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Kurzfassung

Mit Erdgas als alternativem Brennstoff in Verbrennungsmotoren werden
sowohl Treibhausgas- als auch Schadstoffemissionen erheblich reduziert.
Die Hochdruck-Direkteinblasung von Erdgas mit Diesel-Pilotziindung
(HPDF) hat das Potenzial, den Methanschlupf von Gasmotoren zu mi-
nimieren und die Brennstoffflexibilitdt zu erhdhen, wihrend gleichzei-
tig der hohe Wirkungsgrad eines Dieselmotors erhalten bleibt. Ein effi-
zientes numerisches Modell zur Vorhersage der HPDF-Verbrennung ist
einer der wichtigsten Schritte, um das Verbrennungskonzept zu verbes-
sern, den experimentellen Entwicklungsaufwand zu reduzieren und da-
mit den Entwicklungsprozess kostengiinstig zu gestalten. Diese Arbeit
verfolgt daher das Ziel, ein Simulationsmodell auf Basis detaillierter Che-
mie zur Vorhersage der Ziindung und Verbrennung unterexpandierter
Erdgasstrahlen zu entwickeln, zu validieren und anzuwenden. Die Aus-
wahl der benétigten Reaktionskinetik fiir Diesel und Erdgas erfolgt auf
Basis experimenteller und numerischer Untersuchungen an einer schnel-
len Kompressions-Expansionsmaschine durch getrennte Betrachtung der
Dieselziindung und der Einfliisse der Reaktionskinetik auf den Brennver-
lauf. Bei hohen Kompressionsendtemperaturen kann von der validierten
Reaktionskinetik eine vereinfachte Kinetik abgeleitet werden, wodurch
eine Verringerung der Rechenzeit um etwa 30% erreicht wird. Die Eig-
nung des numerischen Modells zur Vorhersage der rdaumlichen sowie
zeitlichen Interaktion von Diesel- und Gasstrahl wird anhand des Ver-
gleichs mit experimentellen Daten nachgewiesen.






Abstract

Natural gas as an alternative fuel in internal combustion engines si-
gnificantly reduces both greenhouse gas and pollutant emissions. High-
pressure direct injection of natural gas with diesel pilot ignition (HPDF)
has the potential to minimize the methane slip of gas engines and to incre-
ase fuel flexibility while maintaining the high efficiency of a diesel engine.
An efficient numerical model for predicting HPDF combustion is one of
the most important steps to improve the combustion concept, to reduce
the experimental development effort and thus to make the development
process more cost-effective. The aim of this work is therefore to deve-
lop, validate and apply a simulation model based on detailed chemistry
for predicting the ignition and combustion of underexpanded natural gas
jets. The required reaction kinetics for diesel and natural gas are selec-
ted on the basis of experimental and numerical investigations on a rapid
compression-expansion machine by means of separate consideration of
the diesel ignition and the influences of the reaction kinetics on the com-
bustion process. At high final compression temperatures, a simplified ki-
netics can be derived from the validated reaction kinetics, which reduces
the computing time by about 30%. The suitability of the numerical model
for predicting the spatial and temporal interaction of diesel and gas jets is
demonstrated by comparison with experimental data.
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1 Einleitung

1.1 Motivation

Aufgrund der zunehmenden Globalisierung wéchst auch das weltwei-
te Handelsvolumen. Ein grofier Teil des globalen Transports wird dabei
durch den Schiffsverkehr bewdltigt. Dies macht die zivile Schifffahrt, mit
tiber 10 Mrd. Tonnen transportierten Giitern pro Jahr in 2014 [52], nach
Industrie und StrafSenverkehr zum drittgrofiten Verursacher von Stick-
oxiden (NO,) weltweit [49]. CO,-Emissionen aus der Schifffahrt betra-
gen etwa 3% des globalen Ausstofses [39]. Zudem tragen Schwefeloxid-
Emissionen (5Oy) auf offener See signifikant zur Absenkung des pH-
Wertes auf viel befahrenen Schifffahrtswegen bei und beeinflussen damit
das marine Okosystem [30].

Die Regulierung und Reglementierung von Emissionen auf offener See
und in kiistennahen Gebieten erfolgt durch die Internationale Maritime
Organisation (IMO), eine Unterorganisation der UNO. Die fiir 2016 ge-
plante und voraussichtlich 2021 in Kraft tretende Verscharfung der Emis-
sionsrichtlinien durch die Vorschrift IMO Tier III sieht eine Vermeidung
von SOx-Emissionen sowie eine Absenkung der Stickoxidemissionen um
75% im Vergleich zu der bisher giiltigen Reglementierung vor [39]. Diese
Regelung gilt vorerst jedoch nur in kiistennahen Gebieten Nordameri-
kas und Europas. Fiir die Zukuntft ist eine sukzessive Verschiarfung der
Richtlinien, eine Erweiterung auf andere Emissionen wie das Treibhaus-
gas CO,, sowie eine Ausweitung auf weitere Gebiete geplant.

Die Senkung bzw. Vermeidung von SOx-Emissionen kann laut einer Stu-
die der Forschungsvereinigung Verbrennungskraftmaschinen (FVV) [2]
durch den Einsatz alternativer, schwefelfreier Brennstoffe wie Erdgas,
Ethanol, DME oder Methanol vorangetrieben werden. Zudem kann der
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Einsatz regenerativ erzeugter Brennstoffe iiberproportional zur Senkung
der CO,-Emissionen beitragen. Als vielversprechendster Energietrdger
wird in den kommenden Jahren Erdgas gesehen. Grund dafiir ist ei-
nerseits das massiv gewachsene Angebot und die daraus resultierenden
niedrigen Gaspreise. Andererseits wird durch das giinstige C/H-Verhalt-
nis bei der Verbrennung von Erdgas im Vergleich zu Diesel ca. 25% weni-
ger CO, freigesetzt [104]. Zudem konnen auch die NOy-Emissionen durch
die im Vergleich zum Diesel leicht niedrigeren Flammentemperaturen ge-
senkt werden.

Erdgas wird heute hauptsdchlich in Otto-Gasmotoren verwendet, in de-
nen ein homogenes Erdgas/Luft-Gemisch mittels einer Ziindkerze ent-
flammt wird. Aufgrund des lokal begrenzten Energieeintrags der Ziind-
kerze ist jedoch eine Ziindung von mageren Gemischen tiber A=1.8 nicht
zuverlédssig moglich. Eine Moglichkeit, diese Limitierung zu umgehen,
bieten Dual-Fuel (DF) Motoren. Bei diesen wird eine kleine Menge Die-
sel als Ziindquelle in das verdichtete Erdgas/Luft-Gemisch eingespritzt,
wodurch magere Gemische bis zu A=2.3 noch zuverldssig geziindet wer-
den konnen [27]. Dieses Motorkonzept ist jedoch mit einigen Nachtei-
len verbunden. Das Potenzial fiir zukiinftige Effizienzsteigerung durch
Erhohung des Mitteldrucks ist wegen der Klopfneigung des homogenen
Gemisches begrenzt. Auch die Drosselverluste wihrend des Ladungs-
wechsels wirken sich im Teillastbereich negativ auf die Effizienz aus. Vor
allem aber fiihren Ventiliiberschneidung und Flammenldschen des ma-
geren Gemisches an der Wand zu einem signifikanten Erdgas-Schlupf
von bis zu 6.7 g/kWh [3]. Diesen gilt es zu vermeiden, da Methan, der
Hauptbestandteil von Erdgas, tiber eine 100-Jahres-Betrachtung ein 28
mal hoheres Treibhauspotential als CO, aufweist [3,94] und durch ka-
talytische Oxidation kaum aus dem Abgas entfernt werden kann.

Hochdruck-Direkteinblasung von Erdgas mit Dieselpilotziindung (high-
pressure dual-fuel - HPDF) kann, im Gegensatz zu homogener Vormi-
schung, eine raumlich begrenzte Mischzone erzeugen und somit Methan-
Emissionen aufgrund von Schlupf und Quenching vermindern. Zudem
sind dadurch unter dieselmotorischen Randbedingungen hohere Wir-
kungsgrade erreichbar, ohne dass die Gefahr des Klopfens besteht [28].
Im Gegensatz zu homogen betriebenen Otto- oder DF-Gasmotoren bie-
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tet diese Technologie zudem ein HochstmafS an Flexibilitdt in Bezug auf
Brennstoffqualitdt sowie Vormischgrad und Ziindzeitpunkt [20, 57].

1.2 Das HPDF-Brennverfahren

Laut Karim [41] bezieht sich der Begriff Dual-Fuel Motor im Allgemei-
nen auf einen Motor mit Kompressionsziindung, in welchem gleichzeitig
zwei, hinsichtlich ihrer Ziindwilligkeit vollig verschiedene Brennstoffe, in
unterschiedlichen Anteilen verbrannt werden. Durch die Selbstziindung
des sogenannten Pilotkraftstoffs wird der ziindunwillige Hauptkraftstoff,
welcher fiir einen Grofiteil der bei der Verbrennung freigesetzten Ener-
gie verantwortlich ist, entflammt. Nach der Art der Gemischbildung des
Hauptkraftstoffs kann zwischen DF Motoren mit externer Gemischbil-
dung und jenen mit Hochdruck-Direkteinblasung (HPDF) unterschieden
werden.

Bei HPDF Motoren wird der Hauptkraftstoff unter hohem Druck direkt in
den Brennraum eingediist und durch Interaktion mit dem Pilotkraftstoff
geziindet. Der Anteil des Pilotkraftstoffs an der gesamten Energiemenge
liegt dabei typischerweise im einstelligen Prozentbereich. Im Unterschied
zum klassischen Dieselmotor konnen durch die Variation der Einblaszeit-
punkte von Haupt- und Pilotkraftstoff der Vormischgrad und der Ziind-
zeitpunkt unabhdngig voneinander variiert werden. Dieser zusétzliche
Freiheitsgrad erlaubt eine gezielte Beeinflussung des Brennverlaufs. Der
Einblasdruck muss, im Gegensatz zum DF Motor mit externer Gemisch-
bildung, jedoch iiber den im Brennraum auftretenden Spitzendriicken
liegen. Fiir Erdgas als Hauptbrennstoff wurden in der Vergangenheit
Driicke bis 600 bar angewendet [54]. Aufgrund des sich dadurch einstel-
lenden hohen Druckverhiltnisses zwischen Diise und Brennraum bildet
sich ein unterexpandierter Strahl aus.

Hodgins, Gunawan und Hill [35] haben im Jahr 1992 erstmals ein
Konzept fiir das HPDF-Brennverfahren vorgestellt. Der Schliissel dafiir
war ein neu entwickelter Hochdruckinjektor fiir die simultane Erdgas-
und Dieseleinblasung. Erste Tests an einem Einzylindermotor zeigten
das hohe Potenzial des Brennverfahrens hinsichtlich der Reduktion von
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Partikel- (PM), NOx- und CO,-Emissionen im Vergleich zum Dieselbe-
trieb bei anndhernd gleicher Effizienz [36]. Weitere Optimierungen hin-
sichtlich Effizienz, Gasdruck und Emissionsverhalten wurden bis zum
Jahr 2002 ausschliefslich an einem Zweitakt-Versuchsmotor durchgefiihrt
[17,18, 28]. McTaggart-Cowan et al. untersuchten das HPDF Konzept ab
2003 an einem Viertaktmotor hinsichtlich einer NO,-Reduktion durch
gekiihlte Abgasriickfiihrung (AGR) [55]. Die Untersuchungen zeigen ein
massives Reduktionszpotenzial, wobei die NOy-Emissionen unabhéngig
von Last und Drehzahl in einem weiten Bereich linear mit der AGR-
Rate korrelieren. Nachteilig wirkt sich dieses Vorgehen jedoch auf das
Emissionsverhalten von Kohlenmonoxyd (CO) und unverbrannten Koh-
lenwasserstoffen (unburned hydrocarbons - UHC) aus [53]. Der Einfluss
der Brennstoffzusammensetzung auf den Brennverlauf und das Emis-
sionsverhalten wurde von McTaggart-Cowan durch Zugabe von Ethan,
Propan, Wasserstoff und Stickstoff zu Erdgas experimentell untersucht
[57, 58]. Die Ergebnisse zeigen, dass diese Additive keinen signifikan-
ten Einfluss auf die Leistung oder den Brennstoffverbrauch des Motors
haben. Die UHC-Emissionen werden im Fall aller untersuchten Addi-
tive durch verbessertes Ziind- oder Brennverhalten reduziert. Die PM-
Emissionen werden durch Zugabe von Ethan und Propan erhoht, je-
doch durch Stickstoff oder Wasserstoff im Brennstoff praktisch eliminiert.
Durch die Erhohung des Gasdrucks bis hin zu 600 bar ist laut den expe-
rimentellen Untersuchungen von McTaggartCowan eine signifikante Re-
duktion der PM-Emissionen sowie eine deutliche Steigerung der Effizienz
moglich [54,56]. Die sich bei gleichbleibender Last und héheren Driicken
ergebende kiirzere Einblasdauer wirkt sich negativ auf die Druckanstigs-
raten im Brennraum aus, welche jedoch durch kleinere Diisenbohrungen
bzw. durch Abgasriickfithrung reduziert werden kénnen [54]. Faghani et
al. [20] untersuchten den Einfluss des Gas-Vormischgrads anhand der Va-
riation das Einblasbeginns zwischen Gas und Diesel. Sofern der Einblas-
beginn des Gases vor dem Einblasbeginn des Diesels liegt, wird die Mi-
schung zwischen Gas und Luft soweit verbessert, dass unabhidngig von
der AGR-Rate die PM-Emissionen auf ein Minimum reduziert werden.
Durch das lokale Ubermischen steigt der Methanschlupf dabei jedoch si-
gnifikant an. Dem kann durch eine globale Anfettung im Brennraum ent-
gegengewirkt werden. Auf Basis dieser Erkenntnisse untersuchte Fagha-
ni die Aufteilung der Gaseinblasung in eine Haupteinblasung und eine
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spdte Nacheinblasung, wobei maximal 25% der Gasmasse 1ms nach der
Haupteinblasung eingebracht wurde [19]. Bei minimaler Verschlechte-
rung des Wirkungsgrads konnte dabei eine deutliche Reduktion der PM-
Emissionen bei gleichbleibenden Methanemissionen erreicht werden.

1.3 Modellierungsansatze

Aus den Freiheitsgraden des Brennverfahrens sowie den in den letz-
ten Jahrzehnten durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen, lassen
sich folgende Anforderungen an ein HPDF-Simulationsmodell ableiten:

¢ Aufgrund der zeitlichen Variation des Einblasbeginns von Gas- und
Dieselkraftstoff ergeben sich zahlreiche verschiedene Mischungs-
zustdnde zwischen den beiden Brennstoffen und der Luft. Eine akku-
rate Vorhersage der Brennstoffverteilung im Brennraum muss daher
durch das Modell zu jedem Zeitpunkt sichergestellt sein.

o Zeitpunkt und Ort der Dieselziindung beeinflussen die Entflam-
mung des Gasstrahls und den weiteren Brennverlauf. Aus diesem
Grund ist eine robuste Vorhersage der Selbstziindung eine essentielle
Anforderung an das HPDF-Simulationsmodell. Aufgrund der zahl-
reichen moglichen Mischungszustdnde zwischen den Brennstoffen
und der Luft muss daher auch der Einfluss von Erdgas auf die Die-
selztindung berticksichtigt werden.

® Durch die Variation des Einblasbeginns sowie durch eine mogli-
che Aufteilung der Erdgas- bzw. Dieseleinblasung in eine Vor- und
Nacheinblasung, ergeben sich im Brennraum Bereiche in denen Erd-
gas vorgemischt bzw. nicht-vorgemischt verbrennt. Eine klare zeitli-
che sowie rdumliche Trennung dieser Zustdnde ist dabei meist nicht
moglich. Bei der Verbrennungsmodellierung muss dies berticksich-
tigt werden.

¢ AGR ist im HPDF-Brennverfahren ein probates Mittel zur Reduk-
tion von NOy-Emissionen. Da sich das zuriickgefiihrte Abgas aus
Verbrennungsprodukten zusammensetzt, ist eine akkurate Modellie-



Einleitung

rung nur dann moglich, wenn alle relevanten Verbrennungsproduk-
te im Modell berticksichtigt werden.

* Fine Vorhersage der Abgasemissionen ist fiir eine Bewertung des
Brennverfahrens und den Vergleich verschiedener Betriebsstrategien
zwingend erforderlich. Wichtig sind deshalb die korrekte Vorhersa-
ge von NO-, NO;-, CO-, CHy- sowie weiterer unverbrannter Kohlen-
wasserstoffe.

* Nahezu alle bisher zum HPDF-Brennverfahren durchgefiihrten ex-
perimentellen und numerischen Untersuchungen beziehen sich auf
die Brennstoffkombination Erdgas/Diesel, jedoch ist im HPDF-
Brennverfahren grundsitzlich jede Kombination eines ziindunwilli-
gen Brennstoffs (z.B. Erdgas, Methanol, Ethanol) mit einem ziind-
willigen Brennstoff (z.B. Diesel, DME) einsetzbar. Dies gilt es bei der
Wahl des Modellierungsansatzes ebenfalls zu berticksichtigen.

Uber die letzten Jahrzehnte wurden zur Berechnung des HPDF-
Brennverfahrens zahlreiche Simulationsmodelle entwickelt, wobei die
oben genannten Anforderungen in den meisten Fillen nur teilweise
erfiillt werden konnten. Mtui und Hill [60] beispielsweise gingen bei
der Verbrennungsmodellierung auf Basis einer Mischungszeitskala da-
von aus, dass ihr Forschungsmotor nicht teilvorgemischt betrieben wird
bzw. dieser Anteil an der Verbrennung vernachldssigt werden kann. Ou-
ellette und Mtui [60] erweiterten diesen Modellansatz spater zwar um
eine chemische Limitierung der Verbrennung unter Verwendung einer
Zweischrittchemie, beschrankten ihre Simulationen jedoch weiterhin auf
minimal vorgemischte Untersuchungen. Auch der chemische Einfluss
von Erdgas auf die Dieselziindung blieb in der Modellierung vollkom-
men unberiicksichtigt. Die von Munshi et al. [61] verfolgte, deutlich re-
chenintensivere Simulationsstrategie auf Basis einer Grofistruktursimula-
tion (large eddy simulation - LES) unter Berticksichtigung von detaillier-
ter Chemie und Turbulenz-Chemie-Interaktion, lieferte zwar gute Ergeb-
nisse fiir den Bereich der nicht-vorgemischten Gasverbrennung, versag-
te jedoch im teilvorgemischten Bereich vollig [19, 20]. Eine Begriindung
dafiir liefern die Autoren nicht. Wang et al. [99] setzten das ECFM-3Z
Modell fiir HPDF Untersuchungen ein. Das ECFM Modell (extended co-
herent flame model - ECFM), ein Flamelet Modell fiir die Berechnung
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der vorgemischten Verbrennung, basiert auf einer Transportgleichung fiir
die Flammenoberflachendichte und verwendet zur Berechnung der Re-
aktionsraten eine Zweischrittchemie. Die Erweiterung fiir den Bereich
der nicht-vorgemischten Verbrennung erfolgt durch die Kombination des
ECFM Modells mit einem drei-Zonen (3Z) Mischungsmodell auf Zelle-
bene. Die Autoren kalibrierten das Modell anhand eines einzigen Brenn-
verlaufs mit sehr geringem Anteil vorgemischter Verbrennung. Theoreti-
sche Uberlegungen zeigen, dass die Ergebnisse mafigeblich vom einge-
setzten Ziindmodell und von der Kalibrierung des Mischungsmodells
auf Zellebene abhdngen. Dadurch ergibt sich im Modell ein Freiheits-
grad, welcher nicht rein physikalisch begriindet werden kann. Zoldak
et al. [105] verwendeten einen Ansatz, bei welchem die Reaktionsra-
ten fiir Ztindung und Verbrennung in jeder Zelle direkt auf Basis de-
taillierter Chemie berechnet werden, um verschiedene Einblasstrategien
fiir das HPDF-Brennverfahren zu untersuchen. Der Vorteil dieser Her-
angehensweise ist einerseits, dass nicht direkt zwischen den Zustdanden
Ziindung, vorgemsichter- und nicht-vorgemischter Verbrennung unter-
schieden werden muss und andererseits, dass keine zusatzlichen Modelle
zur Emissionsvorhersage notig sind. Eine Validierung des Modells durch
experimentelle Daten wurde von den Autoren nicht durchgefiihrt.

1.4 Zielsetzung und Struktur der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist es, ein Simulationsmodell zur Vorhersage der
Zindung und Verbrennung von unterexpandierten Erdgasstrahlen zu
entwickeln, zu validieren und anzuwenden. Die Ziindung der Erdgass-
trahlen soll mithilfe von Diesel-Pilotstrahlen erfolgen. Die im vorigen Ab-
schnitt genannten Anforderungen an das Modell miissen dabei erfiillt
werden. Der Ansatz von Zoldak et al. [105] auf Basis detaillierter Che-
mie wird fiir die Verbrennungsmodellierung als am vielversprechendsten
sowie weitestgehend alternativlos angesehen und daher in dieser Arbeit
verfolgt. Bei diesem Ansatz muss im Vergleich zu den anderen vorgestell-
ten Ansdtzen einerseits in der Modellierung nicht direkt zwischen den
Zustdnden Ziindung, vorgemsichter- und nicht-vorgemischter Verbren-
nung unterschieden werden und andererseits werden keine zuséatzlichen
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Modelle zur Emissionsvorhersage benétigt. Beim Ansatz auf Basis detail-
lierter Chemie wird zunédchst zu jedem Zeitpunkt das Stromungs- und
Mischungsfeld mithilfe der RANS-Gleichungen berechnet und anschlie-
lend in jeder Gitterzelle unter der Annahme eines homogen geriihrten,
adiabaten Konstantvolumenreaktors der Reaktionsfortschritt ermittelt.

Im Rahmen der Einleitung wurde ein Uberblick iiber die in der Ver-
gangenheit durchgefiihrten experimentellen und numerischen Arbeiten
gegeben. Daraus wurden Anforderungen an das Simulationsmodell so-
wie ein vielversprechender Simulationsansatz auf Basis detaillierter Che-
mie abgeleitet. Die physikalischen Grundlagen unterexpandierter turbu-
lenter Freistrahlen und des Zerfalls von Fliissigstrahlen werden in Ka-
pitel 2 beschrieben. Zudem werden in diesem Kapitel die Grundlagen
der turbulenten Verbrennung behandelt. Aufbauend auf den physikali-
schen Grundlagen werden in Kapitel 3 Modelle zu deren Berticksichti-
gung in einem RANS-CFD-Modell vorgestellt. In Kapitel 4 wird zundchst
ein Validierungsexperiment auf Basis einer schnellen Kompressions-
Expansionsmaschine (rapid compression expansion machine - RCEM)
beschrieben. Daraus werden anschliefsend Randbedingungen fiir das Si-
mulationsmodell abgeleitet. In Kapitel 5 erfolgt anschliefSend die Validie-
rung des nicht reagierenden Gas- und Dieselstrahls anhand des Eindring-
und Mischungsverhaltens. Da das Know-How der Verbrennungsmodel-
lierung auf Basis detaillierter Chemie im Reaktionsmechanismus steckt,
wird in Kapitel 6 zundchst anhand der Dieselziindung in Luft und Erd-
gas/Luft Atmosphidre eine Untersuchung von Reaktionsmechanismen
durchgefiihrt und mithilfe von Validierungsexperimenten ein Reaktions-
mechanismus ausgewdhlt. Anschlieffend wird in Kapitel 7 der Einfluss
der Methankinetik sowie der Turbulenz-Chemie-Interaktion (TCI) auf
den Brennverlauf untersucht. Anschliefend wird aufbauend auf den ge-
wonnenen Erkenntnissen eine Vereinfachung des Reaktionsmechanismus
tiir hohe Druck- und Temperaturniveaus vorgestellt. In Kapitel 8 wird das
numerische Modell verwendet, um die Gasstrahlverbrennung im Detail
zu untersuchen und vorherzusagen. Dazu wird die rdumliche Interaktion
zwischen Gas- und Dieselstrahl sowie der Gas-Vormischgrad variiert.



2 Theoretische Grundlagen

Dieses Kapitel fasst die physikalischen Grundlagen des HPDEF-
Brennverfahrens zusammen, auf welchen die in Kapitel 3 beschriebenen
Modelle beruhen. Zudem werden in den einzelnen Abschnitten Informa-
tionen bereitgestellt, welche zur Interpretation der Ergebnisse notig ist. In
den ersten beiden Abschnitten werden zunédchst die Grundlagen der Gas-
dynamik unterexpandierter Freistrahlen sowie der Zerfall von Fliissig-
keitsstrahlen beschrieben. In den weiteren Abschnitten werden die Erhal-
tungsgleichungen reaktiver Stromungen eingefiihrt und Phdnomene der
turbulenten Verbrennung vorgestellt.

2.1 Gasdynamik unterexpandierter turbulenter Freistrahlen

In diesem Abschnitt werden die Grundlagen unterexpandierter turbulen-
ter Freistrahlen behandelt. Um zu verstehen, unter welchen Randbedin-
gungen es zu einer Nachexpansion aufserhalb der Diise kommt, werden
zuerst kurz einige gasdynamische Grundlagen zusammengefasst, welche
in [38,90] im Detail nachgelesen werden konnen. Darauf autbauend wer-
den die bei der Nachexpansion auftretenden physikalischen Phdanomene
anhand des Druckverhiltnisses zwischen Diise und Umgebung disku-
tiert. AbschliefSfend werden empirische Korrelationen zur Beschreibung
der Stofistrukturen bzw. der Eindringtiefe von unterexpandierten turbu-
lenten Freistrahlen vorgestellt.

2.1.1 Gasdynamische Grundlagen

Die Gasdynamik setzt sich mit Stromungen dichteverdanderlicher Medi-
en auseinander. Fiir die Beschreibung der gasdynamischen Vorgédnge am
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unterexpandierten turbulenten Freistrahl wird zundchst von einer quasi-
eindimensionalen, stationdren, reibungsfreien, kompressiblen, nicht reak-
tiven sowie adiabaten Stromung ausgegangen. Ein dimensionsloses Maf3
daftir, ab welcher Geschwindigkeit eine Stromung als kompressibel be-
trachtet wird, ist die Machzahl Ma. Sie beschreibt das Verhiltnis aus
Stromungsgeschwindigkeit # und Schallgeschwindigkeit a.

u u
Ma = —- = 2.1
a VKRT @1

Werden ideales Gasverhalten und konstante Fluideigenschaften ange-
nommen, so ldsst sich die Schallgeschwindigkeit direkt aus dem Isentro-
penexponenten «, der spezifischen Gaskonstante R und der Temperatur
T der Stromung berechnen. Der Isentropenexponent ist dann iiber das
Verhiltnis der Warmekapazititen k. = ¢, /c, bestimmt. Im Allgemeinen
wird eine Stromung fiir Ma > 0.3 als kompressibel angesehen. Unter
den zuvor getroffenen Annahmen lassen sich Erhaltungsgleichungen fiir
Masse, Impuls und Energie entlang eines Stromfadens wie folgt formu-
lieren:

1 = puA = const (2.2a)

p + pu?® = const (2.2b)
12

h+ o= const (2.2¢)

Mit diesen Zusammenhdngen kann die Stromung des Massenstroms i1
eines Fluids mit spezifischer Enthalpie & tiber eine Fldche A beschrieben
werden. Erfdhrt diese Stromung eine Zustandsdnderung von Zustand 1
nach Zustand 2, so folgen fiir ein ideales Gas die thermodynamischen
Grofsen der Isentropenbeziehung

xk—1

1+"2;1Ma%:§: (Q)K: (Q)K—l 03
1+ Ma3 T p1 01

10
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Wird diese Stromung isentrop auf eine vernachldssigbar kleine Ge-
schwindigkeit verzogert, sodass u = 0 angenommen werden kann, wer-
den die sich einstellenden Zustandsgrofien als Ruhegrofsen bezeichnet
und mit Index 0 gekennzeichnet. Fiir die Ruhegrofien ergeben sich in
Abhédngigkeit von der Machzahl folgende Zusammenhénge:

To_ Kk—1 2
T_<1+ : Ma) (2.4a)
Po_ (145 e - (2.4b)
P 2 '

1
Po _ k—1 —5\*T
; _<1+ . Ma) . (2.4¢)

Fiir Ma = 1 werden diese Zusammenhénge als kritische Verhiiltnisse be-
zeichnet. Mit diesen Zusammenhédngen ldsst sich nun, unter Zuhilfenah-
me der Erhaltungsgleichungen (Gleichung 2.2), der Massenstrom {iber
einen Querschnitt A in Abhédngigkeit der Ruhegrofien und der Machzahl
herleiten:

) Po x—1 ’ 2(k—1)
m=A—"—=—Ma|l+——Ma
VT ( T )

Der Massenstrom in Gleichung 2.5 wird bei Ma = 1 maximal.

K
3 (2.5)

Fiir eine stationdr und reibungsfrei durchstromte Diise ergeben sich da-
durch zwei Bedingungen. Wird in der Diise abhéngig von Geometrie und
Ruhegrofien Ma =1 erreicht, so muss dies im engsten Querschnitt passie-
ren. Ist der Zustand Ma = 1 erreicht, kann der Massenstrom durch die
Diise nur durch Erhéhung des Ruhedrucks p, gesteigert werden, nicht
jedoch durch die Absenkung des Gegendrucks p.. Dieses Verhalten der
Diise wird als sperren bezeichnet.

Fiir die Gaseinblasung im HPDF-Brennverfahren ergeben sich daraus fol-
gende Erkenntnisse. Ist das Verhéltnis aus Gasdruck und Brennraum-
druck deutlich grofler als das kritische Druckverhéltnis bei Ma = 1 in
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Gleichung 2.4b, so wird der Massenstrom durch die Diise von einem
verdnderlichen Brennraumdruck nicht beeinflusst.

2.1.2 Strahlcharakteristik

Im nachfolgenden Abschnitt wird eine konvergente, gesperrte Diise mit
Ruhedruck pg vor der Diise, dem Druck p im engsten Querschnitt und
dem Umgebungsdruck p. weit stromab der Diise betrachtet. Ist das
Druckverhiltnis py/ p kleiner als das kritische Druckverhaéltnis fiir die ge-
gebenen Randbedingungen, so ist die Stromungsgeschwindigkeit inner-
halb der Diise kleiner als die Schallgeschwindigkeit und die resultierende
Strahl wird als Unterschallstrahl bezeichnet. Entspricht das Druckverhalt-
nis po/ p dem kritischen Druckverhiltnis, so ist p gleich dem Umgebungs-
druck p... Diese Konfiguration wird als angepasste Diise bezeichnet. Wird
bei einer angepassten Diise der Umgebungsdruck p. unter den Druck p
im Austrittsquerschnitt abgesenkt beziehungsweise der Ruhedruck ent-
sprechend erhoht, so erfolgt eine Druckanpassung aufierhalb der Diise.
Abhéngig vom Druckverhéltnis wird der dabei resultierende Diisenstrahl
in der Literatur als unterexpandierter oder stark unterexpandierter Strahl
bezeichnet. Nachfolgend angegebene Druckverhiltnisse am Beispiel von
Luft beziehen sich auf einen Isentropenexponenten von k¥ = 1.4. Fiir Me-
than bzw. Erdgas ergeben sich fiir die Selben Bereiche leicht andere Werte.

