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Kurzfassung

Die selektive katalytische Reduktion (SCR) mit Harnstoffwasserlosung ist ein effektives
Verfahren zur Reduzierung von Stickoxiden (NOy) im Abgas von Kraftfahrzeugen.
Hierbei wird die Harnstoffwasserlosung in den heiffen Abgasstrom eingespriiht und das
reduzierend wirkende Ammoniak wird durch die thermische Zersetzung von Harnstoff
und die Hydrolyse der entstehenden Isocyansaure freigesetzt. Die Gleichverteilung und
der Aufbereitungsgrad des Reduktionsmittels vor dem SCR-Katalysator werden auch
durch die Spray/Wand-Wechselwirkung beeinflusst und sind entscheidende Faktoren
fir den NO,-Umsatz.

Gegenstand dieser Arbeit ist die Untersuchung und Berechnung der physikalisch-
chemischen Vorginge von der Dosierstelle der Harnstoffwasserlosung bis zum Ein-
tritt des SCR-Katalysators. Der Einfluss des gelosten Harnstoffs auf die Tropfenver-
dunstung wird mit theoretischen Ansétzen untersucht. Die verschiedenen Interakti-
onsregime beim Tropfen/Wand-Kontakt von Harnstoffwasserlosung werden anhand
von Tropfenkettenvisualisierungen bestimmt und gegeneinander abgegrenzt. Aus Vi-
sualisierungen des Spray/Wand-Kontakts werden Erkenntnisse iiber die sekundéren
Sprayeigenschaften gewonnen. Zur Untersuchung des Warmeiibergangs bei der Spray-
kithlung werden Temperaturmessungen durchgefiihrt. Es werden Berechnungsansétze
zur Beschreibung der Verdunstung und Zersetzung der Tropfen, des Warmeiibergangs
zwischen Wand und Tropfen, der Spray/Wand-Interaktion und der Wandfilmbildung
und -verdunstung mit einer Ankopplung an Gasphase und Abgasrohr entwickelt. So-
wohl Tropfen als auch Wandfilm werden dabei mit einem Zwei-Komponenten-Ansatz
mit variablen Stoffwerten beschrieben. Die Modelle werden in das Strémungssimulati-
onsprogramm FIRE v8.4 implementiert und mit Messdaten validiert.

Als Randbedingung fiir die Simulation werden die Sprayparameter exemplarisch fiir
ein Drallventil bestimmt. Die Eignung des eingesetzten Euler-Lagrange-Verfahren fiir
die Simulation der Reduktionsmitteldosierung wird anhand eines Vergleichs der be-
rechneten Sprayausbreitung unter dem Einfluss einer Queranstromung mit Laserlicht-
schnittaufnahmen nachgewiesen.

Abschlieflend wird die Modellierung der Prozesskette an einer realen Abgasgeometrie
bewertet. Der Vergleich zwischen Messung und Simulation zeigt, dass die Verteilung
des Reduktionsmittels von der Simulation qualitativ zufriedenstellend vorhergesagt
werden kann.

Das entwickelte Berechnungsprogramm ermdglicht einen detaillierten Einblick in die
einzelnen Prozesse und eine genaue Analyse der Aufbereitung und Gleichverteilung
des Reduktionsmittels in beliebigen Abgasgeometrien. Es kann somit als Entwick-
lungswerkzeug bereits in der Auslegungsphase einer Abgasanlage eingesetzt werden.






Abstract

The selective catalytic reduction (SCR) based on urea-water-solution is an effective
technique to reduce nitrogen oxides (NOy) emitted from engines. Urea-water-solution
is sprayed into the hot exhaust stream and subsequently the reducing agent ammonia
is generated by the thermal decomposition of the urea and the hydrolysis of isocyanic
acid. The resulting spatial distribution and preparation of the reducing agent upstream
to the catalyst are also affected by the spray/wall-interaction. Both are crucial factors
for the conversion of NOy.

This work focuses on the physical and chemical processes appearing from the injec-
tion point of the urea-water-solution to the entrance of the SCR-catalyst and their
modelling. The influence of the solved urea on the droplet evaporation is investiga-
ted using theoretical models. Visualisations of droplet chain impingement on a heated
surface are used to identify the different impingement regimes for urea-water-solution.
Visualisations of the spray/wall-interactions are carried out at different boundary con-
ditions to analyse the secondary spray behaviour. The transient evolution of the wall
temperature is measured to investigate the heat transfer during spray cooling. Based
on own experiments and literature data numerical models for the evaporation and de-
composition of the droplets, the droplet-wall heat transfer, the spray/wall-interaction
and the formation and evaporation of the wall film including the coupling to gas phase
and exhaust tube are developed. Both droplets and wall film are described using a
two-component approach with variable fluid properties. All models are implemented
in the commercial CFD code FIRE v8.4 and verified with experimental data.

The spray parameters as a boundary condition for the simulation are evaluated for
a swirl atomizer exemplary by using visualisations, patternator measurements and
phase-doppler anemometer results. A comparison between the calculated spray propa-
gation under cross flow conditions with light sheet illuminations shows the applicability
of the used Eulerian-Lagrangian approach for the injection of urea-water-solution.

Finally the modelling of the different processes is evaluated using the distribution of
the reducing agent in a real exhaust system setup. The comparison between calculated
and measured distribution shows qualitatively sufficient agreement.

The developed numerical models allow a detailed investigation of the different processes
at the injection of urea-water-solution and a precise evaluation of the preparation and
spatial distribution of the reducing agent in any exhaust system setup. It can be used
as a development tool during the layout of the exhaust configuration to optimize the
positioning of injector, mixing element and SCR catalyst.
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1 Einleitung

Bei der motorischen Verbrennung fossiler Kraftstoffe entstehen neben den Verbren-
nungsprodukten Wasserdampf, H,O, und Kohlendioxid, CO,, zwangslaufig uner-
wiinschte Nebenprodukte [122]. Dazu zidhlen Kohlenmonoxid, CO, unverbrannte Koh-
lenwasserstoffe, CyHy, Partikel, PM, und Stickoxide, NOy, die alle eine erhebliche Be-
lastung fiir Mensch und Umwelt darstellen. Deshalb gelten hierfiir Schadstoffgrenzwer-

te, welche vom Gesetzgeber kontinuierlich verscharft werden.

Die Entstehung von Schadstoffen héngt stark von der Betriebsfithrung des Motors ab.
Beim A-geregelten Ottomotor, der bei einem Luftverhéltnis von A ~ 1 arbeitet, hat
sich als Konzept fiir die Abgasreinigung der Drei-Wege-Katalysator durchgesetzt [16].
Fiir den Dieselmotor ist dieses Verfahren aufgrund der mageren Betriebsweise (A > 1)
nicht einsetzbar [20]. Bedingt durch die inhomogene Gemischbildung und einen ho-
hen Luftiiberschuss entstehen bei der dieselmotorischen Verbrennung hauptséchlich
die Schadstoffe Partikel und Stickoxide. Die Partikel resultieren aus Bereichen mit
Luftmangel (A < 1) durch unvollstindige Verbrennung. Die Stickoxide entstehen maf-
geblich in Bereichen mit nahe-stochiometrischem Gemisch durch hohe Temperaturen

in der Brennkammer (siche Warnatz et al. [122]).

In der Vergangenheit wurde diese Eigenschaft des Dieselmotors bei der Gesetzgebung
beriicksichtigt. Derzeit gelten fiir Dieselfahrzeuge hohere NO,-Grenzwerte als fiir Fahr-
zeuge mit Ottomotor [127]. Zukiinftig muss jedoch damit gerechnet werden, dass auch
in Europa fiir mit Diesel und Benzin betriebene Fahrzeuge dieselben Grenzwerte gel-
ten werden, wie dies in den USA mit der Abgasrichtlinie Tier 2 bereits eingefiihrt
wurde. Die maximal erlaubten NO,-Emissionen liegen hierbei wesentlich niedriger als
heute. Tabelle 1.1 stellt auszugsweise die aktuellen und zukiinftigen Grenzwerte fiir
Personenkraftwagen (PKW) in Europa und den USA dar.

Durch die niedrigen Grenzwerte wachsen auch die Anforderungen an die Abgasnachbe-
handlung beim Dieselmotor, da allein durch innermotorische Mafinahmen die Grenz-

werte zukiinftig nicht mehr oder nur mit groilem Aufwand erreicht werden kénnen [20].



1 Einleitung

Tabelle 1.1: Emissionsgrenzwerte fiir Diesel-lPKW in der EU und den USA (fiir
120000 mi, FTP) nach www.dieselnet.com [127], USA-Grenzwerte umge-
rechnet von g/Meile in g/km

Klasse Datum  NOy [g/km] PM [g/km)]
Euro 4 ab 2005 0.25 0.025
Euro 5 (Entwurf) ab 2008 0.18 0.005
Tier 2 bin 9 bis 2007 0.186 0.037
Tier 2 bin 5 ab 2008  0.043 0.006

Das Gesamtsystem, bestehend aus Einspritzung, Verbrennung, Abgasnachbehandlung
und Motorsteuerung muss hinsichtlich der Emissionen, des Verbrauchs, der Fahrdyna-

mik und der Kosten optimiert werden.

Je nach Zielsetzung konnen zur Erreichung der Abgasgrenzwerte unterschiedliche Kon-
zepte verfolgt werden, wie Abbildung 1.1 beispielhaft aufzeigt (vgl. auch Maus und
Briick [79]). Die NOx— und Partikelemissionen zeigen durch ihre Abhéngigkeit von

Partike
] ‘ ohne AGR
mit AGR!
Y Rohemissionen
\
%rbrauchsvorteile
DPF ST
Tier 2 bin 5
¢ | v
' SCR

»
>

NO

X

Abbildung 1.1: Konzept zur Einhaltung der Abgasgrenzwerte am Beispiel Tier 2 bin 5

der Temperatur und Luftzahl einen gegenldufigen Trend. Fiir jede Fahrzeugklasse
muss das optimale Abgasnachbehandlungskonzept, bestehend aus innermotorischen
Mafinahmen und einer Kombination sekundéarer Abgasnachbehandlungskomponenten,
gefunden werden. Bei der dieselmotorischen Abgasnachbehandlung haben sich folgende

Komponenten etabliert:



Diesel-Oxidationskatalysator (DOC)

Der DOC oxidiert unverbrannte Kohlenwasserstoffe und CO bei Luftiiberschuss zu
HyO und CO5 [17, 91]. Weiterhin wird ein Teil des NO zu NO, oxidiert. DOC be-
stehen aus einer keramischen oder metallischen Trégerstruktur. Diese ist mit einer
Vielzahl diinnwandiger Kanéle durchzogen, die von dem zu reinigenden Abgas durch-
stromt werden. Auf dem Trédgermaterial ist eine Oxidschicht mit katalytisch aktiver

Beschichtung aus Platin und/oder Palladium aufgebracht.

Dieselpartikelfilter (DPF)

Beim DPF wird grundsétzlich zwischen zwei Funktionsweisen unterschieden (vgl. auch
Kolke et al. [65] und Peck [91]): Wandstromfilter, bei denen das Abgas eine poré-
se Wand durchdringt und Durchflussfilter, die aus diinnen Stahlfolien mit gezielter
Stromungsleittechnik aufgebaut sind. Letztere werden aufgrund des geringen Filter-
wirkungsgrads von 30 - 40 % nur bei der Nachriistung eingesetzt. Wandstromfilter
besitzen einen Filterwirkungsgrad von iiber 90 %, wobei zwischen Oberflichenfilter
und Tiefenfilter unterschieden wird. Als Filtermaterialien kommen meistens Kerami-
ken, z.B. Cordierit oder Siliziumcarbid, zum Einsatz. Die Ruflpartikel lagern sich im
Filter hauptséchlich durch Adhésion an der porosen Wand ab. Dadurch steigt der
Druckverlust an, weshalb die eingelagerten Partikel von Zeit zu Zeit abgebrannt wer-
den miissen. Zur Initialisierung der Regeneration sind Abgastemperaturen von iiber
873 K erforderlich. Diese werden durch eine angepasste Einspritzung in den Brenn-
raum oder durch Einspritzung und Oxidation von Kraftstoff im Abgassystem erreicht.
Alternativ wird die notwendige Temperatur durch Zugabe von katalytisch wirksamen
Additiven oder durch eine katalytische Beschichtung des Filters herabgesetzt.

NOy-Speicherkatalysator (NSC)

Der NSC kann bei Luftiiberschuss NOy chemisch reversibel binden (siche z.B. Koop
und Deutschmann [66]). Die Ausspeicherung erfolgt bei Luftmangel in fettem Ab-
gas, wobei das NOy stufenweise zu Ny reduziert wird. Da nur NO,, jedoch nicht NO
direkt eingespeichert werden kann, muss der NO-Anteil durch einen vorgeschalteten
oder integrierten DOC zu NOy oxidiert werden. Speicherkatalysatoren bestehen aus

einer Tragerstruktur und einer Beschichtung aus Carbonaten oder Oxiden von Alkali-
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und Erdalkalimetallen als Speicherkomponente. Zur Reduktion bei der Ausspeicherung

werden Edelmetallbeschichtungen eingesetzt.

Selektive katalytische Reduktion (SCR)

Das in der Kraftwerkstechnik seit den spéaten 1970er Jahren etablierte SCR-
Verfahren beruht auf der selektiven Reduktion von Stickoxiden am Katalysator
bei Zugabe des Reduktionsmittels Ammoniak, NHjz [17]. Hierfiir werden zumeist
Vanadium-/Titandioxid-Katalysatoren oder Zeolithe verwendet. Die Stickoxide wer-

den iiber verschiedene Reaktionen reduziert (vgl. Koebel et al. [62, 64]):

ANH;3 +4NO + O, = 4N, 4 6H,0 (1
2NH; + NO + NO; = 2N, + 3H,0 (1.
ANH; + 6NO = 5N, + 6H,0 (1
8NH; + 6NO, = 7N, + 12H,0 (1

Diese Bruttoreaktionen werden aufgrund der Reaktionsgeschwindigkeit in der Litera-
tur mit Standard-SCR-Reaktion (Gleichung (1.1)), schnelle SCR-Reaktion (Gleichung
(1.2)) und langsame SCR-Reaktion (Gleichung (1.3)) bezeichnet. Die schnelle SCR-
Reaktion erfordert das Vorhandensein von NO, und verbessert das Umsatzverhalten
bei niedrigen Abgastemperaturen [64]. Unerwiinschte Nebenreaktionen sind unter an-
derem die Nitratbildung bei niedrigen Temperaturen und die Lachgasbildung bzw. die
Ammoniakoxidation bei Temperaturen oberhalb =~ 673 K bzw. ~ 573 K.

In der mobilen Anwendung ist das Mitfithren von Ammoniak aus Sicherheitsgriinden
nicht moglich. Hier hat sich in den letzten Jahren die Dosierung von Harnstoffwas-
serlosung (Markenname: "AdBlue”) zur Reduktionsmittelbereitstellung durchgesetzt.
Diese wird in einem separaten Tank im Fahrzeug mitgefithrt und mittels einer Do-
siereinrichtung vor den SCR-Katalysator in das heifle Abgas eingediist [63]. Bei der
thermische Zersetzung von Harnstoffwasserlosung wird Ammoniak freisetzt. Dabei be-
einflussen neben der Verdunstung und Zersetzung auch Wandeffekte mafigeblich die
Gleichverteilung und den Aufbereitungsgrad des Reduktionsmittels am Eintritt des
SCR-Katalysators [13]. Die einzelnen Phdnomene sind jedoch teilweise noch nicht aus-

reichend verstanden.

Nur durch eine optimale Auslegung des Abgassystems kénnen eine gute Gleichvertei-

lung und somit hohe NO,-Umsétze sichergestellt werden. Dies ist zwingend notwendig



fiir die Einhaltung der Abgasnormen und zur Vermeidung von Ammoniak-Schlupf
oder unnotig hohem Reduktionsmittelverbrauch. Die Optimierung erfordert einen ho-
hen Applikationsaufwand, welcher fiir jede neue Abgasanlagengeometrie aufzubringen
ist. Die numerische Simulation erméglicht einen detaillierten Einblick in die ablaufen-
den Prozesse und kann zum Versténdnis der physikalischen und chemischen Vorgénge
beitragen. Weiterhin lassen sich in der Simulation relativ einfach Betriebsparameter
variieren und deren Einfluss abschétzen, was zur Reduzierung des Versuchsaufwands

in der Entwicklung und der Applikation beitragen kann.






2 Einspritzung von Reduktionsmittel
fur SCR-Verfahren

Die Aufbereitung des Reduktionsmittels bei der Eindiisung von Harnstoffwasserlo-
sung wird in diesem Kapitel genauer erlautert. Danach werden die in der Literatur
beschriebenen Ansitze zur Berechnung der Reduktionsmitteldosierung aufgezeigt und
die Zielsetzung fiir diese Arbeit abgeleitet. AbschlieBend wird das in dieser Arbeit

eingesetzte und erweiterte Stromungssimulationsprogramm FIRE [9] vorgestellt.

2.1 Reduktionsmittelaufbereitung

Fiir das SCR-Verfahren wird Harnstoffwasserlosung (HWL) mit einem Harnstoffan-
teil von 32.5 Massen-% eingesetzt. Tabelle 2.1 vergleicht einige Stoffeigenschaften von
HWL mit denen von Wasser bei Umgebungstemperatur. Der Einfluss des gelosten
Harnstoffs auf die Stoffwerte ist bei Raumtemperatur gering. Er nimmt jedoch bei der
Verdunstung im heilen Abgas zu [33]. Tabelle 2.2 zeigt typische Betriebsbedingungen

Tabelle 2.1: Stoffeigenschaften von Wasser und HWL (nach DIN 70070) bei 298 K

Wasser HWL
Dichte 998 kg/m? 1087 kg/m?
spezifische Warmekapazitat 4183 J/kgK 3395 J/kgK
dynamische Viskositét 0.0010 kg/ms 0.0013 kg/ms
Wiirmeleitfahigkeit 0.598 W/mK 0.564 W/mK
Oberflachenspannung 0.073 N/m 0.075 N/m

bei der HWL-Einspritzung [14]. Dabei erzeugen luftunterstiitzte Systeme, wie sie fiir
die Nutzfahrzeug-Anwendung (NKW) bereits in Serie sind, tendenziell kleinere Tropfen
mit groferen Geschwindigkeiten. Fiir einen hohen NO,-Umsatz im SCR-Katalysator
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Tabelle 2.2: Typische Randbedingungen bei der HWL-Dosierung

Abgasstrang

Abgasgeschwindigkeit 5-100 m/s
Abgastemperatur 440 - 900 K
Wandtemperaturen 390 - 850 K
HWL-Spray

Sauterdurchmesser 10 - 120 pm
Einspritzgeschwindigkeit 10 - 80 m/s

ist eine homogene Verteilung des Reduktionsmittels und ein moéglichst hoher Aufbe-
reitungsgrad an der Eintrittsfliche des Katalysators notwendig. Im Katalysator selbst

findet kein Stoffaustausch zwischen den Einzelkanilen statt.

Die Aufbereitung von HWL von der Dosierstelle bis zum Eintritt des SCR-Katalysators
erfolgt iiber verschiedene physikalische und chemische Prozesse. Diese sind in Abbil-

dung 2.1 schematisch dargestellt.

Dosierung
Abgasrohr
Verdunstung
o o
Strémung A ° oO o o Zersetzung Hydrolyse
—> 5 o °
° . Filmverdunstung/-zersetzung

Warmeiibergang ® @ ogo Filmbildung é Filmtransport

Tropfen/Wand-Interaktion

Abbildung 2.1: Prozesskette bei der Einspritzung von Harnstoffwasserlosung

Nach der Einspritzung werden die Tropfen durch konvektiven Warmeiibergang vom
Abgas aufgeheizt und die Tropfenverdunstung beginnt. Die Einspritzung von HWL
ist mit der Sprithtrocknung vergleichbar. Der Unterschied zu einem klassischen Trock-
nungsprozess ist, dass die Temperaturen im Abgas hoher sind und der erhaltene Fest-
stoff nach der Trocknung weiter erhitzt und thermisch zersetzt wird. Der feste Harnstoff

geht bei der Thermolyse in gasformigen Ammoniak und Isocyanséure iiber [62, 128|:



2.2 Stand der Modellierung der Reduktionsmitteleindiisung

Letztere reagiert bei der Hydrolyse mit Wasserdampf in der Gasphase zu Ammoniak
und Kohlendioxid:

Aufgrund der Betriebsbedingungen (siehe Tabelle 2.2) und der langsamen Verdunstung
und Zersetzung trifft ein Teil des Reduktionsmittels in fliissiger Form auf den Kata-
lysator, die Abgasrohrwand oder andere Oberflichen, z.B. Mischer. Besonders in der
PKW-Anwendung [38], bei welcher Dosiersysteme ohne Luftunterstiitzung bei kleinen
Abmessungen des Abgasrohrs eingesetzt werden, tritt nennenswerter Wand-Kontakt

auf.

Beim Tropfen/Wand-Kontakt kénnen eine Vielzahl von verschiedenen Phénomenen
ablaufen (siehe z.B. Bai und Gosman [11]). An der heiflen Wand tritt Tropfenzerfall
oder ein Abprallen des Tropfens auf. Der Tropfenaufprall fithrt zu einer lokalen Aus-
kithlung der Wand (vgl. Wachters und Westerling [121]). Benetzung und die Bildung
eines Wandfilms kénnen die Folge sein, falls die Wandtemperatur unter einen kritischen
Wert sinkt, siehe Birkhold et al. [13]. Verdunstung und Zersetzung des Wandfilms fiih-
ren zu einer weiteren Abkiihlung. Es konnen sich unerwiinschte Ablagerungen aus

Melamin-Komplexen bilden, siche Fang und DaCosta [41].

2.2 Stand der Modellierung der

Reduktionsmitteleindiisung

In der Literatur finden sich keine Studien, welche den Einfluss von gelostem Harn-
stoff auf die Verdunstung von Wasser aus einem HWL-Tropfen untersuchen. Fiir die
Simulation werden deshalb vereinfachte Modelle zugrunde gelegt. Dabei werden, so-
weit nicht anders angegeben, die Tropfen als Lagrange Phase betrachtet (siehe Kap.
4.1.2). Auf die Modellierung des Spray/Wand-Kontakts von HWL wird in keiner der

nachfolgenden Arbeiten eingegangen.

Cremer et al. [30] betrachten die selektive, nicht-katalytische Reduktion oberhalb
1100 K bei der Rauchgasreinigung. Die Chemie des Tropfens wird in zwei Schritten
modelliert: 1. Verdunstung von reinem Wasser und 2. thermische Zersetzung von fes-
tem Harnstoff. Der zweite Schritt 1duft erst ab, wenn das Wasser komplett verdunstet

ist. Dabei nehmen die Autoren aufgrund der hohen Temperaturen eine rasche Zerset-
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zung des Harnstoffs an. Die weitere Umsetzung der Isocyansédure erfolgt in diesem Fall
nicht iiber eine Hydrolysereaktion, sondern iiber Radikalreaktionen. Die Gleichvertei-
lung des aufbereiteten Ammoniak hat sich als limitierender Faktor fiir die weiteren

Reaktionen herausgestellt.

Deur et al. [32] berechnen die selektive, katalytische Reduktion mit Dosierung von
HWL und detaillierter Oberflaichenchemie. In der Simulation wird anstelle von HWL
vereinfacht Wasser eingespritzt. Die Thermolyse wird spontan im Vergleich zur Ver-
dunstung angenommen. Die Hydrolyse der Isocyanséure erfolgt nur auf der Oberflache

eines Hydrolysekatalysators.

Braun und Lehnen [18] stellen drei verschiedene Ansétze fiir die Modellierung der Do-
sierung von HWL mit Luftunterstiitzung ohne Verdunstung und chemische Reaktionen
gegeniiber: Im ersten Ansatz wird die Stromung beim Passieren einer bestimmten Fl&-
che mit einem passiven Skalar markiert. Mit dem zweiten Ansatz kann der Einfluss
der Luftunterstiitzung abgeschéitzt werden: Die Strémung aus den Spritzlochern des
Injektors wird explizit modelliert und wiederum mit einem Skalar markiert. Im letzten
Ansatz wird eine Lagrange Berechnung der Tropfenbahnen mit verschiedenen Tropfen-
groflenklassen vorgestellt. Es werden wiederum die Stoffwerte von Wasser verwendet.
Bei den beiden ersten Ansétzen zeigt sich eine starke Abhéngigkeit der Losung von
der Wahl des Diffusionskoeffizienten. Bei Beriicksichtigung der Luftunterstiitzung be-
einflusst zusétzlich die Wahl der Randbedingungen das Ergebnis. Diese hdngen vom
Betriebspunkt ab, was die Ubertragbarkeit auf andere Bedingungen einschrinkt. Der
Lagrangesche Ansatz ist der genaueste, es wird jedoch eine TropfengroBenverteilung

als Eingangsgrofle fiir die Berechnung benotigt.

Kim et al. [57] wenden ein Ausgasungsmodell mit Reaktionsansatz erster Ordnung an,
wobei jedoch das Auftreten von Isocyansédure unberiicksichtigt bleibt. Die Kinetikpara-
meter bestimmen sie durch eine Anpassung an gemessene Ammoniakkonzentrationen.
Chen und Williams [27] gehen in Ermangelung kinetischer Daten von einer spontanen
Thermolyse aus. Van Helden et al. [46] verwenden Wasser anstelle von HWL fiir ihre
CFD-Untersuchungen und berechnen die Reduktionsmittelkonzentration aus dem lo-
kalen Wasserdampfgehalt. Wurzenberger und Wanker [126] modellieren die thermische
Zersetzung von Harnstoff als homogene Gasphasenreaktion, die nach der Verdunstung
von HWL zu Wasserdampf und gasformigen Harnstoff folgt. Die Verdunstung von

HWL wird iiber die Verdunstung von reinem Wasser angenéhert.
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2.3 Zielsetzung der Arbeit

2.3 Zielsetzung der Arbeit

Es sind derzeit keine Arbeiten bekannt, welche den Einfluss von gelostem Harnstoff auf
das Verdunstungsverhalten theoretisch beschreiben. Fiir die Beschreibung der thermi-
schen Zersetzung von Harnstoffpartikeln gibt es keinen giiltigen Berechnungsansatz.
Daher werden diese beiden Aspekte, Verdunstung und Thermolyse, in einem ersten
Abschnitt eingehend untersucht und Berechnungsverfahren fiir den Einsatz in der Stro-

mungssimulation vorgestellt.

Die eingesetzten Berechnungsansétze fiir die Spraysimulation werden exemplarisch
fiir ein Drallventil auf ihre Eignung fiir die HWL-Dosierung iiberpriift. Dabei wird
die Berechnung der Sprayausbreitung in ruhender Umgebung und der Einfluss einer
Queranstromung anhand der Vergleichs von Messung und Simulation bewertet und
diskutiert.

Aufler den aktuellen Untersuchungen von Musa et al. [84] zur Verdunstungszeit von
HWL-Tropfen auf einer heiflen Oberfléchen finden sich in der Literatur keine Hinweise
auf das Verhalten von HWL-Tropfen beim Wandkontakt. Sowohl der Warmeiibergang
als auch die Tropfendynamik beim Aufprallen auf Oberflichen sind bis jetzt nicht be-
schrieben worden. Es werden deshalb Visualisierungen zum Tropfen/Wand-Kontakt
an Einzeltropfen durchgefiihrt. Mit den gewonnenen Erkenntnissen wird ein bestehen-
des Spray/Wand-Interaktionsmodell [68] fiir HWL weiter entwickelt. Das Modell wird
durch den Vergleich mit Visualisierungen des Spray/Wand-Kontakts bei verschiede-
nen Randbedingungen {iberpriift. Zur Untersuchung der Spraykiihlung werden Tem-
peraturmessungen in einem Stromungskanal durchgefithrt und darauf aufbauend ein
Berechnungsmodell aufgestellt, das den Warmeiibergang zwischen Tropfen und Wand
beschreibt.

Ziel dieser Arbeit ist es, ein grundlegendes Verstdndnis der physikalisch-chemischen
Vorgénge bei der Einspritzung und Aufbereitung von Harnstoffwasserlésung bei der
dieselmotorischen Abgasnachbehandlung zu erarbeiten. Es soll ein Berechnungsmodell
fiir die 3D-Stromungssimulation erstellt werden, mit dem die Gleichverteilung und der
Aufbereitungsgrad von Ammoniak vor dem SCR-Katalysator bestimmt werden kon-
nen. Die komplette Modellierung wird durch Vergleich mit der gemessenen Reduktions-
mittelverteilung in einem realen Abgasstrang bewertet, und es werden Moglichkeiten

sowie Grenzen der Simulation aufgezeigt.
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2 Einspritzung von Reduktionsmittel fiir SCR-Verfahren

2.4 Stromungssimulationsprogramm FIRE v8.4 [9]

Die in dieser Arbeit entwickelten Modelle zur Berechnung der Einspritzung von HWL
werden in das Simulationsprogramm FIRE v8.4 der AVL LIST GmbH [9] implemen-
tiert. FIRE [9] ist ein Finite-Volumen-Programmsystem zur Losung von stromungsme-
chanischer Fragestellungen mit einem Schwerpunkt in der automobilen Anwendung.
Hierfiir stehen eine Vielzahl von Modellen z.B. fiir die Berechnung kavitierender Stro-

mungen in Einspritzdiisen oder fiir die Motorsimulation zur Verfiigung.

Mit einem Spraymodul kann die Ausbreitung und Verdunstung von technischen
Sprays einkomponentiger Fluide bestimmt werden. Die Beschreibung der Spray /Wand-
Interaktion erfolgt innerhalb des Wandfilmmoduls, mit welchem auch Filmbildung,
-transport, und -verdunstung innerhalb festgelegter Parameterbereiche berechnet wer-
den kann. Gasphasenreaktionen konnen iiber eine Schnittstelle zu CHEMKIN [56]
beriicksichtigt werden. Abbildung 2.2 zeigt den Ablauf eines Zeitschritts bei der Be-
rechnung einer Gasstromung mit Spray- und Wandfilmmodul in FIRE [9].

v

Berechnung Spray
- Tropfenbewegung
- Tropfenverdunstung
- Tropfenzerfall
!
Berechnung Wandfilm
- Spray/Wand-Interaktion

- Filmbewegung
- Filmverdunstung

Zeitschrittschleife

!

Berechnung Gasphase
- Geschwindigkeit
- Druck
- Turbulenz

Abbildung 2.2: Ablauf eines Zeitschritts bei der Berechnung einer Gasstromung mit
Spray- und Wandfilmmodul in FIRE v8.4 [9]
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2.4 Stromungssimulationsprogramm FIRE v8.4 [9]

In die Berechnung der Tropfenphase und des Wandfilms gehen die lokalen Stromungs-
groffen der Gasphase ein. Nach deren Losung werden von den Modulen die Quellterme
an den Gasphasenloser iibergeben und der néchste Zeitschritt der Gasphase berech-
net. Die dabei zugrunde liegenden Berechnungsansétze fiir Gasphase, Tropfenphase
und Wandfilm werden in den Abschnitten 4.1.1, 4.1.2 und 5.4 detailliert erldutert.

Die in dieser Arbeit entwickelten Modelle und Modellerweiterungen werden grofiten-
teils direkt in den Quellcode des Spray- und Wandfilmmoduls integriert. Teilweise
erfolgte die Umsetzung auch iiber definierte Userschnittstellen. Das Spraymodul wird
um ein Modell zur Tropfenverdunstung und -zersetzung erweitert, welches die beiden
Komponenten Wasser und Harnstoff beriicksichtigt. Die Modelle fiir den Warmeiiber-
gang zwischen Tropfen und Wand und fiir die Spray/Wand-Interaktion werden im
Wandfilmmodul umgesetzt. Der Einfluss des gelosten Harnstoffs im Wandfilm auf den
Filmtransport sowie den Stoff- und Warmeiibergang wird durch die Einfiihrung einer
Zwei-Komponenten-Formulierung im Filmmodul beriicksichtigt. Dort werden auch die
Korrelationen fiir den Stoff- und Warmeiibergang fiir Wandtemperaturen zwischen Sie-
depunkt und Leidenfrostpunkt von HWL erweitert. Die Energiegleichung des Wand-
films wird mit einem adaptiven Zeitschrittverfahren gelost und mit der Energieglei-
chung der Wand gekoppelt. Letztere wird iiber eine Userschnittstelle des Gasphasen-

l6sers dargestellt.
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3 Tropfen

In diesem Kapitel wird die Verdunstung eines HWL-Tropfens unter Beriicksichtung der
Tropfenbewegung und variabler Stoffwerte mit verschiedenen Verdunstungsmodellen
untersucht. Es werden Berechnungsansétze fiir die thermische Zersetzung von Harn-
stoff vorgestellt und iiber den Vergleich mit Messdaten aus der Literatur iiberpriift
und bewertet. Der Einfluss der Hydrolyse auf die NHz-Freisetzung wird anhand von

Literaturdaten diskutiert.

3.1 Tropfenbewegung

Die Tropfenbewegung in einem Stromungsfeld wird bei der Lagrangschen Betrach-
tungsweise durch Integration der Bewegungsgleichung eines Einzelpartikels bestimmt.
Die Bewegungsgleichung fiir einen kugelférmigen Tropfen kann aus der Kréftebilanz
abgeleitet werden, siche Maxey und Riley [80],

dig = = =

mdﬁ :Fd+Fg+Fb. (31)

Die Widerstandskraft ﬁd lasst sich durch

— 1 - -
Fy= §pg Ad Od|urel|urel (32)

mit der Tropfenquerschnittsfliche A; und der Relativgeschwindigkeit ., = 4, — g4
berechnen. Der Widerstandsbeiwert C; wird iiber die Korrelation von Schiller und

Naumann [100] bestimmt:

241 4 0.15ReI%T)  Rey < 800
Cy={ ¢ (3.3)

0.44 Req > 800.
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3 Tropfen

Die Tropfen-Reynolds-Zahl ist definiert durch

_)7"8 D
Rey = M. (3.4)
Hg
Die Gewichtskraft bestimmt sich nach
Fy = Va(pa = py)d. (3.5)

Der Ausdruck F} beinhaltet weitere angreifende Krifte wie z.B. Basset-Kraft, Druck-
kraft, virtuelle Massenkraft, Saffman-Kraft und Magnus-Kraft. Aufgrund der geringen

Bedeutung konnen diese Kréfte hier vernachlissigt werden (siche z.B. Burger [22]).

