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Weiterhin gilt mein Dank der Bayerischen Forschungsstiftung, die durch ihre
finanzielle F̈orderung des Forschungsprojekts diese Dissertation erst ermöglicht
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5.1 Überlegungen zur Bildung einer 2-Phasenströmung in der D̈use . 67
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I Intensiẗat des Streulichts [W ]

I Impuls [ kgm=s ]

k Wandrauhigkeit [m ]

K Konstante, Koeffizient [N=mm2 ]

L Länge der D̈usenlochbohrung [m ]

L1 Länge des ungestörten Strahls [m ]
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1 Einleitung

Der Dieselmotor als Antriebsaggregat erfreut sich in Europa wachsender Be-
liebtheit. So verdoppelte sich der Anteil der Fahrzeuge mit Dieselmotor am
Gesamt-Pkw-Markt innerhalb der letzten 10 Jahre von 15% auf mehr als 30%
(vgl. Abb. 1.1). Vor allem nach der Einführung der ersten direkteinspritzen-
den Dieselmotoren konnte eine Zunahme der verkauften Stückzahlen beobach-
tet werden. Dies ist vor allem auf folgende Faktoren zurückzuf̈uhren:

� Enorme Verbesserung der spezifischen Leistung, des Drehmoments und
der Laufruhe

� Deutliche Senkung der Schadstoffemissionen und des Rauchs

� Drastischer Anstieg der Kraftstoffpreise und damit steigende Nachfrage
nach Motoren mit niedrigem Kraftstoffverbrauch

Insbesondere die ersten beiden Maßnahmen haben dazu geführt, dass die phy-
sikalisch bedingten Nachteile gegenüber dem Ottomotor kompensiert werden
konnten, wodurch der Dieselmotor sogar den Einzug in die anspruchsvolle
automobile Oberklasse geschafft hat. Voraussetzung dafür war die Realisierung
neuer Motorkonzepte mit Hochdruck-Direkteinspritzung, Vierventiltechnik
und Abgasturboaufladung. Dies machte u.a. auch die Entwicklung neuer
Einspritzsysteme notwendig.
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2 1 EINLEITUNG

Derzeit konkurrieren drei verschiedene Einspritzsysteme am Markt. Die Vertei-
lereinspritzpumpe (VP44) mit Leitung und Federdüsenhalter, das Pumpe-Düse
System (PD) und das Speicher-Einspritzsystem, auch Common-Rail System
(CR) genannt. Letzteres steht im Mittelpunkt der Untersuchungen im Rahmen
der vorliegenden Arbeit.

Alle Einspritzsysteme zeichnen sich gegenüber Systemen früherer Generatio-
nen durch deutlich ḧohere Einspritzdr̈ucke aus (VP44: 1800 bar, PD: 2000 bar,
CR: 1350 bar), unterscheiden sich jedoch erheblich hinsichtlich ihrer Komple-
xität, ihrer Kosten und ihrer M̈oglichkeit zur Einspritzverlaufsformung. Das
CR-System bietet als Einziges eine von der Motordrehzahl unabhängige, freie
Wahl des Einspritzdrucks und des Einspritzbeginns sowie die Möglichkeit einer
Mehrfacheinspritzung (Vor- u. Nacheinspritzung). Diese Flexibilität macht es
besonders interessant in Hinblick auf die Entwicklung neuer Brennverfahren
zur Erfüllung zuk̈unftiger Abgasnormen.

1.1 Problemstellung

In der Euro 4-Norm f̈ur das Jahr 2005 wurde eine drastische Senkung der
Abgasgrenzwerte vorgeschlagen. Eine weitere Verschärfung f̈ur das Jahr
2008 ist bereits angekündigt. Die Einhaltung dieser Grenzwerte stellt für
die Motorenhersteller eine enorme Herausforderung dar. Auch die Selbstver-
pflichtung der europ̈aischen Automobilhersteller zur 25%igen Reduzierung
des CO2-Ausstoßes ihrer Fahrzeugflotte von 1995 bis zum Jahr 2008 führt
zu der Notwendigkeit einer umfangreichen Optimierung der Gemischbildung
und der Verbrennung bei PKW- und Nutzfahrzeugmotoren. Dabei kommt
dem Einspritzsystem als zentrales Bauteil in der dieselmotorischen Wirkkette
eine wichtige Rolle zu, wie aus dem Blockdiagramm der dieselmotorischen
Verbrennung in Abb. 1.2 hervorgeht.

In den letzten Jahren wurde deshalb ein beachtlicher Forschungsaufwand be-
trieben, um bestehende Systeme zu verbessern und neue Technologien, wie z.B.
das Common-Rail System, zu entwickeln. Aufgrund seiner vielversprechenden
Funktion bleibt dieses System Gegenstand kontinuierlicher Weiterentwicklung
und innovativer Verbesserungen. Voraussetzung dafür ist jedoch eine genaue
Kenntnis des Systemverhaltens.
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Abbildung 1.2: Blockdiagramm der dieselmotorischen Verbrennung [HIR90]
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• Geometrie

Neben der prim̈aren Funktion eines Einspritzsystems – dem Einbringen von
flüssigem Kraftstoff in den Brennraum zum passenden Zeitpunkt und in der
ben̈otigten Menge – m̈ussen eine Vielzahl von Anforderungen hinsichtlich der
Qualiẗat erf̈ullt werden. Insbesondere die Tropfengröße und -verteilung, die
Ausbreitung und Eindringtiefe des Sprays sowie die Spray-Wand-Interaktion
beeinflussen wesentlich die Gemischbildung und damit alle weiteren chemi-
schen und physikalischen Vorgänge. Dabei sind noch nicht alle wirksamen Me-
chanismen und Prozesse erkannt und verstanden worden.
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Abbildung 1.3: Vergleich der Tropfengr̈oßen verschiedener Medien [LEF89]
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Bei der dieselmotorischen Kraftstoffeinspritzung mit typischen Einspritz-
drücken von 400 bis 2000 bar und Düsenlochdurchmessern kleiner als 200�m
werden innerhalb von wenigen Mikrosekunden Tropfengeschwindigkeiten von
0 bis zu 400 m/ s durchfahren. Die mittlere Tropfengröße liegt deutlich unter
20�m (vgl. Abb. 1.3) und der gesamte Einspritzvorgang dauert gewöhnlich
nicht länger als 0.5 - 4 ms. Dies bereitet Schwierigkeiten bei der messtechni-
schen Untersuchung dieses hochtransienten Vorganges.

1.2 Zielsetzung

Ziel der vorliegenden Arbeit war die experimentelle Untersuchung der Strahl-
bildung, des Strahlzerfalls, der Tropfenbildung und -verteilung sowie der
Ausbreitung, Verdampfung und Durchmischung des Kraftstoffs mit der Brenn-
raumluft (vgl. auch grau markierte Bereiche in Abb. 1.2). Dabei wurden
moderne (laser-)optische Messmethoden eingesetzt, welche sich vor allem
durch ihr tr̈agheits- und berührungsloses Messprinzip sowie durch ein hohes
zeitliches und r̈aumliches Aufl̈osungsverm̈ogen auszeichnen. Hierzu zählen
die 2D-Phasen-Doppler-Anemometrie (PDA), die Hochgeschwindigkeits-
Kinematographie in Verbindung mit dem Schlieren- und Schattenverfahren
sowie die Mie-Streulichttechnik.

Mit Hilfe von Experimenten in (beheizbaren) Druckkammern (pg = 1� 50 bar,
Tg = 295�720K) wurden die wichtigsten Einflussfaktoren auf den Strahlzerfall
und die Tropfengr̈oße sowie die Tropfengeschwindigkeit untersucht.
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Eine am Lehrstuhl f̈ur Thermodynamik entwickelte, neuartige Kompressions-
maschine mit mehreren optischen Zugängen zur Kolbenmulde simulierte den
Kompressionshub, die Einspritzung, Verdampfung, Gemischbildung, Zündung
und Verbrennung unter motorrelevanten Bedingungen (pOT = 58 � 78 bar,
TOT � 990K). Dies erlaubte eine Beurteilung des Einflusses verschiedener
Lade- bzw. Kompressionsdrücke, Kompressionstemperaturen, Düsengeometri-
en und Injektorbauarten auf die Strahlausbreitung und -eindringtiefe.

Die gewonnenen Daten und Erkenntnisse dienen einerseits einem besseren
Versẗandnis der hochkomplexen Physik bei der Zerstäubung fl̈ussigen Kraft-
stoffs unter dieselmotorischen Bedingungen und sollen damit sowohl dem
Entwicklungs- als auch dem Applikationsingenieur helfen, das Einspritzsystem
in allen Betriebszuständen des Motors optimiert einsetzen zu können. Ande-
rerseits wurde eine Datenbasis zur Validierung und Optimierung numerischer
Modelle geschaffen. Dies ist besonders wichtig, da zunehmend computer-
gesẗutzte Simulationsmethoden (CAE – Computer Aided Engineering) in den
Entwicklungsprozess eingebunden werden und dabei wertvolle Entscheidungs-
grundlagen schaffen.

Alle aus dieser Arbeit gewonnenen Messdaten sind auf einer CDROM
verfügbar, die dem Abschlussbericht des Forschungsprojekts 177/96 der
Bayerischen Forschungsstiftung beigelegt wurde. Die Daten können bei der
damaligen Projektleitung (Lehrstuhl für Technische Thermodynamik, 91058
Erlangen) angefordert werden.
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2 Theoretische Grundlagen & Stand des Wissens

Die Zersẗaubung von Fl̈ussigkeit spielt heute eine wichtige Rolle in vielen
Anwendungsgebieten, z.B. beim Haar- oder Deospray, bei medizinischen
Inhalationsger̈aten, bei land- und forstwirtschaftlichen Sprühvorg̈angen (Pflan-
zenschutz), bei der Lackierung von Fahrzeugen, bei der Sprühtrocknung und
der Granulation bis hin zur Kraftstoffzerstäubung in Motoren oder Gasturbinen
und auch in der Verfahrenstechnik. Im Laufe der Zeit wurden immer bessere
Techniken und Methoden gefunden, um die unterschiedlichen Anforderungen
an die Gr̈oße und die Geschwindigkeit der Tropfen erfüllen zu k̈onnen. Dazu
wurden beispielsweise Zentrifugalzerstäuber, Ultraschallzerstäuber, elektro-
statische oder luftunterstützte Zersẗauber und die bekannten Druckzerstäuber
entwickelt. Letztere kommen auch bei der Kraftstoffzerstäubung zum Einsatz.

Die Stabiliẗat und der Zerfall von Flüssigkeitsstrahlen in Gasatmosphäre wurde
zum ersten mal von Bidone im Jahr 1829 [BID29] und von Savart im Jahr 1833
[SAV33] wissenschaftlich untersucht. Lord Rayleigh [RAY78] baute auf deren
Ergebnissen auf und formulierte 1878 seine bekannte Theorieüber die Stabiliẗat
von nicht-viskosen Flüssigkeitsstrahlen bei geringen Austrittsgeschwindigkei-
ten aus der D̈use. Ohnesorge [OHN36] beobachtete den Strahlzerfall mittels
Fotographie und klassifizierte drei Bereiche, in denen die Gravitationskraft,
die Tr̈agheitskraft, die Oberfl̈achenspannung und die Zähigkeits- bzw. Visko-
sitätskraft jeweils unterschiedlichen Einfluss auf den Strahlzerfall besitzen.
Reitz und Bracco [REI72, REI82] untersuchten die Kraftstoffzerstäubung an
Diesel-Sprays. Mit Hilfe der daraus gewonnenen Erkenntnisse definierten sie
vier Strahlzerfallsbereiche (

”
break-up regimes“), die bis heute ihre Gültigkeit

haben und im nachfolgenden Kapitel diskutiert werden.

Betrachtet man den Vorgang der Tropfenbildung aus energetischer Sicht, so
kann prinzipiell eine Vergr̈oßerung der freien Oberfläche festgestellt werden
wobei Arbeit gegen die Oberflächenspannung� geleistet werden muss. Dies
erfordert eine Energiezufuhr in Form von Druck (potentielle Energie) oder
Geschwindigkeit (kinetische Energie). Diese Energie wird, abhängig vom
Zersẗaubertyp, umgewandelt in freie Grenzflächenenergie, kinetische Ener-
gie der Tropfen (Translation, Rotation und Oszillation) und thermische Energie.



2.1 Abgrenzung der Zerfallsarten 7

Die Druckzersẗaubung fl̈ussiger Strahlen in Gasatmosphäre, die im Rahmen
dieser Arbeit untersucht wurde, kann in zwei Bereiche eingeteilt werden, den
Primärzerfall und den Sekundärzerfall. Ẅahrend des Prim̈arzerfalls wird der
Strahl in Fl̈ussigkeitsf̈aden und Tropfen zerteilt. Die kontinuierliche Phase di-
spergiert. Dies kann, wie im folgenden Kapitel dargestellt, durch verschiedene
Mechanismen verursacht werden. Der Sekundärzerfall beschreibt den weiteren
Tropfenaufbruch durch Wechselwirkung mit der Luft, bis zur Bildung eines
stabilen Tropfendurchmessers. Dabei kann, verursacht durch Tropfenkollision,
auch Koaleszenz (Vereinigung, Verschmelzung) und somit eine erneute Zunah-
me der Tropfengr̈oße stattfinden.

2.1 Abgrenzung der Zerfallsarten

Beim Zerfall von Fl̈ussigkeitsstrahlen aus zylindrischen Lochdüsen unter-
scheidet man mehrere Aufbruchbereiche bzw. Zerfallsmechanismen: den
Rayleigh-Zerfall (

”
Rayleigh-regime“), den windinduzierten Zerfall (

”
wind-

induced breakup“) und die Zerstäubung (
”
atomization“). Reitz und Bracco

[REI82] unterschieden zusätzlich zwischen windinduziertem Zerfall erster und
zweiter Art (

”
first and second wind-induced“).

Für alle Zerfallsmechanismen, mit Ausnahme der Zerstäubung, existieren
Lösungen der mathematischen und physikalischen Ansätze zur Beschreibung
der Tropfenbildung. Die Grundgleichungen wurden von Levich [LEV62],
Sterling und Schleicher [STE69] sowie von Reitz [REI72] formuliert. Der
technisch wichtigste Bereich, die Zerstäubung, ist jedoch wegen der chaotisch
ablaufenden Vorg̈ange bis heute nicht vollständig verstanden. Zwar wurden
einige Modellans̈atze entwickelt, jedoch konnte keiner als allgemeingültig
besẗatigt werden. Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit sollen hier einen
Beitrag zum besseren Verständnis der Zerstäubung leisten.

Trägt man die Ohnesorge-Zahl1 in einem Diagramm logarithmiscḧuber der
Reynolds-Zahl auf, so k̈onnen die verschiedenen Zerfallsbereiche durch gera-
de Linien abgegrenzt werden, Abb. 2.1. Das so entstandene, nach Ohnesorge
benannte Diagramm, gilt als wichtiges Schaubild zur Bestimmung des Zerfalls-
mechanismus. Nach Untersuchungen von Faeth [FAE87] und Ranz [RAN56]
ist derÜbergang zwischen den Bereichen allerdings fließend.

1Definition der Kennzahlen in Kap. A.1, S. 135
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Abbildung 2.1: Ohnesorge-Diagramm
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Da die Ohnesorge-Zahl (Oh) nur aus Stoff- und Geometriedaten berechnet
wird, die sich ẅahrend des Strahlzerfalls kaum̈andern (Viskosiẗat �, Ober-
flächenspannung�, Dichte � und Düsendurchmesserd0), variiert mit dem
Einspritzdruck zwar die Austrittsgeschwindigkeit und damit die Reynoldszahl
Red�u, die Oh-Zahl dagegen bleibt konstant. Deshalb bewegt man sich im
Ohnesorge-Diagramm gewöhnlich von links nach rechts auf einer Geraden
Oh = konst. und durchläuft dabei mit zunehmender Austrittsgeschwindigkeit
der Fl̈ussigkeit aus der D̈use die verschiedenen Strahlzerfallsmechanismen.

Nach Bode [BOD91] kann der̈Ubergang vom Rayleigh-Mechanismus zum
windinduzierten Zerfall empirisch mit der Weber-ZahlWed�u = 1:74�104=pRed�u
bzw. mit der OhnesorgezahlOhd�u =

p
1:74 � 104 � Re�1:25d�u beschrieben werden.