Der Unterschallstrahl ist durch einen ungestorten keilféormigen Kern ge-
kennzeichnet, einer Zone konstanter Geschwindigkeit, in der keine vis-
kose Vermischung mit Umgebungsfluid stattfindet. Dieser Kern ist von
einem Bereich umgeben, in welchem eine Vermischung zwischen Strahl
und Umgebungsfluid stattfindet. Wenige Diisendurchmesser stromab des
Diisenaustritts hat sich der Mischbereich bis zur Mittellinie nach innen
ausgebreitet und der Kernbereich verschwindet. Uber diesen Punkt hin-
aus breitet sich der Mischbereich weiter aus und tiber den Zusammen-
hang der axialen Impulserhaltung fallt die Geschwindigkeit immer wei-
ter ab. In diesem Teil des Strahls ndhern sich die mittleren Geschwindig-
keitsprofile einer selbstahnlichen Form an. Ein solcher Strahl existiert im
Fall von Luft fiir ein Diisendruckverhéltnis pg/ p« von 1 bis ca. 1.9.
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2.1 Gasdynamik unterexpandierter turbulenter Freistrahlen

Bei Erreichen des kritischen Druckverhéltnisses bildet sich am Diisen-
ausgang ein sehr schwacher, senkrechter Stofs, welcher mit steigendem
Druckverhéltnis pg/ p zu einem System aus schrdgen Stofsen und Expan-
sionsfdchern, sogenannten Stofizellen, wird. Die Stof3e dienen der Druck-
anpassung innerhalb des Strahls hin zu Umgebungsbedingungen. Der
ungestorte Kern der Stromung wird durch die Stof3strukturen definiert
und begrenzt. Die nach innen gerichtete Diffusion des Mischbereichs setzt
sich stromab immer weiter fort und fiihrt schliefSlich zur Auflosung des
Stofikerns. Diese Konfiguration ist in Abbildung 2.1a dargestellt.

Bei einem Diisendruckverhdltnis py/p. von mehr als etwa 4.0 (fiir
Luft) beginnt sich die Form der Stofsstruktur in der ersten Stofizelle zu
verdndern. Der schréige Stofs, welcher zunehmend flacher wird und sich
der Diisenachse nahert, fithrt nun zu einer immer gréfieren Stromungs-
umlenkung. Dadurch ndhern sich die Stromlinien der Mittellinie des
Strahls in einem Winkel, welcher grofier ist als die maximal mogliche Ab-
lenkung durch einen schrdgen Stofs. Es entsteht eine sogenannte Mach-
Reflexion und ein senkrechter Stofs, auch Mach-Scheibe genannt, bildet
sich aus. Weiter stromab 16st sich diese Struktur von schragen Stofsen wie
im vorigen Absatz beschrieben auf. Der Mischbereich umgibt den Kern,
wobei die radiale Diffusion gering ist, so dass der Kern des stark unter-
expandierten Strahls langer bestehen kann als bei nur leicht unterexpan-
dierten Strahlen. Dadurch verschlechtert sich die Mischung im Diisen-
nahbereich. Diese Konfiguration ist in Abbildung 2.1b dargestellt.

2.1.3 Empirische Beschreibung

Fiir die Charakterisierung unterexpandierter bzw. stark unterexpandier-
ter Freistrahlen wurden in der Vergangenheit zahlreiche empirische Kor-
relationen entwickelt. Die hier aufgefiihrten Zusammenhénge stellen ei-
ne Auswabhl der fiir Methan bzw. Erdgas giiltigen Korrelationen dar und
sind unter der Annahme idealen Gasverhaltens aufgestellt worden. Fiir
weitere Beziehungen wird auf die Literatur verwiesen [7,13, 66]

Niessen [64] und Young [102] formulierten empirische Korrelationen fiir
den Abstand ! der ersten Mach-Scheibe vom Diisenaustritt. Die beiden
Korrelationen unterscheiden sich im Wesentlichen nur durch ihren Vor-
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Abbildung 2.1: Veranschaulichung der Stofistruktur in unterexpandierten und stark un-
terexpandierten Strahlen nach [16].

faktor C, welchen Niessen konstant zu C = 0.667 setzte, widhrend Young
einen von x abhédngigen Vorfaktor definierte und dessen Giiltigkeit fiir
verschiedene Gase zeigte. Die Formulierung nach Young ist in Gleichung
2.6 dargestellt.

= C(x), |22 (2.6a)

Clx) = é_z k(x +1)]3 (";Kly("‘” <_(K i"l)2>2“‘” (2.6b)

Fiir die empirische Ermittlung der Eindringtiefe des transienten unter-
expandierten Freistrahls haben Hill und Ouellette [33,67] experimentelle
und numerische Untersuchungen fiir die Eindiisung von Methan in Luft
durchgefiihrt. Sie konnten die Annahme von mehreren Autoren bestéti-
gen und zeigen, dass sich der Strahl ab einer Eindringtiefe von etwas 20- 4
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2.2 Zertfall von Fliissigstrahlen

stromab der Diise selbstihnlich verhilt und die StofSstrukturen aus dem
Diisennahbereich dann keinen Einfluss mehr haben. Bei Selbstahnlichkeit
nimmt das Verhéltnis aus maximalem Strahldurchmesser zur Eindring-
tiefe d/x einen konstanten Wert von 0.25 £ 0.05 an. Hill und Ouellette
beschreiben die zeitliche Anderung der Eindringtiefe auf Basis einer Im-
pulsanalyse mit

. 1
4
x = Q(%) 3, 2.7)

Die Koordinate x entlang der Diisenachse bezeichnet die Eindringtiefe
und ) bezeichnet eine Konstante, welche sich aus dem Verhiltnis d/x
herleiten ldsst und experimentell gestiitzt zu 3 & 0.1 festgesetzt wurde.
Die Eindringtiefe wird nicht direkt mit den Ruhegrofien korreliert, son-
dern mit der Impulsstromdichte M am Diisenaustritt, welche wie folgt
formuliert werden kann:

M = u?pA. (2.8)

Diese Korrelationen werden in Abschnitt 5 fiir erste Abschidtzungen vor
Beginn der Modellierung der Gaseinblasung verwendet.

2.2 Zerfall von Fllssigstrahlen

Die Einspritzung des fliissigen Dieselkraftstoffs in den Brennraum er-
folgt unter hohen Driicken von bis zu 2500 bar [77]. Der dadurch her-
vorgerufene Zerfall in Tropfen und deren anschlieffende Verdampfung
haben einen grofien Einfluss auf den Verlauf der Mischung mit der Luft,
die Selbstziindung sowie die Verbrennung. Nach erfolgter Einspritzung
miissen Verdampfung sowie Gemischbildung in kiirzester Zeit (wenige
Millisekunden) abgeschlossen sein. Dafiir ist ein sehr schneller Zerfall des
Fliissigstrahls in viele kleine Tropfen zur Maximierung der Oberfldche Er-
forderlich. Die Limitierung der Tropfenverdampfung ist dabei durch die
Enthalpiezufuhr in den Strahl (entrainment) und nicht durch den Trop-
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tenzerfall selbst bedingt [62]. Tropfenverdampfung und Gemischbildung
laufen dabei weitestgehend parallel ab. Unter gegebenen geometrischen
Randbedingungen lésst sich die Gemischbildung mafigeblich durch die
Erhohung der strahlinduzierten Turbulenz verbessern, was durch eine
Erhohung des Einspritzdrucks erreicht werden kann. Eine Erh6hung des
Einspritzdrucks verbessert nicht nur die Einmischung von Luft in den
Brennstoffstrahl, sondern fordert auch den Zerfall in kleinere Tropfen.

In der Literatur [23,78,79,93] wird der Zerfall von Fliissigstrahlen grund-
legend in einen primdren und einen sekundéren Zerfall unterteilt. In Ab-
bildung 2.2 sind der Strahlzerfall sowie die Diiseninnenstrémung am Bei-
spiel eines Dieselstrahls dargestellt. Der Primérzerfall umfasst den Auf-
bruch des zusammenhdngenden Fliissigkeitsstrahls in einzelne Tropfen.
Die weitere Aufspaltung der Tropfen wird als Sekundérzerfall bezeich-
net. Beide Prozesse lassen sich anhand einer dimensionslosen Kennzahl,
der Weber-Zahl We, charakterisieren. Diese ist an einem Tropfen als das
Verhiltnis aus Tragheitskraft zur Oberflachenkraft definiert

2
We = Pstl” (2.9)
o
wobei p, die Dichte der Gasphase, d; eine charakteristische Lange (z.B.
den Diisendurchmesser), U die relative Geschwindigkeit der Fliissig-
phase zur umgebenden Gasphase und ¢ die Oberflichenspannung der
Fliissigphase beschreiben.

2.2.1 Primarzerfall

Der primére Strahlzerfall kann in die drei Regime Rayleigh-Zerfall,
windinduzierter Zerfall und Atomisierung eingeteilt werden [93]. Der
Rayleigh-Zerfall beruht hauptsidchlich auf dem Effekt der Oberfldchen-
spannung, die zu einem Zerreiflen des Fliissigkeitsstrahls bei niedrigen
Geschwindigkeiten bzw. Weber-Zahlen fiihrt. Bei einer Zunahme der Dif-
ferenzgeschwindigkeit zwischen Strahl und Umgebung spielen aerody-
namische Effekte wie die Kelvin-Helmholz-Instabilitdt eine zunehmen-
de Rolle. Dabei kénnen Tropfen mit einem deutlich kleineren Durch-
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Abbildung 2.2: Schematische Darstellung der Diiseninnenstromung und des Strahlzer-
falls von Fliissigstrahlen nach [23].

messer als jenem der Diise entstehen. Gleichzeitig nimmt die Eindring-
tiefe des zusammenhédngenden Fliissigkeitsstrahls ab. Bei einer weiteren
Erhohung der Geschwindigkeit, und damit der Weber-Zahl, beginnt der
Aufbruch der Strahloberfliche direkt an der Diisenéffnung, wobei ein
kurzer fliissiger Strahlkern bestehen bleiben kann. Die initiale Tropfen-
grofie liegt im Bereich des Diisendurchmessers. Fiir die Dieseleinsprit-
zung mit hohen FEinspritzdriicken und Einspritzgeschwindigkeiten ist
das Regime der Atomisierung zutreffend.

Obwohl anhand der Weber-Zahl eine anschauliche qualitative Eintei-
lung des Primérzerfalls in die drei genannten Regime moglich ist, reicht
fiir eine quantitative Beschreibung des Primérzerfalls die Weber-Zahl al-
lein nicht aus. Zur Beriicksichtigung aller Einflussfaktoren und fiir eine
vollstandige Charakterisierung werden hdufig die Reynolds-Zahl in der
Fliissigphase, die Ohnesorge-Zahl, welche das Verhiltnis von Zdhigkeits-
krdaften zu Oberflichenspannung beschreibt, sowie das Dichteverhalt-
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Abbildung 2.3: Schematische Darstellung des Zusammenhangs der wichtigsten Ein-
flussgrofien auf den Primérzerfall nach Stiesch [93].

nis von Gas und Fliissigkeit verwendet. Der Zusammenhang dieser drei
Grofen ist in Abbildung 2.3 schematisch veranschaulicht.

2.2.2 Sekundarzerfall

Nach dem Primdirzerfall sind die Tropfen in der Regel noch zu grof,
um direkt und vollstindig zu verdampfen. Es folgt ein weiterer Zerfall
der Tropfen. Dieser sogenannte Sekundérzerfall ist von aerodynamischen
Kréaften und deren Gleichgewicht mit der Oberflachenspannung der ein-
zelnen Tropfen bestimmt. Konkret passiert der Tropfenzerfall dann, wenn
die auf den Tropfen wirkenden Krifte aufgrund des Luftwiderstands jene
der Oberflichenspannung tibersteigen. In diesem Fall reicht zur quantita-
tiven Beschreibung der Zerfallsmechanismen die Weber-Zahl allein aus.
Eine Einteilung anhand der Weber-Zahl nach Pilch und Erdmann [71] mit
typischen Werten fiir einen Dieselspray nach Kriiger [47] ist in Abbildung
2.4 dargestellt.
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2.3 Erhaltungsgleichungen reaktiver Stromungen

Im Falle der Dieseleinspritzung sind in der Ndhe der Diisentffnung die
relativen Geschwindigkeiten und damit die Weber-Zahlen der Tropfen
nach dem Primérzerfall noch sehr hoch, sodass es vorwiegend zu einer
sogenannten chaotischen Zerlegung kommt. Mit zunehmendem Abstand
von der Diise sinkt die Weber-Zahl sowohl aufgrund der Verringerung
des Tropfendurchmessers als auch aufgrund der Abnahme der Tropfen-
geschwindigkeit. So werden im Verlauf der Eindiisung zum Teil auch die
anderen Zerfallsmechanismen durchlaufen.

Schwingungs- o 8 ’ We < 12

zerfall 9

Blasenzerfall @) 0 0 O\ D 12 < We < 50
50 < We < 100

. i o -
%léig(ﬁfender 9 [ L ¢ A 100 < We < 350

350 < We

chaotischer o
Zerfall

Abbildung 2.4: Regime des Tropfenzerfalls nach Pilch und Erdmann [71] mit den da-
zugehorigen Bereichen kritischer Weber-Zahlen fiir Diesel nach Kriiger
[47].

2.3 Erhaltungsgleichungen reaktiver Stromungen

Reaktive turbulente Stromungen lassen sich im Allgemeinen mithilfe der
Navier-Stokes Gleichungen beschreiben. Unter Vernachlédssigung von Vo-
lumenkréften (z.B. Gravitation) sowie unter Verwendung der einstein-
schen Summenkonvention lassen sich diese wie folgt formulieren [72].
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Massenerhaltung;:
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Darin beschreibt p die Dichte, u die Geschwindigkeit, p den Druck, 7;; den

Spannungstensor und /;, die spezifische sensible Enthalpie.

Der Term g; beschreibt die Warmestromdichte und ist tiber die als Fouri-
er’sches Gesetz bekannte Beziehung

oT
g = —)\g (2.13)

definiert, wobei A die thermische Leitfdhigkeit und T die Temperatur re-
prasentiert.

In reaktiven Stromungen bleibt zwar die Gesamtmasse nach Gleichung
2.10 erhalten, jedoch ist der Massenanteil Yj einer Spezies Sy im Allge-
meinen nicht konstant. Zusitzlich zu den Erhaltungsgleichungen ist da-
her fiir jede Spezies eine Speziestransportgleichung nétig.

Speziestransport:

aka apuiYk o 0 BYk .
o T Tom o (D"axi>+“’k 219

Diffusionskoeffizient und Produktionsrate werden dabei mit Dy bzw. wy
beschrieben.

20



2.4 Turbulente Verbrennung

Der Quellterm &y, in Gleichung 2.12 kann dann mithilfe der Anderung
der spezifischen Standardbildungsenthalpie Ahjoc/k als Summe tiber alle
Spezies nach

Wp, = — ) A} (2.15)
k=1

berechnet werden.

2.4 Turbulente Verbrennung

Die Verbrennung in turbulenten Stromungen ermoglicht, verglichen mit
der laminaren Verbrennung, eine deutliche Erhéhung der Umsatzraten.
Fiir die Verbrennung in motorischen Anwendungen ist die Turbulenz da-
her eine wichtige Einflussgrofie, um eine schnelle Umsetzung des Brenn-
stoffs und damit die heute iiblichen Leistungsdichten und Wirkungsgra-
de zu erreichen. Im Rahmen dieser Arbeit wird die turbulente Verbren-
nung von gasformigem Dieselkraftstoff und Erdgas mit Luft untersucht.

Anhand des Aquivalenzverhiltnisses ¢ ldsst sich ein Verbrennungsvor-
gang als magere (¢ < 0), stochiometrische (¢ = 0) oder fette (¢ > 0)
Verbrennung beschreiben. ¢ ist als das Verhéltnis der stochiometrischen
Luft- und Brennstoffmassen zum tatsdchlichen Verhdltnis dieser Massen
definiert.

1 (mL/mB)st

¢ = 1= (i Jip) (2.16)

Haufig wird anstelle von ¢ auch dessen Kehrwert, die Luftzahl A, ver-
wendet.

Des weiteren kann eine Unterscheidung in vorgemischte bzw. nicht-
vorgemischte Verbrennung vorgenommen werden. Im Fall der vorge-
mischten Verbrennung werden Brennstoff und Oxidator zuerst technisch
vorgemischt und reagieren anschliefSfend miteinander, wahrend im Fall
der nicht-vorgemischten Verbrennung Mischung und Reaktion weitest-
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gehend gleichzeitig ablaufen. Im Rahmen der in dieser Arbeit durch-
gefiihrten Untersuchungen treten im Brennraum, abhdngig von den Ein-
blaszeitpunkten fiir Diesel und Erdgas, sowohl Bereiche mit fetter und
magerer, als auch mit vorgemischter und nicht-vorgemischter Verbren-
nung auf. Eine moglichst allgemeingiiltige, theoretische Charakterisie-
rung der HPDF-Verbrennung wird in den ndchsten Abschnitten vorge-
nommen.

2.4.1 Vorgemischte turbulente Verbrennung

Die vorgemischte Verbrennung zeichnet sich im Allgemeinen dadurch
aus, dass Brennstoff und Oxidator vor einer chemischen Reaktion
vollstindig miteinander gemischt werden. Wahrend der vorgemischten
Verbrennung miissen jedoch Verbrennungsprodukte und unverbranntes
Gemisch weiterhin gemischt werden. Die Verbrennung ldsst sich anhand
des Borghi-Peters-Diagramms (Abbildung 2.5) nach [70] in Abhéngig-
keit von den vorherrschenden turbulenten Bedingungen anschaulich in
verschiedene Regime unterteilen. Auf der x-Achse ist im Diagramm das
Verhiltnis aus der turbulenten Langenskala /; und der laminaren Flam-
mendicke [/ aufgetragen, wihrend die y-Achse das Verhiltnis aus turbu-
lenter Intensitdt u’ und laminarer Flammengeschwindigkeit s, abbildet.
Die einzelnen Verbrennungsregime kénnen im Borghi-Diagramm mit-
hilfe von Iso-Linien der turbulenten Reynolds-Zahl Re;, der turbulenten
Damkohler-Zahl Da, und der turbulenten Karlovitz-Zahl Ka, abgegrenzt
werden. Diese dimensionslosen Kennzahlen lassen sich wie folgt berech-
nen:

_ Tragheitskriafte  u'l;

Re, = = 217
. Reibungskrifte s/ ¥ ( )
turbulente Zeitskala ©  sil;
Da, = =— = 2.18
o chemische Zeitskala 7. /s ( )
. , 2
Ka, chemische Zeitskala T _ 7 | 2.19)

B Kolmogorov Zeitskala 7, 72

22



2.4 Turbulente Verbrennung
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Abbildung 2.5: Veranschaulichung der Verbrennungsregime fiir die vorgemischte Ver-
brennung anhand des Borghi-Diagramms; modifiziert aus [70].

Die turbulente Zeitskala in der turbulenten Damkohler-Zahl bezieht sich
auf die makroskopischen Grofien der turbulenten Stromung, welche vor-
wiegend durch geometrische Abmessungen bestimmt werden. Im Gegen-
satz dazu wird in der turbulenten Karlovitz-Zahl auf die kleinste turbu-
lente Skala (Komogorov Zeitskala) Bezug genommen.

Die sich ergebenden Regime werden nachfolgend mit ihrer im Englischen
gebrduchlichen Bezeichnung benannt. Die physikalische Interpretation
erfolgt unter der Annahme, dass die turbulente Flammenbiirste aus ei-
ner Vorwdrm- und einer Reaktionszone besteht. Die Reaktionszone wird
dabei im Vergleich zur turbulenten Flammenbiirste als sehr diinn ange-
nommen [70].

laminar flames:
In laminaren Stromungen mit Re; < 1 ist die Flamme von Turbulenz un-
beeinflusst.

wrinkled flamelets:
In diesem Regime koénnen die kleinsten turbulenten Wirbel nicht wir-
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kungsvoll mit der laminaren Flammenfront interagieren, da die turbu-
lenten Fluktuationen u’ kleiner sind als die laminare Flammengeschwin-
digkeit s;. Diese Zone ist daher fiir die in dieser Arbeit vorliegende An-
wendung von geringer praktischer Relevanz.

corrugated flamelets:

Dieses Regime ist durch Re; > 1 und Ka; < 1 abgegrenzt. Daraus er-
gibt sich mit [; < 7, dass die gesamte turbulente Flammenbiirste, beste-
hend aus Vorwiarmzone und Reaktionszone, in Wirbeln der Grofde der
Kolmogorov-Skala (Skala der kleinsten Wirbel) eingebettet ist. Da 1’ nun
grofier ist als die laminare Flammengeschwindigkeit s;, wird die Flam-
menfront durch die turbulenten Wirbel leicht gefaltet, was zu einer ver-
grofierung der Flammenoberflédche fiihrt.

thin reaction zones:

Mit Ka; > 1 sind die kleinsten Wirbel hier kleiner als die turbulente Flam-
menbiirste und konnen in diese eindringen. Dies fiihrt zu einer Aufdi-
ckung der Flammenbiirste. In diesem Regime sind die kleinsten Wirbel
jedoch noch deutlich grofier als die Reaktionszone, wodurch diese Zone
diinn bleibt und ihren eindimensionalen Charakter behdlt.

broken reaction zones:

Die Kolmogorov-Wirbel sind nun nicht nur kleiner als die turbulente
Flammenbiirste sondern auch kleiner als die Reaktionszone und kénnen
mit dieser direkt interagieren. Als Folge daraus kann die Chemie durch
turbulente Wirbel beeinflusst werden, was beispielsweise zu lokaler
Flammenloschung fithren kann.

Anhand der Damkohler-Zahl konnen im Diagramm zudem zwei Extrem-
bereiche definiert werden. Dies ist zum einen bei hohen Damkohler-
Zahlen der Bereich schneller Chemie bei gewellter, schwach turbulen-
ter Flammenfront und zum anderen bei kleinen Damkohler-Zahlen der
Bereich schneller Mischung, in welchem die Annahme eines homogen
geriihrten Reaktors zutreffend ist.
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2.4 Turbulente Verbrennung

2.4.2 Nicht-vorgemischte turbulente Verbrennung

Die turbulente, nicht-vorgemischte Verbrennung wird durch die Mi-
schung von Brennstoff und Oxidator gesteuert. Der Mischungsprozess
wird dabei mafigeblich durch die grofiskaligen Wirbel der Strémung be-
einflusst [48].

Die Charakterisierung der nicht-vorgemischten Verbrennung ist im Ver-
gleich zur vorgemischten Verbrennung deutlich weniger anschaulich. Ei-
nerseits ist die Verbrennung zwar primér durch den Mischungsprozess
limitiert, kann aber im Fall sehr schneller Mischung oder sehr langsamer
Chemie auch chemisch limitiert und damit lokal vorgemischt ablaufen.
Der Mischungsprozess ist dabei stark von der technischen Umsetzung
und von lokalen und globalen Stromungsbedingungen abhédngig [72]. Zu-
dem ist die Definition von dimensionslosen Kennzahlen deutlich schwie-
riger als fiir die vorgemischte Verbrennung, da zum einen keine klassi-
sche Flammenausbreitung stattfindet und zum anderen die Flammendi-
cke sowie der Reaktionsfortschritt stark von lokalen Strémungsbedingun-
gen abhédngt.

Ein Vorschlag fiir eine moglichst allgemeine Beschreibung der Verbren-
nungsregime in Diffusionsflammen wurde von Poinsot und Veynante
[72] postuliert und ist in Abbildung 2.6 dargestellt. Das Konzept basiert
wie bei der vorgemischten Verbrennung auf der turbulenten Damkdohler-
Zahl, welche sich im nicht-vorgemischten Fall zu

bulente Zeitskal
Da, turbulente Zeits aa—E%Z\/R_etDaﬂ

— = 2.20
chemische Zeitskala T ( )

berechnen ldsst. Die nachfolgend verwendeten, tiefgestellten Abkiirzun-
gen beziehen sich auf die Flamme (flame - 1), die Ausléschung (extinction
- ext) sowie die Annahme einer lokal laminaren Flammenstruktur (lami-
nar flame approach - 1fa).

Die turbulente Reynolds-Zahl Re; = (u'l;)/v ist tiber die kinemati-
sche Viskositdt v definiert und die lokale Damkohler-Zahl der nicht-
vorgemischten Flammenstruktur Dag ~ 1/ (xs7.) wird tber die skalare
Dissipationsrate einer stochiometrischen Mischung x: approximiert [72].
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Abbildung 2.6: Veranschaulichung der Verbrennungsregime fiir die nicht-vorgemischte
Verbrennung anhand des Diagramms nach Poinsot und Veynante [72].
Die verwendeten, tiefgestellten Abkiirzungen beziehen sich auf die
Flamme (flame - fl), die Ausloschung (extinction - ext) sowie die Annah-
me einer lokal laminaren Flammenstruktur (laminar flame approach -
Ifa).

Damit lassen sich vier Verbrennungsregime ableiten, wobei einer diffusiv
brennenden Fackel (z.B. einem Diesel- oder Gasstrahl) global nicht ein
Regime zugeordnet werden kann, sondern lediglich einzelne lokale Posi-
tionen der Flamme damit beschreibbar sind.

laminar:
Fiir Re; < 1 kann eine laminare Flammenstruktur angenommen werden,
welche von turbulenten Effekten unbeeinflusst ist.

extinction:

Fiir kleine Damkohler-Zahlen, welche einer sehr langsamen chemischen
Umsetzung entsprechen, fithren grofie turbulente Re-Zahlen zu einem
Ausloschen der Flamme (extinction - ext).

flamelet:

Sobald die Chemie im Vergleich zur Mischung sehr schnell wird (Da; >
Dayg,), kann lokal eine laminare Flammenstruktur angenommen werden
(laminar flame approach - Ifa).
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unsteady effects:

Ist die turbulente Damkohler-Zahl grofser als der Schwellwert unter dem
Loschung auftritt, jedoch kleiner als jene, ab der eine laminare Flammen-
struktur angenommen werden kann (Day;, > Da, > Daey), befindet man
sich in einem Bereich, welcher von instationdren Strémungseffekten do-
miniert wird.

2.5 HPDF-Verbrennung

Bei der Direkteinblasung von Erdgas in den Brennraum und der
Fremdziindung mittels Diesel-Pilotstrahl treten, abhdngig von den
Einblaszeitpunkten, sowohl Bereiche vorgemischter als auch nicht-
vorgemischter turbulenter Verbrennung auf. Eine lokale Einteilung der
Verbrennung in die einzelnen Verbrennungsregime der vorgemischten
bzw. nicht-vorgemischten Verbrennung ist zwar grundsétzlich denk-
bar, jedoch fiir eine globale Charakterisierung der Verbrennung we-
nig sinnvoll. Mit Blick auf die zuvor beschriebenen Verbrennungsre-
gime ldsst sich die Verbrennung jedoch sowohl fiir die vorgemischte
als auch fiir die nicht-vorgemischte Verbrennung anhand der turbulen-
ten Damkohler-Zahl in verschiedene Bereiche aufteilen. Auch wenn zu
einem bestimmten Zeitpunkt lokal unterschiedliche Damkohler-Zahlen
auftreten, kann global zu jedem Zeitpunkt ein dominierender Verbren-
nungszustand identifiziert werden. Allgemein gilt, dass bei sehr klei-
nen turbulente Damkohler-Zahlen (Da; << 1,bzw. . << 717) die Mi-
schung viel schneller erfolgt als die chemische Reaktion und der Ver-
brennungsfortschritt dadurch chemisch limitiert ist. Umgekehrt sind bei
sehr grofien turbulenten Damkohler-Zahlen (Da;y >> 1,bzw. ¢ >> 1)
die chemischen Reaktionen viel schneller als die Mischung, wodurch sich
eine Limitierung des Verbrennungsfortschritts durch den Mischprozess
ergibt. Nachfolgend wird eine solche Charakterisierung fiir die HPDF-
Verbrennung anhand des Brennverlaufs vorgenommen.

Abbildung 2.7 zeigt einen generischen Verlauf der Warmefreisetzungs-
rate (heat release rate - HRR) der HPDE-Verbrennung. Dieser ldsst sich
anhand der Damkohler-Zahl in die folgenden Abschnitte einteilen:
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vorgemischte
Verbrennung
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nicht-vorgemischte
Verbrennung
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Abbildung 2.7: Charakterisierung eines generischen HPDF-Brennverlaufs anhand der
Damkohler-Zahl.

Ziindung (Day << 1):

Wiéhrend der Selbstziindung des Diesels limitiert die langsame Ziind-
chemie den Verbrennungsfortschritt. In diesen Bereichen ist daher die
Abbildung der chemischen Vorgidnge entscheidend, wihrend turbu-
lente Mischungsprozesse eine eher untergeordnete Rolle spielen. Eine
ausfiihrliche Untersuchung der Ziindkinetik erfolgt deshalb in Kapitel 6.
Die Entflammung des Gasstrahls durch heifSe Dieselprodukte ist hinge-
gen vielmehr durch die geometrische Interaktion der Strahlen beeinflusst
und limitiert als durch chemische Vorgéange.

vorgemischte Verbrennung (Da; > 1):

Der Anteil des Gasstrahls, welcher zum Zeitpunkt kurz nach der Entflam-
mung auf molekularer Ebene bereits mit ausreichend Luft gemischt ist,
brennt teilweise vorgemischt ab. Ob sich hier eine kinetische Limitierung
des Verbrennungsfortschritts ergibt, ist mafigeblich von der strahlindu-
zierten Turbulenz und den Reaktionsgeschwindigkeiten abhédngig. Eine
gute Abbildung der Wechselwirkung zwischen Turbulenz und Chemie
(TCI) ist deshalb in diesem Bereich sehr wichtig. Dieser Abschnitt des
Brennverlaufs wird in Kapitel 7 im Detail untersucht.
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nicht-vorgemischte Verbrennung (Da; >> 1):

Die Phase der Diffusionsverbrennung wird durch den turbulenten Trans-
port von Brennstoff und Luft zur Reaktionszone bestimmt und beginnt
typischerweise nachdem die Verbrennung der teilweise vorgemischten
Zonen abgeschlossen ist. Aufgrund der fortgeschrittenen Verdichtung
und Verbrennung sind die Temperaturen nun deutlich héher als wahrend
der vorgemsichten Verbrennung. Dies fiihrt zu einer Beschleunigung der
chemischen Vorgidnge und insgesamt zu einer mischungskontrollierten
Verbrennung. In diesem Bereich ist daher eine korrekte Abbildung der
Mischungsvorgidnge entscheidend. Diese werden fiir den Fall der nicht-
reagierenden Stromung in Abschnitt 5 untersucht.