Damit folgt fiir die Bewegung des Tropfens

dﬁd 3 ugC’dBed - . Pg \ =
_ g rd e — + A 3.6
dt 4 pgD? (g = ta) Pd 4 (36)

woraus die Tropfengeschwindigkeit durch Integration folgt. Den Bewegungsvektor des
Tropfens erhélt man durch Integration der Tropfengeschwindigkeit:
dZy

3.2 Tropfenverdunstung

In der Literatur finden sich eine Vielzahl von Ansétzen zur Tropfenverdunstung. Dabei
muss zwischen Arbeiten fiir Einkomponentenstoffe und Arbeiten, die die Mehrkompo-

nentenverdunstung behandeln, unterschieden werden.

Bei den frithsten Modellen von Godsave [44] und Spalding [111] fiir reine Stoffe werden
die Tropfenaufheizung und -verdunstung getrennt betrachtet. Erst nach dem Aufhei-
zen auf die Verdunstungstemperatur findet ein Massetransport statt. Die Lewiszahl
der Gasphase wird mit Le = 1 angenommen, die Stoffeigenschaften werden denjenigen
der Umgebungsluft gleichgesetzt. Diese Annahme fiihrt zum sogenannten D?-Modell,
bei dem der quadrierte Topfendurchmesser linear mit der Zeit abnimmt. Experimen-
telle Untersuchungen [94, 95| bestétigen dieses Verhalten fiir die Verdunstung von
Wassertropfen bei 293 bis 493 K Umgebungstemperatur. Durch die getroffenen Ver-

einfachungen liefert das Modell jedoch nur fiir die Anwendungen sinnvolle Ergebnisse,
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bei denen die Aufheizphase im Vergleich zur gesamten Tropfenlebensdauer vernach-

ldassigbar ist und eine konstante Tropfentemperatur vorliegt.

Nachfolgende Modelle beriicksichtigen die Kopplung von Warme- und Stoffiibergang
in der Gasphase. Bei den Rapid-Mixing Modellen wird von unendlich schnellen Trans-
portvorgangen in der Fliissigphase ausgegangen, was allerdings nur bei sehr langsamer
Verdunstung zutrifft. Law [72] gibt hierzu einen Uberblick.

Hubbard et al. [49] stellen ein Conduction-Limit-Modell auf, bei dem die instatio-
nére, eindimensionale Warmeleitung im Tropfen beriicksichtigt wird. Dabei wird die
eindimensionale Warmeleitungsgleichung auf einem mitbewegtem Gitter gelost. Die
Autoren berechnen die Verdunstung von Oktantropfen bei Driicken von 0.1 bis 1 MPa
und Umgebungstemperaturen von 873 bis 2273 K. Ein Vergleich von Berechnungen
mit verschiedenen Bezugsstoffeigenschaften fiir die Transportkoeffizienten in den Glei-
chungen fiir den Wirme- und Stoffiibergang und verénderlichen Stoffwerten zeigt die
beste Ubereinstimmung bei einer Referenztemperatur T}, f=T5+ (Tomp — T)/3 und

einer Referenzzusammensetzung Y,er = Y5 + (Yo — Y5)/3.

Abramzon und Sirignano [2] erweitern den Warmeleitungsansatz, indem sie eine er-
hohte Warmeleitfahigkeit zur Beriicksichtigung der konvektiven Stromung im Trop-
feninneren einfithren. Der Vergleich der Berechnungsergebnisse fiir n-Dekantropfen bei
1500 K und 1 MPa mit einer direkten numerischen Simulation zeigt eine gute Uber-
einstimmung, auch fiir eine instationdre Gasumgebung. Dieses sogenannte Effective-
Conduction-Modell ist zwischen dem Rapid-Mixing-Modell und dem Conduction-
Limit-Modell einzuordnen, die als physikalische Grenze den unendlich schnellen bzw.

diffusionsbestimmten Warmetransport betrachten.

Ein Uberblick iiber die géngigsten Verdunstungsmodelle fiir reine Stoffe bei der Spriih-
strahlberechnung findet sich z.B. bei Aggarwal et al. [5]. Die Autoren berechnen die
Verdunstung von Hexan-, Dekan- und Hexadekantropfen bei 1000 K und 1 MPa und
gehen in der Arbeit auch auf komplexere, achsensymmetrische Modelle ein, welche das
Wirbelsystem im Tropfen beschreiben. Fiir ruhende Tropfen empfehlen Aggarwal et al.
das Conduction-Limit-Modell, fiir umstromte Tropfen ein Wirbelmodell. Die Wirbelm-
odelle berechnen jedoch teilweise unrealistische Temperaturprofile [60] und werden im
Folgenden nicht weiter beschrieben. Sirignano [110] gibt eine gute Ubersicht iiber die
theoretischen Grundlagen verschiedener Ansitze zur Beschreibung der Verdunstung

sowohl fiir reine Stoffe als auch fiir Mehrkomponententropfen.
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3 Tropfen

Bei der Mehrkomponentenverdunstung werden, analog zum Rapid-Mixing-Modell fiir
reine Stoffe, hdufig Modelle verwendet, bei denen eine spontane Vermischung der ein-
zelnen Komponenten und eine gleichféormige Temperatur im Tropfen wahrend der Ver-
dunstung angenommen werden, siche Faeth [40]. Deshalb sind diese Modelle auf An-
wendungen mit sehr schnellem Warme- und Stofftransport beschréankt, siehe Sirignano
[109].

Landis und Mills [69] berichten erstmals von der Berechnung der diffusionsgesteuer-
ten Verdunstung eines bindren Tropfens (Pentan-, Hexan- und Heptan-Oktantropfen
bei 600 bis 2300 K und 0.1 MPa) und damit verbundenen Konzentrationsgradienten
im Tropfen. Sie 16sen die eindimensionale Diffusionsgleichung, weshalb dieses Modell
auch Diffusion-Limit-Modell genannt wird. Aufgrund der detaillierten Beschreibung
der Diffusion ist die Berechnung der zeitlichen Tropfenzusammensetzung und der Trop-
fentemperatur im Vergleich mit einem Mischungsmodell deutlich verbessert. Kneer et
al. [61] und Kneer [60] erweitern diesen Ansatz, indem sie die Differentialgleichungen
fiir die Tropfenphase mit temperatur- und konzentrationsabhéngigen Stoffwerten for-
mulieren. Bei dem erweiterten Ansatz zeigt sich fiir einen Hexan-Tetradekantropfen
bei 800 bis 2000 K und 1 MPa, dass die zeitliche Anderung der Dichte einen grofien
Einfluss hat.

Klingsporn [59] wendet den von Abramzon und Sirignano fiir die Warmeleitfihigkeit
eingefiihrten effektiven Transportparameter auch auf die Stoffdiffusion im Tropfen an
und leitet ein Effective-Diffusion-Modell ab. Die Annahme dabei ist, dass aufgrund der
erhohten Tropfentemperaturen fiir n-Heptan bei 773 K und 4.5 MPa die Bedingung
Prg = Scy fiir die Analogie zwischen Warme- und Stofftransport mit ausreichender

Genauigkeit erfiillt ist.

Law [72] begriindet anhand des Diffusion-Limit-Modell das Auftreten von Mikroexplo-
sionen. Diese kénnen auftreten, wenn es aufgrund der Anreicherung schwerfliichtiger
Komponenten an der Tropfenoberfliche lokal zu einer Uberschreitung der massenge-

wichteten kritischen Temperatur fiir Uberhitzung kommt.

Aggarwal [4] vergleicht fiir die Spriihstrahlberechnung von Mehrkomponententrop-
fen Rapid-Mixing-Modell, Diffusion-Limit-Modell und Wirbelmodell fiir n-Hexan-n-
Dekantropfen bei 1000 K und 1 MPa miteinander. Er kommt zu dem Ergebnis, dass
fiir die meisten Spriihstrahlanwendungen ein Diffusion-Limit-Modell zu empfehlen ist,
da die interne Zirkulation nur geringe Auswirkungen hat und die Berechnung mit ei-

nem Diffusion-Limit-Modell einfacher ist. Bei den Diffusion-Limit-Modellen miissen
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3.2 'Tropfenverdunstung

allerdings bei n Komponenten im Tropfen (n-1) Speziesgleichungen gelost werden. Fiir
reale Kraftstoffe mit zum Teil mehreren hundert Komponenten ist dies nicht mog-
lich. Es gibt Ansédtze, mehrere Komponenten zusammenzufassen, um die Anzahl der
Gleichungen zu reduzieren oder den Kraftstoff mit einer Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktion abzubilden. Wegen dieser Problematik und des generell hoheren numerischen
Aufwands der Diffusionsmodelle gegeniiber den Mischungsmodellen geht der Trend zu
erweiterten Mischungsmodellen, die den diffusiven Widerstand im Tropfen beriicksich-

tigen.

Makino und Law [77] zeigen, dass die Peclet-Zahl, gebildet als Verhéltnis von
Oberflaichenabnahme durch Verdunstung zu Diffusionskoeffizient in der Fliissigpha-
se, der Parameter ist, der den diffusiven Widerstand im Tropfen beschreibt. Fiir die
Verdunstung von Kraftstoffen bedeutet dies, dass bei groflen Peclet-Zahlen die Trop-
fenzusammensetzung konstant bleibt, wihrend bei kleinen Peclet-Zahlen die einzelnen

Komponenten nacheinander verdunsten.

Chin [28] leitet daraus ein Modell fir die Verdunstung realer Kraftstoffe ab, bei dem
der Dampfdruck an der Tropfenoberfliche und die Molmasse des Kraftstoffdampfes mit
einer Funktion approximiert werden, in die die Peclet-Zahl und die bereits verdampfte
Tropfenfraktion eingehen. Das Modell zeigt eine gute Ubereinstimmung mit experi-
mentellen Ergebnissen fiir verschiedenen Treibstoffe (Jet A-1, DF-2 und JP-4) und fiir
Temperaturen von 230 bis 2300 K bei Umgebungsdruck. Dieser Destillationskurven-
Ansatz wird von mehreren Autoren fiir Spriithstrahlberechnungen [93] und Realgasef-
fekte [23, 24] erweitert und validiert. Da dieses Modell eine gleichformige Temperatur-
verteilung im Tropfen annimmt, ist es nur fiir kleine Biot-Zahlen in der Fliissigphase

giiltig. Ebenso werden konvektive Effekte im Tropfen nicht beriicksichtigt.

In Tabelle 3.1 sind charakteristische Zeiten bei der Verdunstung eines Wassertrop-
fens unter typischen SCR-Bedingungen dargestellt. Daraus lédsst sich ableiten, dass
bei der Verdunstung nur geringe Temperaturgradienten im Tropfen zu erwarten sind
(Teond << Tuap). Der diffusive Stofftransport fiir gelosten Harnstoff im Tropfen ist im
Vergleich zur Zeitdauer fiir die Tropfenverdunstung langsam (74 > Tepap). Es wird
sich ein ausgepragter Konzentrationsgradient im Tropfen einstellen. Die Konvektionss-
tromung im Tropfen durch die Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und Gasphase
bildet sich sehr schnell aus (74,4). Die Transportprozesse im Tropfen werden dadurch
allerdings maximal um den Faktor ~ 2.7 beschleunigt [2]. Dieser Effekt tritt nur zu

Beginn der Tropfenverdunstung auf, da die Relaxationszeit des Tropfens (7;) deutlich
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Tabelle 3.1: Charakteristische Zeiten bei der Verdunstung eines Wassertropfens mit
Dy =70 pm, Ty gmp = 673 K, 1y =20 m/s

Definition Beschreibung Zeit [s]
Tvap Verdunstungszeit 0.12

Teond = T2/ a4 Wiirmeleitung im Tropfen 8-1073
Taifr = 13/ Stoffdiffusion im Tropfen (geloster Harnstoff) 0.48

Thyd = Td/Us Ausbildung Konvektion im Tropfen, u, siehe [2] 3-107°

74 = paD3/(18u,) Tropfenrelaxationszeit 81073
Ty = Ta/Urel Transportprozesse in der Gasphase 1.8-1076

geringer ist als die Verdunstungszeit. Die Transportprozesse in der Grenzschicht der
Gasphase sind sehr schnell (7,), so dass diese als quasistationdr betrachtet werden
konnen. Da die Lewis-Zahl in der Grenzschicht der Gasphase deutlich von Le = 1
abweichen kann (hier Le = 0.84), muss dies in die Modellierung eingehen. Das Ver-
dunstungsmodell sollte auch den Einfluss des gelosten Harnstoffs beriicksichtigen. Die

gewahlten Modellansétze werden in den folgenden Abschnitten beschrieben.

3.2.1 Gasphase

Die Transportvorgénge in der Gasphase werden quasistationdr betrachtet, siehe auch
Faeth [40]. Dieser Ansatz ist fiir die Verdunstungsmodellierung unter den abgasty-
pischen Bedingungen geeignet, wobei fiir die Bestimmung der Stoffeigenschaften in
der Gasphase die 1/3-Regel [112] verwendet wird, vgl. auch Hubbard et al. [49]. Im
Rahmen dieser Arbeit wurden Vergleichsrechnungen am Institut fiir Technische Ther-
modynamik der Universitdt Karlsruhe durchgefiihrt. Dabei wurde die Verdunstung
von Wassertropfen in ruhender Umgebung mit detaillierter Diskretisierung der Grenz-
schicht bei einer Gastemperatur von 600 K und 800 K betrachtet. Der Vergleich mit

dem quasistationdren Ansatz in dieser Arbeit zeigt eine gute Ubereinstimmung.

Die Integration der Transportgleichungen fiir Masse und Enthalpie {iber die Tropfen-
grenzschicht fithrt zu analytischen Gleichungen fiir die zu bestimmenden Massen- und
Enthalpiestrome [2, 40]:

mmp = —Wdeg’Teng;,«efSh*ln (1 + BM) s (38)
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3.2 'Tropfenverdunstung

. vap,re T _T
Qcond = _mvap (Cp7 L f( 2 d)> : (39)

Br
Der Enthalpiestrom durch Verdunstung folgt aus

Hyap = —100ap hoap- (3.10)

Die Spalding-Zahlen fiir den Wérme und Stofftransport, By, und By, werden bestimmt

nach v v
By = W (3.11)
vap,s
und S 1
Br=(1+By) -1, = vwre 20 (3.12)

-
Cpgref Nu* Le

Erreicht die Tropfentemperatur wiahrend der Verdunstung den Siedepunkt, wird davon
ausgegangen, dass sich der Tropfen nicht weiter auftheizt. Der komplette Enthalpie-
strom zum Tropfen trigt somit zur Verdunstung bei. Der Verdunstungsmassenstrom

kann dann iiber folgende Beziehung berechnet werden:

)\ re
Tipap = —TDg—2"S Nu*In (1 4 By) (3.13)
Cpvap,ref
mit T _T
By — Cowaprer(Ty = Ta) (3.14)
hvap

Der vorgestellte Ansatz beriicksichtigt variable Lewis-Zahlen. Der Einfluss der Trop-
fenumstromung auf den Stoff- und Wérmeiibergang wird iiber die Sherwood- und

Nusselt-Korrelation nach Frossling [42] beriicksichtigt:
Sh* = 2+40.552 Re'/? Sc!/3 (3.15)
Nu* = 2+ 0.552 Re'/? Prl/? (3.16)
3.2.2 Phaseniibergang

Die Dampfkonzentration von Wasser an der Tropfenoberflache wird durch die lokale
Harnstoffkonzentration beeinflusst. Die Absenkung des Dampfdrucks ist exemplarisch
in Abbildung 3.1 an den Dampfdruckkurven von Wasser und HWL mit 32.5 wt% bzw.
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3 Tropfen

67.5 wt% zu erkennen. Die Dampfkonzentration hat einen starken Einfluss auf den
Verlauf der Verdunstung. Fiir die Berechnungen wird die Dampfdruckkorrelation von
Perman und Lovett [92] verwendet. Die Verdunstungsenthalpie von reinem Wasser
wird verwendet, da eigene Messungen mit HWL keine signifikante Abweichung von

den Daten fiir Wasser aus der Literatur [119] zeigen.

x104

—Wasser /
|- - -HWL (32.5 wt%) ,
8l - - HWL (67.5 wi%) S

10

Dampfdruck [Pa]
S

\)
T

880 300 320 340 360 380
Temperatur [K]

Abbildung 3.1: Dampfdruckkurve von Wasser und HWL (32.5 wt% und 67.5 wt%)

3.2.3 Fliissigphase

Um den Einfluss von gelostem Harnstoff auf die Verdunstung von Wasser bestimmen
zu konnen, werden drei unterschiedliche Verdunstungsmodelle verwendet, welche im
Folgenden néher erliutert werden. Die Anderung der Tropfenmasse wird jeweils aus

dem Verdunstungsmassenstrom bestimmt:

dmg .
W = mvap. (317)
e Rapid-Mixing-Modell (RM-Modell): Bei diesem Modell wird unendlich schnel-
ler Wérme- und Stofftransport in der Tropfenphase angenommen. Dies fiihrt
zu raumlich konstanter Tropfentemperatur und Tropfenzusammensetzung, wel-
che jedoch zeitlich variieren [40, 109]. Die Anderung der Tropfentemperatur be-

stimmt sich nach . .
de _ Qcond - Hvap
dt mqCpd )

(3.18)
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3.2 'Tropfenverdunstung

Die Konzentrationsdnderung im Tropfen folgt aus der Massenbilanz zu

dY, T
dt B mg

Y,. (3.19)

Diffusion-Limit-Modell (DL-Modell): Im Tropfen wird rein diffusiver Stoff- und
Warmetransport angenommen, der konvektive Transport wird vernachléssigt.
Die Diffusionsgleichungen werden unter Beriicksichtigung variabler Stoffwerte
gelost [61]:

2
8Td :& {(‘3 Td_'_ (2 1 1 8)\d+ﬁ( de _ur)> 8Td:| (320)

ot 2 lowr  \w ! Now ag \"dt dw

2
v, Ty [8 Y., . (2 1 0pg 100y  rq ( drq Ur>) 8Yu} (3.21)

ot i 0w \w  ppow T,ow TT,\"dt Jw
mit \
ag = —4—. (3.22)
Pd Cp,d

u, ist eine radiale Konvektionsstromung, die aufgrund des variablen Dichtefelds
im Tropfen auftritt und w der dimensionslose Radius r/r,. Die Randbedingungen
an der Tropfenoberfliche werden unter Beachtung der Gleichungen (3.8) - (3.10)

formuliert. Eine ausfiihrliche Herleitung dieses Ansatzes gibt Schramm [105].

Effective-Diffusion-Modell (ED-Modell): Das ED-Modell beriicksichtigt die durch
eine Tropfenumstromung entstehende Konvektionsstromung im Tropfen. Der An-
satz basiert auf dem DL-Modell, wobei die interne Konvektion durch Multipli-
kation der Transportkoeffizienten I", and A\; mit einer empirischen Korrektur, y,
abgebildet wird [2, 59]:

X = 1.86 + 0.86 tanh [2.245 log(Pey/30)] (3.23)

mit
pd s Dy cpa

Pe; —
€4q )\d

(3.24)
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3 Tropfen

Die maximale Geschwindigkeit an der Tropfenoberfliche, u,, bestimmt sich zu

1 fg
= —u R 3.25
U 32u lud eqCy ( )
mit
12.69

(3.26)

Cr = .
" RBP4 By

Als maximaler Wert fiir die Korrektur der Transportgréfien ergibt sich
Xmaz = 2.72.

Das RM- und das DL-Modell beschreiben die physikalischen Grenzen mit unendlich

schnellem bzw. rein diffusivem Transport. Es kann angenommen werden, dass das reale

Tropfenverhalten zwischen den Losungen der beiden Modelle liegt.

Da die Tropfentemperatur und die Harnstoffkonzentration wiahrend der Verdunstung

stark variieren, werden fiir die Untersuchungen variable Stoffeigenschaften verwendet.

Tabelle 3.2 gibt eine Ubersicht iiber die verwendenten Korrelationen fiir die Tropfen-

phase. Bei den Rechnungen wird angenommen, dass wahrend der Verdunstung keine

Kristallisation des Harnstoffs auftritt.

24

Tabelle 3.2: Korrelationen zur Berechnung der Stoffwerte der Fliissigphase

FEigenschaft Korrelation
Dichte Perman und Lovett [92]
Warmekapazitit Gmelin [33]

Dynamische Viskositét —Jager et al. [51]
Wiirmeleitféhigkeit VDI-Wirmeatlas [119]
Verdunstungsenthalpie VDI-Wirmeatlas [119]
Diffusionskoeffizient Longsworth [75] und Gmelin [33]




3.3 Thermische Zersetzung von Harnstoff

3.3 Thermische Zersetzung von Harnstoff

In diesem Abschnitt werden die ablaufenden Reaktionen bei der thermischen Zerset-
zung von Harnstoff diskutiert und zwei unterschiedliche Ansétze zur Berechnung der

Thermolyse von Harnstoffpartikeln vorgestellt.

3.3.1 Reaktionsschema

Die Zersetzung wassriger Harnstoflsungen findet nur in sehr geringem Umfang statt
[33]. Es gilt als abgesichert [58, 63], dass der Harnstoff bei der Einspritzung von HWL
hauptséchlich in zwei Schritten, der Thermolyse (3.27) und der Hydrolyse (3.28), zer-
setzt wird. Beim Erhitzen iiber den Schmelzpunkt von 406 K hinaus zerféllt Harnstoff
in Isocyansidure (HNCO) und Ammoniak (NH3) [33]. Der Verlauf der thermischen Zer-
setzung héngt erheblich von Heizrate und Schichtdicke ab [78]. Die Freisetzung von Iso-
cyansaure und Ammoniak lduft iiber die Zwischenstufe Ammoniumcyanat (NH;OCN),

welches durch Umlagerung aus Harnstoff entsteht [21]:

Die freiwerdende Isocyanséure ist duflerst reaktiv. Bei der Hydrolyse reagiert die Iso-

cyansaure mit Wasserdampf:

HNCO + H,0 = NHj + COs,. (3.28)

Wird die thermische Zersetzung des Harnstoffs durch zu langsame Wéarmezufuhr ver-
zogert, kann es zu Nebenreaktionen kommen [104]. Verbleibender Harnstoff kann mit

der primér entstehenden Isocyansdure zu Biuret reagieren:

Bei rascher Erwarmung des Reaktionsgemisches dominiert die Trimerisierung der Iso-

cyansiure zur zyklischen Cyanursiaure:

3HNCO = (HNCO); (3.30)
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Eine weitere Reaktionsmoglichkeit der Isocyansdure besteht in der Bildung von Cya-
melid, einem Polymer, dessen Struktur nicht genau bekannt ist [21]. Weitere Folgepro-

dukte sind Ammelin, Ammelid und Melamin, siche auch Fang und DaCosta [41].

Kazarnovski und Malinka [55] untersuchen den thermischen Zerfall von Harnstoff unter
dem Druck der Reaktionsgase im Temperaturbereich von 405 bis 673 K. Dabei stellt
sich heraus, dass zwischen Ammoniumcyanat und den Zersetzungsprodukten Isocyan-
sdure und Ammoniak ein reversibles Gleichgewicht besteht; die Bildung von Biuret

aus Harnstoff und Isocyansédure begiinstigt den Verbrauch des Cyanats.

Lienhard [74] zeigt anhand von Dampfdruckkurven fiir festen und geschmolzenen Harn-
stoff, dass die thermische Zersetzung theoretisch schon bei 373 K beginnen miisste; dies
findet sich jedoch in der Literatur nicht bestétigt und steht auch im Widerspruch zu
den Angaben in Daubert und Danner [31] und Gmelin [33].

Buchholz [21] gibt eine Zersetzungskinetik fiir die Thermolyse bei Heizraten von 0.2
bis 5 K/min an, mit dem der dimensionslose Umsatzgrad von Harnstoff bestimmt
wird. Dieser ist jedoch von der Ausgangsmasse bzw. Oberfliche unabhéngig und kann
deshalb nicht fiir die Zersetzungsmodellierung eines Harnstoffpartikels herangezogen
werden. Der Autor fithrt eine thermodynamische Analyse durch, wobei vier Reaktionen
beriicksichtigt werden: 1. Thermolyse von Harnstoff, 2. Hydrolyse von Isocyanséure,
3. Bildung von Cyanursdure und 4. Bildung von Biuret. Es wird vereinfacht davon aus-
gegangen, dass der Harnstoff gasférmig vorliegt und alle folgenden Reaktionen in der
Gasphase ablaufen. Daraus folgt, dass im Temperaturbereich von 423 bis 773 K theo-
retisch von einer nahezu vollstdndigen Umsetzung von Harnstoff ausgegangen werden
kann. Ab einem stochiometrischen Verhéltnis von Wasserdampf zu Harnstoff zeigt sich
eine komplette Umsetzung zu Ammoniak. Nebenprodukte wie Isocyansiure, Cyanur-

saure und Biuret sind hier nicht mehr stabil.

Ostrogovich und Bacaloglu [89] bestimmen die Kinetik der Thermolyse in der Schmelze
bei 433 bis 483 K. Sie nehmen an, dass der Prozess nullter Ordnung ist und parallel
eine Deshydratation des Harnstoffs in Cyanamid und Wasserdampf stattfindet. Diese
ist allerdings durch die groflere Aktivierungsenergie kinetisch weniger begiinstigt. Die
angegebenen kinetischen Daten fiir die Thermolyse konnen aus denselben Griinden wie
die von Buchholz nicht zur Zersetzungsmodellierung eines Harnstoffpartikels verwendet

werden.
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Schmidt [103] berichtet bei einer raschen Erhitzung von Harnstoff im Wirbelschichtre-
aktor auf 573 bis 693 K von einem direkten Ubergang von Harnstoff auf seine gasfor-
migen Produkte. Derselbe Autor berichtet in [104] iiber einen praktisch vollstandigen
Zerfall in Isocyansdure und Ammoniak in der Wirbelschicht bei einer raschen Erhit-
zung innerhalb von maximal einer Sekunde auf Temperaturen {iber 553 K. Als Neben-
produkt wird lediglich eine geringe Menge Cyanursdure gebildet, die durch sekundére
Trimerisation eines Teils der Isocyansédure entsteht. Bei Eindiisung von feinst verteil-
tem fliissigen Harnstoff bilden sich gréflere Mengen Cyanursdure. Dies und visuelle
Beobachtungen des Autors bekréftigen den direkten Phaseniibergang fest-gasformig

ohne Fliissigphase des festen Harnstoffs.

Der von Schmidt angegebene nahezu vollstindige Ubergang in Isocyansiure und Am-
moniak deckt sich auch mit Beobachtungen von Koebel et al. [63] bei einem Motor-
versuch. Die geringeren Anteile von Isocyansédure und Ammoniak in der Gasphase im
Vergleich zur theoretischen Zusammensetzung im thermodynamischen Gleichgewicht
bei verschiedenen Temperaturen fithren die Autoren auf die limitierende Kinetik der

Harnstoffzersetzung zuriick.

Fang und DaCosta [41] untersuchen die Thermolyse von Harnstoff sowohl mit spektro-
skopischen Methoden (DRIFTS und Raman) als auch mit Thermogravimetrie (TG)
und Differenz-Thermogravimetrie (DTG) bei verschiedenen Temperaturniveaus, die
jeweils fiir 20 Minuten gehalten werden. Dabei beobachten sie eine zweistufige Zerset-
zung: Bei 493 bis 523 K liegt hauptsichlich Cyanursdure vor, unterhalb dieser Tem-
peraturen liegen Harnstoff und Biuret als Reaktionsprodukt von Harnstoff mit bereits
gebildeter Isocyanséiure vor. Bei der zweiten Stufe (613 bis 653 K) liegen als Hauptbe-
standteile Ammelin und Ammelid vor. Als Endprodukt bei 723 K geben die Autoren

Polymere der zweiten Stufe und Melamin an.

DTG- und TG-Analysen von Stradella und Argentero [115] zeigen bei einer Heizrate
von 10 K/min die Zersetzung von Harnstoff in drei Stufen. Bei 408 bis 493 K wird
mit 69 % Massenverlust Biuret gebildet. Im Bereich von 497 bis 530 K mit 13.3 %
Massenverlust bildet sich Cyanursédure; Harnstoff zersetzt sich in Ammoniak und Iso-
cyansaure. Weiterhin wird eine kleine Menge Ammelid gebildet. In der dritten Stufe
(580 bis 645 K) wird mit 17.5 % Gewichtsabnahme die Cyanursiure zersetzt. Die
von Buchholz [21] mit TG bestimmten Zersetzungsstufen decken sich in etwa mit den
Ergebnissen von Stradella. Es bestehen nur leichte Abweichungen in der Angabe der

Temperaturbereiche und den entsprechenden Massenabnahmen.
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Schaber et al. [99] stellen auf der Basis eigener TG-Untersuchungen und einer Erhit-
zungsrate von 10 K/min drei Reaktionsschemata fiir die thermische Zersetzung von
Harnstoff fiir Temperaturen < 463 K, 463 bis 598 K und Temperaturen > 598 K
ein. Erwdhnenswert ist die Beobachtung, dass eine merkliche Massenabnahme erst bei
413 K durch Verdampfung von Harnstoff stattfindet und die thermische Zersetzung in

Ammoniak und Isocyansdure erst bei 425 K beobachtet wird.

Aus der Literatur konnen zwei verschiedene Reaktionswege fiir die thermische Zerset-

zung abgeleitet werden. Diese sind in Abbildung 3.2 dargestellt:

a) die Verdunstung von geschmolzenem oder festem Harnstoff zu gasférmigem
Harnstoff, der in der Gasphase in NH3 und HNCO zersetzt, oder

b) die direkte Zersetzung von geschmolzenem oder festem Harnstoff in gasformiges

NH; und HNCO.

a) b)
Harnstoff Harnstoff
(s oder ) (s oder )
l r,, AH=+87.4 kJ/mol l r,, AH=+185.5 kJ/mol
Harnstoff (g) NH; (g) + HNCO (g)

l r,, AH=+98.1 kJ/mol

NH, (g) + HNCO (g)

Abbildung 3.2: Zwei mogliche Reaktionswege fiir die thermische Zersetzung eines
Harnstoffpartikels mit den Reaktionsgeschwindigkeiten r; und den da-
zugehorigen Enthalpien AH (angegeben fiir festen Harnstoff bei Stan-
dardbedingungen, 298 K und 1 bar): mit gasformigen Harnstoff (a)
und ohne Auftreten von gasférmigen Harnstoff (b)

Die beiden Ansétze unterscheiden sich hauptséchlich darin, an welcher Stelle die Reak-
tionsenthalpie wirkt. Weiterhin ist das Folgeverhalten von geschmolzenem oder festem
Harnstoff im Vergleich zu gasformigem Harnstoff in der Abgasstromung stark unter-
schiedlich. Fiir den ersten Fall kiihlt die Sublimationsenthalpie von +87.4 kJ/mol (bei
Standardbedingungen, 298 K und 1 bar) das Partikel (Reaktionsgeschwindigkeit ry),
wéhrend die folgende Zersetzung (72 ) mit einer Reaktionsenthalpie von 4+98.1 kJ/mol

zu einer direkten Absenkung der Gastemperatur fithrt. Die Ergebnisse in Abschnitt
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3.5.2 zeigen, dass die thermische Zersetzung von Harnstoff im Vergleich zur Wasser-
verdunstung langsam ist. Daraus folgt, dass der Harnstoff fiir eine bestimmte Zeit
in fliissigem/festem oder gasformigem Zustand vorliegen muss. Gasférmiger Harnstoff
scheint jedoch bei erhohter Temperatur nicht stabil zu sein; in der Literatur finden
sich keine Anmerkungen iiber merkliche Konzentrationen gasférmigen Harnstoffs bei
der Einspritzung von HWL. Es kann deshalb fiir den ersten Fall von einer sehr schnel-
len Umsetzung von gasférmigem Harnstoff zu NH; und HNCO ausgegangen werden
(ro >> rq). Falls dieser Reaktionsweg iiberhaupt auftritt, bedeutet dies, dass die Um-
setzung schon in der Grenzschicht des Partikels nahe der Oberfliche stattfindet. Die
Gesamtenthalpie fiir die Verdunstung von festem Harnstoff und die Reaktion von gas-
formigem Harnstoff ist + 185.5 kJ/mol und muss zur Partikeloberfliche durch die
Grenzschicht transportiert werden. Beziiglich des Warmetransports liegt somit diesel-
be Situation wie im zweiten Fall vor, bei dem die komplette Reaktionsenthalpie der
Thermolyse von +185.5 kJ/mol das Partikel kiihlt. Rein aus energetischer Sicht ist es
nicht relevant, ob der Harnstoff zuerst schmilzt oder sich direkt zersetzt, da geschmol-
zener Harnstoff aufgrund seiner Oberflachenspannung nahezu sphérisch bleibt, was in

den gleichen Wéarmeiibergangsbedingungen resultiert.

Der Modellierung liegt die direkte Zersetzung von geschmolzenem /festem Harnstoff in
NH3 und HNCO zugrunde, wobei vereinfachend der Schmelzvorgang mit der gerin-
gen Schmelzenthalpie von + 14.5 kJ/mol in der Thermolyse beinhaltetet ist. Da in
der Literatur bisher keine verwendbaren Korrelationen fiir den Phaseniibergang von
Harnstoff zu finden sind, werden im Folgendem zwei mogliche Ansétze zur Berechnung

der thermischen Zersetzung vorgestellt.