Der Übergang vom windinduzierten Strahlzerfall zur Zerstäubung ist durch
Wed�u = 8:32 � 105=pRed�u bzw. durchOhd�u =

p
8:32 � 105 � Re�1:25d�u definiert.

Bei den in dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen an Common-Rail
Systemen mit Einspritzdrücken von 300 -1400 bar liegen die Reynolds-
zahlen bei Red�u = 11300 bis 26200. Die Ohnesorge-Zahl wurde mit
�f = 825 kg/m3, � = 2.6 E-02 N/m,d0 = 0.172 mm und� = 153.45 E-05 kg/(m s)
zu Oh= 2.52 E-02 berechnet. Der Kraftstoff wird also zerstäubt. Der Bereich
ist in Abb. 2.1 eingezeichnet.
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Ein entscheidender Nachteil des Ohnesorge-Diagramms ist, dass die Dichte
�g der Gasatmosphäre nicht ber̈ucksichtigt wird. Mit zunehmender Gasdichte
steigt jedoch der Luftwiderstand bzw. die Trägheitskraft des Gases. Diese
wirkt der Oberfl̈achenspannung des flüssigen Kraftstoffes entgegen. Sie führt
damit zu einer Instabiliẗat und ggf. zum Strahlzerfall oder Tropfenaufbruch
und untersẗutzt damit die Zersẗaubung. Dies ist in Abb. 2.2 erkennbar, in der
die Abḧangigkeit des Zerfallsmechanismus von der Gasdichte�g und der
DüsenreynoldszahlRed�u dargestellt ist.
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Abbildung 2.2: Einfluss der Gasdichte auf den Zerfallsmechanismus von Dieselkraftstoff
(�f = 825 kg/ m3, d0 = 0.172 mm,� = 1.86E-06 m2/s,� = 0.026 N/ m, T = 295 K)

Tabelle 2.1: Abgrenzung der Strahlzerfallsbereiche [REI72]

Zerfallsart Berei
h Quelle

Rayleigh-Zerfall Weg < 0:4 und Wef > 8 [REI72℄
windinduziert (1) 0:4 < Weg < k [EIF90, STE69℄

k = 1:2 + 3:41 � Oh0:9

windinduziert (2) k < Weg < 13 [STE69, RAN56℄
k < Weg < 40:3 [STE69, MIE55℄

Zerst�aubung Weg > 13 und Wef > 8 [RAN56℄
Weg > 40:3 und Wef > 8 [MIE55℄
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Die Einteilung der Strahlzerfallsbereiche erfolgte gemäß Tabelle 2.1 durch
Begrenzungslinien konstanter We-Zahl. Letztere wurde mit den Stoffdaten des
in dieser Arbeit verwendeten Dieselkraftstoffs (vgl. Tab. A.5, S. 148) berechnet.

Erweitert man folglich das Ohnesorge-Diagramm (Abb. 2.1) um den Dichte-
einfluß aus Abb. 2.2, so entsteht ein 3-dimensionales Diagramm womit sich die
einzelnen Zerfallsbereiche anschaulich darstellen lassen, Abb. 2.3 .

Re
Oh

ρg/ρf

Zerstäubung

Rayleigh

windinduziert

Abbildung 2.3: Qualitative Darstellung der Strahlzerfallsbereiche nach [REI72]

Wie in Abb. 2.1 gekennzeichnet, stand die Untersuchung der Zerstäubung
des Kraftstoffs im Mittelpunkt dieser Arbeit. Die Bereiche des Rayleigh- und
des windinduzierten Zerfalls werden nur bei sehr geringen Reynoldszahlen
bzw. Einspritzdr̈uckenprail � 80 bar erreicht, die besonders bei Common-
Rail Einspritzsystemen mit konstantem Einspritzdruck kaum auftreten. In
der vorliegenden Arbeit wurden solche Strahlzerfallsarten nur während oder
unmittelbar nach dem Schließvorgang der Düsen beobachtet. In diesen Fällen
war die Str̈omung (durch den geringen Nadelhub) sehr stark gedrosselt und
damit die Ausstr̈omgeschwindigkeit und die Reynoldszahl sehr gering.

Nachfolgend sollen die einzelnen Mechanismen mit Hilfe von Abb. 2.4 kurz
erklärt werden. Dabei spielen die charakteristischen Längenmaße L1, L2 und
d0 eine wichtige Rolle.
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Abbildung 2.4: Zerfallsmechanismen und charakteristische LängenL1, L2 undd0

Strahlzerfall nach Rayleigh

Der in Abb. 2.4 a dargestellte Rayleigh-Zerfall wird auch alsZertropfenbe-
zeichnet. Er tritt im Bereich niedriger ReynoldszahlenRed�u auf.

Rayleigh [RAY78] verglich die Oberfl̈achenenergie einer gestörten Strahl-
oberfl̈ache mit der eines ungestörten Strahls und erkannte, dass infinitesimal
kleine Sẗorungen des Strahlrandes eine Schwingung hervorrufen, die frequenz-
abḧangig ged̈ampft oder versẗarkt werden kann. Dabei findet eine Wechselwir-
kung zwischen konvektiven Kräften und Oberfl̈achenspannungskräften statt.
Aus dem Anregungsspektrum verschiedener Frequenzen führt die Wellenl̈ange
mit der gr̈oßten Versẗarkung zu einem Wachstum achsensymmetrischer Ober-
flächenwellen und schließlich zum Strahlzerfall. Nach Eifler [EIF90] erreichen
die Tr̈agheitskr̈afte der umgebenden Gasatmosphäre beim Rayleigh-Zerfall nur
etwa 10% der Oberfl̈achenspannungskräfte.
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Durch eine lineare Stabilitätsuntersuchung konnte Rayleigh die Wellenlänge
mit dem ḧochsten Wachstum und daraus den entstehenden Tropfendurchmesser
zu d = 1:89 � d0 bestimmen. Rayleigh berücksichtigte weder die Viskosität
der Fl̈ussigkeit noch die des umgebenden Mediums. Weber [WEB31] zeigte
jedoch, dass die Zerfallswellenlänge und die Tropfengröße mit zunehmender
Viskosiẗat wachsen. Weiterhin konnte Weber nachweisen, dass unter Berück-
sichtigung des Luftwiderstandes die Zerfallswellenlänge sinkt.

Die lineare Theorie von Rayleigh ist nicht für große Auslenkungen an der Düse
geeignet. Grabitz und Meier [GRA83] wiesen auf nicht-lineare Effekte hin, wo-
durch Klöpper und Grabitz [KL̈O87] den Strahlzerfall ohne Berücksichtigung
der Oberfl̈achenspannung beschreiben konnten.

Windinduzierter Zerfall 1. Art

Der windinduzierte Zerfall 1. Art entsteht bei einer moderat gesteigerten
Austrittsgeschwindigkeit der Flüssigkeit aus der D̈use (vgl. Abb. 2.4 b). Durch
die ḧohere Relativgeschwindigkeit des Strahls zur Umgebungsluft gewinnen
aerodynamische Effekte zunehmend an Einfluss. Die im Rayleigh-Regime
beschriebenen Störungen der Strahloberfläche werden nun aufgrund der
Strömungsgeschwindigkeiten durch lokal unterschiedliche Verteilungen des
Gasdrucks unterstützt. Dabei spielt die Gasdichte eine entscheidende Rolle.

Deshalb wird der̈Ubergang vom Rayleigh- zum windinduzierten Strahlzerfall
durch die mit der Gasdichte�g gebildete Weber-ZahlWeg > 0.4 abgegrenzt.
Der Strahlzerfall, der hier erst viele Spritzlochdurchmesser von der Düse
entfernt eintritt (L2), wird durch die instabile Bewegung des gesamten Flüssig-
keitsstrahls verursacht. Nach Haenlein [HAE32], Lee und Spencer [LEE31]
werden dabei sinusförmige Wellen ged̈ampft, wogegen axialsymmetrische
Störungen versẗarkt werden und zum Strahlzerfall führen. Die Tr̈agheitskr̈afte
der Luft sind bei dieser Zerfallsart ungefähr so groß wie die Oberflächenspan-
nungskr̈afte [EIF90]. Die entstehende Tropfengröße ist in etwa gleich dem
Strahldurchmesser. Die mathematischen Gleichungen zur Beschreibung dieser
Zerfallsart findet man in Eifler [EIF90] und Mayer [MAY93].
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Windinduzierter Zerfall 2. Art

Steigt die Ausstr̈omgeschwindigkeitv0 des Strahls aus dem Düsenloch weiter
an, so stellt sich der windinduzierte Strahlzerfall 2. Art ein (vgl. Abb. 2.4 c).
Die Reynoldszahl ist theoretisch groß genug um eine turbulente Strömung
hervorzurufen (Re > 2300), jedoch ist die D̈usenbohrung meist zu kurz um
ein vollturbulentes Str̈omungsprofil auszubilden. Man geht deshalb von einer
halbturbulenten Strömung aus.

Auch beim windinduzierten Zerfallsmechanismus 2. Art werden die Tropfen
durch das instabile Wachstum von kurzwelligen Oberflächenwellen erzeugt.
Das den Strahl umgebende Gasübertr̈agt Scher- und Druckkräfte denen die
Oberfl̈achenspannung entgegenwirkt. Durch Kelvin-Helmholtz-Instabilitäten
können sich Ligamente und Tropfen von der Oberfläche abspalten, die dann
weiter zerfallen. Die Tropfengröße ist deutlich kleiner als der ungestörte
Strahldurchmesserd0. Die Sẗorungen setzen im Vergleich zum windinduzierten
Zerfall 1. Art früher ein (L1 in Abb. 2.4 nimmt ab). Aufgrund der gesteigerten
Ausstr̈omgeschwindigkeit nimmt die L̈ange des zusammenhängenden Flüssig-
keitskerns zu (L2 steigt).

Trotz des zum Teil turbulenten Charakters dieser Zerfallsart ist eine mathemati-
sche Beschreibung unter gewissen Voraussetzungen möglich [EIF90, MAY93].

Zerstäubung

Die Zersẗaubung ist der technisch wichtigste Tropfenbildungsmechanismus.
Auch bei der Einspritzung von Diesel-Kraftstoffüberwiegt dieser Prozess.
Zersẗaubung entsteht bei hohen Reynoldszahlen, also besonders bei hohen
Austrittsgeschwindigkeiten der Flüssigkeit aus der D̈use (vgl. Abb. 2.1, S. 8).

Nach Miesse [MIE55] beginnt der Bereich der Zerstäubung beiWeg � 40:3
(vgl. Abb. 2.2, S. 9). Ranz [RAN56] dagegen gibt als GrenzwertWeg � 13 an.
Oft zeigt sich jedoch, dass eine klare Abgrenzung gar nicht möglich ist, da Ef-
fekte eine Rolle spielen, die von der Gas-Weber-ZahlWeg nicht ber̈ucksichtigt
werden [FAE87, RAN56, REI72].
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Zu den wichtigsten Merkmalen der Zerstäubung z̈ahlt, dass die erzeugten
Tropfen wesentlich kleiner sind als der Durchmesserd0 beim Strahlaustritt,
und dass der Strahl einen Kegelwinkel� > 0 am Düsenaustritt aufweist (vgl.
Abb. 2.4 d). Letzteres ist ein Indiz dafür, dass der Strahlzerfall, im Gegensatz
zum Rayleigh- oder zum windinduzierten Zerfall, unmittelbar am Düsenaustritt
beginnt. Reitz definiert den Beginn der Zerstäubung damit, dass die Länge L1
des ungestörten (zylindrischen) Strahls gegen null geht, also den Düsenaustritt
erreicht.

Da die Zersẗaubung von Fl̈ussigkeitsstrahlen im Mittelpunkt der Untersu-
chungen der vorliegenden Arbeit steht, soll sie im nachfolgenden Kapitel
ausf̈uhrlicher diskutiert werden.

2.2 Wirksame Mechanismen bei der Druckzersẗaubung

Mehrere Autoren haben versucht geeignete Modelle zur Beschreibung der
Druckzersẗaubung zu entwickeln. Bisher ist es jedoch nicht gelungen alle
wirksamen Mechanismen mathematisch zu beschreiben und ihre Wirkung in
geeigneter Form zu berücksichtigen.

In nachfolgender Tabelle 2.2 sind die einzelnen, bis heute bekannten Mechanis-
men zusammengefasst. Die aufgelisteten Effekte spiegeln die Komplexität der
Flüssigkeitszerstäubung wieder. Die Vielzahl der erkannten Einflussgrößen mit
zum Teil gegenl̈aufiger Tendenz und die kontroversen Aussagen bezüglich der
Wirkungsweisen erschweren das Verständnis der physikalischen Vorgänge und
die Formulierung eines allgemeingültigen Modells. Die kurzen Zeitskalen der
ablaufenden Vorg̈ange (meist� 1 ms) und die geringe räumliche Ausdehnung
(wenige�m) stellen auch f̈ur modernste Messmethoden eine Herausforderung
dar. Oft beschr̈ankt sich die Aussagefähigkeit deshalb auf qualitative Größen
und Tendenzen. Selten werden die Einflussgrößen und Parameter quantifiziert.
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Tabelle 2.2: Die Kraftstoffzersẗaubung beeinflussende Mechanismen

Einschätzung des Einflusses durch die Autoren
Effekte innerhalb der D¨use stark mittel schwach

Kavitationseffekte [ROO97, FAT97] [WU83]
[BOD91, RUI85]

Ausfall von im Kraftstoff [EIF90]
gelösten Gasen

Drosseleffekte und [LEV98] [NAB96]
Druckverluste

Druckschwankungen in [LIN87, GIF53] [EIF90]
Düse und Leitungen [ISA81]

Mikro-Turbulenz der [BER59, REI79/2]
Strömung in der Düse

Nadelhub-induzierte [SIT64, EIF90]
Änderung der Str¨omung

Nadeldesachsierung [FAT97, MÜN93]
[KAN90, IIY92]

Einfluss
Effekte außerhalb der D¨use stark mittel schwach

Wachstum von Ober- [MAY93, REI82]
flächenwellen durch
aerodynamische Effekte

Grenzschichtrelaxation [EIF90, LEF89, RUP56] [MCC74, EIS58]
im freien Strahl [SCH37]

Kollaps von Kavitationsblasen [EIF90, ARC99]

Zahlreiche Autoren halten Kavitationseffekte in der Düse f̈ur den domi-
nierenden Mechanismus beim Primärzerfall von Fl̈ussigkeitsstrahlen und
konnten die Gasphase mit unterschiedlichen Methoden sichtbar machen
[ARC99, ROO97, FAT97, DAN97, CHA96, SOT95, BOD91, RUI85, BER59].
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Eifler [EIF90] sieht die Kavitation in der D̈use als den einzigen in Frage
kommenden Vorgang, der schlagartig ab einer bestimmten Geschwindigkeit
einsetzt und somit eine Diskontinuität erzeugen kann, wie sie beim̈Ubergang
vom windinduzierten Zerfall 2. Art zur Zerstäubung auftritt. Dem stehen jedoch
Untersuchungen von Dan et.al. [DAN97] gegenüber, der in einer transparenten
Düse einen allm̈ahlich zunehmenden Einfluss der Kavitation bei steigendem
Einspritzdruck beobachtete. Wu [WU83] verglich kavitierende Düsen mit
nachweislich kavitationsfreien D̈usen und konnte keinen Unterschied im
Kegelwinkel feststellen. Demnach müssten neben der Kavitation zusätzliche
Pḧanomene eine Rolle spielen. Dennoch gelten, nach heutigem Kenntnisstand,
Kavitationsblasen und die durch ihren Zerfall verursachten Wirbel und Störun-
gen als Hauptursache für den spontanen Strahlaufbruch unmittelbar nach dem
Austritt aus der D̈use. Das zeigen auch die Experimente in dieser Arbeit. Das
Ausgasen von im Kraftstoff gelöster Luft scheint dagegen eine geringere Rolle
zu spielen. Versuche von Eifler [EIF90] mit entgasten Kraftstoffen zeigten kei-
nen messbaren Unterschied im Strahlbild zu unbehandelten, also gashaltigen
Kraftstoffen.