Ausbrand (Da; >> 1 — Da; < 1):

Mit dem Ende der Gasinjektion und der damit einhergehenden Abnahme
des Strahlimpulses nimmt die treibende Kraft fiir die Mischung inner-
halb kurzer Zeit ab. Weiterhin liegt zwar eine stark mischungslimitierte
Verbrennung vor (Da; >> 1), die Umsatzraten nehmen jedoch aufgrund
der reduzierten Einmischung deutlich ab. Mit fortschreitender Expansi-
on nehmen Druck und Temperatur im Brennraum ab, sodass die Chemie
langsamer wird und sich ein Ubergang zu Da; < 1 ergibt.
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3 Modellierung

Aufbauend auf den in Kapitel 2 beschriebenen theoretischen Grundlagen
und physikalischen Phinomenen, werden in diesem Kapitel Modelle zur
Beschreibung dieser vorgestellt.

3.1 Dieselspray

Die Aufgabe der Spray-Modellierung ist es, die in Kapitel 2.2 beschrie-
benen physikalischen Vorgidnge des priméren und sekundéren Strahlzer-
falls fiir den Diesel-Pilotstrahl moglichst akkurat und mit geringem Re-
chenaufwand nachzubilden. Fiir die Beschreibung der fliissigen Tropfen
wird ein Lagrange-Ansatz verwendet. Die zeitliche Entwicklung der Ge-
schwindigkeit eines Einzeltropfens ist durch

Pg|u‘
2

du

dt

plvd = Fdrag + Fg = CpA u—+ plvdg (31)
mit der Geschwindigkeit u, der Fliissigkeitsdichte p; und dem Tropfenvo-
lumen Vy gegeben. Fy,s beschreibt die auf den Tropfen wirkenden Wider-
standskréfte, welche aus der Tropfen-Frontalfliche A, der Dichte des um-
gebenden Fluids pg, der Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und
Umgebung U und einer Konstante Cp berechnet werden. F, berticksich-
tigt die auf den Tropfen wirkenden Gravitationskréfte auf Basis der Gra-

vitationskonstante g.

Da ein Dieselspray Millionen von Fliissigkeitstropfen unterschiedlicher
Grofie und Geschwindigkeit enthilt, ist es nicht denkbar eine Transport-
gleichung fiir jeden dieser Tropfen zu losen. In der Spray-Modellierung
werden daher Tropfen dhnlicher Grofse und Geschwindigkeit zu Tropfen-
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ansammlungen, sogenannten Parcels, zusammengefasst. Parcels werden
dann wie Einzeltropfen behandelt und transportiert.

3.1.1 Modellierung des Primarzerfalls

Aufgrund der heutzutage tiblichen hohen Einblasdriicke in Dieselmoto-
ren von bis zu 2500bar ergeben sich am Diisenaustritt hohe Strahlge-
schwindigkeiten und damit sehr hohe Weber-Zahlen. Die physikalische
Beschreibung des Primdrzerfalls nach [93] in Kapitel 2.2.1 hat gezeigt,
dass in diesem Fall eine Tropfenbildung direkt am Diisenaustritt erfolgt.
Der Fliissigkeitsstrahl fachert sich zwar direkt am Austritt durch die star-
ke Wechselwirkung mit dem umgebenden Gas auf, es bleibt jedoch ein
Bereich grofier diskreter Fliissigkeitspartikel in der Ndhe der Diise erhal-
ten.

Reitz [79] modelliert diese Art des Zerfalls indem er am Diisen-
austritt Fliissigkeitspakete (sogenannten Blobs) mit einer charakteristi-
schen Grofse initialisiert, anstatt am Diisenaustritt einen intakten Fliissig-
keitsstrahl anzunehmen. Die Modellierung des Primérzerfalls der Die-
seleinspritzung kann mit diesem sogenannten Blob-Modell stark verein-
facht werden. Die initiale Tropfengrofie und -geschwindigkeit ergibt sich
durch den Massenstrom, die Fliissigkeitsdichte und den Diisendurchmes-
ser. Der Geschwindigkeitsvektor der Tropfen wird mittels einer statisti-
schen Verteilung unter der Vorgabe eines Aufbruchwinkels des Sprays be-
rechnet. Dieser vereinfachte Ansatz ist fiir die Modellierung des Primérz-
erfalls der Dieseleinspritzung weit verbreitet und wird so auch in dieser
Arbeit verwendet. Der weitere Aufbruch der Tropfen wird durch Modelle
des Sekundérzerfalls abgebildet.

3.1.2 Modellierung des Sekundarzerfalls

Aufgrund der hohen Einblasdriicke und der damit verbundenen hohen
Weber-Zahlen erfolgt, aufgrund von Kelvin-Helmholz- und Rayleigh-
Taylor-Instabilitdten, ein schneller und chaotischer Zerfall der initi-
al eingebrachten Tropfen [79] (siehe Abbildung 2.4). Kelvin-Helmholz-
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Instabilitdten beschreiben das Anwachsen kleiner Stérungen an der Trop-
fenoberflache aufgrund der Differenzgeschwindigkeit, wahrend unter
Rayleigh-Taylor-Instabilitdten die Storungen aufgrund des Dichteunter-
schieds der beiden Fluide zusammengefasst werden. Der Tropfenzerfall
erfolgt als Folge dieser beiden Instabilitdten.

Die Kelvin-Helmholz-Instabilitdt ldsst sich durch die Wellenldnge Axy
und die Wachstumsrate Qg der instabilsten Oberflichenwellen aus-
driicken [79].

o 9:02r(14045v/OR) (1 + 04Ta®7)
D (1+ 0.87Wel67)06
0.34 + 0.38We0?> o
O = 0.6 3
(14+Oh)(1+1.4Ta%)\/ pir

(3.2a)

(3.2b)

Die Ohnesorge-Zahl Oh = VWe/Re eines Tropfens mit Radius r und
Oberflachenspannung o beschreibt den Einfluss der Zahigkeit auf die De-
formation des Tropfens. Sie kann als ein Maf3 fiir die Art des Strahlzerfalls
herangezogen werden, da die kritischen Weber-Zahlen fiir die Abgren-
zung der Zerfallsregime (Abbildung 2.4) eine Funktion der Ohnesorge-
Zahl sind. Die Taylor-Zahl Ta = Oh+v/We kann dann aus Ohnesorge- und
Weber-Zahl berechnet werden.

Die Anderungsrate des Tropfenradius r, welcher initial durch das Blob-

Modell vorgegeben ist, ergibt sich durch

dr 19— TkH
dt TKH

(3.3)

mit dem Tropfenradius vor dem Zerfall ry, dem nach dem Zerfall resul-
tierenden Kelvin-Helmholz Tropfenradius rxy = BoAkn, der charakteris-
tischen Zeit txyy = (3.726B170) / (AxaQxky) sowie den Konstanten By und
B;. Die Bedingung fiir den Tropfenzerfall ist jeweils dann gegeben, wenn

BoAxn < 19 (3.4)
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erfillt ist.

Die Modellierung des Zerfalls aufgrund von Rayleigh-Taylor-
Instabilititen basiert auf den Untersuchungen von Bellmann und
Pennignton [6]. Sie erfolgt analog zur Modellierung des Zerfalls auf-
grund von Kelvin-Helmholz-Instabilititen. Die Beschreibungen der
Wellenldnge Agrr und der Frequenz Qgrr der Tropfeninstabilitdt ergibt
sich nach Patterson und Reitz [69] zu

2
Agr = 27| = (3.5a)
LZpl

24 japy\0%
Qgrr = 1/ 3 (3(7) , (3.5b)

worin die Tropfenbeschleunigung

_ 3. Pglig
a = §CD orr (36)
ist. Die Anderungsrate des Tropfenradius sowie das Zerfallskriterium
werden analog zu den Gleichungen 3.3 und 3.4 formuliert. Die cha-
rakteristische Zeit sowie der Tropfenradius fiir den Tropfenzerfall nach
Rayleigh-Taylor sind gegeben durch gy = Bo/Qgr und rgrr = 0.5 B3Agr.
Mit den Konstanten B, und Bs kann daraus ein Zerfallskriterium analog
zu dem zuvor beschriebenen formuliert werden.

3.2 Reynolds-Gemittelte Navier-Stokes Gleichungen

Das Losen der in Abschnitt 2.3 vorgestellten Erhaltungsgleichungen mit-
tels direkter numerischer Simulation (direct numerical simulation - DNS)
auf einem diskreten Gitter, dessen Zellgrofie klein genug ist um die
kleinsten turbulenten Wirbel aufzuldsen, liefert die genaueste numerische
Beschreibung einer turbulenten Stromung. Die vollstandige Auflésung
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aller turbulenten Wirbelstrukturen ist jedoch, aufgrund der begrenzten
Rechenleistung, nur fiir einfache Geometrien und vergleichsweise lang-
same Stromungen moglich. Deshalb werden fiir die Berechnungen in die-
ser Arbeit die Reynolds-Gemitteleten Navier-Stokes (reynolds-averaged
navier-stokes - RANS) Gleichungen verwendet. Diese werden aus den
Navier-Stokes Gleichungen durch die Aufteilung jeder Transportgrofse
f in eine Ensemble gemittelte Komponente f und eine fluktuierende
Komponente f’ gebildet [100]. Fiir kompressible Stromungen hat sich zu-
dem eine Gewichtung mit der Dichte zur Vermeidung von unerwiinsch-
ten Produktionstermen durchgesetzt. Dadurch ergibt sich die sogenannte
Favre-Mittelung zu

Fotf 37
F=t 67)

und die Aufteilung einer Stromungsgrofie zu f = f+ f' mit f'=0.

Durch die Aufteilung und Mittelung ergeben sich in den RANS-
Gleichungen, welche in ihrer vollstindigen Form in [72] oder [97] nach-
vollzogen werden konnen, mehrere ungeschlossene Terme.

Die ungeschlossenen Terme der turbulenten Fluktuationen von Spezies
pu:Y; bzw. Enthalpie pu’h, werden iiber einen Gradientenansatz

Y ok
Sc. 9%, bzw. puth, = Priax,’ (3.8)

— N
ou;Y, =

modelliert, worin Pr; die turbulente Prandtl-Zahl, Sc; die turbulente
Schmidt-Zahl und yu; die turbulente (dynamische) Viskositét ist. Die tur-
bulente Viskositdt beschreibt nach Boussinesq den Transfer von Impuls
durch turbulente Wirbel, analog der Beschreibung des Transfers von Im-
puls durch molekulare Diffusion [34].
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Eine Schlieffung fiir den Term der Reynolds-Spannungen (ﬁlz/li\lz;) in der
Impulserhaltung kann unter Verwendung der turbulenten Viskositét
wie folgt formuliert werden [75]:

— du; du; 2 Ou 2
pulu] e (83(]' + 0X; 35”8xk) + 3p . (39)
Neben dem Kronecker-Delta ¢;; enthdlt Gleichung 3.9 die mit Wirbeln
assoziierte, massebezogene turbulente kinetische Energie k, welche tiber

u! u;- definiert ist.

3.3 Turbulenzmodell

Das Schliefungsproblem in den RANS-Gleichungen wurde durch
die von Boussinesq eingefiihrte turbulente Viskositdt u; auf eben
diese Grofe reduziert. Turbulenzmodelle, welche auf dieser Grofse
zur Beschreibung der Reynolds-Spannungen basieren, werden all-
gemein als Wirbelviskositdtsmodelle bezeichnet. Diese konnen nach
der Anzahl an Transportgleichungen zur Berechnung von p; in
algebraische (keine zuséitzliche Transportgleichung), Eingleichungs-
und Zweigleichungs-Turbulenzmodelle unterteilt werden. Fiir insta-
tiondre turbulente Freistrahlen haben sich nahezu ausschliefilich
Zweigleichungs-Turbulenzmodelle, basierend auf Transportgleichungen
fiir die turbulente kinetische Energie k und die turbulente Dissipationsra-
te €, durchgesetzt [100]. Nach Jones und Launder [40,72] lassen sich diese
Gleichungen wie folgt formulieren:

d ((_)k) 0 (pﬁlk) o d ]/lt ok —//\// 8171 _
oF o, o |\FTo ) an ‘ (3.10)
d (pe) d (puie) 0 yt de
oF oxr,  om |\FT o) o

€_ 8u1 _€
kpul 78 Cezp? + 5S¢

) (3.11)

6‘_{_)R€

- Cel E
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Vereinfacht ausgedriickt beschreiben diese beiden Gleichungen den Pro-
zess des graduellen Energietransports von den grofiten zu den kleinsten
turbulenten Skalen und der anschliefSenden Dissipation durch Reibung.
Die turbulente Viskositét ldsst sich dann aus dem Zusammenhang

k2

ermitteln. Der Quellterm S, reprdsentiert die Wechselwirkungen mit der
diskreten Phase (z.B. Dieselspray). In der Formulierung, welche allge-
mein als Standard k-e-Modell bezeichnet wird, wird R, = 0 angenommen.
In einer weit verbreiteten Abwandlung dieser Formulierung nach Yakhot
und Smith [101], welche als RNG (re-normalization group - RNG) k-e-
Modell bezeichnet wird, wird R, durch

3 1 — 2
_ G (A—n/m)e k%

ST AR e

ou; il
<$ - 8_x]> ‘ (3.13)
] 1

beschrieben. Gegentiiber der Standardformulierung ergeben sich laut den
Autoren folgende Vorteile. Zum einen wird die Genauigkeit fiir schnelle
Scherstromungen deutlich verbessert und zum anderen werden dadurch
Wirbeleffekte im Modell besser berticksichtigt [68].

Aufgrund der durch Gas- und Dieseleinspritzung in ein quasi ruhendes
Medium zu erwartenden hohen Scherstréungen, wird in dieser Arbeit
das RNG k-e-Modell verwendet. Die Modellkonstanten fiir das Standard
bzw. RNG k-e-Modell sind in Tabelle 3.1 zusammengefasst. Fiir Stromun-
gen, in welchen eine erhohte mittlere Streckungsrate erwartet wird, kann

zu deren Berticksichtigung der Wert der Konstante C.; angehoben wer-
den [68,101].
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Tabelle 3.1: Konstanten des Standard und RNG k-e-Turbulenzmodells.

Ce1 Ce2 Cy Oe Ok B 1o

Standard 144 192 009 0.7692 1.0 - -
RNG 142 168 0.0845 139 139 0.012 438

3.4 Thermische Zustandsgleichung realer Gase

Fiir einen geschlossenen Satz an Erhaltungsgleichungen wird neben den
Gleichungen zur Massen-, Impuls- und Energieerhaltung eine Gleichung
benotigt, welche den Zusammenhang zwischen den thermischen Zu-
standsgrofien beschreibt. In vielen technisch relevanten Problemstellun-
gen ist fiir die Beschreibung dieses Zusammenhangs die Annahme ei-
nes idealen Gasverhaltens gerechtfertigt. Dazu werden die Gasmolekiile
als Massepunkte angenommen, welche ausschliefdlich iiber ideal elasti-
sche Stofie miteinander interagieren. Die kinetische Energie bleibt da-
bei wihrend des Stofles vollstindig erhalten. Das Eigenvolumen der
Molekiile sowie die intermolekularen Krédfte werden vernachléssigt. Bei
Anndherung von Druck und Temperatur an die Werte des kritischen
Punktes (fiir Methan bei ca. 190K und 46 bar) gewinnt der Anteil der an-
ziehenden und abstofienden Kréfte zwischen den Molekiilen jedoch zu-
nehmend an Bedeutung und muss berticksichtigt werden [5]. Im Diisen-
nahbereich von unterexpandierten turbulenten Freistrahl findet aufgrund
der Nachexpansion eine starke Temperaturabsenkung statt, sodass sich
die Temperatur jener am kritischen Punkt anndhert. Diese Abweichung
vom idealen Gasverhalten wird zudem durch die hohen Gasdriicke von
mehreren 100 bar verstarkt.

Das abweichende Verhalten von der idealen Gasannahme kann verein-
facht iiber einen sogenannten Realgasfaktor Z mit

Z = % (3.14)
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modelliert werden, wobei fiir ideale Gase Z =1 gilt. v bezeichnet das spe-
zifische Volumen.

Fiir eine prézisere Beschreibung dienen sogenannte kubische Zustands-
gleichungen. Die hdufig verwendete Zustandsgleichung nach Van-der-
Waals korrigiert die thermische Zustandsgleichung idealer Gase zu

RT a
P—U_b—; (3.15a)
a = 3pvi (3.15b)
- % (3.15¢)

Durch den Kohésionsdruck a sollen die intermolekularen Krafte und
durch die Grofie b das Eigenvolumen ergénzt werden. Die Zustdnde am
kritischen Punkt werden durch py und v beschrieben.

Die Ubereinstimmung der Van-der-Waals Korrektur mit Messwerten ist
qualitativ gut, quantitativ jedoch meist unzureichend [5]. Deshalb hat sich
fiir gasformige Freistrahlen in den meisten Fillen die etwas akkuratere
Korrektur nach Redlich und Kwong durchgesetzt [5]. Die Verbesserung
der Genauigkeit in Gleichung 3.16 ist dabei mafigeblich auf die eingefiihr-
te Abhdngigkeit des Kohdsionsdrucks a von der kritischen Temperatur T
zurilickzufiihren.

RT a

= — 1
— T%5v(v + b) (3.162)
R2T2.5
a = 0.42748—k (3.16b)
Px
b= 0.08664% (3.16¢)
k

In der vorliegenden Arbeit wird, sofern nicht anders gekennzeichnet, die
Korrektur nach Redlich und Kwong verwendet.
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Fiir die kalorische Zustandsgleichung wird keine Realgas-Korrektur ver-
wendet. Die spezifischen Warmekapazitdten der einzelnen Spezies wer-
den fiir die Berechnung der Anderung der spezifischen Enthalpie aus po-
lynomialen Zusammenhédngen ermittelt.

3.5 Reaktionskinetik

In vielen technischen Verbrennungsprozessen wird der Verbrennungs-
fortschritt durch die chemische Reaktionsgeschwindigkeit limitiert oder
beeinflusst. Wie in Abschnitt 2.5 beschrieben, ist bei der HPDE-
Verbrennung vor allem die Ziindung, der Anteil an vorgemischter Ver-
brennung sowie der Ausbrand durch chemische Prozesse beeinflusst
bzw. limitiert. Zudem bestimmt in nahezu allen Verbrennungsprozessen,
selbst in technischen Anwendungen in denen die Mischung den Um-
satz limitiert, die Chemie die Schadstoffbildung. Zur Beschreibung die-
ser Vorgdnge werden elementare chemische Reaktionen mit den entspre-
chenden Reaktionsraten, den sogenannten chemischen Kinetiken, ver-
wendet [96].

Eine globale Beschreibung von chemischen Reaktionsprozessen mittels
einer einzigen Reaktionsgleichung (Globalreaktion) kann zwar ein an-
schauliches Verstdndnis fiir den Gesamtprozess liefern, sie ist jedoch fiir
eine Modellierung der im Detail ablaufenden Vorgidnge unzureichend.
In der Realitdt existiert eine solche, globale Reaktionsgleichung ndmlich
nicht. Wahrend eines Oxidationsprozesses laufen viele Einzelreaktionen,
in welchen zahlreiche Zwischenspezies involviert sind, ab. Die Gesamt-
heit all dieser Einzelreaktionen und Reaktionsraten wird als Reaktions-
mechanismus bezeichnet.

Allgemein ldsst sich eine Elementarreaktion zweier Molekiile A und B,
aus welchen zwei neue Molekiile C und D hervorgehen, als

A+B+M—=C+D+M (3.17)

schreiben. M ist dabei ein an der Reaktion unbeteiligter Stofpartner. Fiir
eine beliebige Anzahl Nk an Elementarreaktionen und eine beliebige An-
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3.5 Reaktionskinetik

zahl Ns an Spezies ldsst sich die Gesamtheit der im Reaktionsmechanis-
mus enthaltenen Elementarreaktionen kompakt wie folgt schreiben [96]:

Ng Ns
Y USk <> Y viSe, fir i=1,2,.., Ng. (3.18)
k=1 k=1

Fiir die k-te Spezies Sy und die i-te Reaktion R; sind v;; und v}; die stochio-
metrischen Koeffizienten auf der Edukt- bzw. Produktseite. Die beschrie-
benen Reaktionen konnen jeweils in beide Richtungen ablaufen. Die Pro-
duktionsrate wy, welche zur Berechnung der Warmefreisetzungsraten cy,,
und damit zur SchliefSung der Transportgleichung 2.14 nétig ist, kann
dann aus der Summe der Produktions- bzw. Abbauraten aller Teilreak-
tionen berechnet werden:

NR
wr =Y _ (v —vy) - qi, fir k=1,2,.., Ns. (3.19)
i=1

Die Fortschrittsvariable g; der Elementarreaktion wird dabei aus den mo-
laren Konzentrationen der Spezies [Xi] durch

NS / NS /!
qi = kpi(T) [ T[Xi)™ = kei(T) T T [X] ™, (3.20)
k=1 k=1

mit den Reaktionsraten kf;(T) und k;(T) der Hin- und Riickreaktionen
berechnet. Die fiir diese Gleichung im Allgemeinen starke nichtlineare
Temperaturabhingigkeit der Reaktionsrate k(T) ldsst sich in Arrhenius-
Form als

k(T) = AT exp(—EA/R,T) (3.21)

mit drei reaktionsabhidngigen Koeffizienten darstellen. A ist ein Haufig-
keitsfaktor, b eine empirische Konstante und E4 die fiir den Start der Re-
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aktion notwendige Aktivierungsenergie. Die molare Konzentration [Xj]
der Spezies Sy ldsst sich aus deren Molmenge 7y, tiber

Ny ) N
Xl = — mit X, =
(Xl =, e

(3.22)

berechnen.

Die Anzahl an Einzelreaktionen und Spezies in einem Reaktionsmecha-
nismus ist stark vom Brennstoff abhangig. Zur Beschreibung des Oxida-
tionsprozesses von n-Heptan, einem typischen Modellbrennstoff fiir Die-
sel, kann ein Reaktionsmechanismus mehrere hundert verschiedene Spe-
zies und mehrere tausend Elementarreaktionen umfassen, wahrend fiir
Methan etwa 50 Spezies und mehrere hundert Reaktionsgleichungen fiir
eine detaillierte Beschreibung ausreichen. In der Literatur werden Reakti-
onsmechanismen oft nach der Anzahl an beriicksichtigten Spezies und
Einzelreaktionen in detaillierte, skelettartige und reduzierte Mechanis-
men unterteilt.

3.6 Turbulenz-Chemie-Interaktion

Der Begriff Turbulenz-Chemie-Interaktion (TCI) wird in der Literatur
hédufig mit zwei unterschiedlichen Definitionen verwendet. Streng ge-
nommen beschreibt TCI die beidseitige physikalische Wechselwirkung
zwischen turbulenten Wirbeln und der turbulenten Flammenbiirste. Von
vielen Autoren wird der Begriff TCI jedoch im RANS bzw. LES Kontext
anders verwendet. In diesem Kontext beschreibt er den Einfluss der Ver-
wendung von gemittelten bzw. gefilterten Grofien fiir die Berechnung
der Produktionsraten [15,51]. Im RANS-Kontext bedeutet dies folgendes:
Durch die in Abschnitt 3.2 eingefiihrte Favre-Mittelung wird auch der
Produktionsterm wy (T, Yy) in der Speziestransportgleichung 2.14 gemit-
telt und damit zu wy (T, ;). Eine Approximation dieses gemittelten Pro-
duktionsterms durch die Verwendung von gemittelten thermodynami-
schen GroBen wi (T, Yy) ~ a'Jk(T, 17;() kann die Produktionsraten, abhédngig
von der Stirke der Fluktuationen um den Mittelwert, signifikant beein-
flussen. Die TCI-Definition im RANS-Kontext ist deshalb naheliegend,
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3.6 Turbulenz-Chemie-Interaktion

da ohne Mittelung und bei Auflosung aller turbulenten und chemischen
Zeitskalen die beidseitige physikalische Wechselwirkung von turbulen-
ten Wirbeln mit der turbulenten Flammenbiirste direkt berticksichtigt
wird. Auch in dieser Arbeit wird diese TCI-Definition verwendet.

3.6.1 Physikalische Effekte

Aus der Charakterisierung der turbulenten Verbrennung in Abschnitt 2.4
geht hervor, dass sowohl die Turbulenz als auch die Chemie ein brei-
tes Spektrum an Liangen- und Zeitskalen umfassen koénnen. In turbu-
lenten Stromungen korrelieren die grofiten Langenskalen mit den geo-
metrischen Abmessungen. Die kleinsten Ldngenskalen sind durch die
Dissipation von turbulenter Energie aufgrund viskoser Effekte gegeben
(Kolmogorov-Langenskala) [8]. Nach [74] sind die kleinsten Zeitskalen
der Mischung nicht kleiner als 1 x 107%s bzw. 1 x 10~*s, wihrend die
chemischen Zeitskalen typischerweise einen Bereich von 1 x 107 s bis zu
1s und mehr umfassen. Eine Wechselwirkung entsteht vor allem dann,
wenn sich die Zeitskalen von Mischung und Chemie tiberlappen. Die In-
tensitdt der Wechselwirkungen ist laut [8] dabei von der Grofie der Uber-
lappung abhidngig. Eine direkte Berticksichtigung der Wechselwirkung
kann nur durch die Auflésung aller Skalen erreicht werden. Wahrend bei
der vorgemischten Verbrennung durch turbulentes Mischen Zonen kalter
Edukte und heifser Produkte entstehen, konnen bei der nicht vorgemisch-
ten Verbrennung zusétzlich brennstoffreiche und brennstoffarme Zonen
gebildet werden.

Der Einfluss der Turbulenz auf die chemischen Produktionsraten ist mafs-
geblich von den grofiskaligen Wirbeln geprdgt, welche im Brennraum
die Mischung zwischen Brennstoff und Luft durch Erh6hung des Grenz-
flaichenkontaktes verbessern. Die daraus resultierende Streckung und
Kriimmung der turbulenten Flammenbiirste erhoht die Transportraten
fiir Spezies und Energie [98]. Dies wiederum erhoht den chemischen Um-
satz, welcher auf molekularer Ebene ablduft. Dariiber hinaus erzeugen
die turbulenten Bewegungen grofie Variationen in Spezieszusammenset-
zung und Temperatur, wodurch die mittleren Reaktionsraten stark an die
molekulare Diffusion auf den kleinsten Skalen der Turbulenz gekoppelt
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werden. Die Qualitdt der Approximation des gemittelten bzw. mittleren
Produktionsterms wy(T, Y;) durch den Produktionsterm aus gemittelten
thermodynamischen Grofien wi(T, ;) ist daher von der GroBe dieser Va-
riationen abhéngig.

Der Einfluss der chemischen Reaktionen auf die Turbulenz erfolgt durch
die damit verbundene lokale Warmefreisetzung. Diese erzeugt einer-
seits grofle Dichteunterschiede, welche sich direkt auf den Impulstrans-
port auswirken und die Intensitdt der Turbulenz erhthen konnen. An-
dererseits ergibt sich durch die lokale Warmefreisetzung aufgrund der
Temperatur- und Dichtednderung eine Expansion der Verbrennungspro-
dukte, welche sich als Senkenterm auf die turbulente Intensitat auswirkt.
Die Nettowirkung der Warmefreisetzung auf die turbulente Intensitat
hingt von den spezifischen lokalen Bedingungen ab, unter denen che-
mische Reaktionen in turbulenten Stromungen stattfinden. Eine Beschrei-
bung dieser Effekte durch eigene Modelle ist nicht iiblich und meist auch
nicht notwendig.

3.6.2 TCI Modelle

Ohne Berticksichtigung von TCI werden im RANS CFD Modell die Pro-
duktionsraten der Spezies in jeder Gitterzelle mit der Annahme einer
homogenen Verteilung von Spezies und Temperatur innerhalb der Zelle
berechnet. Streng genommen gilt dieser Ansatz jedoch nur, wenn auch
tatsdchlich eine homogene Verteilung von Temperatur und Mischung
vorliegt. Dies ist in der Regel jedoch nicht der Fall. Zur Berticksichtigung
dieser Diskrepanz sind in der Literatur unterschiedliche Ansédtze vorherr-
schend. Auf die zwei géngigsten Ansédtze wird nachfolgend nédher einge-
gangen.

PDF Modell

Dieser Ansatz verfolgt die Strategie, die turbulenten Mischungs- und
Temperaturfluktuationen auf der Basis statistischer Betrachtung durch
sogenannte Wahrscheinlichkeitsdichte-Funktionen (probability density
functions - PDF) zu approximieren und bei der Berechnung der Produkti-
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onsraten fiir Spezies und Enthalpie zu berticksichtigen [98]. Die PDF gibt
dabei die Wahrscheinlichkeit an, mit welcher eine RANS-Grofse (z.B. die
Temperatur oder der Massenanteil) einen vom Mittelwert abweichenden
Wert annimmt. Die Modellierung der PDF sowie dafiir getroffene An-
nahmen werden an dieser Stelle nicht im Detail erldutert, konnen jedoch
in [31,72] nachvollzogen werden.

Dieser Ansatz wird in der Literatur fiir die Berechnung der Reaktionsra-
ten auf Basis detaillierter Chemie nur dann verwendet, wenn die Anzahl
an Spezies gering ist, da fiir jede Spezies zusétzlich zur Speziestransport-
gleichung eine weitere Transportgleichung fiir die PDF geltst werden
muss. Der zusétzliche Rechenaufwand korreliert daher mit der Anzahl
an transportierten Spezies. Aufgrund der in Abschnitt 1.4 beschriebenen
Anforderungen an das Verbrennungsmodell und die damit zu erwarten-
de erhohte Anzahl an transportierten Spezies, wird dieser Modellansatz
nicht weiter verfolgt.

Partially-Stirred Reaktor Modell

Durch eine nicht perfekte Mischung kénnen sich Zonen aus kalten bzw.
unverbrannten Gasen bilden. Das Partially-Stirred Reaktor (PaSR) Modell
wurde dafiir entwickelt, den Effekt dieser Mischungsinhomogenitédten zu
berticksichtigen [25]. Die Idee des Modells ist es, jede Gitterzelle in zwei
Zonen aufzuteilen; eine Reaktions- und eine Mischungszone. Die Reakti-
onszone wird als ein homogen geriihrter Reaktor angenommen, in wel-
chem alle Spezies perfekt vermischt sind und kein Einfluss der Turbu-
lenz vorhanden ist. In der Mischungszone werden Turbulenzeffekte und
Mischung zugelassen, jedoch keine chemische Reaktion. Die globale Zu-
sammensetzung in der Zelle ergibt sich aus der Summe der beiden Zonen.
Dieses Konzepts ist in Abbildung 3.1 schematisch dargestellt.

Innerhalb der Zelle wird zwischen dem initialen Massenanteil Y der k-
ten Spezies Sy in der nicht reagierenden Zone, dem Massenanteil Y in
der Reaktionszone (reaktiver Massenanteil) und dem finalen, gemittelten
Massenanteil 17;{ unterschieden. Der reaktive Massenanteil innerhalb der
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Gitterzelle

Reaktionszone

Mischungszone D

Abbildung 3.1: Prinzipskizze des Partially-Stirred Reaktor Modells innerhalb einer Git-
terzelle nach [65].