3.3.2 Kinetikansatz

Im ersten Ansatz wird die thermische Zersetzung mit einem erweiterten Arrheniusan-

satz beschrieben,
dmy,

dt

= —waAe%%z, (3.31)

Die Anderung der Partikeltemperatur wird aus der Bilanzierung der Wirmestrome

abgeleitet:
dly 1

dt mqCpd

dm,
<7deAg,mfNu*(Tg ~T) + Zz hth). (3.32)
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Dieser Ansatz resultiert in einer konstanten Partikeltemperatur wihrend der Zerset-
zung, da sowohl der konvektive Warmetransport als auch die Zersetzungsgeschwin-
digkeit linear von dem Tropfendurchmesser abhédngen. Die Kinetikparameter A und
E, sind vorab unbekannt und werden in Abschnitt 3.5.3 durch einen Abgleich mit

experimentellen Daten aus der Literatur ermittelt.

3.3.3 Verdunstungsansatz

Im zweiten Ansatz wird die Thermolyse analog zur Wasserverdunstung mit dem Rapid-
Mixing-Modell mit Gleichungen (3.8) - (3.19) beschrieben. Aus der Annahme, dass
sich der Harnstoff direkt an der Partikeloberfliche zu Ammoniak und Isocyansdure
zersetzt, wird fiir die Bestimmung der Stoffdaten in der Grenzschicht ein equimolares

Verhiltnis von Ammoniak und Isocyansidure verwendet.

Fiir diesen Ansatz wird die Dampfdruckkurve fiir geschmolzenen Harnstoff benttigt.
Um diese zu bestimmen, wurde ein einfaches Experiment durchgefiihrt: Eine Harnstoff-
schmelze wurde bei einem Umgebungsdruck von py,, = 10° Pa in einem Becherglas
kontinuierlich bis zum Siedepunkt erhitzt. Erstes Sieden tritt bei einer Temperatur von
~ 442 K auf. Die Schmelze konnte dann weiter bis auf &~ 483 K erhitzt werden, wobei
sich nach mehreren Minuten ein weifler Feststoff bildete. Eine Analyse des Feststoffs

ergab, dass es sich dabei groitenteils um Cyanursdure handelt.

Mit dem Ergebnis lésst sich eine Dampfdruckkurve p, (7') fiir geschmolzenen Harnstoff
abschétzen. Die Siedetemperatur entspricht genau der Temperatur fiir einen Dampf-
druck von p,(Tsat) = Pamp = 10° Pa. Der Dampfdruck beim Schmelzpunkt wird ver-
einfacht mit p, (406 K) = 0 Pa angenommen. Mit einem Exponentialansatz folgt fiir

die Dampfdruckkurve fiir geschmolzenen Harnstoff

Dy = 0241924588 K/ T p, (3.33)

Abbildung 3.3 stellt den Verlauf des Dampfdrucks von Harnstoff im Vergleich zu Was-

ser dar.
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Abbildung 3.3: Dampfdruckkurve von Wasser und geschmolzenem Harnstoff nach
Gleichung (3.33)

3.4 Hydrolyse von Isocyansaure

Bei der thermischen Zersetzung von Harnstoff wird Isocyansdure freigesetzt, die mit
Wasserdampf zu Ammoniak und Kohlendioxid reagieren kann, siche Gleichung (3.28).
Isocyansdure ist in der Gasphase recht stabil, hydrolysiert jedoch schnell an Oberfla-
chen von Metalloxiden. Yim et al. [128] untersuchten die Hydrolyse von Isocyansidure
in der Gasphase und auf Kupferzeolithen. Die Versuche wurden unter abgasrelevan-
ten Bedingungen bei Wasseriiberschuss durchgefiihrt. Die Reaktion in der Gasphase

beschreiben die Autoren mit einem Arrheniusansatz

—62220 J/mol

Thy = canco 2.5 - 10°/se™ rT . (3.34)

Die Wasserkonzentration wird wegen der hohen Werte als konstant angenommen und
geht nicht in die Reaktionsgeschwindigkeit mit ein. Reaktionen an der Bewandung des
Reaktors konnen in den Versuchen nicht komplett ausgeschlossen werden, so dass die
angegebene Kinetik die Hydrolyse in der Gasphase eher etwas iiberschétzt. Im realen
Abgas wird die lokale maximale Isocyansdurekonzentration immer deutlich unter dem
Wasserdampfgehalt liegen, so dass die umgesetzte Menge nur von der Isocyanséure-

konzentration und der Temperatur abhéngt.

Fiir eine Abschitzung wird mit der obigen Kinetik ein Plug Flow Tubular Reactor
(PFTR) berechnet [34]. Bei einer stationdren und isothermen Betrachtung und mit
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3 Tropfen

der Annahme, dass keine radialen Gradienten auftreten, erhéilt man die in Abbil-
dung 3.4 dargestellte Abnahme der Isocyansidurekonzentration iiber die Verweilzeit in
Abhéngigket von der Gastemperatur. Man erkennt, dass unterhalb 523 K kaum Iso-
cyansdure hydrolysiert wird. Erst oberhalb 623 K findet eine merkliche Umsetzung
innerhalb 0.2 s Verweilzeit statt.

1 S ~-_-_ T - === === - = = - - - - —-—-_
W T .. T, =52K
— 08 T =623K ]
So06f .
z \ o
T \ ~ e
&) .
004' AN e -
S N T =723K  “~-__
T AN ~ <
(@] N
0.2¢ i
T =823K -~
g TTe-el L
O L 1 T = -
0 0.05 0.1 0.15 0.2

Verweilzeit [s]

Abbildung 3.4: Hydrolyse von Isocyansédure fiir verschiedene Gastemperaturen nach
der Kinetik von Yim et al. [128] in einem PFTR-Modell-Rohrreaktor

Isocyanséaure wird erst durch die Thermolyse des Harnstoffs frei, die ihrerseits nach
der vollstdndigen Verdunstung von Wasser aus den Tropfen beginnt. Daraus ldsst
sich schlieBen, dass fiir reale PKW- und NKW-Anwendungen die Hydrolyse in der
Gasphase nur eine untergeordnete Rolle spielt und nur bei sehr langen Mischstrecken in
Verbindung mit kleinen Tropfendurchmessern und hohen Abgastemperaturen relevant
ist. Ein Grofiteil der Hydrolyse wird somit auf dem SCR-Katalysator ablaufen.

3.5 Ergebnisse

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Berechnungsmodelle zur Tropfenver-
dunstung und -zersetzung vorgestellt und eine Valdierung der Modelle mit experimen-
tellen Daten aus der Literatur durchgefiihrt.
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3.5.1 Verdunstung

Bei der Einspritzung von HWL in das heifle Abgas wird die Fliissigkeit in kleine Trop-
fen zerstdubt. Da Harnstoff im Vergleich zu Wasser einen sehr geringen Dampfdruck
hat [33], verdunstet Wasser zuerst. Geloster Harnstoff an der Tropfenoberflache re-
duziert den Dampfdruck von Wasser. Dieser Effekt wird im Laufe der Verdunstung
verstiarkt und fithrt zu einer geringeren Verdunstungsgeschwindigkeit. Abbildung 3.5,
links, zeigt die geringere Massenabnahme wahrend der Verdunstung von HWL im
Vergleich zu Wasser bei typischen SCR-Bedingungen exemplarisch fiir Tropfen mit
70 pm Durchmesser. Fiir HWL zeigen sowohl das DL- als auch das RM-Modell einen
dhnlichen Verlauf, mit einer etwas geringeren Verdunstungsgeschwindigkeit mit dem

DL-Modell.

Die berechneten Temperaturen an der Tropfenoberfliche sind in Abbildung 3.5, rechts,

dargestellt.
380
360f HWL (DL)/ / HWL (RM) -
T /
5 06 N 1 =
£ 04l HWL (DL) | e 340r Wasser |
£ SSHWLRM) | T
320f, 1
0.2r “~._ Wasser|
% 0.05 0.1 0.15 3005 0.05 0.1 0.15
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Abbildung 3.5: Abnahme der Tropfenmasse bei der Verdunstung (links) und Einfluss
von Dampfdruckabsenkung durch gelosten Harnstoff auf die Tropfeno-
berflichentemperatur im Vergleich zu einem Wassertropfen (rechts).
Bedingungen: Dy = 70 pm, Ty = 300 K, Tymp = 673 K, t,eg = 0 m/s,
p = 0.11 MPa; Rechnungen angehalten bei 7Ty = 373 K

Wihrend der Wassertropfen nach der Aufheizperiode bei der adiabaten Temperatur
verdunstet, steigt die Temperatur bei dem HWL-Tropfen kontinuierlich an. Die Dampf-
druckabnahme fithrt zu einer verringerten Verdunstungsgeschwindigkeit. Der nahezu
gleiche Wirmeeintrag wie beim Wassertropfen bei einer geringeren Kiihlwirkung durch

die verringerte Verdunstung fithrt zu einem Anstieg der Tropfentemperatur. Dies wie-
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derum resultiert in einem Anstieg des Dampfdrucks und somit einer Annédherung der
Verdunstungsgeschwindigkeit zu der des Wassertropfens. Mit steigender Tropfentem-
peratur nimmt der Warmetransport zum HWL-Tropfen ab, da die Temperaturdiffe-
renz, T, — T, abnimmt. Dies hat eine langsamere Verdunstung, wie in Abbildung 3.5
links dargestellt, zur Folge. Fiir den HWL-Tropfen zeigen das DL- und das RM-Modell
Unterschiede im Aufheizverhalten des Tropfens. Obwohl das DL-Modell ausgepriigte
Konzentrationsgradienten vorhersagt, unterscheidet sich der Verlauf der Tropfenmasse
nicht signifikant.

Abbildung 3.6 zeigt die zeitliche Entwicklung der Harnstoffkonzentration im Tropfen

von der Tropfenmitte (w = 0) bis zur Tropfenoberfliche (w = 1). Die Verdunstung

0.675

Y, H

0.325

0.08

0.5
w = r/rd [

Abbildung 3.6: Zeitlicher Verlauf der Harnstoffkonzentration bei der Verdunstung, be-
rechnet mit dem DL-Modell. Bedingungen: D4y = 70 pm, Ty = 300 K,
Tomp = 673 K, tep = 0 m/s, p = 0.11 MPa; Rechnungen angehalten
bei T, = 373 K

von Wasser an der Tropfenoberflache resultiert in einem rdumlichen Konzentrations-
gradienten des Harnstoffs mit einem Maximalwert an der Oberfliche. Konvektion und
Diffusion wirken dem Gradienten entgegen. Die charakteristische Zeitdauer fiir den

Wirmetransport im Tropfen Tepnq ~ 742 /aq ~ 81073 s ist deutlich kleiner als die Ver-
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3.5 Ergebnisse

dunstungsdauer. Dadurch treten keine signifikanten Temperaturgradienten im Tropfen

auf.

Fiir die Verdunstung in ruhender Umgebung erhélt man mit dem RM- und DL-Modell
dghnliche Verdunstungsgeschwindigkeiten. Der stérkste Einfluss der Stoffdiffusion im
Tropfeninneren ist bei erhohter Umgebungstemperatur und grofier Relativbewegung
zwischen Tropfen und Gasphase zu erwarten, da dies zu hohen Verdunstungsgeschwin-
digkeiten fiihrt. Fiir diese Bedingungen wurden deshalb Verdunstungberechnungen fiir
einen HWL-Tropfen mit dem RM-, dem DL- und dem ED-Modell durchgefiihrt.

Abbilung 3.7 zeigt die Abnahme der Tropfenmasse fiir die drei Verdunstungsansit-
ze bei einer Umgebungstemperatur von 900 K und einer Relativgeschwindigkeit von
100 m/s. Erwartungsgeméf liegt der Verlauf fiir das ED-Modell zwischen den Kurven
der beiden anderen Modelle. Wie in ruhender Umgebung sind die Unterschiede jedoch
sehr gering.

0.
— 0.5k DL
DL = PR=_ep
_ED 3
w g‘c RM
E 04f
| \
0 ‘ ‘ ‘ q ‘ ‘
0 0.01 0.02 0.03 0.04 %22 0.026 0.03 0.034

t[s] t[s]

Abbildung 3.7: Verlauf der Tropfenmasse fiir einen HWL-Tropfen mit Umstrémung bei
erhohter Temperatur. DL-; ED- und RM-Modell. Bedingungen: Dgy =
70 pm, Tyo = 300 K, Tymp = 900 K, u.e; = 100 m/s, p = 0.11 MPa;
Rechnungen angehalten bei T = 373 K

Die Ergebnisse zeigen, dass auch mit dem RM-Modell das Verdunstungsverhalten von
HWL-Tropfen genau berechnet werden kann. Auch ohne Diskretisierung des Trop-
feninneren und damit verbundener aufwéndiger Losung der Transportgleichungen ist
es moglich, den iibergehenden Massenstrom ausreichend genau zu bestimmen. Das
RM-Modell eignet sich somit in besonderer Weise fiir die Implementierung in FIRE

zur Berechnung der Einspritzung von HWL und wird fiir die weiteren Untersuchun-
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gen verwendet. In technischen Anwendungen werden iiblicherweise mehrere Tausend

Tropfenpakete berechnet, um eine realistische Sprayausbreitung zu erhalten.

3.5.2 Thermische Zersetzung

Die Berechnungen in diesem Abschnitt wurden mit dem Verdunstungsansatz fiir die
Thermolyse durchgefiihrt, siche Abschnitt 3.3.3. Ein Vergleich mit experimentellen
Daten wird in Abschnitt 3.5.3 vorgestellt.

Nachdem das Wasser aus dem Tropfen verdunstet ist, schmilzt der Harnstoff bei 406 K
und die thermische Zersetzung beginnt. Die berechneten Massenstrome fiir Wasser-
dampf und Harnstoff durch Verdunstung und Zersetzung sind in Abbildung 3.8 dar-

gestellt. Der Verdunstungsmassenstrom nimmt zu Beginn mit zunehmender Tropfen-
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Abbildung 3.8: Massenstrom von Wasserdampf und Harnstoff bei der Verdunstung
und Zersetzung. Bedingungen: Dy = 70 pm, Tyo = 300 K, Ty = 673
K, t,es =0 m/s, p=0.11 MPa

temperatur stark zu und wird dann mit abnehmendem Tropfenradius kleiner. Bei
t ~ 0.086 s wird die Siedetemperatur erreicht. Die Tropfentemperatur nimmt nicht
weiter zu und der gesamte konvektive Warmestrom fiihrt zur Verdunstung. Dies resul-
tiert in einem kurzzeitigen Anstieg der Verdunstungsgeschwindigkeit, der anhélt bis
das Wasser komplett verdunstet ist. Die thermische Zersetzung von Harnstoff 1lauft im
Vergleich zur Wasserverdunstung mit geringeren Geschwindigkeiten ab. Dies resultiert
aus der hoheren Partikeltemperatur und somit dem geringeren Wéarmeeintrag und der
groBeren Reaktionsenthalpie (hy, ~ 3088 % > 2300 % ~ hyap)-
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3.5 Ergebnisse

Die unterschiedlichen Massenstrome zeigen sich in den verschiedenen Steigungen im
zeitlichen Verlauf des D?-Verhiltnisses fiir die Verdunstung und Zersetzung, wie Ab-
bildung 3.9 darstellt.

Verdunstung

Thermolyse

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
t[s]

Abbildung 3.9: Einfluss der Verdunstung und Zersetzung auf den zeitlichen Verlauf des
D2-Verhiltnisses. Bedingungen: Dyy = 70 um, Ty = 300 K, T,y =
673 K, g = 0m/s, p=0.11 MPa

Abbildung 3.10 zeigt den Verlauf der Tropfen- bzw. Partikeltemperatur wiahrend der
Verdunstung und Zersetzung. Nach der kompletten Verdunstung des Wassers nimmt
die Temperatur und damit die Zersetzungsgeschwindigkeit zu. Dabei nimmt der Wér-
mestrom zum Tropfen stetig ab, bis der Warmeiibergang und die Zersetzungsenthalpie
ausgeglichen sind. Da die Partikeltemperatur bei der Zersetzung langere Zeit oberhalb
des Schmelzpunkts von 406 K liegt, kann davon ausgegangen werden, dass das Partikel

dabei in geschmolzener Form vorliegt.
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Abbildung 3.10: Tropfen- und Partikeltemperatur bei der Verdunstung und Zerset-
zung. Bedingungen: Dgy = 70 pum, Tyo = 300 K, Ty = 673 K,
Uree = 0 m/s, p=0.11 MPa

3.5.3 Modellvalidierung
Experiment von Kim et al. [57]

Kim et al. [57] untersuchen die Umsetzung von eingespritzter HWL zu Ammoniak
mittels Fourier-Transformations-Infrarot-Spektroskopie (FTIR). Die HWL mit 40 wt%
Harnstoff wird direkt in die Achse eines Abgasrohres mit einem luftunterstiitzten Do-
siersystem eingespritzt (Abbildung 3.11). Die Gastemperaturen betragen 573 K, 623 K
und 673 K, die Gasgeschwindigkeit variiert von 6.0 bis 10.8 m/s. Der mittlere Umsatz
wird in Abstéinden von 3 m, 4.5 m und 6 m stromab der Dosierstelle gemessen, dies

entspricht Verweilzeiten von 0.3 s bis 1.0 s.

Dosierstelle Messstellen
3m *1.5m*1.5m%

4 o

Abbildung 3.11: Experimenteller Aufbau von Kim et al. [57] (nicht mafstéblich)
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Die Tropfengréfien werden von den Autoren mit einer Rosin-Rammler-Verteilung be-

schrieben
D )3.27

v(D) =1 — ¢ (m (3.35)

Die Einspritzgeschwindigkeit betragt 10.6 m/s und der HWIL-Massenstrom
3.3-107* kg/s.

Die folgenden Berechnungen werden in FIRE [9] auf einem Hexaedergitter mit
~ 200000 Zellen durchgefiihrt. Die in FIRE [9] verwendeten Ansétze zur Berechnung
der Gas- und Tropfenphase werden in Abschnitt 4.1 beschrieben. Die Reaktionsge-
schwindigkeit der Hydrolyse von Isocyansiure (Gleichung (3.28)) wird von Yim et al.
[128] iibernommen, siche Gleichung (3.34). Die Berechnung einer Gasphasenreakti-
on in FIRE [9] erfolgt iiber eine Schnittstelle zu CHEMKIN [56]. Hierfiir werden die
Werte von Temperatur, Gaszusammensetzung, Druck und Volumen aus der Losung
der gemittelten Erhaltungsgleichungen (siehe Abschnitt 4.1.1) des letzten Zeitschritts
von FIRE [9] an CHEMKIN [56] fiir jede Zelle ibergeben. Anschliefend wird der in
CHEMKIN [56] berechnete Quellterm an FIRE [9] zuriickgegeben.

Allgemein diirfen die gemittelten Werte fiir Konzentration und Temperatur nicht zur
Berechnung der mittleren Reaktionsgeschwindigkeit verwendet werden, da die Fluk-
tuationen dieser Groflen einen grofien Einfluss haben (siche z.B. Warnatz et al. [122]).
Bei der Hydrolyse in der Gasphase spielen Konzentrationsfluktuationen jedoch eine
untergeordnete Rolle. Die Reaktionsgeschwindigkeit hingt nur von der Konzentration
der Isocyansiure ab; Wasserdampf ist im Uberfluss vorhanden. Der Fehler in der Be-
rechnung der Reaktionsgeschwindigkeit aufgrund von Temperaturfluktuationen kann
im Temperaturintervall von 573 K bis 673 K bei einer angenommenen maximalen
Fluktuation von 10 K mit < 20 % fiir den vorliegenden Anwendungsfall abgeschatzt

werden.

Die kinetischen Parameter der thermischen Zersetzung, A und FE,, werden so ange-
passt, dass die Summe der Abstandsquadrate zwischen Messwerten und Simulations-
ergebnissen minimiert ist. Die von Buchholz [21] aus TGA-Messungen bestimmte Akti-
vierungsenergie von 7.3-10% J/mol wird als Startwert verwendet. Aus der Optimierung

folgen Werte von

A = 042kg/sm (3.36)
E, = 6.9-10*J/mol.
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Abbildung 3.12 zeigt den Vergleich des berechneten Umsatzes zu NH3 mit den ex-
perimentellen Daten fiir T, = 573 K, T, = 623 K und T, = 673 K bei verschiedenen
Gasgeschwindigkeiten. Der Umsatz ist dabei definiert als das Verhéltnis von gemesse-
nem bzw. berechnetem Ammoniakgehalt zur moglichen Maximalkonzentration, wenn
der Harnstoff komplett zu NH3 umgewandelt ist.

T T 1
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— 0.8} — Simulation ] — 0.8 u =6.4m/s
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[sp] [sp]
T L — L =
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Abbildung 3.12: Berechneter Umsatz zu NHj fiir verschiedene Gasgeschwindigkeiten

und Gastemperaturen im Vergleich mit den experimentellen Daten
von Kim et al. [57]

Bei einer Gastemperatur von 623 K zeigt sich eine gute Ubereinstimmung von Simu-
lation und Experiment. Wahrend die Messwerte durch die Simulation bei T, = 573 K
cher unterschétzt werden, zeigen sich in der Simulation bei 7, = 673 K etwas zu ho-
he Umsétze. Dabei muss man jedoch beachten, dass die Freisetzung von Ammoniak
sowohl direkt durch die Thermolyse von Harnstoff als auch durch die Hydrolyse von
Isocyanséure erfolgt. Unsicherheiten kénnen in der Beschreibung beider Reaktionen
auftreten. Fiir niedrige Temperaturen kleiner 573 K lduft die Hydrolyse nur sehr lang-
sam ab und tragt kaum zum Umsatz bei.
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3.5 Ergebnisse

Abbildung 3.13 zeigt den berechneten Umsatz zu NH3 und NH;-Aquivalent (NH3 +
HNCO) fiir variierende Gastemperaturen. Fiir die hochste Verweilzeit bei 673 K ist die
[socyansdure nahezu komplett hydrolysiert. Die Abnahme der Steigung des Umsatzes
ist auf die langsame Verdunstung und Zersetzung der grofien Tropfen zuriickzufiihren.
Dieser Effekt ist verstarkt bei hohen Temperaturen zu erkennen.
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i i 3
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Abbildung 3.13: Berechnete Umsetzung zu NH; und NHs-Aquivalent (NH3 + HNCO)
bei verschiedenen Gastemperaturen

Die Umsetzung zu NH3 héngt stark von der vorgegebenen TropfengroBenverteilung
und der Kinetik der Hydrolyse ab. Somit sind die gewonnenen Kinetikparameter fiir
die Thermolyse mit einer gewissen Unsicherheit behaftet. Weiterhin stehen lediglich
Daten fiir den Temperaturbereich von 573 K bis 673 K zur Verfiigung. Eine genauere
Moglichkeit zur Validierung der Thermolyse wird im néchsten Abschnitt anhand von
Einzeltropfenexperimenten aufgezeigt.
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Experiment von Musa et al. [84]

Musa et al. [84] untersuchen das Verdunstungsverhalten von Einzeltropfen mit einem
Durchmesser zwischen 2.36 mm und 2.95 mm. Die Tropfen werden an einer Glasfa-
ser aufgehingt, siche Abbildung 3.14. Neben einer Harnstoffwasserlosung mit 30 wt%

Harnstoffanteil werden zum Vergleich Wassertropfen verdunstet. Die zeitliche Abnah-

Glasfaser ~

Dd,2

—Tropfen

v
Abbildung 3.14: Aufgehingter Tropfen nach Musa et al. [84]
me des Tropfendurchmessers wird bei Umgebungstemperaturen zwischen 473 K und

773 K mit einer Kamera aufgezeichnet. Da die Tropfen durch die Glasfaser etwas ver-

formt werden, bestimmen die Autoren den Tropfendurchmesser iiber

Dy = {/ D3y Daz = D3, Dya. (3.37)

Ein Vergleich von eigenen Berechnungen fiir Wassertropfen mit den experimentellen
Durchmesserverlaufen von Musa et al. [84] zeigte, dass die Glasfaser den Verdunstungs-
vorgang im Experiment deutlich beeinflusst. Zum einen kann der Wérmeeintrag in den
Tropfen {iber die Glasfaser nicht vermieden werden, zum anderen fiihrt die Glasfaser
zu einer VergroBerung der Oberflache fiir die Warme- und Stoffiibertragung. Dadurch
stellen sich geringere Verdunstungszeiten im Vergleich zu einem ungestoérten Tropfen
ein. In den weiteren Berechnungen erfolgt deshalb eine entsprechende Anpassung des
Wiérme- und Stoffiibergangs, die anhand der Verdunstungszeiten fiir die Wassertropfen

iiberpriift wurde.

In Abbildung 3.15 sind die experimentellen Daten von Musa et al. fiir Wasser und
Harnstoffwasserlésung und die berechneten D?-Verhiltnisse fiir Harnstoffwasserlosung
dargestellt. Der Vergleich zwischen den experimentellen Verldufen fiir Wasser und
HWL zeigt, dass der Einfluss des Harnstoffs auf die Massenabnahme des Tropfens

gering ist, wie dies auch aus den Untersuchungen in Abschnitt 3.5.1 hervorgeht. Die
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3.5 Ergebnisse

Anderung der Steigung bei (Dg/Dgy)? = 0.4 zeigt den Ubergang von der Wasserver-
dunstung zur Thermolyse und ist bei Temperaturen von 473 K und 573 K besonders

ausgepragt. Im Experiment bildet sich nach einiger Zeit eine feste, weifle Substanz,
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Abbildung 3.15: Verdunstende Tropfen aus Wasser und Harnstoffwasserlosung (Harn-
stoffanteil 30 wt%) bei verschiedenen Umgebungstemperaturen: Ex-
perimentelle Daten von Musa et al. [84] (Symbole) und Berechnung
mit dem Verdunstungsansatz, siehe Abschnitt 3.3.3 (Linien)

die von den Autoren nicht genauer spezifiziert wird. Dieser Prozess geht mit einer
Zunahme des Durchmessers einher. Fiir Temperaturen von 473 K und 573 K ist diese
Substanz stabil und bleibt nach dem Verdunstungsvorgang an der Glasfaser iibrig. Bei
Temperaturen von 673 K und 773 K wird die weifle Substanz in eine klebrige Masse
umgewandelt, die sich anschliefend komplett zersetzt. Dabei kann die Zersetzung sehr
unterschiedlich verlaufen, wie die beiden Versuchsreihen fiir 673 K und 773 K jeweils
zeigen. Die Bildung der weiflen Substanz kann auf die lange Verdunstungszeit zuriick-
gefithrt werden. Durch die verwendeten Tropfengrofien von 2.36 bis 2.95 mm dauert

die Thermolysephase so lange, dass sich im geschmolzenen Harnstoffpartikel bereits
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3 Tropfen

feste Harnstofffolgeprodukte bilden kénnen, die sich erst bei héheren Temperaturen
wieder zersetzten, vgl. Fang und DaCosta [41] und Schaber et al. [99]. Bei dem weifien
Feststoff konnte es sich um Cyanursidure handeln, die auch bei der Bestimmung des

Dampfdrucks einer Harnstoffschmelze in Abschnitt 3.3.3 beobachtet wurde.

Im Vergleich zu den Tropfengréfien im Experiment von Musa et al.[84] erzeugen Ein-
spritzsysteme fiir die HWL-Dosierung im Normalfall deutlich kleinere Tropfengrofien,
sieche Tabelle 2.2. Wegen der erheblich geringeren Verdunstungszeiten kann davon aus-
gegangen werden, dass die Bildung von festen Substanzen kaum stattfindet, vgl. auch
Schmidt [103] und Koebel et al. [63].

Fiir den Vergleich mit der Berechnung wird somit nur der Bereich betrachtet, in dem
von einer Zersetzung aus geschmolzenem Harnstoff ausgegangen werden kann. Die
Thermolyse wird in den Rechnungen mit dem Verdunstungsansatz (siche Abschnitt
3.3.3) beschrieben. Die Ubereinstimmung zwischen Messwerten und Rechnung ist sehr
gut. Dies stiitzt die Annahme, dass die komplette Zersetzungsenthalpie direkt am
Tropfen wirkt, sieche Abschnitt 3.3.1 und Birkhold et al. [14]. Die Dampfdruckkurve
fiir geschmolzenen Harnstoff kann somit auf beliebige Fragestellungen der Stoffiiber-

tragung angewendet werden.

Mit dem Kinetik-Ansatz, der fiir die Daten von Kim et al. [57] gute Ergebnisse liefert,
werden die Verdunstungszeiten von Musa et al. [84] besonders bei niedrigen Tempera-
turen deutlich {iberschétzt. Aufgrund der in Abschnitt 3.5.3 diskutierten Unsicherhei-
ten in dem Abgleich mit den Experimenten von Kim et al. [57] wird fiir alle weiteren

Untersuchungen der Verdunstungsansatz fiir die Thermolyse verwendet.

Abbildung 3.16 stellt das Verhéltnis der Verdunstungszeiten fiir Wassertropfen und
HWL-Tropfen (32.5 wt%) in Abhéngigkeit von der Temperatur dar. Die Rechnungen
zeigen, dass der Unterschied zwischen Wasser und HWL bei geringen Temperaturen
besonders ausgeprigt ist. Dies unterstreicht die Notwendigkeit der detaillierten Be-
schreibung der Eigenschaften von Harnstoffwasserlosung in der Simulation anstatt der

Verwendung von Wasser als Ersatzfluid.
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Abbildung 3.16: Verhéltnis der Verdunstungszeiten fiir Wassertropfen und HWL-
Tropfen (32.5 wt%) bei variierender Umgebungstemperatur
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4 Spray

In diesem Kapitel werden die Berechnungsansétze fiir die Gasphase und das Spray in
FIRE [9] vorgestellt. Durch den Abgleich mit Messdaten werden die Sprayparameter
fiir ein Drallventil bestimmt, welches fiir die Untersuchungen in dieser Arbeit eingesetzt
wird. Neben der Einspritzung in eine ruhende Umgebung wird die Sprayausbreitung

unter Queranstromung betrachtet.

4.1 Berechnungsansatze

4.1.1 Gasphase

Die Grundgleichungen der Stromungsmechanik bestehen aus den Erhaltungsgleichun-
gen fiir Masse, Impuls und Energie, welche durch eine Bilanzierung iiber ein infinitesi-
males, ortsfestes Kontrollvolumen dV aufgestellt werden (siehe z.B. FIRE [9], Pasche-
dag [90], Warnatz et al. [122]). Bei den Impulserhaltungssétzen handelt es sich um die
sogenannten Navier-Stokes-Gleichungen. Diese bilden zusammen mit der Kontinuitéts-
und Energiegleichung ein vollstdndiges System von Gleichungen zur Berechnung der
Geschwindigkeitskomponenten w;, des Druckes p, der Dichte p, der Temperatur 7" und
der Konzentrationen Yj. Die thermodynamischen Variablen werden dabei iiber die

Zustandsgleichung miteinander verkniipft.

Bei turbulenten Stromungen reicht die Rechen- und Speicherkapazitét oft nicht aus,
um ihre turbulenten Zeit- und Gréfenskalen ausreichend genau aufzulésen. In den
meisten technischen Anwendungen ist die Kenntniss der mittleren Werte auch ausrei-
chend. Hierfiir werden die Momentanwerte einer beliebigen Transportgrofle ¢ in den

Mittelwert und ihre Schwankungswerte aufgeteilt (sieche auch Warnatz et al. [122]):

b=+ (4.1)
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4 Spray

Den Mittelwert der Transportgrofie erhédlt man durch Ensemble-Mittelung iiber eine

ausreichend grofie Anzahl N von Ereignissen unter gleichen Randbedingungen:

¢ = lim iz@_ (4.2)

¢ =0. (4.3)

Durch die Verwendung obiger Definitionen in den Erhaltungsgleichungen erhélt man
durch Ensemble-Mittelung die Reynoldsgemittelten Navier-Stokes-Gleichungen. Die
dabei auftretenden zusétzlichen Terme beschreiben den Einfluss der turbulenten Fluk-
tuationen auf die gemittelten Strémungsgroflen. Diese sind nicht explizit als Funktio-
nen der Mittelwerte bekannt. Zur SchlieSung des Gleichungssystems miissen diese Ter-
me mit einem Turbulenzmodell beschrieben werden. In FIRE [9] werden die gemittel-
ten Erhaltungsgleichungen mit einem Finiten-Volumen-Verfahren gelost. Hierfiir sind
Rand- und Anfangsbedingungen vorzugeben. Die gemittelten Erhaltungsgleichungen
werden im Folgenden unter Verwendung der Einstein’schen Summationskonvention

dargestellt, wobei Dichteschwankungen vernachléssigt sind (siehe auch FIRE [9]).

Massenbilanz

Die Formulierung der Massenerhaltung liefert

dp  Olpu;) _

mit dem Quellterm S, aus der Tropfen- und Filmverdunstung.

Impulsbilanz

Aus der Impulserhaltung folgt

dpu;) Opww;) o I, ——
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4.1 Berechnungsansétze

mit dem Impulsquellterm S,, aus der Interaktion von Tropfen- und Gasphase. Der

viskose Spannungstensor ist fiir Newtonsche Fluide durch

_ [ Oou;  Ou; 2 Ouy
Ty = <8x]~ * ox; é“ax,f”) (4:6)

gegeben. Der Reynoldsche Spannungstensor pm beschreibt den turbulenten Impuls-
austausch und muss mit einem Turbulenzmodell angenédhert werden. Haufig wird ver-
einfacht isotrope Turbulenz zugrunde gelegt und, basierend auf dem Wirbelviskositéts-
prinzip, eine turbulente Viskositét, p, eingefithrt. In dieser Arbeit wird die turbulente
Viskositét mit dem Standard-k, e-Turbulenzmodell bestimmt [70]. Zusétzlich zu den
oben aufgefiihrten Gleichungen muss dabei jeweils eine Transportgleichung fiir die tur-
bulente kinetische Energie, k, und die Dissipation, €, gelost werden, siehe auch FIRE
[9]. Der wandnahe Bereich wird mit dem logarithmischen Wandgesetz beschrieben,
siehe auch Schlichting und Gersten [101].