Reitz und Bracco [REI82] sowie Mayer [MAY93] zeigten, dass bei hohen
Geschwindigkeiten des Flüssigkeitsstrahls (v0> 100 m/ s) und bei großen
Gasdichten kleine Störungen der Oberfl̈ache durch aerodynamische Effek-
te angefacht werden. Die Gasströmung wird an Erhebungen beschleunigt,
wodurch der lokale (statische) Gasdruck sinkt und somit die Störung durch
die Druckunterschiede verstärkt wird. Dieser Effekt, der auch als Kelvin-
Helmholtz-Instabiliẗat bekannt ist, f̈uhrt schließlich zum Abscheren von
Tropfen und Ligamenten. Das Phänomen kann mit der vom Wind verursachten
Entstehung von Wellen auf großen Gewässern verglichen werden [TAY58].

Viele Autoren sind der Auffassung, dass dieses instabile Wachstum von
Oberfl̈achensẗorungen f̈ur den Prim̈arzerfall ẅahrend des Zerstäubens haupt-
verantwortlich ist [HOH99, BOD91, RAN56, TAY58]. Ein Phänomen welches
diese Theorie stützt, ist der starke Einfluss der Gasdichte�g auf den Ke-
gelwinkel, der mit steigendem Verhältnis �g=�f zunimmt. Dagegen spricht
allerdings die Tatsache, dass der Strahl die Düse bereits mit einem messbaren
Kegelwinkel verl̈aßt, der Zerfall also sofort nach dem Austritt aus der Düse
beginnt. Das Wachstum der Oberflächenwellen ben̈otigt jedoch eine gewisse
Zeit, so dass der schnelle Zerfall nicht mit der aerodynamischen Theorie erklärt
werden kann.
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Ein weiterer Aspekt, der gegen einenüberwiegenden Einfluss aerodynami-
scher Wechselwirkungen beim Primärzerfall spricht, ist die Abḧangigkeit des
Zersẗaubungsgrades und des Kegelwinkels von der Düsengeometrie. Sollten
aerodynamische Kräfte den Strahlzerfall dominieren so dürfte kein Einfluss der
Düsengeometrie messbar sein. Als bewiesen gilt aber, dass zum Beispiel Düsen
mit einem großen Verḧaltnis der L̈angeL zum Durchmesserd0 der Düsenloch-
bohrung (L=d0) einen stabileren Strahl und kleinere Kegelwinkel erzeugen als
Düsen mit kurzen und großen Löchern [EIF90, WU83, VAR85, ARA84]. Des
weiteren m̈usste der̈Ubergang vom Bereich des windinduzierten Zerfalls zum
Zersẗauben fließend sein. Dies wurde von Faeth [FAE87] und Ranz [RAN56]
besẗatigt. In diesem Fall ẅare eine Abgrenzung der Bereiche allerdingsüber-
flüssig. Durch das Verschwinden der ungestörten Strahll̈ange L1 und die
Abnahme der L̈ange des fl̈ussigen Strahlkerns L2, sowie die Existenz eines
Kegelwinkels am D̈usenaustritt, gibt es bei der Zerstäubung aber eindeutige
Pḧanomene, die beim windinduzierten Zerfall nicht auftreten.

Huh und Gosman [HUH91] gehen davon aus, dass die anfänglich instabilen
Oberfl̈achenwellen durch Turbulenz innerhalb der Düse verursacht werden.
Beim Zersẗauben ist die Reynoldszahl der Strömung im D̈usenlochRed�u theo-
retisch hoch genug um eine turbulente Strömung hervorzurufen. Versuche von
Eifler mit sehr großen WertenL=d0, bei denen das turbulente Strömungsprofil
voll ausgebildet ist, zeigten deutlich kleinere Kegelwinkel als bei Versuchen
mit halbturbulenter Str̈omung. Daraus wurde geschlossen, dass die Turbulenz
keinen entscheidenden Einfluss auf den Strahlzerfall hat.

Schließlich zog man Grenzschicht-Relaxationen als Ursache für den Aufbruch
in Erwägung. Verl̈asst ein Strahl die D̈use, so muss, durch das plötzliche Fehlen
der Wand, die bis dahin sehr langsame Grenzschichtüber Scherkr̈afte und
Impulsaustausch durch den schnelleren Strahlkern beschleunigt werden. Dabei
treten Druckgradienten vom Strahlkern zur Grenzschicht auf. Dies kann zu
einer Destabilisierung der Flüssigkeit f̈uhren [LEF89, EIF90, RUP56]. Untersu-
chungen von Schweitzer [SCH37] zeigen allerdings, dass laminare Profile, bei
denen die ḧochste kinetische Energie auf der Strahlachse zu finden ist, deutlich
stabiler sind als turbulente Profile. Der Einfluss der Grenzschicht-Relaxationen
scheint daher von geringerer Bedeutung zu sein.
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Nach Lin und Kang [LIN87], Isay [ISA81] sowie Giffen und Muraszew
[GIF53] haben Druckschwankungen in der Düse bzw. im Zuleitungssystem
einen wesentlichen Einfluss auf die Strahlstabilität und den Zerfall. Eifler
[EIF90] hingegen konnte mit speziellen Adaptern nachweisen, dass nur die
kurzwelligen Druckschwingungen mit Zeitskalen< 20 �s wirksam werden.
Diese haben jedoch meist eine geringe Amplitude.

2.3 Strahlzerfallsmodelle für die Dieseleinspritzung

Hat man die Komplexiẗat der Druckzerstäubung erkannt, so versteht man auch,
dass es bisher kein allgemeingültiges Strahlzerfallsmodell gibt. Meist wurde
versucht die experimentell ermittelten Daten mit empirischen Gleichungen zu
beschreiben. Die bekanntesten Modelle wurden von Fath [FAT97] zusammen-
gefasst und sind in Abbildung 2.5 zu sehen.

Abbildung 2.5: Strahlzerfallsmodelle (entnommen aus [FAT97])

Nach Modell Abb. 2.5 a ) [FAE83] wird der Strahl bereits in der Düse
durch Kavitationseffekte zerteilt, so dass ein feiner Tropfennebel die Düse
verläßt. Das von Obermeier [OBE93] beschriebene Modell Abb. 2.5 b ) da-
gegen vernachlässigt Kavitation und geht von einem dominierenden Einfluss
aerodynamischer Kräfte aus. Von einem kegelförmigen, zusammenhängen-
den Fl̈ussigkeitskern l̈osen sich Tropfen ab die weiter zerfallen. In Modell
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Abb. 2.5 c ) [REI87, MAY93] verlassen Tropfen mit der Größe eines D̈usen-
lochdurchmessers die Düse und zerfallen anschließend durch aerodynamische
Kräfte. Das von Andrews [AND93] vorgeschlagene Modell Abb. 2.5 d ) sieht
ebenfalls die Wechselwirkungen der Flüssigkeit mit dem umgebenden Gas als
Ursache f̈ur den Strahlzerfall. Hier zeigt der Strahlkern jedoch eine Wellenform
von der sich große Segmente ablösen, die dann weiter zerfallen. Im Modell
nach Yule [YUL96] Abb. 2.5 e ) besteht der Strahlkern aus zahlreichen Flüssig-
keitsf̈aden die im weiteren Verlauf zerfallen. Das neueste Modell Abb. 2.5 f )
wurde von Fath selbst [FAT97] vorgeschlagen. Es beruht auf optischen Un-
tersuchungen der 2-Phasenströmung und des Strahlzerfalls mit Hilfe der
2-dimensionalen Mie-Streulichtmethode und kombiniert im wesentlichen die
Modelle a ) und d ).

Zahlreiche Autoren berichten von einem intakten Flüssigkeitskern (
”
intact

core“) in Düsenn̈ahe und versuchten diesen mit unterschiedlichen Messtech-
niken nachzuweisen [FAT97, AND93, ARA84, CHE85, YUL94].

”
Intakt“

bedeutet dabei eine einphasige, zusammenhängende, unzerteilte Flüssig-
keitsstr̈omung ohne Kavitationsblasen, Clustern, Flüssigkeitsf̈aden o.̈a.. Im
Gegensatz dazu beschreibt

”
dense core“ den dichten Flüssigkeitskern der

noch nicht vollsẗandig in Tropfen zerfallen ist, aber durchaus in Segmente
unterteilt und von Gasblasen durchsetzt sein kann.Über die L̈ange des

”
in-

tact core“ herrscht Unklarheit. Fath [FAT97] beobachtete bereits bei einem
Einspritzdruck von 160 bar nur noch einen ungestörten, zusammenhängenden
und kegelf̈ormigen Fl̈ussigkeitskern (

”
intact core“) von 200�m Länge. Dieser

ungesẗorte Bereich schrumpfte mit zunehmendem Einspritzdruck auf wenige
Mikrometer. Auch Tsue et.al. [TSU92] berichten von einem

”
intact core“ in

der Gr̈oßenordnung eines D̈usenlochdurchmessers. Zur Länge des
”
dense core“

gibt es ebenfalls unterschiedliche Aussagen [HIR90, REI87]. In der Literatur
findet man Werte von(50 : : :150) � d0.

Dass am D̈usenausgang bereits eine Zweiphasenströmung vorliegt, die
nachfolgend in Ligamente und durch aerodynamische Kräfte weiter
in Tropfen zerf̈allt, konnte von vielen Autoren nachgewiesen werden
[ROO91, EIF90, BOD91, SCH95, FAT97]. Kampmann et. al. [KAM96]
zeigte experimentell und numerisch, dass bei aktuellen Düsengeometrien
eine Zweiphasenströmung auftritt, die den Turbulenz- und Zerstäubungsgrad
zunehmen l̈aßt.
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Mit diesen Erkenntnissen scheint das Modell von Fath Abb. 2.5 f ) der Rea-
lit ät am N̈ahesten zu sein. Die genauen physikalischen Phänomene und Zu-
sammenḧange sind jedoch bis heute ungeklärt. Durch den Einsatz moderner
Messtechniken m̈ussen deshalb weitere Erkenntnisse gewonnen werden, die zur
Kl ärung offener Fragen beitragen.

2.4 Sekund̈arzerfall und Tropfenkoaleszenz

Nach dem Prim̈arzerfall, der den zusammenhängenden Flüssigkeitsstrahl in
Flüssigkeitsf̈aden, Segmente, Cluster und ein Spektrum aus Tropfen zerteilt,
findet der Sekund̈arzerfall statt. Durch eine intensive Wechselwirkung der
entstandenen Flüssigkeitspakete untereinander sowie durch den Einfluss aero-
dynamischer Kr̈afte zerfallen instabile Tropfen solange weiter, bis der Tropfen
eine geringere, stabile Größe erreicht hat. Gleichzeitig kann es durch Tropfen-
kollisionen zu einer Koaleszenz mehrerer Tropfen kommen. Diesäußert sich in
einem erneuten Anstieg der Tropfengröße. Die Wirkungsweise und der Einfluss
der einzelnen Mechanismen sind dabei von der Geschwindigkeit, der Größe
und der Konzentration der Prim̈artropfen und deshalb auch von der Position
im Strahl abḧangig. Aus diesem Grund wird der Strahl häufig in zwei bis drei
Bereiche eingeteilt [ORO81, EIF90, BOD91]. Eifler unterscheidet dabei einen
dichten, d̈unnenundsehr d̈unnenBereich.

Im dichten Strahlbereich, relativ nahe an der D̈use, liegt eine hohe Konzen-
tration von Fl̈ussigkeit und Tropfen vor. Das Volumen der flüssigen Phase ist
im Vergleich zur Gasphase noch relativ hoch. In diesem Bereich findet eine
intensive Wechselwirkung der Tropfen untereinander statt. Dabei kommt es
zu Tropfenkollisionen, die auch zu einer Koaleszenz oder zur Zerteilung der
Stoßpartner f̈uhren k̈onnen. Brazier-Smith et.al. [BRA72] untersuchten die
Stoßprozesse der Tropfen und definierten einen kritischen Stoßwinkel�krit

unterhalb dessen Koaleszenz und oberhalb dessen eine streifende Kollision
stattfindet. Reinecke und Waldman [REI70] beschrieben die in Abb. 2.6 darge-
stellten Kollisionsm̈oglichkeiten. Dabei k̈onnen die Stoßvorg̈ange stabil oder
instabil verlaufen. Im letzteren Fall werden die Tropfen zerschmettert, wodurch
Satellitentropfen entstehen.
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A B C D E

A) Dauerhafte Koaleszenz
B) Vollständige Trennung
C) Vollst. Trennung mit primärer Koaleszenz
D) Trennung mit Bildung von Satellitentropfen
E) Vollständige Zerschmetterung

Abbildung 2.6: Kollisionsmechanismen nach Reinecke und Waldman [REI70]

Neuere Arbeiten zur Untersuchung der instabilen Tropfenkollision und der
Bildung von Satellitentropfen bei großen Weber-Zahlen (We = 50 - 350) wur-
den von Brenn [BRE97] an monodispersen Tropfenketten durchgeführt. Eine
ausf̈uhrlichere Diskussion der Tropfenkollision und -koaleszenz sowie weitere
Informationen findet man in [HOH99]. Die bekannteste Arbeit zur Modellie-
rung der Tropfen-Interaktion und Tropfenkoaleszenz auf Basis experimenteller
Daten wurde von O’Rourke und Bracco [ORO80] veröffentlicht.

Zus̈atzlich zur Tropfenkollision findet im dichten Strahlbereichüber die
Gasphase eine indirekte Wechselwirkung der Tropfen untereinander statt.
Der einfachste und verständlichste Fall ist der

”
Windschatten-Effekt“. Durch

Impulsaustausch eines Tropfens mit der umgebenden Gasatmosphäre wird
eine Luftstr̈omung induziert. Die nachfliegenden Tropfen besitzen somit eine
geringere Relativgeschwindigkeit gegenüber der beschleunigten Luft, wodurch
die aerodynamischen Kräfte moderater sind und der Tropfen stabiler ist.
Diese indirekte Art der Wechselwirkung ist auch als Tropfen-Gas-Tropfen-
Mechanismus bekannt [EIF90].

Dem dichten Strahlbereich folgt nach Eifler der sog.dünne Strahlbereich.
Hier ist der Lufteintrag in das Spray bereits so groß, dass das Gasvolu-
men im Vergleich zum Flüssigkeitsvolumen deutlicḧuberwiegt. Ein direkter
Kontakt der Tropfen wird zunehmend unwahrscheinlicher. Die Wechselwir-
kungen beschränken sich vor allem auf den erwähnten Tropfen-Gas-Tropfen-
Mechanismus. Durch die noch sehr hohen Relativgeschwindigkeiten kommt
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es zu einem weiteren Zerfall der instabilen Tropfen. Die in der Literatur
verfügbaren Mechanismen dieses sog. Sekundärzerfalls wurden von Pilch und
Erdmann [PIL87] zusammengetragen und sind in Abb. 2.7 zu sehen.

Gas- Weg

Keulenzerfall

Scheibenzerfall
(stripping-breakup)

catastrophic
breakup

Blasenzerfall
(bag-breakup)12< We <50g

50< We <100g

100< We <350g

350<< Weg

Abbildung 2.7: Sekund̈arzerfallsmechanismen für den d̈unnen Strahlbereich nach Pilch und
Erdmann [PIL87], entnommen aus [HOH99]

Die in Abb. 2.7 angegebenen Gas-Weber-Zahlen zur Abgrenzung der Mecha-
nismen gelten f̈ur einen Bereich der Ohnesorge-Zahl Oh = 1E-03 bis ca. 4E-02.
Sie sind damit auch für den hier untersuchten Dieselkraftstoff gültig. Bei
höheren Oh-Zahlen steigen die Grenzwerte der We-Zahl, v.a. für denÜbergang
vom Scheiben-Zerfall zum catastrophic-breakup. Die Abhängigkeiten der
Zerfallsarten von der Weber- und der Oh-Zahl wurden detailliert von Hsiang
et.al. [HSI92, HSI93, HSI95] sowie von Chou et.al. [CHO97] untersucht.
Weitere Informationen zur Modellierung des Sekundärzerfalls findet man in
Habchi et.al. [HAB97] sowie Reitz und Diwakar [REI86]. Letztere betrachten
den Scheibenzerfall als den dominierenden Mechanismus in Dieselsprays und
geben als StabilitätskriteriumWeg=

p
Reg=1 an, das oft auch mit der aus dem

Tropfenradius gebildeten Weberzahl zitiert wird: (�g v
2
rel r=�)=

p
Reg = 0:5.

