logarithmischen Verhaltnis der Fluidtemperatur und der Wandtempe-
ratur und nicht zum arithmetischen Mittel, wie bei einer inkompressiblen Stro-
mung. Die Berechnung der Warmestrome fur einen Otto- und einen Dieselmo-
tor unter motorischen und gefeuerten Bedingungen ergaben zufriedenstellen-
de Ubereinstimmungen mit den Messwerten. Dieses Modell ist von [HAR97] in
den CFD-Code KIVA-3V implementiert worden und wird in der vorliegenden
Arbeit zur Berechnung des Wandwarmestroms verwendet und mit den War-
mestrommessungen und dem neuen Warmeubergangsmodell verglichen. Ei-
ne detaillierte Erlauterung findet sich in Kap. 5.1.

Ein vergleichbarer Ansatz ist von Angelberger et al. [APD97] vorgeschlagen
worden. Ausgehend von den Standard-Wandfunktionen mit der Annahme,
dass diese nur fur isotherme Stromungen in Wandnahe Giiltigkeit besitzen,
berticksichtigt das von Angelberger entwickelte Modell veranderliche Stoffgro-
Ren aufgrund nicht-isothermer Bedingungen. Die Veranderung der Dichte und
der Viskositat in der Grenzschicht aufgrund von Temperaturgradienten er-
scheint fur die Strémung im Brennraum mit den heiRen Gasen in der Haupt-
stromung, generiert durch Kompression und Verbrennung, und den kalten
Brennraumwanden als sehr plausibel. Angelberger et al. [APD97] zeigten,
dass mit dem neuen Modell eine verbesserte Abbildung der Druckverlaufe und
Vorhersage der Wandwarmestrome moglich ist.

Warmefreisetzung aufgrund der Verbrennung: Han und Reitz [HAR97]
entwickelten eine modifizierte Wandfunktion fir die Temperatur und unter-
suchten zusatzlich das Auftreten von Wéarmequellen in der thermischen
Grenzschicht. Thre Ergebnisse machten deutlich, dass die Effekte von chemi-
schen Reaktionen im wandnahen Bereich bei Anwendungen in Nfz-
Dieselmotoren vernachlassigbar sind.

Zusétzlich zu den dargestellten Untersuchungen mit modifizierten Anséatzen von
Wandfunktionen zur Beurteilung der einzelnen physikalischen Phanomene in der
turbulenten Grenzschicht von Verbrennungsmotoren fiihrte Kleemann [KLEO1]
eine Analyse durch, in dem er die einzelnen Terme der Impuls- und der Energie
Erhaltungsgleichungen in dimensionsloser Form darstellte [FEPO2], um so die
GroRRenordnungen der einzelnen Terme zu berechnen. Als Referenzmotor ver-
wendete er einen DI-Einzylinder-Dieselmotor mit 130 mm Bohrungsdurchmesser.
Um die GrolRenordnungen abzuschéatzen, wurden die maximal auftretenden
Gradienten und Absolutwerte der Geschwindigkeiten und der Temperatur aus
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Simulationsrechnungen verwendet. Der maximale Brennraumdruck wurde dem
Experiment entnommen. Das Ergebnis der Analyse zeigte deutlich, dass der
Term der turbulenten Diffusion den grof3ten Einfluss besitzt. Die Terme fir Insta-
tionaritat, laminare Diffusion und die zeitliche Anderung des Drucks konnen
insbesondere in der Energiegleichung vernachlassigt werden.

2.2.3 Simulation der Ruf3strahlung

Als Folge der Umsetzung von Kraftstoff-Luft-Gemischen im Dieselmotor bildet
sich Rul3 zunachst in den fetten Gebieten im Brennraum. Die einzelnen Ruf3parti-
kel besitzen eine Temperatur, die zwischen der adiabaten Flammentemperatur
und der des verbrannten Abgases liegt. Sie emittieren eine Festkdrperstrahlung in
Wellenlangenbereichen von A=~ 400-800 nm. Im Laufe der Verbrennung gelangt
durch die zunehmende Durchmischung Sauerstoff in die Gebiete des gebildeten
RuRRes und oxidiert diesen zu einem Grol3teil wieder. Des Weiteren wird der Ruf3
bei gentigend hoher Temperatur verbrannt. Die Ruf3bildung hangt in starkem
Mafl3e von dem Lastzustand des Motors ab.

Bei der Simulation der Warmeverluste im Brennraum eines Verbrennungsmotors
ist daher die Warmetbertragung durch die Ruf3strahlung neben den konvektiven
Einflissen mit zu bericksichtigen, insbesondere bei héheren Lastpunkten. Um
die Warmestrahlung in einem Dieselmotor beschreiben zu kdénnen, ist die Kennt-
nis der Stoffeigenschaften des RufRes und das Verstandnis der Ruf3bildung und
-oxidation notwendig. Aufgrund der sehr komplexen Vorgange, die wahrend der
Verbrennung stattfinden, sind diese Ablaufe noch nicht bis ins Detail verstanden,
so dass fur die Modellierung der Rul3strahlung ebenfalls Modelle fiir die Rufl3bil-
dung, -oxidation (s. Kap. 6.2) und der Rufwandablagerung (s. Kap. 4.3) bendtigt
werden. Die Problematik wird noch dadurch erhoht, dass die Ruf3beladung im
Brennraum meist sehr inhomogen ist. Die Beschreibung von Strahlungsaus-
tauschvorgangen im Verbrennungsmotor stellt aus den genannten Grinden ein
sehr komplexes Problem dar, da Materie an einem Ort im Brennraum mit allen
Ubrigen im Austausch steht.

Die Strahlungsintensitat kann in einem strahlungsaktiven Medium durch Emissi-
on, Absorption und Streuung verandert werden. Bei der Absorption und Emission
findet eine Umwandlung von thermischer Energie in Strahlungsenergie oder
umgekehrt statt, wahrend die Streuung lediglich eine Anderung der Strahlungs-
richtung bewirkt. Fir die im Dieselmotor hauptséchlich auftretende Strahlung
durch RulBpartikel kdnnen allerdings die Streuprozesse auf3er Acht gelassen
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werden, da die Partikel im Allgemeinen klein genug sind, um Streuung zu ver-
nachlassigen.

Da die Emission bei hohen Temperaturen die Absorption Uberwiegt, wird durch
den Strahlungsaustausch Energie aus der heilen Verbrennungszone in kéltere
Bereiche, wie Wéande und Aufheizzone, auch gegen die Strémungsrichtung
transportiert. Somit wirkt die Warmestrahlung auf die Energiebilanz und beein-
flusst dadurch direkt die Temperaturverteilung [KUE98].

Um die Strahlungswarmestrome an den Wanden zu berechnen, werden soge-
nannte Strahlungsaustauschmodelle, denen vereinfachende Annahmen und
Vereinfachungen zugrunde liegen, benotigt. Der Strahlungsaustausch stitzt sich
auf die Strahlungstransportgleichung, die die Anderung der Strahlungsintensitat
entlang eines Weges unter Bericksichtigung der optischen Eigenschaften der
strahlungsaktiven Partikel wahrend der dieselmotorischen Verbrennung be-
schreibt. Die Problematik besteht daher in der Beschreibung des Strahlungs-
transports und der Beschreibung der Strahlungseigenschaften. Es existieren eine
Reihe von Methoden zu Beschreibung der Strahlungstransportgleichung. Diese
unterscheiden sich in ihren Ansatzen, so dass sich aufgrund der getroffenen
Annahmen jeweils bestimmte Vor- und Nachteile ergeben.

[StrahIungsaustauschmodelle]

\ \
[ Statistische-Methoden ] [ Zonen-Methoden ] [ Differentielle-Methoden}

* Spherical-Harmonics

Monte-Carlo-Methode Hottel-Methode
. . L Methode
« stochastische Einzel-  deterministische Berech-
i * Momenten-Methode
strahlverfolgung nung von Sichtfaktoren

 Fluss-Methode

\ Verallgemeinerte

Flussmethode

Diskrete-Transfer-Methode
« Einzelstrahlverfolgung « Diskrete-Ordinaten-Methode
diskreter Richtungen (DOM)

Bild 8: Strahlungsaustauschmodelle®

Eine Einteilung der Strahlungsaustauschmodelle lasst sich durch die Baumstruk-
tur in Bild 8 vornehmen. Neben den drei Gruppen Statistische-Methoden, Zonen-
Methoden und Differentielle-Methoden existieren auch sogenannte Hybridmodelle

® engl.: Spherical harmonics = Kugelflachenfunktionen
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wie z.B. die Diskrete-Transfer-Methode, die die Eigenschaften, insbesondere die
Vorteile, aus verschiedenen Gruppen vereinigen.

Statistische Methoden: Bei der Anwendung statistischer Methoden oder Monte-
Carlo-Methoden wird versucht, den physikalischen Vorgang nachzuvollziehen
und zu beschreiben. Der Prozess des Strahlungswarmeibergangs lasst sich
guantenmechanisch durch die Emission von Photonen einer speziellen Energie
und Frequenz darstellen. Werden mehrere solcher Photonen (Photonenpakete)
zusammengefasst, die den gesamten Frequenzbereich der thermischen Strah-
lung abdecken und wird ein kleiner Raumwinkelbereich betrachtet, ergibt sich die
Modellvorstellung der Strahlen. Um nun die Strahlungswarmestrome zu berech-
nen, wird die Ausbreitung einzelner Photonenpakete simuliert. Durch die Zuord-
nung einer bestimmten Temperatur am Emissionsort und der Vorgabe der Ge-
samtzahl der emittierenden Strahlen die von diesem Ort ausgehen, lasst sich der
Energieinhalt dieser Strahlen angeben. Bei Verfolgung eines Strahls auf seinem
Weg durch den Brennraum wird beim Durchlauf durch eine Zone ein Tell seiner
Energie absorbiert. Die Strahlenergie nimmt dementsprechend ab. Trifft dieser
Strahl auf eine Brennraumwand, kommt es zu Absorptions- und Reflexionsvor-
gangen. Der Strahl wird solange verfolgt, bis seine Energie einen vorgegebenen
Grenzwert unterschreitet. Dieser Vorgang muss flr eine grof3e Anzahl von Strah-
len durchgefihrt werden. Durch die Absorptions- und Emissionsvorgange andert
sich die Temperatur einer Zone, so dass diese nach jedem Durchlauf mittels einer
Energiebilanz neu errechnet werden muss. Der numerische Aufwand wird bei der
Monte-Carlo-Methode durch die Anzahl der verfolgten diskreten Einzelstrahlen
festgelegt, so dass sich die Gute der Naherungslosung auf die vorliegende Prob-
lemstellung anpassen lasst. Daher kénnen mit der Monte-Carlo-Methode Ergeb-
nisse hoher Genauigkeit erreicht werden.

Zonenmethode: Bei der Zonenmethode nach Hottel [HOT54] und Hottel und
Sarofim [HOS67] werden Strahlungsaustauschfaktoren, sogenannte Sichtfakto-
ren, berechnet, die dann eine Verknlipfung von einer Zone mit allen tbrigen des
Berechnungsraumes vornimmt. Mit diesen Sichtfaktoren lassen sich anhand einer
Energiebilanz um jede am Strahlungsaustausch beteiligte Flache algebraische
Beziehungen fur den Wandwarmestrom formulieren. Der gesamte Strahlungs-
raum wird in einzelne Zonen unterteilt, von denen gefordert wird, dass sie sich
hinsichtlich ihrer Konzentrations- und Temperaturverteilung homogen verhalten.
Fir jede dieser Zonen wird wiederum eine Energiebilanz aufgestellt, die den
Strahlungsaustausch mit jeder anderen Zone beschreibt. Durch sogenannte
Austauschfaktoren wird gewahrleistet, dass der Strahlungswarmestrom von einer
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Zone zu einer anderen in den dazwischen liegenden Zonen verringert wird. Diese
sind anders als die Sichtfaktoren nicht nur von der Geometrie abhangig, sondern
auch von den optischen Eigenschaften der strahlungsaktiven Partikelwolke. Das
Verfahren ist zwar sehr rechenzeitintensiv, da die Sichtfaktoren fir jeden Zeit-
schritt neu errechnet werden muissen, die Genauigkeit der Zonenmethode kann
jedoch durch eine hohere Anzahl der gewéhlten Zonen verbessert werden, so
dass das Ergebnis mit steigender Zonenzahl gegen die exakte Losung strebt.

Differentielle — Methoden: Bei Strahlungsmodellen nach der Differentiellen -
Methode wird die Strahlungsintensitat in einem grof3eren Winkelbereich zu den
sogenannten Strahlungsflissen in bestimmten Ortsrichtungen integriert. Ge-
schieht dies jeweils in den positiven und negativen Koordinatenrichtungen, ent-
steht das klassische Flussmodell, das in kartesischen, orthogonalen Gittersyste-
men anwendbar ist. Bei Verwendung von finiten Elementen zur Berechnung oder
bei kdrperangepassten Koordinaten ist die klassische Grundmethode nicht ein-
setzbar. Fir solche Anwendungen besitzt die Momentenmethode Vorteile, bei der
die Flisse in beliebigen Richtungen durch Momentenbildung mit vorgegebenen
Integrationsrichtungen berechnet wird [GOD90].

Die Diskrete-Ordinaten-Methode nach Chandrasekhar [CHA60] lasst sich aus der
allgemeinen Flussmethode ableiten. Durch eine bessere Diskretisierung des
Raumwinkels wird hierbei die Genauigkeit erhéht. Von der Diskreten-Transfer-
Methode (s.u.) unterscheidet sich dieses Verfahren durch die fundierte mathema-
tische Herleitung, die die Integrale Giber den Raumwinkel durch eine gewichtete
Summe, einer sogenannten numerischen Quadratur, darstellt. Dagegen treffen
beide Methoden die Annahme, dass die Strahlungsintensitat in einem Raumwin-
kelsegment isotrop ist. Die Diskrete-Ordinaten-Methode zeichnet sich aufgrund
ihrer exakten mathematischen Beschreibung durch eine hohe Genauigkeit aus.
Durch eine geeignete Wahl der Quadratur ist es mdglich, die von der Problem-
stellung geforderte Genauigkeit zu erfillen. Bei Anwendung in der 3d-CFD-
Simulation bietet sie aul3erdem den grof3en Vorteil, dass die Strahlungstransport-
gleichung analog zu den Erhaltungsgleichungen auf dem vorhandenen Rechen-
netz diskretisiert und durch &hnliche numerische Ansatze geldst werden kann.

Diskrete-Transfer-Methode: Die Diskrete-Transfer-Methode wurde 1979 von
Shah und Lockwood [SHA79], [LOS81] entwickelt. Sie verbindet Eigenschaften
der Monte-Carlo-Methode, der Zonen-Methode und der Flussmodelle. Das Ver-
fahren basiert auf der numerischen Losung der Strahlungstransportgleichungen
entlang vorgegebener Richtungen. Bei der Diskrete-Transfer-Methode wird im
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Unterschied zu der Monte-Carlo-Methode die emittierte Energie einer Zone nicht
in sehr viele zuféallige Raumrichtungen emittiert, sondern in die durch die Geomet-
rie und durch eine Diskretisierung des Raumwinkels in Segmente vorgegebenen
Richtungen. Diese Festlegung der Strahlrichtungen anhand der Segmente erin-
nert an die Flussmethoden. Es gilt die Annahme, dass die Intensitat in jedem
Segment konstant ist und dieses durch eine einzige Strahlrichtung beschrieben
werden kann. Die Diskretisierung des Berechnungsgebietes findet, wie bei der
Zonen-Methode, durch eine Aufteilung in einzelnen Rechenzellen statt. Hierbei ist
die Verwendung des bereits vorhandenen Gitters zur Losung der tbrigen Erhal-
tungsgleichungen sinnvoll. Fir die einzelnen Zellen gilt Homogenitat bezuglich
des Strahlungsaustausches. Ein weiterer Unterschied zur Monte-Carlo-Methode
ist dadurch gegeben, dass der Strahl nicht bis zu seiner vollstandigen Absorption,
sondern nur vom Emissionsort bis zu seinem Auftreffen auf eine Wand verfolgt
wird. Diese Tatsache reduziert den numerischen Aufwand der Diskrete-Transfer-
Methode betrachtlich. Jedoch bestimmt auch hier die Anzahl der Einzelstrahlen
die Genauigkeit. Diese ist abhéngig von der Anzahl der Winkelteilungen und der
Wandelemente. Die Diskrete-Transfer-Methode zeichnet sich durch ein sehr
effizientes LOsungsverfahren aus, da anstatt einer numerischen Lésung von
Differentialgleichungen die Strahlungstransportgleichung fir einzelne Strahlab-
schnitte analytisch ermittelt wird. Dadurch ist die Diskrete-Transfer-Methode sehr
unkompliziert bei der Beschreibung von beliebigen Geometrien und eignet sich
daher fir die Berechnung von Brennrdumen in Verbrennungsmotoren.

Viele der vorgestellten Strahlungsaustauschmodelle wurden zunachst zur Be-
rechnung der Strahlungsverhaltnisse in Feuerungsanlagen und anderen indus-
triellen Anlagen mit heil3en Medien, mit einfachen zylindrischen oder rechteckigen
Geometrien, entwickelt [FIV84], [FIV88], [CUM95], [WUW98]. Erst in den letzten
20 Jahren leiteten sich hieraus die Modelle ab, die es ermdglichten die Rul3strah-
lung in Dieselmotoren zu beriicksichtigen. Diese fanden zundchst Anwendung in
phanomenologischen Simulationsprogrammen [WHS84], [MOKS86], [CLL94],
[CHV95], [FBW98], [CCLOO0], [YCCOL1]. Erst in jungster Zeit kommen Strahlungs-
modelle in der 3d-CFD Simulation zum Einsatz. Dies ist vor allem auf die stark
angestiegene Rechenleistung zuriickzufthren.

Die ersten Untersuchungen zur Strahlung in Dieselmotoren gehen auf Menguc et
al. [MVF85] zurick. Sie verwendeten einen Spherical Harmonics- Ansatz der
ersten und der dritten Ordnung und teilten dafiir den Brennraum eines Dieselmo-
tors in sieben Zonen auf. Diese Einteilung erlaubte jedoch keine lokale Bestim-
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mung einzelner intensiver Strahlungsquellen. Neben der hohen Genauigkeit
zeigte sich die Implementierung in das Simulationsprogramm als sehr komplex.

Darauf aufbauend implementierten Abraham und Magi [ABM97] die Diskrete-
Ordinaten-Methode in einen CFD-Code, um den Strahlungswarmetbergang in
einem Dieselmotor zu berechnen. Sie zeigten, dass aufgrund der Strahlungsver-
luste die Spitzentemperaturen im Brennraum eines Dieselmotors um bis zu 10%
gesenkt werden kénnen und damit geringere Stickoxidkonzentrationen hervorru-
fen. Sie verglichen ihre Berechnungen mit Messwerten aus der Literatur, insbe-
sondere mit den Ergebnissen von Yan und Borman [YAB88] und erreichten eine
gute Ubereinstimmung.

Wiedenhoefer und Reitz [WIR03] entwickelten ebenfalls ein RuR3strahlungsmodell
basierend auf der Diskrete-Ordinaten-Methode. Sie implementierten es in den 3d-
CFD-Code KIVA-3V, der auch in dieser Arbeit verwendet wird. Das Modell wurde
durch eine analytische Ldsung, durch Werte aus der Literatur und durch Strah-
lungsmessungen an einem Dieselmotor validiert. Die Vorhersagegenauigkeit des
Modells ist bezlglich der Amplitude und der Phasenlage als sehr gut zu bezeich-
nen. Lediglich in der Expansionsphase Uberschétzt das Modell die experimentel-
len Werte. Diese Abweichung filhren Wiedenhoefer und Reitz [WIR03] auf das
verwendete Zwei-Schritt Ruimodell (s. Kap. 6.2), insbesondere auf die Rul3oxi-
dation, zurtck.