Zelle kann aus den charakteristischen Zeitskalen von Turbulenz 7. und
Chemie 7. in jeder Zelle nach [65] aus

T
Y, = = 3.23

berechnet werden. Die Berechnung des gemittelten Produktionsterms
folgt dann direkt aus dem reaktiven Massenanteil der Zelle und dem Pro-
duktionsterm, welcher aus den zellgemittelten Grofien

(T, Ye) = Yia(T, Y) (3.24)

berechnet wird [45]. Die chemische Zeitskala ist als jene Zeit defi-
niert, welche eine fiir den Verbrennungsprozess charakteristische Spezies
benoétigt, um ihren Gleichgewichtszustand, ausgehend vom Momentan-
zustand, zu erreichen. Als jene, den Verbrennungsprozess limitierenden
charakteristischen Spezies, wurden in dieser Arbeit auf Basis der Unter-
suchungen nach Kong et al. [45] die beiden Brennstoffe n-Heptan (C7H;¢)
und Methan (CH4) sowie das wahrend des Ausbrands limitierende Koh-
lenmonoxid (CO) ausgewdhlt. Die chemische Zeitskala der charakteristi-
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schen Spezies lasst sich aus deren Massenanteil Y; und dessen Anderung
AY; tiber eine definierte Zeitspanne At zu

~

-Y:
Tei — A—JAt fur i = C7H16, CH4, CcO (325)

1

berechnen. Das Maximum aus den chemischen Zeitskalen 7.; bestimmt
in jedem numerischen Zeitschritt die chemische Zeitskala .

Die turbulente Zeitskala 7, auch Mischungszeitskala oder eddy turno-
ver time, beschreibt eine charakteristische Zeit fiir den Energietransport
von grofien zu kleinen Wirbeln. Sie kann nach [45] aus den die Turbulenz
beschreibenden Grofien, der turbulenten kinetischen Energie k und der
turbulenten Dissipationsrate €, berechnet werden.

k
T = Cmixg (326)

Die Modellkonstante Cyiy ist von der turbulenten Intensitit abhdngig und
wird in der Literatur zwischen 0.001 und 0.3 gewéhlt [4]. Fiir die HPDF-
Verbrennung wird sie zu 0.1 gesetzt, da sich dieser Wert fiir die Simu-
lation der dieselmotorischen Verbrennung in Kombination mit dem k-e-
Turbulenzmodell bewahrt hat [4,44].

3.7 Solver-Umgebung

In dieser Arbeit wird fiir 3D CFD Berechnungen der kommerzielle
Stromungsloser des Softwarepakets CONVERGE verwendet [80]. Die in
Kapitel 3 beschriebenen numerischen Modelle sind bis auf das PaSR-
Modell bereits in den Solver integriert. Das PaSR-Modell wird mithilfe
von benutzerdefinierten Funktionen (user-defined functions - UDF) in
den Solver integriert.

Fiir die Berechnung von Ziindverzugszeiten in homogenen, adiabaten
Reaktoren mit konstantem Volumen (0D Betrachtung) sowie fiir die Be-
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rechnung von laminaren Flammengeschwindigkeiten (1D Betrachtung)
wird der Open-Source Kinetikloser CANTERA [26] verwendet.

3.7.1 SAGE-Solver in CONVERGE

Der sogenannte SAGE-Solver ist ein Losungsalgorithmus zur Berech-
nung von Spezies-Produktionsraten auf Basis eines Reaktionsmechanis-
mus. SAGE basiert auf dem CVODES-Solver, der Teil des SUNDIALS
(SUite of Nonlinear and DlIfferential/ ALgebraic equation Solver) Pakets
ist. CVODES wurde speziell fiir die Losung von Anfangswertproblemen
fiir gewohnliche Differentialgleichungen entwickelt.

Basierend auf einem Reaktionsmechanismus mit Reaktionsraten in
Arrhernius-Form berechnet der SAGE-Solver die Produktionsraten fiir je-
de Elementarreaktion wie in Abschnitt 3.5 beschrieben. Fiir die Losung
der Transportgleichungen mit dem CFD-Solver werden die Produktions-
raten aus der Berechnung des SAGE-Solvers als Randbedingung (Glei-
chung 2.14) verwendet. Die Berechnung von Stromungsfeld und Produk-
tionsraten ermoglicht damit entkoppelt voneinander. Zusammen mit der
Berechnung der Produktionsraten auf Basis detaillierter Chemie unter
Verwendung des SAGE-Solvers ist eine flexible Handhabung verschie-
dener Brennstoffe allein durch die Verwendung eines anderen Reaktions-
mechanismus moglich.

3.7.2 Mehrzonenmodell fiir Zellen mit ahnlichen thermodynamischen
Bedingungen

Das Mehrzonenmodell stellt einen Ansatz dar, um den Rechenaufwand
fiir die Auswertung des chemischen Fortschritts mit dem SAGE-Solver in
jedem Zeitschritt zu reduzieren. Das Modell gruppiert Zellen mit dhnli-
chem thermodynamischen Zustand sowie dhnlicher Gemischzusammen-
setzung und berechnet die Produktionsraten der Spezies fiir die Gesamt-
heit dieser Zellen nur einmal. Der Gruppierungsprozess wird im Allge-
meinen in Abhingigkeit von der Temperatur T und dem Aquivalenz-
verhéltnis ¢ durchgefiihrt. Zusédtzlich werden in dieser Arbeit zwei wei-
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tere Gruppierungskriterien beziiglich des Massenanteils von n-Heptan
Yc,n,, und Methan Ycp, eingefiihrt. Fiir jedes dieser Gruppierungskrite-
rien wird eine Bandbreite spezifiziert. Basierend auf den Gruppenkrite-
rien und deren Bandbreite werden alle Zellen innerhalb dieses Bereichs
gebiindelt und die thermodynamischen Grofien sowie der Mischungs-
zustand fiir jede Zone anhand der gemittelten Zonenwerte berechnet.
Nach der Berechnung des chemischen Fortschritts und der Produktions-
raten wird das Ergebnis an alle Zellen, welche die selben Gruppenkrite-
rien erfiillen, zuriickgegeben, ohne eine eigene Berechnung fiir die ein-
zelnen Zellen durchzufiihren. Dabei werden die globalen Erhaltungsglei-
chungen berticksichtigt. Fiir rotationssymmetrische Freistrahlen ergibt
sich durch dieses Modell eine deutliche Reduktion der Rechenzeit. Die in
dieser Arbeit verwendeten Gruppierungskriterien und deren Bandbreite
sind in Tabelle 3.2 zusammengefasst.

Tabelle 3.2: Kriterien fiir die Gruppierung von Zellen im Mehrzonenmodell.

Gruppierungskriterium Bandbreite
Temperatur, T 50K
Aquivalenzverhiltnis, ¢ 0.05
Massenanteil n-Heptan, Yn-Heptan 0.001
Massenanteil Methan, Yy ethan 0.001

3.7.3 Adaptive Netzverfeinerung

Um das Rechengitter in Regionen zu verfeinern, in denen grofle Gra-
dienten von Stromungsgrofien und thermodynamischen Grofien auftre-
ten, ist im CONVERGE Softwarepaket eine Methode zur adaptiven Netz-
verfeinerung (adaptive mesh refinement - AMR) integriert. Die Methode
gewdhrleistet in diesen Bereichen ein gut aufgeldstes Gitter und eine effi-
ziente sowie ressourcensparende Berechnung auf grobem Gitter in Berei-
chen geringer Gradienten.

Anschaulich kann das fiir die Verfeinerung verwendete Kriterium an-
hand einer skalaren Grofie beschrieben werden. Fiir jede skalare Grofie
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ist ein Sub-Gitterfeld P’ als die Differenz zwischen dem aktuell berechne-
ten Feld P und dem aufgeldsten Feld P nach

PP=p-P (3.27)

definieren. Das skalare Sub-Gitterfeld P’ kann also der vom aktuellen Git-
ter nicht aufgeloste Anteil des aufgeldsten Feldes P interpretiert werden.
Das skalare Sub-Gitterfeld ist nicht bekannt, kann jedoch {iiber eine un-
endliche Reihenentwicklung exakt definiert werden und wird durch den
ersten Term der Reihe angendhert [73]. Eine Zelle wird immer dann ein-
gefligt, wenn der Absolutwert des Sub-Gitterfeldes P’ tiber einem benut-
zerdefinierten Wert (zuldssige Abweichung) liegt. Umgekehrt wird eine
Zelle Entfernt, wenn der errechnete Absolutwert des Sub-Gitterfeldes un-
ter ein Fiinftel der zuldssigen Abweichung fillt. Diese Vorgehensweise
wird analog auch fiir Vektorfelder, z.B. fiir die Geschwindigkeit, iiber-
nommen.

In Tabelle 3.3 sind die in dieser Arbeit verwendeten Verfeinerungsvaria-
blen und ihre zuldssigen Abweichungen zusammengefasst.

Tabelle 3.3: Parameter fiir die adaptive Netzverfeinerung.

Verfeinerungsvariable zuldssige Abweichung
Geschwindigkeit, v 1.0m/s

Temperatur, T 25K

Massenanteil n-Heptan, Y Heptan 0.0001

Massenanteil Methan, Yy ethan 0.0001

Der Zeitschritt wird nach jeder Iteration iiber den Zusammenhang
der Courant-Friedrichs-Lewy-Zahl (CFL-Zahl) an die verdnderten Zell-
grofien angepasst. Die CFL-Zahl beschreibt ein Kriterium fiir den Zusam-
menhang zwischen der lokalen Stromungsgeschwindigkeit, dem aktuel-
len Zeitschritt und der lokalen Zellgrofe.
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4 Validierungsexperiment und
Randbedingungen fur die numerische
Simulation

In diesem Kapitel wird zundchst ein Validierungsexperiment fiir
die HPDF-Verbrennung auf Basis einer schnellen Kompressions-
Expansionsmaschine (rapid compression expansion machine - RCEM)
vorgestellt. Aus diesem wird eine vereinfachte Geometrie mit approxi-
mierten Warmeverlusten fiir die Modellierung abgeleitet und durch ein
Rechengitter abgebildet. Die zur Einblasung von Erdgas und Diesel not-
wendigen Randbedingungen sowie die Betriebspunkte der RCEM wer-
den in den beiden darauffolgenden Abschnitten vorgestellt.

4.1 Validierungsexperiment und Messaufbau

Um ein valides Simulationsmodell zur Vorhersage der Ziindung und Ver-
brennung von Gasstrahlen mit Diesel-Pilotziindung zu erstellen, wurden
im Rahmen des Forschungsvorhabens umfangreiche experimentelle Un-
tersuchungen an einer RCEM durchgefiihrt. Die experimentellen Unter-
suchungen sind nicht Teil dieser Arbeit, sondern werden lediglich als
Validierungsbasis herangezogen. In diesem Abschnitt wird kurz auf die
fiir diese Arbeit relevanten Details des experimentellen Aufbaus einge-
gangen, vor allem aber auf die fiir die Simulation relevanten Randbe-
dingungen und Messgrofien. Detaillierte Informationen zum experimen-
tellen Aufbau, den Messmethoden und der Auswertung kénnen in den
Veroffentlichungen von Fink et al. [21,22] nachgelesen werden.

Im linken Teil von Abbildung 4.1 ist der RCEM-Priifstand samt optischer
Messtechnik dargestellt. Antriebs- und Arbeitskolben sind ringférmig an-
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geordnet, iiber Hydraulikol gekoppelt und bewegen sich im Betrieb ge-
genldufig, sodass sich die Impulskrifte weitestgehend ausgleichen. So-
bald der Antriebskolben pneumatisch mit Druck beaufschlagt ist, kann
tiber ein Bypassventil die Bewegung des Arbeitskolbens, welcher sich im
Anfangszustand am linken Anschlagpunkt befindet, initialisiert werden.
Nach einer kurzen Wegstrecke wird die Uberstrémbohrung freigegeben
und die beiden Kolben sind iiber Hydraulikol gekoppelt. Der Arbeitskol-
ben, durch welchen Luft im Brennraum komprimiert wird, stoppt, wenn
die Druckkréfte und die Tragheitskréafte innerhalb des Systems im Gleich-
gewicht sind. Aufgrund des dynamischen Gleichgewichts folgt auf die
Kompression eine Expansion. Die Bewegungskurve des Arbeitskolbens
im Bereich des oberen Totpunktes (OT) dhnelt jener eines Motors, in wel-
chem der Kolben durch einen Kurbeltrieb bewegt wird. Der Kompres-
sionsendzustand im Brennraum sowie der Verfahrweg des Antriebskol-
bens ergeben sich aus der Kombination aus initialen Brennraumbedin-
gungen und pneumatischem Antriebsdruck.

1
!

S5mm;_ | %,

Abbildung 4.1: RCEM Priifstand mit optischer Messtechnik (links) und Anordnung
der Injektoren (rechts): (1) Antriebsluftversorgung, (2) Antriebskolben,
(3) Hydraulikol, (4) Uberstrombohrung, (5) Arbeitskolben, (6) Bypass-
Ventil, (7) Brennraum, (8) Gas-Injektor, (9) Diesel-Pilotinjektor, (10)
Lichtbogenlampe, (11) UV-Filter, (12) Pinhole, (13) Parabolspiegel, (14)
verspiegelter Zylinderkopf, (15) 50/50 Strahlteiler, (16) Fokusierlinse,
(17) Schatten-Kamera, (18) UV-Strahlteiler, (19) OH*-Filter, (20) Bild-
verstdrker, (21) OH*-Kamera. Abbildung aus [21].

Im rechten Teil in Abbildung 4.1 ist schematisch und vergrofiert die An-

ordnung von Diesel- und Gasinjektor im Zylinderkopf der RCEM dar-
gestellt. Beim Dieselinjektor handelt es sich um einen sogenannten Pi-

52



4.1 Validierungsexperiment und Messaufbau

lotinjektor, welcher fiir besonders kleine Einspritzmengen ausgelegt ist.
Der Dieselinjektor mit axialer Diisenbohrung und einem Diisendurch-
messer von 0.11 mm ist rechtwinklig zum Gasinjektor mit radialer Diisen-
bohrung und einem Diisendurchmesser von 0.9 mm angeordnet, sodass
sich eine Interaktionsebene der beiden Strahlen parallel zum flachen Zy-
linderkopf ergibt. Wie schematisch angedeutet, ist eine Verdrehung des
Gasstrahls um den Winkel « zum Dieselstrahl moglich. Der Abstand der
Injektoren zueinander ist grundsétzlich variabel, war jedoch fiir alle in
dieser Arbeit vorgestellten Untersuchungen 5mm bzw. 8 mm. Der Ein-
spritzzeitpunkt von Gas und Diesel zueinander sowie relativ zur Position
des Arbeitskolbens unterliegt keinen Einschrankungen, da bei beiden In-
jektoren die Nadelbewegung elektrisch aktuiert wird. Geometrische Ab-
messungen sowie Betriebsparameter der RCEM und der Injektoren sind
in Tabelle 4.1 zusammengefasst.

Die Einspritz-, Ziindungs- und Verbrennungsvorginge im Brennraum
werden durch einen Glaseinsatz im Arbeitskolben beobachtet, wobei
simultan Schatten- und OH*-Messtechnik appliziert werden konnen.
Das Prinzip des optischen Aufbaus kann in Abbildung 4.1 nachvollzo-
gen werden und ist im Detail in [21] beschrieben. Wahrend sich der
Schattenaufbau hervorragend zur Visualisierung der Ausbreitung von
Diesel- und Gasstrahl im Brennraum eignet und auch die breitbandige
Schwarzkorperstrahlung der ruflenden Flammenteile erfasst, erlaubt es
die hohe Empfindlichkeit des Systems nicht, die Flammenposition inner-
halb der dunklen Mischbereiche der Strahlen prézise zu lokalisieren. Die-
ses Defizit wird durch den OH*-Aufbau kompensiert, bei welchem die
vom OH*-Radikal emittierte Chemielumineszenz aufgezeichnet wird. Bei
diesem Radikal handelt es sich um ein angeregtes Zwischenprodukt der
Verbrennung mit sehr kurzer Lebensdauer, welches beim Ubergang in
den Grundzustand Licht mit einer spezifischen Verteilung im ultravio-
letten (UV) Bereich emittiert.

Zusitzlich zu den optischen Messungen wird tiber ein Thermoelement
und einen Ladedrucksensor die Temperatur und der Druck im Brenn-
raum vor dem Start der Kompression aufgezeichnet. Wahrend der Kom-
pression wird tiber ein Wegmesssystem die zeitliche Kolbenposition auf-
gezeichnet und tiiber einen piezoelektrischen Drucksensor, welche fiir
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Spitzendriicke bis 200 bar geeignet ist, der Verlauf des Brennraumdrucks
bis zum Ende der Verbrennung erfasst.

4.2 Geometrie und Warmeverluste

Der linke Teil in Abbildung 4.2 zeigt das Brennkammervolumen der
RCEM. Dieses besteht aus dem Brennraum, zahlreichen grofien und klei-
nen Spaltvolumina sowie aus Zu- und Ablaufkanal. Spalte und Kanile,
welche entweder fiir den technischen Betrieb notig oder konstruktiv
unvermeidbar sind, erzeugen in Kombination mit den kalten Brenn-
raumwdnden der RCEM massive Warmeverluste. Diese wiederum ver-
ursachen eine Druck- und Temperaturabsenkung im Brennraum. Die
Winde der RCEM haben, im Gegensatz zu einem im Dauerbetrieb lau-
fenden Verbrennungsmotor, eine deutlich geringere Temperatur, welche
aufgrund der massiven Stahlkonstruktion als konstant und gleich der
Umgebungstemperatur angenommen werden kann. Der Warmeeintrag
durch Kompression und Verbrennung ist sehr gering, sodass diese An-
nahme auch wihrend der Kolbenbewegungen gerechtfertigt ist. Durch
die Kompression der Luft im Brennraum steigt deren Temperatur an und
der Gradient zur Wand hin nimmt zu. Wahrend sich die Druckverluste
instantan auf den gesamten Brennraum verteilen, wirken sich Warmever-
luste nur in den wandnahen Zonen aus. Da an der RCEM keine globale
Ladungsbewegung aufgepriagt wird und durch die Kolbenbewegung nur
Storungen im wandnahen Bereich induziert werden, bleibt die Tempera-
tur im Kern des Brennraums unbeeinflusst und folgt dem Druckverlauf
tiber den Zusammenhang der Isentropenbeziehung aus Gleichung 2.3.

Eine Abbildung der Realgeometrie mit allen Spalten sowie Zu- und Ab-
laufkanélen als Rechengitter ist nicht sinnvoll, da eine Auflésung der klei-
nen Strukturen den Rechenaufwand in der numerischen Stromungsme-
chanik (computational fluid dynamics - CFD) tiberproportional erhoht.
Wird die durch Spalte vergrofierte Oberfldche bei Erhaltung des Brenn-
raumvolumens vernachldssigt, werden die Warmeverluste jedoch massiv
unterschétzt. Die Folge ist eine deutliche Uberschitzung des Drucks im
Bereich des OT und damit eine falsche Druck- und Temperaturrandbe-
dingung fiir die Modellierung von Brennstoffeinblasung, Ziindung und
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Kopfspalt

Brennraum
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Zu-/ Ablauf

“\*/

Ringspalt
Spalt bei Kolbendichtung

Abbildung 4.2: Reale (links) bzw. fiir die Simulation vereinfachte Brennraumgeometrie
(rechts) nahe des oberen Totpunktes.

Verbrennung. Der in der CFD berechnete Druckverlauf fiir eine Kompres-
sion ohne Verbrennung und ohne Beriicksichtigung der Spaltoberflédche,
jedoch bei realem Brennraumvolumen, ist im Vergleich zum gemessenen
Druckverlauf fiir zwei in dieser Arbeit verwendete Betriebspunkte in Ab-
bildung 4.3 dargestellt. Die beiden Betriebspunkte werden in Abschnitt
4.4 eingefiihrt.

Eine fiir die numerischen Untersuchungen vereinfachte Geometrie, bei
welcher das gesamte Volumen aller Spalte im Brennraum in einem Ring-
spalt am Kolben gesammelt wird, ist im rechten Teil in Abbildung 4.2
dargestellt. Der Ringspalt wird deshalb als reprédsentativer Spalt gewihlt,
weil er den grofiten realen Spalt im Brennraum darstellt. Mit dieser Ver-
einfachung kann die Auflosung kleiner Spalte und komplexer Geometri-
en sowie der damit verbundenen hohen lokalen Stromungsgeschwindig-
keiten und kleinen Gitterzellen im Rechennetz vermieden werden, oh-
ne den Einfluss der Abkiihlung in diinnen Spalten zu vernachldssigen.
Das Volumen des Ringspalts wird aus dem Volumen der einzelnen Spalte
der Originalgeometrie ermittelt. Der Druckverlauf mit Bertiicksichtigung
des Spaltvolumens ist in Abbildung 4.3 jenem ohne Berticksichtigung
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des Spaltvolumens (bei gleichem Gesamtvolumen des Brennraums) so-
wie der Messung gegeniibergestellt. Der berechnete Druckverlauf folgt
der Messung fiir beide betrachteten Betriebspunkte nahezu deckungs-
gleich. Aufgrund des Zusammenhangs zwischen Druck und Temperatur
tiber die Isentropenbeziehung (Gleichung 2.3) gilt dies auch fiir den Tem-
peraturverlauf im von der kalten Grenzschicht unbeeinflussten Kern des
Brennraums.

200 I I T T 200 T I I I
--- Messung
— 150 H ohne Spalt i = 150
S —— mit Spalt S
a a
o 100 8 100
O O
g g
A 50 2 A 50
0 l l l l 0 l l l l
-15 —-10 -5 0 5 10 -15 —-10 -5 0 5 10
Zeit bzgl. OT tor [ms] Zeit bzgl. OT tor [ms]
(a) niedriger Betriebspunkt (b) hoher Betriebspunkt

Abbildung 4.3: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Druckverldufen mit
und ohne Berticksichtigung von Spaltverlusten (bei gleichem Gesamt-
volumen des Brennraums) fiir eine Kompression und Expansion ohne
Verbrennung.

4.3 Vernetzung

Die Vernetzung des Brennraumvolumens erfolgt anhand der in Abschnitt
3.7.3 vorgestellten Strategie. Ausgehend von einem Basisnetz kann lo-
kal ein feineres Netz vorgegeben und zusitzlich anhand von Gradi-
enten adaptiv verfeinert werden (AMR). Eine Verfeinerung des Gitters
ist dabei immer mit einer Teilung der Zellen in allen Raumrichtun-
gen verbunden und kann somit nur in diskreten Schritten, sogenann-
ten Verfeienrungsstufen erfolgen. Die Vernetzung des Brennraums ist
als Schnitt durch die Interaktionsebene der Brennstoffstrahlen in Abbil-
dung 4.4 veranschaulicht. Die Strahlbereiche werden durch eine loka-
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le, kegelformige Verfeinerung nahe des Diisenaustritts (statische Verfei-
nerung) berticksichtigt und konnen mittels AMR wéahrend der Injektion
weiter verfeinert werden (dynamische Verfeinerung). Der im letzten Ab-
schnitt zur Modellierung der Warmeverluste eingefiihrte Ringspalt am
Kolben (in Abbildung 4.4 nicht dargestellt) wird in radialer Richtung mit
genau einer Gitterzelle aufgeldst, sodass nur ein axiales Temperaturprofil
abgebildet wird. Dieses Vorgehen ist physikalisch nicht vollstandig kor-
rekt, da natiirlich auch ein Temperaturprofil in radialer Richtung existiert.
Eine Anndherung des Temperaturprofils in radialer Richtung mit einer
konstanten Temperatur iiber die Spaltdicke zeigte jedoch in Vergleichssi-
mulationen mit einer Aufldsung gute Ubereinstimmungen, da der Spalt
im Vergleich zu seiner Lange sehr diinn und der axiale Temperaturgra-
dient im Vergleich zum radialen sehr grofs ist. In axialer Richtung wird
eine ausreichende Auflésung zur Abbildung des Temperaturgradienten
vorgegeben und eine Netzunabhdngigkeit der Warmeverluste im Spalt
sichergestellt.

P Basis Zellgrofie
[HENEE NN
1] 1]
4 iy,
A Eay statische Verfeinerung
A HH /
£ i
A FH
aa e Dieselinjektor
ias P J
i g
i HHH _
o el
Hr e .. iSusmmm T __:;/\ Gasdiise
i & i m -
“HH mEY
\Li == —f—i dynamische Verfeinerung
%t as +j4’ aufgrund Gradienten (AMR)
LTS Wand-Verfeinerung

Abbildung 4.4: Veranschaulichung der Vernetzung des Brennraums in einer Schnittan-
sicht durch die Interaktionsebene der Brennstoffstrahlen.

In dieser Arbeit wird fiir alle Untersuchungen eine Basis-Zellgrofie mit
4mm Kantenldnge verwendet. Verfeinerungsstufe 1 reduziert die Kan-
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tenldnge auf 2 mm, Stufe 2 auf 1 mm und so weiter. Untersuchungen zur

erforderlichen Netzauflosung werden in den nachfolgenden Kapiteln be-
handelt.

4.4 Betriebspunkte

Durch die variabel einstellbare Kompression kann an der RCEM im
OT jeder Zustand zwischen Anfangsbedingungen und den Bedingun-
gen beim (durch die Brennraumgeometrie definierten) maximalen Kom-
pressionsverhilinis eingestellt werden. Aulerdem kann durch Anderung
des Anfangsdrucks der Druck im OT unabhidngig von der Temperatur
verdndert werden. Fiir viele Untersuchungen in dieser Arbeit werden
zwei Betriebspunkte festgelegt; ein Betriebspunkt mit niedrigem Kom-
pressionsverhiltnis (75 bar und 780 K im OT) und einer mit hohem Kom-
pressionsverhiltnis (125bar und 920K im OT). Die Betriebspunkte wer-
den als niedriger und hoher Betriebspunkt bezeichnet. Der hohe Betrieb-
spunkt reprédsentiert dabei die Bedingungen an einem Mittel- bzw. Voll-
lastpunkt im Motor, wahrend der niedrige Betriebspunkt stellvertretend
fiir einen Niedriglastpunkt bzw. eine Temperaturabsenkung im oberen
Totpunkt aufgrund von Miller-Steuerzeiten steht. Aufgrund von zykli-
schen Schwankungen der RCEM sowie Unsicherheiten der Randbedin-
gungen, konnen diese Betriebspunkte mit einer Genauigkeit von £1.5 bar
und +4 K reproduziert werden.

In Tabelle 4.1 sind abschlieflend alle relevanten geometrischen Abmes-
sungen, Randbedingungen sowie die untersuchten Betriebspunkte der
RCEM zusammengefasst.

4.5 Randbedingungen der Brennstoffinjektion

Sofern kein Brennstoff in den Brennraum der RCEM eingebracht wird,
kann dieser als geschlossenes, diabates thermodynamisches System be-
trachtet werden. Wird einer der beiden Injektoren bestromt, die Na-
del gedffnet und Brennstoff in den Brennraum eingebracht, so wird
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Tabelle 4.1: Geometrische Abmessungen, Randbedingungen und Betriebspunkte der

RCEM.
Parameter Wert
Bohrungsdurchmesser 220 mm
Zylindervolumen 14 dm?
Diisendurchmesser Dieselinjektor 0.11mm
Injektionsmasse Diesel 3mg
Injektionsdruck Diesel 2000 bar
Bestromungsdauer Diesel 0.395ms
Diisendurchmesser Gasinjektor 0.9 mm
Injektionsmasse Gas 80mg
Injektionsdruck Gas 330 bar
Bestromungsdauer Gas 2.73ms
Druck im OT 75bar / 125bar
Temperatur im OT 780K / 920K

das geschlossene System zu einem offenen System. Fiir den Massen-
austausch tiiber die Systemgrenze sind dann Massenstromverldufe als
Randbedingung erforderlich. Fiir Diesel- und Gasinjektor wurden diese
Massenstromverldufe vor der Verwendung an der RCEM fiir eine Ma-
trix an moglichen Betriebsparametern vermessen. Jedes Profil wurde da-
bei aus 100 Einzelinjektionen gemittelt. Nicht vermessene Betriebspunk-
te konnen aus den vermessenen Betriebspunkten interpoliert werden.
In dieser Arbeit wird fiir den Dieselinjektor standardmaéfSiig eine Bestro-
mungsdauer von 0.395 ms bei einem Injektionsdruck von 2000 bar und fiir
den Gasinjektor eine Bestromungsdauer von 2.730 ms bei einem Injekti-
onsdruck von 330 bar verwendet. Dadurch ergibt sich eine Einspritzmen-
ge von 3mg fiir Diesel und von 80 mg fiir Erdgas. Massenstromverldufe
und Bestromungsdauer sind fiir diese beiden Betriebspunkte exempla-
risch in Abbildung 4.5 als Funktion der Zeit, bezogen auf den Bestro-
mungsbeginn des jeweiligen Injektors (BB), dargestellt.

Der Massenstromverlauf des Diesels wird direkt als Randbedingung in
dem in Abschnitt 3.1.1 beschriebenen priméren Zerfallsmodell, dem Blob-
Modell, am Austritt des Dieselinjektors verwendet. Eine Berechnung der
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Abbildung 4.5: Bestromungsdauer und Massenstromverlauf fiir die Injektion von 3 mg
Diesel und 80 mg Erdgas bei 2000 bar bzw. 330 bar.

Sacklochstromung bzw. der Diisenstromung ist fiir dieses Modell nicht
notwendig. Im Fall des Gasinjektors wurde der Massenstrom am Na-
delsitz des Injektors aufgebracht und die Stromung im Sackloch mit
berticksichtigt. Dies ist notwendig, um am Diisenaustritt ein realitdtsna-
hes Stromungsprofil zu erhalten und die Effekte der Umlenkung um 90°
im Sackloch nicht zu vernachldssigen. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit
wird der Massenstrom nicht auf BB bezogen, sondern aus anschauliche-
ren Griinden auf den Einblasbeginn (EB), welcher durch einen Massen-
strom grofser Null definiert ist.