Den dritten, am weitesten von der Düse entfernten Bereich, bezeichnet Eifler
als sehr dünnen Strahlbereich. In diesem betr̈agt das Volumen der Tropfen
nur noch einen Bruchteil des Volumens der Gasatmosphäre. Es findet keine ge-
genseitige Beeinflussung der Tropfen statt. Die Geschwindigkeit der Tropfen ist
bereits stark gesunken, wodurch die aerodynamischen Kräfte nicht mehr zum
Zerfall sondern nur noch zur weiteren Abnahme der Geschwindigkeit beitragen.
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3 Beschreibung der Versuchsanlagen

Zur Durchf̈uhrung der Experimente wurden mehrere Versuchsanlagen ent-
wickelt. Drei station̈ar arbeitende, zum Teil beheizbare Hochdruckkammern
ermöglichten die Analyse des Strahlzerfalls und der Strahlausbreitung so-
wie der Tropfengr̈oße und der Tropfengeschwindigkeit unter definierten
Randbedingungen (pg; Tg; �g = const.). Jede dieser Druckkammern besaß
optische Zug̈ange, die auf den Einsatz der in Kapitel 4 dargestellten op-
tischen Messmethoden angepasst wurden. Des weiteren ermöglichte eine
schnelle Kompressionsmaschine detaillierte Studien der Kraftstoffeinsprit-
zung, Strahlausbreitung, Verdampfung und Gemischbildung unter motornahen
Bedingungen. Diese Versuchsanlage zeichnete sich insbesondere durch den
realiẗatsgetreu nachgebildeten Kompressionshub und die hohe Flexibilität
hinsichtlich des geẅunschten Kompressionsdrucks und der Kompressionstem-
peratur aus.

3.1 Druckkammern

Die station̈aren Druckkammern simulierten die Dichte im Zylinder eines
Motors zum Zeitpunkt der Kraftstoffeinspritzung. Letztere erfolgt gewöhnlich
nahe des oberen Totpunkts (Kompressionsendpunkts) bei dem die für eine
Selbstz̈undung des Gemisches notwendigen Temperaturen und Zylinderdrücke
erreicht werden.

Für einen typischen Dieselmotor ohne Abgasturbolader (ATL) mit einem Kom-
pressionsverḧaltnis " = 19 können diese beiden Größen mit Hilfe der Glei-
chung f̈ur eine polytrope Zustandsänderung, ausgehend von einem definierten
Anfangszustand (p0, T0), abgescḧatzt werden:

TOT = T0 � "n�1 = 295K � 190:36 = 851K = 578 ÆC (3.1)

pOT = p0 � "n = 0:95 bar � 191:36 = 52 bar (3.2)

Der Polytropenexponentn wird dabei mitn = 1:36 etwas niedriger angesetzt
als bei einer adiabaten Kompression von Umgebungsluft (n = 1.4). Dies r̈uhrt
daher, dass der Polytropenexponentn = 
p=
v als Verḧaltnis der isobaren und
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isochoren spezifischen Ẅarmekapaziẗat 
p und 
v temperaturabḧangig ist und
mit steigender Temperatur sinkt. Andererseits muss im Motor ein durch unvoll-
sẗandigen Ladungswechsel und ggf. durch Abgasrückführung hervorgerufener
Restgasanteil sowie die Ẅarmeverlusteüber die gek̈uhlten Ẅande ber̈uck-
sichtigt werden. Sofern der Motor mit einem Abgasturbolader ausgestattet ist,
müsste der Ladedruckp0 und die LadetemperaturT0 entsprechend korrigiert
werden.

Aus den oben errechneten Werten ergibt sich mit Hilfe der Zustandsgleichung
für ideale Gase eine Gasdichte�g im Kompressionsendpunkt von

�g =
pOT

R � TOT =
52 � 105 Pa

287 J=kgK � 851 K = 21:3
kg

m3
(3.3)

Wie in Kapitel 2 dargelegt, zeigt die Gasdichte neben dem Einspritzdruck und
der Düsengeometrie den größten Einfluss auf die Spraybildung. Um eine Ver-
gleichbarkeit der Experimente mit den Vorgängen im Motor zu geẅahrleisten
wurden deshalb alle Versuchskammern so ausgelegt, dass sich eine Gasdichte
von mindestens 22 kg/m3 realisieren ließ. Dies war unter Verwendung von Luft
oder Stickstoff bei Umgebungstemperatur nur mit einem Gasdruckpg � 18 bar
bzw. bei 500ÆC nur mit einem Druckpg � 50 bar zu erreichen.

Aus sicherheitstechnischen Gründen wurde anfangs auf eine Beheizung der
Druckkammern verzichtet. Ein Großteil der Experimente konnte auch bei Um-
gebungstemperatur ohne Einschränkungen durchgeführt werden, sofern die er-
forderliche Gasdichte geẅahrleistet war. Es wurde dann versucht die heiße At-
mospḧare durch die Vorz̈undung eines wasserstoffhaltigen Gemisches (64.8%
N2, 27.8%O2, 5.9%H2, 1.5%C2H4) zu erzeugen, wobei nach der vollständi-
gen Verbrennung ein luftähnliches, heißes Gas (66.7%N2, 20.8%O2, 9.2%
H2O, 3.1%CO2) entstand. Der entscheidende Vorteil einer Vorzündung war,
dass nur kurzzeitig hohe Temperaturen auftraten und deshalb eine Aufheizung
der Kammer, die zu einer sinkenden Werkstofffestigkeit führt, vermieden wur-
de. Dies erlaubte eine Auslegung der Bauteile allein auf die Druckbelastung.
Zahlreiche Tests zeigten jedoch, dass nach der Zündung des Gemisches star-
ke Temperatur- und Dichtegradienten vorhanden waren die sich störend auf die
eingesetzten optischen Messverfahren auswirkten. Deshalb wurde in Folge auf
eine Vorz̈undung verzichtet. Schließlich wurde eine beheizbare Kammer gebaut
und betrieben.
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Hochdruckkammer für Schlierenmesstechnik

Mit der ersten der drei Versuchskammern (vgl. Abb. 3.1) wurde die Ein-
spritzung in eine Kolbenmulde entsprechend einer Kolbenstellung im Kom-
pressionsendpunkt (OT) simuliert. Dabei wurde der Einfluss der Gasdichte
(�g = 1-32 kg/m3) auf die makroskopischen Strahlgrößen, wie z.B. die Strahl-
ausbreitung und den Strahlkegelwinkel, mit bildgebenden Verfahren untersucht.
Dies erm̈oglichte auch eine Beurteilung der Spray-Wand-Wechselwirkung.

Abbildung 3.1: Station̈are Hochdruckkammer für Schlieren-Messtechnik

Common-Rail-
Injektor

Kammerdeckel

Dichtung

Quarzglas

Muldengeometrie
mit Drallkanal

Oberflächenspiegel

Adapter

Muldengeometrie

Zugang für
Drucksensor

Luftabfuhrkanal

Spiegel

Drallkanal
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Das Kammervolumen und die Geometrie des Brennraums war, zwecks einer
Vergleichbarkeit der Ergebnisse, weitgehend indentisch mit der Kolbenmulde in
der nachfolgend genauer beschriebenen Kompressionsmaschine und entsprach
der eines AUDI V6 TDI (MJ98) (vgl. Abb. 3.7, S.36).Über zwei tangential zur
Muldenwand angeordnete Luftzufuhrkanäle ließ sich eine Drall-Luftströmung
erzeugen und somit deren Einfluss auf die Strahlausbreitung beurteilen.

Die Kammer wurde auf einen Druck von bis zu 200 bar ausgelegt um die
Vorzündung des Wasserstoff-Gemisches zu ermöglichen. Aufgrund einiger
Voruntersuchungen des Common-Rail-Injektors in einer bereits bestehenden
Versuchsanlage [DOR00] konnte auf einen vorhandenen, passenden Adapter
für den Injektor zur̈uckgegriffen werden. Die Konstruktion der Kammer wurde
deshalb auf diesen angepasst.

Unbeheizte Druckkammer zur Messung der Tropfengr̈oße und Tropfenge-
schwindigkeit

Zur Untersuchung der mikroskopischen Sprayparameter (Tropfengröße und
Tropfengeschwindigkeit) wurde die Phasen-Doppler-Anemometrie (s. Kap.
4.4, S.55) angewandt, welche die Existenz von mindestens zwei optischen
Zugängen f̈ur die Sende- und die Empfangseinheit voraussetzt. Aus diesem
Grund wurde eine weitere Druckkammer konstruiert und gebaut, die in Abb. 3.2
dargestellt ist. Einige Kammerteile, wie z.B. die Injektoraufnahme, wurden von
der ersten Versuchsanlageübernommen.

Die unbeheizte Druckkammer diente der Untersuchung der Kraftstoffeinsprit-
zung in ruhende Luft ohne Wandkontakt. Nur so ließ sich die Spraybildung
bei verschiedenen Gasdichten hinsichtlich der Tropfengröße und der Trop-
fengeschwindigkeit unbeeinflusst von evtl. Spray-Wand-Wechselwirkungen
beurteilen. Wegen der geringen Belastbarkeit der 80 x 80 x 15 mm großen
Fenster war der Kammerdruck auf 20 bar begrenzt. Damit ließ sich jedoch bei
der vorherrschenden Umgebungstemperatur eine ausreichende Gasdichte von
bis zu�g = 23.6 kg/m3 erzeugen.

Mit Hilfe eines Ablenkbleches wurde verhindert, dass mehrere Einspritzstrah-
len den Strahlengang des Lasers kreuzen und dessen Intensität schẅachen.
Gleichzeitig konnte damit die Benetzung der Fenster mit Kraftstoff minimiert
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Abbildung 3.2: Station̈are Druckkammer f̈ur PDA-Messtechnik
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werden. Der entstehende Kraftstoffnebel wurde durch regelmäßiges Sp̈ulen der
Kammer mit Frischluft beseitigt. Ein Fenster auf der Vorderseite der Kammer
erlaubte einen Blick auf das Spray in Richtung der Injektorachse. Zusammen
mit den seitlichen Fenstern konnten deshalb auch abbildende Streulichtverfah-
ren wie z.B. die Mie-Streulichttechnik eingesetzt werden.
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Beheizbare Hochdruckkammer zur Messung der Tropfengr̈oße und Trop-
fengeschwindigkeit unter motor̈ahnlichen Temperaturen und Drücken

Nach erfolgreicher Anwendung der PDA-Messtechnik in der unbeheizten
Kammer wurde eine dritte, beheizbare Druckkammer konstruiert, die mit
einem Druck von 50 bar bei einer Temperatur von 500ÆC beaufschlagt wer-
den konnte. Die Kammer wurde mit Luft betrieben. Dadurch zündete der
Kraftstoff in der heißen, sauerstoffhaltigen Atmosphäre. Die durch die Verbren-
nung lokal freigesetzte Ẅarme beschleunigte die Verdampfung der Tropfen
im Spray und bildete so die physikalischen Vorgänge im Motor realistisch nach.

Eine Schnittdarstellung der Versuchsanlage findet man auf der nächsten Seite,
Abb. 3.3. Der optisch zug̈angliche untere Kammerteil, in dem der Kraftstoff
eingespritzt wurde, ist im Anhang nochmals detailliert und mit Bemaßung
dargestellt, Abb. A.2 (S. 151).

Die beheizbare Kammer wurde als geschlossener Kreislauf ausgelegt, in der die
Luft isochor durch einen elektrischen Lufterhitzer (0-39 kW) auf bis zu 500ÆC
bei 50 bar Druck erẅarmt wurde. Dies hatte gegenüber einem offenen, kon-
tinuierlich durchstr̈omten System den entscheidenden Vorteil, dass kein teurer
Hochleistungskompressor erforderlich war. Ein Axialventilator, der mit einer
Drehzahl von 3500 U/min rotierte, erzeugte den für die Wärmëubertragung im
Lufterhitzer notwendigen Massenstrom. Der Antrieb des Ventilators erfolgte
über einen Elektromotor. Dieser wurde mit dem Kammerdruck beaufschlagt,
war aber durch ein wassergekühltes doppelwandiges Rohr thermisch von der
heißen Kammer getrennt. Die hohle Welle wurde durch zwei hochtempera-
turfeste, selbstschmierende Lager geführt. Zwischen der Welle und der eben-
falls wassergek̈uhlten Wand geẅahrleisteteÖl eine ausreichende Ẅarmëuber-
tragung zum K̈uhlwasser. Unterhalb des Axialventilators sorgte ein Strömungs-
gleichrichter f̈ur eine gleichm̈aßige Anstr̈omung des Lufterhitzers. Die heiße
Luft gelangte zusammen mit dem im unteren Kammerteil eingespritzten (ver-
dampften/verbrannten) Kraftstoffüber einen Trichter in ein R̈uckstr̈omrohr zum
oberen Teil der Kammer zurück. Sp̈atestens an den heißen Glühwendeln des
Lufterhitzers verbrannte der verdampfte Kraftstoff. Um dabei eine ungewollte
Rußbildung wegen Sauerstoffmangels zu vermeiden wurde die Kammer in re-
gelmäßigen Absẗanden gesp̈ult und mit Frischluft versorgt.
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Abbildung 3.3: Hochtemperatur-Hochdruckkammer für PDA-Messungen im Diesel-Spray
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Auch in dieser Versuchsanlage wurde die Tropfengröße und die Tropfenge-
schwindigkeit ohne den Einfluss einer Wand gemessen. Die Luftströmungsge-
schwindigkeit im optisch zug̈anglichen Bereich der Kammer wurde mit einem
Hitzdrahtanemometer zu 0.5 m/s bestimmt. Im Vergleich zur hohen Tropfen-
geschwindigkeit und dem starken Impuls der Tropfen kann die Auswirkung
dieser Luftstr̈omung auf die Messung vernachlässigt werden. Ein Vergleich mit
den Messungen in der unbeheizten Druckkammer (Abb. 3.2), bei denen der
Kraftstoff in ruhende Luft eingespritzt wurde, ist somit zulässig.

Die Einspritzungen erfolgten mit einer Frequenz von 2 Hz. Dieses Zeitintervall
wurde so geẅahlt, dass der Kraftstoffnebel der vorherigen Einspritzung durch
die Luftstr̈omung aus dem Messvolumen getragen wurde bevor die nächste
Einspritzung begann. Somit wurde eine Abschwächung der Laserstrahlen durch
Kraftstoffnebel verhindert und das Signal-Rausch-Verhältnis erḧoht.

Von den mindestens fünf Einspritzstrahlen der D̈usen wurde nur ein Strahl
untersucht. Alle anderen wurden, ebenso wie bei der unbeheizten Kammer,
durch ein Ablenkblech nach oben umgelenkt. Der Injektor mit Düse war
im unteren Kammerteil seitlich durch die Wand geführt. Evtl. Scḧaden am
Injektor durch thermische Beanspruchung wurden durch eine Wasserkühlung
vermieden.

Die kreisrunden Gl̈aser aus synthetischem Quarzglas mit einem sichtbaren
Bereich von ø 65 mm erlaubten eine Untersuchung des Sprays im Bereich
0-40 mm vom D̈usenaustritt. Die Beobachtungsrichtung der Empfangsoptik
wurde senkrecht zur Glasoberfläche geẅahlt. Dies maximierte den einsehbaren
Bereich und damit auch die Streulichtausbeute.
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3.2 Kompressionsmaschine

Zur Untersuchung der Gemischbildung und Verbrennung unter motornahen Be-
dingungen wurde eine schnelle Kompressionsmaschine, genanntEinzylinder-
Einhub-Triebwerk (EET), eingesetzt, die in der Lage war, einen Verdich-
tungshub und den teilweisen Rückhub eines Dieselmotors nachzubilden. Die
Konstruktion und Inbetriebnahme erfolgte durch Herrn Dipl.-Ing. S. Eisen
[EIS00, EIS02]. Dabei konnte auf Erfahrungen aus einem früheren Projekt
der Bayerischen Forschungsstiftung zurückgegriffen werden [DOR00, PRE00].
Durch ihr vibrationsarmes Antriebskonzept, die vielfache optische Zugäng-
lichkeit des Brennraums und ihre hohe Flexibilität hinsichtlich des Verdich-
tungsverḧaltnisses und der Drall-Luftströmung hatte die Kompressionsmaschi-
ne deutliche Vorteile gegenüber sog. Transparentmotoren und war deshalb für
Grundlagenuntersuchungen zu innermotorischen Prozessen gut geeignet.