Energiebilanz

Die Energiegleichung in Enthalpieform folgt zu

dph) O(pus;h) 0 w Oh —— op
5 + o, oz \Proz, puth’ | + a5 + S). (4.7)

Als diffusiver Prozess ist dabei rein fouriersche Warmeleitung angenommen. Der Quell-

term S, resultiert aus dem Enthalpiestrom an die Tropfenphase. Der turbulente Wiér-
mestrom, pu;h’, wird analog zur Impulsgleichung durch die Einfithrung der turbulenten
Prandtl-Zahl Pr; modelliert.

Speziesbilanz
Mit der Fickschen Diffusion folgt fiir die Transportgleichung des mittleren Massenan-

teils )7]

+ Sy (4.8)

J

OpY; OpwY;) 9 ( p dY; ——

Neben der Diffusion durch Konzentrationsgradienten bleiben weitere Diffusionseffekte,

wie z.B. Thermodiffusion und Druckdiffusion, unberiicksichtigt. Der Quellterm Sy,
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4 Spray

beriicksichtigt die Konzentrationséinderung durch die Tropfen- und Filmverdunstung

sowie durch chemische Reaktionen. Der turbulente Stoffstrom, pu.Y;, wird mit Hilfe
der turbulenten Schmidt-Zahl S¢; beschrieben.

4.1.2 Tropfenphase

Fiir die Berechnung von Sprays haben sich in der Literatur zwei Verfahren durchge-

setzt, welche sich hauptséchlich in der Betrachtung der Tropfenphase unterscheiden.

Beim Euler-Euler-Ansatz wird die fliissige Phase analog zur Gasphase als Kontinuum
betrachtet [120]. Fiir unterschiedliche Startbedingungen hinsichtlich Tropfendurchmes-
ser und Bewegungsrichtung miissen verschiedene Kontinua definiert werden, wobei fiir
jedes die Erhaltungsgleichungen zu losen sind. Dies fithrt zu einem hohen Speicher-
platzbedarf und Rechenaufwand. Daneben erfordert z.B. die Beschreibung des Turbu-
lenzeinflusses auf die Tropfenausbreitung und die Vermeidung von numerischer Diffusi-
on bei der Tropfenausbreitung aufwéandige Modelle, die teilweise noch nicht allgemein
giiltig sind. Deshalb spielt der Euler-Euler-Ansatz bei der Berechnung realer Sprays

derzeit noch eine untergeordnete Rolle.

Beim Euler-Lagrange-Verfahren wird die Tropfenphase getrennt von der Gasphase be-
rechnet [9, 35]. Dabei wird die Gasphase mit einem Euler-Verfahren beschrieben, wobei
die Ausdehnung der Tropfen vernachlissigt wird. Die Berechnung der Tropfenbewe-
gung basiert auf der Lagrangeschen Betrachtungsweise eines mitbewegten Bezugssys-
tems, siehe Abschnitt 3.1. Die Kopplung zwischen Tropfenphase und Gasphase erfolgt
iitber Quellterme fiir Impuls, Masse und Energie. Fiir deren Berechnung wird von einer

idealisierten, eindimensionalen Gasumgebung der Tropfen ausgegangen.

In FIRE [9] wird zur Berechnung von Sprays die Discrete Droplet Method (DDM)
von Dukowicz [35] verwendet. Hierbei werden die Gleichungen fiir den Impuls und
den Warme- und Stoffiibergang fiir ein einzelnes Tropfenpaket - auch Parcel genannt
- gelost. Ein Parcel besteht aus Tropfen mit identischen Eigenschaften, welche sich
gegenseitig nicht beeinflussen. Der Effekt der Turbulenz auf die Tropfenflugbahn wird
mit dem stochastischen Modell von Gosman und loannides [45] beschrieben. Zwi-
schen Tropfen und Gasphase besteht eine gegenseitige Kopplung (two-way coupling)
fiir Impuls- sowie Warme- und Stoffiibergang. Die Riickwirkung des Sprays auf die
turbulente kinetische Energie und die Dissipationsrate wird vernachldssigt (one-way

coupling).
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4.2 Sprayabgleich

4.2 Sprayabgleich

Um den Einfluss der Sprayeigenschaften, der Dosierstelle, der Abgasanlagengeometrie
sowie der Betriebsbedingungen auf die Aufbereitung des Reduktionsmittels beurtei-
len zu koénnen, sind abgesicherte Sprayparameter als Randbedingung fiir die CFD-

Simulation zwingend notwendig.

In dieser Arbeit wird ein Drallventil eingesetzt, bei welchem die Tropfen durch Lamel-
lenzerfall entstehen und ein Hohlkegelspray erzeugen, siehe Abbildung 4.1. Die Verset-
zung zwischen Spray- und Ventilachse (7-Winkel) betrégt 14°, der statische Durchfluss
betrigt 9.3 kg/h. Der jeweilige Massenstrom wird iiber die relative Ansteuerzeit, das

Tastverhéltnis, dargestellt. Die Funktionsweise eines Drallventils ist z.B. in Lefebvre

[73] ausfiihrlich beschrieben. Die nidchsten Abschnitte beschreiben die Bestimmung und

! :

Ventilnadel

Drallkammer

Ventilkorper
—— Lamelle
Spritzloch

Hohlkegel — T °

NS

Abbildung 4.1: Schematische Darstellung eines Drallventils mit ~-Winkel

Absicherung der Sprayparameter in der Simulation fiir eine ruhende Umgebung und
die Ubertragung auf den Fall einer seitlichen Anstromung unter erhthten Temperatu-
ren. Die Messungen zur Tropfengréfie und -geschwindigkeit mittels Phasen-Doppler-
Anemometrie (PDA) wurden im Auftrag der Robert Bosch GmbH am Lehrstuhl fiir
Wirme- und Stoffiibertragung (WSA) der RWTH Aachen durchgefiihrt. Die iibrigen

experimentellen Ergebnisse sind der Arbeit von Schwarzenberg [106] entnommen.

4.2.1 Spray in ruhender Umgebung

Das Berechnungsgebiet besteht aus einem Kegelstumpf mit 120 mm Hoéhe und 40

bzw. 180 mm Durchmesser. Im diisennahen Bereich ist die Gitterweite ca. 1 mm.
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4 Spray

Insgesamt besteht das Berechnungsgitter aus ca. 38 000 Hexaederzellen. Die Gas- und
Fluidtemperatur betragt 298 K.

Die aerodynamische Weber-Zahl, welche mit der Gasdichte und der Relativgeschwin-
digkeit zwischen Tropfen- und Gasphase gebildet wird, liegt nach dem Lamellenzer-
fall deutlich unterhalb der Grenze fiir Sekundérzerfall. Diese liegt bei We..;; = 12
(z.B. Schmehl [102]). Das Spray wird deshalb direkt mit einer TropfengréBenvertei-
lung initialisiert, welche durch eine Anpassung einer logarithmischen Normalvertei-
lung (Gleichung (4.9)) an PDA-Messungen bestimmt wird, siche Abbildung 4.2. Der
Sauterdurchmesser D3, des Sprays betragt ~ 85 pm.

f(D) = —— 5" (4.9)
\V2woD '
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Tropfendurchmesser [um]

Abbildung 4.2: TropfengroBenverteilung aus PDA-Messungen (Symbole) und Anpas-
sung mit logarithmischer Normalverteilung (Linie)

Die Lamelle am Spritzlochaustritt wird als Ringspalt modelliert. Der Penetrationsver-
lauf, die Einspritzgeschwindigkeit und die Spraywinkel werden aus Gegenlichtaufnah-
men in einer Spraybox bestimmt. Das linke Schaubild in Abbildung 4.3 zeigt einen
Vergleich der gemessenen und berechneten Penetration mit einer erwartungsgeméafien
guten Ubereinstimmung fiir Vor- und Hauptspray. Zu Beginn der Einspritzung verlésst
das Fluid aus dem Totvolumen nach der Drallkammer das Ventil ohne Drallgeschwin-
digkeit und bildet das sogenannte Vorspray aus. Ein Vergleich der Sprayverteilung
iiber dem Spraywinkel ist in Abbildung 4.3 (rechts) gegeben. Man erkennt deutlich die
fiir ein Hohlkegelspray typische Massenverteilung. Um die dargestellte gute Uberein-
stimmung zwischen Messung und Simulation zu erreichen, musste die Tropfeninitiali-

sierung angepasst werden. In FIRE [9] werden die Tropfen standardméfig mit einer
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Abbildung 4.3: Penetration von Vor- und Hauptspray (links) und die Verteilung der
Spraymasse in 100 mm Abstand von der Diise (rechts), jeweils Mess-
daten von Schwarzenberg [106] und Simulation

konstanten Massenstromdichte initialisiert. In der Realitét stellt sich jedoch ein Profil
der Massenstromdichte entsprechend der Injektorstrémung und den unterschiedlichen
Haftrandbedingungen an der Auflen- und Innenseite der Lamelle ein. Die gemessene
Massenverteilung wird somit direkt als Randbedingung fiir die Tropfeninitialisierung
eingesetzt.

Der Impulsaustausch zwischen Tropfen- und Gasphase wird anhand von
Tropfengrofien / Tropfengeschwindigkeits-Korrelationen aus PDA-Messungen und Si-
mulation in zwei unterschiedlichen Abstdnden von der Diise bewertet, siche Abbil-

dung 4.4. Besonders bei 30 mm Diisenabstand sind grofie Tropfen noch durch den

N
o

X Experiment 30 mm
00 Experiment 50 mm
| — Simulation

—_
)]

[$)]

X % >
DﬁﬁDDD

Axialgeschwindigkeit [m/s]
o

OO

50 100
Tropfendurchmesser [um]

Abbildung 4.4: Vergleich der TropfengroBen/Tropfengeschwindigkeits-Korrelation aus
PDA-Messungen und Simulation fiir 30 mm und 50 mm Abstand von
der Diise
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Lamellenzerfall deformiert und schwingen. Nicht-sphérische Tropfen werden bei der
PDA-Messung nicht detektiert und fiithren zu einer unsicheren Statistik fiir grofie Trop-
fendurchmesser. Kleine Tropfen werden durch die Gasstromung beschleunigt, welche
durch den Impulseintrag iiber das Spray induziert wird. Dieser Effekt wird in der Si-
mulation iiberschétzt. Fiir Tropfengroflen zwischen 30 und 80 pm stimmen die berech-
neten Geschwindigkeiten gut mit den Messwerten iiberein. Die Abnahme des Spray-

impulses zwischen 30 mm und 50 mm Diisenabstand wird korrekt wiedergegeben.

Der Vergleich zwischen berechneter Sprayform mit einer Gegenlichtvisualisierung in
Abbildung 4.5 zeigt, dass die makroskopischen Sprayeigenschaften in der Simulation
gut vorhergesagt werden. Zur Darstellung des Sprayverhaltens in der Simulation wird
aus den kompletten Spraydaten eines jeden Zeitschrittes die Tropfenmasse in senk-
rechter Richtung zur gewiinschten Projektionsebene fiir jede Zelle eines zuvor festge-
legten Rasters aufsummiert und anschliefend entsprechend der Masse in Graustufen
konvertiert. Somit ldsst sich eine den experimentellen Durchlichtaufnahmen &hnliche
Massendarstellung des Sprays realisieren. Die Sprayparameter fiir das Drallventil sind

in Tabelle 4.1 zusammengefasst.

Abbildung 4.5: Gegenlichtvisualisierung des Sprays von Schwarzenberg [106] (links) im
Vergleich zur Simulation (rechts), 10 ms nach Beginn der Einspritzung

4.2.2 Spray mit Queranstromung

Nachdem die Sprayparameter in ruhender Umgebung bestimmt wurden, wird der Ein-

fluss der Queranstréomung auf die Sprayausbreitung untersucht. Das Berechungsgebiet
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Tabelle 4.1: Sprayparameter fiir das Drallventil

Tropfengrofie logarithmische Normalverteilung mit p = 3.19, 0 = 0.694
Geschwindigkeit 18.2 m/s

Halber Kegelwinkel 29°

Spritzlochdurchmesser 0.55 mm

Lamellendicke 0.09 mm

von 94 x 94 x 1000 mm?3 wird mit 73000 Hexaederzellen aufgelost, wobei das Gitter
im Bereich der Eindiisung kleinere Zellen hat. Die Sprayachse ist um 31° gegeniiber
der Horizontalen geneigt. In Abbildung 4.6 werden Laser-Lichtschnittvisualisierungen
der berechneten Sprayausbreitung beispielhaft fiir zwei unterschiedliche Gasgeschwin-
digkeiten verglichen. Analog zu den Visualisierungen zeigen die Simulationsergebnisse

nur das Spray im Bereich des Lichtschnitts. Kleine Tropfen werden aufgrund ihrer

i

Abbildung 4.6: Lichtschnittvisualisierung des Sprays von Schwarzenberg [106] (links)
im Vergleich zur Simulation (rechts) bei einer Queranstromung mit
einer mittleren Geschwindigkeit von @, = 25 m/s (oben) und @, = 50
m/s (unten), jeweils 10 ms nach Beginn der Einspritzung, T, = 523 K

geringen Trigheit von der Gasstromung stark umgelenkt und verbleiben im oberen
Bereich des Kanals. Die grofien Tropfen haben eine deutlich grofiere Penetration und
erfahren nur eine geringe Umlenkung. Die unterschiedliche Ablenkung bei 25 m/s und
50 m/s Gasgeschwindigkeit wird in der Simulation im Vergleich zu den Messungen gut
wiedergegeben.
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Der Einfluss der turbulenten Wirbelstrukturen auf die Tropfenausbreitung kann iiber
die Stokes-Zahl

St = ¢ (4.10)
Tg

abgeschétzt werden. Diese beschreibt das Verhéltnis der Partikelrelaxationszeit (siche

Tabelle 3.1) zur relevanten Zeitskala der Gasstromung. Letztere kann in turbulenten

Stromungen mit der Kolmogorov-Zeit

k
- \E =032 (4.11)

abgeschitzt werden (z.B. Paschedag [90]). Als kritische Stokes-Zahl gibt Burger [22]
einen Wert von St = 1.6 an. Unterhalb dieser Stokes-Zahl treten in Wirbelstrukturen
Separation und Akkumulation der Tropfen auf, welche nur durch eine direkte nume-
rische Simulation wiedergegeben werden. Bei grofleren Stokes-Zahlen zeigt sich eine
wellenartige Tropfenflugbahn. Dieser Effekt wird durch das verwendete Tropfendis-
persionsmodell von Gosman und loannides [45] beriicksichtigt. Eine Abschitzung der
Stokes-Zahl in realen Abgasanlagen zeigt, dass die verwendete Modellierung der Tro-
pfendispersion zulédssig ist. Die Stokes-Zahlen sind fiir die meisten Tropfen deutlich
grofler als 1.6. Lediglich kleinste Tropfen erfahren eine merkliche Ablenkung von der
idealen Flugbahn.

Der Impulseintrag in die Gasphase durch das Spray ist sehr gering. Den Bereich, in
dem kein Ansaugen (Entrainment) der Gasphase durch die Fliissigphase stattfindet,
geben Ghosh und Hunt [43] mit u,/u;,; > 0.3, u, > 10 m/s an. Der Effekt einer zusétz-
lichen Vermischung durch induzierte Wirbelstrukturen, wie er z.B. von Campolo et al.
[25] bei kleinen Werten fiir das Verhéltnis von Gas- zur Eindiisungsgeschwindigkeit,
Ug/Uinj, beschrieben wird, hat bei der Einspritzung von HWL einen vernachléssigharen

Einfluss.
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5 Spray/Wand-Interaktion

In diesem Kapitel wird zunéchst auf die hydrodynamischen Phénomene beim Wand-
kontakt von Tropfen eingegangen. Ein Spray/Wand-Interaktionsmodell wird fiir die
HWL-Anwendung weiterentwickelt, wofiir Visualisierungen von Tropfenketten zur Re-
gimeeinteilung herangezogen werden. Das Spray/Wand-Interaktionsmodell wird an-
hand von Visualisierungen des Spray/Wand-Kontakts tiberpriift. Ein Berechnungsmo-
dell fiir den Warmeiibergang zwischen Tropfen und Wand wird vorgestellt und die Er-
gebnisse werden mit Temperaturmessungen bei der Spraykiihlung fiir Betriebspunkte

ohne und mit Wandfilmbildung verglichen.

5.1 Hydrodynamik beim Wandkontakt

Beim Auftreffen von Tropfen auf eine Oberfliche kénnen eine Vielzahl von verschie-
denen physikalischen Phéanomenen auftreten. Diese werden in der Literatur haufig als
Regime bezeichnet und sind z.B. bei Bai und Gosman [11] ausfiihrlich beschrieben. Im

Folgenden werden die wichtigsten Regime kurz erldutert:

Deposition: Adhésion des Tropfens an der Oberfldche, wobei mit steigender Tropfen-
geschwindigkeit der anhaftende Tropfen seine sphérische Form verliert und einen
linsenférmigen Film ausbildet. An einer benetzten Oberfliche verbindet sich der
Tropfen mit dem bestehenden Wandfilm. An einer heilen Oberfliche tritt Sieden

auf, welches bei noch hoherer Temperatur in das Breakup-Regime iibergeht.

Splash: Zerfall des Tropfens in kleinere Sekundértropfen an einer kalten (trockenen

oder nassen) Wand aufgrund seiner hohen kinetischen Energie.

Rebound: Reflektion des Tropfens bei sehr geringer Geschwindigkeit an der nassen
Wand aufgrund eines zwischen Tropfen und Film eingeschlossenen Luftpolsters,

welches den Kontakt verhindert. An der heiflen, trockenen Oberfliche verhindert
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5 Spray/Wand-Interaktion

ein Dampfpolster den Kontakt zwischen Tropfen und Wand und der Tropfen prallt

zuriick. Dieser Effekt wird allgemein als Leidenfrostphdnomen bezeichnet.

Breakup: Im Unterschied zum Splash-Regime beschreibt dieses Regime den thermisch

dominierten Tropfenzerfall an einer heiflen Oberflache.

Dariiber hinaus gibt es eine Vielzahl von Ubergangsregimen, in denen mehrere dieser

Phéanomene mit dhnlicher Wahrscheinlichkeit ablaufen.
Die maBgeblichen Einflussgrofien auf die Prozesse bei der Tropfen/Wand-Interaktion
sind die Tropfeneigenschaften:

e Durchmesser D

e Geschwindigkeit u

sowie die Stoffeigenschaften der Fliissigkeit:
Dichte p

Oberflichenspannung o

dynamische Viskositét p

Siedetemperatur T,

und die Eigenschaften der Wand:
e Wandtemperatur T,

Dichte p,,

Wirmeleitfiahigkeit A,

Wirmekapazitét ¢, .,

mittlere Rauigkeit R, oder gemittelte Rautiefe R,
e Wandfilmdicke h

Die Stoffeigenschaften der Wand wie Dichte, Warmeleitfahigkeit und Wérmekapazi-
tat beeinflussen, wie spéter ausfiihrlich diskutiert wird, den Warmeiibergang zwischen
Wand und Tropfen und die effektive Wandtemperatur an der Kontaktstelle. Bei der
Beschreibung von Sprays kommen noch die Auftrefffrequenz oder die Tropfendichte
dazu. Diese werden in dieser Arbeit vernachléssigt, da die betrachteten Sprays als
‘diinne Sprays’ bezeichnet werden koénnen. Gravitationskrifte sowie die Eigenschaf-
ten des umgebenden Gases und die dadurch ausgeiibten Kréifte konnen vernachléssigt

werden.

Die Einflussgrofien lassen sich in dimensionslose Kennzahlen zusammenfassen. Dies hat

den Vorteil, dass die Anzahl der Einflussgroflen reduziert wird und zumeist auch ei-
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5.1 Hydrodynamik beim Wandkontakt

ne Abgrenzung der auftretenden physikalischen Phéanomene zufriedenstellend moglich

ist.

Die Weber-Zahl setzt die kinetische Energie des Tropfens und seine Oberflichenener-
gie ins Verhéltnis und stellt so eine Kenngrofle fiir die Stabilitdt des Tropfens bei

Aufprallvorgéngen dar
(5.1)

Das Verhéltnis von Trégheitskréften zu viskosen Kréiften wird in der Tropfen-Reynolds-

Zahl ausgedriickt:
~puD

]
Die viskosen Krifte wirken Schwingungen und der Ausbreitung des Tropfens beim

Re

(5.2)

Wandkontakt entgegen.

Dariiber hinaus gibt es eine Vielzahl von Kombinationen der obigen Kennzahlen, wie
z.B. Capillar-Zahl und Laplace-Zahl, die von verschiedenen Autoren zur Darstellung
der Abhéngigkeiten eingefithrt wurden. Mundo et al. [82] haben als relevante Kenn-

grofle
(p D)3/4 u5/4

K= o1/2 1/

= Wel/2Re/* (5.3)

eingefiihrt. Die trockene oder benetzte Wandoberfliche kann mit der dimensionslosen

Rauigkeit oder Rautiefe

R, R,
Eaq = 3 oder E, = 5 (54)
bzw. der dimensionslosen Filmhohe
hy
0= — 5.5
i (55)

beschrieben werden.

Der Einfluss der Wandtemperatur wird zumeist iiber das Verhéltnis zur Siedetempe-

ratur des Tropfenfluids charakterisiert:

T

T =
Tsat

(5.6)
Obwohl sich die physikalischen Effekte beim Tropfenaufprall auf heifle Oberflichen mit

der Leidenfrosttemperatur gut voneinander abgrenzen lassen, hat sich die Siedetem-

peratur bei der Beschreibung des Wandtemperatureinflusses durchgesetzt. Ein Grund
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5 Spray/Wand-Interaktion

hierfiir ist die genaue Kenntnis der Druckabhéngigkeit der Siedetemperatur und so-
mit die Einsetzbarkeit bei hoheren Driicken in der motorischen Gemischbildung, ein

Hauptfokus in den bisherigen Untersuchungen der Tropfen/Wand-Wechselwirkung.

Soweit nicht anders angegeben, werden obige Kennzahlen jeweils mit der wandnorma-

len Geschwindigkeitskomponente gebildet.

5.2 Modellierung der Spray/Wand-Interaktion

In den meisten technisch relevanten Fragestellungen, wie z.B. der motorischen Ge-
mischbildung oder der Dosierung von HWL, sind die physikalischen Prozesse beim
Tropfen/Wand-Kontakt duflerst vielfiltig. Neben den oben beschriebenen Einflussgro-
Ben kommen noch stochastische Effekte hinzu, die durch kleinste Stérungen im Tropfen
oder an der Oberfliche induziert werden. Mit direkter numerischer Simulation lassen
sich heutzutage einzelne Fragestellungen bereits zufriedenstellend 16sen, siche z.B. Karl
et al. [54], Karl [53] oder Maichle et al. [76]. Fiir die Berechnung von Spriihstrahlen
mit einer Vielzahl von Einzeltropfen sind diese Methoden aufgrund des hohen nume-
rischen Aufwandes nicht einsetzbar. Fiir Sprayanwendungen wurden deshalb in der
Vergangenheit statistische Modelle zur Beschreibung des Wandkontakts in der Lite-
ratur vorgestellt, die auf empirischen oder semi-empirischen Korrelationen aufbauen,
z.B. Naber und Reitz [85], Bai und Gosman [11], Stanton und Rutland [113, 114] und
Mundo et al. [83].

Die Anforderungen an die Modellierung der Spray/Wand-Wechselwirkung lassen sich

in zwei Abschnitte unterteilen:
1. Bestimmung des vorliegenden Regimes
2. Bestimmung der sekundéren Tropfeneigenschaften

Im Falle von Tropfenzerfall miissen die sekundére Tropfenmasse, die Tropfengrofie und
-geschwindigkeit sowie der Austrittswinkel 5 und die seitliche Ablenkung ¥ bestimmt
werden, siehe Abbildung 5.1.

Erst in den letzten Jahren wurden - mafigeblich bedingt durch die Entwicklung di-
rekteinspritzender Brennverfahren - Modelle entwickelt, die auch den Einfluss einer
erhohten Wandtemperatur explizit berticksichtigen, z.B. Senda et al. [107], Ashi-
da et al. [8] oder Kuhnke [68]. In der vorliegenden Arbeit wurde ein Spray/Wand-
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Primartropfen sekundare Tropfen

pal

B¢~
SN :::YX_
abgelagertes Fluid

Wand

Abbildung 5.1: Tropfenaufprall auf eine Wand

Interaktionsmodell fiir HWL entwickelt, das auf die Modellierung von Kuhnke [68]

zuriickgreift.

5.2.1 Spray/Wand-Interaktionsmodell von Kuhnke [68]

Das Modell wurde von Kuhnke innerhalb des Européischen Projekts Droplet Wall In-
teraction Phenomena of Relevance to Direct Injection Gasoline Engines, DWDIE [36],
aufgestellt. Ein Schwerpunkt des Projekts war, die Tropfen/Wand-Wechselwirkung
bei erhohten Wandtemperaturen zu untersuchen. Es wurden zahlreiche Versuche an
Einzeltropfen und Tropfenketten sowie an mono- und polydispersen Sprays fiir unter-
schiedliche Wandrauigkeiten und Auftreffwinkel durchgefiihrt. Als Fluid wurden Iso-
oktan, eine Wasser-Glycerin-Mischung und eine Kochsalz-Ethanol-Losung verwendet.

Die Tropfengréfien lagen zwischen 50 pym und 4600 pm.

5.2.1.1 Regimeabgrenzung

Kuhnke verwendet in seiner Modellierung die Kenngrofie K zur Beschreibung der Re-
gimegrenzen. Er stellt aus den umfangreichen Messdaten des DWDIE-Projekts und
Literaturdaten die in Abbildung 5.2 dargestellte Einteilung in die Regime Deposition,
Splash, Rebound und Breakup auf, wobei die kritische K-Zahl, K, ;, variiert. Die kriti-
sche Grenztemperatur wird bei 77

cri

lagert sich Fluid an der Wand ab.

. = 1.1 angenommen. Unterhalb dieser Temperatur

Abbildung 5.3 veranschaulicht die Zerfallsgrenze in Abhéngigkeit von der Wandtempe-
ratur und der Rauigkeit fiir die trockene Wand bei einem Auftreffwinkel von o = 90°.
Unterhalb der Siedetemperatur nimmt K..; mit steigender Wandtemperatur und ab-
nehmender Rauigkeit zu. Bei heifler Wand (7% > 1.1) variiert K.;; zwischen 20 (Auf-
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5 Spray/Wand-Interaktion

treffwinkel & = 0°) und 40 (o = 90°), unabhéngig von der Rauigkeit. Oberhalb der

1.6 - . . .

1.5 .

1.4

_ 13
iz -
1.1

1 i e 7

0.9 Deposition Splash |
0.8 '

0 50 100 150 200 250
K[

Rebound

Breakup

Abbildung 5.2: Vereinfachte Regimeeinteilung fiir das Spray /Wand-Interaktionsmodell
nach Kuhnke

Abbildung 5.3: Kritische K-Zahl fiir eine trockene Wand in Abhéngigkeit von der Rau-
igkeit ¢ und der Wandtemperatur 7%, a = 90°

dargestellten Fldche zerféllt der Tropfen, unterhalb davon kommt es zur Ablagerung
der Fluidmasse bzw. zu Rebound bei hohen Wandtemperaturen. Rebound kann zu-
sitzlich noch bei sehr kleinen We-Zahlen (We < 5) an der nassen Wand auftreten,
siche Bai und Gosman [11].

Fiir die nasse Wand héngt die Splashgrenze von der dimensionslosen Filmdicke § ab

und zeigt um 6 ~ 1 ein Maximum, das zwischen La = 200 und La = 1000 mit zu-
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5.2 Modellierung der Spray/Wand-Interaktion

nehmender Laplace-Zahl zunimmt und zu grofleren Filmdicken hin verschoben ist,

siehe Abbildung 5.4. Fiir § > 2 wird eine konstante Splashgrenze angenommen. Die

300 . . .

250 La = 1000

200

X 150

1001

50r 7

Abbildung 5.4: Abhéngigkeit der Splashgrenze von der dimensionslosen Filmhohe §
bei nasser Wand

mathematische Beschreibung der Regimeabgrenzung kann der Arbeit von Kuhnke ent-

nommen werden.

5.2.1.2 Sekunddre Tropfeneigenschaften

Die Regime Breakup und Splash werden gemeinsam behandelt, wobei je nach Eigen-
schaften der Oberfliche (trocken/nass, kalt/heifl) unterschiedliche Korrelationen fiir
die sekundéren Tropfeneigenschaften verwendet werden. Beim Tropfenzerfall wird eine
zuvor festgelegte Anzahl von Parcels, N, initialisiert, denen bestimmte Eigenschaften
zugewiesen werden. Primére Tropfeneigenschaften werden im Folgenden mit dem Index

0 gekennzeichnet, Index 1 bezieht sich auf die sekunddren Tropfeneigenschaften.

Deposition
Bei Ablagerung eines Tropfens wird dieser an das Wandfilmmodell iibergeben und

wirkt dort als Quellterm in den Erhaltungsgleichungen. Ebenso wird die abgelagerte
Fluidmasse aus dem Splash behandelt.
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5 Spray/Wand-Interaktion

Rebound

Beim Rebound eines Tropfens an einer heiflen, trockenen Oberfliche beschreiben Wach-
ters und Westerling [121] eine Erhaltung des tangentialen Impulses. Senda et al. [107]
geben, basierend auf den Daten von Wachters und Westerling, eine Korrelation fiir
den wandnormalen Impuls an, die im Modell verwendet wird:

pufD.

Wey = 0.678 Weg e~ +415107"Weo — (5.7)

Q

uy ist die wandnormale Geschwindigkeit des abprallenden Tropfens.

Breakup und Splash

Sekundére Masse: Die sekundére Tropfenmasse m; bestimmt Kuhnke iiber lineare In-
terpolation zwischen kalter Wand (7 < 0.8) und heifler Wand (7 > 1.1) zu

T — 0.8
Mo Vp, = min(1 + vy,

e m(l — VBG) -+ VBG) (58)

mit dem Verhéltnis der Filmmasse der jeweiligen Zelle zur Tropfenmasse vy = my/mq
fir die nasse Wand und vy = 0 fiir die trockene Wand. vpg ist dabei die von Bai

und Gosman [12] fiir eine trockene bzw. nasse Wand vorgeschlagene Korrelation fiir

Splash,

02+06r trockene Wand
VBGg = (59)
0.24+09r nasse Wand.

r ist eine gleichverteilte Zufallszahl zwischen 0 und 1.

Tropfengrofie: Der Korrelation fiir die trockene Wand liegen die Daten von Senda et al.
[107] und Stanton und Rutland [113, 114] zu Grunde, fiir die nasse Wand basiert die
Korrelation auf den Angaben von Nagaoka et al. [87]. Fiir den mittleren sekundéren

Tropfendurchmesser Dy, folgt

Dio 3.3¢30(a/180°°We™0%  t1.5ckene Wand
= (5.10)

Do 2.9¢3:6(cr/180°)2We 05 nasse Wand.
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5.2 Modellierung der Spray/Wand-Interaktion

In der Simulation wird beim Tropfenzerfall eine zuvor definierte Anzahl von sekundéren
Tropfenpaketen initialisiert, deren jeweilige Tropfengrofle mit einer inversen Weibull-

verteilung mit dem Formfaktor ¢ = 1.35 und dem Mittelwert D;y bestimmt wird.

Tropfengeschwindigkeit: Die sekundére Tropfengeschwindigkeit fiir eine trockene Wand

ergibt sich aus einer Energiebetrachtung unter Beriicksichtigung der kinetischen Ener-
gie, der Oberflachenenergien und der Verteilung der sekundédren Tropfen mit einem
winkelabhéngigen Energieverlust. Fiir eine nasse Wand verwendet Kuhnke die Korre-
lation von Nagaoka et al. [87]. Fiir die absolute Weber-Zahl, gebildet mit dem Betrag
des Geschwindigkeitsvektors, folgt

%100 (Wea,o (1 — 1’ sin? a) + 12) — 1322 trockene Wand

Wea, = = (5.11)
max(51 — 7.1e34%0° | c,Weq) nasse Wand
mit
"= 0.85 und co = —0.378(——)% — 0.123—— + 0.156
= o REETE HERee T

Das Verhéltnis v35 = D3o/D1g ergibt sich aus der zugrunde gelegten Weibullverteilung
fiir die Tropfengréfien zu v3s = 2. Wie die Tropfengréfien werden die Geschwindig-
keiten der generierten Tropfenpakete aus einer inversen Weibullverteilung mit dem

Formfaktor ¢ = 1.35 bestimmt.

Austrittswinkel: Bei der Beschreibung des mittleren sekundéren Winkels 3 beriicksich-
tigt Kuhnke mehrere Literaturstellen, Mundo et al. [82], Nagaoka et al. [87], Akhtar
und Yule [7] und die Ergebnisse des DWDIE-Projekts:

;

9.3° +1In(e,)(2.7° — 0.03a) + 0.22c¢  kalte, trockene Wand

0.225 o £(0-017/°a—0.937) nasse Wand (5.12)

R
Il

v 0.96 ¢—0-0045 We heie Wand

\

Die Winkel der sekundéren Tropfen folgen einer logistischen Verteilung mit einer Ver-

teilungsbreite von 4°.

Seitliche Ablenkung: Aufbauend auf den Daten von Naber und Reitz [85] folgt fiir die
seitliche Ablenkung
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180°

U=— In(l—r(1—e)) (5.13)
w
mit
\/1+8.872005(1.152a) o < 80°
W = 1—cos« - (514)

2
%COS& a > 80°

und einer gleichverteilten Zufallszahl r zwischen 0 und 1.

Im Fall der Berechnung dichter Sprays gibt es zusétzlich Korrelationen z.B. fiir Zer-
fallsgrenze, Tropfengréfie und sekundéare Winkel. Da in der vorliegenden Arbeit durch-
weg diinne Sprays betrachtet werden, wird auf eine Darstellung der Modellierung der

dichten Sprays an dieser Stelle verzichtet.