Taskinen [TASO02] verwendete den CFD-Code KIVA-Il, um den Einfluss der
Rul3strahlung auf die Flammentemperatur, den Wandwéarmetbergang und die
Stickoxidemissionen beurteilen zu kdnnen. Hierfir entwickelte er zwei Strah-
lungsmodelle, ein vereinfachtes Modell, dass die Absorption vernachlassigt und
ein Model basierend auf der Diskrete-Ordinaten-Methode, welches geringere
Werte fur den Strahlungswarmestrom lieferte. Aufgrund fehlender Messergebnis-
se wurde anhand der Messungen von Yan und Borman [YAB88] eine Abschét-
zung der GroRRenordnungen der Spitzenwerte durchgefuhrt. Die Diskrete-
Ordinaten-Methode zeigte hier eine bessere Ubereinstimmung.

Blunsdon et al. [BMD92] applizierten die Diskrete-Transfer-Methode in den CFD-
Code KIVA-II, um neben dem konvektiven Warmelbergang auch die Strahlungs-
komponente zu berlcksichtigen. Hierfir erweiterten sie zusatzlich einige Unter-
modelle fir die Selbstziindung, sowie fur die Ruf3bildung und —oxidation. Die
Resultate der Simulation waren mit den Messungen von Yan und Borman [Y-
AB88] und Dent und Suliaman [DES77] fur die Strahlung im Dieselmotor in guter
Ubereinstimmung.



32

2 Stand der Forschung

2.3 Bewertung

Im Folgenden sollen die Ergebnisse der Literaturrecherche zum Stand der Tech-
nik zusammengefasst werden. Im Falle des Warmeibergangs im Brennraum von
Dieselmotoren ergibt sich folgende Situation:

Experimentelle Bestimmung der Warmestrome:

Zur Messung des instationaren Wandwarmetubergangs im Brennraum ei-
nes Verbrennungsmotors ist aufgrund der hohen Temperaturen wahrend
des Hochdruckprozesses der Einsatz von Platin— Widerstandstemperatur-
sensoren (Temperaturbestandigkeit von 400°C) nur bedingt moglich. Hier
haben die Oberflachenthermoelementsensoren mit einer Temperaturbe-
standigkeit von ca. 1700 °C weitaus bessere Vorraussetzungen. Des Wei-
teren ist die ,kleine” Baugrof3e der OTE-Sensoren, insbesondere der paral-
lel angeordneten Bauart, zur ortlichen Auflésung besser geeignet als Pla-
tin—-Widerstandstemperatursensoren.

Konvektiver Warmelbergang:

Aufgrund der Kolbenbewegung, der Einspritzung und der stattfindenden
Verbrennung im Brennraum eines Verbrennungsmotors ergeben sich tran-
siente Geschwindigkeits- und Temperaturprofile in den Grenzschichten.
Untersuchungen mit modifizierten Wandfunktionen, die transiente Prozes-
se bericksichtigten, zeigten jedoch, dass sich nur geringfligige Verbesse-
rungen beziglich des stationaren Standard-Modells ergaben. Gute Ergeb-
nisse zeigten die quasi-stationaren Modelle [HAR97], [APD97], [HEY02].
Auch die GroRenordnungs-Analyse des transienten Terms der Energieglei-
chung nach Kleemann [KLEO1] machte eine Vernachlassigung des Effek-
tes zulassig.

Das turbulente Stromungsfeld im Brennraum eines Verbrennungsmotors ist
grundsatzlich dreidimensional, so dass die Annahme der 1-Dimensionalitat,
insbesondere wahrend der Ansaugphase, verletzt wird. Aufgrund geringer
Brennraumtemperaturen ergeben sich jedoch kleine Wandwé&rmestréme,
so dass der Vorhersagefehler vernachlassigbar ist [KLEO1]. In der an-
schlielenden Kompressionsphase wird die Turbulenz tber eine Energie-
kaskade von grof3en Wirbeln zu kleinen Wirbeln zunehmend abgebaut und
das Geschwindigkeitsfeld wird, unterstitzt durch die in Dieselmotoren auf-
tretende Drallstromung, im Bereich der Grenzschichten homogener
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[HEYO02]. Dadurch ist die Annahme der 1-Dimensionalitat fir Simulations-
untersuchungen des Hochdruckprozesses gerechtfertigt.

e Die Beriicksichtigung der Anderung der Stoffwerte fiir Dichte und Viskositat
innerhalb der thermischen Grenzschicht aufgrund sehr starker Tempera-
turgradienten wahrend der Kompression und der Verbrennung ist fur die
Vorhersage der Temperaturprofile sehr wichtig [HAR97].

e Die turbulente Prandtlzahl, die das Verhaltnis der turbulenten Austausch-
groRen von Impuls und Wéarme beschreibt, kann im Bereich der logarithmi-
schen Region als annahrend konstant betrachtet werden [KCWO05]. Dies
zeigten experimentelle Ergebnisse von [SLM99], [SKN83] als auch Be-
rechnungen durch direkte numerische Simulation (DNS) von [MET96],
[KTK92]. Snijders et al. [SKN83] zeigten mit Experimenten an einer mit Luft
Uberstromten ebenen Platte, dass im Bereich des dimensionslosen Wand-
abstands von 30<y'<100 die turbulente Prandtlzahl einen Wert von
Pr=0,940,1 annimmt. Daher sollte der wandnachste Gitterpunkt innerhalb
dieses Bereiches liegen. Zusammenfassend lasst sich sagen, dass der
Einfluss der turbulenten Prandtlzahl auf den Verlauf des Temperaturprofils
und damit den Wandwarmeubergang gering ist.

e Der Einfluss des Sprays und der Verbrennung im Dieselmotor auf den
Wandwarmeulbergang ist nach Han und Reitz [HAR97] zu vernachlassigen,
da die Interaktionen des Sprays und der Flamme nur mit einigen Bereichen
der Brennraumwande in einer sehr kurzen Zeitspanne stattfinden. Zusatz-
lich ist in Nfz-Dieselmotoren nicht von einer Brennstoff- Wandanlagerung
auszugehen.

e Die Vernachlassigung von Druckgradienten in den komplexen Strémungen
im Verbrennungsmotor kénnen groRe Vorhersagefehler beziglich des
Warmeubergangs bedeuten. Untersuchungen mit modifizierten Wandfunk-
tionen zeigten jedoch keine nennenswerten Verbesserungen, was sowohl
auf die Verwendung des k-&e-Modells als auch auf das RNG—Modell zu-
rickgefuihrt wurde. Diese Modelle lassen ihrerseits ebenfalls Druckgradien-
ten aufRer Acht. Zusammenfassend kann formuliert werden, dass eine Ver-
nachlassigung der Druckgradienten zur Berechnung der Wéarmestrome im
Hochdruckteil akzeptabel ist.
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Turbulenzmodell:

Das von Han und Reitz [HAR95] flr den Einsatz in Verbrennungsmotoren
weiterentwickelte RNG -Modell besitzt insbesondere bei der Berechnung
von gefeuerten Betriebszustanden Vorteile gegeniber dem k-e-Modell. Der
zusatzliche Term in der Dissipationsrate berlcksichtigt die héheren Scher-
raten aufgrund der vom Spray induzierten Turbulenz und bewirkt eine bes-
sere Ubereinstimmung mit der Realitat. Unter geschleppten Bedingungen
dagegen wird der Zusatzterm sehr klein, und es ergeben sich keine qualita-
tiven Unterschiede der beiden Turbulenzmodelle.

Aufgrund der Tatsache, dass in der vorliegenden Arbeit ausschlief3lich der
Wandwarmeulbergang wahrend des Hochdruckteils untersucht werden soll,
wird das RNG -Turbulenzmodell fir alle Simulationsrechnungen angewen-
det.

Strahlung:

Die vorgestellten Strahlungsaustauschmodelle 16sen die Strahlungstrans-
portgleichung auf z.T. sehr unterschiedlichen Wegen. So besitzen die ver-
schiedenen Modelle jeweils Vor- und Nachteile fir den Einsatz im Brenn-
raum von Verbrennungsmotoren. Der Bertcksichtigung der Ruf3strahlung
in der 3d-CFD-Simulation wurde erst in den letzten Jahren gréRere Auf-
merksamkeit geschenkt. Dies geht zum einen mit zunehmender Rechen-
leistung, als auch mit zunehmender Modelltiefe der innermotorischen Si-
mulationskette einher. Aufgrund der Ahnlichkeit in der numerischen Be-
rechnung zwischen den gemittelten Navier-Stokes- und der Strahlungs-
transportgleichung wird haufig die Diskrete-Ordinaten-Methode in der 3d-
CFD-Simulation eingesetzt. Neben der hohen Genauigkeit bei geeigneter
Wahl der Quadratur weist die Diskrete-Ordinaten-Methode numerische
Probleme bei der Lésung der Differentialgleichungen auf. Diese aufRern
sich in negativen Strahlungsintensitaten, die bei sehr kleinen Schnittwin-
keln mit den Gitterzellen auftreten und nur durch kleinere Rechenzellen
verringert werden kénnen. Mit zunehmender Genauigkeit verkleinern sich
jedoch die Schnittwinkel zunehmend, so dass eine feinere Gitterauflésung
gewahlt werden muss. Diese Malinahme fihrt zu grol3eren Rechenzeiten.

Aufgrund der guten Ergebnisse bei der Berticksichtigung der Ruf3strahlung
in einem phanomenologischen Code mittels eines Zonenmodells [EIGO00],
[ELMO1], basierend auf Hottel und Sarofim [HOS67], sowie aus den ge-
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nannten Nachteilen differentieller Verfahren wird in dieser Arbeit ein Zo-
nen-Strahlungsmodell in den 3d-CFD-Code KIVA-3V entwickelt. Das Mo-
dell basiert auf den Formulierungen von Morel und Keribar [MOK86] und
wird fur den Einsatz in der 3d-CFD-Simulation erweitert.
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3 Aufgabenstellung

Um eine Aussage Uber den lokalen gasseitigen Wandwarmeubergang in Diesel-
motoren zu erhalten, missen die in direkter Nahe zur Brennraumwand auftreten-
den Prozesse im Stromungs- und Temperaturfeld raumlich und zeitlich aufgeldst
werden. Wahrend bisherige halbempirische Modelle lediglich Aussagen tber den
raumlich gemittelten Warmeverlust zulassen, kdnnen durch den zunehmenden
Einsatz der 3d-CFD-Simulation physikalisch fundiertere, raumlich aufgeltste
Modelle entwickelt werden.

Der konvektive Warmeubergang vom Arbeitsgas zur Brennraumwand wird tbli-
cherweise durch sogenannte Wandfunktionen in Verbindung mit HRN-
Turbulenzmodellen bestimmt. Durch die Anwendung der Wandfunktionen wird fr
die Grenzschicht ein bekanntes logarithmisches Temperaturprofil vorgegeben,
das jedoch nur innerhalb eines bestimmten wandnahen Bereichs seine Gliltigkeit
besitzt. Diese sogenannte y*'-Bedingung kann im Brennraum von Verbrennungs-
motoren allerdings Uber ein Arbeitsspiel an mehreren Stellen nicht erreicht wer-
den.

Eine Berucksichtigung der in der dieselmotorischen Diffusionsflamme auftreten-
den Rufpartikelstrahlung ist standardmafig nicht in kommerziellen CFD-Codes
implementiert. Diese Ruf3partikel kdnnen sich zusatzlich an den kalten Brenn-
raumwanden ablagern und dort eine isolierende Ruf3schicht bilden, wodurch der
Warmeverluststrom gehemmt wird. Die Bericksichtigung dieses Prozesses
erfordert die Berechnung der instationaren Warmeleitung in der Ruf3schicht.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit soll deshalb ein Warmetbergangsmodell fur
den Einsatz in CFD-Codes entwickelt werden, das die einzelnen beschriebenen
Teilprozesse beriicksichtigt. Des Weiteren wird ein Ansatz vorgestellt, der die
Verwendung der Wandfunktionen zur Berechnung des Wandwéarmetbergangs
verbessert. Hierbei handelt es sich um eine dynamische Randzellenadaption des
Rechengitters zur Erfullung des Gultigkeitsbereiches der Wandfunktionen.

Die entwickelten Modelle sollen anschlielend in den 3d-CFD-Code KIVA-3V
implementiert und durch Vergleiche von Simulationsergebnissen mit experimen-
tellen Untersuchungen verifiziert werden. Ferner soll eine Gegenuberstellung der
Simulationsergebnisse des neuen Wandwarmeibergangmodells mit Ergebnissen
des Wandfunktionen-Ansatzes mit und ohne einer dynamischen Adaption der
Grenzschicht vorgenommen werden.
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4 Modellierung des Wandwéarmetbergangs

Die Simulation des Ladungswechsels und des Hochdruckprozesses im Dieselmo-
tor mittels CFD ist ein sehr komplexer und umfassender Vorgang. Die turbulenten
Navier-Stokes-Gleichungen mussen in Verbindung mit einem bewegten Rechen-
gitter gelost werden. Zusatzlich missen Aufbruchsprozesse des Sprays und die
Verbrennung bericksichtigt werden. Die Genauigkeit der Beschreibung der
einzelnen Modelle entscheidet Uber die Genauigkeit der davon abhéngenden
Modelle. Der Warmeiibergang im Verbrennungsmotor ist einer der wichtigsten
motorischen Parameter, um den Druck- und den Temperaturverlauf im Zylinder,
den Kraftstoffverbrauch, das Schadstoffniveau sowie das fir die Abgasturboauf-
ladung verfligbare Energieangebot an der Turbine exakt beschreiben zu kénnen.
Bild 9 zeigt die unterschiedlichen Einflussgréf3en auf den Wandwéarmeibergang
bei der dieselmotorischen Verbrennung und ihre Kopplungen untereinander.

l |

Srahlung Wandtemperatur

verdampfung | - RuBanlagerung

W \erbrennung —l

RUR Gastemperatur
Prod. / Oxi I
Weitere _
Emissonen Wandwamestromdichte

Bild 9: EinflussgroRen und Abhangigkeiten bei der Berechnung des Warmelbergangs

Die Warmeverluste durch Ruf3strahlung und durch Konvektion sind eine Funktion
der Gastemperatur und der Temperatur der umgebenden Brennraumwande. Eine
veranderte Wandtemperatur bewirkt einen hoheren oder geringeren Wéarmever-
lust, wodurch sich eine verdnderte Gastemperatur einstellt. Dies wiederum beein-
flusst die Ruf3bildung und die —oxidation, andererseits wird durch die momentane
RuRRkonzentration der Strahlungswarmestrom bestimmt. Die Hohe der absorbier-
ten Wandwarmestromdichte ist neben dem Eintrittswinkel des Strahlungswarme-
stroms und der Wandtemperatur zusétzlich noch vom Emissionskoeffizienten der
Wand abhéngig, der durch die thermophoretische Ruf3anlagerung verandert wird.
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4.1 Konvektiver Warmeibergang

Der konvektive Wandwarmeubergang ist der mafl3gebliche Warmeibergangsme-
chanismus im Brennraum von Dieselmotoren, der gepragt wird durch das instati-
onadre Stromungsfeld im Brennraum. Die auftretende Kolbengeschwindigkeit, der
vorhandene Drall, die Quetschstromung und die durch die Einspritzung und die
Verbrennung induzierte Turbulenz beeinflussen den konvektiven Warmestrom in
grolRem Mal3e. Diese Grof3en beriicksichtigend wurde von [EIG00], [ELMO1] ein
phanomenologisches Modell zur Beschreibung des gasseitigen Wandwéarme-
Ubergangs auf Basis der eindimensionalen Energiegleichung entwickelt. Dieses
Modell wird in der vorliegenden Arbeit fir den Einsatz in der CFD-Simulation
weiterentwickelt [LEMO02], [LRMO3].

In diesem neuen Ansatz wird die Warmestromdichte nach dem Newtonschen
Abkuhlungsgesetz in seiner allgemeinen instationdren Form

qkonv (t’ AZ ) = akonv (t’ AZ ) ) I:Tkonv (t’AZ ) _TW (t’AZ )] (23)

beschrieben. Der konvektive Warmeulbergangskoeffizient oiony Wird hierbei an-
hand eines Grenzschichtmodells, basierend auf der Integration der eindimensio-
nalen Energiegleichung, bestimmt. [YAM90], [CHV92] haben gezeigt, dass die
Behandlung der instationdren Grenzschicht mittels der eindimensionalen Ener-
giegleichung sehr gute Ubereinstimmungen mit den Messwerten liefert. Die dazu
notwendigen Untermodelle werden im Folgenden dargestellt.

4.1.1 Berechnung des Warmeubergangskoeffizienten

Ausgehend von quasistationdren Bedingungen und in Anlehnung an die soge-
nannte Colburn—Analogie, die im Unterschied zur einfachen Reynoldsanalogie
auch fur Prandtl-Zahlen von ungleich ,Eins” Gultigkeit besitzt, haben Kutateladze
und Leont’ev [KUL64] fur die Stanton-Zahl folgende Warmelbergangsbeziehung
vorgeschlagen:

5 0,25
St = onv — C_f hyd (24)
ngpUeff 2\ 6, ’

mit dya bzw. &y als hydrodynamische bzw. thermische Grenzschichtdicken und c;
als lokalen Reibungskoeffizienten. Aufgrund der Tatsache, dass sich die physika-
lischen Stoffwerte des Arbeitsgases mit der Temperatur innerhalb der thermi-
schen Grenzschicht dndern, werden auch die Geschwindigkeits- und Tempera-
turprofile innerhalb der Grenzschichten und somit der konvektive Wandwarme-
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Ubergang beeinflusst. Cebeci and Bradshaw [CEB88] schlugen daher eine empi-
risch erweiterte Gleichung fir eine isotherm tberstromte Platte vor

6 0,25
St proe (L] _ C_f(ﬂj , (25)
konv 2 é‘th

wobei in der vorliegenden Arbeit fur die Prandtlzahl ein konstanter Wert von
Pr=0,74 verwendet wird. Die Gastemperatur Tyon, auf3erhalb der thermischen
Grenzschicht wird durch die numerische Berechnung der Grundgleichungen der
Thermofluiddynamik bestimmt. Der lokale Reibungskoeffizient c; kann unter
Verwendung des 1/7-Potenzgesetzes fur den Geschwindigkeitsverlauf der Gas-
stromung innerhalb der Stromungsgrenzschicht nach [CHV92] berechnet werden,

c, 00134
T s \0B
2 (Ueff 5hyd ) (26)
Voo

Somit ergibt sich, nach einigen Umformungen, fir den zu bestimmenden Wéarme-
Ubergangskoeffizienten akony bei Kenntnis der thermischen Grenzschichtdicke &y,
der effektiv wirkenden Gasgeschwindigkeit Ui und der treibenden Temperaturen:

akonv =

0,0153 p,c,U, (Tm j“

U, é‘th o Tw
VOQ

Die Bestimmung der charakteristischen Gasgeschwindigkeit Ue¢ aul3erhalb der
Grenzschicht ergibt sich durch eine Uberlagerung der Stromungskomponenten
der tangentialen Stromungsgeschwindigkeit u;, sowie der turbulenten kinetischen
Energie k:

(27)

U = U7 +2K . (28)

Des Weiteren muss fir die Bestimmung des Wéarmelbergangskoeffizienten
neben der Wandtemperatur, die bei Berlcksichtigung der Ruf3anlagerung, durch
die Berechnung der instationdren Warmeleitung der verdndernden Rul3oberfla-
chentemperatur entspricht, auch noch die Grenzschichtdicke &, bestimmt wer-
den.
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4.1.2 Berechnung der thermischen Grenzschichtdicke

Eine Abschatzung uber die thermische Grenzschichtdicke erhalt man durch eine
Integration der Energie- und der Kontinuitatsgleichung von der Wand bis zum
Rand der thermischen Grenzschicht. Folgende Annahmen werden fur den eindi-
mensionalen Fall fir eine instationar, kompressibel Uberstromte ebene Platte
zugrunde gelegt:

e Die Geschwindigkeits- und Temperaturgradienten sind in Strémungstrich-
tung (Koordinate x, Geschwindigkeit u) im Vergleich zu deren Gradienten
senkrecht zur Stromungsrichtung (Koordinate y, Geschwindigkeit v) ver-
nachlassigbar.

e Das sich im Brennraum befindliche Gas wird als ideal betrachtet.

e Fir den Druck gilt u, aa—pzo.
X.

e Die viskose Dissipation innerhalb der Grenzschicht ist vernachlassigbar, es

. ou;
gilt 7 a—l:(’ =0.