Die Abb. 3.4 und 3.5 zeigen einen Längsschnitt der Maschine mit zwei
Kolbenpositionen. Das Antriebskonzept der Kompressionsmaschine basierte
auf der gegenläufigen Bewegung zweier koaxial angeordneter, zylindrischer
Kolben. Damit war ein vollsẗandiger Massenausgleich möglich der einen vibra-
tionsarmen Betrieb erlaubte. Die Maschine konnte daher freistehend betrieben
werden, was besonders im Hinblick auf die applizierte optische Messtechnik
vorteilhaft war. Die Kopplung der Bewegungsabläufe beider Massen wurde
durch nahezu inkompressibles Hydrauliköl geẅahrleistet. Dieses̈ubernahm
gleichzeitig die Schmierung der Dichtungen, welche durch die hohen Relativ-
geschwindigkeiten beider Zylinder stark beansprucht wurden.

Aufgrund der optischen Zugänge des modular aufgebauten Zylinderkopfs und
des Kolbens sowie der damit verbundenen zahlreichen Nuten und Spalten, in
die das Gas komprimiert wurde, war das Totvolumen größer als im Motor. Um
das gleiche Verdichtungsverhältnis zu erreichen war ein längerer Kolbenhub er-
forderlich. Demzufolge befand sich im gesamten Zylinder mehr Luftmasse als
beim Motor, was auf das Experiment jedoch keinerlei Auswirkung hatte. Denn
während der Einspritzung, Gemischbildung und Verbrennung, die sich im we-
sentlichen nur auf die Kolbenmulde erstreckten, lagen in dieser vergleichba-
re thermodynamische Zustände (Druck, Temperatur, Gasdichte, Strömung) und
somit, wegen des gleichen Muldenvolumens, die korrekte Luftmasse vor. Des-
halb stimmte das lokale Luft-Kraftstoffverhältnis (�) in der Kolbenmulde mit
dem des Motors̈uberein.
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Abbildung 3.4: Längsschnitt der Kompressionsmaschine in Startposition
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Vor Beginn der Kompressionsphase befand sich deräußere Antriebsringkolben
(6) in seiner Startposition, Abb. 3.4. Die Antriebsenergie wurde aus kompri-
mierter Luft (15-50 bar)̈uber zwei seitlichëOffnungen (5) bereitgestellt. Der
Luftdruck dr̈uckte den Antriebsringkolben (6) nach unten, in Richtung der
Drosselblende (7). Der Kompressionskolben (3) stand im unteren Totpunkt
und der hintere Teil des Kolbenrohrs (12), auf das der Kompressionskolben
(3) aufgesteckt war, tauchte in eine zylindrische Aussparung. In dieser befand
sich ein radialer Dichtring der ein̈Uberstr̈omen des Hydraulik̈ols verhinderte.
Damit war die Maschine gespannt.

Zum Ausl̈osen des Kompressionsvorgangs wurde ein Teil des unter Druck ste-
henden Hydraulik̈ols durch eine Bypass-Leitung (10) und durch eine Bohrung
in der Kolbenhubverstellung (9) in den inneren Teil der Maschine geleitet und
somit das Kolbenrohr (12) aus der Dichtung geschoben. Durch die nachlassende
Dichtwirkung wurde der gesamtëOldruck auf das Kolbenrohr freigegeben und
ein schnelles̈Uberstr̈omen des Hydraulik̈ols erm̈oglicht. Das Kolbenrohr (12)
übernahm also die Funktion eines Ventils, das innerhalb weniger Millisekunden
einen Volumenstrom von mehreren tausend Litern Hydrauliköl pro Minute
schaltete. Der Antriebsringkolben (6) bewegte sich durch den weiterhin anlie-
genden Antriebsdruck nach unten und verdrängte dabeïOl, das wiederum den
Kompressionskolben (3) nach oben, in Richtung Zylinderkopf, schob. Dabei
wirkten Kräfte von bis zu 20 kN auf das Kolbenrohr, die eine Beschleunigung
von 400 m/s2 hervorriefen. Der gesamte Kompressionsvorgang dauerte je nach
Antriebsdruck bzw. simulierter Drehzahl etwa 40-60 ms.

Die durch den Kurbeltrieb des Motors bestimmte Kolbenkinematik wurde im
Bereich des oberen Totpunktes durch eine gezielte Drosselung derÖlströmung
mit Hilfe einer Blende (7) nachgebildet, Abb. 3.5 rechts unten. Durch das Zu-
sammenspiel aus Antriebsdruck, Verdichtungsverhältnis und Blendenströmung
konnten Kompressionsverläufe realisiert werden, die einer Motordrehzahl zwi-
schen 1500 und 3000 U/min entsprachen. Dabei stimmte der Kolbenhubverlauf
der Kompressionsmaschine in dem für die Gemischbildung entscheidenden Be-
reich von 40ÆKW v. OT bis 40ÆKW n. OT sehr gut mit dem des Motorsüberein.

Über eine hydraulische Kolbenhubverstellung (9) konnte die Startposition des
Kompressionskolbens und damit der Kolbenhub variiert werden. Dies erlaubte
eine stufenlose Einstellung beliebiger Verdichtungsverhältnisse (bis�=25) und
somit auch der Kompressionstemperatur und des Kompressionsdrucks.
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Abbildung 3.5: Längsschnitt der Kompressionsmaschine in Endposition und Vergleich des Kol-
benhubverlaufs mit dem eines Motors

Endposition:

Blendenströmung

72

74

76

78

80

82

84

86

88

100 120 140 160 180 200 220 240

M
o
to

r-
K

o
lb

e
n
h
u
b

[m
m

]

° Kurbelwinkel

Realer Motor-Kurbeltrieb

Einhub-Triebwerk

40° 40°

OT



3.2 Kompressionsmaschine 35

Die Maschine bot außerdem die Möglichkeit zur Erzeugung einer Drall-
Luftströmung. Dazu wurde bei Beginn des Kompressionshubes Luft durch
zwei tangentiale Einströmöffnungen in den Zylinderraum eingeblasen.Über
eine Variation der Einströmdauer und des Strömungsimpulses konnte eine
beliebige Rotationsgeschwindigkeit in der Kolbenmulde bis 1800 rad/s zum
Zeitpunkt der Kraftstoffeinspritzung (bei OT) realisiert werden. Dabei war die
Erzeugung des Dralls, im Gegensatz zum realen Motor, unabhängig von der
simulierten Drehzahl.

Über zwei elektrische Heizungen konnten Zylinderwand- und Kolbenmulden-
temperaturen erzeugt werden, die einem betriebswarmen Motor entsprachen,
Abb. 3.6. Die Temperatur der Zylinderwand konnte im Bereich des oberen
Totpunkts auf bis zu 100ÆC eingestellt werden.

In der Kolbenmulde befand sich ein Kupferring, in dem Heizdrähte eingear-
beitet waren, die vom hinteren Teil des Kolbensüber druckdicht montierte
Leitungen mit Spannung versorgt wurden. Dies ermöglichte eine Tempe-
ratur der Kolbenmulde von bis zu 190ÆC. Durch die Beheizung reduzierte
sich der Wandẅarmeverlust, wodurch bei gleich bleibender Verdichtung die
Kompressionstemperatur stieg. Darüber hinaus wurde eine Filmbildung des
Kraftstoffs auf der Kolbenmulde verhindert, da die Wandtemperaturüber der
Leidenfrosttemperatur des Kraftstoffs lag.

Abbildung 3.6: Zylinderwand- und Kolbenmuldenbeheizung
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Das EET zeichnete sich weiterhin durch seine hohe optische Zugänglich-
keit aus. Insbesondere das im Kolbenboden befindliche Quarzglas erlaubte
eine Beobachtung des gesamten Brennraums einschließlich der Spray-Wand-
Wechselwirkung, Abb. 3.7. Aus Gründen der Einsehbarkeit konnte die bei
Dieselmotoren̈ubliche!-Form der Kolbenmulde im Bereich des Glaseinsatzes
nicht nachgebildet werden, weil damit eine optische Verzerrung hervorgerufen
wird, die eine Auswertung der Messergebnisse deutlich erschwert. Ein von
der Firma IMH in München [IMH00] am Motorenprüfstand durchgeführter
Vergleich der Serien-Kolbenmulde mit der hier verwendeten Topfmulde ergab
jedoch keinen wesentlichen Unterschied hinsichtlich der Verbrennung (indizier-
ter Mitteldruck, spezifischer Verbrauch, Zündverzug, Verbrennungsgeräusch,
Zyklusschwankungen) sowie der Schadstoffemissionen (NOx, Ruß, HC).
Eine ausreichendëUbertragbarkeit der im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten
Ergebnisse auf den Motor ist damit gewährleistet.

Abbildung 3.7: Kolbenmuldengeometrie
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Die untersuchten D̈usen hatten s̈amtlich einen Spritzwinkel von	 = 142Æ,
was einem Winkel der Strahlachse von 19Æ gegen̈uber der Zylinderkopfebene
entsprach (vgl. Abb. 3.7 und Abb. 3.14). Der Kraftstoff wurde somit schräg
in die Kolbenmulde eingespritzt. Dort wurde die Ausbreitung des Kraftstoffs
und die Gemischaufbereitung durch die Luftströmung (Quetschströmung,
Drall etc.) und, sofern das Spray die Wand erreichte, auch durch die Spray-
Wand-Wechselwirkung beeinflusst. Die Eindringtiefe, das gilt auch für die
sp̈ater im Ergebnisteil dargestellten Diagramme, war dabei definiert als der
Abstand vom D̈usenloch zur Strahlspitze, d.h. die aus den Aufnahmen ersichtli-
che Projektion der Strahllänge wurde um den Ḧohenwinkel (hier 19Æ) korrigiert.

In den vorliegenden Experimenten erfolgte die Kraftstoffeinspritzung, die
über eine elektronische Triggerung durch den Kolbenhub ausgelöst wurde,
stets nahe dem oberen Totpunkt (OT). Abbildung 3.8 zeigt exemplarisch den
zeitlichen Verlauf des Raildrucks, Zylinderdrucks und Nadelhubs sowie einen
Ausschnitt der zugeḧorigen Bildsequenz. Die Auswertung der aufgezeichneten
Bilder hinsichtlich der Strahlausbreitung und des Kegelwinkels erfolgte nur
im Zeitbereich 0-450�s nach Einspritzbeginn, solange bis der Kraftstoff die
Kolbenmuldenwand erreicht hatte. In diesem Zeitraum sank der Zylinderdruck
wegen der einsetzenden Abwärtsbewegung des Kolbens und aufgrund der
Abkühlung der Brennraumluft durch den Wandwärmëubergang und durch die
Verdampfung des Sprays nur moderat um 3-6%.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde in der Kompressionsmaschine der
Einfluss des Kompressionsdrucks, der Kompressionstemperatur sowie des Rail-
drucks auf die Strahlausbreitung und den Kegelwinkel untersucht. Dazu wurde
der Zylinder mit Inertgas (Stickstoff) gefüllt, wodurch eine Z̈undung und Ver-
brennung verhindert wurde.
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Abbildung 3.8: Untersuchter Zeitbereich ẅahrend der Einspritzung
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3.3 Common-Rail Einspritzsystem

Das Common-Rail2-System, oft auch als Speicher-Einspritzsystem bezeichnet,
ist elektronisch steuerbar und erlaubt eine freie Wahl von Druck, Zeitpunkt
und Dauer der Einspritzung im gesamten Motorkennfeld. Darin unterschei-
det es sich wesentlich von allen anderen Einspritzsystemen, wie z.B. den
Pumpe-D̈use (PD) oder den klassischen Pumpe-Leitung-Düse (PLD) Systemen
mit Hubkolben- oder Verteilerpumpen. Letztere Systeme erzeugen den Ein-
spritzdruck kurz bevor er für die Einspritzung ben̈otigt wird und zeigen einen
deutlichen Anstieg des maximalen Einspritzdrucks mit der Motordrehzahl.
Beim Common-Rail System hingegen fördert eine Hochdruckpumpe konti-
nuierlich Kraftstoff in einen Druckbeḧalter, den sogenannten Rail. Dort wird
der Einspritzdruck auf einem gewünschten Niveau konstant gehalten und kann
beliebig abgerufen werden. Die Druckerzeugung ist somit von der Einspritzung
entkoppelt. Der Aufbau des untersuchten Common-Rail Einspritzsystems ist in
Abbildung 3.9 zu sehen.

Abbildung 3.9: Aufbau des verwendeten Common-Rail Systems

Druckbehälter (Rail)

1

2

3 5
7

8

104

6

9

11

1: Kraftstofftank mit Vorf̈orderpumpe (2.5 bar), 2: Kraftstoffilter, 3: Hochdruckpumpe (300-
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Injektoren

Zur Zeit existieren am Markt zwei unterschiedliche Konzepte. Die Solenoid3-
Injektoren, die bereits seit 1997 von der Fa. BOSCH in Serie gebaut werden,
und die Piezo-Injektoren, deren Serienproduktion bei der Fa. SIEMENS im
Herbst 2000 begonnen hat. Beide Steuerungskonzepte wurden im Rahmen der
vorliegenden Arbeit untersucht und sollen nachfolgend kurz erklärt werden.

Abbildung 3.10: Funktionsprinzip eines magnetgesteuerten Common-Rail Injektors
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Der in Abb. 3.10 dargestellte Solenoid-Injektor wirdüber einen Elektroma-
gneten mit einem 2/2-Wege-Ventil gesteuert. Im unbestromten Fall (linke
Seite) ist die Nadel geschlossen. Am Hochdruckzulauf liegt kontinuierlich
der Raildruck an.Über eine Zulaufdrossel gelangt der Kraftstoff in die
Ventilkammer unterhalb der Ventilkugel bzw. oberhalb des Ventilkolbens.
Da die Ventilkugel den R̈ucklauf verschließt baut sich in dieser Kammer
der gleiche Druck auf wie im Rail.̈Uber eine weitere Bohrung gelangt der
Kraftstoff vom Hochdruckzulauf zur Druckschulter in der Düse. Da die
Fläche am Ventilkolben (in der Ventilkammer) wesentlich größer ist als die
Fläche an der Druckschulter der Düsennadel entsteht eine resultierende Kraft
(F), welche die Nadel auf ihren Sitz drückt und somit die D̈use geschlossen hält.

Im bestromten Fall (rechte Seite) hebt der Magnet die Ankerplatte. Der Druck
in der Ventilkammer dr̈uckt die Ventilkugel nach oben.̈Uber die Ablaufdrossel
fließt der Kraftstoff in den R̈ucklauf, ẅahrendüber die Zulaufdrossel neuer
Kraftstoff vom Rail nachfließt. Der Durchflusswiderstand der Zulaufdrossel ist
größer als der der Ablaufdrossel wodurch sich der Druck in der Ventilkam-
mer abbaut. Der Druck in der D̈use und an der Druckschulter bleibt jedoch
ann̈ahernd konstant. Somit entsteht eine resultierende Kraft nach oben. Die
Nadel hebt sich und die Einspritzung beginnt. Die Düse wird somit nicht direkt
durch den Magneten geöffnet, sondern indirekẗuber den Kraftstoffdruck.

Um die Einspritzung zu beenden wird der Strom im Magneten abgeschaltet.
Die Feder im Magnetventil drückt den Anker und die Kugel nach unten. Der
Rücklauf wird geschlossen. Durch die Zulaufdrossel fließt weiterhin Kraftstoff
nach, so dass der Druck in der Ventilkammer wieder steigt. Durch die unglei-
chen Querschnittsfl̈achen des Ventilkolbens und der Düsennadel entsteht eine
resultierende Kraft nach unten welche die Nadel schließt.

Wegen des 2/2-Wege-Ventils können die Nadelöffnungs- und die Nadelschließ-
geschwindigkeit nicht unabhängig voneinander geändert werden. Eine enge
Zulaufdrossel f̈uhrt z.B. zu einem schnellen Druckabbau in der Ventilkammer
und damit zu einem schnellen Nadelöffnen aber gleichzeitig zu einem lang-
samen Druckaufbau und langsamen Nadelschließen. Um eine Dosierung von
Kleinstmengen stabil und reproduzierbar darstellen zu können ist es jedoch
erforderlich, dass die Nadel so schnell wie möglich öffnet und schließt.
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In Abb. 3.11 ist der zeitliche Ablauf einer solenoid-gesteuerten Einspritzung
dargestellt (Voreinspritzung: 1 mg, Haupteinspritzung: 14 mg). Zur Ansteue-
rung der Injektoren wurde ein kommerzielles Laborsteuergerät eingesetzt,
das hinsichtlich der Bestromungsart und -dauer frei programmierbar ist. Der
Injektor wurde mit einem Anzugsstrom von 20 A und einem anschließenden
Haltestrom von 12 A f̈ur den Rest der Einspritzdauer versorgt.