Das Vielstoffgemisch Diesel wird, wie in den allermeisten numerischen
Berechnungen ftiblich, in dieser Arbeit durch einen Ersatzkraftstoff re-
préasentiert. Im fliissigen Zustand wird ein generisches Fluid mit mittler-
er Dichte und Viskositdt sowie einer mittleren Verdampfungstemperatur
der Einzelkomponenten des Vielstoffgemischs verwendet. In der Gaspha-
se wird n-Heptan aufgrund seiner dem Diesel d4hnlichen Ziindeigenschaf-
ten verwendet. Auch Erdgas ist ein Vielstoffgemisch, welches in den Be-
rechnungen durch Methan approximiert wird. Dies ist deshalb in erster
Nédherung zuléssig, da im Experiment Erdgas mit einem hohen Methan-
gehalt von grofier 98 % verwendet wird. Spadaccini et al. [89] haben den
Einfluss von ldngerkettigen Kohlenwasserstoffen auf die Ziindverzugs-
zeit von Methan/Luft-Mischungen untersucht. Fiir Anteile <2% zeigt
sich zwar ein messbarer, jedoch geringer Einfluss, welcher im Bereich der
Messdifferenz verschiedener Autoren und experimentellen Aufbauten
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liegt. Zudem ist dieser Einfluss verglichen mit der Streuung verschiede-
ner Methan-Reaktionskinetiken (Kapitel 6, Abbildung 6.4) vernachldssig-
bar. Die Begriffe n-Heptan und Methan werden daher bei der Beschrei-
bung der Modellierung gleichbedeutend fiir Diesel und Erdgas verwen-
det. Fiir alle allgemeinen Beschreibungen des Brennverfahrens und fiir
Beschreibungen der experimentellen Ergebnisse werden die Begriffe Die-
sel und Erdgas verwendet.
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5 Gas- und Dieseleinblasung

Eine physikalisch korrekte Abbildung des Stromungs- und Mischungs-
feldes von Gas- und Dieselstrahl mit der Brennraumluft ist die Vorausset-
zung fiir eine valide Berechnung der Dual-Fuel Verbrennung. Unter Ver-
wendung der zuvor eingefithrten Randbedingungen erfolgt die Validie-
rung der Gas- und Dieseleinblasung in diesem Abschnitt anhand des zeit-
lichen Verlaufs der Eindringtiefe der nicht reagierenden Strahlen. Mit ge-
gebener Massenstromrandbedingung, den thermodynamischen Grofien
im Brennraum und den geometrischen Abmessungen erfolgt bei korrek-
ter Abbildung der Eindringtiefe iiber den Zusammenhang der Impulser-
haltung eine Validierung des Strahlwinkels, des Strahlvolumens sowie
des Mischungsfeldes. Der Zusammenhang dieser Strahl-Grofien iiber die
Impulserhaltung wurde von Ouellette [66] durch experimentelle und nu-
merische Untersuchungen nachgewiesen.

Die Auswertung der Eindringtiefe der Strahlen aus den RCEM Expe-
rimenten erfolgt mittels Objekterkennung aus den Schattenaufnahmen.
Das Vorgehen ist dabei wie folgt. Ein Vergleich zweier Bilder vor und
kurz nach Beginn der Brennstoffeinblasung ergibt als Differenzbild den
initial erkannten Strahl. Aus der Anderung von einem zum néchsten Bild
wird, ausgehend vom initial erkannten Strahl, zu jedem Zeitpunkt ein zu-
sammenhdngender Strahlbereich detektiert. Die Eindringtiefe wird dann
zu jedem Zeitpunkt aus der Differenz zwischen der Strahlspitze und dem
Strahlursprung ermittelt. Dieses Vorgehen ist schematisch fiir den Gass-
trahl in Abbildung 5.1 dargestellt und wird analog fiir den Dieselstrahl
angewendet. Der Dieselstrahl kann sofort nach Eintritt in den Brennraum
erfasst werden, da fiir die Validierungsexperimente der Gasinjektor aus-
gebaut wurde. Bei der Gaseinblasung verdeckt der Gasinjektor selbst je-
doch den Strahl in der Frithphase der Injektion, sodass der Strahl erst
nach einer Eindringtiefe grofler dem Radius der Diise im Schattenbild
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sichtbar wird und ausgewertet werden kann. Aus den CFD-Daten kénnen
die Eindringtiefen von Gas- und Dieselstrahl direkt iiber den Massenan-
teil der Brennstoffe ermittelt werden. Die Abgrenzung der Strahlen er-
folgt iiber einen Grenzwert von grofier 0.1 Massen-% Brennstoff in einer
Gitterzelle. Die maximale Eindringtiefe ist durch die Interaktion zwischen
Brennstoffstrahl und Wand begrenzt. Zudem wird aus den Schattenauf-
nahmen als auch aus der CFD der maximale Strahldurchmesser D4y, Wie
in Abbildung 5.1 eingezeichnet, bestimmt.

Gasinjektor Brennraumwand Strahlursprung  Strahlwachstum

Spitze des Dieselinjektors initial erkannter Strahl

Abbildung 5.1: Veranschaulichung der Strahlerkennung und Berechnung der Eindring-
tiefe aus den Schattenaufnahmen.

5.1 Gaseinblasung

Fiir die gegebenen Randbedingungen des Gasstrahls (Gasdruck 330 bar,
Brennraumdruck 75bar bzw. 125bar) ergibt sich ein maximales Diisen-
druckverhdltnis py/pe von 4.40 bzw. 2.64. Nach der Charakterisierung
unterexpandierter Strahlen aus Abschnitt 2.1.2 konnen diese Gasstrahlen
der Gruppe der stark unterexpandierten bzw. unterexpandierten Strah-
len zugeordnet werden. Die Praxisrelevanz dieser Unterscheidung be-
schrankt sich vorwiegend auf den unterschiedlich grofien Einflussbe-
reich der diisennahen Strofsstrukturen. Numerische Untersuchungen ha-
ben gezeigt, dass der Einflussbereich dieser Stofsstrukturen selbst bei ei-
nem Diisendruckverhéltnis von 4.40 sehr gering ist. In Abhdngigkeit der
Netzauflosung im Diisennahbereich und damit der Qualitdt der Abbil-
dung der Stofistrukturen konnte gezeigt werden, dass die Mischung und
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die Eindringtiefe des Strahls nur bis zu einer Laufldnge von etwa dem 5-
10-fachen Diisendurchmesser beeinflusst werden [10]. Bei einem Diisen-
durchmesser des Gasinjektors von 0.9 mm entspricht dies einer beein-
flussten Lauflinge von maximal 9mm, was bei einer freien Laufldnge
des Strahls im Brennraum von 97 mm weniger als 10 % entspricht. Die
Plausibilitdt dieser Erkenntnis kann anhand der empirischen Korrelatio-
nen fiir die Lage des ersten machschen Knotens nach Niessen [64] und
Young [102] aus Abschnitt 2.1.3 tiberpriift werden. Fiir einen Durchmes-
ser Dy = 0.9 mm, einen Druck py = 330bar und einen Brennraumdruck
Ps = 75bar liegt dieser bei x/Dy ~ 1.25. Zusammen mit der Erkennt-
nis von Yu und Vuorinen [103], dass bei stark unterexpandierten Strahlen
mit Druckverhéltnis py/p. > 5 die Stof3strukturen nach etwa 5 Wieder-
holungen vollstindig dissipiert sind, ergibt sich fiir den Einflussbereich
dieselbe Groflenordnung wie aus den numerischen Untersuchungen.

Der Einfluss der Netzauflosung auf die Eindringtiefe des Gasstrahls wird
nachfolgen zunéchst generisch an einer vereinfachten Konfiguration un-
tersucht. Dazu werden ein konstantes, vereinfachtes Brennraumvolumen
mit einer freien Laufldnge des Gasstrahls von 85 mm und stationére ther-
modynamische Bedingungen von 75 bar und 800 K angenommen. Fiir die
thermische Zustandsgleichung wird die in Abschnitt 3.4 eingefiihrte Kor-
rektur fiir reale Gase nach Redlich und Kwong [5] verwendet. Das in Ab-
bildung 4.4 gezeigte Vorgehen zur Vernetzung der Strahlbereiche wird
mit einer statischen Verfeinerung von 10 mm Lange bei einem Kegelwin-
kel von 20° angewendet. Die angegebene Netzfeinheit bezieht sich auf die
minimal zuldssige Zellgrofse aufgrund dynamischer Verfeinerung (AMR)
im gesamten Brennraum.

Ausgehend von einer minimalen Zellgroéfie von 1 mm wird die minimal
zuldssige Zellgrofie sukzessive halbiert, bis eine Konvergenz der Ein-
dringtiefe erreicht ist. Der zeitliche Verlauf der Eindringtiefen ist fiir die
untersuchten Variation in Abbildung 5.2a dargestellt. Bei einer minima-
len Zellgrofse von 0.125 mm ist die Anderung im Vergleich zu 0.25mm
gering, sodass von einer Netzkonvergenz ausgegangen werden kann.

Auf Basis der notwendigen Netzauflosung kann die Gaseinblasung nun
fiir die in Abschnitt 4.4 eingefiihrten Betriebspunkte unter realen Randbe-
dingungen im Brennraum validiert werden. Es wird eine Netzauflosung
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Abbildung 5.2: Netzstudie und Validierung der Eindringtiefe fiir die Gaseinblasung.

mit minimaler Zellgrofie von 0.125 mm verwendet. Abbildung 5.2b zeigt
exemplarisch beim hohen Betriebspunkt einen Vergleich des Verlaufs der
Eindringtiefen von drei wiederholten Messungen mit gleichen Anfangs-
und Randbedingungen mit der in der CFD berechneten Eindringtiefe.
Unter Verwendung des RNG k-e-Modells mit den von Yakhot und Smith
[101] postulierten Konstanten zeigt sich ein deutlich zu langsames Ein-
dringverhalten des Gasstrahls (Dissipationskonstante C¢; = 1.42). Einen
Ansatz zur Erkldarung dieses Verhaltens liefert die in Abschnitt 2.1.3 be-
schriebene empirische Korrelation fiir die Eindringtiefe nach Ouellet-
te [66], welche auf der Annahme basiert, dass sich der Strahl ab einer
Eindringtiefe von etwa 20 mal dem Diisendurchmesser Dy selbstdhn-
lich verhilt. Konkret bedeutet dies, dass das Verhiltnis aus maximalem
Strahldurchmesser D, (am Strahlkopf) zu Eindringtiefe x als konstant
angenommen werden kann. Fiir die beiden Betriebspunkte ergibt sich
dieses Verhdltnis D,,,,/x aus der Objekterkennung in den Schattenauf-
nahmen {iber die Zeit zu 0.30-0.32, aus den CFD Rechnungen mit C¢;
= 1.42 hingegen zu 0.33-0.35. Die zu starke Aufweitung und zu geringe
Eindringtiefe des Strahls in der CFD kann auf eine zu hohe turbulente
Dissipationsrate € zuriickgefiihrt werden. Eine Erhohung der Produk-

66



5.2 Dieseleinblasung

tionsrate der Reynolds-Spannungen in der e-Transportgleichung (Glei-
chung 3.11), durch Erhchung der Dissipationskonstante auf den Wert
Ce1 = 1.60, zeigt fiir beide Betriebspunkte ein deutlich verbessertes Ein-
dringverhalten. Diese Beobachtung ist im Einklang mit den in der Litera-
tur beschriebenen theoretischen Zusammenhéngen fiir Freistrahlen, nach
welchen fiir Stromungen mit einer erhdhten mittleren Streckungsrate zu
deren Berticksichtigung der Wert der Konstante C.; angehoben werden
kann [68,101]. Der grofse Vorteil dieser Vorgehensweise gegeniiber phy-
sikalisch fundierterteren Modellen liegt vor allem in seiner Einfachheit
aufgrund nur eines einzigen Freiheitsgrads. Exemplarisch ist das Ein-
dringverhalten fiir den hohen Betriebspunkt in Abbildung 5.2b gezeigt.
Abbildung 5.3 vergleicht fiir diesen Betriebspunkt zusétzlich die Schat-
tenaufnahmen des Gasstrahls mit dem Dichtefeld aus der CFD an zwei
ausgewdhlten Zeitpunkten. Gezeigt ist ein Schnitt durch die Interaktions-
ebene der beiden Strahlen.

Abschliefiend kann anhand der Eindringtiefe noch der Einfluss der Re-
algaskorrektur fiir die thermische Zustandsgleichung nach Redlich und
Kwong [5] aus Abschnitt 3.4 ermittelt werden. Dazu ist in Abbildung
5.2b die Eindringtiefe des Gasstrahls fiir C¢; = 1.60 ohne Beriicksichti-
gung dieser Korrektur dargestellt. Starke Abweichungen zeigen sich vor
allem in der Frithphase der Injektion, wihrend die Abweichung von den
Messdaten fiir grofie Eindringtiefen nicht weiter zunimmt. Dies ldsst sich
durch die aufgrund der Nachexpansion sehr niedrigen Temperaturen
im Bereich des Diisenaustritts und der damit verbundenen grofien Ab-
weichung vom Idealgasverhalten erkldren. Dringt der Strahl weiter ein,
gleicht sich die Strahltemperatur immer weiter an die Brennraumtempe-
ratur an und die Abweichungen werden geringer.

5.2 Dieseleinblasung

Die Modellierung der Dieseleinblasung sowie des primdren und se-
kundéren Strahlaufbruchs erfolgt mit den in Abschnitt 3.1 vorgestellten
Modellen. Eine Validierung des nicht reagierenden Dieselstrahls in Luft
ist aufgrund von Selbstziindung noch wahrend bzw. kurz nach Ende der
Einspritzung weder fiir den hohen, noch fiir den niedrigen Betriebspunkt
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1.6ms nach BB 2.4ms nach BB
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Abbildung 5.3: Vergleich zwischen Schattenaufnahmen des Gasstrahls und dem Dich-
tefeld aus der CFD in einem Schnitt durch die Interaktionsebene der bei-
den Strahlen fiir den hohen Betriebspunkt an zwei ausgewéhlten Zeit-
punkten.

moglich. Deshalb werden fiir eine Validierung des nicht reagierenden
Dieselstrahls die Brennraumbedingungen auf 750 K und 70 bar abgesenkt
und eine reduzierte Dieselmasse von 1.5mg bei einem Dieseldruck von
1000 bar und einer Einblasdauer von 0.75ms eingebracht. Unter diesen
Bedingungen wird eine Selbstziindung des Diesels in Luft unter Sicher-
stellung einer realistischen Einblasdauer verhindert. Darauf aufbauend
kann dann die Validierung der Reaktionskinetik der Ziindung in Kapitel
6 durchgefiihrt werden.

Die Validierung der Dieseleinblasung erfolgt anhand der Eindringtiefe
des verdampften n-Heptans. Dies ist deshalb sinnvoll, da aus den experi-
mentellen Daten in den meisten Fillen nicht klar zwischen Fliissig- und
Gasphase unterschieden werden kann, jedoch aufgrund des Dichteunter-
schieds eine klare und scharfe Grenze zwischen gasférmigem n-Heptan
und Luft identifiziert werden kann.

Eine Netzstudie wird analog zu jener fiir die Gaseinblasung durch-
gefiihrt. Da der Dieselstrahl und der Gasstrahl spédter zusammen in den
Brennraum eingebracht werden, muss auch fiir den Dieselstrahl im RNG
k-e-Modell die angepasste Dissipationskonstante von C; = 1.60 verwen-
det werden. Abbildung 5.4a zeigt die Eindringtiefe des n-Heptans fiir
vier verschiedene Netzauflosungen. Wie bei der Gaseinblasung zeigt sich
auch hier zwischen der minimalen Zellgréfie von 0.125 mm und 0.25 mm
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5.2 Dieseleinblasung

kein signifikanter Unterschied mehr. Die Anzahl an Tropfenpaketen, so-
genannten Parcels, wird fiir die Netzstudie auf 50.000 initial eingebrachte
Tropfen begrenzt. Eine anschlieflende Validierung dieser Annahme durch
Verdoppelung bzw. Halbierung der Anzahl an Parcels fiir das Netz mit
0.125 mm brachte keine ersichtliche Anderung der Eindringtiefe der Gas-

phase.
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(a) Vergleich der Findringtiefe des Diesel- (b) Vergleich der Eindringtiefe fiir zwei Dis-
strahls fiir verschiedene Netzauflosungen sipationskonstanten mit Messungen bei
an einer vereinfachten Brennraumgeome- Brennraumbedingungen von 750K und
trie. 70bar.

Abbildung 5.4: Netzstudie und Validierung der Eindringtiefe fiir die Dieseleinblasung.

Ein Vergleich der berechneten Eindringtiefe der Gasphase aus der CFD
mit der aus den Schattenaufnahmen ermittelten Eindringtiefe ist in Abbil-
dung 5.4b gezeigt. Die Auswertung der Eindringtiefe anhand der Schat-
tenaufnahmen ist nur moglich, solange ein signifikanter Dichteunter-
schied zwischen Strahl und Brennraum erkennbar ist, wiahrend die Aus-
wertung der CFD-Daten auch bei deutlich gréfieren Eindringtiefen noch
moglich ist. Fiir eine Netzauflosung von 0.125 mm und C¢; = 1.60 folgt die
berechnete Eindringtiefe sehr gut jener der Messung, wahrend mit C; =
1.42 das Verhiltnis aus Eindringverhalten zu Strahlaufbruch nicht realis-
tisch abgebildet wird. Abbildung 5.5 zeigt abschlieflend einen qualitati-
ven Vergleich der Schattenaufnahmen des Dieselstrahls mit dem Dichte-
feld aus der CFD fiir zwei ausgewdhlte Zeitpunkte in einem Schnitt durch
die Interaktionsebene der beiden Strahlen.
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Abbildung 5.5: Vergleich zwischen Schattenaufnahmen des Dieselstrahls und dem
Dichtefeld aus der CFD in einem Schnitt durch die Interaktionsebene
der beiden Strahlen fiir die Brennraumbedingungen 750K und 70 bar
an zwei ausgewdhlten Zeitpunkten.

5.3 Fazit

Die Validierung des Stromungs- und Mischungsfeldes wurde anhand ei-
nes Abgleichs zwischen experimentellen und numerischen Eindringtie-
fen des nicht reagierenden Gas- und Dieselstrahls durchgefiihrt. Sowohl
fiir den Gas- als auch fiir den Dieselstrahl wurde eine Studie zur Gitter-
konvergenz durchgefiihrt, durch welche eine minimal nétige Zellgrofie
von 0.125 mm identifiziert wurde. Fiir die Gaseinblasung wurde gezeigt,
dass Realgaseffekte vor allem in der Frithphase der Injektion einen grofien
Einfluss auf die Eindringtiefe haben und daher berticksichtigt werden
sollten. Fiir die Abbildung des Strahlaufbruchs bei der Dieseleinblasung
wurde eine Parcelanzahl von 50.000 als ausreichend identifiziert.

Eine initial festgestellte Abweichung der Eindringtiefe wurde durch die
Analyse des maximalen Strahldurchmessers im Verhéltnis zur Eindring-
tiefe untersucht und mit der auf theoretischen Uberlegungen aufbauen-
den empirischen Korrelation nach Ouellette [66] verglichen. Eine zu star-
ke Aufweitung (D) und zu geringe Eindringtiefe (x) des Strahls in der
CFD (Experiment: D,y /x = 0.33-0.35; CFD: D,y /x = 0.30-0.32) konnte
auf eine zu hohe turbulente Dissipationsrate € zurtickgefiihrt werden. Fi-
nal konnte gezeigt werden, dass fiir eine qualitativ gute Abbildung des
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5.3 Fazit

Mischungsfeldes fiir Gas- und Dieselstrahl die Dissipationskonstante im
RNG k-e-Modell auf den Wert 1.60 erhcht werden muss.
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6 Dieselzundung in Luft- und
Erdgas/Luft-Atmosphare

Im vorherigen Kapitel wurde mit der Validierung der kalten Strémung
der Diesel- und Gaseinblasung die Grundlage fiir die Modellierung
des HPDF-Brennverfahrens geschaffen. Eine Restriktion hinsichtlich der
Verbrennungsmodellierung ist dabei bisher nicht erfolgt. Die Verbren-
nungsmodellierung auf Basis detaillierter Chemie bietet, wie in Kapi-
tel 1 erldutert, den Vorteil einer flexiblen und umfangreichen Beschrei-
bung der Ziindung sowie der vorgemischten und nicht-vorgemischten
Verbrennung im Brennraum. Die Voraussetzung fiir diese Art der Ver-
brennungsmodellierung ist eine zuverlédssige Beschreibung der Reakti-
onskinetik {iber den gesamten Bereich der moglichen thermodynami-
schen Randbedingungen.

Der Vergleich der chemischen und turbulenten Zeitskalen auf Basis der
turbulenten Damkohler-Zahl in Abschnitt 2.5 zeigt den grofsten Ein-
fluss der Reaktionskinetik im Bereich der Dieselziindung (Da; << 1).
Die Selbstziindung des Dieselkraftstoffs beeinflusst mafsgeblich nicht nur
den Zeitpunkt des Beginns der Warmefreisetzung, sondern, aufgrund
der Interaktion mit dem Gasstrahl und den transienten thermodynami-
schen Bedingungen im Brennraum, auch deren Verlauf. Im Unterschied
zur Selbstziindung in Dieselmotoren kann beim HPDF-Brennverfahren,
abhdngig von der Betriebsstrategie, eine Dieselziindung in reiner Luft
oder in einem Gemisch aus Erdgas und Luft erfolgen. Diese mogli-
chen Félle miissen daher bei der Auswahl und Bewertung der Reakti-
onskinetik berticksichtigt werden. Fiir eine detaillierte kinetische Analy-
se des Selbstziindprozesses werden die komplexen Mehrkomponenten-
Brennstoffe durch den Einsatz von Referenzkraftstoffen vereinfacht [1,9,
46]. In dieser Arbeit werden die Referenzkraftstoffe Methan fiir Erdgas
und n-Heptan fiir Diesel verwendet.
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Dieselziindung in Luft- und Erdgas/Luft-Atmosphdre

Um die chemischen Prozesse der Dieselziindung unter Einfluss von Me-
than in der Luft zu analysieren, haben Khalil und Karim [42] einen kom-
plexen Reaktionsmechanismus bestehend aus mehreren hundert Spezies
mithilfe von Kinetiken aus mehreren verschiedenen Quellen erstellt. Die-
ser Mechanismus wurde zur Berechnung von Ziindverzugszeiten eines
stochiometrischen n-Heptan/Luft-Gemischs mit variablem Methan/n-
Heptan-Verhéltnis verwendet [43]. Bei einer Temperatur von 800K und
einem Druck von 28bar zeigen die Ergebnisse eine starke nichtlinea-
re Erhohung der Ziindverzugszeiten mit steigendem Methan/n-Heptan-
Verhiltnis. Aggarwal [1] zeigte dasselbe Verhalten fiir unterschiedliche
Aquivalenzverhiltnisse bei einem Druck von 55bar und verschiede-
nen Temperaturen iiber 900K unter Verwendung eines deutlich kleine-
ren Reaktionsmechanismus mit weniger als 100 Spezies. Beide Studien
haben gemeinsam, dass die berechneten Daten nur mit experimentel-
len Daten aus Stofirohrversuchen fiir Methan/Luft- und n-Heptan/Luft-
Gemische validiert wurden, jedoch keine Validierungsdaten fiir homoge-
ne Methan/n-Heptan/Luft-Gemische verwendet wurden.

Basierend auf diesen und dhnlichen Untersuchungen werden hdufig Re-
aktionsmechanismen fiir die Tabellierung von Ziindverzugszeiten, Mo-
dellkalibrierungen oder CFD-Berechnungen auf Basis detaillierter Che-
mie ausgewdhlt. Obwohl bei der Dieselziindung ein chemischer Effekt
von Erdgas durch die Reaktionsmechanismen berticksichtigt wird, bein-
halten die genannten Validierungen weder experimentelle Daten fiir
terndre Gemische, noch bilden sie die bei der Einspritzung von Die-
sel in eine Erdgas/Luft-Umgebung auftretenden Gemischbildungspro-
zesse ab. Iida et al. [50] beobachteten, unter Verwendung einer schnel-
len Kompressionsmaschine (rapid compression machine - RCM) und ei-
nes Einloch-Dieselinjektors, eine verzogerte Dieselziindung bei Anwe-
senheit von Erdgas im Hintergrundgemisch. Zudem konnten die Auto-
ren nachweisen, dass diese Verzogerung nur zu einem geringen Teil auf
die reduzierte Sauerstoffkonzentration in der Mischung zurtickzufiihren
ist. Schlatter et al. [85,86] und Salaun et al. [82] berichten auf Basis von
RCEM Versuchen von einer eindeutigen Verldngerung der Ziindverzugs-
zeiten bei zunehmend fetteren Methan /Luft-Hintergrundgemischen. Am
selben Priifstand untersuchten Srna et al. [91] auch den Einfluss ver-
schiedener Parameter auf die Vor- und die (Haupt-)Ziindung. Sie konn-
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ten zeigen, dass das Vorhandensein von Methan hauptsdchlich die Zeit
bis zur Vorziindung erhoht, wahrend die Zeit zwischen der durch die
Vorziindung entstehenden sogenannten kalten Flamme und der eigent-
lichen Ziindung etwa konstant bleibt. Als Vorziindung wird bei der Die-
selzitindung ein kleiner Temperaturhub vor der Ziindung bezeichnet, wel-
cher vor allem die Bildung der fiir die Ziindung notwendigen Radika-
le fordert [62]. Nach erfolgter Vorziindung spricht man von einer kalten
Flamme, welche mit Einsetzen der Ziindung in die eigentliche Verbren-
nung tibergeht.

Alle bisherigen Untersuchungen zeigen zwar tendenziell einen Einfluss
von Methan auf die Dieselziindung, stellen jedoch keine vollstindige
Validierungsbasis fiir grundlegende numerische Untersuchungen unter
Berticksichtigung der transienten Mischung wihrend der Dieseleinsprit-
zung dar. In den nachfolgenden Abschnitten wird daher ein dreistufi-
ges Verfahren zur umfassenden Validierung der Dieselziindung in Luft-
und Erdgas/Luft-Atmosphdre fiir RANS-CFD-Berechnungen vorgestellt.
Dieses basiert auf Messungen unter genau bestimmten, motorrelevanten
Randbedingungen und deckt einen weiten Bereich an Ziindverzugszeiten
sowie Mischungszustidnden ab.

1. Im ersten Schritt werden Berechnungen an einem 0D homogen
geriihrten Reaktor mit Literaturdaten fiir homogene Gemische der
Referenzkraftstoffe n-Heptan und Methan mit Luft verglichen. Basie-
rend auf den Ergebnissen werden Reaktionsmechanismen fiir weite-
re Untersuchungen ausgewdhlt.

2. Anschliefsend werden Versuche an der RCEM vorgestellt, welche
den spezifischen Gemischbildungsprozess bei der Dieseleinsprit-
zung in ein ruhendes Erdgas/Luft-Gemisch unter genau definierten,
quasistationdren Randbedingungen abbilden. Die Eignung der Re-
aktionsmechanismen wird durch 3D RANS-CFD-Berechnungen auf
Basis detaillierter Chemie bewertet, indem diese mit Ergebnissen aus
Schatten- und OH*-Aufnahmen verglichen werden.

3. In einem dritten Schritt wird die Restriktion konstanter thermody-
namischer Bedingungen aufgehoben. Die Dieseleinspritzung in der
RCEM wird zeitlich so gewdhlt, dass sie bereits wahrend der Kom-
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Dieselziindung in Luft- und Erdgas/Luft-Atmosphdre

pressionsphase erfolgt und sich dadurch die Brennraumbedingun-
gen wahrend der Einspritzung signifikant &ndern. Durch dieses Vor-
gehen konnen deutlich lingere Ziindverzugszeiten erzielt werden.
Dadurch wird einerseits eine Bewertung der Reaktionsmechanismen
im Betriebsbereich nahe von Fehlziindungen ermdglicht und ande-
rerseits werden die Grenzen des Modellierungsansatzes der RANS-
CFD auf Basis detaillierter Chemie aufgezeigt.

6.1 Datenerzeugung und Auswertung

Zur Erzeugung von Validierungsdaten fiir die RANS-CFD-Berechnungen
wird die RCEM mit dem in Abschnitt 4.1 beschriebenen Messaufbau
verwendet. Um im Brennraum der RCEM eine homogene Mischung
aus Erdgas und Luft zu erzeugen, wird Erdgas unter Verwendung des
Hochdruck-Gasinjektors vor Beginn der Kompression in den Brennraum
eingebracht. Die Erdgasmenge, welche bendétigt wird, um ein bestimm-
tes Brennstoff/Luft-Aquivalenzverhiltnis ®yc im Hintergrundgemisch
zu erzeugen, wird aus Druck, Temperatur und Brennraumvolumen vor
der Kompression berechnet. Nach der Einspritzung von Erdgas wird
der Brennraum bis zum Erreichen des gewiinschten Startdrucks mit Luft
gefiillt. Uber den Startdruck und das Kompressionsverhiltnis kénnen un-
terschiedliche Endtemperaturen und -driicke im oberen Totpunkt (OT)
eingestellt werden. Dieselinjektion und Verbrennung erfolgen dann nahe
des OT. Fiir alle in diesem Abschnitt vorgestellten Experimente werden
1.5mg Diesel bei einem Druck von 1000 bar und einer Einblasdauer von
0.75 ms eingespritzt.

Fiir einen direkten Vergleich von experimentellen und numerischen Er-
gebnissen miissen die Kriterien fiir die Bestimmung von Vorziindung
und Ziindung in beiden Féllen ebenfalls vergleichbar sein. Abbildung 6.1
zeigt exemplarisch die Verldufe der mittleren Intensitdt aus den Schat-
tenaufnahmen (SG) im Strahl Isg sowie der Intensitit des OH* Signals
Ion, gemittelt iiber den gesamten Beobachtungsbereich. Da diese In-
tensitdtsverldufe vom Erdgasanteil im Hintergrundgemisch abhdngen,
zeigt die Abbildung Verldufe fiir die Dieselinjektion in reine Luft (links,
®pc = 0) und in eine stochiometrische Erdgas/Luft-Mischung (rechts,
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6.1 Datenerzeugung und Auswertung

®nc = 1). Fiir beide Gemische sind vier Intensitdtsverldufe in Abhdngig-
keit vom Einblasbeginn (EB) der Dieseleinspritzung dargestellt. Sie re-
prasentieren den Internsitdtsverlauf fiir eine frithe Ziindung (Ziindung
nach <0.75ms), eine mittlere Ziindung (Ziindung nach >0.75ms und
<1.5ms), eine spdte Ziindung (Ziindung nach >1.5ms) und eine
Fehlziindung. Die Bildsequenz im unteren Teil von Abbildung 6.1 veran-
schaulicht exemplarisch den Ziindfortschritt fiir eine mittlere Ziindung
bei @y = 0 (links) und eine spidte Ziindung bei ¢ =1 (rechts).

Erfolgt keine Ziindung, folgt Isg der schwarzen Kurve. Wahrend der
Dieseleinspritzung (tgg <0.75ms) bleibt der Strahl durch die kontinu-
ierliche Brennstoffzufuhr sehr dunkel und die Helligkeit steigt nur ge-
ringfiigig an. Nach dem Ende der Injektion fiihrt die Verdampfung und
fortschreitende Gemischbildung zu einer Verringerung des Dichtegradi-
enten zwischen dem Strahl und dem umgebenden Fluid und damit zu
einer Erhohung der Helligkeit. Da die Dichte im Strahl nicht durch che-
mische Reaktionen beeinflusst wird, gleicht sich Isg allmdhlich der Hin-
tergrundhelligkeit an (Isg ~ 0.7).