5.2.2 Spray/Wand-Interaktionsmodell fiir HWL

Das Modell von Kuhnke wurde fiir den Einsatz fiir die Benzindirekteinspritzung ent-
wickelt. Im Folgenden werden die Ubertragbarkeit auf die Berechnung der HWL-

Dosierung und die notwendigen Anderungen diskutiert.

Statistische Spray/Wand-Interaktionsmodelle sind strenggenommen nur in dem Para-
meterbereich giiltig, in dem die Korrelationen fiir die sekundéren Tropfeneigenschaften
bestimmt wurden. Viele der beim DWDIE-Projekt und an anderen Stellen in der Li-
teratur gegebenen Daten, welche fiir die Modellierung verwendet wurden, sind mit
Tropfengrofien zwischen 50 und 200 pum und Geschwindigkeiten im Bereich von 5 -
25 m/s erstellt worden. Als Fluid wurden wegen der einfachen Handhabbarkeit als
Ersatzstoff hdufig Wasser oder wéssrige Losungen eingesetzt. Die Ergebnisse lassen
sich deshalb prinzipiell auf die HWL-Dosierung iibertragen. Das Modell von Kuhnke
bietet weiterhin den Vorteil, dass eine breite Datenbasis herangezogen wurde und eine
Vielzahl von physikalischen Effekten, speziell der Einfluss der Wandtemperatur, mit
abgebildet wird.

Fiir die nasse Wand basieren die Korrelationen der sekundiren Tropfengrofie,
-geschwindigkeit und des Austrittswinkels auf den Daten von Nagaoka et al. [87],
die ein dichtes Spray untersuchten. Simulationen im Rahmen dieser Arbeit mit einem
diinnen Spray bei einer kalten, teilweise benetzten Wand zeigten unphysikalisch hohe

wandnormale und radiale Eindringtiefen. Vergleichsrechnungen unter Verwendung der
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Korrelationen fiir eine trockene, kalte Wand zeigten eine deutlich bessere Wiederga-
be der makroskopischen Sprayeigenschaften (siche Abschnitt 5.7.5). Abweichend vom
urspriinglichen Modell werden diese Korrelationen in dieser Arbeit als erster Ansatz

verwendet.

Fiir die heile Wand wurden in ersten Rechnungen mit dem Modell von Kuhnke zu ge-
ringe Eindringtiefen der sekundéren Tropfen vorhergesagt. Da die Eindringtiefe sowohl
von der sekundéren Tropfengrofie als auch von deren Geschwindigkeit abhéngt, wird
deren Zusammenhang anhand der Energiegleichung fiir die Tropfen beim Wandkontakt

im Folgenden diskutiert.

Folgende Annahmen werden zur Aufstellung der Energiegleichung der Tropfen getrof-
fen (siehe auch Kuhnke [68]):

e kinetische Energie, Oberflichenenergie und Dissipation werden beriicksichtigt
e es werden adiabate Bedingungen angenommen, die Stoffwerte sind konstant

e die Verteilung der Energie zwischen sekundéren Tropfen und abgelagertem Fluid

erfolgt entsprechend der jeweiligen Massenanteile
e die Energiedissipation resultiert komplett aus der kinetischen Energie

Mit der Dissipation dE = nFEy;, folgt fiir die Energiegleichung
Erint + Eo1 = UV (Egino + Ego — dE). (5.15)

Die mittleren Durchmesser einer Tropfenverteilung f(D) sind durch

i 1/(i—3)
[ J(D)D dD] 510

o= o

gegeben. Mit der Verteilung der sekundéren Tropfen ergibt sich damit aus Gleichung
(5.15)
1« 1«

~Ni—~pD3u2, + 7o Ny D3y = vy (= No

5Nig 5 6,0D3u20(1 —n) +7oNgD}). (5.17)

Mit Ny D3y = v, NoD3 und der absoluten Weber-Zahl folgt schliefilich

D Dy D
Dw Weao(1 — 1) — 12(=2 — 219, (5.18)

Weg = —
! o D3 Dy
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Bei Kenntnis des Verhéltnisses vy = Dsy/ Dy der sekundéren Tropfen sind in Glei-
chung (5.18) die sekundédre Weber-Zahl We,; und das GroBenverhéltnis Dyy/ Dy unbe-

kannt. Ist eine der Groflen bekannt, lidsst sich die andere direkt daraus bestimmen.

Wird die komplette Energie in Oberflichenenergie umgewandelt (We,; = 0), folgt als

unteres Limit fiir das Verkleinerungsverhéltnis

D10 1 W@ao -1
- (1 1— 1
DO V39 ( + 12 ( 77)) <5 9)
bzw. fiir D32/D0
D3y Weao -
— =1 1-— . 2
D, ( + 77)) (5.20)

Abbildung 5.5 stellt fiir den senkrechten Tropfenaufprall auf eine trockene Wand
das Zerkleinerungsverhiltnis dar. Die Korrelation nach Gleichung (5.10) fiir Dyq/ Dy

1k - — Kuhnke (D:D10) i
! x DWDIE (D = D10)
0.8 |\i b
R --Senda (D = D32)
i ; _ -
— 0.6} - --Energiegl.,n=0.85 (D = D32) i
Q
O 0.4}
0.2r
0 1 1 1
0 200 400 600 800

We, [-]

Abbildung 5.5: Tropfengrofien-Korrelationen fiir senkrechten Tropfenaufprall auf eine
trockene Wand

stimmt gut mit den Daten des Lehrstuhls fiir Warme- und Stoffiibertragung (WSA)
der RWTH Aachen aus dem DWDIE-Projekt [36] iiberein. Erstaunlicherweise liegt
auch eine gute Ubereinstimmung mit den Daten aus Senda et al. [107] vor, obwohl
die Autoren das Verhéltnis D3s/ Dy angeben. Die Daten miissten sich um den Faktor
V39 = Ds3o/Dyo unterscheiden, fiir welchen in der Literatur unterschiedliche Werte an-
gegeben werden. Kuhnke schétzt 3, aus der Verteilungsfunktion des WSA innerhalb
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des DWDIE-Projekts mit v35 = 2 ab. Aus den direkt gemessenen Tropfengréfien Dyq
und D3y des WSA folgt v50 = 1.26 ... 1.65. Bei Akhtar und Yule [7] findet man einen
Wert von v35 = 1.48. Die Senda-Daten lassen sich zufriedenstellend durch Gleichung
(5.20) mit 85 % Energieverlust beschreiben.

Abbildung 5.6 vergleicht das Verhiltnis Do/ Dy nach Gleichung (5.19) fiir einen mitt-
leren Wert von 135, = 1.45 mit den Daten von Kuhnke und den Angaben aus dem
DWDIE-Projekt. Mit einem Verlust von 90 % ergibt sich eine gute Ubereinstimmung

zwischen den Korrelationen. Wie die Gegeniiberstellung zeigt, lasst sich die sekundére

1k —Kuhnke i
x DWDIE
0.8t ---Energiegl., n = 0.9 |

0 200 400 600 800
Weao [-]

Abbildung 5.6: Korrelationen fiir Dy9/Dy bei senkrechtem Tropfenaufprall auf eine
trockene Wand, v3, = 1.45

Tropfengrofie aus der Energiegleichung nach (5.19) bestimmen, wenn ein Verlust von
85 - 90 % angenommen wird. Diese Verluste beinhalten die kinetische Energie der
sekundéren Tropfen. Das heifit, die reine Dissipation ist geringer als 85 - 90 %, da ein

Teil der Energie in kinetischer Energie der Sekundértropfen erhalten bleibt.

Ist der rein dissipative Verlust bekannt, kann tiber Gleichung (5.18) mit den zuvor be-
stimmten sekundéren Tropfengréfien die Geschwindigkeit der Tropfen berechnet wer-
den. Kuhnke gibt hierfiir einen winkelabhédngigen Verlust an, der bei senkrechtem
Aufprall 85 % betriigt (siehe Gleichung (5.11)). Im Gegensatz dazu fiihrt Kuhnke eine
Regressionsanalyse mit den Daten von Senda et al. durch und gibt hierfiir Verluste
an, die sich aus 52 % der priméren kinetischen Energie und einer dimensionslosen
Aktivierungsenergie von We = 14 fiir den Zerfall zusammensetzen. Die sekundéren
Geschwindigkeiten liegen damit in dem von Senda et al. angegebenen Bereich von

11 % und 33 % der Ausgangsgeschwindigkeit. Die Dissipation n wird daher in Glei-
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chung (5.11) im Folgenden mit 55 % angenommen. Wie die Rechnungen spéter zeigen,

konnen damit die gemessenen Eindringtiefen zufriedenstellend abgebildet werden.

Wie in Abschnitt 5.7 aufgezeigt werden wird, nimmt mit steigender Harnstoffkonzen-
tration im Tropfen die Leidenfrosttemperatur deutlich zu, wiahrend die Siedetempera-
tur nur wenig ansteigt. Es kann schon bei hoheren Temperaturen zur Wandbenetzung
und Filmbildung kommen. Dies bedeutet, dass die fiir Kraftstoffe und Alkohole ex-
perimentell bestimmte und der Modellierung von Kuhnke zugrunde gelegte kritische

Grenztemperatur 7., = 1.1 fiir HWL nicht giiltig ist und einer entsprechenden An-

crit

passung bedarf.

5.3 Waiarmeiibergang beim Wandkontakt

Das Verhalten von Tropfen beim Wandkontakt wird durch die Oberflachentemperatur
beeinflusst. Je nach Wandtemperatur stellen sich unterschiedliche Regime ein, wie im
vorherigen Kapitel aufgezeigt wurde. Durch den Warmeiibergang von der heiflen Ober-
fliche an die Tropfen kiihlt die Oberfliche aus. Wenn die Temperatur lokal unter eine
kritische Ubergangstemperatur abkiihlt, kommt es zur Benetzung der Oberfliche und
es kann sich ein Wandfilm ausbilden. Als Benetzung wird im Folgenden der Zustand
definiert, bei welchem noch nach der Tropfenkontaktzeit nach Rayleigh (Gleichung
(5.22)) Fluid auf der Wand abgelagert bleibt.

Neben dem dynamischen Tropfenverhalten héangt auch der Warmeiibergang stark von
der Oberflachentemperatur ab. Fiir einen aufliegenden Film werden im Folgenden die
unterschiedlichen Warmeiibergangsregime fiir Stromungssieden anhand der Nukiyama-
Kurve fiir Wasser, Abbildung 5.7, erldutert. Unterhalb der Siedetemperatur nimmt die
Wirmestromdichte aufgrund von Konvektion mit der Oberflichentemperatur zu. Ab
einer Ubertemperatur AT, = T, — Tsut 2 5 K beginnt der Bereich des Blasensie-
dens, an der Fluid-Festkorper-Grenzflache bilden sich erste Dampfblasen. Die Wiér-
mestromdichte steigt bis zu einem maximalen Wert (entspricht der kritischen Wir-
mestromdichte) bei ungefihr 30 K Ubertemperatur an. Diese Temperatur wird als
Nukiyama-Temperatur bezeichnet. Daran schlieBt sich ein Ubergangsbereich an, bei
welchem die Ausdehnung des isolierend wirkenden Dampfpolsters mit zunehmender
Wandtemperatur ansteigt, bis am Leidenfrostpunkt ein geschlossenes Dampfpolster
vorliegt. Oberhalb der Leidenfrosttemperatur nimmt der Wirmeiibergang durch das

Dampfpolster mit steigender Wandtemperatur zu.
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Konvektion Siederegime
, Blasen Ubergang  Film
10 . . . .
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Abbildung 5.7: Nukiyma-Siedekurve fiir Wasser nach Incropera und De Witt [50].

Fiir einen auf einer heiflen Oberfliche aufgelegten Tropfen ldsst sich ein Verdamp-
fungszeitdiagramm erstellen, das bei der kritischen Warmestromdichte ein Minimum
und bei der Leidenfrosttemperatur ein Maximum in der Verdampfungszeit aufweist.
Die Nukiyama-Kurve kann jedoch nur fiir den quasistationdren Warmeiibergang zwi-
schen Tropfen und Wand verwendet werden, das heifit, wenn es zur Benetzung der
Wand mit Fluid kommt. Der Spray/Wand-Kontakt ist ein hochdynamischer Vorgang
mit einer Uberlagerung von Wérmeiibergang und Tropfendynamik. Die Kontaktzeiten
fiir die hier auftretenden Spriihstrahlen liegen im Bereich von 1075 bis 10~* Sekunden.
Wiéhrend sich der Warmeiibergang fiir den benetzenden Tropfen fiir T, < T7, mit der
Nukiyama-Kurve abbilden ldsst, miissen fiir Oberflichentemperaturen oberhalb der
Leidenfrosttemperatur in der Simulation andere Modellansitze verwendet werden. Im
Folgenden sollen die dabei ablaufenden physikalischen Effekte und die Modellbildung

erlautert werden.

Trifft ein Tropfen auf eine heile Oberfliche, kommt es auch oberhalb der Leidenfrost-
temperatur zum direkten Fliissigkeit-Festkorper-Kontakt, siehe Toda [117, 118], Bolle
und Moureau [15] und Wruck [125]. Uber die Kontaktfliche Tropfen-Wand geht Wiir-
me von der Wand an den Tropfen iiber. Es bildet sich ein Temperaturgradient im
Tropfen und in der Wand aus. Durch die Tropfendeformation wird eine Strémung im
Tropfen induziert, es kommt zur Uberlagerung von Wirmeleitung und Konvektion.
Es wird davon ausgegangen, dass im Bereich der Kontaktfliche eine Uberhitzung des
Fluids weit iiber den Siedepunkt auftritt [86, 125]. Dies hat eine rasche Verdunstung
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durch Siedevorgénge zur Folge, welche wiederum durch die Verdunstungsenthalpie zur
Kiihlung des Fluids beitragen. Wenn der Druck in den Dampfblasen durch die Ver-
dunstung an der Kontaktfliche grofl genug ist, kommt es zum Abheben des Tropfens
und ein durchgehendes Dampfpolster bildet sich aus. Die Komplexitit der ablaufen-
den physikalischen Prozesse verdeutlicht, dass bei einer auf Einzeltropfen basierenden
Modellbildung fiir den Einsatz in einem CFD-Code Vereinfachungen und Modellan-

nahmen getroffen werden miissen.

In der Modellierung des Wérmeiibergangs finden sich in der Literatur prinzipiell zwei
unterschiedliche Ansétze. Im ersten Ansatz, wie ihn z.B. Senda et al. [107] in der
motorischen Gemischbildung anwenden, wird der Warmeiibergang mittels Konvekti-
on und eines von der Wandtemperatur abhingigen Warmeiibergangskoeffizienten
bestimmt. Dagegen verwendet Meingast [81] den auf Arbeiten von Wruck [125] und
Aamir und Watkins [1] aufbauenden Ansatz der Wirmeleitung. Die Ubereinstimmung
der berechneten mit gemessenen Wéarmestromen fiir ein dichtes Dieselspray ist jedoch
nicht zufriedenstellend. Eigene Berechnungen fiir HWL mit den aufgefiihrten Modellen
zeigen ebenfalls starke Abweichungen von den in Abschnitt 5.7.2 vorgestellten Abkiihl-

kurven.

Es wurde deshalb eine Modellerweiterung, basierend auf den Vorstellungen von Wruck,
durchgefiihrt. Die wihrend des Direktkontakts (Zeitdauer t4.) iibergehende Warme-
menge ist um ein Vielfaches grofler als die Wéarmemenge, die nach dem Ausbilden
des Dampfpolsters iibertragen wird, siche Bolle und Moureau [15] und Wruck [125].
Daher wird lediglich die erste Periode des Direktkontakts beriicksichtigt. Dem Mo-
dell liegt der Kontakt zweier halbunendlicher Korper (siehe auch Baehr und Stephan
[10]), im vorliegenden Fall Tropfen und Wand, zugrunde. Die Kontaktkorper beriihren
sich fiir eine gewisse Zeitdauer an einer gemittelten Kontaktfliche. Der Ansatz ba-
siert auf eindimensionaler, transienter Warmeleitung in beiden Kontaktpartnern. Aus
den Temperaturgradienten an der Kontaktflache lasst sich die fiir den Kontaktvorgang

tibertragene Warmemenge berechnen. Nach Meingast [81] folgt

2\/ Lde bwbd
VT by + by

mit den Warmeeindringkoeffizienten der beiden Kontaktpartner

bi = 1/ (Apcy)i.

Qw—d = Akont (Tw - Td) (521)
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5.3 Warmeiibergang beim Wandkontakt

Neben den Temperaturen hédngt die iibertragene Warmemenge somit von der Kontakt-
flaiche und der Kontaktzeit ab. Fiir diese Grofien finden sich in der Literatur keine all-
gemein giiltigen physikalischen Modelle, stattdessen werden empirische Korrelationen
in Abhéngigkeit der We- bzw. K-Zahl grofitenteils aus Messdaten abgeleitet. Unter-
halb der Zerfallsgrenze, die an der heiflen Wand je nach Autor fiir nahezu senkrechten
Tropfenaufprall zwischen We = 60 + 10 (Akhtar und Yule [7]), We = 80 (Bolle und
Moureau [15]) und We = 100 (Wruck [125]), bzw. mit K = 40 (Kuhnke [68]) angege-

ben wird, kann die Kontaktzeit mit der Rayleigh-Zeit fiir einen schwingenden Tropfen

beschrieben werden [121]:
T [pD3
tray = — . 0.22
Y 4 o ( )

Oberhalb der Zerfallsgrenze reifit der Tropfen bei seiner maximalen Ausdehnung. Fiir
diesen Fall fiihrt Wruck als Kontaktzeit einen Mittelwert aus der Rayleigh-Zeit und
der doppelten charakteristischen Zeit von Bolle und Moureau [15], 2t* = 2 D /u, ein:

0.25
7 [pD®
t =4/= . 2
kont \/g|:0_u2:| (5 3)

Die Kontaktzeit nach Wruck findet sich in den theoretischen Uberlegungen von Kuhnke

oberhalb der Zerfallsgrenze (tyon: = 0.4 t,4,) und den experimentellen Daten von
Suzuki und Mitachi [116] (tron = 1.85 We® ¢*) in erster Nidherung bestitigt, wie
Abbildung 5.8 zeigt.

1 —Wruck
- --Suzuki
0.8k -- Kuhnke |

0 200 400 600 800
We [-]

Abbildung 5.8: Kontaktzeiten beim Tropfenaufprall
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Die Kontaktfliche kann bei Kenntnis des zeitlichen Verlaufs der Tropfendeformation

an der Kontaktfliche durch Integration und Mittelung nach

tae
1
Apont = — / T D(t)dt (5.24)
tae 4
0

bestimmt werden.

Die Ergebnisse von Karl et al. [54] und Kubitzek [67] an heiflen Winden zeigen, dass
das Zusammenziehen der Lamelle beim Abheben des Tropfens etwas langsamer ablauft
als das Ausbreiten in der ersten Periode des Wandkontakts. In erster Néaherung lésst
sich dieses Verhalten mit einer Sinus-Kurve beschreiben. Somit folgt fiir den zeitlichen

Verlauf des Tropfendurchmessers unterhalb der Zerfallsgrenze (K < 40)

D(t) = D,yaq sin( ) (5.25)
kont
bzw. bei Tropfenzerfall (K > 40)
t
D(t) = Dypag sin(—— ). (5.26)
kont 2

Fiir den maximalen Durchmesser finden sich in der Literatur eine Vielzahl von Korre-
lationen. Im Folgenden werden einige Literaturdaten fiir Wasser und Tropfengrofien bis
maximal 600 pm vorgestellt. Karl [53] berechnet den maximalen Durchmesser aus der
Energiebilanz unter Beriicksichtung der Verluste. Diese beschreibt er mit einer bis zu
We = 25 giiltigen experimentell gewonnenen Korrelation. Fiir groflere Weber-Zahlen,
fiir die der Autor die Verlustkorrelation extrapoliert, wird der maximale Tropfendurch-
messer etwas iiberschétzt. Akao et al. [6] geben eine experimentell bestimmte Korre-
lation fiir Tropfen von 290 um Grofe fiir eine Wandtemperatur von 673 K an. Akhtar
und Yule [7] untersuchten den Tropfen/Wand-Kontakt fiir Tropfengréfien zwischen 20
und 160 pgm und geben den maximalen Tropfendurchmesser jeweils fiir einen Tempera-
turbereich unterhalb und einen Bereich oberhalb der Leidenfrosttemperatur an. Senda
et al. [107] bestimmen eine Korrelation fiir TropfengréBen von ca. 500 ym und eine
Wandtemperatur von 473 K. In Abbildung 5.9 sind die entsprechenden Korrelationen
dargestellt.
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Abbildung 5.9: Maximaler Tropfendurchmesser beim Wandkontakt nach Karl [53] (1),
Akao et al. [6] (2), Akhtar und Yule [7] fiir 433 - 473 K (3) und 533 -
673 K (4) und Senda et al. [107] (5)

Die Daten lassen sich in den Bereich oberhalb der von den Autoren angegebenen
Leidenfrosttemperatur (1 - 3) und unterhalb der Leidenfrosttemperatur (4 und 5) un-
terteilen. Oberhalb des Leidenfrostpunkts fiihrt das sich ausbildende Dampfpolster zu
einer reibungsarmen Ausbreitung des Tropfens und somit zu einer Zunahme der maxi-
malen Ausdehnung. Dies findet sich in den Ergebnissen von Chaves et al. [26] bestétigt,
welche Ethanoltropfen mit 1.8 mm Durchmesser untersuchen. Fiir die Berechnung des
Wiérmeiibergangs ist es notwendig, dass die eingesetzte Korrelation fiir den maximalen
Durchmesser der Kontaktflache fiir kleine Weber-Zahlen gegen Null geht. In der Lite-
ratur wird zumeist der fiir die Weber-Zahl maximal auftretende Tropfendurchmesser
bestimmt und angegeben, womit die Korrelationen fiir kleine Weber-Zahlen gegen Eins
gehen. Dies fithrt jedoch in der Berechnung zu einem unphysikalisch hohen Wérme-
ibergang fiir Tropfen mit kleinen Weber-Zahlen, z.B. [1, 8, 81, 125]. In dieser Arbeit
wird die Korrelation von Akao et al. [6]

Dma:p
Do = 0.61 We"3® (5.27)

verwendet. Diese gibt den Tropfendurchmesser an der fiir den Wérmeiibergang rele-

vanten Kontaktflache wieder.

Als letzte unbekannte Grofie in Gleichung (5.21) muss noch die eigentliche Direktkon-

taktzeit bestimmt werden. Nacheva [86] fiihrt eine Limitierung des Warmeiibergangs
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durch die maximale Uberhitzung des Tropfens als Modellparameter ein. Dies impli-
ziert jedoch eine homogene Temperaturverteilung im Tropfen, was den Temperatu-
reindringtiefen innerhalb der Kontaktzeit, welche circa eine Groflenordnung geringer
sind als die Tropfendurchmesser, widerspricht. Weiterhin wird die Kiithlung durch die
Verdunstungsenthalpie nicht beriicksichtigt, welche gegeniiber der Warmemenge, die
zur Erwarmung des Tropfens benotigt wird, deutlich iiberwiegt. Bei Kenntnis der ver-

dunstenden Masse kann dieser Ansatz erfolgreich weiter verfolgt werden.

In dieser Arbeit wird direkt die Siedeverzugszeit t; als Modellgrofle verwendet, welche
die Zeitdauer vom ersten Kontakt des Tropfens mit der Wand bis zur Ausbildung
des isolierenden Dampfpolsters beschreibt. Abbildung 5.10 verdeutlicht den zeitlichen
Ablauf des Tropfenverhaltens, welcher der Modellierung zugrunde liegt.

Direktkontakt =~ Dampfpolster

—
f >t

kont

Abbildung 5.10: Zeitliche Abfolge der Tropfendeformation mit Bildung eines Dampf-
polsters

Die Direktkontaktzeit ergibt sich als das Minimum aus der Kontaktzeit und der Sie-
deverzugszeit
tdc = min(tkont, ts). (528)

Die Siedeverzugszeit hat somit einen entscheidenden Einfluss auf die iibertragenen
Warmemengen. Sie lasst sich als physikalisch motivierten Modellparameter auslegen,
mit dem Modellannahmen und Unsicherheiten der empirischen Korrelationen fiir die
Kontaktzeit und Tropfenausbreitung kompensiert werden. Die Siedeverzugszeit wird
in Kapitel 5.7.3 beispielhaft experimentell bestimmt. Da das Modell auf den physika-
lischen Vorgéngen eines ungestorten Tropfen/Wand-Kontakts aufbaut, ist es nur fiir

diinne Sprays giiltig.

Bei der Umsetzung der Modellierung in FIRE [9] wird die iibertragene Wérme durch
die fiir die komplette Verdunstung notwendige Warme limitiert. Die Tropfentempera-

tur wird entsprechend der {ibertragenen Warmemenge neu bestimmt. Die {ibertragene
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Wiérmemenge tritt als Quellterm in der Energiegleichung fiir die entsprechende Wand-

zelle auf.

5.4 Wandfilm

Durch die Ablagerung von Tropfen kann sich ein Wandfilm ausbilden. Im Folgen-
den werden die Modellierungsansétze fiir die Anwendung bei der HWL-Einspritzung
erlautert. In FIRE [9] wird der Wandfilm mit einer 2-dimensionalen Finiten-Volumen-
Methode behandelt. Gasphase und Wandfilm werden dabei als separate Phasen be-
trachtet, welche iiber semi-empirische Randbedingungen miteinander gekoppelt sind.
Der Film wird durch die angreifende Schubspannung, die Gravitation und durch Druck-
kréfte transportiert, wobei analytische Filmgeschwindigkeitsprofile anstatt einer Im-

pulsgleichung verwendet werden. Weitere Modellannahmen sind:

e die Filmdicke ist im Vergleich zum Stromungsquerschnitt der Gasphase gering,

somit ist keine geometrische Gitteranpassung notwendig

e die Welligkeit des Films wird durch eine der Filmhohe iiberlagerte Rauigkeit

beschrieben
e die Filmoberfliche ist parallel zur Wand

o Triagheitskrifte und seitliche Scherkréfte konnen aufgrund der geringen Filmho-

hen und Geschwindigkeiten vernachlassigt werden
e die Wandtemperatur ist unterhalb der Siedetemperatur

Fir die HWL-Anwendung ergeben sich gegeniiber dem urspriinglichen Einsatzge-
biet der Saugrohreinspritzung weitere Anforderungen an die Wandfilmmodellierung.
Der Einfluss des gelosten Harnstoffs im Wandfilm auf den Filmtransport sowie den
Stoff- und Warmeiibergang wird durch die Einfithrung einer Zwei-Komponenten-
Formulierung beriicksichtigt. Die Korrelationen fiir den Stoff- und Warmeiibergang
werden fiir Wandtemperaturen zwischen Siedepunkt und Leidenfrostpunkt von HWL
erweitert. Die Energiegleichung des Wandfilms wird mit einem adaptiven Zeitschritt-

verfahren gelost und mit der Energiegleichung der Wand gekoppelt.
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5.4.1 Filmtransport

Die Kontinuitatsgleichung fiir die Erhaltung der Filmdicke A ist gegeben durch

ahf i 8(hfu1) i a(thQ) . Sm
ot 81’1 8-1'2 N pfAcell.

(5.29)

u; und z; sind die Geschwindigkeitskomponenten bzw. die wandparallelen kartesischen
Koordinaten und S,, die Quellterme fiir die Masse, z.B. die Ablagerung von Tropfen.
Mit der Annahme, dass die Filmhohe in einer Zelle konstant ist, ldsst sich Gleichung
(5.29) explizit 16sen, wenn die Geschwindigkeitskomponenten und die Quellterme be-

kannt sind. Fiir das dimensionslose Geschwindigkeitsprofil folgt nach Holman [48]

ou™ T/ Tw

oyt 1 + v /v

(5.30)

Fiir den laminaren Fall ergibt sich das Geschwindigkeitsprofil aus der Uberlagerung der
analytischen Losung fiir einen rein schubspannungsgetriebenen, laminaren Film und
des Profils fiir den durch Schwerkraft und Druckkréfte bewegten Film. Fiir turbulente
Filme wurde das Profil der turbulenten Viskositéit v; von der AVL, siehe FIRE-Manual
[9], aus experimentellen Daten gewonnen. Zusammen mit Gleichung (5.30) fir einen
rein schubspannungsgetriebenen Film ergibt sich durch Integration das turbulente Ge-
schwindigkeitsprofil. Die mittlere Filmgeschwindigkeit wird aus der Integration des

jeweiligen Geschwindigkeitsprofils iiber die Filmdicke ermittelt.

Der Ubergang vom laminaren zur turbulenten Filmstrémung wird in FIRE [9] mit
einer Film-Reynolds-Zahl

ﬂfhf Twhf

Res = (5.31)

vyp 0y
beschrieben und bei Rey = 2.7 angenommen. Die Film-Reynolds-Zahl ist eine Kom-

bination aus der Reynolds-Zahl, wie sie iiblicherweise definiert ist, und einer Weber-
Zahl.

Gleichung (5.29) wird mit einem expliziten Euler-Verfahren gelost. Die Fliisse tiber
die Zellgrenzen werden mit einem Upwind-Verfahren bestimmt. Bei der Losung der
Filmdickengleichung wird ein sub-cycling verwendet, um die hierfiir notwendige CFL-
Bedingung u;At/Ax < 1 zu erfiillen (siche FIRE [9]).

Wandfilm und Gasphase sind iiber die Schubspannung an der Phasengrenzfliche mit-

einander gekoppelt. An der Phasengrenzfliche Film-Gasphase tritt eine Wechselwir-
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kung der beiden Phasen auf. Der wellige Wandfilm fiithrt an der Grenzfliche zu einer
erhohten Schubspannung, welche wiederum als wandinduzierter Widerstand auf die
Gasphase riickwirkt. Der Wandfilm hat den selben Effekt auf die Gasphase wie eine
raue Wand. Die Rauigkeit des Films wird {iber eine Anpassung des logarithmischen

Wandgesetzes fiir eine turbulente Stromung
+_ 1 + -
ut=—Ilny"+C (5.32)
K

modelliert. Fiir eine technisch glatte Oberfliche ist C* eine Konstante. Fiir wellige
Wandfilme gibt Sattelmayer [98] den Wert von C* als Funktion der Film-Rauigkeit

Rep, = kSV“T (5.33)

an. Die dquivalente Sandkornrauigkeit ks bestimmt sich dabei mit
ks = ¢(7w) 2hs. (5.34)

In dieser Arbeit wird die von Rosskamp [96] vorgeschlagene Korrelation fiir den Wirk-
faktor ¢ verwendet. Das logarithmische Wandgesetz ist auf diese Weise mit den Glei-

chungen fiir die Wandschubspannung gekoppelt, die deshalb iterativ gelost werden.

Der vorgestellte Ansatz wurde erfolgreich fiir Wasserfilme und Kraftstofffilme einge-
setzt, siche [9, 47, 96]. Wie Elsésser [37] experimentell zeigt, sind die fiir die Ausbildung
des Wandfilms mafigeblichen Stoffwerte

e die Oberflachenspannung ¢ und
e die kinematische Viskositédt v.

Eigene Messungen der dynamischen Oberflachenspannung von HWL zeigen eine nur
geringe Erhohung gegeniiber des Wertes fiir Wasser (0.075 N/m gegeniiber 0.072 N/m
bei 303 K). Ihr Einfluss kann in einem ersten Ansatz vernachléssigt werden, zumindest
fiir geringe Harnstoffkonzentrationen. Die Viskositdt von HWL nimmt mit zunehmen-
der Harnstoffkonzentration zu [51]. Dies resultiert in einem Anstieg der Filmdicke und
der Wandschubspannung und in einer Zunahme des laminaren Charakters des Film-
profils [37]. Fiir hohe Harnstoffkonzentrationen stellt der beschriebene Ansatz lediglich
eine Abschétzung der Filmdynamik dar.
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5.4.2 Speziestransport

Zur Beschreibung der Harnstoffverteilung im Wandfilm wird die Speziestransportglei-

chung fiir den Harnstoffanteil eingefiihrt:

= Y., . . 5.35

o o T Owy gV U ) (5:3)

Die Quellterme auf der rechten Seite beschreiben die Ablagerung von Tropfen und
die Harnstoffzersetzung. Transport durch Diffusion im Wandfilm wird vernachléssigt,
da deren Anteil am Massenstrom iiber die Zellgrenze iiblicherweise geringer als 1 %
ist. Gleichung (5.35) wird analog zur Filmdickengleichung (5.29) mit einem expliziten

Euler-Verfahren und einem Upwind-Verfahren fiir die Flussterme geldst.

5.4.3 Warme- und Stoffiibergang

Die Gleichung fiir die Enthalpiebilanz fiir den Wandfilm ist gegeben durch
oh  O(h a(h
on (h 1) n (h us)
8t axl aZEQ

1 : . . . .
o Vo <Qw—f + Qg—f + Twaphoap + Tunhen + Qimp> : (5.36)

Die Terme auf der rechten Seite beschreiben den Warmeaustausch mit der Wand und
der Gasphase, die Kiihlung durch Verdunstung und Zersetzung und den Enthalpieein-
trag durch abgelagerte Tropfen. Fiir eine erhchte numerische Stabilitat wird Gleichung

(5.36) wie die nachfolgende Energiegleichung fiir die Wand semi-implizit gelost.