Mit diesen Annahmen vereinfachen sich die bereits vorgestellten Grenzschicht-
gleichungen fir den Impuls, Gleichung (19) und fur die Energie, Gleichung (20)
nochmals. Erweitert um die Kontinuitatsgleichung lauten die Grenzschichtglei-
chungen

Kontinuitatsgleichung

dp 0
T =0
8t+8y(pv) (29)
Impulsgleichung
ou ou 0 ou
”[TV@]‘@[”‘”“’@} (30)

Energieqgleichung

a_T a_T — aqkonv a_p

Cp(at +V8y]_ dy ot (31)
: d oT

mit Uionv = $|:pcp(a+at)g:| . (32)

Eine Integration der Energiegleichung tber die Grenzschichtdicke &y ergibt
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J'pc or dy+J'pc va—ydy J'aqk"”v dy + j 9P dy . (33)

FUr den zweiten Term auf der linken Seite erhalt man mittels partieller Integration
unter Verwendung der Kontinuitatsgleichung (29)

JT dp
J'pc vgdy [cpva +C IT dy . (34)
Durch Zusammenfassung des zweiten Terms auf der rechten Seite mit dem
ersten Term der linken Seite in Gleichung (33) folgt

[
fa(pT EN d
Cp j %dy +[pVTCp:|0 = _qkonv +d_f:)5th ) (35)

0
Durch Anwendung des idealen Gasgesetzes auf den ersten Term sowie ein
erneutes Einsetzen der Kontinuitatsgleichung (29) fur die Geschwindigkeit v im
zweiten Term und einigen vereinfachenden Umformungen ergibt sich dann die
Bestimmungsgleichung fir die thermische Grenzschichtdicke,

% pg dp 1 1 dpm qkonv +qstr

= -0, —— o, + .
dt P dt pPx . P dt " mekaonv (36)

Die Dichte pn, stellt dabei die innerhalb der Grenzschicht gemittelte Gasdichte dar.
Die zeitliche Integration dieses Ausdrucks findet in jedem Zeitschritt fir jede
Wandzelle statt, so dass in jeder Wandzelle der Warmeubergangskoeffizient und
damit der Wandwéarmestrom nach Gleichung (23) berechnet werden kann. Zur
Verdeutlichung der Modellvorstellung ist in Bild 10 der Wandzellenbereich exem-
plarisch dargestellt.

gemittelte
------------- thermische Grenzschicht

; thermische ™
Wand Grenzschicht

Bild 10: Modellierung der Konvektion
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Zu Beginn der Berechnung, also zum Zeitpunkt ,Einlass schlie3t (ES)“, wird wie
in Bild 29 dargestellt die Brennraumoberflache analog zu [MOK85] und [MWT87]
in sechs isotherme Teilflachen unterteilt und dort jeweils ein Startwert fir die
Grenzschichtdicke vorgegeben.

Die zeitlichen Verlaufe der thermischen Grenzschichtdicken sind beispielhaft fir
den Kolbenmuldenboden und fiir den Zylinderkopf oberhalb der Kolbenkrone in
Bild 11 dargestellt. In der Simulationsrechnung wurde keine Rul3wandanlagerung
berticksichtigt, so dass konstante Wandtemperaturen verwendet wurden. Zur
Verdeutlichung sind die mittlere Gastemperatur und die Wandtemperaturen des
Zylinderkopfes (T = 400 K) und des Kolbenmuldenbodens (T = 465 K) mit aufge-
fuhrt. Wenn die Bauteiltemperaturen wahrend der Kommpression mit der Zylin-
dergastemperatur Gbereinstimmen, wachst die Grenzschichtdicke ins Unendliche.
In diesem Fall liegt kein Temperaturgefélle vor, somit kann auch keine thermische
Grenzschicht ausgebildet sein.

— 6 - s 1600

S Zylinderkopf : l [ ket

£ S i i - 1400
2% B PN

2 | | Kolbenboden | N o
g, : N
O | -' ) =
£ I ! - 1000 ®
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N | | : o
3 ! ! /__,._/ 800 £
o 2] R :
2 s o 8
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Bild 11: thermische Grenzschichtdicke am Zylinderkopf und am Kolbenboden

Beide Kurven fallen danach wieder steil ab und erreichen wéhrend der ablaufen-
den Verbrennung in der Nadhe des oberen Totpunktes ihr Minimum. Dadurch
nimmt der konvektive Warmeulbergangskoeffizient zu diesem Zeitpunkt seinen
maximalen Wert an.

Die Differentialgleichung 1. Ordnung zur Bestimmung der thermischen Grenz-
schichtdicke wird unter Beachtung der Anfangs- und Randbedingungen mittels
des klassischen Runge-Kutta-Verfahrens vierter Ordnung gelést [HER95]. Dieses
Verfahren zeichnet sich durch gute Konvergenz bei akzeptablen Zeitschrittweiten
aus.
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4.2 Strahlungswarmetbergang

Neben den durch den konvektiven Warmeulbergang auftretenden Warmeverlus-
ten verursacht die Rul3strahlung im Dieselmotor zusatzliche Energieverluste
wahrend der diffusiven Verbrennung. Das Problem bei der Berechnung der
RuRstrahlung liegt in den noch nicht vollstandig verstandenen Bildungsmecha-
nismen von Rufd und der damit verbundenen Ungenauigkeit der Modelle. Das in
dieser Arbeit eingesetzte Zweigleichungs-Rul3modell (s. Kap. 6.2) kann daher nur
qualitativ den zeitlichen RufRverlauf wiedergeben. Das in der dieselmotorischen
Simulationskette folgende Modell zur Ruf3strahlung kann daher ebenfalls nur
qualitative Ergebnisse bezlglich der Strahlungswarmestrome liefern.

Neben der genauen Kenntnis der Rufl3konzentration im Brennraum ist fur die
Modellierung des Strahlungswarmeulbergangs die zu verwendende Strahlungs-
temperatur von entscheidender Bedeutung, da sie mit der vierten Potenz in die
Strahlungstransportgleichung eingeht.

Im Rahmen diese Arbeit wurde trotz der geringen Modellierungstiefe des Rul3mo-
dells ein Strahlungsmodell basierend auf den Arbeiten von Hottel [HOT54],
[HOS64], Siegel und Howell [SIH81] und Morel und Keribar [MOK85], [MOK86] in
KIVA-3V implementiert, um den Strahlungsanteil der Ruf3strahlung in einem
Dieselmotor abschatzen zu kdnnen.

4.2.1 Modellvorstellung

Das in dieser Arbeit verwendete Modell ist ein Zonenmodell und wurde von Hottel
und Sarofim [HOS64] vorgeschlagen, um den Strahlungsaustausch zwischen
Oberflachen zu berechnen. Im Fall der dieselmotorischen Verbrennung im Brenn-
raum sind dies die Oberflachen der Ruf3partikel und der Brennraumwéande. Eine
besondere Rolle bei der Bestimmung des Strahlungsaustausches spielen die
sogenannten Sicht- oder Austauschfaktoren, die den Einfluss der Lage und
Orientierung zwischen zwei Flachen erfassen. Sie bestimmen, welcher Teil des
von einer Flache i insgesamt ausgehenden Strahlungsflusses auf eine andere
Flache | fallt. Hierzu wird der Brennraum in einzelne Zonen unterteilt, wobei
zwischen Wandzonen und volumetrischen Zonen zu unterscheiden ist. Diese
Einteilung kann entsprechend der Diskretisierung des Brennraums des 3d-CFD-
Codes vorgenommen werden. Der Austausch findet zwischen den Zellen, in
denen durch das RuBmodell eine RufRkonzentration berechnet wird und den
Wandzellen bzw. der Brennraumwand statt. Von diesen Zonen wird gefordert,
dass eine homogene Konzentrations- und Temperaturverteilung innerhalb der
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Zonen vorliegt, was fur eine einzelne Rechenzelle im CFD-Code zutrifft. Zusatz-
lich muss beachtet werden, dass die Strahlung aus einer Zelle zu einer Wandfla-
che in den dazwischen liegenden Zonen verringert wird, wenn diese Rul3konzent-
rationen aufweisen. Hierfir werden ebenfalls Austauschfaktoren verwendet, die
von den optischen Eigenschaften, dass heif3t von der Absorptionsfahigkeit und
der Durchlassigkeit (Transmission) der ru3beladenen Zonen abhangt. Hierzu wird
eine RuBwolke definiert, um die jeweilige Absorptionsstrecke von einer Zelle (dV;)
an eine Wandflache (dA)) zu berlcksichtigen. Bild 12 stellt diese Modellvorstel-
lung schematisch dar.

Brennraum-

RuRwolke

Wandzellen

Absorption|  transparent

Bild 12: Modellvorstellung der Strahlungsverhaltnisse

Im Brennraum von Dieselmotoren kénnen zusatzlich folgende Annahmen getrof-
fen werden:
e Die Rul3partikel sind sehr klein, so dass Streuprozesse vernachlassigt wer-
den kdénnen [ABM97], [WIRO03].

e Die abgelagerte Ruf3schicht (schwarzer Strahler) an den Brennraumwan-
den reflektiert keine Strahlung, der einfallende Strahlungswarmestrom wird
nahezu vollstandig absorbiert und Strahlung mit der Oberflachentempera-
tur in der Wandzelle emittiert.

e Der Strahlungsaustausch der Brennraumwande untereinander ist aufgrund
der geringen Temperaturdifferenzen vernachlassigbar.

4.2.2 Berechnung der Netto- Wandwarmestrome

Zur Modellierung des Strahlungswarmestroms eines ruf3beladenen Volumens zu
den Brennraumwéanden sind nach Bild 12 demnach folgende Gro3en zu ermitteln:

a) Absorption der RuRwolke
b) Raumliche Verteilung der Ru3wolke

c) Austauschfaktoren der Volumina und der Flachen zueinander.
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Die erwdhnte Abh&ngigkeit des Strahlungswarmestroms von der Genauigkeit des
eingesetzten RufRmodells stellt die Anfangsbedingung der Strahlungsmodellie-
rung dar. Neben der exakten, lokalen quantitativen Bestimmung der Ruf3bildung
und

-oxidation ist der zeitliche Verlauf Uber dem Arbeitsspiel flr eine realistische
Darstellung der Brennraumstrahlung unbedingt notwendig. Das eingesetzte
Zweigleichungs- Rulimodell (s. Kap. 6.2) ist allerdings aufgrund seiner geringen
Modelltiefe hierzu nur bedingt in der Lage.

a) Absorption: Die Absorption eines mit Rul3 beladenen Volumens ist eine

Funktion des Absorptionskoeffizienten a und der ,Dicke” des Mediums. Ausge-
hend von einer Brennraumzelle durchquert der Verbindungsvektor r zwischen
Zelle und Wandzelle die mit Ruf3teilchen versetzte Ruf3wolke, die mit steigender
RulRkonzentration und hoherer Strahlungstemperatur optisch dichter wird. Ein Tell
der emittierten Strahlung wird entsprechend absorbiert.

e ARG

Bild 13: Absorption innerhalb der Rufwolke

Anhand von Bild 13 wird deutlich, dass in einer infinitesimalen Schicht der Dicke
dx fur die Strahlungsintensitéat gilt:

dl,(x)=-al,(x)dx. (37)

Durch Trennung der Veranderlichen und Integration tber die Lange L des Vektors
vom Ruf3teilchen bis zum Schnittpunkt mit der Ru3wolke ergibt sich das Durch-
lassvermégen der Wolke zu
:4—'L =e ™ =1(r), (38)

1,0
wobei a keine Funktion des Ortes ist. Durch Gleichung (38) wird der Anteil der
Strahlung berechnet, der die Brennraumwand erreicht, wenn der Bereich aul3er-
halb der RuRwolke als transparent behandelt wird. Eine Aussage Uber den Ab-
sorptionskoeffizienten erhalt man mit Hilfe der Mie-Theorie [HUL57] und durch
experimentelle Daten von Gray und Miller [GRM74].
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Es qgilt:
a=1575f,T,. (39)

Die Strahlungstemperatur Tr stellt hierbei das mittlere Temperaturniveau der im
Brennraum vorliegenden Ruf3partikel dar. Ausgehend von den Ergebnissen des
RuBmodells kann die RufRkonzentration im Brennraum durch den sogenannten
RuRRvolumenbruch fy bestimmt werden,

f,=—2—,

Y pRVver (40)
der das Volumen der Ruf3partikel mit dem momentanen Volumen der verbrannten
Zone ins Verhaltnis setzt. Fur die Absorption und die Emission der Rul3wolke gilt
bei Kenntnis der Gleichungen (38) bis (40) und aufgrund des Kirchhoffschen
Gesetzes

o,=1-e* =1-1(r)=¢,. (41)

b) Raumliche Verteilung der RuRwolke: Um abzuschatzen, wie grol3 der Anteil
der Absorption der RuRBwolke, bzw. wie viel der vom Rul3teilchen emittierten
Strahlung an die Brennraumwande gelangt, missen die ruf3beladenen Bereiche
ermittelt und eine Aussage Uber ihre raumlichen Verteilung gemacht werden.
Hierzu werden zwei Rufwolken definiert. Vorausgehende Simulationsuntersu-
chungen haben gezeigt, dass die RufRbildung durch die Einspritzung in die Kol-
benmulde zunéachst innerhalb der Kolbenmulde stattfindet (s. Bild 15). In der
weiteren Expansionsphase breitet sich die Wolke strémungsbedingt in den
»Squish“-Bereich aus. Um dies zu bericksichtigen wird eine zweite Ruf3wolke
definiert. Zur Verdeutlichung der Rul3ausbreitung wird in Bild 15 die Ruf3konzent-
ration in der in Bild 14 dargestellten Schnittebene zu zwei verschiedenen Zeit-
punkten der Diffusionsverbrennung aufgezeigt.

Bild 14: Lage der Schnittebene im 90°-Sektornetz, Ruf [g/cm?]
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20 °KW

5°KW

RuB [g/cm?]

below 2.50e-004 5.00é-004 7.50e-004 above

Bild 15: Modellierung der RuBwolke; 5°KW n. OT RufRwolke in der Kolbenmulde,
20°KW n. OT RufRwolke in der Kolbenmulde und im Quetschspalt

Zur Modellierung der RulBwolken werden in jedem Zeitschritt die Minimal- und
Maximalwerte der x- und z-Koordinaten der ruf3beladenen Zellen bestimmt. Das
Kriterium zur RuRbeladung erfolgt iiber die RuRpartialdichte spd’ innerhalb der
Zelle. Ist diese groRer als spdmin = 2,5e-4 [g/cm?], wird die Zelle als ruBbeladen
markiert. Der Wert fur spdmin kann frei gewéhlt werden. Innerhalb dieser kon-
struierten RuBwolken wird dann eine mittlere Rul3konzentration berechnet und es
konnen nun die absorbierenden Bereiche im Brennraum bestimmt werden. Zur
Berucksichtigung der Absorption ist nach Gleichung (38) der Abstand L des
strahlenden Volumens und des Schnittpunktes des Verbindungsvektors r mit der
RulRwolke zu berechnen.

b) Austauschfaktoren: Zur Bestimmung der Wandwéarmestromdichte missen
zusatzlich noch Austauschfaktoren zwischen den Volumina und den Wandflachen
bestimmt werden. Die in einer Wandzelle absorbierte Warmestromdichte kann als
Differenz der einfallenden und der emittierten Wéarmestromdichte ausgedrtckt
werden,

C'Iabs,WZ = C.Iein - qaus ’ (42)

wobei mit den oben getroffenen Annahmen fir die emittierte Wandwarmestrom-
dichte qilt:

qaus = gROO-TRfO ) (43)

" globale Variable in KIVA-3V, engl.: spd = species density
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Fur den einfallenden Warmestrom gilt nach [HOS67]:
qeinA\NZ :g_SGTRf1 : (44)

Der erste Term (gs ) auf der rechten Seite von Gleichung (44) wird als ,direkte

Austauschflache* zwischen dem Ruf3volumen und der Wandzelle bezeichnet.
Dieser Ausdruck ist eine Funktion des Absorptionskoeffizienten nach Gleichung
(39), des Abstands L und des Verbindungsvektors r zwischen Volumen und
Wand. Dadurch wird die Reduktion des Strahlungswérmestroms durch Absorption
und die relative Lage der Volumina und Wandzellen zueinander bertcksichtigt.
Nach [HOS67] folgt fur die direkte Austauschflache zwischen einem Volumen und
einer Flache:

— 1 acosor(r
s =— ] | T()dA\deVRuG' (45)

VRuB ANZ
Anhand der Gleichung (42) kann nun unter Verwendung der Gleichungen (43) bis
(45) der Strahlungswéarmestrom flur alle Wandzellen bestimmt werden. Zur Be-
ricksichtigung in der Energiebilanz wird die Strahlungstransportgleichung utber

str

einen weiteren Quellterm Q% in der Energiegleichung (GI. (13)) mit der Gaspha-

se gekoppelt:

%+V(ﬁﬁi~) =-Vpli-VJ+pé+Q° +Q° +Q° . (46)

4.3 Rulwandanlagerung

Zwischen den heiRen Verbrennungsgasen und den relativ kithlen brennraumbe-
grenzenden Wanden bildet sich eine thermische Grenzschicht aus. Rul3partikel,
die bei der Verbrennung entstehen und durch die turbulente Brennraumstrémung
zu dieser Grenzschicht getragen werden, wandern langs des Temperaturgradien-
ten an die Wand und lagern sich dort an (vgl. Bild 4). Ein Teil des angelagerten
RuRRes kann aufgrund von hohen Wand- oder hohen Gastemperaturen bei aus-
reichender Sauerstoffkonzentration wieder oxidiert werden. Aus den Geschwin-
digkeiten der Anlagerung einzelner Partikel und der Oxidation wird auf die Ge-
schwindigkeit der gesamten Anlagerung und damit auf die Ru3schichtdicke drsz
geschlossen.

daRS,Z

dt

=Vaz Voxz- (47)
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Aufgrund der Tragheit beider Mechanismen im vorliegenden Wandtemperaturbe-
reich verlaufen die Rul3schichtdickenanderungen so langsam, dass sie wéhrend
eines Arbeitsspiels als konstant angenommen werden konnen [SUF92]. Bild 16
verdeutlicht die Modellvorstellung und zeigt die sich einstellende Ruf3schicht in
den Wandzellen.

Brennraumwand

L~

Bild 16: Ruf3ablagerung

Thermophorese

Nach [KAH90] ergibt sich die Gleichung fir die Partikelgeschwindigkeit eines
einzelnen RulBpartikels zu:

2C.C.v, B\G + CtKn}

R

1) dT

}HW' (48)

VP,Z -

(1+SCmKn){1+ 2?\‘9’+ZCtKn

R
Die Gleichung ist eine Interpolation der exakten Gleichungen fir sehr kleine
Knudsenzahlen (Kn<<1) [BRO62] bzw. sehr grol3e Knudsenzahlen (Kn>>1)
[WASG66]. Die GroRe der RuRpartikel kann jedoch auch in die Ubergangsregion
fallen (Kn=1). Aus diesem Grund wird in der vorliegenden Arbeit, ebenso wie bei
Wolff et al. [WBM97], Kn=1 angenommen. Fir den Temperaturgradienten dT/dy
in Gleichung (48) werden zwei unterschiedliche Formulierungen verwendet und
auf ihren Einfluss auf die RuRanlagerung untersucht. Diese Ansatze beruhen auf
einem

1. neuen Warmeilbergangsmodell mit Bestimmung der Grenzschichtdicke
(siehe Kap. 4.1)

2. und einem turbulenz-basierten Wandwé&rmeitbergangsmodell nach Han
und Reitz [HAR97] (siehe Kap. 5.1).
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Durch die Berechnung der thermischen Grenzschichtdicke zur Bestimmung des
Wandwarmeulbergangs in dem in Kap. 4.1 vorgestellten Modell folgt analog zu
[WBM97] fur den Temperaturgradienten
1dT . 2 Te-Teo
T dy TRO +TG é‘th .