Abbildung 3.11: Zeitlicher Ablauf einer solenoid-gesteuerten CR-Einspritzung [IMH00]
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Der von der Firma IMH4 in München entwickelte Piezo-Injektor verwendete
statt des Elektromagneten einen Piezo-Quarz, derüber eine Hochspannung
von 120-140 Volt angesteuert wurde. Des weiteren wurde die Einspritzung
über ein 3/2-Wege-Ventil gesteuert, wodurch eine unabhängige Auslegung
der Nadel̈offnungs- und Nadelschließgeschwindigkeit durch zwei funktional
getrennte Drosseln m̈oglich war. Um eine maximalëOffnungs- und Schließge-
schwindigkeit der D̈usennadel zu erreichen wurden bei dem hier untersuchten
Exemplar beide Drosseln entfernt. Dadurch erhöhte sich die Absteuermenge
erheblich, die D̈usennadel̈offnete aber bis zu 3 mal schneller.

Das Funktionsschema des Piezo-Injektors mit 3/2-Wege-Ventil ist in Abb. 3.12
zu sehen und wird anschließend kurz erklärt.

Abbildung 3.12: Funktionsschema des piezogesteuerten Common-Rail Injektors
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Der piezoelektrische Effekt beruht auf der Geometrieänderung eines Kristalls
unter Einwirkung einer aufgeprägten Spannung. Im vorliegenden Fall dehnt
sich das Piezoelement beim Anlegen einer Spannung von ca. 130 Volt um etwa
0.1 % seiner Gesamtlänge von 54 mm. Dabei wird die Schaltstellung eines
3/ 2-Wege-Ventils so verändert, dass die Hochdruckzufuhr (Raildruck) direkt
mit der Ventilkammer verbunden wird (Abb. 3.12, linke Seite). Obwohl der
Raildruck auch von unten auf die Druckschulter der Düsenadel einwirkt wird
die Nadel wegen des ungleichen Flächenverḧaltnisses in ihren Sitz gedrückt
und die D̈use geschlossen. Im Gegensatz zum Solenoid-Injektor beginnt die
Einspritzung erst, wenn der Piezo unbestromt und deshalb kürzer ist (rechte
Seite). Das 3/2-Wege-Ventil verbindet die Ventilkammer mit dem Rücklauf,
wodurch sich der Druck schnell abbaut. Die Druckschulter der Düsennadel
bleibt mit der Hochdruckleitung verbunden. Die resultierende Kraft hebt die
Nadel, wodurch die Einspritzung ausgelöst wird.

Ein Vergleich der Nadelöffnungscharakteristiken zwischen dem Solenoid- und
dem Piezo-Injektor ist in Abb. 3.13 dargestellt. Trotz gleichen Raildrucks
(700 bar) und gleicher Einspritzmenge (10 mg)öffnet der Piezo-Injektor die
Nadel zwei bis drei mal schneller als der Solenoid-Injektor. Dies hat erhebliche
Auswirkungen auf den Strahlimpuls, die Mengenstabilität bei der Dosierung
von Kleinstmengen sowie auf die Zyklusschwankungen, wie später noch mit
Hilfe von Messergebnissen gezeigt wird.

Abbildung 3.13: Nadel̈offnungscharakteristik von Solenoid- und Piezo-Injektor
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Düsen

Die untersuchten PKW-D̈usen der Firma BOSCH (MJ97/98) sind in nachfol-
gender Tabelle 3.1 spezifiziert.

Tabelle 3.1: Spezifikation der untersuchten PKW-Düsen

PKW-Sitzlo
hd�usen: zd�u d0 [mm℄ L=d0 HD [
m3=30s℄ HE [%℄ Bemerkung
DSLA 142 PV3 379 599 5 0,172 5.52 365 10,5 DNF + ZHI
DSLA 142 PV3 380 584 6 0,153 6.21 365 10,5 DNF + ZHI
DSLA 142 PV3 380 585 7 0,145 6.55 365 10,5 DNF + ZHI
DSLA 142 PV3 380 586 5 0,157 6.05 300 10,5 DNF + ZHI

PKW-Sa
klo
hd�usen: zd�u d0 [mm℄ L=d0 HD [
m3/30s℄ HE [%℄ Bemerkung
DLLA 142 PV3 188 521 5 0,172 5.52 365 10,5 ZHI
DLLA 142 PV3 188 522 6 0,153 6.21 365 10,5 ZHI
DLLA 142 PV3 188 523 7 0,145 6.55 365 10,5 ZHI
DLLA 142 PV3 188 524 5 0,157 6.05 300 10,5 ZHI

Die Düsen unterscheiden sich sowohl in der Lochzahlzd�u und im Lochdurch-
messerd0 als auch im hydraulischen D̈usendurchfluss5 (HD). Es wurden so-
wohl Sitzloch- als auch Mini-Sacklochdüsen verwendet. Deren Unterschied ist
in Abb. 3.14 skizziert.

Abbildung 3.14: Vergleich zwischen Sitz- und Sacklochdüse

Sitzlochdüse

geschlossen geöffnet

Sacklochdüse

geschlossen geöffnet

19°

ψ = 142°

Bei den Sitzlochd̈usen befindet sich das Düsenloch im Bereich des Nadeldicht-
sitzes und wird bei geschlossener Düse von der Nadel verdeckt.

5bei�p = 100 bar
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Bei der Sacklochd̈use dagegen m̈unden die D̈usenl̈ocher in eine Bohrung, das
sog. Sackloch. Die unterschiedliche Anordnung der Düsenl̈ocher der beiden
Düsenarten wirkt sich besonders auf die Strahlausbreitung aus. So zeigen die
Sitzlochd̈usen gelegentlich unsymmetrische Einspritzstrahlen. Dies rührt von
einer Nadeldesachsierung durch die der Kraftstoffzufluss zu den Düsenl̈ochern
ungleichm̈aßig gedrosselt wird (vgl. Abb. 3.15). Die Düsenhersteller versuchen
dies durch eine doppelte Nadelführung und engere Fertigungstoleranzen zu
unterbinden. Um Auswirkungen dieses Effekts auf die später vorgestellten
Ergebnisse auszuschließen, wurden bevorzugt Sacklochdüsen untersucht. F̈ur
die Experimente mit Sitzlochdüsen kamen nur D̈usen zum Einsatz, bei denen
keine Unsymmetrie nachgewiesen werden konnte.

Abbildung 3.15: Unsymmetrie der Einspritzstrahlen bei Sitzlochdüsen

Die Vorteile der Sitzlochd̈use liegen vor allem darin, dass nach dem Schließen
der Nadel nur noch eine geringe Menge Kraftstoff aus den Düsenl̈ochern aus-
treten bzw. ausdampfen kann. Bei den Sacklochdüsen dagegen kann auch der
im Sackloch befindliche Kraftstoff entweichen, was zu erhöhter HC-Emission
des Motors f̈uhrt. Durch Verkleinerung des Sacklochvolumens (

”
Minisackloch-

Düsen“) kann der Effekt reduziert werden. Die Sacklochdüsen zeigen wegen
der gleichm̈aßigen Druckverteilung vor den Düsenl̈ochern ein sehr symmetri-
sches Spritzbild und sind deshalb hinsichtlich einer Minimierung statistischer
Fehler f̈ur die hier angewandten Messtechniken von Vorteil.
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4 Optische Messtechnik

Eine detaillierte Untersuchung der hochtransienten dieselmotorischen
Kraftstoffzersẗaubung stellt hohe Anforderungen an die einzusetzende Mess-
technik. Wegen der kurzen Zeitskalen (<5 ms), hohen Geschwindigkeiten
(bis 400 m/s) und geringen Tropfengrößen (<20�m) ist eine zufriedenstellen-
de Messgenauigkeit nur mit optischen Methoden zu erreichen. Mechanische
Sensoren scheiden aufgrund ihres zu langsamen Ansprechverhaltens aus und
haben zus̈atzlich den Nachteil, dass die Strömung gesẗort wird. Optische
Messverfahren arbeiten dagegen berührungs- und tr̈agheitsfrei.

In der Literatur findet man zahlreiche optische Messverfahren, die zur Un-
tersuchung der Spraybildung geeignet sind. Die Mie-Streulichttechnik und
das Schlierenverfahren werden häufig zur Abbildung der Strahlkontur ein-
gesetzt [PAU99]. In Verbindung mit modernen Kamerasystemen können
damit Bildsequenzen der Strahlbildung und -ausbreitung aufgezeichnet
werden. Spektroskopische Messverfahren auf Basis der Raman- oder Ray-
leighstreuung liefern Informationen̈uber die Kraftstoffverdampfung und die
Gemischzusammensetzung im Strahl zu einem definierten Zeitpunkt [RAB99].
Laserinduzierte Fluoreszenzverfahren (LIF, LIPF) erlauben durch die zweidi-
mensionale Visualisierung von Tracermolekülen eine Beurteilung der Flüssig-
und der Dampfphase des Kraftstoffs zu einem festen Zeitpunkt [FET00].
Die Laser-Doppler-Anemometrie (LDA) dient der zeitlich aufgelösten De-
dektion der Geschwindigkeit an einem Punkt im Spray [ARA99/2]. Mit der
Phasen-Doppler-Anemometrie (PDA) wird zusätzlich die Bestimmung des
Tropfendurchmessers ermöglicht [ARA99]. Die Tropfengr̈oße kann theoretisch
auch mit der 3-dimensionalen Impulsholografie [GEB96, MAY01] untersucht
werden. Zahlreiche Experimente, die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführt
wurden, zeigten jedoch, dass das Dieselspray zu dicht und die Tropfen zu klein
sind um eine sinnvolle Auswertung zu ermöglichen.

Wegen der Komplexiẗat der Spray- und Gemischbildung wurden für die
optischen Untersuchungen drei, hinsichtlich ihres zeitlichen und räumli-
chen Aufl̈osungsverm̈ogens komplementäre Messverfahren, ausgewählt. Die
Schlieren- und die Mie-Streulichttechnik sind in der Literatur umfassend be-
schrieben [MAY94, MAY01]. Daher soll nachfolgend nur kurz auf die wich-
tigsten Grundlagen eingegangen werden. Die Phasen-Doppler-Anemometrie ist
weniger bekannt und wird deshalb ausführlicher diskutiert.
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4.1 Schlierenmesstechnik

Die Schlierenmesstechnik ist ein optisches Messverfahren zur Visualisierung
von Dichtegradienten in transparenten Medien [TOE67, SCH34]. Wie in
Abb. 4.1 skizziert, werden einfallende, parallele Lichtstrahlen an Stellen mit
Dichtegradienten, aufgrund der dort existierenden unterschiedlichen Bre-
chungsindizes, gebrochen und erfahren dabei eine Richtungsänderung. Eine
im weiteren Verlauf der Strahlen positionierte Sammellinse fokussiert nur das
ungebrochene, parallele Licht in ihren Brennpunkt. Die abgelenkten Licht-
strahlen k̈onnen mit einer Blende, die genau im Brennpunkt der Sammellinse
platziert ist, ausgeblendet werden, so dass die Dichtegradienten nach der
Blende in Form von Intensitätsunterschieden (helle und dunkle Stellen) des
Lichts sichtbar werden.

Abbildung 4.1: Prinzip der Schlierenphotographie

parallele Lichtstrahlen Sammellinse

Lochblende

Sammellinse Kamera

Dichtegradient

Bei den hier durchgeführten Experimenten wurde das Schlierenverfahren
eingesetzt um die fl̈ussige Phase des Einspritzstrahls in der unbeheizten Druck-
kammer abzubilden. Aufgrund des hohen Dichteunterschieds zwischen der
flüssigen Phase und der umgebenden Luft wurde mit dem sehr empfindlichen
Messverfahren selbst fein zerstäubter, transparenter Tropfennebel sichtbar,
der mit einem Schattenriss nicht abgebildet werden kann. Die Messanord-
nung ist in Abb. 4.2 zu sehen. Als Lichtquelle diente ein leistungsstarker
Argon-Ionen Laser (7.5 W). Um eine Bewegungsunschärfe aufgrund der hohen
Geschwindigkeiten des Sprays zu verhindern, wurde der Laser mit Hilfe
eines Akkusto-Optischen-Modulators (AOM) getaktet. Dieser wurdeüber eine
Trigger-Logik von der Kamera so angesteuert, dass der Photo-Chip unmittelbar
vor dem Auslesen 0.5�s lang belichtet wurde.
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Abbildung 4.2: Schlierenaufbau zur Visualisierung der Strahlausbreitung in der Kammer

Strahl-
aufweitung

bikonvexe
Linse

Spiegel

Strahl-
teiler

akkusto-optischer
Modulator (AOM)

Trigger-Logik

Hochgeschwindigkeitskamera;
Bildfrequenz: max. 40.500 Hz

Argon-Ionen-Laser

Blende

Spiegel

Das Laserlicht wurde nach dem AOM durch eine Aufweitungsoptik (mit
Raumfilter) in Kombination mit einer bikonvexen Sammellinse (f = 200 mm)
zu einem parallelen Lichtstrahl von 45 mm Durchmesser expandiert und ge-
langte durch einen Glaseinsatz in die Kammer. Auf der Düsenseite der Kammer
befand sich ein Oberfl̈achenspiegel der das Licht reflektierte. Dadurch gelangte
es auf dem gleichen Weg zurück zu einem Strahlteiler (halbdurchlässiger
Spiegel). Es durchlief das Messvolumen somit zweifach. Der Strahlteiler lenkte
einen Teil des Lichtstrahls zur einer Sammellinse und einer Lochblende. Nur
die in der Kammer unbeeinflussten, noch parallelen Lichtstrahlen gelangten
über ein Objektiv auf den Photo-Chip der Kamera. Die Stellen, an denen
Kraftstoff vorhanden war, erschienen dunkel.

Um den hochtransienten Vorgang der Strahlausbreitung aufzuzeichnen, wur-
de eine digitale, nicht-intensivierte Hochgeschwindigkeitskamera der Firma
Kodak (Ektapro HS Motion Analyzer, Modell 4540) eingesetzt. Mit diesem
System k̈onnen bis zu 40500 Bilder/Sekunde mit 256 Graustufen (8 bit)
aufgezeichnet werden. Die maximale optische Auflösung betr̈agt 256�256
Pixel bei einer Aufnahmefrequenz von 4500 Bildern/Sekunde (Vollbildmodus).
Zur Realisierung ḧoherer Bildraten wird nur ein Teil des lichtempfindlichen
Chips verwendet, wodurch die Anzahl der Bildpunkte und somit die Auflösung
sinkt. Im Fall von 13500, 27000 bzw. 40500 Bildern/Sekunde werden nur noch
128�128, 128�64 bzw. 64�64 Pixel des Chips ausgelesen. Die Aufnahmedau-
er betr̈agt ḧochstens 250 ms. Dies entspricht einer maximalen Anzahl von 1125
Bildern bei einer Frequenz von 4500 Bildern/Sekunde bzw. 10125 Bildern
bei 40500 Bildern/Sekunde. Die aufgezeichneten Bilder werden zunächst
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digital im elektronischen Speicher der Kamera zwischengespeichert. Von dort
können sie entweder als Film auf einen Videorekorder aufgezeichnet oder als
Einzelbilder digital auf einen Computerübertragen werden. Letzteres bietet
den Vorteil einer automatisierten Bildverarbeitung.

In Abb. 4.3 ist exemplarisch eine mit dem Schlierenverfahren in der Druckkam-
mer aufgezeichnete Ausbreitung des flüssigen Kraftstoffs zu sehen. Die mittig
angeordnete D̈use und die f̈unf kegelf̈ormigen Einspritzstrahlen sind dunkel ab-
gebildet. Der Kraftstoff erreichte 150�s nach Spritzbeginn die Muldenwand
und wurde von dieser zum Schauglas hin umgelenkt (vgl. auch Abb. 3.1, S. 25).