Sobald die ersten mit einer Netto-Warmefreisetzung verbunden chemi-
schen Reaktionen starten (Vorziindung), nimmt die durchschnittliche
Dichte im Strahl ab. Dadurch wird der Dichtegradient in Relation zum
Hintergrundgemisch reduziert und die Warmefreisetzung fiihrt zu einem
Anstieg von Isg. Folglich ergibt sich im Verlauf eine Abweichung von der
Kurve ohne Ziindung. Im weiteren Verlauf der Reaktion sinkt die mitt-
lere Strahldichte unter die Hintergrunddichte, so dass das Schattenbild
wieder dunkler wird. Spéter in diesem Abschnitt wird die numerische
Analyse des ziindenden Dieselstrahls zeigen, dass die wihrend der kal-
ten Flamme freigesetzte Warme ausreichend ist, um die durchschnittliche
Dichte im Strahl unter die Hintergrunddichte abzusenken. Das lokale Ma-
ximum in Isg kann daher verwendet werden, um den Beginn der kalten
Flamme zu identifizieren.

Obwohl der wesentlich stirkere Temperaturanstieg widhrend der
Ziindung die Dichte innerhalb des Strahls weiter reduziert, wird der be-
reits durch die Vorziindung ausgeldste Abfall von Isg lediglich graduell
verstdrkt. Dies liegt daran, dass die Abnahme der Intensitdt wihrend der
Zindung zwar schnell und sehr stark, jedoch initial rdumlich auf klei-
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Abbildung 6.1: Zeitliche Entwicklung der Intensitdt im Strahl aus den Schattenaufnah-
men (SG) Isg sowie der Intensitdt des OH* Signals Ioy fiir $yg = 0
(links) und ®yg =1 (rechts); kombinierte SG/OH* Bilder fiir eine mitt-
lere Ziindung bei ®yg = 0 (links) und eine spédte Ziindung bei $pg =1
(rechts) zu ausgewdhlten Zeitpunkten.

ne Bereiche begrenzt ist (Ziindung in Bildsequenzen in Abbildung 6.1).
Aus diesem Grund ist die Ziindung anhand der gemittelten Schatten-
Intensitdt schwer zu identifizieren. Deshalb wird ein schneller lokaler Ab-
fall der Schatten-Intensitdt unter 0.15 als ein robustes Kriterium fiir die
Detektion der Ziindung angenommen.
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Beginnt die Ziindung bereits wihrend der Injektion oder kurz nach
Injektionsende, dndert sich das Verhalten signifikant. Wahrend dieser
frithen Ziindung kann die Vorziindung, aufgrund des Vorhandenseins
der Fliissigphase, nicht zuverldssig identifiziert werden. Dariiber hin-
aus fiihren die fetten Bereiche innerhalb des Sprays unmittelbar nach
der Ziindung zu einer stark rufienden Flamme. Da die Schwarzkorper-
strahlung der heiflen Rufipartikel auch das sichtbare Lichtspektrum ab-
deckt, wird sie vom Schatten-System erkannt und fiihrt zu einem star-
ken Anstieg von Isc. In diesen Fillen erfolgt die Detektion der Ziindung
unter Zuhilfenahme der OH* Intensitiatsverlaufe. Wahrend bei &g = 0
fiir stark verdiinnte Strahlen und eine spdte Ziindung das OH* Signal
sehr verzogert einsetzt, kann fiir wenig vorgemischte Strahlen und kur-
ze Zlindverzugszeiten ein abrupter Anstieg zum Zeitpunkt der Ziindung
beobachtet werden. Bei ®y¢ = 1 ist dieser schnelle Anstieg wahrend der
Dieselziindung auch bei frither Ziindung nicht erkennbar. Die OH* In-
tensitét steigt in diesen Fillen erst dann an, wenn sich die Flamme im
Hintergrundgemisch ausbreitet.

Fiir die Bewertung der Ziindung in den numerischen Simulationen be-
steht die Herausforderung darin, ein Kriterium zu definieren, das dem
experimentellen so nahe wie moglich kommt. Die Intensitdt aus den
Schattenaufnahmen innerhalb des Strahls wird bis kurze Zeit nach der
Zindung nicht von Rufsleuchten beeinflusst und ist nur eine Funktion
der Dichte. Es ist daher naheliegend, die Entwicklung des Dichtefeldes
aus der numerischen Simulation zu betrachten, um den Reaktionsfort-
schritt zu verfolgen.

Fiir die Erkennung der Vorziindung wird die zuvor vorgestellte physi-
kalische Interpretation des Maximums der durchschnittlichen Schatten-
Intensitédt innerhalb des Strahls tibernommen. Hierbei handelt es sich um
den Zeitpunkt, zu dem die mittlere Dichte innerhalb des Strahlbereichs
unter die Hintergrunddichte fillt. Zu diesem Zweck wird das Dichtefeld
in der Brennkammer in eine Strahlzone und eine Hintergrundzone oh-
ne Randeffekte unterteilt. Abbildung 6.2 zeigt exemplarisch die zeitliche
Entwicklung der volumengemittelten Dichte im Strahl p fiir eine mitt-
lere (Ppc = 0) und eine spdte Ziindung (Pyc = 0.5), sowie die mittlere
Hintergrunddichte. Der Strahlbereich wird iiber einen Massenanteil an
n-Heptan von grofier 0.1 % festgelegt. Ein Vergleich mit dem Verlauf der
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Wirmefreisetzungsrate (heat release rate - HRR) Q zeigt, dass der Beginn
der kalten Flamme mit diesem Kriterium, unabhdngig vom Vormisch-
grad und dem Methananteil im Hintergrundgemisch, gut zu erkennen
ist. Im Gegensatz zu der in den Experimenten initial sehr lokal auftreten-
den Ziindung, erfolgt diese in der Numerik aufgrund der idealisierten
Bedingungen gleichméflig iiber einen weiten Bereich im Strahl. Die Folge
ist ein sehr schneller und klar definierter Anstieg der Warmefreisetzungs-
rate. Daher kann die Ziindung mithilfe eines Schwellwerts von 50k]/s
direkt aus Q bestimmt werden.

60 — spéte Zlindung

— mittlere Ziindung
— Hintergrund
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201

300
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Abbildung 6.2: Erfassung der Vorziindung aus der mittleren Dichte des Dieselstrahls
p sowie der Ziindung aus der Warmefreisetzungsrate (HRR) Q fiir ei-
ne numerisch berechnete mittlere (Pyg = 0) sowie spite (Pyg = 0.5)
Zindung.

6.2 0D homogen geruhrter Reaktor

Im ersten Validierungsschritt wird eine Auswahl an Reaktionsmechanis-
men auf ihre grundsétzliche Fignung zur Abbildung der Oxidation von
n-Heptan, Methan und deren Mischungen unter motorischen Randbedin-
gungen untersucht. Dies geschieht durch den Vergleich von adiabaten,
0D homogen geriihrten Reaktorrechnungen mit experimentellen Daten
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aus Stofsrohrversuchen. Die Ziindeigenschaften von n-Heptan/Luft- und
Methan/Luft-Gemischen wurden in der Vergangenheit ausfiihrlich ex-
perimentell untersucht. Fiir motorrelevante Bedingungen liegen jedoch
nur wenige Studien vor. Ciezki et al. [11] veroffentlichten am Stofirohr
gemessene Ziindverzugszeiten fiir n-Heptan/Luft-Gemische iiber einen
weiten Bereich von Aquivalenzverhiltnissen fiir Temperaturen ab 700 K
und Driicke bis 41bar. Huang et al. [37] und Hashemi et al. [29] fiihr-
ten Messungen mit Methan /Luft-Gemischen unter stochiometrischen Be-
dingungen bei einem Druck von 40bar und Temperaturen zwischen
900K und 1300 K durch. Die einzigen bekannten experimentellen Ergeb-
nisse fiir Ziindverzugszeiten eines homogenen n-Heptan/Methan/Luft-
Gemisches bei erh6htem Druck wurden von Herzler et al. [32] fiir ein glo-
bales Aquivalenzverhéltnis von 2, bei einem Druck von 30bar und ver-
schiedenen Temperaturen veroffentlicht.

Fiir die numerische Untersuchung von terndren n-Heptan/Methan/Luft-
Gemischen werden fast ausschliefSlich Reaktionsmechanismen einge-
setzt, die urspriinglich fiir n-Heptan/Luft-Gemische entwickelt wurden.
Durch die Berticksichtigung aller Reaktionsschritte, die notwendig sind,
um die Zersetzung und Oxidation von langen Kohlenwasserstoffmo-
lekiilen zu beschreiben, beinhalten diese Mechanismen auch Methan als
Zwischenprodukt sowie die Reaktionspfade der Methanoxidation. Eine
Auswahl von fiinf Reaktionsmechanismen wird nachfolgend zur Validie-
rung herangezogen. Einzelheiten zu den Mechanismen sind in Tabelle 6.1
zusammengefasst.

Abbildung 6.3 zeigt den Vergleich der mit dem CANTERA-Solver [26]
berechneten Ziindverzugszeiten mit Messdaten fiir stochiometrische n-
Heptan/Luft-Gemische bei 41 bar nach Ciezki et al. [11]. Obwohl alle Me-
chanismen fiir n-Heptan entwickelt wurden, wird eine gute Ubereinstim-
mung mit den Messungen, insbesondere im Tieftemperaturbereich, nur
durch den LLNL-, den Chalmers- und den Rahimi-Mechanismus erreicht.
Aus diesem Grund beschrdnken sich alle weiteren Untersuchungen in
diesem Kapitel nur auf diese drei Mechanismen.

Zindverzugszeiten fiir Methan/Luft-Gemische, berechnet mit den drei
ausgewdhlten n-Heptan-Mechanismen und zusétzlich mit dem weit ver-
breiteten GRI3.0-Methan-Mechanismus [88] sind im Vergleich mit ex-
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Tabelle 6.1: Auswahl an Reaktionsmechanismen fiir n-Heptan, welche fiir motorische
Randbedingungen validiert wurden.

Name Spez./Reakt.  Validierung Institution Referenz

LLNL 654 /5258 p = 3bar-80bar, Lawrence Livermore [59]
o =0.3-1.0, National Laboratory
T = 650K-1200K

Chalmers 83/445 p = 3bar-50bar, Chalmers Univ. of [95]
® =0.1-3.0, Technology
T = 650K-1300K

Rahimi 76/464 p=N/A, Sahand Univ. of Tech- [76]
®=N/A, nology
T=N/A

NANCY 360/1817 p = 1bar-50bar, Université de Lorraine [9]
d =0.5-2.0,
T = 600K-1200 K

CRECK 106/1738 p = 1bar-50bar, Politecnico di Milano [92]
¢ =0.25-3.0,

T =700K-2000 K

perimentellen Daten von Huang et al. [37] bzw. Hashemi et al. [29]
in Abbildung 6.4 dargestellt. Fiir stochiometrische Bedingungen, einem
Druck von 40 bar und Temperaturen unter 1200 K tiberschétzt der GRI3.0-
Mechanismus die Ziindverzugszeiten. Der Rahimi-Mechanismus zeigt
ein sehr dhnliches Verhalten, da seine Methankinetik auf jener des GRI3.0-
Mechanismus basiert. Mit dem Chalmers-Mechanismus wird eine gu-
te Ubereinstimmung im Niedertemperaturbereich unterhalb von etwa
1100K erreicht, wenngleich die Ziindverzugszeiten leicht unterschétzt
werden. Die Charakteristik des Verlaufs der Ziindverzugszeiten tiber die
Temperatur wird nur vom LLNL-Mechanismus korrekt wiedergegeben.
Fiir Temperaturen grofier 1100 K liegen die absoluten Werte jedoch weit
tiber den Messwerten.

Abbildung 6.5 zeigt den Vergleich der Ziindverzugszeiten der drei aus-
gewdhlten Mechanismen mit Messungen von Herzler et al. [32] fiir ein
Gemisch aus beiden Brennstoffen und Luft. Der LLNL-Mechanismus
liefert sehr gute Ergebnisse, wihrend der Chalmers- und der Rahimi-
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Abbildung 6.3: Ziindverzugszeiten fiir homogene n-Heptan/Luft Mischungen bei ver-
schiedenen Temperaturen, einem Druck von 41bar und einem Aqui-
valenzverhiltnis von 1.0. Die experimentellen Vergleichsdaten wurden
von Ciezki et al. [11] gemessen.
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Abbildung 6.4: Ziindverzugszeiten fiir homogene Methan/Luft Mischungen bei ver-
schiedenen Temperaturen, einem Druck von 40bar und einem Aqui-
valenzverhiltnis von 1.0. Die experimentellen Vergleichsdaten wurden
von Huang et al. [37] bzw. Hashemi et al. [29] gemessen.

Mechanismus deutliche Abweichungen im Vergleich mit den Messda-
ten aufweisen. Obwohl das Gemisch ein niedriges n-Heptan/Methan-
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Molverhéltnis von 1/19 aufweist, scheint die Ziindung von den n-
Heptan-Eigenschaften dominiert zu werden. Dies wird einerseits durch
den noch leicht vorhandenen negativen Temperaturkoeffizienten bei etwa
800K klar. Andererseits zeigt der Rahimi-Mechanismus im Niedertem-
peraturbereich kiirzere Ziindverzugszeiten als der LLNL-Mechanismus,
wihrend das Verhalten fiir Methan/Luft-Gemische in Abbildung 6.4 um-
gekehrt ist.
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Abbildung 6.5: Ziindverzugszeiten fiir homogene n-Heptan/Methan/Luft Mischun-
gen bei verschiedenen Temperaturen, einem Druck von 30bar und ei-
nem Aquivalenzverhilinis von 2.0. Die experimentellen Vergleichsdaten
wurden von Herzler et al. [32] fiir ein n-Heptan/Methan-Molverhiltnis
von 1/19 gemessen.

Obwohl insbesondere fiir terndre Gemische der beiden Brennstoffe mit
Luft nur begrenzte Validierungsdaten zur Verfiigung stehen, kann mit
dieser OD-Validierung die allgemeine Fignung der Mechanismen fiir
homogene Gemische bei konstanten Bedingungen nachgewiesen wer-
den. Es ist jedoch nicht moglich einen Mechanismus auszuwdhlen, der
die Diesel-Pilotziindung am besten reprdsentiert, da die 0D-Bewertung
stark vom betrachteten Bereich in Druck, Temperatur, Aquivalenzverhalt-
nis und Brennstoffanteil abhéngt. Fine detaillierte und systematische
Auflosung dieser Parameter kann die Genauigkeit dieser Art von Va-
lidierung unter hohem experimentellen Aufwand zwar erhéhen, auf-
grund des stark transienten Temperatur- und Mischfeldes des direkt ein-
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gespritzten Dieselstrahls ist es jedoch nicht einfach, den Parameterbereich
zu definieren, welcher alle im Strahl auftretenden Zustinde abdeckt.

6.3 Quasistationare Bedingungen

Da es nicht moglich ist, den komplexen Prozess der Gemischbildung
und des gleichzeitigen Reaktionsfortschritts bei der Dieseldirekteinsprit-
zung durch vereinfachte 0D-Reaktorrechnungen abzudecken [14, 46],
wird in diesem Abschnitt der Dieselstrahl im Rahmen von 3D-CFD-
Berechnungen und RCEM Experimenten in die Validierung mit einbezo-
gen. In der RCEM konnen Brennkammerdruck und -temperatur fiir diese
Untersuchung nahezu konstant gehalten werden, obwohl der Kompressi-
onsbewegung des Kolbens bedingt durch den Antriebsmechanismus der
RCEM immer eine Expansionsbewegung folgt. Die Brennraumbedingun-
gen dndern sich innerhalb von £1.5ms um den OT nur geringfiigig, so
dass Ziindverzugszeiten von bis zu 3 ms unter quasistationdren Bedin-
gungen erreicht werden konnen. Die Einspritzung muss dazu etwa 1.5ms
vor dem OT beginnen. Die Giiltigkeit dieser Annahme wird spéter in die-
sem Abschnitt verifiziert, wenn der Effekt der geringen Abweichung zwi-
schen Einspritzbeginn und Ziindung auf die experimentellen und nume-
rischen Ergebnisse quantifiziert wird.

Um ein Feld aus Ziindverzugszeiten fiir einen weiten Bereich von
Brennkammerdriicken (50bar-125bar) und -temperaturen (750 K-870K)
im OT zu erhalten, wird das Verdichtungsverhéltnis an der RCEM fiir
verschiedene Startdriicke variiert. Dies erfolgte fiir drei verschiedene
Erdgas/Luft-Gemische im Brennraum (®y¢ = [0, 0.5, 1]), welche die Die-
selztindung in reiner Luft, in einem mageren und in einem stochiome-
trischen Erdgas/Luft-Gemisch reprédsentieren. Im linken Teil in Abbil-
dung 6.6 stellt jeder schwarze Punkt in den Konturplots einen Messpunkt
dar, wobei aus den Messdaten die mittlere Temperatur T und der mittle-
re Druck p zwischen Einblasbeginn (EB) und Ziindung berechnet wur-
den. Aus den Messpunkten wurden durch Interpolation kontinuierliche
Flachen der Ziindverzugszeit erzeugt. Obwohl die einzelnen Messpunk-
te an der RCEM nicht wiederholt wurden, kann aufgrund der hohen Ge-
nauigkeit bei der Bestimmung der Umgebungsbedingungen und der sehr
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glatten Interpolationsfldchen eine signifikante Abweichung der gemes-
senen Ziindverzugszeiten vom statistischen Mittelwert ausgeschlossen
werden.

Mit steigendem Erdgasgehalt im Hintergrundgemisch zeigen die Expe-
rimente eine verzogerte Pilotziindung iiber den gesamten Bereich von T
und p. Unabhédngig vom Hintergrundgemisch zeigt sich eine stetige Ab-
nahme der Ziindverzugszeiten mit steigender Temperatur und steigen-
dem Druck. Da der Druck im Allgemeinen einen wesentlich geringeren
Einfluss auf die Ziindverzugszeit aufweist als die Temperatur, wird die
Dimensionalitdt zu Validierungszwecken durch Interpolation der Ziind-
verzugszeiten aus den Messungen bei einem mittleren Druck von p =
80 bar reduziert. Die sich ergebenden Kurven sind fiir die drei Hinter-
grundgemische im rechten Teil in Abbildung 6.6 als durchgezogene Linie
dargestellt.

Um den Einfluss der leicht variierenden Temperatur- und Druckverhalt-
nisse im Brennraum zwischen EB und Ziindung zu bewerten, wurde
das 10. und 90. Perzentil dieser Abweichung berechnet. Anschliefiend
wurden die gemessenen Ziindverzugszeiten (schwarze Punkte im p/T-
Plot) innerhalb dieses Temperatur- und Druckbereichs auf der interpo-
lierten Fldche verschoben und die Ziindverzugszeiten an diesen Stellen
ausgewertet. Die resultierende Messunsicherheit wird durch den schat-
tierten Bereich um die experimentellen Ergebnisse bei konstantem Druck
in Abbildung 6.6 dargestellt. Diese Abweichung betrédgt fiir lange Ziind-
verzugszeiten bei niedrigen Temperaturen weniger als 10 % und nimmt
fiir kiirzere Ziindverzugszeiten bei hoheren Temperaturen deutlich ab.
Der geringe Einfluss der leicht verdnderlichen Druck- und Temperatur-
randbedingungen auf die gemessenen Ziindverzugszeiten rechtfertigt ei-
ne vereinfachte Annahme konstanter Randbedingungen fiir die 3D-CFD
Simulationen. Die Dieseleinspritzung wird daher unter der Annahme ei-
ner Brennkammer mit konstantem Volumen, konstantem Anfangsdruck
und konstanter Anfangstemperatur simuliert, wodurch die Rechenzeit
gegeniiber transienten Bedingungen deutlich reduziert wird. Dieses ver-
einfachte Vorgehen wird in allen fiir diesen Abschnitt durchgefiihrten Si-
mulationen verwendet.
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Abbildung 6.6: Experimentell ermittelte Ziindverzugszeiten der Dieseleinspritzung in
Hintergrundgemische mit unterschiedlichem Methananteil ®p¢ unter
quasistationdren Bedingungen in Abhédngigkeit von Druck und Tempe-
ratur (links) sowie der Vergleich zwischen experimentellen und nume-
rischen Ergebnissen bei einem konstanten Druck von p = 80 bar (rechts).
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Zunédchst werden die Ergebnisse der 3D-CFD-Berechnungen im rechten
Teil von Abbildung 6.6 fiir die einzelnen Mechanismen mit den experi-
mentellen Ergebnissen fiir die Dieselziindung in reiner Luft verglichen.
Die in den vorangegangenen 0D-Berechnungen fiir die Mechanismen be-
obachteten Trends bestdtigen sich auch bei der transienten Dieseleinsprit-
zung (Abbildung 6.6, ®yc = 0). Dies ist besonders bemerkenswert, da
die Versuchsdaten in Abbildung 6.3 anhand von Stofirohrversuchen mit
n-Heptan gemessen wurden, wihrend fiir die Experimente in diesem Ab-
schnitt Diesel verwendet wurde. Die gute Ubereinstimmung der Ziindei-
genschaften von n-Heptan mit jenen von Diesel ist damit bestétigt.

Obwohl der LLNL-Mechanismus der mit Abstand umfangreichste der
drei ausgewdhlten Mechanismen ist, iiberschitzt er die gemessenen
Zindverzugszeiten fiir die Dieselziindung in reiner Luft sowie in
den beiden untersuchten Methan/Luft-Gemischen deutlich. Die gute
Ubereinstimmung der mit diesem Mechanismus berechneten Ergeb-
nisse mit Messdaten im Rahmen der OD-Validierung eines terndren
Methan/n-Heptan/Luft-Gemisches in Abbildung 6.5 wird bei der Diesel-
Direkteinspritzung unter quasistationdren Bedingungen nicht bestétigt.
Hier zeigt sich sogar ein kontrdres Verhalten, denn die Abweichungen
zwischen berechneten und gemessenen Ziindverzugszeiten nehmen mit
steigendem Methangehalt im Hintergrundgemisch noch weiter zu. Au-
lerdem ist bei Temperaturen unter 800 K-825 K keine Ziindung zu beob-
achten.

Der Rahimi-Mechanismus sagt fiir n-Heptan/Luft-Gemische kiirzere
Zindverzugszeiten vorher, als sie die Experimente zeigen. Die Zunahme
der Ziindverzugszeiten bei steigendem Methananteil im Hintergrundge-
misch wird tiberschdtzt, wodurch der Fehler bei &y = 0 kompensiert
wird und sich insgesamt fiir &g = 0.5 und Py = 1 eine gute Vorhersage-
qualitét ergibt. Abgesehen davon ist der Rahimi-Mechanismus nicht dazu
in der Lage, am zunehmend mager werdenden Brennstoffstrahl Ziindver-
zugszeiten von mehr als 2 ms zu erzeugen und kann daher die Ziindung
bei Temperaturen unter 775 K nicht vorhersagen.

Die Leistungsfahigkeit des Chalmers-Mechanismus muss abhédngig vom
Temperaturbereich bewertet werden. Wahrend bei zunehmendem Me-
thananteil im Hintergrundgemisch unter etwa 825K gegentiiber der
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Zindung in Luft eine langsamere Ziindung vorhergesagt wird, ist bei
Temperaturen iiber 825K keine Anderung der Ziindverzugszeit zu beob-
achten. Im Gegensatz dazu hat sich auf Basis der 0D-Validierungsdaten
in diesem Temperaturbereich eine deutlich spdtere Ziindung gezeigt.
Dieses widerspriichliche Verhalten verdeutlicht erneut die Wichtigkeit
der Berticksichtigung der transienten Dieseleinspritzung, da die Ge-
mischzusammensetzung nicht nur zeitabhdngig ist, sondern mit zuneh-
mendem Methananteil im Hintergrundgemisch auch das globale Brenn-
stoff /Luftverhdltnis ansteigt. Im Vergleich zu den beiden anderen Me-
chanismen ist der Chalmers-Mechanismus als einziger dazu in der Lage,
eine Ziindung bis etwa 760K prazise vorherzusagen, und damit die ex-
perimentell beobachteten Grenzen fiir die verschiedenen Hintergrundge-
mische wiederzugeben.

6.4 Transiente Bedingungen

Auch wenn die quasistationdre Annahme den isolierten Effekt der tran-
sienten Mischung auf die Ziindverzugszeiten widerspiegelt, ist diese
Annahme im tatsdchlichen Motorbetrieb nicht gerechtfertigt, da sich
die thermodynamischen Bedingungen wéhrend der Kompression und
Expansion stark dndern. In HPDF-Motoren erfolgt die Gaseinsprit-
zung typischerweise bereits wahrend der Kompressionsphase, um den
Schwerpunkt der Verbrennung im Bereich kurz nach OT zu halten. Die
Dieseleinspritzung kann parallel dazu friiher oder auch leicht spéter er-
folgen. Bei der Dieseleinspritzung unter relativ kalten Brennraumbedin-
gungen wird die Vormischung erhcht, wodurch die Ziindung aufgrund
der starken Abmagerung des Strahls behindert wird. Dem gegeniiber
steht jedoch eine Beschleunigung der Chemie durch den Anstieg von
Temperatur und Druck wihrend der Verdichtung. So kénnen je nach Ein-
spritzzeitpunkt von Diesel und Gas deutlich lingere Ziindverzugszeiten
auftreten als unter stationdren Bedingungen.

Transiente thermodynamische Bedingungen wihrend der Dieseleinsprit-
zung werden an der RCEM durch eine Verschiebung des EB der
Dieseleinspritzung nach vorne erzeugt. Es werden zwei verschiedene
Einspritzzeitpunkte untersucht. Ein EB bei 3 ms vor OT (—3ms) soll den
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Einfluss der transienten thermodynamischen Bedingungen auf die Ziind-
verzugszeiten zeigen, welche auch unter quasistationdren Bedingungen
erreicht werden kénnen (T < 3ms). Anhand des EB 6 ms vor OT (—6 ms)
werden nochmals deutlich langeren Ziindverzugszeiten zur Bewertung
der Mechanismen erreicht. Da sich die Mechanismen unter quasistati-
ondren Bedingungen zwischen ®yg = 0.5 und ®yg = 1 hinsichtlich der
Qualitédt der Ergebnisse kaum unterscheiden, sich die Ergebnisqualitit je-
doch von ®yg = 0 zu Pyg = 0.5 stark dndert, wird fiir die transienten
Bedingungen der Bereich um ®y¢ = 0.5 mit $yg = [0,0.455,0.556,0.714]
(entspricht Apg = [0, 2.2, 1.8, 1.4]) detaillierter aufgeldst. Die Bedingun-
gen im OT werden fiir alle Untersuchungen konstant bei 70 +0.5bar
und 780 £3 K gehalten. Dies wird durch eine sorgfiltige Anpassung des
Startdrucks und des Verdichtungsverhiltnisses an die unterschiedlichen
Hintergrundgemische erreicht. Jede Messung wird fiinfmal wiederholt,
um statistische Abweichungen bei langen Ziindverzugszeiten erfassen zu
konnen. Abbildung 6.7 zeigt als Ergebnis dieser Untersuchungen den Be-
ginn der kalten Flamme (Vorziindung) sowie die Ziindung fiir die beiden
Einspritzzeitpunkte als Funktion von ®yg.
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Abbildung 6.7: Beginn der kalten Flamme und Ziindung fiir verschiedene Aquivalenz-
verhdltnisse @ bei EB 3 ms und 6 ms vor OT. Die thermodynamischen
Bedingungen bei OT sind 70 bar und 780 K.

Unter moderat transienten Bedingungen mit EB 3ms vor OT zeigt sich
fiir zunehmend fettere Hintergrundgemische eine Zunahme der Ziind-
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verzugszeit analog zu den Ergebnissen unter quasistationdren Bedingun-
gen. Der Beginn der kalten Flamme verzogert sich von 1.4ms auf 1.9 ms
und die Ziindverzugszeit erhoht sich von 1.7 ms auf 2.5 ms. Die Streuung
der Einzelmessungen liegt in allen Fillen unter 5 %. Diese Ergebnisse sind
im Einklang mit den Erkenntnissen von Srna et al. [91], welche zeigen,
dass 70-80 % der Zunahme der Ziindverzugszeit auf die Anderung der
Chemie der kalten Flamme zurtickzufiihren ist.

Auch bei EB 6ms vor OT wird der Beginn der kalten Flamme mit zu-
nehmend fetterem Hintergrundgemisch, ausgehend von einem deutlich
hoheren Ausgangsniveau bei @y = 0, verzogert. Schattenaufnahmen an
der RCEM zeigen, dass die kalte Flamme im Fall von —3ms und —6ms
unabhidngig vom lokalen Gemisch iiber den gesamten Strahl gleichzeitig
startet. Diese Beobachtung steht im Einklang mit den Erkenntnissen aus
anderen Untersuchungen. Genzale et al. [24] berichten, dass der Beginn
der kalten Flamme in Reaktorsimulationen sowie unter Berticksichtigung
der Verdampfungsenthalpie und der transienten Mischung unabhéngig
vom Aquivalenzverhiltnis ist. Dies erkldrt die geringe Streuung fiir den
Beginn der kalten Flamme.

Das Ziindverhalten dndert sich deutlich zwischen —3 ms und —6 ms. Der
Zindmechanismus im Strahl d@ndert sich von einer simultan volumetri-
schen Ziindung tiber den gesamten Strahl zu einer Ziindung an lokalen
Stellen, gefolgt von einer relativ langsamen Flammenausbreitung durch
den Rest des Strahls. Dieses Verhalten ist in Abbildung 6.8 anhand von
Schattenaufnahmen dargestellt. Aus der Bilderserie wird zudem ersicht-
lich, dass fette Tropfen am Injektor unabhédngig vom Strahl selbstziinden.
Bei moderaten Ziindverzugszeiten ziinden diese Bereiche nach erfolg-
ter Strahl-Ziindung. Mit zunehmend ldngeren Ziindverzugszeiten erfolgt
die Tropfenziindung in den injektornahen Bereichen vor der Ziindung im
Strahl selbst. Fiir die generische Betrachtung in diesem Abschnitt sowie
fiir die Validierung der Mechanismen wird die Tropfen-Ziindung nicht
berticksichtigt.

Der Grund fiir die Anderung der Ziindcharakteristik im Strahl be-
steht darin, dass aufgrund des lokal sehr mager werdenden Ge-
mischs die Ziindwahrscheinlichkeit, bedingt durch die starke nichtlinea-
re Abhédngigkeit der Ziindverzugszeit von Temperatur und Aquivalenz—
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Abbildung 6.8: Veranschaulichung der Mischung, der kalten Flamme, der Strahl-
Zindung, der Tropfen-Ziindung sowie der Flammenausbreitung an-
hand der Schattenaufnahmen fiir EB —3ms und —6ms vor OT
(70bar /780 K) bei &g von 0.556.

verhéltnis, abnimmt. Infolgedessen ist ein drastischer Anstieg der Streu-
ung auf bis zu 12 % zu beobachten (siehe Abbildung 6.7). Aufierdem
ist eine Ziindung des Dieselstrahls in reiner Luft aufgrund der starken
Verdiinnung nicht mehr moglich. Dies bedeutet, dass unter diesen sehr
mageren Bedingungen der Effekt eines global fetteren Gemisches tiber
den Effekt der kinetischen Verzégerung der Ziindung durch Erdgas im
Hintergrundgemisch dominiert.