(49)

Fur den 2. Fall wird das standardmafiig in KIVA-3V verwendete Warmeuber-
gangsmodell als Grundlage benutzt. Hierbei wird zunéchst der Temperaturgra-
dient in eine dimensionslose Form Ubertragen.

dT _ dT dy" dT"

dy dT* dy dy™~ (50)
Nach Han und Reitz [HAR97] gelten folgende dimensionslose GroRRen:
dT = q—W*dT+ (51)
PsCp U
Und
T "=2.1In(y")+2.5 (52)
mit dem dimensionslosen Wandabstand
y =LY, 53)

Setzt man die Gleichungen (51)-(53) in Gleichung (50), ein erhalt man den ge-

suchten Ausdruck flir den Temperaturgradienten
dar _ 2.1q, (54)
dy peCevy’

Eine Herleitung fir den Wandwéarmestrom ¢, nach [HAR97] erfolgt in Kap. 5.1.
Alle weiteren Grol3en werden analog nach [SUF92] verwendet und sind in Tabelle
1 dargestellt.

Tabelle 1: Modellkonstanten zur Ruf3anlagerung nach [SUF92]

Konstante Wert
C. 2.37
C. 1.17
C, 2.18
Cn 1.14
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Die Geschwindigkeit eines einzelnen Rul3partikels welches aufgrund des Ther-
mophorese-Effektes in Richtung Brennraumwand wandert, wird durch Gleichung
(48) bestimmt. Um nun eine Aussage Uber die Gesamtgeschwindigkeit der Rul3-
anlagerung zu treffen, muss man die Gesamtmenge an Ruf3, die in der Wandzelle
vorhanden ist mit einbeziehen. Die Anlagerungsgeschwindigkeit ist dann das
Produkt der Partikelgeschwindigkeit (Gl. (48)) und dem sogenannten Ruf3volu-
menbruch, der das Volumen der Rul3partikel in einer Wandzelle mit dem Volumen
der Zelle ins Verhéltnis setzt. Als Anlagerungsgeschwindigkeit erhalt man dem-
nach

. V,
Vo, =fv, vy, mit fv, =-R&, (55)
VZ
Die Gleichung gilt nur fir vpz > 0. Andernfalls wird die Anlagerungsgeschwindig-
keit zu Null gesetzt. Eine Verringerung der Ruf3schichtdicke erfolgt ausschlief3lich
durch Oxidation.

RuRoxidation

Aufgrund des vorhandenen Sauerstoffs in den Wandzellen erféhrt die Ruf3schicht
eine Oxidation an der Oberflache, wodurch die Dicke der Ruf3schicht abnimmt.
Bei der Berechnung der Oxidationsgeschwindigkeit wird das Modell von Nagle
und Strickland-Constable [NSC62] zu Grunde gelegt. Dieses Modell ist bereits im
3d-CFD-Code KIVA-3V fur die Oxidation der freien RulBpartikel implementiert
[AMS97]. Nach Heywood [HEYO02] ergibt eine Multiplikation der Gesamtreaktions-
rate der Oxidation nach [NSC62] mit der Atommasse von Kohlenstoff (Mc=12
g/mol) die Oberflachenmassenoxidationsrate R

R =M, [Hk’}(%mkspoz(l—x) : (56)
Hierbei stehen k; fir empirische Konstanten, po; ist der Sauerstoffpartialdruck und
x bertcksichtigt das Oberflachenverhéltnis der dem Modell zugrundeliegenden
zwei Ruf3arten. Fur weitere Informationen wird auf [NSC62] verwiesen. Aus
dieser Oxidationsrate kann die Oxidationsgeschwindigkeit an der Oberflache der
Ruf3schicht mittels Division durch die Ruf3dichte bestimmt werden. Hierbei ist
aufgrund der Porositat des angelagerten Rul3es eine korrigierte Dichte von prs =
0,17 g/cm® zu verwenden. Durch die zerkliftete Oberflache der RuBanlagerungen
ist eine grolRere Flache den Brennraumgasen und damit dem dort vorhandenen
Sauerstoff ausgesetzt, als aus den geometrischen Abmessungen hervorgeht. Die
Erhdhung der Oxidationsrate muss durch einen geeigneten Korrekturfaktor foy
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nach [WBM97] bericksichtigt werden. Fir die Oxidationsgeschwindigkeit der
RulRanlagerung an der Brennraumwand ergibt sich daraus

Vox,Z = fox ) (57)

Neben der RufB3schichtdicke kann nun auch die Masse an abgelagertem Rufl3
bestimmt werden.

4.4 Warmeleitung

Die sich bei der dieselmotorischen Verbrennung bildenden Rul3partikel kdnnen
sich zum Teil an der relativ kalten Brennraumwand ablagern und dort eine Rul3-
schicht bilden. Aufgrund der isolierenden Wirkung dieser Rul3schicht schwanken
die Rul3oberflachentemperaturen deutlich innerhalb eines Arbeitsspiels. Um
dieses instationare Warmeleitproblem zu berechnen, kann unter der Annahme
konstanter Stoffwerte und ebener geometrischer Verhaltnisse die eindimensiona-
le Warmeleitungsgleichung nach Fourier [MEE99] verwendet werden. Zur Be-
rechnung des Temperaturfeldes muss die Fouriersche Differentialgleichung der
Warmeleitung fur die ebene Wand,

o, _ 0 [, 9T
PG ot dy [ﬂi dy j (58)

mit den entsprechenden Stoffwerten, sowohl innerhalb der Brennraumwand als
auch in der angelagerten Ruf3schicht geldst werden. Die Porositat der Ruf3schicht
erfordert dabei korrigierte Stoffwerte. In der vorliegenden Arbeit werden die von
Wolff et al. [WBM97] vorgeschlagenen Werte fiir die Dichte prs = 170 kg/m®, fiir
die Warmeleitfahigkeit Ars = 0,1 W/mK und fur die spezifische Warmekapazitat
Ccrs= 1260 J/kgK verwendet. Dies erfolgt durch Diskretisierung mit Hilfe eines
Finite-Differenzen-Verfahrens. Dazu wird die brennraumbegrenzende Wand
einschlief3lich der Rul3schicht durch ein Gitter mit variabler Schrittweite dargestellt
(Bild 17).

instationare
RuBschichtdicke
Brennraumwand RuRschicht
AYjq Ay} =0.8 Ay 4 Ay, = const.
JR R SRS Wi ) A
i= 1 j-1 j j+1 WR RO
} Sw N Orst) |

Bild 17: Diskretisierung der Zylinderwand und der Ruf3schicht
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Die ortliche Schrittweite ist innerhalb der Wand variabel. Auf der Kihlmittelseite
wird ein grobes Gitter verwendet, da hier die Krimmung des Temperaturverlaufes
nur gering ist. In Richtung der Brennraumoberflache wird das Gitter immer feiner,
innerhalb der Rul3schicht wird eine konstante Schrittweite von Ay = 1 um verwen-
det. Die Anderung der Gitterschrittweite innerhalb der Brennraumwand wird durch
einen Verkleinerungsfaktor £ = 0,8 bestimmt.

Ay, =€ Ay, . (59)

Numerisches Berechnungsverfahren

Ausgehend von dem beschriebenen Gitternetz wird fur jeden Punkt y; fur jede
Wandzelle die Fouriersche Differentialgleichung der Warmeleitung diskretisiert.
Als numerisches Verfahren zur iterativen Bestimmung der Temperaturen an den
Gitterknoten wird das Crank-Nicolson-Verfahren verwendet. Hierbei handelt es
sich um ein semi-implizites Differenzenverfahren, dass sich durch sehr hohe
Genauigkeit und Stabilitdt auszeichnet. Es werden Temperaturen zu den Zeit-
ebenen t* und t“* zur Berechnung herangezogen, die Diskretisierung wird aber
fiir den dazwischen liegenden Zeitpunkt t“+ At/2 durchgefiihrt. Auf diese Weise
wird die Temperaturableitung durch den zentralen Differenzeinquotienten ersetzt,

k+1/2 k+l _ .k
() e 0)

ot ) At
Die drtliche Ableitung wird ebenfalls durch finite Differenzen abgebildet, wobei
auch hier eine arithmetische Mittelung beziglich des letzten k und aktuellen
Zeitschritts k+1 durchgefihrt wird. Mit dem Verkleinerungsfaktor & ergibt sich

dann folgender Ausdruck fir den Zeitpunkt t* + At/2:

k+}é
i a_T —i k _T1ky_ k _Tk kel kly K+l _ kel
ay[ﬁ. ay] = e nyay? (T =T =T =T+ (T =T (T TN | (61)

Mit der Gleichung (60) und (61) erhalt man fir die Diskretisierung der gesamten
Fourierschen Differentialgleichung (58)

Tik+1 _Tik — 2 ﬂ1 |:(Tk —T-k)—E(T-k —T-k )+(T_k+l_T_k+l)_8(-|—_k+l_-|—_k+1 ] (62)
At (8+]_)piCiAyi2 i+1 i i -1 i+1 i i ic1 .

Diese Gleichung kann innerhalb der Brennraumwand und in der Ruf3schicht zur
Formulierung der Iterationsgleichung herangezogen werden. Dazu mussen die an
der jeweiligen Stelle vorliegenden Stoffwerte eingesetzt werden.



54 4 Modellierung des Wandwarmeubergangs

Rufschicht
Toas| Ars T ]
i \\ pRS ) i
i ol Ses -I—k+1 i
| A AW I
ITRO+1 T |
| T k T —~— |
Ny vabdRy B
i T & } —@— n+1 n Tn-ll
] \ / —.__.+
y

Bild 18: Diskretisierung der Ruf3schicht

Aufgrund der konstanten Schrittweite wird der Verkleinerungsfaktor ¢ innerhalb
der Rul3schicht zu £ = 1 gesetzt. Zur Visualisierung ist in Bild 18 ein entsprechen-
des Gitter dargestellt. Die unbekannten Temperaturen an den Gitterpunkten (k+1)
werden mittels der bekannten Temperaturen (k) iterativ berechnet.

Formt man die Gleichung (62) um, ergibt sich fir die Berechnung der Temperatu-
ren der Zeitebene t“* aus den Temperaturen der Zeitebene t*,

CATMA 4 (14 B)TKE —CT S = ATX, + (14 B)T +CT (63)

i+1 i+17
mit:
_ £ At e
(e +1)c, p,AX?
B = e At A,
Ci P AX;
B £ At
(e +1)c, p,AX?

(64)

Zusatzlich missen nun noch die Koppel- und Randbedingungen an den Réandern
des Gitters und an der Kontaktstelle der Wand mit der Ruf3schicht bertcksichtigt
werden. Analog zur Gleichung (63) ergibt sich kiihimittelseitig

AT +(1+B)T " —CT,* = AT, +(1+B)T +CT (65)
und brennraumseitig folgender Ausdruck
_ATRkO-%1 + (1+ B )TF:(O-*—1 - CTRkS}—l = ATRI’(O—l + (1+ B )TRkO + CTRkO+1' (66)

mit den Koeffizienten nach Gleichung (64) (siehe Bild 17). In diesem formalen
Ansatz treten mit Tx und Tro+1 Temperaturen auf3erhalb des definierten Gitters
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auf. Diese Temperaturen werden mit Hilfe der Randbedingungen eliminiert. Dabei
muss beachtet werden, dass aufgrund der unterschiedlichen Art der Randbedin-
gungen auch die Randpunkte des Gitters unterschiedlich gesetzt werden.

TK le T2k TRkO TRkO +1
(04
Ay Ay
ay | sy 20 2
Yo Y:=Ya Y, 7 Yeo Yrors Y

Bild 19: Randbedingung, links: kihimittelseitig; rechts: brennraumseitig

Kihimittelseitig liegt der Randpunkt i = 1 direkt auf der Grenze, brennraumseitig
liegt die Gebietsgrenze zwischen i = RO und i = RO+1. An der Ruf3schichtober-
flache liegt eine Randbedingung 2. Art vor, in diskretisierter Form ergibt sich

A
TRko+1 :TFlz(o - ;'/RRO (Qony —Tox ) - (67)
)

Auf der Kihimittelseite liegt eine Randbedingung 3. Art vor, die in diskretisierter
Form wie folgt ausgedrickt werden kann

200, A
Tok :Tzk _QKTW(le -T)- (68)

Analoge Gleichungen konnen fir die Zeitebene ty., aufgestellt werden. Nach
Einsetzen der Gleichungen (67) und (68) in die Gleichungen (65) und (66) erge-
ben sich die lterationsvorschriften fur die Randpunkte des Gitters. Neben den
Randbedingungen ist an der Grenze zwischen Wand und Ruf3schicht eine Kop-
pelbedingung fir den Temperaturverlauf und den Warmestrom erforderlich. Fur
diese Koppelbedingung werden die rechts- und linksseitige Wéarmestromdichte
und die rechts- und linksseitige Temperatur an der Grenzflache gleichgesetzt. Es
ergibt sich folgendes Gleichungssystem

T (%AHHB)] —~(A+C) © 0 0 |[T}]
Tk+l ﬂw Tk+l
2 2
Al .. |= A (i+B) € 0 0 ... |=b (89)
Tk Tk
R+ 0 0 ~A (1+B) -C RO
_TRO | _TRO |
I 0 0 0 -A (1+B)]

und dem Vektor b, der die rechte Seite des Gleichungssystems wiedergibt,
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ATY  +(1-B+C)Tx +C

(—%A+l— B)]le +(C+ATS+

AT* +(1-

AT +(1-B)T“+CT}X

AYgs

4oy Ay,

AT,

B)T,“+CT}}

i+1

(70)

i+1

k+1 k+1

(qkonv + qllzonv + qui + q(I'(in )

S

Bei Betrachten der Matrix A fallt auf, dass sie nur Elemente auf der Hauptdiago-
nalen sowie auf der Sub- und Superdiagonalen besitzt. Durch dieses Tridiagonal-
system vereinfacht sich die Losung des Gleichungssystems [FEL97]. Die Berech-

nung des Temperaturverlaufs in der Wand und innerhalb der Ruf3schicht erfolgt

fur jede Wandzelle einzeln.

Die Anfangsbedingungen fir die Temperaturen werden durch ein stationéres,
eindimensionales Widerstandsnetzwerk abgeschéatzt. Hierbei wird der Warme-
durchgang vom Arbeitsgas zum Kuhlmedium (je nach Bauteil Kihlwasser oder
Motordl) unter Beachtung der einzelnen thermischen Widerstande bestimmit.

Die sich ergebenen Ruf3schichtoberflachentemperaturen werden bei der Bestim-

mung der Konvektions- und Strahlungswarmestréme bendtigt.



5 Weiterentwicklung bestehender Modelle 57

5 Weiterentwicklung bestehender Modelle

Die Modellierung des gasseitigen konvektiven Wandwarmeulberganges findet in
KIVA durch die Unterroutine ,lawall*® statt. Das Modell basiert auf den Wandfunk-
tionen, wie sie in Kapitel 2 vorgestellt wurden. In der Version KIVA-3V [AMS97]
wurde eine Abwandlung des in KIVA-II [AOB89] verwendeten logarithmischen
Wandgesetzes vorgenommen. Dieses modifizierte Modell erzielt eine bessere
Ubereinstimmung mit den Messergebnissen [HAR97].

5.1 Modifizierte Wandfunktionen

Wie in Kap. 2 dargestellt, wird der konvektive Wandwarmeubergang in CFD-
Codes haufig durch sogenannte Wandfunktionen in Verbindung mit High-
Reynolds Turbulenzmodellen berechnet. Die Bewertung hat gezeigt, dass be-
stimmte vereinfachende Annahmen getroffen werden kdnnen, ohne die Qualitat
der Vorhersage der Wandwarmestrome zu beeintrachtigen. Aufbauend auf den
Untersuchungen von Launder und Spalding [LAS74] mit den Standard-
Wandfunktionen, die den Warmeubergang stets unterschétzten, entwickelten Han
und Reitz [HAR97] eine modifizierte Wandfunktion, die eine Anderung der Dichte
und der Viskositét innerhalb der inneren Grenzschicht (siehe Bild 6) bertcksichti-
gen. Dieses modifizierte Modell erzielt eine bessere Ubereinstimmung mit den
Messergebnissen. Die Abhangigkeit der Stoffeigenschaften vom Wandabstand
wurde durch mehrere Autoren bestatigt [CHV92], [HAR97], [APD97].

Der Ansatz nach Han und Reitz [HAR97] fur das Temperaturprofil geht von
folgenden Annahmen aus:

e Die Fluidgeschwindigkeit ist direkt parallel zu einer ebenen Wand
e Druckgradienten werden vernachlassigt

e Gradienten normal zur Wand sind sehr viel gro3er, als solche parallel zur
Wand

e j(deales Gas

e Warmeulbergang durch Strahlung wird vernachlassigt

8 engl.: law of the wall
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e viskose Dissipation und Enthalpiediffusions-Effekte in der Energiegleichung
werden vernachlassigt, siehe Gleichung (17).

Die sich daraus ergebene Energieerhaltungsgleichung lautet wie folgt:

aq oT dp :
— = mit
oy Po o0 ot dt —Qmi (71)

__ AN
=2+ A)5 - (72)

Die Anderung der Warmestromdichte g in Normalenrichtung zur Wand wird
beschrieben durch die Anderung der Energie im Kontrollvolumen sowie durch
einen Druckterm und einer Warmefreisetzung durch chemische Reaktionen Q°.
Gleichung (72) stellt den effektiven Warmestrom dar, der sich im wandnahem
Bereich aus einer molekularen Warmeleitfahigkeit 4 und einer turbulenten Wér-
meleitfahigkeit 4; zusammensetzt.

Zusatzlich zu den bereits genannten Annahmen wird von Quasi-Stationaritat
ausgegangen, so dass die beiden ersten Terme auf der rechten Seite der Glei-
chung (71) entfallen, (dT/dt, dp/dt) — 0. Eine Integration der nun vorliegenden
Gleichung tber den Wandabstand mity = 0 und q = gw an der Wand,

T dq = —TQ°dy (73)

und der Verwendung der molekularen und turbulenten Prandtlzahl Pr, Pr; ergibt
sich folgender Ausdruck:

Vo oT ‘e
e, (5t gy~ Q" (74)

Die Untersuchungen von Han und Reitz [HAR97] an einem Dieselmotor haben
gezeigt, dass der Quellterm fiir die Warmefreisetzung Q° vernachléssigt werden

kann. Damit vereinfacht sich die Gleichung (74) weiter und kann mit den folgen-
den Grol3en dimensionslos dargestellt werden. Es gilt:

V+:£ ’ y+:ﬂ , (75)
|4

wobei 1 die sogenannte Wirbelviskositat darstellt und u” die Schubspannungsge-
schwindigkeit ausdriickt. In dimensionsloser Form ergibt sich,
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— C *

Poll gr= 1 gy

Qw i_i_‘ﬁ (76)
Pr Pr,

Integriert man die linke Seite der Gleichung von 0 bis y* und beriicksichtigt die
Anderung der Dichte innerhalb dieses Abstandes mit der Temperatur, erhalt man
unter Verwendung des idealen Gasgesetzes den dimensionslosen Ausdruck:

T T[ :_chp:* dT = pCpUT(::n(T/TW). (77)

Tw w w
Diese dimensionslose Temperatur T* beriicksichtigt die Variation der Stoffeigen-
schaften innerhalb der Grenzschicht, in dem das logarithmische Verhaltnis der
Fluid- und der Wandtemperatur und nicht die arithmetische Temperaturdifferenz
verwendet wird. Zur Integration der rechten Seite der Gleichung (76) untersuch-
ten Han und Reitz verschiedene Ansatze aus der Literatur fur die Beschreibung
von V', dem Verhaltnis von Wirbelviskositat zur molekularen Viskositat und der
turbulenten Prandtlzahl Pr.. Aufgrund der komplexen Korrelationen fiir v entwi-
ckelten sie anhand der berechneten Verlaufe zwei vom dimensionslosen Wand-
abstand abhangige Funktionen, die eine analytische Integration der Gleichung
(76) erlaubten [HAR97]. Die Konstanten wurden so angepasst, das sie mit der

Korrelation von Kays [KCWO05] fur die turbulente Prandtlzahl Gbereinstimmten,

Pr. = 2'7 +0.85, (78)

€

mit der turbulenten Peclétzahl
Pe =v'Pr. (79)

Damit kann die Gleichung (76) vollstandig integriert werden und man erhéalt
folgendes Temperaturprofil fir den inneren Bereich der Grenzschicht:

T =2.1In(y")+2.5 (80)

und daraus den Ausdruck fur den Wandwarmestrom bei Vernachlassigung des
Quellterms und Berucksichtigung der Temperaturabh&ngigkeit der Dichte und der
Viskositét,

_ pc uTIn(T/T,)
W 2.1In(yt)+25

(81)
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Um den Warmestrom aus einer Wandzelle an die Wand zu berechnen, sind
neben den Stoffwerten und den Temperaturen lediglich die GrolR3en der Schub-
spannungsgeschwindigkeit u’, der Abstand y von der Wand und die laminare
kinematische Viskositat v notwendig. Unter Annahme eines lokalen Gleichge-
wichts von Produktion und Dissipation turbulenter kinetischer Energie und eines
konstanten Verlaufs turbulenter Spannungen lasst sich fur die Schubspannungs-
geschwindigkeit die Beziehung

u=cl'Vk (82)

aufstellen [LAS74]. Dadurch wird deutlich, dass sich bei dieser Art der Modellie-
rung die Schubspannungsgeschwindigkeit u~ direkt aus der turbulenten kineti-
schen Energie berechnen lasst und damit die Warmestromdichte q,, direkt Gber
die Definition der Schubspannungsgeschwindigkeit (s. Gleichung (81)) ermittelt
werden kann. FUr den dimensionslosen Wandabstand ergibt sich bei dieser
Formulierung der Zusammenhang

_CitVky

14

: (83)
Um zu gewahrleisten, dass das logarithmische Wandgesetz seine Glltigkeit
besitzt, sollte der optimale Wert des dimensionslosen Wandabstandes y* in einem
Bereich von 30 — 120 liegen (y* - Bedingung). Dieser Bereich wird allerdings bei
innermotorischen Prozessen wahrend eines Arbeitsspiels an mehreren Stellen
nicht erreicht.