Abbildung 4.3: Aufnahme der Kraftstoffausbreitung mit dem Schlierenverfahren in der unbe-
heizten Druckkammer

Drall

0 sµ 74 sµ 148 sµ 222 sµ 296 sµ 370 sµ

444 sµ 518 sµ 592 sµ 666 sµ 740 sµ 814 sµ

35.8 mm

prail = 700 bar, pg = 20 bar, Tg = 295 K,mb = 10 mg
Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Sitzlochdüse, 13500 Bilder/Sekunde

In der vorliegenden Arbeit wurde die Strahlausbreitungüberwiegend mit einer
Bildfrequenz von 13500 Bildern/Sekunde aufgezeichnet. Der untersuchte
Bereich der Kammer mit einem Durchmesser von 35.8 mm wurde dabei auf
128�128 Pixel abgebildet. Dies entsprach einer Auflösung von 0.28 mm pro
Pixel. Während der Belichtungszeit von 0.5�s konnten sich die Strahlen,
bei einer maximalen Geschwindigkeit von 150 m/s, um höchstens 0.075 mm
bzw. 27% der Pixelbreite ausbreiten. Dadurch war eine scharfe Abbildung der
Strahlkontur ohne Bewegungsunschärfe geẅahrleistet.



4.2 Schattenmesstechnik 51

4.2 Schattenmesstechnik

Die Schattenmesstechnik ist eine vereinfachte Form des Schlierenverfahrens.
Auch hier wird das Objekt durchleuchtet. Die auf das Objekt treffenden
Lichtstrahlen werden jedoch vollständig gestreut (reflektiert und adsorbiert)
wodurch hinter dem Objekt ein Schatten entsteht. Im Gegensatz zum sehr emp-
findlichen Schlierenverfahren, das schon geringe Dichtegradienten nachweisen
kann, k̈onnen mit dem Schattenverfahren nur optisch dichte Medien sichtbar
gemacht werden. Dazu gehört auch der Einspritzstrahl, da trotz des eigentlich
transparenten Dieselkraftstoffs das Licht durch die Vielzahl kleinster Tröpfchen
so stark gestreut wird, dass nur sehr wenig Licht den Strahl durchdringen kann.

Anfänglich in der Kompressionsmaschine durchgeführte Versuche mit einem
verspiegelten Zylinderkopf zur Anwendung des Schlierenverfahrens waren
nicht zielführend. Es zeigte sich, dass bereits die Kompression der Luft zu
hohe Dichtegradienten hervorruft. Die Lichtstrahlen durchliefen den Dich-
tegradienten zweifach und wurden dabei so stark ausgelenkt, dass nach der
zurückgelegten Wegstrecke von ca. 1.5 müberhaupt kein reflektiertes Licht die
Kamera erreichte. Deshalb wurde an der Kompressionsmaschine nur mit dem
Schattenverfahren gearbeitet. Der Versuchsaufbau ist in Abb. 4.4 dargestellt.
Die Erzeugung eines parallelen Lichtstrahl ist mit dem vorher in Abb. 4.2
erklärten Messaufbau identisch. Das parallele Licht wirdüber zwei Spiegel
durch einen Glaseinsatz im Kolbenboden in den Brennraum geleitet und am
Zylinderkopf, der nicht verspiegelt war, gestreut.

Beim Schattenverfahren erschienen die Stellen an denen sich flüssiger
Kraftstoff befand dunkel. Dies ist in Abb. 4.5 zu erkennen, in der zwei Hochge-
schwindigkeitsaufnahmen der Kraftstoffeinspritzung in die Kolbenmulde ohne
Verbrennung (obere Ḧalfte) und mit Verbrennung (untere Hälfte) dargestellt
sind. Im ersteren Fall wurde die Luft im Zylinder durch Stickstoff (Inertgas)
ersetzt. Ẅahrend man bei der Aufnahme ohne Verbrennung die Ausbreitung
und Verdampfung des Kraftstoffs erkennt, sieht man in der unteren Hälfte
die Zündung und die Flammenausbreitung. Die Zeiten beziehen sich auf den
Einspritzbeginn. Dies erm̈oglicht eine direkte Ermittlung des Zündverzugs.
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Abbildung 4.4: Messaufbau zur Anwendung der Schattenmesstechnik an der Kompressions-
maschine
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Abbildung 4.5: Hochgeschwindigkeits-Schattenaufnahme in der Kompressionsmaschine

0.11 ms 0.22 ms 0.37 ms 0.52 ms 0.67 ms 0.74 ms0.15 ms0.11 ms0.07 ms

mit
Stickstoff

mit Luft

pOT = 78 bar, Tg � 990 K, prail = 800 bar, mb = 15 mg
Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365)

4.3 Mie-Streulichttechnik

Die Mie-Streulichttechnik ist ein g̈angiges Messverfahren zur Visualisierung
von Sprays [SCH01, SIE98, DES98, CAN98, ESP95] und zur Untersuchung
von Kavitationseffekten [FAT97, DAN97]. Das Verfahren beruht auf der
Streuung von Licht an (kugelförmigen) Partikeln. Diese können fest (Partikel),
flüssig (Tropfen) oder gasförmig (Gasblasen) sein. Da es sich um eine

”
ela-

stische“ Lichtstreuung handelt, weist das Streulicht die gleiche Wellenlänge
auf wie die einfallenden Lichtstrahlen. Eine ausführlichere Beschreibung der
Mie-Streulichttechnik findet man in [M̈UN93].

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde dieses Messverfahren vor allem
wegen der hohen Intensität des gestreuten Lichts genutzt. Diese ermöglichte
sehr kurze Belichtungszeiten, welche für Aufnahmen mit starker Vergrößerung
erforderlich sind. In Abb. 4.6 ist der Messaufbau zu sehen. Als Lichtquel-
le diente eine Lichtbogen-Blitzlampe. Deren Licht wurde mit Hilfe eines
Strahlteilers und mehreren Spiegeln von beiden Seiten seitlich in die Kammer
gelenkt. Dies war notwendig um alle Strahlen gleichmäßig zu beleuchten
bzw. um Schatten zu vermeiden. Die Aufzeichnung des Strahlbildes erfolgte
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senkrecht zur Beleuchtungsrichtung. Die verwendete CCD-Kamera der Fa.
PCO (Typ SensiCam) mit 1240�1024 Pixeln und 12-Bit Farbtiefe erlaubte
eine Verschlusszeit von 100 ns. Dies gewährleistete eine scharfe Abbildung.

Abbildung 4.6: Messaufbau f̈ur Mie-Streulichtaufnahmen

Blitzlampe

Sammellinse Strahlteiler
Spiegel

SpiegelSpiegel

Kamera

In Abbildung 4.7 ist eine mit obiger Anordnung aufgenommene Bildsequenz zu
sehen. Im Gegensatz zu den Aufnahmen mit der Hochgeschwindigkeitskamera
stammt hier jedes Bild aus einer anderen Einspritzung.

Abbildung 4.7: Mie-Streulichtaufnahmen der Dieseleinspritzung

50 s n. SB.µ50 s n. SB.µ 60 s n. SB.µ60 s n. SB.µ 70 s n. SB.µ70 s n. SB.µ 90 s n. SB.µ90 s n. SB.µ

7 mm7 mm



4.4 Phasen-Doppler-Anemometrie (PDA) 55

4.4 Phasen-Doppler-Anemometrie (PDA)

Das erstmals von Durst and Zaré im Jahr 1975 vorgestellte Prinzip der Phasen-
Doppler-Anemometrie wurde im Rahmen dieser Arbeit verwendet, um den
zeitlichen Verlauf der Tropfengröße und -geschwindigkeit an unterschiedli-
chen Stellen im Spray zu bestimmen. Die Analyse dieser mikroskopischen
Spraygr̈oßen mit hoher zeitlicher Aufl̈osung erg̈anzte die mit den bildgebenden
Verfahren gewonnenen Informationenüber die makroskopischen Spraygrößen.

Für ein besseres Verständnis der sp̈ater vorgestellten Messergebnisse sollen
nachfolgend die wichtigsten physikalischen Grundlagen der PDA-Messtechnik
erläutert werden. Weitere Informationen findet man in [MAY01].
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Abbildung 4.8: Aufbau eines 1D-Phasen-Doppler-Messsystems mit zwei einfallenden Laser-
strahlen und zwei Photo-Detektoren (D1=2) oberhalb und unterhalb der Streu-
ebene (YZ-Ebene)

Der grundlegende Aufbau eines PDA-Systems ist in Abb. 4.8 dargestellt. Zwei
kohärente Laserlichtstrahlen der selben Wellenlänge� werdenüber ein Linsen-
system unter einem definierten Winkel (2�) zum Schnitt gebracht. Die Mes-
sung der Partikel erfolgt im Schnittpunkt (Messvolumen) der Laserstrahlen. Ei-
ne Empfangsoptik, die in einem Streuwinkel' zur Achse der Sendeoptik plat-
ziert ist, zeichnet das gestreute Licht mit zwei Detektoren (D1/D2) auf. Diese
schließen mit der YZ-Ebene den Höhenwinkel	 ein.
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Bestimmung der Tropfengeschwindigkeit

Die Messung der Tropfengeschwindigkeit, die bei der Phasen-Doppler-
Anemometrie auf dem gleichen Prinzip beruht wie bei der Laser-Doppler-
Anemometrie (LDA), soll mit nachfolgender Abb. 4.9 erklärt werden.

Abbildung 4.9: Geschwindigkeitsmessung der Phasen-Doppler-Anemometrie [JOR99]
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E-Feld

Ein Partikel, das sich durch das Messvolumen bewegt, streut das Licht beider
Laserstrahlen in unterschiedliche Raumrichtungen. Aufgrund der Bewegung
der Teilchen besitzen beide Komponenten des Streulichts, entsprechend den
beiden einfallenden Lichtstrahlen, eine Frequenzverschiebung nach dem
Doppler-Effekt. Die unterschiedlichen Winkel, die der Geschwindigkeitsvektor
des Teilchens mit den Lichtstrahlen einschließt, rufen entgegengesetzte Dopp-
lerverschiebungen hervor. Diese Frequenzverschiebungen sind aber so gering,
dass sie kaum messbar sind.Überlagert man jedoch die beiden frequenzver-
schobenen Streulichtanteile, so entsteht eine Schwebung deren Frequenz mit
Hilfe eines Photomultipliers detektiert werden kann.

Die Partikelgeschwindigkeit berechnet sich aus der gemessenen Schwebungs-
frequenz fs nach Gl. (4.1) [DUR89].

v =
fs �

2 sin(�)
(4.1)
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Da aus der Schwebungsfrequenz nur die Geschwindigkeit aber nicht die Rich-
tung der Partikelbewegung bestimmt werden kann, wird die Frequenz eines
der beiden Laserstrahlen mit Hilfe einer Bragg-Zelle um 40 MHz erhöht. Dies
ist in Abb. 4.10 skizziert. Ein ruhendes Partikel erzeugt folglich eine Schwe-
bungsfrequenz von 40 MHz. Bewegt sich das Partikel in positive Richtung, so
entsteht eine Frequenz̈uber 40 MHz. Bewegt sich das Teilchen in negativer
Richtung so sinkt die Frequenz. Die zur Verfügung stehende Bandbreite (hier
45 MHz) erlaubt eine Frequenzanalyse im Bereich 30-75 MHz.

Abbildung 4.10: Erkennung der Str̈omungsrichtung
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ohne Bragg-Zelle

v
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mit Bragg-Zelle und
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Elektronik (45 MHz)

v = (f - 40MHz) / 2 sin( )λ Θ

75 MHz

Bestimmung der Tropfengröße

Wie aus Abb. 4.11 hervorgeht, wird das Licht der zwei einfallenden Laser-
strahlen von einem Partikel im Messvolumen in mehrere Raumrichtungen
gestreut. Die beiden Streulichtanteile legen bis zu den Detektoren unterschied-
liche optische Weglängen zur̈uck. Deshalb empfangen beide Detektoren (D 1
und D 2) jeweils ein Interferenzsignal mit gleicher Frequenz aber mit einer
messbaren Phasenverschiebung. Durst und Zaré (1975) zeigten, dass diese
Phasenverschiebung sowohl für gebrochenes Licht, als auch für reflektiertes
Licht, eine lineare Abḧangigkeit vom Durchmesserdp des Partikels besitzt.
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2Θ

Photo-Detektor D1

Photo-Detektor D2

einfallendeLaserstrahlen
Partikel im
Meßvolumen

2

1

Doppler-
Burst

Abbildung 4.11: Lichtstreuung durch Partikel im Schnittpunkt zweier Laserstrahlen und Inter-
ferenz der beiden Lichtwellen zu einem Doppler Burst an den Detektoren

Die Phasen-Durchmesser-Beziehung für Reflexion und Lichtbrechung
1. Ordnung kann mit Hilfe der nachfolgenden Gleichungen (4.2) und (4.3)
beschrieben werden [DAN00]. Dabei beschreibt der relative Brechungsindex
m = np=nm das Verḧaltnis des Brechungsindexnp des Partikels (hier Diesel)
zum Brechungsindexnm des Mediums (hier Luft).

Reflexion:

�i =
2�dp
�

sin� sin	ip
2(1� q)

; sin� sin	i << q (4.2)

Brechung 1. Ordnung:

�i =
�2�dp
�

msin� sin	iq
2(1 + q)(1 +m2 �m

p
2(1 + q))

; m > 1 (4.3)

mit q = 
os� 
os	i 
os' und m = np=nm

Aus Gleichung (4.2) geht hervor, dass im Fall von Reflexion die Phasen-
verschiebung�i am DetektorDi unabḧangig vom relativen Brechungsindex
m ist. Deshalb kann die Reflexion als Streumechanismus für Messungen
geẅahlt werden, bei denen der Brechungsindex des Partikels unbekannt ist. Da
jedoch bei transparenten Partikeln die Intensität des gebrochenen Lichts um
Potenzen gr̈oßer ist als die Intensität des reflektierten Lichts, wird Reflexion als
Streumechanismus gewöhnlich nur bei nicht-transparenten Partikeln verwendet.
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Mit Hilfe der Gleichungen (4.2) bzw. (4.3) kann der Partikeldurchmesserdp
aus der zwischen den DetektorenD 1 und D 2 gemessenen Phasendifferenz
� unter Ber̈ucksichtigung der bekannten Wellenlänge� des Laserlichts, der
eingestellten Winkel�;	; ' und des relativen Brechungsindexm berechnet
werden.

Auswahl eines geeigneten Streuwinkels für Messungen im Dieselspray

Da reflektiertes und gebrochenes Licht eine Phasenverschiebung mit unter-
schiedlichem Vorzeichen hervorrufen, kann eine Berechnung des Tropfen-
durchmessers mit Gl. (4.2) und (4.3) nur erfolgen, wenn ein Streuwinkel
geẅahlt wurde bei dem nur ein einziger bzw. ein dominierender Streume-
chanismus (entweder Reflexion oder Brechung) vorliegt. Die richtige Wahl
des Streuwinkels' setzt jedoch eine genaue Kenntnis der Lichtstreuung am
Dieseltr̈opfchen voraus. Deshalb wurden für den in dieser Arbeit untersuchten
Anwendungsfall Streulichtberechnungen auf Basis der geometrischen Optik
und der Mie-Theorie mit Hilfe einer Software [LSA] durchgeführt.

Wie aus Abb. 4.12 hervorgeht, wird das Licht des einfallenden Laserstrahls
am Tr̈opfchen reflektiert und gebrochen. Dabei ist das Intensitätsverḧaltnis des
reflektierten Anteils zum gebrochenen Anteil vor allem vom relativen Bre-
chungsindexm = np=nm sowie von der Polarisation und vom Beobachtungs-
bzw. Streuwinkel' abḧangig.

Einfallender

Lichtstrahl

Reflexion

Brechung
1. Ordnung

Brechung
2. Ordnung

a) b)

np

nm

Streu-

winkel ϕ

Abbildung 4.12: Lichtstreuung an einem Dieseltröpfchen (np > nm); allgemeine Definition (a)
und eigene Berechnung (b)
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In Abb. 4.13 ist die berechnete Intensitätsverteilung des Streulichts eines10 �m
großen Diesel-Tr̈opfchens in Luft im Bereich des Streuwinkels' = 0: : :180Æ in
einem logarithmisch skalierten Polardiagramm dargestellt ist.

Die durchgezogene Linie beschreibt die Gesamtstreulichtintensität. Die beiden
gestrichelten Linien zeigen den Intensitätsanteil des reflektierten und des gebro-
chenen Lichts erster Ordnung in Abhängigkeit vom Streuwinkel' (Definition
von' vgl. Abb. 4.8, S. 55).