Da die Variation von ®yg verglichen mit einer Verschiebung des Einblas-
zeitpunktes einen geringen Einfluss auf die Verldngerung der Ziindver-
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zugszeiten hat, beschrdanken sich die numerischen Untersuchungen auf
den Effekt der erhohten Vormischung unter transienten thermodynami-
schen Bedingungen bei einem festen ®yg von 0.556. Auflerdem wird der
LLNL-Mechanismus aufgrund der unter quasistationdren Bedingungen
beobachteten grofien Abweichungen zu den Messwerten (Abbildung 6.6)
nun nicht mehr beriicksichtigt. Ausgehend von den Bedingungen der
quasistationdren Untersuchungen (70 bar /780 Kim OT und EB —1 ms vor
OT), wird der EB nun schrittweise auf 6 ms vor OT verschoben. Das obere
Diagramm in Abbildung 6.9 zeigt diese Variation des EB relativ zum OT
anhand des Temperaturverlaufs wihrend der Kompression. Im unteren
Diagramm derselben Abbildung werden die aus den Einzelmessungen
gemittelten experimentellen Ergebnisse bei —3ms und —6ms mit dem
numerisch bestimmten Einsetzen der kalten Flamme und der Ziindung
verglichen.

Der Rahimi-Mechanismus weist bei 70bar, 780 K und ®yg = 0.556 be-
reits fiir EB 1 ms vor OT aufgrund seines schlechten Tieftemperaturver-
haltens keine Ziindung auf. Der Chalmers-Mechanismus hingegen zeigt
eine Ziindung fiir diesen EB und die Ziindverzugszeit stimmt gut mit
der gemessenen {iiberein. Unabhdngig vom Ziindverhalten eignen sich
beide Mechanismen gut fiir die Vorhersage der kalten Flamme, wobei
die Ergebnisse des Chalmers-Mechanismus besser mit den gemessenen
Zindverzugszeiten iibereinstimmen. Wird der EB nach vorne verscho-
ben, verldngert sich die Ziindverzugszeit sowie die Zeit bis zum Beginn
der kalten Flamme kontinuierlich. Die Ziindung kann dabei nur durch
den Chalmers-Mechanismus vorhergesagt werden und stimmt gut mit
den gemessenen Werten {iiberein. Ab einem EB von 4ms vor dem OT
kann auch der Chalmers-Mechanismus die Ziindung nicht mehr vor-
hersagen und beide Mechanismen kénnen nur anhand des Beginns der
kalten Flamme verglichen werden. Bei 6 ms vor OT prognostizieren bei-
de Mechanismen noch den Beginn der kalten Flamme, wobei die Ergeb-
nisse des Chalmers-Mechanismus wiederum besser mit den gemessenen
Zindverzugszeiten tibereinstimmen. Die Ziindung, wie sie im Experi-
ment beobachtet wurde, kann von keinem der Mechanismen vorherge-
sagt werden.

Anhand der experimentellen Ergebnisse wird beobachtet, dass fiir EB
3ms vor OT die Ziindung homogen iiber den gesamten Strahl erfolgt,
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Abbildung 6.9: Vergleich zwischen Experiment, Chalmers- und Rahimi-Mechanismus
unter transienten Bedingungen bei ®yg = 0.556. Beginn der kalten Flam-
me sowie Ziindverzugszeiten sind fiir eine Variation des EB von 1ms bis
6ms vor OT dargestellt.

wihrend sie sich bei 6 ms vor OT auf kleine isolierte Stellen innerhalb des
Strahls beschrdankt. Aufgrund dessen nimmt auch die Streuung der Er-
gebnisse signifikant zu. Das RANS-basierte Simulationsmodell kann ge-
ringfiigige Unterschiede in Mischung und Temperatur auf den kleinsten
Skalen innerhalb des Strahls nicht erfassen, da die Varianzen von Tem-
peratur und Mischung im Modell innerhalb einer Zelle nicht berticksich-
tigt werden. Auch wenn diese Varianzen klein sind, ergibt sich bei einem
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frithen EB aufgrund des niedrigen Temperaturniveaus und der starken
nichtlinearen Abhédngigkeit der Ziindverzugszeit von Temperatur und
Aquivalenzverhiltnis ein starker Einfluss auf den Ziindprozess. Das Un-
vermogen, die Ziindung bei EB friiher als 3ms vor OT vorherzusagen
wird daher nicht allein durch die Qualitdt der Mechanismen verursacht
sondern vorwiegend durch den gewidhlten numerischen Simulationsan-
satz.

6.5 Fazit

Als Ergebnis der durchgefiihrten Untersuchungen zur Reaktionskinetik
der Dieselziindung in Luft- und Erdgas/Luft-Atmosphére ergeben sich
folgende Schlussfolgerungen:

* Eine Auswahl von Reaktionsmechanismen anhand 0D homogen
geriihrter Reaktorsimulationen ist nur bedingt sinnvoll, kann jedoch
fiir eine Vorauswahl herangezogen werden.

* Unter Beriicksichtigung der transienten Dieseleinspritzung ist eine
klare Verlaingerung der Ziindverzugszeiten mit steigendem Methan-
gehalt im Hintergrundgemisch zu beobachten. Methan hemmt also
die Dieselziindung.

* Der Chalmers- und der Rahimi-Mechanismus liefern fiir die Ziind-
verzugszeiten iiber den gesamten untersuchten Bereich realistische
Werte, welche nahe an den gemessenen Werten liegen. Die experi-
mentell ermittelte Ziindgrenze im Temperaturbereich um 760 K kann
jedoch nur durch den Chalmers-Mechanismus vorhergesagt wer-
den. Fiir Untersuchungen im niedrigen Temperaturbereich nahe der
Zindgrenze ist demnach der Chalmers-Mechanismus dem Rahimi-
Mechanismus vorzuziehen.

* Unter stationéren, als auch auch transienten thermodynamischen Be-
dingungen sagt der Chalmers-Mechanismus deutlich ldngere Ziind-
verzugszeiten vorher als der Rahimi-Mechanismus.
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e Fiir Ziindverzugszeiten ab ca. 2.5-3.0ms kann mit dem Chalmers-
Mechanismus in Kombination mit einem RANS-Simulationsansatz
keine Ziindung mehr vorhergesagt werden, da geringfiigige Unter-
schiede in Mischung und Temperatur auf den kleinsten Skalen inner-
halb des Strahls nicht erfasst werden.
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7 Einfluss der Reaktionskinetik auf den
Verlauf der HPDF-Verbrennung

Nach der Selbstziindung des Diesels erfolgt die Entflammung des
Gasstrahls in Abhédngigkeit von der geometrischen Interaktion mit den
heiflfen Dieselprodukten. Die Verbrennung des Gasstrahls erfolgt dann
abhidngig von den thermodynamischen Bedingungen im Brennraum,
dem Grad der Gasvormischung sowie den stromungsmechanischen
Randbedingungen. Der Einfluss der Reaktionskinetik von Methan auf
den Verlauf der Verbrennung wird in den nédchsten Abschnitten unter-
sucht. Zunéchst erfolgt eine Analyse des Einflusses der Methankinetik
auf den Brennverlauf (Abschnitt 7.1). Auf Basis der Erkenntnisse dieser
Untersuchung wird eine vereinfachte Reaktionskinetik fiir den hohen Be-
triebspunkt abgeleitet (Abschnitt 7.2). Anschlieffend wird der Einfluss der
Interaktion zwischen Turbulenz und Chemie anhand des PaSR Modells
untersucht (Abschnitt 7.3). Abschlieffend wird anhand eines Vergleichs
der vom Chalmers- und NANCY-Mechanismus gelieferten Ergebnisse
mit Messdaten gezeigt, welchen Einfluss eine unzureichende Abbildung
der n-Heptan Kinetik auf den Brennverlauf hat.

7.1 Einfluss der Reaktionskinetik von Methan auf den
Brennverlauf

Die theoretischen Uberlegungen aus Abschnitt 2.5 zeigen, dass der Ein-
fluss der Reaktionskinetik auf den Brennverlauf wihrend der Methan-
verbrennung mafigeblich vom Grad der Gasvormischung und der Brenn-
raumtemperatur abhidngt. Mithilfe der Damkohler-Zahl kann gezeigt
werden, dass der Einfluss der Reaktionskinetik von Methan auf den
Brennverlauf mit zunehmender Vormischung und abnehmenden Tempe-
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raturen zunimmt. Auch wenn n-Heptan durch die Interaktion der beiden
Brennstoffstrahlen in den Gasstrahl eingemischt wird, kann aufgrund des
geringen globalen n-Heptan zu Methan Verhdltnisses davon ausgegan-
gen werden, dass die Verbrennung des Gasstrahls iiberwiegend durch
die Methankinetik beeinflusst wird. Um den Einfluss der Methankinetik
auf den Brennverlauf zu untersuchen, werden zwei Mechanismen mit na-
hezu identischer n-Heptankinetik und unterschiedlicher Methankinetik
herangezogen. In Kapitel 6 konnte gezeigt werden, dass der Chalmers-
und der Rahimi-Mechanismus die Dieselziindung im Vergleich mit ex-
perimentellen Daten am besten abbilden. Da der Rahimi-Mechanismus
aus der Kombination des Chalmers-Mechanismus mit einer langsame-
ren Methankinetik entstanden ist, ist es naheliegend, diese beiden Me-
chanismen fiir einen Vergleich heranzuziehen. Abbildung 6.6 zeigt, dass
fiir n-Heptan/Luft-Gemische und Brennraumtemperaturen tiber 850 K
der Chalmers- und der Rahimi-Mechanismus nahezu identische Ziind-
verzugszeiten liefern. Fiir niedrigere Temperaturen zeigt der Rahimi-
Mechanismus eine geringfiigig schnellere Ziindung im Vergleich zum
Chalmers-Mechanismus. Im Gegensatz dazu ist in Abbildung 6.4 fiir die
beiden Mechanismen ein betrdchtlicher Unterschied der Ziindverzugs-
zeiten fiir Methan/Luft-Gemische auf Basis von 0D Reaktorrechnungen
erkennbar. Ein Vergleich der laminaren Flammengeschwindigkeiten fiir
Methan/Luft-Gemische ist in Abbildung 7.1 gezeigt. Der Vergleich mit
Messdaten von Rozenchan et al. [81] bei 20 bar und initialen Temperaturen
von 300 K weist darauf hin, dass tiber den Verlauf des Aquivalenzverhélt—
nisses keiner der beiden Mechanismen die Messwerte pridzise wiederge-
ben kann. Ein Vergleich der beiden Mechanismen untereinander zeigt,
dass diese zum Teil um einen Faktor von zwei unterschiedliche Werte lie-
fern. Fiir die im Brennraum vorherrschenden thermodynamischen Bedin-
gungen (exemplarisch 800 K und 80bar) bestéatigt sich dieses Verhalten,
wenngleich die relativen Unterschiede leicht geringer sind.

Zundchst erfolgt ein Vergleich der beiden Mechanismen beim hohen Be-
triebspunkt mit einer Kompressionsendtemperatur von 920 K. Unter die-
sen Bedingungen weichen die Ziindverzugszeiten der beiden Mechanis-
men fiir n-Heptan/Luft-Gemische kaum voneinander ab. Fiir die Unter-
suchung wird ein Winkel von & = 410° zwischen Gas- und Dieselstrahl
gewdhlt. Der Einblasbeginn (EB) Diesel wird relativ zum oberen Totpunkt
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Abbildung 7.1: Laminaren Flammengeschwindigkeiten fiir verschiedene Aquiva-
lenzverhdltnisse berechnet mit dem Chalmers- und dem Rahimi-
Mechanismus.

(OT) konstant gehalten, wahrend zur Beeinflussung der Gasvormischung
der EB Gas 1ms vor (—1ms) bzw. 1 ms nach EB Diesel (+1ms) gewdhlt
wird. Diese Strategie gewdhrleistet in allen Féllen gleiche thermodyna-
mische Bedingungen fiir die Dieselziindung.

Der Verlauf der Warmefreisetzungsraten Q ist fiir die beiden Variatio-
nen in Abbildung 7.2 dargestellt. Wie erwartet, ist die Ziindung des Pi-
lotstrahls (n-Heptan) fiir den Chalmers- und den Rahimi-Mechanismus
unabhdngig vom EB Gas in beiden Fillen identisch. Zudem sind jedoch
auch die Verldufe der HRR fiir EB Gas —1ms iiber den gesamten wei-
teren Brennverlauf nahezu deckungsgleich. Dies trifft auch auf den Fall
mit EB Gas +1ms zu. Da die langsamere Reaktionskinetik den Verbren-
nungsprozess offensichtlich in keinem der beiden Félle beeinflusst, ist die
Methanverbrennung unter diesen thermodynamischen Randbedingun-
gen eindeutig durch den Mischprozess begrenzt.

Abbildung 7.3 zeigt die HRR fiir die analoge Untersuchung beim nied-
rigen Betriebspunkt. Bei der Untersuchung des Einflusses der Methan-
kinetik bei Temperaturen von 780K im OT ergibt sich ein geringer Un-
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Abbildung 7.2: Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir zwei verschiedene Einblaszeitpunk-
te, berechnet mit dem Chalmers- und dem Rahimi-Mechanismus fiir
den hohen Betriebspunkt und einem Winkel von &« = +10° zwischen
den Strahlen.

terschied in der Dieselziindung. Im Vergleich zu anderen n-Heptan-
Mechanismen ist der Unterschied zwischen Chalmers- und Rahimi-
Mechanismus jedoch gering, was schon der Vergleich der Mechanismen
in Abbildung 6.3 erwarten liefS. Bei EB Gas +1ms ist der Einfluss der
Dieselziindung auf den Beginn der Methanverbrennung gering, da die
Interaktion der Dieselprodukte mit dem Gasstrahl nach der Ziindung
stattfindet. Wie beim hohen Betriebspunkt sind auch beim niedrigen Be-
triebspunkt die Verldufe der HRR nahezu deckungsgleich. Bei EB Gas
—1ms beeinflusst der Zeitpunkt der Dieselziindung den Brennverlauf
starker. Bei einer fritheren Dieselziindung ist eine friihere Entflammung
des Gasstrahls zu erwarten, wie durch den Rahimi-Mechanismus vor-
hergesagt. Ein Vergleich der HRR zeigt fiir den Rahimi-Mechanismus
in diesem Fall wider erwarten jedoch eine verzogerte Entflammung des
Gasstrahls sowie auch im weiteren Brennverlauf eine deutliche Verzoge-
rung der Warmefreisetzung gegeniiber der Methanverbrennung mit dem
Chalmers-Mechanismus. Durch die geringere Temperatur beim niedrigen
Betriebspunkt ist die Methanverbrennung nun bei starkerer Vormischung
durch die Reaktionskinetik limitiert.

Die Ergebnisse zeigen, dass in drei der vier untersuchten Fille die Ver-
brennung des Gasstrahls nahezu vollstandig durch den Mischungspro-
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Abbildung 7.3: Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir zwei verschiedene Einblaszeitpunk-
te, berechnet mit dem Chalmers- und dem Rahimi-Mechanismus fiir
den niedrigen Betriebspunkt und einem Winkel von & = +10° zwischen
den Strahlen.

zess limitiert ist. Die Methankinetik gewinnt erst bei niedrigen Tempe-
raturen und erhéhtem Vormischgrad zunehmend an Einfluss, wodurch
die chemischen Zeitskalen an Relevanz gewinnen, wihrend die Zeits-
kalen der Mischung an Relevanz verlieren. Es gibt demnach abhingig
von den thermodynamischen Bedingungen im OT einen maximalen Vor-
mischgrad, bis zu welchem die Warmefreisetzung allein durch den in
den Brennraum eingebrachten Gasmassenstrom und dessen Mischung
mit der Luft bestimmt wird.

7.2 Mechanismus-Reduktion

In diesem Abschnitt wird das Ziel verfolgt, den vergleichsweise hohen
Rechenaufwand fiir das in dieser Arbeit verwendeten Verbrennungsmo-
dells auf Basis detaillierter Chemie im Vergleich zu Verbrennungsmodel-
len mit Ein- oder Zweischrittchemie zu verringern. Curran et al. [12] ha-
ben in ihrer Arbeit zur Modellierung der Dieselverbrennung alle wichti-
gen Reaktionsschritte der n-Heptankinetik zusammengetragen und her-
ausgefunden, dass der Oxidationsprozess bei Temperaturen unter 700 K-
800K (je nach Druck und Aquivalenzverhiltnis ergeben sich leichte Un-
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terschiede) komplexer ist als bei hoheren Temperaturen. Daher beinhal-
ten Reaktionsmechanismen fiir die Beschreibung der Niedertemperatur-
kinetik zusétzliche Spezies und Reaktionen, welche fiir die Hochtempe-
raturkinetik nicht erforderlich sind. Der Chalmers-Mechanismus beinhal-
tet Nieder- und Hochtemperaturkinetiken, um beide Temperaturbereiche
préziser erfassen zu konnen, was durch die Validierung bis zu einer Mini-
maltemperatur von 650 K nachgewiesen worden ist [95]. Zusammen mit
der Erkenntnis aus dem vorherigen Abschnitt, dass der Einfluss der Re-
aktionskinetik von Methan beim hohen Betriebspunkt auch bei erh6htem
Vormischgrad gering ist, ergibt sich fiir den Chalmers-Mechanismus ein
signifikantes Reduktionspotential. Fine Beeintrdchtigung der Ergebnis-
qualitdt ist dabei nicht zu erwarten. In diesem Abschnitt wird daher ein
reduzierter Reaktionsmechanismus fiir die HPDF-Verbrennung aus dem
Chalmers-Mechanismus abgeleitet.

Die Reduktion des Reaktionsmechanismus erfolgt unter Verwendung der
von Niemeyer et al. [63] entwickelten DRGEPSA-Methode (Direct Relati-
on Graph with Error Propagation and Sensitivity Analysis). DRGEPSA ist
im Softwarepaket CONVERGE [80] implementiert und kann ohne zusétz-
lichen Programmieraufwand verwendet werden. Die Reduktion des Ba-
sismechanismus beruht dabei auf dem Vergleich von Ziindverzugszeiten,
welche mittels 0D Reaktorrechnungen unter adiabaten Bedingungen be-
rechnet werden. Das Reduktionspotenzial ergibt sich aus der maximal
zuldssigen Abweichung zwischen dem Basismechanismus und dem re-
duzierten Mechanismus an diskreten Stiitzstellen. Fiir die Temperatur
werden Stiitzstellen im Bereich von 700K bis 1200K in Schritten von
50K festgelegt. Die untere Grenze fiir die Temperatur orientiert sich da-
bei nicht an der Verdichtungsendtemperatur, sondern an den wesentlich
kédlteren Mischzonen aus Brennstoff und Brennraumluft. Fiir den Druck
werden drei Stiitzstellen im Bereich von 40bar bis 120 bar vorgegeben.
Die Stiitzstellen fiir das Aquivalenzverhilinis reichen vom mageren (0.4)
bis in den fetten (2.5) Bereich und berticksichtigen auch eine Mischungen
der beiden Brennstoffe n-Heptan und Methan. Neben den beiden Brenn-
stoffen und Luft sind einige Spezies, welche zwingend im reduzierten
Mechanismus enthalten sein sollen, von der Reduktion ausgenommen.
Schiffner et al. [84] konnten zeigen, dass CHj3, CH,O, OH, H,O und H,0O,
wichtige Spezies wihrend der Ziindung von n-Heptan/Methan/Luft-
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Gemischen sind. Diese Spezies werden deshalb nicht zur Reduktion zuge-
lassen. Um die Fahigkeit des Basismechanismus zur Vorhersage der CO-
und NO,-Bildung zu erhalten, werden auch alle fiir diese Teilmechanis-
men relevanten Spezies in die Liste der zu erhaltenden Spezies aufgenom-
men. Bei der DRGEPSA-Methode wird zundchst anhand der Reaktions-
pfade die Abhéngigkeit aller zur Reduktion zuldssigen Spezies von den
zu erhaltenden Spezies gepriift. Auf Basis dieser Analyse wird die Anzahl
der Reaktionspfade (und damit der Einzelreaktionen) reduziert, wodurch
einzelne Spezies nicht mehr am Reaktionsprozess teilnehmen und somit
im Mechanismus nicht mehr berticksichtigt werden miissen. Anschlie-
lend erfolgt eine weitere Reduktion durch eine Sensitivitdtsanalyse fiir
alle verbliebenen Spezies. Fiir eine maximale Abweichung der Ziindver-
zugszeiten von 2 % an einer Stiitzstelle kann der Chalmers-Mechanismus
unter den gegebenen Randbedingungen von 433 Reaktionsgleichungen
auf 244 reduziert werden. Die Anzahl an zu transportierenden Spezies
reduziert sich dadurch von 83 auf 53. Alle Parameter fiir die Mechanis-
musreduktion sind in Tabelle 7.1 zusammengefasst.

Tabelle 7.1: Zusammenfassung der Parameter zur Mechanismus-Reduktion.

Parameter Wert

Name des Basismechanismus Chalmers-Mechanismus
Grofle des Basismechanismus 83 Spezies, 433 Reaktionen
Name des reduzierten Mechanismus Chalmers,.q-Mechanismus
Grofse des reduzierten Mechanismus 53 Spezies, 244 Reaktionen
Druck 40, 80, 120 bar

Temperatur 700 K-1200K (in 50 K Schritten)
Aquivalenzverhéiltnis 04,0.6,08,1.0,1.5,2.0,2.5
Massenanteil n-Heptan an Brennstoffmasse 0, 0.5, 1 (#n.Heptan / MBrennstoff)
Fehlertoleranz der Ziindverzugszeit 2%

Zu erhaltende Spezies CyH;y6, CH4, CH3, CH,O, H,O,, H,0O,

OH, CO, CO,, N, Np, N,O, NO,, O,

Abbildung 7.4 zeigt die Warmefreisetzungsraten fiir EB Gas 1ms vor
(—1ms) bzw. 1 ms nach EB Diesel (+1 ms), berechnet mit dem Chalmers-
und dem reduzierten Chalmers-Mechanismus (Chalmers,.q) beim hohen
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Betriebspunkt und einem Winkel von &« = +10° zwischen den Strahlen.
Fiir beide Vormischgrade sind die Verldufe nahezu deckungsgleich. So-
mit kann fiir hohe Temperatur- und Druckbedingungen der Chalmers-
Mechanismus durch den Chalmers,.q-Mechanismus ersetzt werden, oh-
ne dass wesentliche Genauigkeitseinbufien zu erwarten sind. Bei Verwen-
dung des Chalmers-Mechanismus werden 70 % der gesamten Rechenzeit
fiir die Berechnung des Verbrennungsfortschritts aufgewendet. Durch
den Einsatz des reduzierten Mechanismus kann dieser Anteil nahezu hal-
biert werden und die gesamte Rechenzeit reduziert sich um etwa 30 %.

920K, +1ms
T T

920K, -1ms
T 3 T T I

T
—— Chalmers

—— Chalmers,.gq

HRR Q [M]/s]

-2 0 2 4 6 -2 0 2 4 6
Zeit nach OT tor [ms] Zeit nach OT tor [ms]

Abbildung 7.4: Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir zwei verschiedene Einblaszeitpunk-
te, berechnet mit dem Chalmers- und dem Chalmers,.q-Mechanismus
tiir den hohen Betriebspunkt und einem Winkel von a = +10° zwischen
den Strahlen.

7.3 Turbulenz-Chemie Interaktion

Die Definition des Begriffs Turbulenz-Chemie Interaktion (TCI) sowie
dessen physikalische Beschreibung wurde in Abschnitt 3.6 ausfiihrlich
behandelt. Zudem wurde im selben Abschnitt ein einfaches Modell zur
Berticksichtigung der TCI in RANS-CFD Simulationen, das sogenannte
Patially-Stirred Reactor (PaSR) Modell, vorgestellt. Dieses Modell wurde
in den CONVERGE-Solver unter Verwendung von benutzerdefinierten
Funktionen integriert.

104
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In diesem Abschnitt wird das Modell dazu verwendet, um den Einfluss
der TCI auf die Warmefreisetzungsraten zu untersuchen. Dazu erfolgt
wie in Abschnitt 7.1 eine Untersuchung fiir den hohen und den niedri-
gen Betriebspunkt mit einem Winkel von & = +10° zwischen Gas- und
Dieselstrahl. Erneut werden fiir die Variation der Gasvormischung zwei
Zustande untersucht, EB Gas 1 ms vor (—1 ms) bzw. 1 ms nach EB Diesel
(+1ms). Der Verlauf der Warmefreisetzungsraten (HRR) mit und ohne
Verwendung des TCI Modells ist fiir den hohen Betriebspunkt in Abbil-
dung 7.5 und fiir den niedrigen Betriebspunkt in Abbildung 7.5 darge-
stellt.

920K, +1ms 920K, -1ms
T T T T

T
—— ohne TCI
——mit TCI

T T

HRR Q [M]/s]

-2 0 2 4 6 -2 0 2 4 6
Zeit nach OT to7 [ms] Zeit nach OT tor [ms]

Abbildung 7.5: Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir zwei verschiedene Einblaszeitpunk-
te, berechnet mit und ohne TCI Modell fiir den hohen Betriebspunkt und
einem Winkel von &« = +10° zwischen den Strahlen.

Fiir die Dieselziindung zeigt sich unabhdngig von Betriebspunkt und
Gasvormischung kein Einfluss des TCI Modells. Wahrend der Die-
selztindung ist die direkte Verwendung gemittelter Grofien fiir die Be-
rechnung der Speziesquellterme deshalb gerechtfertigt, da bis zum Zeit-
punkt der Ziindung in jedem Fall sichergestellt ist, dass die chemi-
schen Zeitskalen weitaus grofier sind als die turbulenten Zeitskalen.
Nach Lucchini et al. [51] ist zudem die Varianz der Gemischzusammen-
setzung in den Ziind- und Reaktionsbereichen des Dieselsprays bei ty-
pischen Ziindverzugszeiten (<1.5ms) verschwindend gering. Bestdtigt
wird dies durch die Untersuchungen aus Abschnitt 6. Dariiber hinaus ha-
ben mehrere Autoren in der Vergangenheit die Anwendbarkeit der Ver-
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3 780K, +1ms 780K, -1ms
T T T T T T T T
—— ohne TCI
. —mit TCI
n 2 [ |
~
2
OZ | |
o 1
~
T
0 |
| | | | | | | |
-2 0 2 4 -2 0 2 4

Zeit nach OT to7 [ms]

Zeit nach OT tor [ms]

Abbildung 7.6: Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir zwei verschiedene Einblaszeitpunk-
te, berechnet mit und ohne TCI Modell fiir den hohen Betriebspunkt und
einem Winkel von &« = +10° zwischen den Strahlen.

brennungsmodellierung auf Basis detaillierter Chemie fiir die Niedertem-
peraturziindung und -verbrennung ohne die Verwendung von TCI nach-

gewiesen [24,62,87].

Ein signifikanter Einfluss des TCI Modells auf den Verlauf der Warmefrei-
setzung wihrend der Verbrennung des Gasstrahls ist fiir keinen der bei-
den Betriebspunkte zu beobachten. Die Entflammung des Gasstrahls an
den heifsen Dieselprodukten ist, analog zur Dieselziindung selbst, nahe-
zu unbeeinflusst. Eine leichte Verzogerung der Warmefreisetzung ist im
Bereich der maximalen HRR und kurze Zeit danach zu beobachten. Mit
fortschreitender Abnahme der Warmefreisetzung im Bereich des Aus-
brands gleichen sich die Warmefreisetzungsraten soweit an, dass kein
Unterschied mehr erkennbar ist und damit der Einfluss des TCI Modells
in diesem Bereich in allen vier untersuchten Betriebszustdnden als nicht
vorhanden angesehen werden kann.

Insgesamt kann der Einfluss der mit dem PaSR-Modell berticksichtigten
TCI Effekte auf den Verlauf der Warmefreisetzung als vernachldssigbar
angesehen werden. Alle nachfolgend in dieser Arbeit gezeigten Ergeb-
nisse werden daher ohne Verwendung des TCI Modells berechnet.
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7.4 Auswirkungen einer ungeeigneten n-Heptankinetik auf
den Brennverlauf

Die vorherigen Kapitel haben moglicherweise den Eindruck vermittelt,
dass die Reaktionskinetik in der HPDF-Verbrennung generell eine unter-
geordnete Rolle spielt. Dass dem nicht so ist, soll abschlieffend an einem
Beispiel gezeigt werden. Dazu wird fiir den teilvorgemischten Fall beim
hohen Betriebspunkt (920K, —1ms) der NANCY-Mechanismus [9] mit
dem Chalmers-Mechanismus und mit RCEM-Messdaten verglichen. Der
NANCY-Mechanismus zeigte im Vergleich zum Chalmers-Mechanismus
in den 0D-Untersuchungen deutlich ldngere Ziindverzugszeiten fiir n-
Heptan/Luft-Gemische (Abschnitt 6.2, Abbildung 6.3) und eine deutliche
Abweichung zu den Messdaten aus StofSrohruntersuchungen. Aufgrund
dieser Abweichung zeigt sich in Abbildung 7.7 eine deutlich verzoger-
te Dieselziindung. Dies hat einen Einfluss sowohl auf die Entflammung
des Gasstrahls als auch auf den weiteren Brennverlauf, obwohl fiir diesen
Fall, wie in Abschnitt 7.1 gezeigt wurde, die Methanverbrennung vorwie-
gend durch die Mischung limitiert ist.

920K, -1ms
T I I

— Messung
—— Chalmers

— NANCY

HRR Q [M]/s]

-2 0 2 4 6
Zeit nach OT tot [ms]

Abbildung 7.7: Warmefreisetzungsraten (HRR) berechnet mit dem Chalmers- und dem
NANCY-Mechanismus im Vergleich mit Messdaten fiir den teilvorge-
mischten Fall beim hohen Betriebspunkt und einem Winkel von a =
+10° zwischen den Strahlen.
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7.5 Fazit

Der Einfluss der Methankinetik auf den Brennverlauf wurde unter Ver-
wendung des Chalmers- und des Rahimi-Mechanismus untersucht. Die
beiden Mechanismen weisen eine nahezu identische n-Heptankinetik, je-
doch eine deutlich unterschiedliche Methankinetik auf. Es konnte ge-
zeigt werden, dass je nach Betriebspunkt und Grad der Vormischung ei-
ne Grenze existiert, ab welcher die chemischen Zeitskalen an Relevanz
gewinnen.

Aus den Erkenntnissen zum Einfluss der Methankinetik auf den Brenn-
verlauf ldsst sich der Schluss ziehen, dass eine genaue Vorhersage
der komplexen chemischen Prozesse fiir hohe Temperaturen iiber etwa
800 K-850 K Brennraumtemperatur nachrangig ist. Daher wurde aus dem
Chalmers-Mechanismus ein reduzierter Mechanismus abgeleitet, durch
welchen fiir den hohen Betriebspunkt eine Reduktion der Rechenzeit um
etwa 30 % erreicht werden konnte.