— 100 N " <30
= —_

; y' >120
S 80 Summe: 30 > y* >120
(@)

£

e

@

m 60 -

+

=

@

3 40

(@]

c

=

E

i 20 -

<

Q

2

-80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80
Kurbelwinkel [°KW]

Bild 20: Nichterfullung der y*- Bedingung der Randzellen

Bild 20 zeigt anschaulich, wie haufig die y* - Bedingung in den Wandzellen nicht
erfullt wird, oder wie viele Wandzellen bei der Netzgenerierung entweder zu klein
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oder zu grof3 gewahlt worden sind. Die Simulationsrechnung wurde mit dem Netz
,90°_fein“ unter den Betriebsbedingungen des Lastfalles | (Kap. 6.3, Tabelle 5)
durchgefihrt. Insbesondere in der spaten Kompressionsphase von —30 °KW n.
OT bis zum OT sowie kurz nach dem OT und in der spaten Expansionsphase
werden Werte von tber 70% fur die Abweichung erreicht. Durch den zunehmen-
den Einfluss der Quetschspaltstromung wahrend der Kompression erhoht sich die
turbulente kinetische Energie im Brennraum, so dass sich hohe y*-Werte entspre-
chend der Gleichung (83) einstellen und ein erstes Maximum bei ca. -30°KW n.
OT bilden. Die Zunahme der turbulenten Dissipation senkt die turbulente kineti-
sche Energie bis zu einem Minimalwert zum Zeitpunkt ,Auslassventil 6ffnet”. Die
Existenz des zweiten Maxima kurz nach dem OT ist auf die durch den Einspritz-
strahl und durch die Verbrennung generierte Turbulenz zurtickzufihren. Da Bild
20 nur die Anzahl der Zellen darstellt, die die y*-Bedingung nicht erfiillen, zeigt
Bild 21 zur weiteren Verdeutlichung die y*-Absolutwerte der Wandzellen an der
Kolbenoberflache. Um den Einfluss des Einspritzstrahls und der Verbrennung zu
beriicksichtigen, werden die y*-Werte fir einen Zeitpunkt vor Einspritzbeginn
(-15°KW n. OT, Bild 21, linke Seite) sowie entsprechend des in Bild 20 auftreten-
den Maximums bei 5°KW n. OT dargestellt. Die grafische Darstellung zeigt insbe-
sondere im Bereich der Kolbenmuldenseitenwand sehr hohe y*-Werte, die sehr
groRRe Abweichungen von der y*-Bedingung aufweisen. In den dunkelroten Berei-
chen ergaben sich in einzelnen Zellen y*-Werte von bis zu y*= 2600.

-15.0 °KW 5.0 °KW
y*-Werte
below 120 240 360 480 600 720  above
30 180 300 420 540 660 780

Bild 21: Berechnete y*- Werte auf der Kolbenoberflache fur ein feines Gitter
(84287 Zellen) bei —15°KW n. OT und 5°KW n. OT
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Netzabhangigkeiten

Der dimensionslose Wandabstand y* ist keine von vornherein bestimmbare
geometrische Grol3e, da die Wandschubspannungsgeschwindigkeit mit in die
Berechnung eingeht. Aus diesem Grund missten zunéchst Berechnungen durch-
gefuhrt werden, um zu beurteilen, ob der Wandabstand klein oder grol3 genug
gewdahlt war. Um den Einfluss unterschiedlicher Gitterauflésungen zu verdeutli-
chen, sind in Bild 22 die y*-Werte fiir zwei Netze mit unterschiedlicher Zellengro-
Be in der Kolbenmulde dargestellt. Eine detaillierte Beschreibung der Netze findet
sich in Kap. 6.2. In der exemplarisch ausgewéhlten Kurbelwinkelstellung von
5°KW n. OT sind deutliche Unterschiede in den auftretenden y*-Werten aufgrund
der unterschiedlichen Zellhéhen y der Wandzellen zu erkennen. Hieraus resultie-
rend ergeben sich ebenfalls unterschiedliche Wandwéarmestréme.

feines Gitter (84287 Zellen) grobes Gitter (48901 Zzellen)

5.0 ° KW 5.0 °KW
y*-Werte
below 120 240 360 480 600 720  above
30 180 300 420 540 660 780

Bild 22: Berechnete y*- Werte und Warmestromdichten auf der Kolbenoberflache,
links: feines Gitter, rechts: grobes Gitter (vgl. Kap. 6.2)

Diese Untersuchungen zeigen, dass in einem starren Gitter eine zum Teil starke
Verletzung der y*-Bedingung in groRen Bereichen der Randzellen wahrend des
Kompressions- und Arbeitstaktes vorliegt [LRMO3], [LEBO4].

In Brennraum eines Verbrennungsmotors allerdings musste aufgrund des turbu-
lenten instationaren Stromungsfeldes durch die Kolbenbewegung, den Drall und
die Tumblestromung, den Sprayeintrag und die Verbrennung eine kontinuierliche
Veranderung des dimensionsbehafteten Wandabstands stattfinden, um zu jedem
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Zeitpunkt wahrend eines Arbeitsspieles zu gewahrleisten, dass der entsprechen-
de y"-Wert vorliegt. Im folgenden Kapitel wird daher ein Verfahren vorgestellt,
dass eine dynamische, adaptive Randzellenoptimierung beziiglich des y*-Wertes
vornimmt und damit gewébhrleistet, dass die Zellen an der Wand innerhalb der
vollturbulenten Grenzschicht liegen.

5.2 Dynamische Randzellenadaption

Die Netzgrof3e und daraus folgend auch die Gesamtanzahl der Zellen ist immer
ein Kompromiss zwischen numerischer Stabilitdt und Rechenzeit. Insbesondere
an Randgebieten wie Wanden kommt es zu einer ungenugenden Aufldsung
vorhandener Temperatur- und Stromungsgrenzschichten. Um eine Kkorrekte
Darstellung der Warmestrome an der Wand zu gewahrleisten, muss eine dyna-
misch, adaptive Netzbewegung erzeugt werden, die jederzeit in der Lage ist, die
wandnachsten Zellen derart in ihrer Grol3e zu verandern, dass eine ausreichende
Auflésung der Grenzschicht moglich wird, und damit auch der Bereich der loga-
rithmischen Grenzschicht (vgl. Kap. 2.2.2, Bild 7) nicht verlassen wird [KSKO02],
[VEMO2].

5.2.1 Berechnung der adaptierten Zellgrofe

Das in Kap. 5.1 vorgestellte Warmelubergangsmodell nach Han und Reitz
[HAR97] verwendet zur Berechnung des dimensionslosen, normierten Wandab-
stand y* einen turbulenzbasierten Ansatz entsprechend der Gleichung (83). Durch
Umformung dieser Beziehung erhalt man fir den gesuchten dimensionsbehafte-
ten, adaptierten Wandabstand

V= 212 (89
cﬂ“\/E
wobei y'so1 hierbei den gewiinschten y*-Wert bezeichnet, der vorgegeben wird
und auf welchen sich das Netz einstellen (adaptieren) soll. Im Rahmen dieser
Arbeit wurde ein Zielwert von y* = 80 vorgegeben, der relativ zentral innerhalb der
logarithmischen Grenzschicht liegt [LRMO3], [LEBO04]. Bei hohen Drallzahlen und
durch die Erhéhung des Turbulenzniveaus aufgrund der Einspritzung kénnen sich
sehr kleine y-Werte ergeben, die zu numerischen Problemen fuhren kdnnten.
Daher wird die minimale ZellgroRe auf yaqa = 10pm festgelegt. Die Werte fur die
kinematische Viskositat v und die turbulente kinetische Energie k werden direkt
dem Stromungsfeld entnommen und auf die Nachbarknoten der Wandknoten in
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y-Richtung interpoliert. Der berechnete Wert fir yaq4q gibt nun an, ob die Wandzel-
le vergréRert oder gestaucht werden muss.

5.2.2 Knotenverschiebung

Mit der Vorgabe des y*- Wertes wird der Wandnormalenabstand y berechnet. Bei
bekanntem Betrag des ya.qa-Wertes mussen die Knoten der wandnachsten Zell-
schicht verschoben werden. Diese Verschiebung der einzelnen Knoten soll im
Bereich der Kolbenmulde mit Hilfe von Bild 23 erlautert werden. Um die Ver-
schiebungsrichtung festzulegen, wird zunachst ein Normalenvektor n auf jedem
in der Kolbenmulde liegenden Knoten gebildet. Hierzu wird das Kreuzprodukt aus
den Verbindungsvektoren AB und CD der vier Nachbarknoten, A und B in radia-
ler Richtung (x) sowie C und D in Umfangsrichtung (y) gebildet. Anschlie3end
werden die Knoten der wandné&chsten Zellschicht entlang der Normalenvektoren
verschoben, bis der gewlinschte Wandabstand erreicht ist.

Bild 23: Verschiebung der Knoten entlang des Normalenvektors

In Bild 23 ist die urspriingliche (punktierte Linie) und die adaptierte Geometrie
einzelner Wandzellen im Bereich der Kolbenmulde dargestellt. Analog dieses
Vorgehens werden alle Wandzellen im Brennraum entsprechend der Stromungs-
und Turbulenzbedingungen angepasst. Um die exakte Abbildung der Geometrie
der Kolbenmulde zu erhalten sollte innerhalb der Mulde ein ,feines” Gitter gewahlt
werden. Des Weiteren musste die snap-Routine in KIVA-3V durch den Ansatz
nach [AMS99] erweitert werden, um auch nicht vertikal Ubereinander liegende
Zellen im ,squish“-Bereich berechnen zu kénnen.

5.2.3 Relaxation

Aufgrund der instationaren Bedingungen im Motor variiert die Grenzschichtdicke
mit dem Ort und der Zeit. Durch die dynamische Adaption der wandnachsten
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Zellschicht ergeben sich daher sehr kleine oder sehr groRe Wandzellen, wobei
die angrenzende Zellschicht in ihrer GréRe unverandert bleibt. Dies fuhrt zu
einem schlechten GroéRenverhaltnis der Zellen in der Normalenrichtung zur Wand
und kann zu Konvergenzproblemen insbesondere bezuglich diffusiver und kon-
vektiver Flusse fuhren. Zusatzlich kbnnen dadurch hohere Rechenzeiten auftre-
ten. Um diese Konvergenzprobleme zu umgehen, wird ein Relaxationsverfahren
angewendet, um einen allméhlichen Abfall der ZellgréRen zur Wand hin zu er-
zeugen. Das Verfahren verwendet hierfir eine geometrische Summe oder auch
eine endliche geometrische Reihe, die wie folgt definiert ist:

n-1 L n_
Zwk:ﬁ:1+w+w2+....+w”‘1zw L owet, (85)
k=0 Yada w-1

wobei n die Anzahl der Zellen in y-Richtung sind und w den sogenannten Wachs-
tumsfaktor darstellt. Dieser Faktor sichert den allmahlichen Abfall in den Zellgro-
Ben bis hin zur Wandzelle (vgl. Bild 24). Da sowohl die Anzahl der Zellen n, die
ZellgroRe der Wandzelle yaqa, als auch die Gesamtlange Lges bekannt ist, kann
aus der Gleichung (85) mit Hilfe des Newton-Raphson-Verfahrens zur Bestim-
mung der Nullstellen der Wachstumsfaktor w ermittelt werden. Damit lassen sich
alle Knoten in y-Richtung, wie in Bild 24 dargestellt, verschieben.

y

>

ges

Wandzelle

/‘ ?
yada lyadalwzyadal Teus IwnzyadaI Wnilyada

g !

ZellgroRe nimmt ab

Bild 24: Relaxation der Netzstruktur

Die Gitterverschiebung verursacht einen Stoff- und Energietransport tber die
Zellgrenzen, der anschlieRend nach der vollstandigen Relaxation aller Knoten in
einer weiteren Routine berechnet wird.

Zur Berechnung des Wandwarmeibergangs entsprechend der Gleichung (81)
wird die adaptierte Netzstruktur aus dem vorigen Zeitschritt verwendet. Aufgrund
der kleinen Zeitschrittweiten ist der Fehler allerdings zu vernachlassigen.
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In Bild 25 wurde eine Simulationsrechnung mit Randzellenadaption fir den
Referenzfall (Kap. 6.3, Tabelle 5) durchgefiihrt. Dargestellt sind jeweils auf der
linken Seite die y*-Werte an der Kolbenoberflache fiir den Wertebereich innerhalb
der y'-Bedingung, 30 < y'< 120. Auf der rechten Seite ist ein aufgezoomter
Ausschnitt einer x-z-Schnittebene an der Kolbenmuldenseite abgebildet. Es ist
deutlich zu erkennen, wie die Zellen in ihrer Gro3e angepasst werden, um dem
y*-Sollwert zu geniigen. Der Einfluss der Strémungs- und Turbulenzbedingungen
wird vor allem an der Kolbenmuldenwand sichtbar: Aufgrund der Strémungsge-
schwindigkeit an der Wand werden die wandnachsten Zellen auf weniger als 1/5
ihrer Ursprungsgrof3e verkleinert. Eine ahnliche Reduktion der Zellgro3en ist auch
an den anderen Brennraumbegrenzungen zu erkennen. Jedoch ist die Grenz-
schichtdicke aufgrund schwankender Bedingungen unterschiedlich stark ausge-
pragt. Ebenfalls deutlich wird die Funktionsweise der Relaxation, welche eine
progressive Anpassung von der Wand bis zum Zentrum des Netzes der Zellgro-
Ben vornimmt. So wird eine gestufte Anpassung der ZellgréRen erzielt und zu
grol3e ZellgroRenspriinge vermieden.

i I'

.\ Muldenseite y*-Werte 1 Muldenseite

y*-Werte

below 30 60 90 120 above | below 30 60 90 120 above | |

0°KW n. OT

t., 10°KW n. OT

L

Bild 25: y*-Werte, links: 0°KW n. OT und rechts: 10°KW n. OT mit wandadaptiertem Netz
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6 Verifikation der Warmeubergangsmodelle

6.1 Experimentelle Untersuchungen

Zur Verifikation der in den vorhergehenden Kapiteln vorgestellten Wandwarme-
Ubergangsmodelle werden Oberflachentemperaturmessungen herangezogen.
Eiglmeier [EIGO0] applizierte 32 Messstellen in einem direkteinspritzenden Einzy-
linder-Diesel-Forschungsaggregat OM442LA der DaimlerChrysler AG. Die An-
wendung der Oberflachentemperaturmethode erlaubt die Berechnung der ein-
dringenden Warmestromdichten an den entsprechenden Messstellen und ermég-
licht somit die Uberpriifung der getroffenen Modellvorstellungen.

6.1.1 Versuchsaggregat

Neben den Oberflachentemperaturmessungen ist eine Druckindizierung vorge-
nommen worden. Abgasmessungen sind nicht durchgefihrt worden. Die motor-
spezifischen Daten des Versuchstragers sind in Tabelle 2 aufgefihrt.

Tabelle 2: Spezifikationen des Versuchsmotors

Motor OM442LA DaimlerChrysler
Geometrie
Hubvolumen 1,83 dms3
Bohrung 128 mm
Hub 142 mm
Pleuellange 256 mm
Verdichtungsverhaltnis 16,25
Kolbenmuldendurchmesser 66 mm
Kolbenmuldentiefe 26 mm

Ventiltrieb

Ventilsteuerzeiten

ES = -140°KW; AO = 100°KW

Einlassventildurchmesser 1 x55 mm

Auslassventildurchmesser 1x48 mm
Einspritzsystem

Offnungsdruck Einspritzdiise 183 bar

Anzahl der DUsenbohrungen 4

Durchmesser Disenbohrungen 0,365 mm

Forderbeginngrundeinstellung 14°KW vor OT
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Das Aggregat arbeitet nach dem 4-Takt-Prinzip und ist mit einer Serien-
Reiheneinspritzpumpe ausgestattet, in der nur ein Pumpenelement aktiviert ist.
Eine Olkonditionierung erlaubt das Aufheizen bzw. Kihlen des umgewalzten
Motoréls auf eine einstellbare Temperatur, um auch ohne risikoreiche Laufzeiten
des Motors ein Aufwadrmen der Bauteile zu erméglichen. Durch die kombinierte
Anordnung einer Wasserwirbelbremse und eines Elektromotors auf der Abtriebs-
seite des Motors kann das Aggregat sowohl geschleppt als auch gefeuert betrie-
ben werden. Ein motor-unabhangiger, zuschaltbarer Verdichter ermdglicht einen
aufgeladenen Betrieb des Verbrennungsmotors mit Ladedriicken bis 3 bar Uber-
druck. Die beiden Ventile fur den Ladungswechsel, der Motor besitzt je ein Ein-
lass- und Auslassventil, werden Uber StdRelstangen und Kipphebel gesteuert.

6.1.2 Messwerterfassung und —verarbeitung

Um das Verhalten des Wandwéarmeutbergangs Uber einen weiten Kennfeldbereich
zu untersuchen, wurden mit Hilfe von Oberflachenthermoelementen die Oberfla-
chentemperaturen bei unterschiedlichen Betriebspunkten von Eiglmeier [EIGO00],
[ELMO1] bestimmt. Gemessen wurde sowohl im geschleppten Betrieb als auch im
gefeuerten Betrieb. Der Drehzahlbereich erstreckte sich von n = 600 —1200
U/min. Eine Steigerung der Drehzahlen Gber 1200 U/min konnte aufgrund der
verwendeten Kabelschwinge, die fiir einen héheren Drehzahlbereich nicht ausge-
legt ist, nicht durchgefiihrt werden. Ein Ausfall der Schwinge hatte hier zu einem
Verlust des Messkolbens fuhren kénnen. Die Messung der Oberflachentempera-
turen an den genannten Betriebspunkten erfolgte erst, nachdem sich nach meh-
reren Minuten Betriebsdauer ein streng periodischer Zustand des instationaren
Temperaturfeldes und eine stationdare Rul3schichtdicke auf den Bauteiloberfla-
chen eingestellt hatte.