Die Verdunstung und Thermolyse des Wandfilms lésst sich mit dem Fick’schen Gesetz
m! = IOiF a_Y
1-Y;| oy’

beschreiben. Y; ist die Dampfkonzentration an der Phasengrenzfliche und I' der Dif-

der Diffusion

(5.37)

fusionskoeffizient. Der Konzentrationsgradient wird mit einem parabolischen Konzen-
trationsprofil diskretisiert. Dieser Ansatz liefert gute Resultate fiir Stromungen mit
geringen Reynolds-Zahlen [9]. Fiir hohere Reynolds-Zahlen werden die Verdunstungs-
geschwindigkeiten mit Gleichung (5.37) jedoch unterschétzt. Bei diesen Bedingungen

hat sich das von Sill [108] eingefiihrte Modell, das von einer Analogie zwischen Impuls-
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austausch und Stoffiibergang ausgeht, durchgesetzt, siehe auch Himmelsbach [47]. Mit
der wandparallelen Gasgeschwindigkeit u, folgt fiir die Verdunstungsgeschwindigkeit
Y, - Y,

N/
m" = piugSty Ly (5.38)

Die dimensionslose Stanton-Zahl fiir den Stoffiibergang, St,;, bestimmt sich nach

NMCy
Sty = 5.39
M Sci(1 4 Pry/Micy) ( )

mit dem Schubspannungskoeffizienten

Tw
Cp=—>5. (540)
pug
Mit dem Wirkungskoeffizient 1y, wird der Analogiedefekt zwischen Stoff- und Impuls-
austausch an rauhen Oberflichen korrigiert, da die Zunahme des Stoffaustausches bei
vergroferter Rauigkeit durch molekulare Transportvorgéinge begrenzt ist:

0.33
nv = log ﬁ —0.32- 1073 Re, log Sc + 1.225. (5.41)
CLs

Der Einfluss der laminaren Unterschicht auf den Stoffiibergang im wandnahen Bereich

wird iiber den Faktor P,; beriicksichtigt

0.25
a0 (1) (57 a2

Die auftretende Stefanstromung wird in dieser Arbeit mit einer Korrektur nach Acker-
mann [3] behandelt. In der Berechnung wird das Maximum der beiden obigen Verduns-
tungsgeschwindigkeiten verwendet. Mit den Gleichungen (5.37) und (5.38) wird sowohl

die Verdunstung von Wasser als auch die Zersetzung von Harnstoff bestimmt.

Entsprechend den Vorgingen bei der Tropfenverdunstung, siehe Abschnitt 3.5.1,
nimmt durch die Verdunstung von Wasser aus dem Wandfilm der Dampfdruck des
Wassers und somit die Kiihlwirkung des Films ab. Dadurch erhoht sich die Film-
temperatur und die Siedetemperatur von HWL kann erreicht werden. In diesem Fall
wird die Enthalpiegleichung des Films (5.36) dazu verwendet, den Verdunstungsmas-
senstrom 1i,,, zu berechnen, damit sich eine Filmtemperatur knapp unterhalb der

Siedetemperatur einstellt.
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5 Spray/Wand-Interaktion

Der Warmeaustausch mit Wand und Gasphase ist durch
Qi—y = i pAcen (T; — Ty) (5.43)

gegeben. Der Index i steht fiir Wand (w) und Gasphase (g). Die Berechnung der

Wiérmeiibergangskoeffizienten «;_; wird im néchsten Abschnitt erlautert.

Fiir eine numerisch stabile Losung und zur Auflésung der steilen Gradienten bei der
Aufheizung und der Verdunstung werden die Filmenergiegleichung und die Verduns-

tungsroutinen in dieser Arbeit iiber ein adaptives Zeitschrittverfahren gekoppelt.

5.5 Wandbeschreibung

Das thermische Verhalten der Wand hat einen groflen Einfluss auf die Spray/Wand-
Interaktion und die Wandfilmbildung. Im Folgenden wird auf die numerische Beschrei-
bung der Wand und deren Randbedingungen fiir den Fall einer Rohrbewandung ein-
gegangen. Am Anfang stehen jedoch einige wichtige Voriiberlegungen zur Modellbil-
dung.

Die Rohrwand steht in Wechselwirkung mit dem Abgas, dem Film und der Umgebung.
Weiterhin tritt Warmeleitung innerhalb der Rohrwand auf. Mit der heutigen Rechner-
leistung einer Workstation ist es moglich, etwa 10% Zeitschritte einer 3-D-Simulation
der Reduktionsmittelaufbereitung in einfachen Abgasanlagengeometrien in einer Zeit-
dauer von einigen Stunden bis zu wenigen Tagen zu berechnen. Bei Zeitschrittweiten
von ca. 1073 Sekunden kénnen so maximal einige Sekunden Echtzeit berechnet wer-
den. Da die iiblichen Zeiten fiir die Spraykiihlung in der Gréfenordnung von 10* — 102
Sekunden liegen (siehe Kapitel 5.7.2), kénnen nicht alle physikalischen Phénomene
innerhalb der Rohrwand im Detail beriicksichtigt werden. Der Temperaturunterschied
zwischen der Auflen- und Innenwand des Abgasrohrs kann vernachldssigt werden, da
dessen Warmedurchgangswiderstand deutlich geringer ist als der Warmeiibergangswi-
derstand der Konvektion (hy, /Ay << 1/agmp—w und 1/a,_,,). Der maximale Tempera-
turunterschied zwischen Auflen- und Innenwand kann unter realistischen Bedingungen
mit < 2 K abgeschéitzt werden. Die Warmeleitung in wandparalleler Richtung muss
jedoch beriicksichtigt werden, da das auftreffende Spray oder ein Wandfilm zu einer

lokalen Auskiihlung fiithren, welcher neben der Konvektion die Wérmeleitung aus be-
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5.5 Wandbeschreibung

nachbarten Bereichen entgegenwirkt. Es wird deshalb die 2-dimensionale instationére

Energiegleichung fiir die Wandenthalpie
Hw = Cp,wpwthcellTw (544)

eingefithrt und semi-implizit fiir jede Wandzelle gelost:

oH,  O*H,  0*H, . . . 00w
ot — Ay 8ZE% - awﬁ—x% - Qamb—w + Qf—w + Qg—w - ot (545)
mit
Qi—w = ai—wAcell (E - Tw) . (546)

Der Index ¢ steht fiir Umgebung (amb), Fluid (f) und Gasphase (g). Wand- und

Filmtemperatur sind dabei jeweils die mittleren Temperaturen.

Um die oben aufgefiihrte Zeitdauer bei der Spraykiihlung berechnen zu kénnen, wird
zusétzlich ein Beschleunigungsfaktor f eingefithrt. Damit wird die reduzierte Wanddi-

cke
hw,red = hw/f

definiert, welche im ersten Term in Gleichung (5.45) verwendet wird. Dadurch hat die
Wand eine geringere thermische Masse und reagiert schneller auf die verschiedenen
Wirmeeintriage und -verluste. Aus der allgemeinen Stabilitdtsbedingung fiir die 2-D-
Energiegleichung (siehe z.B. Baehr und Stephan [10]) folgt bei festgelegter Gitter- und

Zeitschrittweite als Bedingung fiir den Beschleunigungsfaktor

2
AV

2a,[1 + (32)2]At

f< (5.47)

So kann z.B. fiir eine Edelstahlwand bei einem angenommenen Zeitschritt von
At =1 ms und einer Gitterweite von Ax; = 3 mm ein Beschleunigungsfaktor bis
~ 590 verwendet werden. Das gewéhlte einfache semi-implizite Verfahren ist somit

gut fiir diese Anwendung geeignet.

Bei Losung der Gleichung (5.45) wird entweder Q;_,, bei Film in der entsprechenden

Fluidzelle oder Qg_w bei trockener Wand verwendet. Der Wirmeiibergangskoeffizient
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zwischen Film und Wand, a;_,, ergibt sich bei Annahme von reiner Warmeleitung

mit linearem Temperaturprofil in Film und Wand zu

Ofy = . (5.48)

Rosskamp [96] hat gezeigt, dass sich wellige Wandfilme in eine kontinuierliche Grund-
filmschicht mit laminarem Charakter und eine dariiber liegende Rollwelle unterteilen
lassen. In seiner Modellierung beschreibt er die Grundfilmschicht mit einem linearen
Temperaturprofil. Die Rollwelle wird mit einem Rapid-Mixing-Modell charakterisiert,
was zu einer gleichférmigen Temperaturverteilung innerhalb der Rollwelle fithrt. Dies
resultiert im Vergleich zu der oben aufgefiihrten Gleichung fiir as_,, zu einem erhéh-
ten Warmeaustausch zwischen Wand und Film. Der Anteil des Warmeiibergangswi-
derstands zwischen Film und Wand in der Warmeiibergangskette Abgas-Film-Wand-
Umgebung ist jedoch sehr gering. Die Abweichung in den Wéarmestromen zwischen
den beiden Ansiétzen kann mit < 1 % abgeschitzt werden. Dies deckt sich mit den
Ausfiithrungen von Rosskamp [97], der fiir brennkammertypische Bedingungen die Un-

terschiede im Wandwérmestrom mit ca. 2-5 % angibt.

Liegt die Wandtemperatur oberhalb der Siedetemperatur von HWL, bilden sich an
der Grenzfliche zwischen Fliissigphase und Wand Dampfblasen aus, welche den Wir-
mestrom {iber die Grenzschicht beeinflussen. Da fiir HWL keine entsprechenden Kor-
relationen zur Verfiigung stehen, wird der Warmestrom anhand der Nukiyama-Kurve
(siche Kapitel 5.3) fiir Wasser nach Incropera und De Witt [50] in Abhéngigkeit der
Ubertemperatur AT, = T,, — Ty bestimmt. Bei reiner Konvektion (0 K < AT, < 5 K)
wird die Wéarmestromdichte durch lineare Interpolation zwischen der Warmestrom-
dichte, die mit Gleichung (5.48) folgt, und der Wérmestromdichte bei Blasensieden

B 1/2 AT 3
/i — hva g(pl pva’p) CPJ € 549
Gw—y = Hilftvap { o, 0.013 fryay P, (5-49)

mit AT, = 5 K ermittelt. Im Bereich des Blasensiedens (5 K < AT, < 30 K) wird
Gleichung (5.49) verwendet. Die maximale Warmestromdichte wird bei AT, = 30 K

erreicht und ist mit

1/4
o1 g(p — pvapq /
P2ap

qg)ff,max = 0.149 hvappvap |: <550>
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gegeben. Die Wirmestromdichte im Ubergangsbereich (30 K < AT, < T}) resultiert
aus linearer Interpolation zwischen Gleichung (5.50) und der minimalen Wérmestrom-

dichte am Leidenfrostpunkt 77, mit

(o2} g(pl - pvap):| A (5 51)

-1
G £ min = 0.09 Ayappua {
4 P Y (pl + pvap)z

Die Wérmeiibergangskoeffizienten werden aus den berechneten Wéarmestromen mit
Gleichung (5.46) bestimmt und in der Energiegleichung von Wand und Film verwendet.
Der Warmetibergangskoeffizient o,_,, ist Teil der Losung des Stromungsfeldes, der
Wiérmeiibergangskoeffizient zwischen Rohrauflenwand und Umgebung agmp—y muss

vom Benutzer entsprechend den dufleren Bedingungen vorgegeben werden.

5.6 Experimente

5.6.1 Gegenlichtvisualisierungen von Tropfenketten

Um das Verhalten von HWL beim Auftreffen auf eine Wand zu untersuchen, wurden
im Auftrag der Robert Bosch GmbH am Lehrstuhl fiir Warme- und Stoffiibertragung
(WSA) der RWTH Aachen Durchlichtvisualisierungen des Aufpralls von Tropfenketten

auf eine Wand durchgefiihrt.

Die auftretenden Regime sollen anhand der K-Zahl und der dimensionslosen Wand-
temperatur 1™ charakterisiert werden. Verschiedene K-Zahlen werden iiber eine Va-
riation der Tropfengeschwindigkeit bei konstanter Tropfengrofie dargestellt. Die Er-
zeugung monodisperser Tropfen mit einem Durchmesser von 90 - 100 pgm und 180 pm
erfolgt mit einem Tropfenkettengenerator nach Brenn et al. [19]. Der aus einer kleinen
Diise (Pinhole) austretende Strahl zerfillt nach Rayleigh vorzugsweise in Tropfen der
GroBe [73]

Dy = 1.89 Dpinhole-

Uber einen Piezokristall wird die Fliissigkeitssiule iiber der Diise zum Schwingen an-
geregt. Fiir die Frequenz folgt bei geforderter Tropfengeschwindigkeit und Tropfengro-
Be
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3 D%inhole
T=3 oy
Die verwendeten Diisen besitzen einen Durchmesser von 50 pm bzw. 100 pgm. Die Trop-

fengeschwindigkeit variiert zwischen 5 und 20 m/s. Die Frequenz wird in Abhéngigkeit

von der jeweils gewiinschten Geschwindigkeit gewihlt.

Der Versuchsaufbau der Visualisierung ist in Abbildung 5.11 dargestellt. Als Lichtquel-
le dient eine Funkenblitzlampe, die einen Lichtimpuls von ca. 20 ns Dauer erzeugt. Das
Licht des Funkens wird in eine optische Faser eingekoppelt und an deren Austritt auf
eine Streuscheibe projiziert. Der entstehende Lichtfleck wird durch eine konvexe Linse
auf die Kamera gerichtet, wobei der auszuleuchtende Bereich in der Néhe der Strahl-

taille liegt. Somit entsteht ein gleichméBig ausgeleuchteter Bereich grofier Helligkeit im

Tropfenkettengenerator

Primartropfen :
Streuscheibe Linse °

15-30 mm

optische Faser CCD Kamera

beheizte Wand
Funkenblitzlampe

Abbildung 5.11: Aufbau zur Visualisierung von Tropfenketten

von der Kamera betrachteten Ausschnitt. Die Tropfenkette trifft in der Schéarfeebene
der Kamera auf die Wand. Es konnen verschiedene Wandeinsétze verwendet werden,
die mit einem Heizleiter auf Temperaturen bis zu 573 K beheizt werden. Die Tem-
peraturmessung erfolgt mit einem 0.5 mm dicken Thermoelement 0.5 mm unter der

Oberflache. Die Tropfen treffen direkt iiber dem Thermoelement auf die Wand auf.

Die durch die Tropfengréfie und -geschwindigkeit bedingten hohen Tropfenfrequenzen
von bis zu 100000 Hz fithren zu Temperaturgradienten in der Wand. Um die Tempe-
raturdifferenz zwischen realer Oberflichentemperatur, welche fiir das Tropfenregime
charakteristisch ist, und gemessener Wandtemperatur zu minimieren, wird ein Wand-
einsatz mit einer hohen Wirmeleitfihigkeit (AlSi12CuMgNi) eingesetzt. Die mittlere
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Rautiefe der Wand betrigt R, = 14.1 um. Alle Visualisierungen werden mit einem
Auftreffwinkel von 45° durchgefiihrt. Neben der Variation der Wandtemperatur fiir
unterschiedliche K-Zahlen wurde auch eine Variation der Harnstoffkonzentration zwi-
schen 0 % und 50 % Massenanteil bei einer konstanten K-Zahl und variierender Wand-

temperatur durchgefiihrt.

5.6.2 Temperaturmessungen zur Spraykiihlung

An einem Stromungspriifstand wurden transiente Temperaturmessungen zur Untersu-
chung der Spraykiihlung durchgefiihrt. Die gewiinschten Betriebsbedingungen werden
mit einem Schraubenverdichter und elektrischen Heizern dargestellt. In einen Rechteck-
kanal mit 94 x 94 mm? Querschnitt wurde eine Edelstahlplatte mit 2 mm Wanddicke in-
stalliert, siche Abbildung 5.12. Die Stahlplatte wird von dem Gas beidseitig umstromt.

—p ~ 46 mm

u, T,
e oYY Edelstahlplatte, 2 mm
—p 20 mm 46 mm
70 mm
0.2 mm

PC

AD-

Wandler

Abbildung 5.12: Aufbau zur Temperaturmessung bei der Spraykiihlung

Damit sind definierte thermische Randbedingungen, wie sie auch fiir die spétere Simu-
lation notwendig sind, sichergestellt. Durch zwei gegeniiberliegende Sichtfenster mit
300 mm Lénge ist der Kanal optisch zugénglich. Zur Temperaturmessung wurde die
Edelstahlplatte mit NiCr-Ni-Thermoelementen mit 1 mm Durchmesser versehen. Die
Thermoelemente werden in eine Nut eingelegt und mit 2-Komponentenkleber fixiert.

Der Abstand zur Plattenoberseite betragt 0.2 mm.
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Um sicherzustellen, dass auch die Plattentemperatur korrekt gemessen wird, wurde
eine Mindest-Eintauchtiefe des siebenfachen Thermoelementdurchmessers realisiert.
Damit kann der Wérmeeintrag durch Wérmeleitung iiber die mit heilem Gas um-
stromten Bereiche der Thermoelemente zur eigentlichen Messstelle minimiert werden
(39].

Bei allen Messungen wurde der Gasmassenstrom so gewihlt, dass sich eine mittlere
Stromungsgeschwindigkeit von 30 m/s ergibt. Die Untersuchungen wurden mit destil-
liertem Wasser und HWL durchgefiihrt. Weiterhin wurden die Gastemperatur zwi-
schen 373 K und 658 K und das Tastverhiltnis zwischen 5 % und 40 % bei einer

Ansteuerfrequenz von 1 Hz bis 10 Hz variiert.

5.6.3 Gegenlichtvisualisierungen des Sprays

Die Spray/Wand-Interaktion bei verschiedenen Wandtemperaturen wurde mit Gegen-
lichtvisualisierungen untersucht. Damit konnen Informationen iiber die makroskopi-
schen Sprayeigenschaften und ein grundlegendes Versténdnis iiber die auftretenden
Prozesse gewonnen werden. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 5.13 abgebildet. Der
Abstand zwischen Diise und der 5 mm dicken Aluminiumplatte betrégt entlang der

Sprayachse 30 mm.

Ansteuerungseinheit

L]
11
[
bikonkave Linse Streuscheiben Diise
|
Laser : CCD Kamera
il e\ O F
EI
ol
™|
Aluminiumplatte
Heizung
PC
Regler

Thermoelement [ |

Abbildung 5.13: Aufbau der Gegenlichtvisualisierung bei der Spray/Wand-Interaktion
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In der Platte ist ein Thermoelement angebracht, {iber dessen Signal die Leistung des
elektrischen Heizers unterhalb der Platte geregelt wird. Die hohe Warmeleitfahigkeit
von Aluminium und die geringe Einspritzfrequenz von 0.5 Hz fithren zu einer nur ge-
ringen lokalen Auskiihlung der Wand im Bereich der Auftrefffliche. Bei benetzenden
Versuchsbedingungen wurde die Platte nach jeder Einspritzung manuell abgetrocknet,
um fiir jede Einspritzung gleiche Randbedingungen zu gewéhrleisten. Der Auftreffwin-
kels v wird tiber die Neigung der Aluminiumplatte variiert. Die mittlere Rautiefe der
Platte betrdgt R, = 1.1 pm.

Die Hintergrundbeleuchtung wird mit einem Nd-YAG-Laser dargestellt. Der punktfor-
mige Laserstrahl wird durch eine bikonkave Linse aufgeweitet. Streuscheiben erzeugen
die notwendige diffuse Beleuchtung. Uber eine Ansteuerungseinheit mit kontinuierli-
chen Pulsen werden Laser, Ventil und eine CCD Kamera synchronisiert. In Tabelle 5.1

sind die Randbedingungen der Gegenlichtvisualisierung aufgefiihrt. Bei der Visualisie-

Tabelle 5.1: Randbedingungen der Gegenlichtvisualisierung

Laser Nd-YAG-Laser

Wellenlénge A 532 nm

Pulsdauer 7 ns

Maximale Pulsenergie 25 mJ

Beleuchtungsoptik Bikonkave Aufweitungslinse, 2 Streuscheiben
CCD-Kamera Pulnix PixelFly, 12 bit, Einzelbild, 1280 x 1024 Pixel
Objektiv f =85 mm, 1:1.8

rung wird von jeder Einspritzung ein Einzelbild zu einem festgelegten Zeitpunkt des
Einspritzvorgangs aufgenommen. Es werden jeweils 10 Einzelbilder zum identischen
Zeitpunkt aufgenommen. Die 10 Einzelbilder werden anschliefend in DaVis 6.2 [71]
gemittelt und die Standardabweichung gebildet. Als Fluid wurden HWL und destil-
liertes Wasser eingesetzt, neben der Wandtemperatur wurde auch der Auftreffwinkel

a variiert. In Tabelle 5.2 sind die Versuchsbedingungen detailliert aufgefiihrt.

Tabelle 5.2: Versuchsbedingungen bei den Visualisierungen

Fluid HWL, dest. Wasser

Ansteuerdauer Ventil 10 ms

Ansteuerfrequenz Ventil 0.5 Hz

Wandtemperatur T, 338 K, 373 K, 413 K, 473 K, 508 K, 573 K, 623 K
Auftreffwinkel o 90°, 60°, 45°

89



5 Spray/Wand-Interaktion

5.7 Ergebnisse

In diesem Abschnitt wird aus den Ergebnissen der Visualisierung von Tropfenketten
die Regimeeinteilung fiir HWL abgeleitet. AnschlieBend werden die experimentellen
und numerischen Ergebnisse zur Spraykiihlung und des Spray/Wand-Kontakts vorge-
stellt.

5.7.1 Tropfenkettenvisualisierungen

Zur Untersuchung des Tropfenverhaltens beim Wandkontakt wurden im Auftrag der
Robert Bosch GmbH am Lehrstuhl fiir Warme- und Stoffibertragung (WSA) der
RWTH Aachen Gegenlichtvisualisierungen an Tropfenketten durchgefiihrt. Die Visua-
lisierungen der auftretenden Phé&nomene lassen sich in fiinf verschiedene Regime und
zwei zusitzliche Ubergangsgebiete einteilen:

1. Deposition

2. Deposition mit Tropfenbildung
Tropfenbildung
Breakup mit Tropfenbildung
Breakup
Splash
Rebound

NS ot W

Das Regime Tropfenbildung beschreibt iiber die - bereits in Abschnitt 5.1 erlauterten
- Regime Deposition, Breakup und Splash hinaus den Vorgang, bei dem im Uber-
gangsbereich von der kalten zur heifen Wand mafigeblich durch thermische Effekte
sekundéare Tropfen mit dhnlichen Tropfengréfien wie die Ausgangstropfen entstehen.
Dabei tritt keine Wandbenetzung auf, da die Wandtemperatur oberhalb des Leiden-
frostpunkts liegt. Liegt die Wandtemperatur unterhalb des Leidenfrostpunkts, tritt das
Regime Tropfenbildung zusammen mit Deposition auf. Ein weiteres Ubergangsgebiet

liegt zwischen Tropfenbildung und Breakup.

Abbildung 5.14 zeigt reprisentative Bilder der Visualisierung fiir eine K-Zahl von 69.1
bzw. We = 166. Bei den Temperaturen 7% = 0.9 und 7% = 1.1 kommt es zur Ablagerung
(Deposition) der kompletten Tropfenmasse. Fiir 7% = 1.1 kommt es zur Blasenbildung
durch Siedevorginge im Wandfilm. Die Blasenbildung tritt bei allen Punkten auf, in

denen die Wandtemperatur oberhalb der Siedetemperatur liegt und eine dauerhafte
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Benetzung vorliegt. Fiir Wasser ist die Blasenbildung deutlich schwécher ausgepriigt.
Mit steigender Wandtemperatur kommt es bei T = 1.25 zur Tropfenbildung bei gleich-
zeitiger Benetzung. Bei T = 1.35 nimmt die Tropfenbildung zu, bis bei T* = 1.52 keine

Wandbenetzung bei thermischem Zerfall der Tropfen vorliegt.

Die Zeitdauer zwischen zwei Tropfen, gegeben durch 1/Tropfenkettenfrequenz, ist bei
allen Bedingungen kleiner als die Kontaktzeit der einzelnen Tropfen auf der Wand (sie-
he Gleichung (5.22)). Es kommt somit zur Uberlagerung der Einzeltropfenereignisse.
Die dabei erzeugten sekundéren Tropfen sind dabei generell etwas gréfler als beim Kon-
takt eines Einzeltropfens. Die zusétzlichen Stérungen fithren an der trockenen Wand zu
einem Zerfall in einem fritheren Stadium der Tropfendeformation im Vergleich zum Ein-
zeltropfen. Durch die grofleren Lamellendicken zum Zeitpunkt des Zerfalls entstehen
groflere Tropfen. An der nassen Wand konnen sich die Krone und der hierfiir typische
Zerfall am Kronenrand nicht ungestort ausbilden und es entstehen ebenfalls grofiere
Tropfen. Zusétzlich kénnen sich durch Tropfenkoaleszenz bei der Tropfenkollision gro-
Bere Tropfen bilden [36]. Die Visualisierungen kénnen demnach nur zur Einteilung in
die Interaktionsregime, jedoch nicht fiir quantitative Aussagen, z.B. iiber sekundére

Tropfengroflen, herangezogen werden.
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T =1.52

Abbildung 5.14: Visualisierungen von Tropfenketten. Einfluss der dimensionslosen
Wandtemperatur 7% fir K = 69.1 (D = 100 pm, v = 15.1 m/s)
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Abbildung 5.15 fasst die Ergebnisse fiir HWL in einem K-T™*-Diagramm zusammen.
Zusétzlich ist die Regimeeinteilung (i - iv) fiir die Modellierung mit dargestellt, die
weiter unten erldutert wird. Fiir Wandtemperaturen kleiner als 7 = 1.1 lagert sich
bis K ~ 100 die komplette Fluidmasse ab. Bei hoheren K-Zahlen tritt Splash auf.
Die Splashgrenze liegt zwischen K = 98 und K = 156 und kann mit den vorliegenden

Messdaten nicht genauer bestimmt werden. Aus den Visualisierungen lésst sich eine

1 6 ] T T T T
ia & x % fiia Regimeeinteilung:
X i Deposition
1.4}) iia Rebound i
B i el =l il iib part. Rebound
iib ! fiib iiia Breakup
O + 4+  + liib part. Breakup
—1.2F 1+ iv Splash -
R I
- PO ® O O
1k i v |
I
OR©) o O :
|
08F o O A A |
|
0 50 100 150 200 250

Abbildung 5.15: Tropfen/Wand-Interaktionsregime fiir HWL (32.5 %) in Abhéngigkeit
von T und K. Symbole: o Deposition, + Deposition mit Tropfenbil-
dung, O Tropfenbildung, x Breakup, A Splash. Regimeeinteilung (i
bis iv) fiir die Simulation

Wandfilmdicke deutlich kleiner als der Tropfendurchmesser abschétzen. Coghe et al.
[29] geben - in Ubereinstimmung mit obigen Angaben - fiir die Splashgrenze Werte in
Abhéngigkeit von der dimensionslosen Filmdicke § = hy/D zwischen K = 121 (6§ =
0.1) und K = 241 (6 = 0.8) an. Ab einer Wandtemperatur von 7%= 1.1 kommt es zur
Tropfenbildung bei gleichzeitiger Fluidablagerung, bis bei 7% = 1.37 die Benetzungs-
grenze erreicht ist. Knapp oberhalb dieser Temperatur beginnt die Tropfenbildung
ohne Benetzung, woran sich bei noch gréfleren Temperaturen der thermische Zerfall
mit kleinen Sekundértropfen anschliefft. Das Regime Rebound konnte mit HWL nicht
beobachtet werden, da fiir HWL im Bereich K < 32 bei hohen Wandtemperaturen kei-
ne stabile Tropfenkette generiert werden konnte. An den Daten fiir 7" = 1.25 erkennt

man jedoch deutlich eine Regimegrenze zwischen partiellem Rebound und partiellem
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Breakup im Bereich 17 < K < 32. Ebenso deutet die Tropfenbildung bei 7% = 1.52
und K = 35 auf einen Punkt nahe an der Regimegrenze zu Rebound hin. Akhtar und
Yule [7] geben den Bereich fiir die Grenze zwischen Rebound und Breakup fiir nahezu
senkrechten Tropfenaufprall (o = 82 - 85°) mit We = 60 + 10 an. Dies entspricht im
vorliegenden Fall 32.7 < K < 40.3. Dies passt wiederum gut zu der Regimegrenze bei
K = 30, welche Kuhnke aufbauend auf den Daten des DWDIE-Projekts [36] fiir a =

45° in seiner Modellierung verwendet.

Der Einfluss der Harnstoffkonzentration wurde bei K = 32 untersucht. Die K-Zahl
liegt somit knapp oberhalb der Regimegrenze Breakup-Rebound fiir hohe Wandtempe-
raturen. Der Vorteil der geringen K-Zahl ist, dass, bedingt durch die direkte Korrelati-
on zwischen Tropfenfrequenz und -geschwindigkeit, eine relativ kleine Tropfenfrequenz
benotigt wird und die Wandauskiihlung somit auf ein Mindestmafl reduziert werden
kann. Fiir Harnstoffanteile Y, von 0, 0.163, 0.325 und 0.5 wurden Visualisierungen fiir
unterschiedliche Temperaturen durchgefiihrt. Die Ergebnisse sind in Abbildung 5.16

zusammengefasst. Die Benetzungsgrenze lasst sich durch eine Gerade mit der Glei-

16 T T T T
X X
- X —
15 y 9 X
A -
1.4_ D/’// O -
\v4 O -3
- o
1.3F 0 8-~ + T
[ //’/’ + o O
12r B- + o o .
111 o o o o .
1_ -
0.9 o @) 'e) o i
08 | | | |
0 0.163 0.325 0.5

Harnstoffanteil Yu [-]

Abbildung 5.16: Einfluss des Harnstoffanteils Y, auf das Tropfen/Wand-
Interaktionsregime bei K =~ 32. Symbole: o Deposition, + Deposition
mit Tropfenbildung, [0 Tropfenbildung, V Breakup mit Tropfen-
bildung, x Breakup. Benetzungsgrenze (gestrichelte Linie), siehe
Gleichung (5.52)
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chung
T*

crit

(Y,) = 0.56 Y, + 1.19 (5.52)

darstellen und zeigt eine Zunahme der Benetzungstemperatur mit steigendem Harn-
stoffanteil. Fiir Wasser (Y, = 0) ergibt sich eine kritische Wandtemperatur von
T, =119, bei HWL (Y, = 0.325) tritt die erste Benetzung bei 7}, = 1.37 auf.
Dies entspricht Wandtemperaturen von 444 K fiir Wasser bzw. 516 K fiir HWL.

Fiir Wassertropfen konnte auch K ~ 17 dargestellt werden. Bei diesen K-Zahlen kann
an der heilen Wand Rebound beobachtet werden. Abbildung 5.17 zeigt eine Visuali-
sierung bei T* = 1.36, wobei es - bedingt durch die hohe Tropfenfrequenz - zu einer
Koagulation von Sekundértropfen kommt. Die Ergebnisse bestéitigen die Abgrenzung

zum Breakup bei K ~ 30.

Abbildung 5.17: Rebound der Tropfenkette fiir Wasser bei K = 16.7 und 7" = 1.36

Das K-T*-Diagramm fiir Wassertropfen ist in Abbildung 5.18 dargestellt. Zusétzlich
zu der Grenze Deposition/erste Tropfenbildung bei 7% ~ 1.1 und der Grenze Re-
bound/Breakup bei K = 30 ist die Benetzungsgrenze bei 77, = 1.19 nach Gleichung
(5.52) eingetragen. Fiir K > 50 kommt es auch oberhalb dieser Grenze zur Benetzung.
Die grofite Temperatur, bei welcher Benetzung auftritt, ist 7% = 1.27. Dies entspricht
gegeniiber 77, = 1.19 einer Temperaturdifferenz von 29 K. Groflere K-Zahlen bend-
tigen hohere Tropfenfrequenzen, was zu einer Zunahme der Temperaturabsenkung an
der Oberflache fiihrt. Mit steigender K-Zahl nimmt die Fluidmasse, welche an der Auf-
treffstelle kumuliert, zu, wobei es jedoch auflerhalb der Auftrefffliche zum Abheben

der Fluidmasse kommt und die Wand unbenetzt bleibt. Dieser Effekt wird von Jonas
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Abbildung 5.18: Tropfen/Wand-Interaktionsregime fiir Wasser in Abhéngigkeit von
T* und K. Symbole: o Deposition, + Deposition mit Tropfenbildung,
[0 Tropfenbildung, V Breakup mit Tropfenbildung, x Breakup, >
Rebound

et al. [52] fur Einzeltropfen beschrieben und in Abschnitt 5.7.2 ausfiihrlich diskutiert.
Der Vorgang ist in Abbildung 5.19 fiir K = 66 und 7™ = 1.27 dargestellt. Man kann
davon ausgehen, dass es bei einer deutlich geringeren Tropfenbeaufschlagung zur so-

fortigen Tropfenbildung kommt und die Benetzungsgrenze von T7 ., = 1.19 auch bei

crit

diesen K-Zahlen zufriedenstellend zutrifft.

Zusammenfassend lisst sich sagen, dass die aus den Visualisierungen der Tropfenketten
abgeleiteten Bereiche fiir die kritischen K -Zahlen fiir den Ubergang Rebound /Breakup
und die Abgrenzung Deposition/Splash mit den in der Literatur angegebenen Werten
iibereinstimmen. Die Visualisierungen zeigen keinen Unterschied in den kritischen K-
Zahlen fiir HWL und Wasser. Dies fithrt zu der Annahme, dass es lediglich in der
Temperaturabhéngigkeit der Regimegrenzen Unterschiede zwischen Wasser und HWL
gibt. Damit bestétigt sich die Regimeeinteilung fiir die Simulation von HWL, wie sie

in Abbildung 5.15 dargestellt ist. Es erfolgt eine Einteilung in 6 Regime:

Deposition (i): Die komplette Tropfenmasse wird abgelagert, womit fiir die sekundére

Tropfenmasse v, folgt: vy, = v, = my/mo = 0.
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Abbildung 5.19: Tropfenbildung mit kumulierter Fluidmasse im Bereich der Auftreft-
stelle fiir Wasser bei K = 66.4 und 7% = 1.27

Rebound (iia): Der tangentiale Impuls des Tropfens bleibt erhalten. Fiir den wandnor-

malen Impuls wird die Korrelation nach Wachters und Westerling [121] verwendet,

siehe auch Abschnitt 5.2.1. Es lagert sich keine Tropfenmasse ab: v, = v = 1.