Um den Einfluss der Turbulenz-Chemie-Interaktion auf den Brennverlauf
zu untersuchen, wurde das in Abschnitt 3.6 vorgestellte PaSR-Modell zur
Korrektur der Reaktionsraten implementiert. Fiir den hohen als auch fiir
den niedrigen Betriebspunkt hat sich gezeigt, dass weder im vorgemisch-
ten noch im nicht-vorgemischten Fall ein signifikanter Einfluss auf die
Methanverbrennung vorliegt.

Die Auswirkungen einer ungeeigneten n-Heptankinetik auf den Brenn-
verlauf wurden anhand des NANCY-Mechanismus gezeigt. Hierbei wur-
de vor allem die Auswirkung der verzogerten Dieselziindung auf den
gesamten Brennverlauf deutlich.
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8 Verbrennung fremdgezundeter
Erdgasstrahlen

Alle bisher verfolgten Untersuchungen verfolgen das Ziel, ein Simula-
tionsmodell fiir die HPDF-Verbrennung von Erdgasstrahlen mit Diesel-
Pilotziindung zu entwickeln. In diesem Kapitel wird das Simulations-
modell nun dazu verwendet, die Verbrennung fremdgeziindeter Erd-
gasstrahlen im Detail zu untersuchen und vorherzusagen. Dazu wird
im ersten Abschnitt die rdumliche Interaktion von Gas- und Diesel-
strahl mit Fokus auf der Ziindung des Gasstrahls numerisch analysiert.
Im zweiten Abschnitt wird die Verbrennung fremdgeziindeter Erdgass-
trahlen fiir unterschiedliche Gas-Vormischgrade berechnet und anschlie-
lend mit experimentellen Daten verglichen. Beide Untersuchungen wer-
den fiir den hohen und niedrigen Betriebspunkt (Beschreibung der Be-
triebspunkte in Abschnitt 4.4) durchgefiihrt. Der hohe Betriebspunkt re-
prasentiert dabei die Bedingungen an einem Mittel- bzw. Volllastpunkt
im Motor, wahrend der niedrige Betriebspunkt stellvertretend fiir einen
Niedriglastpunkt bzw. eine Temperaturabsenkung im oberen Totpunkt
(OT) aufgrund von Miller-Steuerzeiten steht. Fiir eine effiziente Berech-
nung der Untersuchungen beim hohen Betriebspunkt wird der reduzierte
Chalmers-Mechanismus aus Abschnitt 7.2 verwendet.

8.1 Vorhersage der Gas-Diesel Strahlinteraktion

Die in diesem Abschnitt durchgefiihrten Untersuchungen sind durch die
Erkenntnisse aus den experimentellen Untersuchungen von Fink et al.
[21] motiviert. Fiir die Untersuchung verschiedener Konfigurationen mit
unterschiedlichen Anordnungen des Gasstrahls relativ zum Dieselstrahl
wurde im Experiment der Abstand zwischen dem Ursprung des Gas- und
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des Dieselstrahls konstant gehalten, wahrend der Winkel & zwischen den
Strahlen von +25° (divergent) bis -30° (konvergent) variiert wurde. Die
wesentlichen Erkenntnisse dieser Studie lassen sich wie folgt zusammen-
fassen.

Unabhidngig vom Winkel zwischen den Strahlen und dem relativen Ein-
blasbeginn (EB) zwischen Gas und Diesel ist beim hohen Betriebspunkt
eine Ziindung des Dieselstrahls und eine anschlieffende Entflammung
des Gasstrahls zuverldssig moglich. Fiir Untersuchungen beim niedrigen
Betriebspunkt zeigt sich bei divergenter Strahlanordnung (x > 0) das
gleiche Verhalten. Fiir kreuzende Strahlen (« < 0) tritt die Dieselziindung
und die anschlieflende Entflammung des Gasstrahls nur dann auf, wenn
der EB Diesel vor dem EB Gas liegt. So wurde experimentell ein Bereich
gefunden, in welchem bei gleicher rdumlicher und zeitlicher Strahlan-
ordnung, abhingig von den thermodynamischen Bedingungen im Brenn-
raum, eine zuverldssige Ziindung bzw. eine Fehlziindung erfolgt.

Um die Ursache fiir Fehlztindungen im Fall kreuzender Strahlen und EB
Diesel nach EB Gas zu untersuchen, wird eine Anordnung der Strahlen
bei -20° und EB Gas 1ms vor EB Diesel (—1ms) gewdhlt und zunédchst
numerisch fiir den hohen Betriebspunkt untersucht. Diese Vorgehenswei-
se soll sicherstellen, dass der Fall mit Ziindung gut abgebildet werden
kann. Abbildung 8.1 zeigt die Strahlinteraktion fiir diesen Fall an zwei
unterschiedlichen Zeitpunkten. Der erste Zeitpunkt stellt einen Zustand
wiahrend der kalten Flamme und noch vor der Ziindung des Dieselstrahls
dar, wiahrend der zweite Zeitpunkt einen Zustand nach der Ziindung
zeigt. Fiir jeden der beiden Zeitpunkte ist im Bild von links nach rechts
die Uberlagerung der experimentell ermittelten OH*- und Schattenauf-
nahmen (SG), das berechnete Dichtefeld sowie die berechnete Verteilung
des Massenanteils von Wasserstoffperoxid (Ymo02) dargestellt. Wahrend
die experimentellen Aufnahmen aufgrund des optischen Messaufbaus
tiefenintegrierte Informationen zeigen, sind die numerischen Ergebnis-
se in einer Schnittebene durch die beiden Strahlen parallel zum flachen
Glaskolben dargestellt. Die Yip0,-Verteilung ist in einem festen Bereich
von 0.00 bis 0.01 skaliert, wohingegen die Farbskala der Dichteverteilung
abhidngig von den Betriebsbedingungen relativ zur Hintergrunddichte
bei EB Diesel skaliert ist. In den Plots der Yio0o- als auch in der Dichtever-
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teilung geben zwei Isolinien den Massenanteil von jeweils 1% n-Heptan
und 1% Methan an.

Dichte YH,0,

erster Zeitpunkt

zweiter Zeitpunkt

Abbildung 8.1: Veranschaulichung der Interaktion zwischen Gas- und Dieselstrahl an
zwei Zeitpunkten fiir den hohen Betriebspunkt. Von Links nach Rechts
sind die Uberlagerung der experimentellen OH*- und Schattenaufnah-
men (5G), das berechnete Dichtefeld sowie die Verteilung von Wasser-
stoffperoxid dargestellt.
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Musculus et al. [62] und Srna et al. [91] konnten zeigen, dass wahrend
der Selbstziindung von n-Heptan die kalte Flamme direkt mit der Bil-
dung von Wasserstoffperoxid korreliert. Schiffner et al. [84] fanden zu-
dem heraus, dass dieser Anteil mit zunehmender Substitution von
n-Heptan durch Methan, bei gleichbleibendem globalen Aquivalenz-
verhéltnis, deutlich reduziert und die Ziindung dadurch verzdgert wird.
Anhand der Isolinien zum ersten Zeitpunkt in Abbildung 8.1 wird deut-
lich, dass bereits n-Heptan in den Gasstrahl eingemischt ist und sich ei-
ne terndre Mischungszone aus n-Heptan, Methan und Luft im Kern des
Gasstrahls gebildet hat. Wie nach den Erkenntnissen von Schiffner et al.
zu erwarten war, ist der Massenanteil von Wasserstoffperoxid jedoch in
jenen Bereichen am hdochsten, in denen n-Heptan nur mit Luft und nicht
mit Methan gemischt ist. Anhand der Dichteverteilung ist zudem zu er-
kennen, dass wédhrend dieser Phase der Ziindung noch keine signifikante
Temperaturerhohung stattgefunden hat. Da zu diesem Zeitpunkt weder
eine starke Dichtednderung erfolgt, noch eine Flamme existiert, ist die
kalte Flamme in den experimentellen Daten nicht sichtbar.

Wihrend der kalten Flamme steigt die Temperatur kontinuierlich an.
Ubersteigt die Temperatur einen kritischen Wert, folgt ein abrupter Tem-
peraturanstieg, welcher als Ziindung bezeichnet wird [84]. Dieser Tem-
peraturanstieg bzw. die dazu fithrende Warmefreisetzung wird mafigeb-
lich durch den Abbau von Wasserstoffperoxid ausgeldst. Ein Vergleich
der beiden Zeitpunkte in Abbildung 8.1 zeigt deutlich, dass in jenen Be-
reichen, in denen aufgrund der Temperaturerhbhung eine signifikante
Dichteabsenkung stattgefunden hat, kaum noch Wasserstoffperoxid vor-
handen ist. Zudem werden beim Zerfall von Wasserstoffperoxid OH-
Radikale gebildet, welche in den experimentellen Aufnahmen in Form
einer erhohten OH*-Intensitét sichtbar sind.

Abbildung 8.2 zeigt die Ergebnisse zur Strahlinteraktion analog fiir den
niedrigen Betriebspunkt. Durch den Vergleich der experimentellen und
der numerischen Daten wird ersichtlich, dass weder im Experiment noch
in der Numerik eine Ziindung erfolgt. Eine Begriindung dafiir lasst
sich durch genauere Betrachtung der numerischen Daten beider Betrieb-
spunkte finden. Der Beginn der kalten Flamme erfolgt aufgrund der nied-
rigeren Brennraumtemperaturen im Vergleich zum hohen Betriebspunkt
nun deutlich spéter. Dies ldsst sich anhand der bereits abgeschlossenen
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Dichte YH,0,

erster Zeitpunkt

zweiter Zeitpunkt

Abbildung 8.2: Veranschaulichung der Interaktion zwischen Gas- und Dieselstrahl an
zwei Zeitpunkten fiir den niedrigen Betriebspunkt. Von links nach
rechts sind die Uberlagerung der experimentellen OH*- und Schatten-
aufnahmen (SG), das berechnete Dichtefeld sowie die Verteilung von
Wasserstoffperoxid dargestellt.

Dieseleinblasung sowie an der Eindringtiefe des Gasstrahls gut erken-
nen. Der Massenanteil an Wasserstoffperoxid ist zum Zeitpunkt der kal-

113



Verbrennung fremdgeziindeter Erdgasstrahlen

ten Flamme nun deutlich geringer, da das n-Heptan/Luft-Gemisch zu
diesem Zeitpunkt schon stark abgemagert ist. Der in den Gasstrahl ein-
gemischte Anteil an n-Heptan ist bereits soweit mit Methan und Luft
verdiinnt, dass er nicht mehr zur Ziindung beitragen kann. Durch den
Temperaturanstieg in der kalten Flamme wird zwar ein kleiner Teil
des Wasserstoffperoxids konsumiert, jedoch reicht die Warmefreisetzung
nicht aus, um eine signifikante Temperaturerhdhung und eine Ziindung
des Dieselstrahls hervorzurufen. Folglich ist zum zweiten Zeitpunkt auch
keine Dichteabsenkung aufgrund von Temperaturerh6hung zu beobach-
ten. Weder in den Schatten- noch in den OH*-Aufnahmen ist eine Ande-
rung gegeniiber dem ersten Zeitpunkt erkennbar.

Aus den Untersuchungen ergeben sich folgende Erkenntnisse: Un-
abhingig von der Temperatur im Brennraum leistet der in den Gasstrahl
eingemischte Anteil an n-Heptan keinen Beitrag zur Ziindung. Die-
se Erkenntnis deckt sich mit den Ergebnissen zur Dieselziindung in
Methan/Luft-Atmosphdre aus Kapitel 6 und zeigt wie wichtig eine gu-
te Vorhersage der Dieselziindung in Methan/Luft-Atmosphaére ist. Aus
der Literatur ist bekannt, dass bei Dieselstrahlen mit fester Einblasdau-
er die Ziindung bei niedrigen Temperaturen im Kern des Strahls be-
ginnt, wihrend bei hohen Temperaturen zunéchst eine Ziindung im Be-
reich der Scherschicht erfolgt [83]. Aufferdem beginnt die Ziindung bei
hoheren Temperaturen ndher am Injektor, wodurch sich die Abhebeldnge
der Flamme verkiirzt [83]. Dies ist auf die sich weiter zu mageren Mi-
schungen verschiebenden Selbstziind- und Brenngrenzen bei hoheren
Temperaturen zurtickzufithren. Bei kreuzender Anordnung der Strah-
len und niedrigen Temperaturen wird der bevorzugte Ziindbereich des
Dieselstrahls durch den Gasstrahl abgedeckt und kann nicht mehr frei
ziinden. Eine Ziindung des Gasstrahls erfolgt also nur dann, wenn sich
das Diesel/Luft-Gemisch zunéchst frei entziindet und dann den Gass-
trahl durch Einmischen der heiflen Produkte entflammt. Ob sich eine freie
Zindung des Dieselstrahls ergeben kann, hdngt sowohl von der raumli-
chen als auch von der zeitlichen Anordnung der Strahlen ab.

Die zuverldssige Vorhersage von Ziindung und Fehlziindung durch das
numerische Modell bestétigt die ausreichliche Giite des Mischmodells als
auch des Reaktionsmechanismus. Von besonderer Wichtigkeit ist diese
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Erkenntnis fiir geometrischen Untersuchungen zur rdumlichen und zeit-
lichen Strahlanordnung in Nachfolgearbeiten.

8.2 Variation des Vormischgrads

Im Hinblick auf die Einhaltung von Emissionsgrenzwerten und die Op-
timierung des Motorwirkungsgrads bei verschiedenen Lastpunkten ist
es wichtig, die Charakteristik der Warmefreisetzung gezielt beeinflussen
zu kénnen. Bei der HPDF-Verbrennung wird dies durch eine Anderung
des Gas-Vormischgrads erreicht. Um fiir eine numerische Untersuchung
die Anzahl der moglichen Variationen zu begrenzen, wird der Einblas-
beginn (EB) Diesel relativ zum OT konstant gehalten, wihrend der EB
Gas variiert wird. Diese Strategie gewdhrleistet in allen Féllen konstante
thermodynamische Bedingungen fiir die Dieselziindung. Dariiber hinaus
werden alle Untersuchungen mit einem festen Winkel von +10° zwischen
den Strahlen durchgefiihrt und damit wird die rdumliche Interaktion zwi-
schen den Strahlen nicht verdndert. Dies ist deshalb sinnvoll, da dieser
Freiheitsgrad auch im Motor nicht existiert.

Abbildung 8.3a zeigt berechnete Warmefreisetzungsraten (HRR) fiir EB
Gas 1.5ms und 0.5ms vor bzw. 0.5ms und 1.5ms nach EB Diesel fiir
den hohen Betriebspunkt. Die Daten wurden unter Verwendung des re-
duzierten Chalmers-Mechanismus berechnet. Die Charakteristik der Die-
selztindung unterscheidet sich zwischen den Féllen wie erwartet nicht
mafsgeblich. Geringfiigige Abweichungen ergeben sich hauptséchlich aus
der Wiederholgenauigkeit der Randbedingungen an der RCEM. Die Wie-
derholgenauigkeit von Druck und Temperatur im OT liegt innerhalb von
+2bar und £4K. Bei EB Gas vor EB Diesel und damit erh6hter Vormi-
schung bestimmt die Dieselziindung den Beginn der Gasverbrennung
und ein fritherer EB Gas bewirkt keine Verschiebung des Beginns der
Gasstrahlverbrennung. Bei EB Gas nach EB Diesel wird der Beginn der
Gasstrahlverbrennung durch den Beginn der Gaseinblasung, bei mini-
maler Gasvormischung, gesteuert. Der Grad der Gasvormischung be-
stimmt die Hohe und Breite des sogenannten Vormischpeaks, beein-
flusst jedoch nicht wesentlich den Anstiegsgradienten der Warmefrei-
setzungsrate. Auf die Phase der vorgemischten Verbrennung folgt der
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(a) Numerische Vorhersage der Warmefreisetzungsraten.
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(b) Experimentell ermittelte Warmefreisetzungsraten.

Abbildung 8.3: Vergleich der numerisch und experimentell ermittelten Warmefreiset-
zungsraten (HRR) fiir EB Gas 1.5ms und 0.5ms vor bzw. 0.5ms und
1.5ms nach EB Diesel beim hohen Betriebspunkt und einem Winkel von

10° zwischen den beiden Strahlen.

nicht-vorgemischte Abbrand. In den Brennverldufen dufiert sich die nicht
vorgemischte Phase in einem Plateau anndhernd konstanter Warmefrei-
setzungsraten, welches mit abnehmendem Vormischgrad ausgepragter
wird. Aufgrund der hier verwendeten kurzen Einblasdauer ist dieses Pla-
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8.2 Variation des Vormischgrads

teau wenig ausgeprdgt und geht schnell in die Phase des Ausbrands tiber.
Die Ausbrandgeschwindigkeit kann direkt mit dem EB Gas korreliert
werden.

Der qualitative und quantitative Vergleich zwischen berechneten und
experimentell bestimmten Waiarmefreisetzungsraten (Abbildung 8.3b)
zeigt {iber den gesamten Variationsbereich eine gute Ubereinstimmung.
Erwdhnenswert ist, dass der Fall mit dem geringsten Vormischungsgrad
die schlechteste quantitative Ubereinstimmung aufweist. Da im vorigen
Kapitel gezeigt wurde, dass die Warmefreisetzung beim hohen Betrieb-
spunkt mafigeblich durch die Mischung begrenzt wird, wird diese Un-
sicherheit in der Berechnung auf die Qualitdt der Gemischbildung zwi-
schen Gas und Luft zuriickgefiihrt. Ein quantitativer Vergleich der Aus-
brandgeschwindigkeit zeigt zum Teil grofie Abweichungen. Die Sinnhaf-
tigkeit dieses Vergleichs ist jedoch fragwiirdig, da die Unsicherheiten in
diesem Bereich sowohl in der Berechnung, als auch im Experiment auf-
grund der kalten Brennraumwinde und der niedrigen absoluten Warme-
freisetzungsraten relativ grofs sind.

Abbildung 8.4a zeigt die berechneten Warmefreisetzungsraten (HRR)
fiir EB Gas 1.5ms und 0.5ms vor bzw. 0.5ms und 1.5ms nach EB Die-
sel analog fiir den niedrigen Betriebspunkt. Die Daten wurden unter
Verwendung des urspriinglichen Mechanismus berechnet. Im Gegen-
satz zur liberwiegend mischungslimitierten Verbrennung beim hohen
Betriebspunkt gewinnt in diesem Fall mit ansteigendem Vormischgrad
die Reaktionskinetik zunehmend an Bedeutung. Die Charakteristik der
Dieselziindung ist fiir alle hier betrachteten Félle wieder nahezu iden-
tisch, wobei der Peak in der Warmefreisetzungsrate im Vergleich zum
Hochtemperaturfall nun deutlich ausgeprégter ist. Dies ist auf die lange-
re Ziindverzugszeit des Diesels bei niedrigen Temperaturen und den da-
mit verbundenen hoéheren Vormischgrad zum Zeitpunkt der Ziindung
zuriickzufithren. Die Anderung des Verlaufs der Wiarmefreisetzung bei
Anderung der Gasvormischung folgt jenem beim hohen Betriebspunkt,
wobei die Anstiegsgradienten sowie die Spitzenwerte der Warmefreiset-
zungsraten geringer sind.

Der Vergleich zwischen berechneten und experimentell bestimmten
Wirmefreisetzungsraten (Abbildung 8.4b) zeigt wieder eine gute Uber-
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(a) Numerische Vorhersage der Warmefreisetzungsraten.
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(b) Experimentell ermittelte Warmefreisetzungsraten.

Abbildung 8.4: Vergleich der numerisch und experimentell ermittelten Warmefreiset-
zungsraten (HRR) fiir EB Gas 1.5ms und 0.5ms vor bzw. 0.5ms und
1.5ms nach EB Diesel beim niedrigen Betriebspunkt und einem Winkel

von 10° zwischen den beiden Strahlen.

einstimmung. An dieser Stelle ist zu erwdhnen, dass kurzzeitige lokale
Spitzenwerte in der Warmefreisetzungsrate, wie z.B. wahrend der Diesel-
verbrennung, mit der Druckverlaufsanalyse aus den experimentellen Da-
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8.3 Fazit

ten aufgrund der Filterung des Drucksignals nicht erfasst werden kénnen
[21].

Abschliefiend wird ein qualitativer Vergleich der Ergebnisse fiir den ho-
hen und den niedrigen Betriebspunkt durchgefiihrt. Fiir beide Betrieb-
spunkte kann die Anderung der Charakteristik der Warmefreisetzung
bei Anderung des Grades der Gasvormischung gut abgebildet werden.
Die Qualitdt der numerischen Vorhersage ist in den einzelnen Féllen dhn-
lich. Der Zeitpunkt der Entflammung des Gasstrahls wird in allen un-
tersuchten Fillen gut vorhergesagt, was direkt auf eine gute Vorhersa-
ge der rdumlichen Interaktion der Strahlen zuriickzufiihren ist. Unter
Beriicksichtigung der Erkenntnisse zur Methankinetik aus Abschnitt 7.1
wiirde eine zu langsame Methankinetik beim niedrigen Betriebspunkt
bei erhohter Gasvormischung die Warmefreisetzung verzogern. Die be-
rechneten Verldufe stimmen jedoch gut mit den experimentell ermit-
telten Verldufen tiberein. Damit ist gezeigt, dass die Methankinetik im
Chalmers-Mechanismus auch dann die Realitdt abbilden kann, wenn die
chemischen Zeitskalen gegeniiber den Zeitskalen der Mischung an Rele-
vanz gewinnen.

8.3 Fazit

Das numerische Modell auf Basis detaillierter Chemie wurde in die-
sem Kapitel dazu verwendet, die Verbrennung eines fremdgeziindeten
Erdgasstrahls systematisch zu untersuchen und vorherzusagen. Ein Ver-
gleich mit experimentellen Daten fiihrt zu folgenden Schlussfolgerungen:

¢ Ziindaussetzer bei niedrigen Temperaturen und sich kreuzenden
Strahlen konnten vom Modell zuverldssig vorhergesagt und nume-
risch analysiert werden. Die Ursache fiir die Fehlziindung besteht
darin, dass der Temperaturanstieg wihrend der Phase der kalten
Dieselflamme nicht ausreicht, um die Wasserstoffperoxidradikale zu
dissoziieren und damit das Gemisch zu entziinden. Dies liegt daran,
dass die bevorzugte Ziindregion des Diesels bei niedrigen Tempera-
turen durch den Gasstrahl abgedeckt wird.
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Bei der Variation des EB Gas relativ zum EB Diesel konnte das Mo-
dell die Gas- und Dieselziindung gut vorhersagen. Auch die Ande-
rung der Charakteristik der Warmefreisetzungsraten fiir verschiede-
ne Vormischgrade sowie die Ausbrandgeschwindigkeit folgen den
experimentell ermittelten Verldufen. Dariiber hinaus konnte gezeigt
werden, dass die Vorhersagequalitét fiir die zwei untersuchten Be-
triebspunkte unabhédngig davon ist, ob die Verbrennung durch die
Mischung oder die Chemie limitiert wird.



9 Zusammenfassung

In dieser Arbeit wurde ein RANS-CFD-Modell zur Berechnung
der Hochdruck-Direkteinblasung von Erdgas mit Diesel-Pilotziindung
(HPDF) entwickelt. Das Verbrennungsmodell basiert auf dem Ansatz de-
taillierter Chemie, bei welchem jede Gitterzelle als homogen geriihrter
Konstantvolumenreaktor betrachtet wird. Der Modellierungsansatz wur-
de ausgewdhlt, weil er eine grofie Flexibilitdt hinsichtlich der gleichzeiti-
gen Verbrennung verschiedener Brennstoffe in einem Brennraum bietet,
sei es lokal vorgemischt oder auch nicht-vorgemischt. Zudem ist mit die-
sem Modell eine direkte Vorhersage von Verbrennungsprodukten ohne
zusitzliche Modelle moglich.

Stellvertretend fiir den in einem HPDF-Motor ablaufenden Verbren-
nungsvorgang wurde in dieser Arbeit die Ziindung und Verbrennung
einzelner, unterexpandierter Erdgasstrahlen mit Diesel-Pilotziindung be-
trachtet. Zur Validierung wurden experimentelle Untersuchungen an
einer schnellen Kompressions-Expansionsmaschine (RCEM) herangezo-
gen, welche in Fink et al. [21, 22] im Detail beschrieben sind. Die Vali-
dierung des Stromungs- und Mischungsfeldes wurde anhand eines Ab-
gleichs der Eindringtiefen und der Strahlaufweitung des nicht reagieren-
den Gas- und Dieselstrahls durchgefiihrt. Fiir eine qualitativ gute Abbil-
dung muss die Dissipationskonstante im RNG k-e-Modell, wie in der Li-
teratur fiir die Berechnung von Strémungen mit erhhten mittleren Stre-
ckungsraten beschrieben, angepasst werden.

Die Diesel-Pilotztindung bestimmt nicht nur den Beginn, sondern auch
den Verlauf der Erdgasverbrennung mafigeblich. Deshalb wurden Un-
tersuchungen zur Dieselziindung in Luft- und Erdgas/Luft-Atmosphére
durchgefiihrt. Ziel dieser Untersuchungen war einerseits, den generellen
Einfluss von Erdgas im Hintergrundgemisch auf die Dieselziindung zu
identifizieren und andererseits Reaktionsmechanismen zur Berechnung
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der chemischen Vorgidnge auszuwéhlen und zu validieren. Die dabei ge-
wonnenen Erkenntnisse konnen wie folgt zusammengefasst werden:

e Mit zunehmendem Methananteil im Hintergrundgemisch

verldngern sich die Ziindverzugszeiten der Dieselziindung sowohl
unter stationdren als auch unter transienten thermodynamischen
Randbedingungen.

Fiir die Auswahl von Reaktionsmechanismen ist eine Berticksichti-
gung der transienten Dieseleinspritzung zwingend erforderlich. Be-
rechnungen auf Basis 0D homogen geriihrten Reaktorsimulationen
konnen lediglich erste Hinweise geben.

Unter stationdren thermodynamischen Randbedingungen konnte
tiir den Chalmers- und den Rahimi-Mechanismus anhand von Ziind-
verzugszeiten eine gute Ubereinstimmung mit den Messdaten ge-
zeigt werden. Dies gilt sowohl fiir die Dieselziindung in Luft als auch
in Methan /Luft-Gemischen. Mit dem Chalmers-Mechanismus konn-
ten zudem die experimentell beobachteten Ziindgrenzen abgebildet
werden.

Unter transienten thermodynamischen Randbedingungen wurde ge-
zeigt, dass fiir sehr lange Ziindverzugszeiten (>5ms) die zykli-
schen Variationen grof sind. Dies lédsst sich damit begriinden, dass
die Ziindung stark von lokalen Inhomogenitdten beeinflusst wird
und sich somit auf einzelne Punkte im Strahl beschrdnkt. Diese Ef-
fekte konnen mit dem eingesetzten RANS-Simulationsansatz, bei
welchem chemische Reaktionen basierend auf ensemblegemittelten
Grofien berechnet werden, nicht erfasst werden. Fiir lange Ziindver-
zugszeiten war daher nur eine Validierung der Reaktionsmechanis-
men anhand der kalten Flamme mdoglich.

Nach der Auswahl der Reaktionsmechanismen auf Basis der Die-
selziindung wurden Untersuchungen zum FEinfluss der Reaktionskinetik
auf den HPDF-Brennverlauf durchgefiihrt. Die daraus gewonnenen Er-
kenntnisse konnen wie folgt zusammengefasst werden:

e Durch eine gezielte Anderung der Reaktionskinetik fiir Methan, dem
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Ersatzkraftstoff fiir Erdgas, wurde gezeigt, dass abhdngig vom Be-



triebspunkt und und dem Grad der Vormischung von Erdgas eine
Grenze existiert, ab welcher die chemischen Zeitskalen an Relevanz
gewinnen.

* Der Effekt der Turbulenz-Chemie-Interaktion wurde fiir die HPDF-
Verbrennung mit dem PaSR-Modell untersucht. Fine signifikante
Anderung des Brennverlaufs ergab sich dadurch im untersuchten
Parameterbereich nicht.

e Auf Basis der Erkenntnis, dass die Methanchemie bei 920K und
125bar im oberen Totpunkt eine untergeordnete Rolle spielt, wur-
de ein reduzierter Reaktionsmechanismus aus dem Chalmers-
Mechanismus abgeleitet. Dadurch ergibt sich fiir die entsprechenden
Fille eine Halbierung der Rechenzeit fiir die Berechnung des che-
mischen Fortschritts und dadurch eine Reduktion der gesamten Re-
chenzeit um ca. 30 % bei gleichbleibender Ergebnisqualitt.

¢ Unter Verwendung des NANCY-Mechanismus wurde verdeutlicht,
dass die Verwendung einer ungeeigneten Reaktionskinetik signifi-
kante Auswirkungen auf den Brennverlauf hat.

Die Anwendung des entwickelten Simulationsmodells fiir die systema-
tische Untersuchung und Vorhersage der Verbrennung fremdgeziindeter
Erdgasstrahlen fiihrte zu folgenden Erkenntnissen:

e Fiir die Interaktion von Gas- und Dieselstrahl bei verschiedenen
Betriebspunkten konnte gezeigt werden, dass das Modell sowohl
Ziindung als auch Ziindaussetzer zuverldssig abbilden kann. Zudem
konnte durch die detaillierte Analyse der wiahrend der Vorziindung
gebildeten Spezies eine physikalische Erkldrung fiir das Aussetzen
der Ziindung gefunden werden.

* Die Vorhersage der Brennverldufe fiir unterschiedlich starke Gasvor-
mischung zeigte qualitativ eine gute Ubereinstimmung mit Messda-
ten. Fiir die Berechnungen bei 920 K und 125 bar im oberen Totpunkt
wurde dabei der reduzierte Chalmers-Mechnismus verwendet, um
Rechenzeit zu sparen.

Das in dieser Arbeit entwickelte Simulationsmodell kann im industriellen
Kontext als Werkzeug fiir die Optimierung des HPDF-Brennverfahrens
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verwendet werden. Damit kénnen z.B. der Einfluss der Brennraumgeo-
metrie, der Injektoranordnung, der Eindiisungssequenz und der Ab-
gasriickfithrung auf die Warmefreisetzungsverteilung studiert werden.
Obwohl in der Arbeit nur Diesel und Erdgas untersucht wurde, konnen
auch alternative Brennstoffe betrachtet werden. Prinzipiell vermag das
Modell auch die gasférmigen Schadstoffemissionen (HC-, CO-, NOy) zu
liefern und es lassen sich Trends hinsichtlich Rufs-Emissionen ableiten.
Hierbei ist aber zu beachten, dass das Simulationsmodell bisher weder
fiir andere Brennstoffe als Diesel und Erdgas, noch fiir die Vorhersage
von Abgasemissionen validiert wurde.
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