Zur raumlich aufgeldosten Messung der instationdren Oberflachentemperaturen
des Brennraumes wurden eine Laufbuchse mit 12, ein Leichtmetallkolben mit 13
und ein Zylinderkopf mit insgesamt 7 Oberflachenthermoelementen in 3 Adaptern
(Injektor Adapter fur geschleppten Betrieb, Druckindizierbohrungsadapter, Ventil-
adapter) bestickt (s. Bild 26). Die Bestlickung des Kolbens umfasste die Verle-
gung der Messleitungen bis zu zwei definierten Lotstitzpunkten am Bauteil. Die
Lotstutzpunkte wurden mit zwei Vergleichsmessstellen (Widerstandssensoren
PT100) ausgestattet, die fur die Thermoelemente zur Kaltstellenkompensation
notwendig sind. Die Messstellen im Kolben wurden aus Platzgriinden nur in einer
Ebene angeordnet, die senkrecht zur Kolbenbolzenachse liegt (Bild 26). Die
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Anordnung der Thermoelemente im Zylinderkopf erlaubt im gefeuerten Betrieb

nur eine Messung der Oberflachentemperaturen durch den Ventil-Adapter im
Bereich des Zylinderkopfes oberhalb der Kolbenkrone. Diese begrenzte raumli-
che Auflésung muss bei der Ergebnisdiskussion bericksichtigt werden. Aufgrund
der zu beflrchtenden mechanischen Beschadigung durch Kontakt mit den Kol-
benringen konnten keine Thermoelemente im mittleren und unteren Bereich der

Laufbuchse angeordnet werden.

Fur eine ausfuhrliche Beschreibung der experimentellen Untersuchungen sowie

der Auswertung der Messeergebnisse wird auf Eigimeier [EIG00] verwiesen.

| . | :
® Kolbeimulde /
7 !

Adaplt/er )

Indizierbohrung - :
® &

Adapter.
“Injektor

Laufbuchse

K8 k9 K10 Il

W< k3Ké k5 K6 K7 1l IOOI

i+ Kolbenachse = Bolzenachse

Bild 26: Anordnung der Oberflachenthermoelemente am Zylinderkopf, Kolben und

Laufbuchse nach [EIG0OQ]

Oberflachentemperaturmethode

Zur experimentellen Bestimmung der Wandwéarmestromdichte im Versuchsmotor
verwendete Eiglmeier [EIG00], [ELMO1] die Oberflachentemperaturmethode. Sie
basiert auf der Messung des Temperaturverlaufs T,, (x=0,t) an der Oberflache der
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Brennraumwand, aus dem unter der Voraussetzung eines eindimensionalen
Temperaturfeldes der auftretende Warmestromverlauf berechnet werden kann.

Fur ausfuhrliche Untersuchungen bezuglich der zu erwartenden Messungenauig-
keiten und der Anwendbarkeit dieser Messmethode wird auf Bargende [BAR91],
Vogel [VOG95] und Huber [HUB90] verwiesen.

6.2 Implementierung der Warmeiubergangsmodelle in KIVA-3V

Die thermodynamischen und stromungsmechanischen Ablaufe im Verbren-
nungsmotor sind durch instationdre und turbulente Prozesse gekennzeichnet. Die
Uberlagerung von chemischen Reaktionen mit den physikalischen Vorgangen
sowie die komplexen dreidimensionalen Geometrien und zeitlich variierenden
Stromungsquerschnitte erhdhen zuséatzlich die Schwierigkeit bei der theoreti-
schen Betrachtungsweise. Das in dieser Arbeit verwendete Simulationsprogramm
KIVA-3V° [AMS97] ist ein 3d-finite Volumen CFD- Code, welcher numerische
Kalkulationen von dreidimensionalen, chemisch reagierenden Fluidstromungen
ausfuhrt. Der Code l6st die gemittelten Transportgleichungen in bewegten Gittern
und eignet sich insbesondere zur Berechnung turbulenter Verbrennungsprozesse
in Verbrennungsmotoren [RER95]. Im Gegensatz zu vielen anderen CFD- Codes
ist der Quellcode bei KIVA frei verfliigbar und bietet somit grof3e Vorteile bei der
Implementierung von neuen Modellen. Zur rAumlichen Diskretisierung wird das
Stromungsfeld dabei unter Beachtung der bestehenden Randbedingungen in eine
endliche Zahl von Kontrollvolumina aus blockstrukturierten Hexaederzellen
unterteilt. Basierend auf der ALE'°-Methode [HAC74], [PRA75] wird zwischen
einer Lagrangeschen und Eulerschen Betrachtungsweise unterschieden. Fir
jedes der Kontrollvolumina werden die Erhaltungsgleichungen in einer gekoppel-
ten Lagrangeschen / Eulerschen -Betrachtungsweise geltst. Im Gegensatz dazu
wird das Verhalten der dispersen flissigen Phase (Kraftstofftropfen) mit Hilfe der
Lagrangeschen Betrachtungsweise berechnet. Der Massen-, Impuls- und Ener-
gieaustausch zwischen Gas und Flussigkeit wird durch sogenannte Quellterme in
den Erhaltungsgleichungen bericksichtigt.

Die Bewegung des Kolbens wird in KIVA durch den sogenannten snap-
Algorithmus ermdglicht. Ausgehend von einem Gitter, bei welchem sich der

® Entwicklung: National Laboratory, Los Alamos, New Mexico, USA

1% engl.: Arbitrary-Lagrangian-Eulerian
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Kolben im UT befindet, werden die Zellebenen in der Kompressionsphase entlang
der Zylinderachse zunédchst komprimiert. Unterschreitet die Zellhéhe einen ge-
wissen Wert, eliminiert der Code eine Zellebene (snap) und sortiert die Felder
tber die Zellen neu [AOB89].

Anfangs- und Randbedingungen der 3d-CFD Simulation

Der erste Schritt in der 3d-Simulation besteht in der Generierung eines die Geo-
metrie genau abbildenden Rechennetzes. Dieser Prozess erweist sich als beson-
ders problematisch, wenn der Brennraum eine komplexe Geometrie besitzt, wie
z.B. spezielle Ausfihrungen des Kolbens oder des Zylinderkopfes. Je nach
Genauigkeit der Netzgenerierung kann das reale Stromungsfeld entsprechend
gut wiedergegeben werden. Hierbei ist allerdings zum einen auf ein, die Numerik
beeinflussendes, adaquates GroRRenverhaltnis der Zellen zu achten (H6he zur
Breite), zum anderen muss die Gesamtanzahl der Zellen so niedrig wie mdglich
gehalten werden, um die Rechenzeit in vernlnftigen Gréf3enordnungen zu halten.
Um die Zellenanzahl zu reduzieren, werden Symmetriebedingungen ausgenutzt,
die z.B. von der Anzahl der Einspritzlocher des verwendeten Injektors bzw. von
den geometrischen Bedingungen des Kolbens oder des Zylinderkopfes abhéngig
sind.

. .

fein grob

Bild 27: 90°-Sektor Rechennetz links: (90°_fein), 84287 Zellen, rechts: (90°_grob), 48901
Zellen

FUr Testrechnungen und Grundlagenuntersuchungen, wie z.B. Untersuchungen

zur Netzabhangigkeit, werden die in Bild 27 dargestellten Rechengitter verwen-

det. FUr die Berechnung mit KIVA-3V werden an der Vorder- und Ruickseite der

Sektorelemente sogenannte ,zyklische Randbedingungen“ aufgepragt, so dass

der CFD-Code den 90°-Sektor als 360°-Rechennetz in der Berechnung behan-
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delt. Die Reduzierung auf einen 90°-Sektor ist aufgrund einer Vierloch-
Einspritzdiise und einer zunachst axial mittig angenommen Kolbenmulde méglich.
Das Gitter auf der linken Seite in Bild 27 besitzt in radialer Richtung (x-Richtung)
34 Zellen, in Rotationsrichtung (y-Richtung) 15 Zellen und in axialer Richtung (z-
Richtung) 55 Zellen in der Kolbenmulde. Die Zellenanzahl und —gréR3e bleiben in
diesem Bereich im Gegensatz zum Bereich oberhalb der Kolbenkrone wahrend
der Kompression und der Expansion unverandert. Die 56 Zellen in z-Richtung (im
UT) des Bereichs oberhalb der Kolbenkrone werden wéahrend der Kompression
durch den sogenannten snap-Algorithmus bis auf ein Minimum von 5 Zellen im
OT reduziert und entsprechend wahrend der Expansion wieder hinzugefugt.

Um eine maoglichst geringe Zellenanzahl bei guter numerischer Qualitat zu erhal-
ten, ist der Bereich oberhalb der Kolbenkrone mit nur 14 Zellen in radialer Rich-
tung grober aufgelost als in der Kolbenmulde. Die feinere Auflosung innerhalb der
Mulde dient zum einen der genaueren Abbildung der Kolbenmuldengeometrie,
zum anderen zur exakteren Beschreibung der um den OT in der Kolbenmulde
stattfindenden Prozesse, wie Einspritzung, Verdampfung und Verbrennung.
Insgesamt entspricht das einer Netzgrol3e von 84287 Zellen im UT. Dieses Gitter
soll im Weiteren als ,90° fein“ bezeichnet werden. Auf der rechten Seite in Bild
27 ist ein weiteres 90°-Sektornetz dargestellt, wobei hier die Zellenanzahl auf
48901 Zellen im UT reduziert wurde. Dieses Netzt besitzt dementsprechend in
der Kolbenmulde nur 24 Zellen in radialer Richtung (x-Richtung), 15 Zellen in
Rotationsrichtung (y-Richtung) und 31 Zellen in axialer Richtung (z-Richtung). Es
soll daher nachfolgend mit ,90°_grob“ bezeichnet werden.

Bild 28: 360°-Sektor Rechennetz, 167579 Zellen

Um den Einfluss der im Versuchsmotor zur Zylinderachse um 2,72 mm in x-
Richtung versetzten Kolbenmulde sowie die Wirkung des hei3en Auslassventils
zu bericksichtigen, wird zusatzlich ein Gitter verwendet, das die gesamten 360°
Zylindervolumen abbildet. Aufbauend auf dem Netz 90° grob ergeben sich
167579 Zellen im UT (Bild 28). Zur Beriicksichtigung der héheren Wandtempera-
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tur des Auslassventils und der damit verbundenen kleineren treibenden Tempera-
turdifferenz kann den Wandzellen des Zylinderkopfs, die der realen Lage des
Ventils entsprechen, eine héhere Wandtemperatur vorgegeben werden.

Die hier vorgestellten Rechennetze erlauben aufgrund der fehlenden Einlass- und
Auslasskandle nur die Simulation des Hochdruckprozesses. Hierzu wird zum
Zeitpunkt ES eine zur Zylinderachse symmetrische Blockdrallstromung vorgege-
ben. Die Vereinfachung ist gerechtfertigt, da ein Grol3teil der im Ladungswechsel
generierten turbulenten kinetischen Energie wahrend der Kompression dissipiert
wird und der Drall in modernen Dieselmotoren mit tiefer Kolbenmulde die domi-
nierende Strémungsstruktur darstellt [FUR98].

Zur besseren Vergleichbarkeit wird, neben den berechneten lokalen Wandwar-
mestromen in den einzelnen Wandzellen, die Brennraumoberflache in sechs
ortlich isotherme Teilflachen nach [MOK85] und [MWT87] eingeteilt (Bild 29).

(1) Zylinderkopf oberhalb Kolbenmulde
(2) Zylinderkopf oberhalb Kolbenkrone
(3) Laufbuchse

(4) Kolbenkrone

(5) Kolbenmuldenseite

(6) Kolbenmuldenboden

Bild 29: 90°-Sektor Rechennetz, Darstellung der Teilflachen 1-6, [MOK85] und [MWT87]

Des Weiteren mussen zusétzlich thermodynamische GroéRen wie Druck, Tempe-
ratur und Gaszusammensetzung, das Einspritzgesetz und die verwendeten
Modellkonstanten zum Zeitpunkt ES als Anfangsbedingung vorgegeben werden.
Die Simulation endet mit dem Offnen des Auslassventils. Tabelle 3 fasst die
wichtigsten Parameter zur Simulation mit KIVA-3V zusammen.

Die Anfangsbedingungen fiir die Brennraumwandtemperaturen werden durch das
in Kap. 4.4 erlauterte, stationare, eindimensionale Widerstandsnetzwerk bereitge-
stellt.
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Tabelle 3: Eingabeparameter fiir die Simulation

Parameter Wert
Brennstoffdichte (C14H30) 0.72 g/lcm?®
Brennstofftemperatur 340 K
Drall bei ES 2.15
Druck bei ES variiert je nach Lastfall (Tabelle 5)
Temperatur bei ES 305 K

Gaszusammensetzung bei ES
N, 76.750 %
0O, 22.951 %
CO, 0.2077 %
H,O 0.09130 %

Zur Modellierung der vielfaltigen physikalischen und chemischen Vorgange
wéhrend der Kompression, der Verbrennung und der Expansion sind in KIVA-3V

geeignete Modelle implementiert, die die ablaufenden Prozesse beschreiben. Im
Folgenden werden die in dieser Arbeit in dem CFD-Code KIVA-3V verwendeten
Modelle kurz vorgestellt. Eine Zusammenfassung findet sich in Tabelle 4.

Tabelle 4: Verwendete Modelle bei der Simulation mit KIVA-3V

Physikalischer Prozess

Modell

ERC-KIVA-3V

erweitertes ITV-KIVA-3V

Einspritzung / Strahlaufbruch:

Priméarzerfall

Blob-Methode [RED87]

Sekundéarzerfall Kelvin — Helmholtz [REI87]
Rayleigh Taylor [TAY63]

Zundung Shell Modell [HKQ77]
Turbulenz modifiziertes RNG -Modell (s. Kap. 2) [HAR95]
Verbrennung Characteristic Time Scale [ABR85]
NO, Bildung Erweiterter Zeldovich Mechanismus [STIO3]
RuRbildung Hiroyasu Modell [HKA83]
RuRRoxidation Nagle Strickland — Constable [NSC62]
Wandwarmeiibergang Temperaturwandfunktion | 3d-Grenzschichtdicken Modell

nach [HAR97]

nach [CHV92]

RuRwandanlagerung

keine Berlcksichtigung

Thermophorese Modell
[SUF92]

Strahlung

keine Berlicksichtigung

Zonenmodell nach Hottel
[HOT54]
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Einspritzung / Strahlaufbruch
Der Strahlzerfall wird durch eine Kombination von zwei Effekten hervorgerufen:

e Priméarzerfall im Disennahbereich aufgrund von Turbulenz und Kavita-
tionseffekten.

e Sekundarzerfall infolge aerodynamischer Kréafte im Fernfeld der Duse.

Zur Simulation des Primarzerfalls ist die sogenannte ,Blob-Methode*'* die derzeit
am weitesten verbreitete Methode zur Festlegung der Startbedingungen des aus
der Einspritzdise austretenden Kraftstoffstrahls [RED87]. Bei der Blob-Methode
wird die Einspritzung grofRer kugelformiger Kraftstofftropfen simuliert, deren
Durchmesser dem des Spritzloches entsprechen. Es wird davon ausgegangen,
dass die Dynamik und der Aufbruch eines Flussigkeitsstrahls dem einer Kette von
Einzeltropfen gleichen Durchmessers entspricht. Die Einspritzgeschwindigkeit
und Anzahl der Blobs ergibt sich aus der Vorgabe des zeitlichen Verlaufs des
Einspritzmassenstromes [BAUO3].

Die Modellierung des sekundaren Strahlzerfalls basiert auf der Vorstellung, dass
aufgrund der Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und Gas aerodynamische
Krafte die Flussigkeitsoberflache oder sogar den gesamten Tropfen zu Schwin-
gungen anregen. Diese Schwingungen fihren im Falle eines instabilen Wachs-
tums zum Zerfall des Tropfens und damit zur Bildung neuer kleiner Tropfen, die
ebenfalls dem aerodynamischen Zerfall unterliegen [BAUO3].

Im Simulationsprogramm KIVA-3V kommen zwei Modelle zum Einsatz:
e Kelvin-Helmholtz-Breakup (KH-Modell)
e Rayleigh-Taylor-Breakup (RT-Modell).

Bei dem KH-Modell von Reitz [REI87] wird davon ausgegangen, dass aufgrund
der Turbulenz des aus der Duse austretenden Strahls die Oberflache mit Oberfl&-
chenwellen Uberzogen ist. Diese Oberflachenwellen werden durch die zwischen
Flussigkeit und Gas herrschende Relativgeschwindigkeit von aerodynamischen
Kraften angeregt und fihren schlie3lich zum Tropfenzerfall.

Das RT-Modell basiert auf einer theoretischen Untersuchung von Taylor [TAY63]
und beschreibt im Gegensatz zum KH-Modell den Aufbruch aufgrund von Instabi-

' engl.: Blobs = kugelférmige Kraftstofftropfen
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litaten wahrend der Abbremsung der Tropfen, die auf der stromungsabgewandten
Seite des Tropfens im Disennahbereich entstehen.

Zindung

Zur Modellierung der dieselmotorischen Selbstziindung wird in CFD -
Simulationen gewohnlich das sogenannte Shell-Modell verwendet. Das Shell-
Modell basiert auf einem allgemeinen mathematischen Modell zur Selbstziindung
von Kohlenwasserstoffen unter hohen Temperaturen und Driicken, das 1975 von
der Shell Research Ltd. [HKQ77] entwickelt wurde. Das Modell wurde von
[KHR95] fur die 3d-CFD Simulation angepasst.

Verbrennung

Die Modellierung der Hauptverbrennung findet Uber das laminare und turbulente
Zeitskalen-Modell nach Abraham und Reitz [ABR85] statt. Die Dichteanderung
der einzelnen Spezies wird durch Gleichungen lber den aktuellen und den
Gleichgewichtsmischungszustand ausgedruckt.

Stickoxidbildung

Aufgrund der Tatsache, dass bei der dieselmotorischen Verbrennung die Stick-
oxide groRtenteils aus thermischem NO bestehen, wird der erweiterte Zeldovich
Mechanismus verwendet. Die Geschwindigkeitskoeffizienten der drei Reaktionen
sind nach Heywood [HEY02] gewabhit.

RulBmodellierung

Fur die Berechnung des Strahlungswarmestroms ist die korrekte Beschreibung
der lokalen Rufl3konzentration im Brennraum von entscheidender Bedeutung.
Hierzu wird in dieser Arbeit ein Zweigleichungs- Rul3modell eingesetzt, dass aus
den konkurrierenden Prozessen der Ruf3bildung und der RufRoxidation besteht.
Fir die RuR3bildung wird ein kinetisch kontrolliertes Modell von Hiroyasu et al.
[HKAS83], fur die Ruf3oxidation ein Modell von Nagel und Strickland-Constable
[NSC62], verwendet.

Die Anderung der RuBmasse mg ergibt sich aus der Differenz der RuRmassenbil-
dungsrate mg, und der Ru3massenoxidationsrate mg ox,

dm, dmg, dm

— _ R,0x ] 86
dt dt dt (86)
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RuBbildungsmodell: Die RulBmassenbildungsrate wird nach Hiroyasu et al.
[HKA83] uber den folgenden Ausdruck definiert:

dmR,b _ 0.5 ER,b
p =A, Mg, P, €XP =T | (87)

Sie ist proportional zu der Masse des verdampften Kraftstoffes mg, und des
Partialdruckes des Sauerstoffes po.. Der préaexponentielle Faktor A, wird verwen-
det, um die RuRemission an experimentelle Werte eines speziellen Motors anzu-
passen.

RulRoxidationsmodell: Fur die Ruf3massenoxidationsrate wird das Modell nach
Nagel und Strickland-Constable [NSC62] verwendet. Dieses basiert auf Untersu-
chungen der Oxidation von Graphit in einer Sauerstoffumgebung mit unterschied-
lichen Partialdriicken. Die RuRmassenoxidationsrate aus Gleichung (86) kann wie
folgt berechnet werden,

dmg 6M,
= mzR,
dt pRDR R “tot (88)

wobei M¢c das Molgewicht des Kohlenstoffs, pr die Rul3dichte, Dg den charakteris-
tischen Rul3partikeldurchmesser und Ry die Gesamtoxidationsrate darstellt
[STI03],
KAP

R, =|—" |x+k 1-x).

ot L+&%j sPo, (1-X) (89)
Aus der Literatur ist bekannt [STIO3], [MSS04], dass das Hiroyasu-Modell, im
Gegensatz zu Mehrschrittmodellen (z.B. [FKF94]) und Flameletanséatzen (z.B.
[DBM99]), wahrend der Verbrennung sehr wenig Ruf3 produziert und die an-
schlielende Oxidation durch die Formulierung nach Nagel und Strickland-

Constable ebenfalls sehr gering ist. Dies ist bei der Interpretation des Strah-
lungswarmestroms zu beachten.