Partieller Rebound (iib): Die Berechnung der sekundéren Tropfengeschwindigkeit er-

folgt wie in (iia), v, wird aus linearer Interpolation zwischen 7% = 1.1 und T,

bestimmt, die Anzahl der Tropfen im Parcel wird entsprechend angepasst:
T —1.1

VUpm = ﬁyhot' (553)

crit

Breakup (iiia): Es werden die Korrelationen nach Kuhnke [68] (siche Abschnitt 5.2.1)

verwendet. Die Energiegleichung zur Bestimmung der sekundédren Tropfenge-

schwindigkeit wird in der in Abschnitt 5.2.2 vorgestellten Form verwendet. Es

lagert sich keine Tropfenmasse ab: v, = vp = 1.

Partieller Breakup (iiib): Die Berechnung der sekundéren Tropfeneigenschaften erfolgt

analog zu (iiia). v, berechnet sich nach

7 —1.1 (
T, —1.1

crit

Uy, = mln(l + Vf, Vhot — Vsplash) + Vsplash) (554)

mit dem Verhéltnis der Filmmasse der jeweiligen Zelle zur Tropfenmasse vy =

my/my fiir die benetzte Wand und vy = 0 fiir die trockene Wand.
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Splash (iv): Die Korrelationen nach Kuhnke [68] mit der Energiegleichung fiir die Be-
stimmung der Geschwindigkeiten wie in (iiia) werden angewendet. Die sekundére
Masse beim Splash wird mit einer Blendingfunktion zwischen vg4,, und der von Bai
und Gosman [12] fiir eine trockene bzw. benetzte Wand gegebene Korrelation fiir
Splash, vpg (siehe Abschnitt 5.2.1), beschrieben. Es folgt

Vm = Vsplash = (1 — )\) Viep + AVBa (555)

MK) = arctan(p(K — Ko — dK))/m+ 0.5, p = tan(n(w — 0.5))/dK. (5.56)

Dabei wird der jeweilige Wert von K.,.;, der von den Oberflicheneigenschaften ab-
hingt, verwendet. dK ist die Breite des Ubergangsbereichs und w der Schwellwert
von A bei (K — dK) + dK.

In Abbildung 5.20 sind die Korrelationen fiir die sekundédre Tropfenmasse mit

vpe = 0.5 zusammengefasst.

\
\\\\‘}3.“ ““k\“:‘:‘ AR
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A

Abbildung 5.20: Sekundéare Tropfenmasse v, in Abhéngigkeit von der Wandtempera-
tur und der K-Zahl, vgg = 0.5
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5.7 Ergebnisse

5.7.2 Experimentelle Untersuchung der Spraykiihlung

Die systematischen Untersuchungen zur Kiihlwirkung von HWL und Wasser wurden
mit dem in Kapitel 5.6.2 vorgestellten Aufbau durchgefiihrt. Die dabei gewonnenen
Erkenntnisse werden nun an ausgewéhlten Ergebnissen der instationdren Temperatur-
messungen vorgestellt und untersucht. Die Einspritzung startet jeweils 20 Sekunden
nach Beginn der Aufzeichnung der Temperatur. Da sich bei der Variation der Ansteu-
erfrequenz des Ventils zwischen 1 Hz und 10 Hz keine Unterschiede in den Tempera-
turverlaufen ergeben haben, wird auf die Darstellung der Ergebnisse verzichtet. Die
Unabhéngigkeit von der Frequenz zeigt jedoch auch, dass die Annahme, dass es auf-
grund des diinnen Sprays keine Wechselwirkung zwischen den auftreffenden Tropfen
gibt, zuldssig ist. Die durch das Spray iibertragene Warmemenge kann in der Simula-
tion somit aus der Summation iiber alle einzelnen Tropfen bestimmt werden. Bei den
weiteren Untersuchungen wurden das Ventil mit einer Frequenz von 2 Hz angesteu-

ert.

Abbildung 5.21 (links) zeigt die Temperaturverldufe fir HWL fiir das erste Thermo-

element (TE1) bei 10 % Tastverhéltnis und unterschiedlichen Gastemperaturen. Bei

700 ‘ ‘ 600 ‘
TV =10 %, TE 1, HWL TE 1, HWL
600t TV=5%
500t 1
X 3
500
- -
400¢ _ 105
a00l TV=10%
TV =20%
300 100 200 300 300, 100 200 300

t[s] t[s]

Abbildung 5.21: Einfluss der Gastemperatur (links) und des Tastverhéltnisses (rechts)
auf die Spraykiihlung

612 K und 658 K Gastemperatur kiihlt das auftreffende Spray die Wand, bis sich ein
stationdrer Zustand eingestellt hat, bei welchem der Warmeiibergang von der hei-
Ben Platte auf die Tropfen, der konvektive Warmeeintrag durch die Gasphase und
die Wérmeleitung in der Platte im thermischen Gleichgewicht sind. Dabei tritt kei-
ne Benetzung der Wand auf. Bei einer Gastemperatur von 565 K kommt es in den

ersten 100 Sekunden ebenfalls zur Abkiihlung durch das Spray. Dann wird jedoch
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bei ca. 545 K eine kritische Wandtemperatur erreicht und es kommt zur Benetzung.
Dadurch erhoht sich der Warmeiibergang und somit der Gradient der Abkiihlkurve.
Mit jeder weiteren Einspritzung lagert sich zusétzlich Fluid ab und es bildet sich ein
Wandfilm aus. Der Wandfilm hat durch die Verdunstungsenthalpie eine starke Kiihl-
wirkung. Die Wandtemperatur sinkt weiter ab, bis sich im thermischen Gleichgewicht
wieder ein stationérer Zustand einstellt. Die Wandtemperatur liegt dann unterhalb der
Siedetemperatur von HWL. Die kritische Wandtemperatur ist gleichzusetzen mit der
Leidenfrosttemperatur. Bei 501 K Gastemperatur beginnt die Bildung eines Wandfilms

sofort mit der ersten Einspritzung.

Das rechte Schaubild in Abbildung 5.21 zeigt den Einfluss des Tastverhéltnisses bzw.
des Massenstroms auf die Kiihlwirkung bei einer Gastemperatur von 565 K. Wahrend
es bei 5 % Tastverhéltnis zu keiner Benetzung der Wand kommt, reicht das Tast-
verhéltnis von 10 % aus, um die Wandtemperatur unter die Leidenfrosttemperatur
abzusenken. Es kommt zur Filmbildung. Bei 20 % Tastverhéltnis stellt sich dieser

Zustand bereits nach einer kiirzeren Zeit ein.

Abbildung 5.22 zeigt das unterschiedliche Verhalten fiir HWL im Vergleich zu Wasser

am Beispiel von 20 % Tastverhéltnis.

600 ‘ ‘
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Abbildung 5.22: Vergleich der Kiihlwirkung von HWL und Wasser

Wihrend es bei 565 K Gastemperatur fiir HWL nach 45 Sekunden zur Benetzung
der Oberflache kommt, bleibt bei Wasser die Oberfliche trocken. In den ersten 25
Sekunden nach Beginn der Einspritzung zeigt sich eine etwas stérkere Kiihlung von
HWL im Vergleich zu Wasser. Dies kann mit einer etwas langeren Siedeverzugszeit bei
HWL erklédrt werden. Durch den gelosten Harnstoff ist der Dampfdruck des Wassers

erniedrigt und die Bildung eines Dampfpolsters erfolgt langsamer. Fiir Wasser kommt

100



5.7 Ergebnisse

es erst unterhalb von 475 K zur Benetzung, wie die Ergebnisse fiir 501 K Gastempe-
ratur zeigen. Der Wasserfilm hat gegeniiber HWL eine starkere Kiihlwirkung, die sich
mit einer hoheren Verdunstungsgeschwindigkeit aufgrund des hoheren Dampfdrucks

erklaren lasst.

Die Leidenfrosttemperatur wurde an einer Vielzahl von Abkiihlkurven bestimmt. Fiir
HWL liegen die Werte zwischen 538 K und 553 K, fiir Wasser ergibt sich ein Tempe-
raturbereich von 473 K bis 483 K. Zur Untersuchung des Einflusses des Wandmate-
rials auf den Leidenfrostpunkt wurden weitere Messungen an einer Aluminiumplatte
durchgefiihrt. Dabei hat sich gezeigt, dass der Leidenfrostpunkt fiir Wasser mit der
Aluminiumplatte im selben Temperaturbereich liegt wie fiir die Stahlplatte. Fiir HWL
sind die Temperaturen mit 528 K bis 533 K etwas geringer als bei der Stahlplatte.

In der Literatur findet man fiir die Leidenfrosttemperatur bei der Kombination Wasser-
Stahl meist hohere Werte als fiir die Kombination Wasser-Aluminium. In Tabelle 5.3
sind einige Literaturwerte fiir die Leidenfrosttemperatur fiir Wassertropfen auf Alu-
minium und Stahl aufgefiithrt. Die in dieser Arbeit gemessenen Leidenfrosttempera-
turen fiir Wasser liegen im Bereich der Literaturwerte fiir die Kombination Wasser-

Aluminium. Eine Erklarung fiir die nahezu identischen Werte fiir Stahl und Aluminum

Tabelle 5.3: Literaturwerte fiir die Leidenfrosttemperatur von Wassertropfen auf Alu-
minium und Stahl

Autor Wandmaterial Tropfenbedingung Leidenfrosttemperatur
Kubitzek [67] Aluminium, poliert aufgelegt 473 £ 12 K
Aluminium 503 K
Weruck [125] rostfreier Stahl aufgelegt 553 K
Aluminium 457 K
Jonas et al. [52] NiCr-Stahl We = 512 101 K

in dieser Arbeit gibt die Veréffentlichung von Jonas et al. [52]. Sie untersuchten den
Aufprall von Einzeltropfen fiir Weber-Zahlen zwischen 12 und 3864 fiir die Wandma-
terialien Aluminium, NiCr-Stahl und Quarzglas bei Wandtemperaturen von 293 K bis
873 K. Dabei fanden sie fiir alle drei Wandmaterialien eine einheitliche Temperatur
Toin, oberhalb derer erstmals einzelne Tropfenfragmente aus dem Zerfallsprozess die
Wand nicht mehr benetzen. Fiir Wasser geben sie diese Temperatur mit 445.5 K an.
Die Temperatur, T},,., oberhalb derer die komplette Fluidmasse die Wand nicht mehr
benetzt, hingt jedoch von dem gewéhlten Wandmaterial ab, wobei Aluminium den

kleinsten und Quarzglas den hochsten Wert aufweist. Die Temperatur 7,,;, setzten
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die Autoren gleich mit der Temperatur 7,,,,, einer isothermen Wand, was einer Wand
mit einer unendlich groflen Warmeleitfahigkeit entspricht. Die Temperaturdifferenz

Trnaz — Tinin korreliert dann mit dem Temperaturabfall beim Tropfenkontakt.

Dies ldsst die Schlussfolgerung zu, dass durch die gewéhlten Versuchsbedingungen die
unterschiedlichen thermischen Eigenschaften der eingesetzten Platte ausgeglichen wer-
den. Ursache hierfiir ist zum einen die beidseitige Warmezufuhr an die Platte durch
Konvektion mit einer Gastemperatur, die oberhalb des Leidenfrostpunkts liegt. Des
Weiteren wird mit dem eingesetzten Zerstauber ein diinnes Spray erzeugt, welches
sich durch kleine TropfengréBen (mittlerer Durchmesser D;y = 28 um) auszeichnet.
Dadurch ist die zum Ausbilden des Dampfpolsters benétigte Wirmemenge gering, es
kommt pro Tropfenkontakt zu einer nur geringen Auskiihlung der Platte. Die Plat-
tentemperatur ndhert sich langsam von oben an den Leidenfrostpunkt an, bis es zur

ersten dauerhaften Benetzung kommt.

Der von Jonas et al. [52] angegebene Temperaturabfall wird im Folgenden mit den Er-
gebnissen des Kontaktmodells verglichen. Beim Kontakt zweier halbunendlicher Kor-

per, hier Tropfen und Wand, stellt sich eine zeitlich unabhéngige Kontakttemperatur

by
Tront = 1. T, — T
kont d+bw+bd( d)

ein citeBaehr:1998, die ndher bei der Temperatur des Kontaktpartners mit dem ho-
heren Warmeeindringkoeffizienten, b; = \/()\Tcp)i, in unserem Fall der Wand, liegt.
Tabelle 5.4 vergleicht die berechneten Kontakttemperaturen fiir eine Tropfentempe-
ratur von 300 K und eine Wandtemperatur von 550 K fiir unterschiedliche Wandma-
terialien mit den Daten von Jonas et al. [52]. Da die Warmeleitfihigkeit fiir Alumi-
niumverbindungen stark variiert, sind in der Tabelle neben einer héufig verwendeten
Aluminiumlegierung noch die Werte fiir reines Aluminium aufgefiihrt. Jonas et al.
[52] machen keine genauen Angaben iiber die Art der verwendeten Legierung. Die
Temperaturdifferenz 71,4, — Tonin ldsst sich in erster Ndherung gut mit dem Kontakt-
modell wiedergeben. Es ergeben sich deutliche Unterschiede in der kurzfristigen Ab-
kithlung der Wand in Abhéngigkeit von deren thermischen Eigenschaften. Man kann
mit dem Kontaktmodell eine Abschiatzung iiber die Unsicherheiten der gemessenen
Wandtemperatur bei Einzeltropfen- oder Tropfenkettenexperimenten treffen, welche
von iiblichen Thermoelementen zeitlich nicht aufgelost wird. Vom Wiarmeiibergang
aus betrachtet stellt die Leidenfrosttemperatur die Grenze dar, ab welcher sich fiir

das auftreffende Fluid in einer Zeitdauer, welche in etwa der Kontaktzeit des Trop-
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Tabelle 5.4: Kontakttemperaturen Tj,,; und Temperaturabsenkung AT halbunendli-
cher Korper fiir Wasser mit 7; = 300 K und 7, = 550 K im Vergleich zu
den Werten von Jonas et al. [52]

Wandmaterial Tront AT Thae — Tonin [52]
Aluminium (AlSi12CuMgNi) 531.2 K 18.8 K HK
Aluminium, rein 5344 K 156 K

Edelstahl (X5CrNi18-10) 507.0 K 43.0 K 45 K
Quarzglas 464.2 K 858 K 102 K

fens entspricht, gerade noch ein durchgehendes Dampfpolster ausbildet. Diese Grenze
héngt neben den Warmeeindringkoeffizienten der Wand und des Fluids auch von des-
sen Dampfdruck und der Verdunstungsenthalpie ab. Kann dieses Dampfpolster nicht
schnell genug ausgebildet werden, kommt es zur Benetzung der Oberfliche. Dies resul-
tiert in einer starken Erhohung des Wérmeiibergangs und somit zu einer Auskiihlung
des Wandmaterials. Dadurch ist die Leidenfrosttemperatur fiir Wandmaterialien mit
geringen Wéarmeeindringkoeffizienten, wie z.B. Quarzglas, gegeniiber Materialien mit
hohen Wirmeeindringkoeffizienten deutlich erhoht und es zeigt sich ein starker Einfluss
der Versuchsbedingungen wie Anordnung der Heizung, Tropfengréfie und Tropfenfre-

quenz.

Die gegeniiber Wasser erhohte Leidenfrosttemperatur von HWL l&sst sich auf den ge-
ringeren Dampfdruck zuriickfithren, da die anderen thermischen Stoffwerte nur gering
unterschiedlich sind.

5.7.3 Simulation der Spraykiihlung

In der Simulation der thermischen Prozesse beim Spray/Wand-Kontakt wird der Ka-
nal oberhalb der Platte (siche Abbildung 5.12) betrachtet, wobei eine Kanalbreite
von 120 mm angenommen wird. Das Berechnungsgebiet von 120 x 400 x 46 mm? wird
mit 40 x 133 x 12 Hexaederzellen aufgelost. In allen Betriebspunkten wird entspre-
chend den Untersuchungen von Himmelsbach [47] ein dimensionsloser Wandabstand
von yt = 30 £ 5 eingehalten. Der Wirmeiibergangskoeffizient zwischen Plattenunter-
seite und unterer Kanalstromung o, wird iiber eine Nusselt-Korrelation fiir eine
ebene Platte nach dem VDI-Warmeatlas [119] vorgegeben. Die thermischen Randbe-

dingungen wurden mit den Aufheizkurven nach Ende der Dosierung fiir verschiedene
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Gastemperaturen verifiziert. Die Untersuchungen wurden mit dem in Abschnitt 4 ein-
gesetzten Drallventil durchgefiihrt und es wurden die dort bestimmten Sprayparameter

verwendet.

Betriebspunkte ohne Wandfilm

Um die unbekannte Siedeverzugszeit in der Modellierung des Warmeiibergangs beim
Tropfen/Wand-Kontakt nach Gleichung (5.21) zu bestimmen (siche Abbildung 5.10),
wurde eine Parameterstudie fiir die nicht-benetzenden Betriebspunkte durchgefiihrt.
Die Siedeverzugszeit wurde systematisch variiert, um die Abweichung zwischen den
berechneten Abkiihlkurven und den gemessenen Daten zu minimieren. Zur Auswer-
tung wurde das erste Thermoelement (TE 1) herangezogen, da dies bei den Messungen
die grofite Temperaturabsenkung zeigt. Abbildung 5.23 zeigt links den Vergleich zwi-
schen den Messdaten und der Simulation bei unterschiedlichen Gastemperaturen. Bei
T, = 565 K wurde ein Tastverhiltnis von 5 % gewihlt, da es bei hoheren Massen-
stromen zur Benetzung kommt. Durch Anpassung der Siedeverzugszeit ldsst sich eine
gute Ubereinstimmung zwischen Messung und Simulation erzielen. Sowohl der zeit-
liche Kurvenverlauf als auch die quasistationdren Endtemperaturen lassen sich gut
wiedergeben. Bei einer Variation des Tastverhiltnisses bei T, = 658 K sind die Abwei-
chungen etwas grofier, siche Abbildung 5.23 rechts; die Ubereinstimmung ist allerdings

noch zufriedenstellend.

Besonders bei 40 % Tastverhéltnis ist der fluktuierende Temperaturverlauf in der Si-
mulation zu erkennen. Durch den Faktor f (Gleichung (5.47)) ist die thermische Masse
der Wand deutlich verringert und die Quellterme aus dem Wérmeiibergang zwischen
Tropfen und Wand wirken sich stark aus. Die Fluktuationen nehmen fiir kleinere Werte
fiir den Faktor f ab, wobei die gleitenden Mittelwerte fiir alle Werte von f {ibereinstim-
men. Dies wurde fiir einen Bereich von f = 50 bis 500 abgesichert, die hier vorgestellten

Rechnungen wurden alle mit f = 100 durchgefiihrt.

Abbildung 5.24 zeigt den Vergleich zwischen den berechneten und den gemessenen
Temperaturprofilen bei ¢ = 300 s fiir die in Abbildung 5.23 (links) aufgefithrten Be-
triebspunkte. Dabei ist zu beachten, dass nur das erste Thermoelement fiir die An-
passung der Siedeverzugszeit verwendet wurde. Die Simulationswerte zeigen eine gute
Ubereinstimmung mit den Messdaten, auch wenn in der Simulation das Temperatur-

minimum eher im Bereich des zweiten Thermoelements auftritt.

104



5.7 Ergebnisse

680 w 680 ‘
TE1 ---Experiment TE 1 ---Experiment
S — Simulation - - —Simulation

640 e | \
s .. ™NV-20% | o o9 \ _TV=20%
~% 600f s
3 ~—__ 5

=209 6001
s60h- TV=20% |  600F e ]
TV=5% TV =40 %
5200 100 200 300 5600 100 200 300

t[s]

Abbildung 5.23: Berechnete und gemessene Abkiihlkurven bei Variation der Gastem-

peratur (links) und des Tastverhéltnisses (rechts)
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Abbildung 5.24: Berechnete und gemessene Temperaturprofile bei ¢ = 300 s

Die Siedeverzugszeit folgt als Funktion der Wandtemperatur im Bereich von

~ 520 - 670 K zu

ty=—1.687-10""sT,/K+1.376-10"*s.

(5.57)

In Abbildung 5.25 sind zusétzlich zu dieser Siedeverzugszeit noch die Werte von Wruck
[125] fiir die Kombination Isopropanol/NiCr bei 523 K und der Wert fiir die Tem-
peratur angegeben, oberhalb der Nishio [88] fiir die Paarung Wasser/Kupfer keinen

Direktkontakt mehr experimentell feststellen konnte. Die Siedeverzugszeit von HWL

zeigt eine Abnahme mit steigender Wandtemperatur, was die physikalische Bedeutung
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Abbildung 5.25: Siedeverzugszeit fiir die Kombination HWL/Stahl (Gleichung (5.57))
im Vergleich zu Literaturwerten fiir Isopropanol und Wasser

dieses Modellparameters unterstreicht. Sie liegt iiber dem Wert von Isopropanol, was
sich mit dem deutlich hoheren Dampfdruck bei gleichzeitiger niedriger Verdunstungs-
enthalpie von Isopropanol im Vergleich zu HWL erklédren lasst. Auch die Steigung in
Gleichung (5.57) erscheint im Vergleich zu der Angabe von Nishio [88] plausibel. Die
Ergebnisse zeigen, dass die vorgestellte Modellierung des Wérmeiibergangs zwischen
Tropfen und Wand mit dem Modellparameter Siedeverzugszeit ein viel versprechender

Ansatz fiir die Berechnung der Spraykiihlung ist.

Betriebspunkte mit Wandfilm

Unterschreitet die Wandtemperatur den kritischen Wert 77 ., kommt es zur Benet-

crity
zung und es bildet sich ein Wandfilm aus. Abbildung 5.26 zeigt den Vergleich von
Messung und Simulation fiir unterschiedliche Tastverhéltnisse bei 565 K und 612 K
Gastemperatur. Zur besseren Darstellung zeigen die Kurven der Simulation das glei-
tende Mittel iiber je zehn Werte an. Bei 30 % Tastverhéltnis und einer Temperatur
von 612 K tritt der Zeitpunkt der ersten Benetzung in der Simulation gegeniiber der
Messung um ~ 15 Sekunden verzogert auf, trotz guter Vorhersage der Abkiihlung zu
Beginn der Einspritzung. Die Steigung der Temperaturkurve ist sehr gering. Kleinste
Abweichungen von der gemessenen Abkiihlkurve oder Unterschiede zwischen dem ge-

messenen und dem angenommenen Wert von 77, z.B. durch verénderte Oberflachen-

crity
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Abbildung 5.26: Berechnete und gemessene Abkiihlkurven bei Betriebspunkten mit
Filmbildung

rauigkeit oder Verunreinigungen im Experiment, kénnen zu einem unterschiedlichen

Benetzungszeitpunkt fithren.

Im Bereich unterhalb der Benetzungsgrenze bis zum Siedepunkt der Fliissigkeit, in-
nerhalb dessen der Warmetibergang mit Hilfe der Nukiyama-Kurve fiir Wasser (siehe
Abschnitt 5.3) bestimmt wird, zeigt sich eine zufriedenstellende Ubereinstimmung zu
den Messdaten. Tendenziell erfolgt die Abkiihlung in der Simulation etwas zu schnell.
Ein Grund hierfiir kénnten die Unterschiede im Verdunstungs- und Siedeverhalten

zwischen HWL und Wasser sein.

Fiir die quasistationdre Filmtemperatur stimmen die Simulationsergebnisse gut mit
den Messdaten iiberein. Die gemessenen Temperaturen liegen im Bereich von 343 K
bis 349 K, die berechneten Werte zwischen 338 K und 341 K. Die maximale Abwei-
chung fiir einen Betriebspunkt betrégt 8 K. Dies zeigt, dass sowohl der Warmeiibergang
an den Film iiber die Gasphase und die von unten umstrémte Wand als auch der Stoff-

iibergang, welcher durch Verdunstung den Film kiihlt, genau beschrieben werden.

Anhand der Temperaturprofile zu bestimmten Zeitpunkten ist es moglich, die Vorher-
sage der Filmausbreitung zu iiberpriifen. Abbildung 5.27 vergleicht die berechneten
ortlichen Temperaturprofile bei 612 K Gastemperatur und einem Tastverhéltnis von
40 % fiir Zeitpunkte zwischen 60 und 130 Sekunden mit den Messwerten. Es zeigt sich
eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Messung und Simulation. Die Filmbildung

beginnt lokal im Bereich des ersten Thermoelements (¢ = 70 s). Der Film breitet sich
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5 Spray/Wand-Interaktion

dann mafBigeblich durch zwei unterschiedliche Effekte aus. Filmtransport durch die
angreifende Schubspannung fithrt zur Ausbreitung des Films in Stromungsrichtung.
Zusétzlich dazu dehnt sich durch Wéarmeleitung in der Platte das Gebiet aus, in dem
liegt. Dadurch

kann sich weiteres Fluid ablagern. Der letzte Effekt fiithrt zu einer Filmausbreitung in

die Plattentemperatur unterhalb der kritischen Wandtemperatur 77

crit

alle Raumrichtungen.

In Abbildung 5.28 oben sind die Isolinien der berechneten Filmdicke dargestellt. Man
erkennt den Einfluss des Hohlkegelsprays auf die Filmbildung und den Filmtransport
stromab durch die anliegende Schubspannung. Im Randbereich nimmt die Filmdicke
aufgrund der thermischen Zersetzung nur langsam ab, die Isolinien liegen weit ausein-
ander. Die maximale Filmhohe betragt 55 pm. Die untere Grafik in Abbildung 5.28
zeigt die Harnstoffverteilung im Film anhand von Isolinien. In dem Bereich, in dem
der grofite Teil der Spraymasse auf der Wand auftrifft, wird die Harnstoffkonzentration
mafgeblich von den ankommenden Tropfen bestimmt und liegt nur knapp oberhalb der
Ausgangskonzentration der Tropfen von 32.5 %. Durch die Verdunstung von Wasser

erhoht sich die Harnstoffkonzentration und nimmt bis zur Filmgrenze stetig zu.
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Abbildung 5.27: Gemessene (Symbole) und berechnete Temperaturprofile (Linien)
bei der Filmbildung zu verschiedenen Zeitpunkten, 7, = 612 K,
TV =40 %
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Abbildung 5.28: Oben: Isolinien der berechneten Filmdicke (Ahy = 10 pum). Unten:
Harnstoffverteilung im Film (AY, = 0.1) bei ¢t = 100 s, T, = 612 K,
TV =40 %
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5.7.4 Visualisierung des Spray/Wand-Kontakts

Visualisierungen beim Spray/Wand-Kontakt wurden mit dem in Abschnitt 5.6.3 be-
schriebenen Aufbau durchgefiihrt. Aus Gegenlichtvisualisierungen lassen sich lediglich
Informationen iiber die Randstruktur des Sprays gewinnen. Diese Einschrinkung liegt
darin begriindet, dass keine definierte Ebene innerhalb des Tiefenschérfenbereichs be-
trachtet wird. Weiterhin ist die Intensitédt des Streulichtes an den Tropfen stark von
dessen Durchmesser abhéngig. Die Streulichtintensitét ist proportional D™ mit 2 < n
< 4, wobei n mit abnehmendem Tropfendurchmesser zunimmt und fiir gréfere Durch-
messer auf n = 2 iibergeht. Somit kénnen keine quantitativen Aussagen iiber Tropfen-
grofle und -anzahl abgeleitet werden. Qualitative Aussagen sind eingeschrénkt moglich,

wobei das diinne Spray des verwendeten Zerstaubers die Interpretation erleichtert.

Aus jeweils 10 Einzelbildern zu einem Zeitpunkt werden mit der Software DaVis 6.2
[71] aus den Visualisierungen der Mittelwert und die Standardabweichung ermittelt.
Abbildung 5.29 stellt beispielhaft die beiden Auswertungsmoglichkeiten - Mittelwert

und Standardabweichung - fiir einen Betriebspunkt gegeniiber. Wihrend sich beim

Abbildung 5.29: Mittelwert (links) und Standardabweichung (rechts) aus 10 Einzelbil-
dern bei t = 10 ms, T,, = 338 K

Mittelwertbild in Wandnéhe iiber einen grofien Bereich sehr hohe Intensitéten ergeben,
lasst sich bei der Standardabweichung auch noch im wandnahen Bereich die Struktur
des priméren Sprays vor dem Wandkontakt erkennen. Die Standardabweichung stellt
sowohl die Eindringtiefen als auch die vereinzelten Tropfen aulerhalb der Hauptsprays
besser dar. Beim Mittelwertbild ist dies aufgrund der grofien Intensitdtsunterschiede
nicht moglich. In dem Bereich, in welchem das primére Spray auf die Wand auftrifft,
ist die Standardabweichung sehr gering. Dies léasst auf eine hohe Tropfendichte mit
geringen Schwankungen schliefen. Zusammenfassend zeigt sich, dass die Standardab-
weichung fiir die Interpretation der Gegenlichtvisualisierungen in dieser Arbeit besser

geeignet ist und deshalb im Folgenden verwendet wird.

111



5 Spray/Wand-Interaktion

Abbildung 5.30 stellt die Visualisierungen fiir Wasser und HWL bei unterschiedli-
chen Temperaturen und ¢ = 10 ms dar. An der kalten Wand (7, = 338 K) zeigen

Abbildung 5.30: Visualisierungen des Spray/Wand-Kontakts fiir Wasser (links) und
HWL (rechts) bei unterschiedlichen Wandtemperaturen, ¢ = 10 ms

Wasser und HWL nahezu identisches Verhalten. Bei T,, = 413 K ist die wandnormale
Eindringtiefe fiir Wasser deutlich erhéht, wahrend HWL keinen Unterschied im Ver-
gleich zur kalten Wand zeigt. Bei T}, = 473 K nimmt die wandnormale Eindringtiefe
fiir Wasser weiter zu und in Wandnéhe treten hohe Intensitdten auf. Die wandnor-
male Eindringtiefe von HWL erreicht nun nahezu den Wert von Wasser. Bei beiden
Fluiden bildet sich bei dieser Temperatur im Experiment ein feines Aerosol, welches

auch in den Visualisierungen ansatzweise erkennbar ist. Die wandnormale Eindringtie-
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fe nimmt bei T, = 508 K fiir Wasser wieder ab, wihrend die radiale Eindringtiefe nun
zunimmt. Die Aerosolbildung ist wieder riicklaufig. Der ausgeprigte Frontwirbel ist in
dieser Darstellung deutlich zu erkennen. HWL zeigt bei T,, = 508 K das Verhalten,
welches fiir Wasser bei T,, = 473 K beobachtet werden konnte. Bei T,, = 573 K ist
die wandnormale Eindringtiefe bei HWL und Wasser in etwa auf dem Niveau an der
kalten Wand. Die radiale Eindringtiefe ist deutlich erhoht, wobei sich die sekundére
Sprayfront lanzenférmig radial nach aulen bewegt. Ein signifikanter Frontwirbel lasst

sich nicht erkennen.

Eine zeitliche Auswertung der Eindringtiefe fiir HWL an kalter und heifler Wand ist
in Abbildung 5.31 dargestellt. Das Abheben des sekundéren Sprays von der heiflen
Wand konnte durch starke Verdunstungseffekte und die Bildung eines Dampfpolsters,
auf dem sich die Sprayfront radial ausbreitet, verursacht werden. Benetzung der Wand
tritt bei den Visualisierungen fiir Wasser bis einschlieflich T;, = 413 K, bei HWL bis
T, = 508 K auf, was mit den Beobachtungen in Abschnitt 5.7.1 und 5.7.2 {iberein-

stimmt.

40 - -
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oT,=573K O
'€ 301 1
() O X
D X
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i 10} x X 8§ 0 1
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Abbildung 5.31: Zeitlicher Verlauf der Eindringtiefe in radialer und axialer (wandnor-
maler) Richtung fiir 7o, = 338 K und 7, = 573 K

5.7.5 Simulation des Spray/Wand-Kontakts

Fiir die Simulation wurde ein Berechnungsgitter in Form eines Zylinders mit 120 mm
Durchmesser und einer Hoéhe - je nach Einspritzwinkel - von 21 mm (a = 45°)
bis 30 mm (a = 90°) mit ca. 160000 Hexaeder-Zellen erstellt. Da in diesem Anwen-
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dungsfall die Gasstrémung ausschliellich durch den Impulsiibergang von der Fliissig-
phase des Sprays induziert wird, ist die Gitterweite mit ca. 1 mm deutlich geringer

als bei den Berechnungsféllen mit dominierender Gasstromung (siehe z.B. Abschnitt
5.7.3).