6.3 Ausgewahlte Lastfalle

Zur Validierung der Warmeubergangsmodelle werden die in Tabelle 5 dargestell-
ten Lastfalle ausgewahlt. Neben der Variation von Drehzahl und Last wird aul3er-
dem der Einfluss der Bauteilberul3ung auf den Wandwarmetibergang betrachtet.
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Tabelle 5: Ubersicht der Lastfélle

Lastfall I Il 1] \ Y,
Drehzahl [1/min] 1000 600 1000 1000 1000
ind. Mitteldruck [bar] 8 8 2 - -
Drehmoment [Nm] 111 110 12 0 0
Einspritzdauer [°PKW] 15 9 16 - -
Einspritzbeginn [°’KW n. OT] -10 -10 -9 - -
Bauteile beruf3t (R) / unberuf3t (-) R R R - R
geschleppt

Um die im Verbrennungsmotor ablaufenden Prozesse auf den jeweiligen Fall
abstimmen zu kénnen, werden die in KIVA enthaltenen Modelle fiir Strahlzerfall,
Zundung, Verbrennung, Warmeulbergang und Emissionsbildung zunachst auf
einen Referenzfall angepasst (Lastfall I). Alle Gbrigen Lastfalle der Tabelle 5
werden dann mit dem gleichen Parametersatz bei veranderten Anfangsbedingun-
gen berechnet.

Die grau unterlegten Betriebspunkte IV und V sind im geschleppten Motorbe-
trieb durchgefiihrt worden. Sie unterscheiden sich nur dahingehend, dass im
Lastfall IV die Motorbauteile vor den Warmestrommessungen im unberul3ten
Zustand vorlagen, wahrend im Lastfall V die Bauteile vorher im gefeuerten
Referenzbetriebspunkt berufl3t wurden. An dieser Stelle sei angemerkt, dass die
gemessenen Wandwarmestromdichten an der Ubergangsflache Brennraumwand
/ Rufdschicht und nicht an der gasseitigen Ruf3schichtoberflache gemessen
wurden. Diese Berucksichtigung muss gemacht werden, da die Dunnschichtther-
moelemente im Motorbetrieb durch eine Ruf3schicht Uberzogen werden und so
der gasseitige Wandwarmestrom in Amplitude und Phasenlage verfalscht wird.
Die berechneten Wandwarmestromdichten ergeben sich aus dem eindimensiona-
len Fourierschen Warmeleitungsansatz zu (vgl. Bild 17),

dT,,

. (90)
dy Y=0uz

qges,Z = _ZW

6.4 Lastfall | (Referenzbetriebspunkt)

Der Lastfall I wird ausfuhrlich diskutiert. Es wird zunachst auf die Ergebnisse der
einzelnen Teilmodelle eingegangen. AbschlieRend werden die berechneten
Wandwarmestromdichten mit den experimentell ermittelten verglichen.
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Aufgrund seiner Betriebsrandbedingungen wird dieser Lastfall als Referenzbe-
triebspunkt ausgewahlt, da er bei einem Mitteldruck von pn,; = 8 bar im unaufgela-
denen Zustand sowohl einen Ruf3strahlungswarmestrom als auch einen nen-
nenswerten Beitrag des konvektiven Warmeubergangs liefert, so dass in der
Anpassung alle Teilmodelle berlcksichtigt werden. Fiur die motorische Simulation
wird zur realen Abbildung der Brennraumgeometrie das 360°-Sektornetz nach
Bild 28 verwendet.

Eine Ubliche Vorgehensweise in der 3d-Simulation bei Verbrennungsmotoren ist
die Anpassung des numerisch ermittelten Druckverlaufs an die Druckindizierung.
Hierbei wird die Annahme getroffen, dass bei Ubereinstimmung des Druckver-
laufs auch alle weiteren berechneten Gro3en gut die Realitat wiedergeben.
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Bild 30: zZylinderdruckverlaufe Lastfall I, links: Messung / neues 3d-Modell, rechts:
Messung / KIVA-3V (Han u. Reitz) ohne und mit Wandadaption (y*-Adaption)

Ohne eine weitere, detaillierte optische Vermessung des Motors muissen die
Ergebnisse jedoch immer hinterfragt werden. Steht dem Anwender jedoch nur die
Druckindizierung zur Verfigung, ist dies ein praktikables und bewahrtes Verfah-
ren, dass in dieser Arbeit ebenfalls angewendet wird.

In Bild 30 sind die berechneten Druckverlaufe der drei unterschiedlichen Warme-
tbergangsmodelle dem Druckverlauf aus der Druckindizierung gegenubergestellt.
Die auf der rechten Seite dargestellten Modelle sind das Standard Warmeuber-
gangsmodell im ERC-KIVA-3V Code und das entwickelte Modell der dynami-
schen Wandadaption. Alle drei Modelle wurden in der vorliegenden Arbeit aus-
flhrlich vorgestellt.

Der Kompressionsverlauf und der Zindverzug werden mit allen drei Modellen
sehr gut wiedergegeben. Der vorgemischte Verbrennungsanteil wird insbesonde-
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re mit dem neuen 3d-Modell, erkennbar an der exakten Ubereinstimmung im
Bereich von 0°KW bis 5°KW n. OT, sehr gut dargestellt. Der maximale Wert des
Spitzendrucks und auch der Zeitpunkt stimmen bei Verwendung des neuen
Modells und des wandadaptierten Ansatzes mit der Messung Uberein, wohinge-
gen das KIVA-3V-Modell den Enddruck leicht Uberschatzt. Die anschlielRende
Expansionsphase wird von allen Modellen qualitativ und auch quantitativ sehr gut
abgebildet.

=
o

— qs[r(l)

Strahlungswarmestromdichte [MW/mZ]

-0.2 : : :
0 10 20 30 40

Kurbelwinkel [Grad]
Bild 31: Strahlungswarmestromdichten an den einzelnen Brennraumflachen 1-6

In Bild 31 sind die berechneten Strahlungswarmestromdichten an den einzelnen
isothermen Teilwé&nden dargestellt. Die Verlaufe verdeutlichen, dass zunachst der
Strahlungsaustausch von RuBpartikeln innerhalb der Kolbenmulde mit den aus
der Kolbenmulde ,sichtbaren* Brennraum-Teilwanden (Flachen 1, 5 und 6) statt-
findet. Bei 10° KW n. OT wird das Maximum an den Teilwanden Zylinderkopf
oberhalb der Kolbenmulde, Kolbenmuldenseitenwand und Kolbenmuldenboden
erreicht.

In der weiteren Expansionsphase und mit zunehmender Ausbreitung der Rul3wol-
ke reduzieren sich die Strahlungswarmestrome und n&hern sich, aufgrund der
zunehmenden Ruf3oxidation, asymptotisch der Nulllinie. Durch die Ausbreitung
der Rul3wolke in den Quetschspalt steigen die Strahlungswarmestromdichten an
diesen Flachen an und erreichen bei ca. 15° KW n. OT ein Plateau, dass deutlich
unter den Maximalwerten von gg; =~ 0,8 MW/m? liegt. Den gréRten Anteil an der
absorbierten Strahlungsenergie ergibt sich fur den Zylinderkopf oberhalb der
Kolbenmulde, da diese Flache jederzeit von allen Brennraumzellen sichtbar ist.
Die absorbierte Wandwarmestromdichte ist nach Gleichung (42) abhangig von
der RulRoberflachentemperatur der angelagerten Ruf3schicht. In Bild 32 sind die
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Temperaturverlaufe der Ruf3schichtoberflachen an den einzelnen Teilwanden
aufgetragen.

900
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Bild 32: Temperaturverlaufe (Lastfall I) der Ruf3oberflache an den einzelnen Brenn-
raumflachen 1-6

Neben dem Einfluss auf den Strahlungswarmestrom wird die Oberflachentempe-
ratur auch fur die Berechnung des Warmeubergangskoeffizienten o (Gl. (27))
bzw. zur Bestimmung des konvektiven Wandwarmeubergangs (Gl. (23)) bendtigt.
Die beschriebene Isolationswirkung der Ruf3schichten aufgrund der sehr feinen,
pordsen Struktur mit vielen Lufteinschlissen [VOG95] hat zur Folge, dass die
RuRRoberflachentemperatur der Arbeitsgastemperatur schneller folgen kann.
Dieses resultiert in einer kleineren treibenden Temperaturdifferenz und verursacht
damit eine Dampfung der Warmestromdichte. Eine genaue Untersuchung erfolgt
durch einen Vergleich der Lastfélle IV und V.

Die in Bild 32 dargestellten Temperaturverlaufe resultieren aus den berechneten
asymptotischen Ruf3schichtdicken, die sich bei stationdrem Betrieb des Ver-
suchsmotors in Lastfall | einstellen. Die Absolutwerte fir die Rufl3schichten an
den Teiloberflachen sind in Bild 33 dargestellt. Aufgrund der in der Kolbenmulde
stattfindenden Verbrennung und der damit verbundenen Rul3bildung ergeben sich
an den angrenzenden Brennraumflachen der Kolbenmulde und des Zylinderkop-
fes oberhalb der Kolbenmulde die gréf3ten Schichtdicken. Durch den hoheren
Sauerstoffanteil und die geringere Rul3konzentration oberhalb der Kolbenkrone
findet die Ablagerung durch Thermophorese hier in reduzierter Form statt.
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RuBschichtdicken

\@Y 0.0 °KW

Bild 33: Berechnete Ruf3schichtdicken an den Teiloberflachen fur den Lastfall |

In Bild 34 sind die globalen Wandwarmestromdichten der einzelnen Modelle fur
den Lastfall | aufgetragen. Zusatzlich wird fur den Vergleich der globalen Wand-
warmestromdichte der nulldimensionale Woschni-Ansatz verwendet [WOS70].
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Bild 34: Vergleich der globalen Wandwé&rmestromdichte mit unterschiedlichen Anséatzen

Das entwickelte 3d-Modell und das Modell nach Han und Reitz in Verbindung mit
der Netzadaption beschreiben die Warmestromverlaufe in sehr guter Naherung
zu den experimentell bestimmten Werten. Der Maximalwert wird nur bei der y'-
Adaption richtig wiedergegeben. Dieser stimmt allerdings in der Phasenlage nicht
mit dem Experiment Uberein. Hieraus ergibt sich die grof3ere Abweichung zum
Experiment im weiteren Verlauf. Das neue 3d-Modell unterschatzt den experi-
mentellen Verlauf zwar insgesamt um ca. 5%, zeigt aber im qualitativen Verlauf
die beste Ubereinstimmung. Das in KIVA-3V standardméaRig verwendete Modell
sowie das Modell nach Woschni unterschatzen die Wandwéarmestromdichte
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deutlich. Die Abweichung der Maximalwerte zwischen Experiment und Modell
betragen im Fall des KIVA-3V-Modells ca. 30% und bei dem Woschni-Modell ca.
55%. Insgesamt konnte eine gute Ubereinstimmung zwischen Rechnung und
Messung mit dem neuen 3d-Modell, aber auch mit der y"-Adaption erreicht wer-
den.

Um das Verhalten der simulierten Warmestrome an den einzelnen Teilwanden zu
beschreiben, ist in Bild 36 ein Vergleich mit den experimentell, an den Teilwanden
flachengemittelten Wandwarmestromdichten dargestellt. Auf den ersten Blick fallt
der grol3e Unterschied zwischen der gemessenen und der berechneten Wéarme-
stromdichte am Zylinderkopf oberhalb der Kolbenkrone auf. Diese grofRe Diskre-
panz zwischen Messung und Simulation kann auf die geringe Anzahl an applizier-
ten Thermoelementen im Zylinderkopf, die zudem nur eine raumlich konzentrierte
Messung erlaubten, zuriickgefuhrt werden (vgl. Bild 26). Zur Validierung der
berechneten Wandwéarmestromdichten am Zylinderkopf werden daher die lokal
gemessenen, noch nicht flachengemittelten Warmestromdichten des Ventil-
Adapters herangezogen. Das linke Diagramm in Bild 35 zeigt die Verlaufe der aus
der Messung berechneten Warmestromdichten der auf der rechten Seite darge-
stellten Thermoelemente Vel, Ve2 und Ve3 des Ventil-Adapters.

q [MW/m?

6.0 below 1.20 2.40 3.§0 480 above
Ve 1 ‘

060 1.80 3.00 420 5.40

Wandwéarmestromdichte [MW/m?]

Kurbelwinkel [Grad]

Bild 35: Darstellung der lokalen Warmestromdichten des Ventil-Adapters im Zylinderkopf,
links: Warmestromdichten tber °KW,
rechts: Mit dem neuen 3d-Modell berechnete lokale Warmestromdichten
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Bild 36: Berechnete und gemessene Warmestromdichten, Lastfall |

Die rechte Abbildung in Bild 35 zeigt die mit dem neuen 3d-Modell berechneten
lokalen Wandwarmestromdichten am Zylinderkopf bei 15°KW n. OT. Es ist deut-
lich die sehr inhomogene Verteilung der Warmestromdichten auf3erhalb der
Kolbenmulde (gestrichelten Kreis) zu erkennen, so dass die auf die Gesamtflache
(Zylinderkopf oberhalb Kolbenkrone) gemittelte Wandwarmestromdichte je nach
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Messort den Warmeulbergang Uber-, bzw. unterschétzt. Unter Berilicksichtigung
des in der Oberflachentemperaturmethode angenommenen eindimensionalen
Warmestroms zeigen die berechneten Absolutwerte eine sehr gute Ubereinstim-
mung mit den experimentellen Werten des Ventil-Adapters.

Aus den genannten Grunden wird fur die weitere Untersuchung der Parameterva-
riation auf die Darstellung der flachengemittelten Warmestromdichten im Bereich
des Zylinderkopfes verzichtet.

Ein Vergleich der Simulationsergebnisse mit der Messung an den anderen Teil-
wanden der Brennraumoberflache zeigt die qualitativ sehr gute Ubereinstimmung
des neuen 3d-Modells in allen Bereichen. Lediglich im Fall der Kolbenkrone
werden die Warmestréme zu niedrig berechnet. Hierbei zeigt das neue Modell
sowie der Ansatz mit Wandadaption im Vergleich zum Standard-KIVA-Modell
jedoch schon deutlich verbesserte Verlaufe.

Die Phasenlage der gemessenen Wandwarmestrome wird vom neuen 3d-Modell
in allen Fallen gut wiedergegeben. So werden die zwei Maxima im gemessenen
Verlauf am Kolbenboden einzig durch das neue Modell abgebildet. Die Amplitu-
den werden hier allerdings im Vergleich zum experimentellen Verlauf jeweils
leicht Uberschéatzt; verbunden mit einem steileren Anstieg der Warmestromdichte
mit beginnender Verbrennung kurz vor dem OT. Eine Ursache hierfir kdnnte
neben einer zu dunn berechneten Ruf3schichtdicke, ein von dem realen Motor
abweichendes, durch den CFD-Code bestimmtes, Geschwindigkeits- und Turbu-
lenzfeld sein. Dafur wirden ebenfalls die an dieser Stelle hohen berechneten
Werte der anderen Modelle sprechen, die die gemessenen Warmestrome an
anderen Teilwanden eher unterschatzen. Ein Beispiel hierfur ist die Laufbuchse.
Eine sehr gute Anndherung konnte hier nur mit dem neuen 3d-Modell erreicht
werden. Das Standard-Modell in KIVA-3V mit und ohne Randzellenadaption
unterschatzen die experimentellen Ergebnisse an der Laufbuchse in der gesam-
ten Verbrennungsphase um mehr als 50%.

Die Abweichungen in der Expansionsphase aller Modelle ist auf die Applizierung
der Thermoelemente nur im oberen Laufbuchsenbereich zurickzufihren. Mit
zunehmender Kolbenabwéartsbewegung werden jedoch weitere Laufbuchsenfla-
chen freigegeben, die aufgrund der abnehmenden Gastemperatur und des einge-
schrankten Strahlungsaustausches geringere Warmestrome als die gemittelten
aufnehmen.

Insgesamt kann durch Anpassung der KIVA-Modellkonstanten und Verwendung
des neuen 3d-Modells fiir den Wandwarmeiibergang eine sehr gute Uberein-
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stimmung zwischen Rechnung und Messung erreicht werden. Insbesondere die
Verbesserung zum Standard-KIVA-Modell wird in allen Brennraumbereichen
deutlich.

Eine Verbesserung bezuglich der Vorhersage der Wandwérmestromdichten
zeigen auch die Simulationsergebnisse mit der dynamischen Randzellenadaption.

Aufgrund der besten Annaherung der Messergebnisse im Referenzbetriebspunkt
werden in den nachfolgenden Variationsuntersuchungen ausschlie3lich die
experimentellen Ergebnisse mit dem neuen 3d-Modell verglichen. Zusatzlich
sollen durch die Gegenuberstellung des 3d-Modells mit dem momentanen Stan-
dard-Modell in KIVA-3V die modellbedingten Vorteile des 3d-Ansatzes herausge-
stellt werden.

6.5 Parametervariationen bei veranderten Randbedingungen

6.5.1 Lastfall Il (Drehzahlvariation)

Die Betriebsbedingungen fur den Lastfall Il sind in Tabelle 5 zusammengefasst
und unterscheiden sich vom Referenzbetriebspunkt durch eine geringere Dreh-
zahl von n=600 U/min und damit bei gleicher Einspritzmenge kirzerer Einspritz-
dauer. Ohne weitere Modifikationen der Modellkonstanten ergeben sich die in Bild
37 dargestellten Zylinderdruckverlaufe.
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Bild 37: Zylinderdruckverlaufe Lastfall Il, links: Messung / neues 3d-Modell,

rechts: Messung / KIVA-3V (Han u. Reitz)

Fur beide Warmeiibergangsmodelle ergibt sich eine gute Ubereinstimmung der
Verlaufe. Der maximale Verbrennungsenddruck wird zwar von dem 3d-Modell im
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Vergleich zum KIVA-Modell besser wiedergegeben, der anschlieRende Expansi-
onsverlauf wird jedoch zum Ende hin unterschatzt. In diesem Bereich deckt sich
der Verlauf des KIVA-Modells mit der Indizierung.

In Bild 38 sind die gemessenen und die vorausberechneten Wandwarmestrome
fur den Lastfall Il dargestellt. Ein Vergleich der Absolutwerte der Wandwéarme-
stromdichten mit denen des Lastfalles | zeigt die mit der Drehzahlabsenkung
verbundene Reduzierung der Warmeverluste. Die berechneten Warmestromdich-
ten beider Modelle kénnen dieser Entwicklung folgen und zeigen eine dem Last-
fall 1 sehr ahnliche Aufteilung der Warmestromdichtenverldufe an den jeweiligen
Teilwanden.
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Bild 38: Berechnete und gemessene Warmestromdichten, Lastfall Il

Entsprechend dem Referenzbetriebspunkt unterschatzt das KIVA-Modell die
Warmeverluste an der Laufbuchse und an der Kolbenkrone auch in diesem
Lastfall deutlich. Die von dem 3d-Modell berechneten Warmestromdichten weisen
dagegen in diesen Bereichen eine sehr viel bessere Anndherung der Messwerte
auf. Die spate Abweichung der Verlaufe an der Laufbuchse ist auf die beschrie-
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benen experimentellen Randbedingungen (vgl. Bild 26, Thermoelemente nur im
oberen Bereich der Laufbuchse!) zurtckzuftihren.

Zusatzlich fallt auf, dass bei beiden Modellen die Phasenlage an der Kolbenkrone
zwar untereinander, aber nicht mit der Messung Ubereinstimmen. Es wird ein
deutlich friheres Ansteigen der Wandwarmestromdichten im Vergleich zur Simu-
lation ermittelt. Die Ursache fir dieses Phanomen kénnte in einer zu ,dick" ange-
nommenen Ruf3schichtdicke begrindet sein, die wie im Lastfall | eine asymptoti-
sche Schichtdicke von drs = 6um besitzt. Hierdurch wirden sich sowohl die
Phasenverschiebung sowie die geringe Amplitude in den Warmestromdichten
erklaren. Zusatzlich ist es denkbar, dass die Bereiche der Verbrennungsprozesse
in der Simulation mit denen im Experiment nicht Ubereinstimmen und damit der
Einfluss der Verbrennungsturbulenz unterbewertet wird.