Abbildung 5.32 zeigt den Vergleich der Sprayform aus den Visualisierungen und der
Simulation bei kalter Wand zu vier unterschiedlichen Zeitpunkten nach Beginn der Ein-
spritzung. Zur Darstellung des Sprayverhaltens in der Simulation wird die in Abschnitt

4.2.1 erlauterte Massendarstellung verwendet. Die berechnete Sprayform stimmt qua-

Experiment Simulation

Abbildung 5.32: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T,, = 338 K, oo = 90°

litativ gut mit den Visualisierungen iiberein. Auch die zeitliche Ausbreitung kann zu-
friedenstellend wiedergegeben werden. In Experiment und Simulation sind sekundére
Tropfen auBlerhalb des Hauptsprays zu erkennen. Das verwendete Ventil hat gegeniiber
dem fiir den Sprayabgleich in Abschnitt 4.2 eingesetzten Zerstauber keine Schnellschlie-
Bung, so dass im Experiment bei t = 12 ms noch etwas Fluid aus der Diise austritt,

wéhrend in der Simulation die Einspritzung bereits beendet ist.
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In Abbildung 5.33 ist die analoge Gegeniiberstellung fiir die heile Wand mit
T,, = 573 K dargestellt. Es zeigt sich eine gute qualitative Ubereinstimmung der Spray-
kontur. Auch die hohe Intensitdt in Wandnéihe kann zufriedenstellend wiedergegeben
werden. Das Abheben der dufleren Sprayfront durch thermische Effekte wird von der
Modellierung jedoch nicht abgebildet.

t=5ms Experiment Simulation

30 mm

Abbildung 5.33: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T, = 573 K, o = 90°

Ein Vergleich der zeitlichen Eindringtiefen aus Experiment und Simulation ist in Abbil-
dung 5.34 dargestellt. In der Simulation wurde die axiale oder radiale Entfernung vom
Auftreffpunkt der Sprayachse auf der Wand als Eindringtiefe festgelegt, innerhalb de-
rer 95 % der sekundiiren Spraymasse liegen. Fiir T, = 338 K ist die Ubereinstimmung
gut, wenngleich in der Simulation mit zunehmender Zeit die Eindringtiefe radial und
axial leicht unterschétzt wird. Der Trend einer zunehmenden radialen Eindringtiefe
und abnehmender axialen Eindringtiefe mit steigender Wandtemperatur wird von der
Simulation abgebildet, wie die Ergebnisse fiir T;, = 573 K zeigen. Bei heiler Wand sind

die Abweichungen jedoch grofler als an der kalten Wand. Der Unterschied in der ra-
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dialen Eindringtiefe kann mit dem oben beschriebenen thermischen Effekt beim ersten
Wandkontakt erklart werden. Die berechnete radiale Eindringgeschwindigkeit stimmt

gut mit den Messwerten iiberein.
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Abbildung 5.34: Vergleich der berechneten radialen und axialen Eindringtiefen mit den
Messwerten fiir T, = 338 K (links) und T;, = 573 K (rechts)

Die Abbildungen 5.35 bis 5.38 zeigen den Vergleich der Visualisierung mit der Simu-
lation fiir die Auftreffwinkel o = 60° und o = 45° bei kalter und heiler Wand. Auch
bei nicht senkrechtem Aufprall wird die Sprayform in der Simulation zufriedenstellend
berechnet. Die in den Visualisierungen erkennbaren Unterschiede in der Sprayausbreit-
ung in und entgegen der Einspritzrichtung bei kalter und heiler Wand werden in der
Simulation qualitativ gut wiedergegeben. Tendenziell wird jedoch auch hier an der

heiflen Wand die Eindringtiefe etwas unterschétzt.

Die makroskopischen Sprayeigenschaften bei unterschiedlichen Bedingungen fiir die
heifle und kalte Wand und verschiedenen Auftreffwinkeln lassen sich qualitativ gut
mit der Simulation abbilden. Fiir eine weiterreichende Analyse der in der Simulation
vorhergesagten Tropfengrofien und -geschwindigkeiten sind zusétzliche experimentelle

Daten, z.B. aus PDA-Untersuchungen, notwendig.
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Experiment Simulation

t=5ms

Abbildung 5.35: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T, = 338 K, oo = 60°
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Experiment Simulation
t=5ms .

Abbildung 5.36: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T, = 573 K, o = 60°

- Experiment
.t=5ms

t=8ms

t=12ms

Abbildung 5.37: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T,, = 338 K, o = 45°
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Simulation

Abbildung 5.38: Vergleich des zeitlichen Verlaufs des Spray/Wand-Kontakts in Expe-
riment (links) und Simulation (rechts), T, = 573 K, o = 45°
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6 Reduktionsmittelaufbereitung in
einem realen Abgasstrang

Die Untersuchung, Modellentwicklung und Validierung der einzelnen Prozesse bei der
Einspritzung von Harnstoffwasserlosung wurden in den vorangegangenen Kapiteln ein-
gehend beschrieben. In diesem Kapitel soll nun die vorgestellte Modellierung an einem

Anwendungsfall iiberpriift werden.

6.1 Validierungsmoglichkeiten

Die Verteilungsgiite des Reduktionsmittels am Eintritt des SCR-Katalysators ist die
wichtigste Grofle, die mit dem Einspritzsystem beeinflusst wird. Deshalb soll diese fiir
den Vergleich von Messung und Simulation herangezogen werden. Eine Moglichkeit zur
experimentellen Bestimmung der Reduktionsmittelverteilung ist die direkte Messung
des Reduktionsmittels an definierten Messpunkten vor dem Katalysator. Dabei treten
jedoch einige messtechnische Schwierigkeiten auf. In vielen Anwendungsfillen liegt
ein Teil des Reduktionsmittels noch in fliissiger Form vor und ist dadurch schwierig
zu erfassen. Des Weiteren ist die auftretende Isocyansiure kaum zu quantifizieren.
Unerwiinschte Nebenreaktionen kénnen zwischen der Probenahme und der Analytik

auftreten.

Eine zweite Moglichkeit ist, das Reduktionsmittel iiber einen Katalysator umzusetzen
und nach Austritt des Katalysators die Verteilung der Reaktionsprodukte zu mes-
sen. Hierfiir konnen reine Hydrolyse-Katalysatoren oder SCR-Katalysatoren verwen-
det werden. Auf Hydrolyse-Katalysatoren finden bei Temperaturen 7' 2 520 K jedoch
auch merklich SCR-Reaktionen statt, so dass sowohl eine Ammoniak- als auch eine
NO4-Analytik eingesetzt werden muss. Die einfachste Moglichkeit ist daher die Ver-

wendung eines SCR-Katalysators und die Messung der lokalen NO,-Konzentrationen
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am Austritt des Katalysators. Abbildung 6.1 zeigt den Zusammenhang von Umsatz

und der stochiometrischen Dosiermenge «

nred
o= - 6.1
nNo, ( )

bei idealer Anstromung fiir typische Motorbetriebspunkte. Das Umsatz-a-Diagramm
wird an einem Synthesegaspriifstand unter Verwendung von gasférmigem NHj gewon-
nen. Zusétzlich ist noch der Umsatz eines idealen SCR-Katalysators mit aufgefiihrt,

100 - ; : ; -

__ 8of Ideal/

&
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Abbildung 6.1: Gemessener Umsatz eines typischen SCR-Katalysators in Abhéngig-
keit von der stochiometrischen Dosiermenge fiir verschiedene Betrieb-
spunkte im Vergleich zum Umsatz eines idealen Katalysators

welcher die zur Verfiigung stehende Reduktionsmenge vollsténdig zur stéchiometri-
schen Reduktion von NO, verwendet. Alle Messwerte liegen in einem engen Bereich.
Mit zunehmendem o« wird die Abweichung vom idealen Katalysator grofer, fiir kleine
a-Werte nédhert sich der Umsatz dem theoretisch maximalen Umsatz an. Bei geringen
Temperaturen ist die Aktivitdt des Katalysators noch gering, bei hohen Temperatu-
ren werden zunehmend unerwiinschte Nebenreaktionen wie die Ammoniak-Oxidation

signifikant und mindern den NO,-Umsatz.

Durch NO,-Verteilungsmessungen nach dem SCR-Katalysator kann aus dem lokalen

Umsatz

CNO,, vor SCR — CNO,, nach SCR, lokal
UNo,, lokal = —— - (6.2)
CNO,, vor SCR

und dem Umsatz-a-Diagramm fiir den jeweiligen Betriebspunkt das entsprechende o
und somit die Reduktionsmittelmenge iiber Gleichung (6.1) berechnet werden. Analog
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dazu lasst sich aus einem Schlupf-a-Diagramm der lokale Ammoniak-Schlupf bestim-

men.

6.2 Experiment

Die Verteilungsmessungen wurden an einem NKW-Motorpriifstand mit einem
6-Zylinder-Motor mit 6.8 1 Hubraum durchgefiithrt. Als Analytik wurde eine Abgas-

messanlage von Horiba eingesetzt.

In Abbildung 6.2 ist der Aufbau der Abgasanlage mit der Anordnung DOC, Dosierstel-
le und SCR-Katalysator dargestellt. Die Probenahme der Verteilungsmessung erfolgt
direkt hinter dem SCR-Katalysator auf zwei senkrecht zueinander stehenden Linien

an neun diskreten Messpunkten. Es wurden zwei Betriebspunkte des Motors ausge-

130
| I—
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A » o0 a
115 315 105160 290 305 105 200 105 160 130

Abbildung 6.2: Abgasanlage beim Motorversuch, Abmessungen in mm

wahlt, die sich deutlich im Abgasmassenstrom und der Abgastemperatur unterschei-
den. Tabelle 6.1 fasst die Randbedingungen der beiden untersuchten Betriebspunkte

zusaminer.

Tabelle 6.1: Randbedingungen fiir die Verteilungsmessung

Betriebspunkt 1 2
Abgasmassenstrom 466 kg/h 915 kg/h
Abgastemperatur 600 K 713 K

NO,-Konzentration 900 ppm 810 ppm
HWL-Dosiermenge  0.326 kg/h 0.555 kg/h
Stoch. Dosiermenge  0.23 0.23
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6.3 Simulation

In der Simulation wird der Bereich nach DOC bis nach SCR beriicksichtigt. Der SCR-
Katalysator wird dabei als poréses Medium beschrieben. Als Eintrittsrandbedingung
wird ein gleichformiges Geschwindigkeitsprofil am Austritt des DOC angenommen.
Die thermische Randbedingung fiir das Abgasrohr wird entsprechend den Bedingun-
gen im Priifstand mit einem Wéirmeiibergangskoeffizient fiir Mischkonvektion von
15 W/(m?K) bei 300 K Umgebungstemperatur vorgegeben. Das Berechnungsgitter
besteht aus ca. 200000 Hexaederzellen.

Ein Teil des Reduktionsmittels trifft in fliissiger Form auf den Eintritt des Katalysa-
tors. Da hierfiir keine exakten Korrelationen fiir den Stoff- und Wéarmeiibergang zur
Verfiigung stehen, wird in der Simulation ein vereinfachtes Modell angewendet. Die
Tropfen zerfallen entsprechend der Wahrscheinlichkeit, mit welcher sie auf einen Steg
des Monolithen treffen. Dies konnte auch in Visualisierungen beobachtet werden. Fiir
die sekundére Tropfengrofle wird die Korrelation aus Abschnitt 5.2.2 angewendet. Die
Tropfen verbleiben dann am Eintritt des Katalysators, bis sie komplett verdunstet

sind. Auf die Verteilung des Reduktionsmittels hat dies keinen Einfluss.

Um eine repriasentative Aussage iiber die Reduktionsmittelverteilung zu bekommen,
muss eine Vielzahl von Tropfenpaketen initialisiert werden. Da diese Anzahl jedoch
stark von der jeweiligen Geometrie, dem Betriebspunkt und den Sprayparametern ab-
héngt, muss sie fiir jede Anwendung neu bestimmt werden. Alternativ konnen mehrere
Einspritzvorgénge berechnet und anschliefend die mittlere Reduktionsmittelverteilung
bestimmt werden. Beide Verfahren sind jedoch sehr zeitaufwéndig. Testrechnungen ha-
ben gezeigt, dass es zuléssig ist, anstatt der getakteten Einspritzung eine stationére
Dosierung zu berechnen. Dies liegt daran, dass in den meisten Anwendungsfillen der
Impulseintrag in die Gasphase durch das Spray vernachléssigt werden kann (vgl. Ab-
schnitt 4.2.2).

In den folgenden Simulationen wird deshalb eine stationére Dosierung berechnet und
der Abgasmassenstrom bzw. der Reduktionsmittelstrom am Katalysatoreintritt fiir je-
de Berechnungszelle iiber die Zeitschritte aufsummiert. Die Simulationszeit wird so
gewdhlt, dass sich ein quasistationédres Reduktionsmittelsignal am Eintritt des Kata-
lysators einstellt. AnschlieBend wird iiber ein Zeitintervall im quasistationédren Bereich
des Signals fiir jede Zelle der Mittelwert bestimmt. Das Zeitintervall wird so gewéhlt,

dass das Resultat hiervon unabhéngig ist.
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6.4 Ergebnisse

Fiir die Bewertung der Verteilungsgiite der Geschwindigkeit an einem Stromungsquer-
schnitt haben Weltens et al. [123] den Uniformity-Index

)

17

(u; — u)?

1=
- 6.3
2 Nu (6:3)

<.
I

y=1-

eingefiihrt. i ist hierbei der Index der Messstelle bzw. der jeweilige Zellindex in der
Simulation und N die Anzahl der Messstellen bzw. Zellen. Der Uniformity-Index kann
Werte zwischen 0 und 1 annehmen, wobei 1 eine ideal gleichférmige Durchstromung
darstellt. Anstelle von Gleichung (6.3) wird in der Literatur hiufig der flichengewich-
tete Uniformity-Index
liv lu; — uf A;

la (6.4)
2 Au
[

verwendet, siehe z.B. Windmann et al. [124].

y=1-

Die Kennzahl zur Bewertung der Verteilungsgiite des Reduktionsmittels sollte direkt

mit dem NOx-Umsatz des SCR-Katalysators korrelieren. Deshalb wird in dieser Ar-

beit der mit dem Molenstrom gewichtete Unifomity-Index fiir das Reduktionsmittel
eingesetzt:

i=N ~

1 Z |Xred,i - Xred| n;

Yred = 1—-= =l .

2 i=N
Z Xred,i n;

=1

(6.5)

Diese Formulierung hat den Vorteil, dass der Uniformity-Index ,.q dem Umsatz eines
idealen Katalysators bei einer Dosiermenge von o = 1 entspricht. Die Herleitung ist
im Anhang erldutert. Somit ist eine direkte Aussage iiber den zu erwartenden Umsatz

moglich.

6.4 Ergebnisse

In Abbildung 6.3 ist die Geschwindigkeitsverteilung beispielhaft fiir Betriebspunkt 1
dargestellt. Durch die Querschnittverengung nach dem DOC wird die Stromung im Ko-
nus beschleunigt. Die hichsten lokalen Geschwindigkeiten ergeben sich im Ubergangs-
bereich zwischen Konus und Geradrohr durch die Umlenkung. Im Diffusor treten durch

die Querschnittsaufweitung starke radiale Geschwindigkeitsgradienten auf. Durch den
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6 Reduktionsmittelaufbereitung in einem realen Abgasstrang

Geschwindigkeit [m/s]

Abbildung 6.3: Geschwindigkeitsverteilung fiir Betriebspunkt 1

Stromungswiderstand der Porositét wird die Strémung vor dem SCR-Katalysator um-
gelenkt und der Katalysator relativ gleichférmig durchstréomt. Abbildung 6.4 (oben)
stellt die gemessene und berechnete Reduktionsmittelverteilung fiir Betriebspunkt 1
dar. Der Vergleich zeigt, dass die gemessene Verteilung von der Simulation qualita-

tiv zufriedenstellend vorhergesagt werden kann. Die hochsten Konzentrationen treten
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Abbildung 6.4: Aus NO,-Konzentration berechnete Reduktionsmittelverteilung im
Experiment (x = Messpunkte, links) im Vergleich zur Simulation
(rechts), Betriebspunkt 1 (oben) und Betriebspunkt 2 (unten)

im unteren Bereich auf. Die Gradienten in der Konzentration sind in der Simulation

dghnlich grof§ wie in der Messung und treten ebenso wie im Experiment vornehmlich
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6.4 Ergebnisse

in vertikaler Richtung auf. Da die Dosiermenge so gewéhlt wurde, dass gerade kein
Schlupf auftritt, miissen die maximal lokal auftretenden Konzentrationen dhnlich der
Rohemissionen sein. In der Simulation liegen die maximalen Konzentrationen im Nah-
bereich der Wand. Es kann davon ausgegangen werden, dass auch im Experiment die
hochsten Konzentrationen in dieser Region vorliegen. Fiir den Betriebspunkt 2 wird
die Reduktionsmittelverteilung ebenfalls qualitativ zufriedenstellend berechnet, wie
Abbildung 6.4 (unten) verdeutlicht. Die Lage des gemessenen Maximums wird in der
Simulation gut vorhergesagt. Die gemessenen Gradienten in horizontaler Richtung tre-
ten ebenfalls in der Simulation auf. Wie im ersten Betriebspunkt zeigt die Simulation

in Wandnéahe die maximalen Konzentrationen.

Der Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Umsétzen und NHj-Schlupf ist
in Tabelle 6.2 dargestellt. Die Ubereinstimmung ist sehr gut, obwohl in beiden Be-
triebspunkten quantitativ deutliche Unterschiede in der Reduktionsmittelverteilung
zwischen Messung und Simulation vorliegen. Dies unterstreicht die Notwendigkeit
der Validierung der Simulationen an Verteilungsmessungen. Die Unterschiede in den
Verteilungen in Messung und Simulation konnen auf die realen Eigenschaften der
Rohrwand wie Schweifindhte, Kanten, Rauigkeit und Unsicherheiten im Spray/Wand-

Interaktionsmodell zuriickgefiihrt werden.

Tabelle 6.2: Vergleich von NO,-Umsatz und NHs-Schlupf in Experiment und Simula-
tion

Betriebspunkt 1 2
NO,-Umsatz Experiment  21.9 % 20.4 %
NO,-Umsatz Simulation 21.5 % 21.1 %
NHj3-Schlupf Experiment < 5 ppm < 5 ppm
NHj3-Schlupf Simulation 2.7 ppm 0.5 ppm

Der Einfluss der Gasstromung auf die Sprayausbreitung wird in Abbildung 6.5 zu einem
Zeitpunkt 14 ms nach Beginn der Einspritzung deutlich. Der grofiere Massenstrom in
Betriebspunkt 2 fithrt zu einer stérkeren Umlenkung des Sprays und einer kiirzeren
Verweilzeit der Tropfen in der Gasphase. Wihrend im ersten Betriebspunkt 44 % der
Spraymasse auf die Wand auftreffen, sind es im Betriebspunkt 1 lediglich 24 %. In
Betriebspunkt 1 tritt ein Grofiteil des Wandkontakts noch vor der Aufweitung des
Abgasrohres auf. Die Tropfen zerfallen an der heilen Wand und koénnen aufgrund

ihrer geringen Trégheit der sich aufweitenden Stromung im Diffusor besser folgen.
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6 Reduktionsmittelaufbereitung in einem realen Abgasstrang
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Abbildung 6.5: Sprayausbreitung 14 ms nach Beginn der Einspritzung fiir Betriebs-
punkt 1 (oben) und Betriebspunkt 2 (unten)

Dies erklart die hoheren Reduktionsmittelkonzentrationen in den seitlichen Bereichen
fiir Betriebspunkt 1 (Abbildung 6.4).

Abbildung 6.6 stellt den Anteil des gasféormigen Reduktionsmittels an der gesamten
Reduktionsmittelmasse iiber den Abstand zur Einspritzung dar. In beiden Betriebs-
punkten ist die verzogerte Freisetzung des gasformigen Reduktionsmittels durch die
Autheizung der Tropfen und die vorangehende Wasserverdunstung zu erkennen. Durch
den ausgepriagten Wandkontakt bei Betriebspunkt 1 werden kleine Tropfen erzeugt,
welche zu einer Beschleunigung der Verdunstung im Diffusor fithren. Obwohl die Gas-
temperatur im ersten Betriebspunkt geringer ist als in Betriebspunkt 2, fithren die
langere Verweilzeit der Tropfen in der Gasphase und der starkere Wandkontakt insge-
samt zu einer grofleren verdunsteten Tropfenmasse fiir Betriebspunkt 1. Am Eintritt
des Katalysators liegen 35 % (Betriebpunkt 1) bzw. 15 % (Betriebspunkt 2) des Reduk-
tionsmittels gasformig vor. Dabei sind 59 % (Betriebspunkt 1) bzw. 40 % (Betriebs-
punkt 2) der Tropfenmasse bereits verdunstet. Das bedeutet, dass ein GroBteil der

Verdunstung, Thermolyse und Hydrolyse auf dem SCR-Katalysator ablaufen wird.

Der Uniformity-Index ist in Abbildung 6.7 dargestellt. Im Bereich des zylindrischen
Rohres steigt der Uniformity-Index nach der Einspritzung rasch an. Betriebspunkt 1

weist dabei etwas groflere Werte auf und die Gleichverteilung erreicht kurz vor der
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Abbildung 6.6: Vergleich des Anteils des gasformigen Reduktionsmittels fiir Betriebs-
punkt 1 (BP 1) und Betriebspunkt 2 (BP 2)

Aufweitung des Rohres bei 0.16 m ein Maximum. Der Diffusor bewirkt eine Aufwei-
tung der Gasstromung, welcher ein Grofiteil der Tropfen nicht folgen kénnen. Dadurch
nimmt der Uniformity-Index fiir Betriebspunkt 1 zu Beginn des Diffusors ab, um dann
ab der Mitte des Diffusors wieder leicht anzusteigen. Fiir den zweiten Betriebspunkt
stagniert der Uniformity-Index beim Eintritt in den Diffusor bis zum Erreichen des

Katalysators.

Uniformity—Index [-]

0 0.2 0.4 0.6
Abstand zur Einspritzung [m]

Abbildung 6.7: Vergleich von Uniformity-Index (Gleichung (6.5)) fiir Betriebspunkt 1
(BP 1) und Betriebspunkt 2 (BP 2)
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6 Reduktionsmittelaufbereitung in einem realen Abgasstrang

Der Vergleich zwischen Messung und Simulation zeigt, dass die Verteilung des Re-
duktionsmittels von der Simulation qualitativ zufriedenstellend vorhergesagt werden
kann. Der Einfluss der Betriebsbedingungen des Motors auf die Gleichverteilung wird
tendenziell in der Simulation bestétigt. Quantitativ ergeben sich jedoch Unterschiede
zwischen Messung und Simulation. Um die Genauigkeit der Simulation weiter zu ver-
bessern, sind weitere Untersuchungen beziiglich des Spray/Wand-Kontakts notwendig,
wie bereits in Abschnitt 5.7.5 diskutiert wurde.
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7 Zusammenfassung

Die selektive katalytsche Reduktion (SCR) mit Einspritzung von Harnstoffwasser-
l6sung ist ein effektives Verfahren zur Reduzierung von Stickoxiden im Abgas von
Kraftfahrzeugen. Durch die thermische Zersetzung von Harnstoffwasserlosung wird
das reduzierend wirkende Ammoniak freigesetzt. Dabei beeinflussen neben der Trop-
fenverdunstung und -zersetzung auch die Spray/Wand-Wechselwirkung mafigeblich die
Gleichverteilung und den Aufbereitungsgrad des Reduktionsmittels und somit den
NO4-Umsatz des SCR-Katalysators. Die einzelnen Phénomene sind jedoch teilweise

noch nicht ausreichend verstanden.

In dieser Arbeit wurden die physikalisch-chemischen Vorgénge bei der Einspritzung
und Aufbereitung von Harnstoffwasserlosung fiir SCR-Verfahren detailliert untersucht.
Mit Hilfe dieser Erkenntnisse wurden Berechnungsansétze zur Beschreibung der Ver-
dunstung und Zersetzung der Tropfen, des Wérmeiibergangs zwischen Tropfen und
Wand, der Spray/Wand-Interaktion und der Wandfilmbildung und -verdunstung mit
einer Ankopplung an Gasphase und Abgasrohr entwickelt. Diese werden in das Stro-

mungsberechungsprogramm FIRE v8.4 implementiert.

Die Verdunstung von Wasser aus Harnstoffwasserlosung-Tropfen wird durch den ge-
16sten Harnstoff beeinflusst. Dieser bewirkt iiber eine Dampfdruckabsenkung eine kon-
tinuierliche Temperaturerhohung im Tropfen und eine langsamere Verdunstung des
Wassers im Vergleich zu reinen Wassertropfen. Obwohl ausgeprigte Gradienten in
der Harnstoffkonzentration im Tropfen berechnet werden, liasst sich die Verdunstung
gut mit einem Rapid-Mixing-Modell beschreiben. Die Zersetzung des Harnstoffparti-
kels in Ammoniak und Isocyansdure (Thermolyse) welche im Anschluss an die Was-
serverdunstung beginnt, wird ebenfalls {iber einen Verdunstungsansatz beschrieben.
Aufgrund der héheren Partikeltemperatur und der gréfleren Reaktionsenthalpie lauft
die Thermolyse langsamer als die Verdunstung von Wasser ab. Das entwickelte Trop-

fenverdunstungsmodell zeigt eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Daten.
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7 Zusammenfassung

Damit steht erstmals ein geschlossenes physikalisches Modell der Verdunstung und

Zersetzung von Harnstoffwasserlosung zur Verfiigung.

Als Randbedingung fiir die Simulation wurden die Sprayparameter exemplarisch fiir
ein Drallventil aus einem Abgleich mit Visualisierungen, Verteilungsmessungen und
PDA-Untersuchungen fiir die Einspritzung in eine ruhende Umgebung bestimmt. Das
Sprayverhalten kann dabei in der Simulation gut wiedergegeben werden. Ein Vergleich
der berechneten Sprayausbreitung unter dem Einfluss einer Queranstrémung mit La-
serlichtschnittaufnahmen zeigt, dass sich die eingesetzten Berechnungsansétze gut fiir

die Simulation der Reduktionsmitteldosierung eignen.

Grundlegende Erkenntnisse zur Spray/Wand-Wechselwirkung und zur Wandfilmbil-
dung von Harnstoffwasserlésung wurden mit verschiedenen Messtechniken gewonnen.
Transiente Temperaturmessungen zur Untersuchung der Spraykiihlung wurden durch-
gefiihrt. Die Abkiihlkurven der Wand lassen sich in zwei Temperaturbereiche einteilen.
Oberhalb der Leidenfrosttemperatur kommt es zum Wéarmeiibergang zwischen Trop-
fen und Wand ohne dauerhafte Benetzung der Oberflache. Liegt die Wandtemperatur
unterhalb der Leidenfrosttemperatur, benetzt das Fluid die Wand, was zu einem hohen
Wirmeiibergang fiihrt. Bei weiterer Dosierung bildet sich ein Wandfilm aus, welcher
die Wand auf Temperaturen unterhalb des Siedepunkts des Fluids abkiihlt. Die Be-
netzung der Wand tritt bei Harnstoffwasserlosung bereits bei Wandtemperaturen zwi-
schen 538 K bis 553 K fiir Edelstahl bzw. zwischen 528 K und 533 K fiir Aluminium
auf. Mit Wasser tritt die Benetzung unterhalb von Temperaturen von 473 K bis 483 K
fiir beide Wandmaterialien auf. Eine Erklarung fiir die erhéhte Leidenfrosttempera-
tur fiir Harnstoffwasserlosung ist der niedrigere Dampfdruck im Vergleich zu reinem

Wasser.

Zur Berechnung der Spraykiihlung oberhalb des Leidenfrostpunkts wurde ein Wér-
meiibergangsmodell aufgestellt. Das Modell basiert auf dem Direktkontakt zwischen
Tropfen und Wand und enthélt einen physikalisch motivierten Modellparameter, die
Siedeverzugszeit. Durch die Anpassung der Siedeverzugszeit konnen die Abkiihlkurven
in der Simulation gut wiedergegeben werden. Um die langen Zeitskalen der Spray-
kithlung mit dem dreidimensionalen Stréomungsmodell berechnen zu kénnen, wurde
eine reduzierte Wanddicke eingefiihrt. Die Wandenergiegleichung wird mit dem Wand-
film, der Gasphase von Abgas und Umgebung gekoppelt gelost. Im Temperaturbereich
unterhalb der Leidenfrosttemperatur zeigt die Berechnung des Wérmeiibergangs mit

der Nukyjama-Kurve gute Ergebnisse im Vergleich zu den Messdaten. Die berech-
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nete Kiithlwirkung und die Ausbreitung des Wandfilms durch die angreifende Schub-
spannung der Gasphase konnten anhand der Temperaturmessungen iiberpriift wer-
den, welche die Simulationsergebnisse stiitzen. Der Wandfilm wird mit einem Zwei-
Komponenten-Ansatz beschrieben, welcher eine Aussage iiber die Harnstoffverteilung
im Wandfilm erlaubt.

Der Einfluss der Wandtemperatur und der kinetischen Energie der Tropfen auf das
Wand-Interaktionsregime wurde mit Durchlichtvisualisierungen an Tropfenketten un-
tersucht. Die Ergebnisse lassen sich anhand der dimensionslosen Wandtemperatur
T* = T,/Tse und der Kenngrofe K = We'/2Re'/* in unterschiedliche Regime ein-
teilen. Es treten die Regime Deposition (K klein, T klein), Splash (K grof, T* klein),
Rebound (K klein, T grof}) und thermisch bedingter Breakup (K gro8, T* grof}) auf.
Der Ubergang von kalter Wand (T klein) zu heifier Wand (7™ gro) lisst sich mit den
Ubergangsregimen partieller Rebound (K klein, 7* mittel) und partieller Breakup (K
groB, T mittel) beschreiben. Die kritischen K-Zahlen fiir den Ubergang zwischen den
aufgefithrten Regimen zeigen eine Ubereinstimmung fiir Wasser und Harnstoffwasser-
l6sung. In der Temperaturabhédngigkeit der Regimegrenzen gibt es jedoch deutliche
Unterschiede zwischen Wasser und Harnstoffwasserlosung. Die kritische Grenztempe-
ratur 1.

crit?

beschreibt, nimmt mit steigender Harnstoffkonzentration zu. Diese wurde fiir Was-

welche die Grenze zwischen benetzenden und nicht benetzenden Regimen

ser zu 1%

vt = 1.19 und fiir Harnstoffwasserlosung zu 17, = 1.37 ermittelt, was die

crit

Ergebnisse aus der Spraykiihlung stiitzt.

Mit Gegenlichtvisualisierungen wurde das Sprayverhalten beim Wand-Kontakt unter-
sucht. An der kalten Wand zeigen Wasser und Harnstoffwasserlosung nahezu identi-
sches Verhalten. Wahrend die wandnormale Eindringtiefe fiir die kalte und die heifle
Wand &dhnlich grof§ ist, nimmt die radiale Eindringtiefe des sekundéren Sprays mit
steigender Wandtemperatur deutlich zu. Der Ubergang von kalter zur heifier Wand
findet bei Harnstoffwasserlosung im Vergleich zu Wasser bei hoheren Temperaturen

statt. Dies bekraftigt die Ergebnisse der Tropfenkettenvisualisierungen.

Ein fiir die Benzindirekteinspritzung aufgestelltes Spray/Wand-Interaktionsmodell
wurde fiir Harnstoffwasserlosung erweitert. Die makroskopsischen Sprayeigenschaften
aus den Gegenlichtvisualisierungen konnen mit dem Spray/Wand-Interaktionsmodell

fiir verschiedene Auftreffwinkel und Wandtemperaturen gut wiedergegeben werden.

Abschliefflend wird die Modellierung der Prozesskette an einer realen Abgasgeometrie

anhand der wichtigsten Kenngrofle fiir den NO,-Umsatz, der Reduktionsmittelvertei-
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7 Zusammenfassung

lung, bewertet. Der Vergleich zwischen Messung und Simulation zeigt, dass die Vertei-
lung des Reduktionsmittels von der Simulation qualitativ zufriedenstellend vorherge-
sagt werden kann. Der Einfluss der Betriebsbedingungen des Motors auf die Gleichver-
teilung wird tendenziell in der Simulation bestétigt. Quantitativ ergeben sich jedoch
Unterschiede zwischen Messung und Simulation. Die Ergebnisse zeigen, dass der NOy-
Umsatz alleine keine eindeutige Aussage iiber die Giite der Simulation zulésst. Ein
direkter Zusammenhang zwischen molgewichtetem Uniformity-Index des Reduktions-

mittels und dem theoretisch moglichen NO,-Umsatz wird aufgezeigt.

Das entwickelte Berechnungsprogramm erméglicht einen detaillierten Einblick in die
einzelnen Prozesse und eine genaue Analyse der Aufbereitung und Gleichverteilung des
Reduktionsmittels in beliebigen Abgasgeometrien. Fiir alle relevanten Teile der Pro-
zesskette stehen Modelle zur Verfiigung, welche an verschiedenen Testfillen iiberpriift
wurden. Somit konnen Aussagen {iber die optimale Positionierung von Eindiisung,
Mischerelementen und SCR-Katalysator bereits in der Auslegungsphase einer Abgas-

anlage getroffen werden.

Um die Genauigkeit der Simulation zu erhohen, sind weitere Untersuchungen
des Spray/Wand-Kontakts notwendig. Quantitative Messverfahren wie die Phasen-
Doppler-Anemometrie (PDA) sollten eingesetzt werden, um die Grofle und Geschwin-
digkeit sekundérer Tropfen zu bestimmen und damit die Giite der rein statistischen

Modellierung der Spray/Wand-Interaktion verbessern zu koénnen.
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A Anhang Uniformity-Index

Bei einer Dosierung von o = n’x—od = 1 bzw. iiber eine bestimmte Zeitdauer aufsum-
miert a = b =1 folgt
NMNOg
Xea = Xno, (A1)
mit
X o Z Xred,i n; o Z Nred,i (A 2)
, :

ed — Z ni - Z ni 9
=N

mit = un nza er Zellen im Querschnitt.
Z Z d N Anzahl der Zellen im Q hni

i=1
Mit der Annahme, dass die NO,-Konzentration innerhalb eines Querschnitts konstant

ist, gilt

XNO,:,Z‘ = PNOa,i = XNOCC‘ (AS)

n;

Ausgehend von Gleichung (6.5) erhélt man

1 Z |Xredi - Xred| n;
red = 1— = : A4
red 2 > Xred,i N (A-4)

1Y | Xpeai — Xno, | 1

2o
Xno, 2oni — 5 2 [ Xpeaq — Xno, | ni (A.5)
Xno, > ' '
Mit nyo, = Xno, Y. 1 und X,eq; = Nyeqi/ni resultiert
nNo, — % Z ’nNOz,i - nred,i’
VYred =
nyo,
o, — 3 0|11 — ailnyo,. (A.6)
nno, ' '
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A Anhang Uniformity-Index

Im rechten Term des Zihlers geht im Vergleich zu einem idealen SCR-Katalysator
(siche unten) auch o; > 1 mit ein. Bei a = 1 ist die Summe von nyp,; und ncq;

identisch, woraus der Faktor 1/2 resultiert. Demnach gilt

1
5 Z ’nNOz,i - nred,i’ = NNO,,nachSCR (A7)

und Gleichung (A.6) wird gleich der Berechnungsformel fiir den Umsatz

UNOZ _ NNO, vorSCR — nNOx,nachSCR. (AS)
NNO, vorSCR

Fiir den idealen Katalysator gilt

« fira<1
Uno, = (A.9)

1 fira>1

bzw. fiir jede Zelle

«; fira; <1
Uno,.i = : (A.10)
1 fiir a; > 1
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