6.5.2 Lastfall Ill (Lastvariation)

Die Betriebsbedingungen von Lastfall Il sind mit Ausnahme der um ein Drittel
geringeren eingespritzten Kraftstoffmenge identisch mit dem Lastfall I. In Bild 39
sind fur den Lastfall 1l die simulierten und gemessenen Zylinderdruckverlaufe
gegenubergestellt. Die Vorausberechnungen der Druckverlaufe sind mit dem auf
den Referenzbetriebspunkt angepassten Modellkonstanten-Satz in sehr guter
Ubereinstimmung mit dem gemessenen Zylinderdruck. Bei einer genauen Be-
trachtung zeigen sich dennoch leichte Unterschiede zwischen dem 3d-Modell auf
der linken Seite in Bild 39 und dem KIVA-3V-Modell auf der rechten Seite.
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Zeigt das 3d-Modell in nahezu allen Bereichen eine identische Ubereinstimmung,
Uberschatzt das KIVA-3V-Modell den Spitzendruck und die anschlie3ende Ex-
pansionsphase und deutet damit bereits auf zu geringe Warmeverluste im Ver-
gleich zum Experiment hin. Aus dem Vergleich der Druckverlaufe des Lastfalls Ill
mit den vorherigen Lastfallen geht bereits anschaulich hervor, dass mit einem
deutlich verringerten Wandwarmeubergang zu rechnen ist. Die Ursache hierfir
liegt zum einen in der bei geringer Last reduzierten Verbrennungsturbulenz und
zum anderen in den sehr geringen Strahlungswarmestromdichten, da mit abneh-
mender Last das Luftverhaltnis und damit das Sauerstoffangebot ansteigt. Auf-
grund der dadurch geringeren fetten Bereiche wird die Rul3bildung herabgesetzt.
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Bild 40: Berechnete und gemessene Warmestromdichten, Lastfall 11l

In Bild 40 sind die vorausberechneten und die gemessenen Wandwarmestrom-
dichten fir den Schwachlastpunkt dargestellt. Die theoretisch erwartete Reduzie-
rung der Wandwarmestromdichten an den jeweiligen Teilwanden wird unter
Berucksichtigung einer verdnderten Skaleneinteilung deutlich. Es zeigt sich auch
in diesem Lastfall eine gute Ubereinstimmung zwischen den berechneten und
den experimentell ermittelten Wandwarmestromdichten an fast allen Teilflachen
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bei Anwendung des 3d-Modells, wohingegen das KIVA-Modell die Messergebnis-
se deutlich unterschatzt. Lediglich im Fall der Kolbenmuldenseitenwand wird der
Absolutwert der Messung erreicht. Das zu friihe Ansteigen der Warmestromdich-
ten beim Einsetzen der Verbrennung in der Kolbenmulde deutet darauf hin, dass
in der Vorausberechnung die Sprayaufbereitung durch die auf den Referenzbe-
triebspunkt angepassten Modellkonstanten vom Realprozess abweichen.

6.5.3 Lastfall IV und V (Einfluss der RuRwandanlagerung)

Um den Einfluss der isolierenden Rul3schicht auf die Warmeibergangsmodelle
zu beschreiben, werden die Lastfalle IV und V miteinander verglichen. In beiden
Fallen handelt es sich um geschleppte Motorbetriebspunkte, wobei der Lastfall
IV mit gesauberten Bauteiloberflachen betrieben wurde. Im Gegensatz dazu
wurden fur den Lastfall V, vor dem eigentlichen geschleppten Motorbetrieb, die
Bauteile im gefeuerten Motorbetrieb des Referenzbetriebspunktes berufdt. Die
Rul3schichtdicken der beruf3ten Brennraumoberflachen entsprechen daher den in
Bild 33 dargestellten Werten.

Zusatzlich soll mittels der geschleppten Betriebspunkte die Allgemeinguiltigkeit
des neuen 3d-Ansatzes weiter untersucht werden.
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Bild 41: geschleppte Zylinderdruckverlaufe, links: Lastfall IV, rechts: Lastfall V

Die geschleppten Zylinderdruckverlaufe in Bild 41 sind in sehr guter Uberein-
stimmung mit den experimentellen Verlaufen. Das 3d-Modell kann in beiden
Anwendungen die Lage und den Absolutwert des Spitzendruckes sehr gut wie-
dergeben, wohingegen das KIVA-Modell im Fall des beruf3ten Zustands den
Kompressionsenddruck Uberhoht darstellt.
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Lastfall IV

Bei einer vergleichenden Betrachtung der Simulationsergebnisse mit den experi-
mentellen Ergebnissen in Bild 42 fallt zunachst auf, dass die berechneten Verlau-
fe der Warmestromdichten an der Laufbuchse und an der Kolbenkrone nicht
symmetrisch zum OT ausgebildet sind. Dagegen zeigt sich fir das 3d-Modell in
der Kolbenmulde eine gute Ubereinstimmung in der Phasenlage. Die Ursache
hierflr ist in dem berechneten Stromungs- und Turbulenzfeld zu suchen.
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Bild 42: Berechnete und gemessene Warmestromdichten, Lastfall IV

Bild 43 stellt die Stromungskomponenten der verwendeten Modelle dar, die in
den Modellierungen des Warmeubergangs auftreten. Fir das 3d-Modell sind das
die effektiven Gasgeschwindigkeiten (vgl. Gl. (28)), die exemplarisch fur die
Laufbuchse und den Kolbenmuldenboden abgebildet sind.

Zur Berechnung des Wandwarmeibergangs mit dem KIVA-3V-Modell (Gl. (81))
wird die turbulente kinetische Energie in den Wandzellen nach Gleichung (82)
verwendet. Betrachtet man zunachst die Laufbuchse, wird unter Bericksichtigung
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der Stromungsfelder deutlich, dass ein Maximum des konvektiven Wandwarme-
Ubergangs in beiden Modellen vor dem OT liegen muss. Fur den Kolbenmulden-
boden zeigt sich im Fall des KIVA-Modells ein ahnlicher Verlauf der turbulenten
kinetischen Energie. Die Wandwarmestromdichte ist daher ebenfalls in Richtung
~fruh* phasenverschoben. Im Gegensatz dazu zeigt die effektive Gasgeschwin-
digkeit des 3d-Modells am Kolbenboden ein zum OT symmetrischen Verlauf, was
sich in den berechneten Wandwarmestromen ebenfalls widerspiegelt.

& 75000 1500 —
NQ ............. tkeW (3) ****** Ueff (3) Q
£ tkew (6) — — — Ueff (6) 5
‘o 60000 - L 1300 =
2 Kolbenboden D R,
= - (@)]
o 5
5 45000 A - 1100 .E
p =
Q <
&) ce.. 3
@ ' 1 S
£ 30000 - ~ +900 &
o ) g
=~ Laufbuchse o
o =7 g
c 15000 + 700 >
e g
= 0 . . . . . 500 @
-30 -20 -10 0 10 20 30

Kurbelwinkel [Grad]

Bild 43: Verlaufe der turbulenten kinetischen Energie (tkew) in den Wandzellen und der
effektiven Gasgeschwindigkeiten an der Laufbuchse und am Kolbenboden

Die Abweichung in der Expansionsphase, gekennzeichnet durch ein starkeres
Absinken der Warmestromdichten im Vergleich zur Messung kann ebenfalls nur
in Verbindung mit der Turbulenzmodellierung beurteilt werden.

Insgesamt zeigt sich eine qualitativ und quantitativ gute Ubereinstimmung des 3d-
Modells mit den Messergebnissen. Das KIVA-Modell unterschatzt dagegen die
Amplituden der Messwerte an allen Teilwanden deutlich.

Lastfall V

Bild 44 zeigt die Temperaturverlaufe an den Ruf3schichtoberflachen fir den
geschleppten Motorbetrieb. Entsprechend der berechneten Ruf3schichtdicke
folgen die Oberflachentemperaturen der Gastemperatur mehr oder weniger.

Bei einem Vergleich mit Bild 32, das die Oberflachentemperaturen im gefeuerten
Betrieb darstellt, werden die geringeren Temperaturschwankungen im geschlepp-
ten Betrieb deutlich. Dennoch ergeben sich Temperaturdifferenzen von bis zu
ATro =70 K im OT, so dass auch im geschleppten Motorbetrieb anstatt der tbli-
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chen Vorgabe einer konstanten Wandtemperatur die Wéarmeleitung innerhalb der
RuRschicht als sinnvoll erscheint.
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Bild 44: Temperaturverlaufe (Lastfall V) der RufRoberflache tUber °KW an den einzelnen
Brennraumflachen 1-6
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Bild 45: Berechnete und gemessene Warmestromdichten, Lastfall V
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Bild 45 stellt die gemessenen und die berechneten Wandwarmestromdichten fir
den beruf3ten Lastfall V dar. Ein Vergleich mit den Verlaufen aus Lastfall 1V (Bild
42) zeigt, dass die simulierten Wandwarmestromdichten der Amplitudendamp-
fung im berufRten Zustand den Messergebnissen folgen.

Im Fall der Laufbuchse und der Kolbenkrone werden durch die geringen Rufl3-
schichtdicken erwartungsgemalf kleinere Dampfungen hervorgerufen, als an den
Kolbenmuldenwanden. Dennoch wird die Dampfung an der Laufbuchse uber-
schéatzt, obwohl! bereits ein sehr kleiner Wert fir die RuRschichtdicke mit drs =
3um verwendet wird. Zu bertcksichtigen ist, dass die Ruf3oxidation im motori-
schen Betrieb, verstarkt durch das Uberstreichen der Kolbenringe, die RuR-
schichtdicke kontinuierlich reduziert. Bestatigt wird dies durch einen Vergleich der
Messergebnisse der Lastfalle IV und V untereinander, die fast identische Verlau-
fe zeigen.

6.6 Bewertung der Ergebnisse

Im Folgenden sollen die Ergebnisse und die beobachteten Effekte der beschrie-
benen Untersuchungen stichwortartig zusammengefasst werden.

Auswahl der Lastfélle:

e Die Auswahl der Betriebspunkte erfolgt entsprechend gré3tméglicher Un-
terschiede der Betriebsrandbedingungen, um die Allgemeingultigkeit der
Modelle mdglichst detailliert zu Uberprufen.

e Zur Anpassung der Modellkonstanten des CFD-Codes wird Lastfall | aus-
gewdahlt, da die Betriebsbedingungen ein nennenswertes Auftreten aller
Teilprozesse (konvektiver Warmeulbergang, Rul3strahlung und Ruf3wand-
anlagerung) erwarten lasst.

e Es wird der Einfluss der Drehzahl, der Last und der RuRwandablagerung
untersucht.

e Der Einfluss der RuRwandablagerung wird im geschleppten Motorbetrieb
untersucht, da hier Messungen der Wandwarmestromdichten im beruf3ten
und unberuf3ten Bauteilzustand méglich sind.
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Simulationsergebnisse Referenzbetriebspunkt:

Die Modellkonstanten kénnen derart angepasst werden, dass die Druck-
verlaufe in sehr guter Ubereinstimmung mit der Druckindizierung liegen.

Strahlungswéarmestromdichten sind an den Flachen mit ,direkter® Sicht zur
RulRwolke (Kolbenmulde, Zylinderkopf oberhalb der Mulde) erwartungsge-
maR am groRten. Hochstwert: sy ~ 0.8 MW/m? bei 10° KW n. OT.

Die Ruf3schichtoberflachentemperaturen schwanken innerhalb des Hoch-
druckteils maximal um ATro =450 K und steigen an der Kolbenmuldensei-
tenwand auf den Hochstwert von Tro(5) =850 K bei ca. 20° KW n. OT.

Die Ruf3schichtdicken ergeben sich entsprechend der Ruf3verteilung und
der Bauteiloberflachentemperaturen nach Gl. (48).

Berechneter Hochstwert: s = 12um am Kolbenboden und am Zylinder-
kopf oberhalb der Kolbenmulde.

Die globale Wandwarmestromdichte wird vom neuen 3d-Modell und dem
entwickelten Ansatz der y'-Adaption qualitativ und quantitativ gut wieder-
gegeben. Das KIVA-3V-Modell unterschétzt den Maximalwert um ca. 30%.

Eine raumlich aufgeléste Betrachtung an den Teilflachen zeigt das gleiche
Ergebnis. Im Vergleich zur Messung ist das 3d-Modell die beste Alternati-
ve.

Simulationsergebnisse Parametervariation:

Lastfall Il (Drehzahleinfluss): Vorausberechnete Zylinderdruckverlaufe sind,
bei unverandertem Modellkonstanten-Satz, in guter Ubereinstimmung mit
den gemessenen Druckverlaufen (leichte Abweichung beim KIVA-Modell).

Die Wandwéarmestromdichten werden vom 3d-Modell zufriedenstellend
vorausberechnet. Im Vergleich zur Messung ist das 3d-Modell auch in
diesem Lastfall die beste Alternative.

Lastfall Il (Lasteinfluss): Die Vorausberechnungen der Druckverlaufe sind
in bemerkenswerter Ubereinstimmung mit dem gemessenen Zylinderdruck
(gleicher Modellkonstanten-Satz).

Das KIVA-3V-Modell unterschatzt den Warmeulbergang deutlich. Auch hier
erzielt das neue 3d-Modell die beste Ubereinstimmung.
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Lastfall IV und V (Einfluss der RufRwandanlagerunq): Die berechneten

Schleppdruckverlaufe stimmen mit der Messung gut tberein. Im beruf3ten
Fall (Lastfall V) Uberschatzt das KIVA-3V-Modell die isolierende Wirkung

der Ruf3schichten.

Die Rul3schichtoberflachentemperaturen schwanken mit ATro=70K
deutlich weniger als im Lastfall I. Hochstwert: Tro(5) =490 K im OT.

Die Wandwéarmestromdichten folgen der Amplitudendampfung im beruf3ten
Zustand und zeigen insgesamt eine gute Ubereinstimmung.

Das 3d-Modell zeigt im Vergleich zum Standard-Modell auch im geschlepp-
ten Motorbetrieb eine bessere Ubereinstimmung mit den Messwerten.



7 Zusammenfassung und Ausblick 97

7 Zusammenfassung und Ausblick

Die Beschreibung der Warmeverluste im Brennraum von Dieselmotoren ist fur die
Schadstoffbildung, die thermische Bauteilbelastung und den Wirkungsgrad von
maf3dgebender Bedeutung. Der gasseitige Wandwéarmetbergang stellt hierbei
aufgrund des instationaren Charakters der in direkter Nahe zur Brennraumwand
auftretenden Prozesse im Stromungs- und Temperaturfeld, der Beeinflussung
durch RufRanlagerungen und durch die auftretende Warmestrahlung eine beson-
dere Herausforderung dar.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde deshalb ein Warmeibergangsmodell fur die 3d-
CFD-Simulation entwickelt, das diese Prozesse separat voneinander abbildet.
Dadurch besteht die Méglichkeit einer Kopplung mit unterschiedlichen Strah-
lungs- und konvektiven Warmetbergangsmodellen. Zur Bestimmung des konvek-
tiven Wandwarmetbergangs wurde zunachst eine bewertende Abschatzung
dariiber vorgenommen, welche vereinfachenden Annahmen fir die instationare,
dreidimensionale Energiegleichung fur kompressible Strémungen gerechtfertigt
sind. Die Analyse ergab, dass eine eindimensionale Betrachtung und die Ver-
nachlassigung des Druckgradienten in der Energiegleichung fir motorische
Stromungen eine akzeptable Vereinfachung darstellt. Durch die Integration der
instationaren, eindimensionalen Energiegleichung lasst sich damit eine direkte
Abschatzung der thermischen Grenzschichtdicke vornehmen, die zur Bestim-
mung des konvektiven Warmeubergangskoeffizienten verwendet wird.

Zur Berechnung der Ruf3strahlung wird mittels eines Zonen-Modells die Strah-
lungstransportgleichung bei Vernachlassigung von Streuprozessen numerisch
bestimmt. Des Weiteren wurde ein Modell zur Beschreibung der Ruf3anlagerung
an die kalten Brennraumwénde fur 3d-CFD-Codes entwickelt. Dieses erklart
abhangig von der Gastemperatur und dem Temperaturgradienten in Wandnahe
die sich einstellende Ruf3schicht.

Durch die Berechnung der eindimensionalen Warmeleitung innerhalb der Rul3-
schicht werden die stark schwankenden Ruf3schichtoberflachentemperaturen
abgeschatzt. Dadurch wird die treibende Temperaturdifferenz zwischen den
Brennraumwanden und dem Arbeitsgas realitatsnah vorhergesagt.

Zur vergleichenden Berechnung der Warmeverluste wurde das bestehende, auf
Wandfunktionen basierende Warmeubergangsmodell in KIVA-3V [HAR97] ver-
wendet. Eingehende Untersuchungen mit diesem Modell zeigten, dass bei Ver-
wendung eines starren Gitters eine Verletzung der sogenannten y*-Bedingung
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der Wandfunktion in mehreren Randzellen wéhrend eines Arbeitsspiels vorliegt.
Aus diesem Grund wurde eine dynamische Wandzellenadaption entwickelt, die
die Netzgro3e in Wandnahe variiert und dadurch die Wandzellen zu jedem Zeit-
punkt in ihrer Gré3e an die geforderte Bedingung anpasst.

Die Modelle sind in den dreidimensionalen Mehrphasen-CFD-Code KIVA-3V, der
speziell auf die Simulation von direkteinspritzenden Motoren zugeschnitten ist,
implementiert worden. Die Allgemeingultigkeit der entwickelten Modelle wurde
anhand von Warmestrommessungen an einem Nfz-Dieselmotor nachgewiesen.

Ein Vergleich der berechneten und experimentell ermittelten Ergebnisse zeigte
eine qualitative und quantitative gute Ubereinstimmung der Wandwarmestrom-
dichten durch die entwickelten Modelle. Durch die Erweiterung des Standard-
Modells mit der entwickelten dynamischen Wandzellenadaption kann die Genau-
igkeit ebenfalls deutlich gesteigert werden.

Durch die Ergebnisse der Vorausberechnungen und einem Vergleich mit dem
standardmallig verwendeten Wéarmetbergangsmodell aus KIVA-3V kann die
Aussage untermauert werden, dass der Modellansatz zur Berechnung des War-
meubergangskoeffizienten, Uber die in der jeweiligen Wandzelle bestimmte
thermische Grenzschichtdicke, eine sinnvolle Alternative zur Bestimmung der
Wandwarmestréme in CFD-Codes darstellt.

Ziel weiterer Forschungsarbeiten sollte aufgrund der starken Kopplung des
Wandwarmeulbergangs mit dem Stréomungs- und Turbulenzfeld eine physikalisch
fundiertere Turbulenzmodellierung, insbesondere beziglich des wandnahen
Bereiches sein. In diesem Zusammenhang sind z. B. sogenannte Zwei-Schichten
Modelle zu nennen, die im wandnahen Bereich einen Ansatz verwenden, der low-
Reynolds-Effekte beriicksichtigt und in der Hauptstromung ein Turbulenzmodell
fur grol3e Reynoldszahlen anwendet. Mit sog. Low-Reynolds-Turbulenzmodellen
kann die wandnahe Schicht vollstandig bis in die viskose Unterschicht diskretisiert
werden. Dies erfordert zwar eine feinere Auflosung der Grenzschicht, es lassen
sich aber physikalische Vorgange wie Ablosung und Wiederanlegen einer Grenz-
schichtstromung  beschreiben.  Ein  Nachteil dieser  Zweigleichungs-
Turbulenzmodelle bleibt jedoch die Annahme einer isotropen Verteilung der
Geschwindigkeitsschwankungen. Daher sind insbesondere bei der Beschreibung
der dreidimensionalen Brennraumstromung Verbesserungen von nichtlinearen
Zweigleichungs-Turbulenzmodellen und von Reynolds-Spannungs-Modellen zu
erwarten.
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