Im Fall einer Laserlichtpolarisation parallel zur Streuebene (obere Hälfte der
Abb. 4.13) gibt es einen Winkel, bei dem kein reflektiertes Streulicht auftritt.
Bei diesem sog.

”
Brewster Winkel“ (in Abb. 4.13: 68.6Æ) kann nur gebroche-

nes Licht detektiert werden, es liegt also nur ein Streumechanismus vor.
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Abbildung 4.13: Polardiagramm der Streulichtintensität eines 10�m großen Diesel-Tr̈opfchens
im Messvolumen eines 2D-PDA für zwei Polarisationsarten der Laserstrah-
len: parallel (obere Ḧalfte) und senkrecht (untere Hälfte) zur Streuebene (YZ-
Ebene); dargestellte Streulichtanteile: Reflexion, Brechung 1. Ordnung sowie
die Gesamtstreulichtintensität (nach Lorenz-Mie), berechnet mit [LSA]
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Die untere Ḧalfte der Abb. 4.13 zeigt die Intensitätsverl̈aufe bei senkrechter
Polarisation. Mit zunehmenden Streuwinkel' wird das gebrochene Licht
schẅacher, bis es bei einem Winkel von ca.90Æ ganz verschwindet. Bei diesem
Winkel kann somit nur reflektiertes Licht empfangen werden, weshalb dieser
Winkel üblicherweise f̈ur Messungen verwendet wird bei denen der Brechungs-
index des Partikels unbekannt ist, bzw. bei denen nur Reflexion möglich ist
(nicht-transparente Partikel). Auf der linken Seite der Abb. 4.13, bei Streuwin-
keln' > 90Æ überwiegen die Reflexion und die Brechung 2. Ordnung (letztere
ist in Abb. 4.13 nicht dargestellt). Solche Winkel werden eher selten verwendet
bzw. dann wenn der optische Zugang zum Messort nur eine Messung in
Rückwärtsstreuung erlaubt.

Weiterführende Informationen zur Lichtstreuung an sphärischen Partikeln
findet man in folgenden Publikationen: Van de Hulst [HUL81], Negus
[NEG82], Bohren [BOH83], Naqwi [NAQ91], Gouesbet [GOU91], Albrecht
[ALB94, ALB95] und Borys [BOR98].

Beschreibung des Versuchsaufbaus für die PDA-Messungen

Wegen der hohen Tropfenkonzentration im Diesel-Spray von bis zu 105/ cm3

[STR98/1] und der damit einhergehenden optischen Dichte des Sprays wird
die Intensiẗat der einfallenden Laserstrahlen und folglich auch des gestreuten
Lichts stark abgeschẅacht. Die Transmissionsrate I/ I0 kann dadurch auf Werte
unter 10�4 absinken [STR98/1]. Um dem entgegenzuwirken, wurde einerseits
ein Argon-Ionen-Laser mit hoher Leistung verwendet (Spectra-Physics Mod.
2017, 7.5 W). Andererseits wurde die Größe des Messvolumen minimiert.
Dies geschah durch eine starke Fokussierung der Laserstrahlen mit Hilfe einer
Strahlaufweitung (1.95-fach) und einer kurzen Brennweite der Sendeoptik
(f=310 mm). Die damit erzielten geringen Abmaße des Messvolumens (47�m)
reduzierten zus̈atzlich die Wahrscheinlichkeit, dass sich mehrere Tröpfchen
gleichzeitig im Messvolumen befanden wodurch Mehrfachstreuungen einge-
schr̈ankt wurden.
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Die Messungen bei Umgebungstemperatur, also ohne Verdampfung des Sprays,
wurden bei einem Streuwinkel' � 30Æ durchgef̈uhrt (vgl. Abb. 4.13). Dieser
Winkel bietet den Vorteil einer hohen Intensität des gebrochenen Streulichts
1. Ordnung. Die Intensität des reflektierten Lichts ist sehr viel schwächer.
Somit liegt ein dominierender Streumechanismus vor, der als Vorraussetzung
für die korrekte Bestimmung der Tropfengröße nach Gl. (4.2) und (4.3) gilt.

Für PDA-Messungen in heißer Gasatmosphäre (mit Verdampfung) wurde
dagegen ein größerer Streuwinkel' = 65Æ geẅahlt. Dies war notwendig,
da Berechnungen mit Hilfe der Formel (A.30) (S. 148) und der Beziehung
nach Eykman [PIT90] eine deutliche Abnahme der Dichte�f und des Bre-
chungsindexnp mit zunehmender Temperatur des Tröpfchens zeigen. Wie in
Abb. 4.14 dargestellt ist, sinkt der Brechungsindex des Dieseltröpfchens durch
die Aufheizung von Umgebungstemperatur (20ÆC) auf 500ÆC um 10% von
np = 1.46 aufnp = 1.31.

Abbildung 4.14: Brechungsindeẍanderung mit steigender Temperatur des Dieseltröpfchens
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Die Auswirkungen dieser Brechungsindexänderung auf die Phasenverschie-
bung und damit auf die gemessene Tropfengröße sind in nachfolgender
Abb. 4.15 f̈ur ein 5�m großes Diesel-Tröpfchen zu sehen. Bei einem Streuwin-
kel von' = 30Æ ver̈andert sich die Phasenverschiebung um 16%, bei' = 65Æ

dagegen nur um 3%. PDA-Messungen bei größerem Streuwinkel sind folglich

”
unempfindlicher“ gegen̈uber Schwankungen des Brechungsindex.
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Abbildung 4.15: Einfluss einer Brechungsindexänderung auf die gemessene Phasendifferenz
bei zwei versch. Streuwinkeln (Tropfengröße 5�m, Strahlabstand 26.6 mm)

Der Nachteil des gr̈oßeren Streuwinkels' = 65Æ liegt in der um den Faktor 8
bis 10 geringeren Streulichtausbeute (vgl. Abb. 4.13). Dies erlaubte Messungen
entlang der Strahlachse nur nach einem Abstand zur Düse von mehr als 10 mm.
Dagegen waren bei einem Streuwinkel' = 30Æ (bei Umgebungstemperatur,
ohne Brechungsindexänderung) auch noch Messungen 5 mm hinter dem
Düsenloch m̈oglich.

In der Tabelle A.5 im Anhang (S. 152) findet man eine Zusammenfassung der
wichtigsten geẅahlten Einstellungen und Parameter. Alle Messungen wurden
mit einem 2D-Phasen-Doppler-Messsystem der Firma Dantec (Fiber-PDA)
durchgef̈uhrt. Das System besitzt einen analogen Kovarianzprozessor zur Be-
stimmung der Frequenz und der Phasenverschiebung der empfangenen Signale.

Für Messungen unter Umgebungsdruck wurde ein Strahlabstand (vgl. Abb. 4.8,
S. 55) von 15 mm geẅahlt, um die Geschwindigkeiten von mehr als 350 m/ s
messen zu k̈onnen. Bei ḧoherer Gasdichte konnte der Strahlabstand wegen der
geringeren Tropfengeschwindigkeiten auf 26.6 mm vergrößert werden. Mit den
geẅahlten Einstellungen wurden Validierungsraten von 10-35% erreicht.
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Messgenauigkeit des PDA-Systems

Im Anhang A.6 (S. 153) findet man eine Fehlerrechnung mit der die Mess-
genauigkeit des PDA-Systems ermittelt wurde. Daraus ergab sich ein maxi-
maler Fehler bei der Geschwindigkeitsmessung unter Umgebungsbedingungen
(Messanordnung 1) von:

�v = 3:78m=s = 1:0%FS

Bei einem Strahlabstand vona = 26.6 mm, wie er f̈ur Messungen unter höherem
Gasdruck geẅahlt wurde (Messanordnung 2), lässt sich folgende Genauigkeit
erreichen:

�v = 1:49m=s = 0:71%FS

Entsprechend wurde der maximale Fehler bei der Tropfengrößenbestimmung
ermittelt:

�dp = 1:20�m = 0:96%FS (Messanordnung 1)

�dp = 0:86�m = 0:78%FS (Messanordnung 2)

Die ermittelte Genauigkeit�dp bei der Tropfgr̈oßenbestimmung gilt nur für
kugelförmige Partikel. Weiterhin muss eine lineare Phasen-Durchmesser-
Beziehung und ein dominierender Streumechanismus, unter Ausschluss von
Mehrfachstreuungen, gewährleistet sein. Bei kleinen Tropfen wirkt die Ober-
flächenspannung einer Deformation des Tropfens mit hohen Kräften entgegen.
Trotzdem k̈onnen Tropfen auftreten, die von der kugelförmigen Gestalt abwei-
chen.

Um Fehlmessungen aufgrund solcher Einflussgrößen zu vermeiden, läuft
beim PDA ein zus̈atzlicher Validierungsalgorithmus ab. Dazu wird neben
denüblichen Detektoren D1 und D2 ein zusätzlicher Detektor D3 verwendet
(vgl. Abb. 4.16). Dieser dritte Detektor erlaubt zum einen eine Erweiterung
des maximalen Durchmesser-Messbereichs und zum anderen einen Vergleich
zweier getrennter Messungen. Dies geschieht wie folgt:
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Abbildung 4.16: Anordnung der Detektoren und Bestimmung der Tropfengröße
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Durchquert ein Tropfen das Messvolumen, so wird er gleichzeitig von allen drei
Detektoren erkannt. Aus der zwischen den Detektoren D1 und D3 gemessenen
Phasendifferenz�1=3 wird ein vorl̈aufiger Tropfendurchmesserdp bestimmt.
Damit wird festgelegt in welchem der 2�-Segmente der Detektoren D1/D2 die
tats̈achliche Tropfengr̈oße liegt (vgl. Abb. 4.16). Anschließend wird aus der
Phasendifferenz�1=2 zwischen den Detektoren D1 und D2 die Tropfengröße
mit höherer Genauigkeit ermittelt.

Die durch zwei getrennte Messungen (D1/D3, D1/D2) ermittelten Tropfen-
durchmesserdp werden miteinander verglichen. Dazu werden die gemes-
senen Phasendifferenzen der einzelnen Tropfen gemäß Abb. 4.17 in ein
XY-Diagramm mit�1=3 entlang der X-Achse und�1=2 entlang der Y-Achse
eingetragen. Sofern mit beiden Messungen die gleiche Tropfengröße ermittelt
wurde, m̈ussen alle Tropfen auf einer Geraden liegen. Tropfen, deren Phasen-
differenzen nicht diesem theoretischen Verlauf entsprechen, werden erkannt
und, sofern die Abweichung ein Toleranzmaßüberschreitet, verworfen. Bei den
hier durchgef̈uhrten Messungen wurde das Toleranzband unter Umgebungs-
druck auf +/- 2%, in allen anderen Fällen auf +/- 5% eingestellt.

Um den Einfluss weiterer, nicht quantifizierbarer Störgrößen zu minimieren
und um eine reproduzierbare, statistische Auswertung der Messergebnisse zu
ermöglichen wurden jeweils 20.000 Tropfen gemessen. Dies geschah durch die
Überlagerung von mehr als 1000 Einzeleinspritzungen pro Messort. Es konnte
mehrmals gezeigt werden, dass eine weitere Erhöhung der Tropfenzahl auf bis
zu 100.000 keine wesentlichenÄnderungen der vorher ermittelten Spraygrößen
d10 , d32 undv10 zur Folge hatte.
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Abbildung 4.17: Validierung der Tropfengr̈oße durch Vergleich zweier getrennter Messungen
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Abschließend sei vermerkt, dass der sog. Trajektorieneffekt aufgrund der
Gauß0schen Intensiẗatsverteilung des Lichts [AIZ93, TRO99, DAN99, MAY01]
bei den hier vorgestellten Messungen keinen Einfluss hat da er nur bei großen,
transparenten Tropfen auftreten kann die um mindestens 50% größer sind als
der Durchmesser des Messvolumens. Dies ist im vorliegenden Fall ausge-
schlossen.
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5 Düseninnenstr̈omung und Kavitation

Es gilt als bewiesen, dass die Spraybildung außerhalb der Düse stark von der
Düseninnenstr̈omung beeinflusst wird [LEF89]. Die thermo- und fluiddyna-
mischen Vorg̈ange innerhalb der D̈use bestimmen das Geschwindigkeitsprofil
und den Turbulenzgrad sowie die lokale Druck- und Temperaturverteilung
der Str̈omung vor dem Austritt aus der Düse. Neben der Geometrie der Düse
spielen im wesentlichen die Stoffeigenschaften der Flüssigkeit (Dichte, Visko-
sität, Dampfdruck etc.) und die physikalischen Randbedingungen (Raildruck,
Einspritzmenge, Kammerdruck, Temperatur etc.) eine Rolle.

In zahlreichen Ver̈offentlichungen [OBE93, REI87, MAY93, AND93, YUL96,
FAE83, FAT97] wurden unterschiedlichste Strahlzerfallsmodelle vorgestellt.
Jedoch nur wenige Autoren haben berücksichtigt, dass bereits innerhalb der
Düse eine 2-Phasenströmung entstehen kann, die zu einer Zerteilung des
Flüssigkeitsstrahls führt und dadurch einen massiven Einfluss auf den Primär-
zerfall hat.

5.1 Überlegungen zur Bildung einer 2-Phasenstr̈omung in
der Düse

Die in dieser Arbeit durchgeführten Versuche lassen den Schluss zu, dass bei
allen g̈angigen Betriebszuständen des Einspritzsystems eine 2-Phasenströmung
auftrat. Zum Nachweis wurde eine Druckkammer fast vollständig mit fl̈ussigem
Dieselkraftstoff gef̈ullt. Der Kraftstoff wurde also nicht mehr in eine Gasat-
mospḧare sondern in Flüssigkeit eingespritzt (Diesel-in-Diesel-Einspritzung).
Der Kammerdruck wurde kontinuierlich auf bis zu 50 bar gesteigert. Der
Einspritzduck wurde im Bereich 250-800 bar variiert.

Unter Anwendung der Mie-Streulichttechnik (vgl. Abb. 4.6, S. 54) wurden Auf-
nahmen gemacht, wie sie in Abb. 5.1 dargestellt sind. Dabei wurde das Licht
einer Blitzlampe durch beide seitliche Fenster in die Kammer gelenkt. Die Tat-
sache, dass alle fünf Einspritzstrahlen zu sehen sind, gilt deshalb als Beweis für
die Existenz von Phasengrenzen, also Gasblasen, an denen das Licht gestreut
wurde. Schliereneffekte (Abb. 4.1, S. 48) können ausgeschlossen werden da der
eingespritzte Kraftstoff den selben Brechungsindex und die selbe Dichte hatte
wie der Kraftstoff in der Kammer.
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Abbildung 5.1: 2-Phasenstr̈omung im Einspritzstrahl (Diesel-in-Diesel-Einspritzung)
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linkes Bild: prail = 250 bar, pK = 1 bar, TK = 295 K
rechtes Bild: prail = 800 bar, pK = 50 bar, TK = 295 K

Bei einem Kammerdruck von 1 bar (Umgebungsdruck) und einem Einspritz-
druck vonprail = 250 bar zeigten sich helle weiße Strahlen auf einer Länge von
mehreren Zentimetern (Abb. 5.1, linkes Bild) . Auch bei einem motortypischen
Einspritzdruck von 800 bar und einem Kammergegendruck von 50 bar (vgl.
Abb. 5.1, rechtes Bild) war eine 2-Phasenströmung bis zu einer Entfernung von
3 mm vom D̈usenloch nachweisbar.

Als Ursache f̈ur die 2-Phasenströmung m̈ussen mehrere physikalische Prozesse
in Betracht gezogen werden. So könnte zum Beispiel im Kraftstoff gelöste Luft
ausgasen. Ebenso kann es zu Dampfblasenbildung bzw. Kavitation kommen
sofern der Dampfdruck in der D̈use unterschritten wurde. Bei hohen Gas-
drücken in der Kammer bzw. im Brennraum kann es auch zum Ausstoß von
Gas kommen, das nach Einspritzende in das Düsen- und Sackloch gedrückt
wird. Bei der obigen Diesel-in-Diesel-Einspritzung ist der zuletzt geschilderte
Fall jedoch ausgeschlossen.

In Abb. 5.2 sind zwei Aufnahmen dargestellt die im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit mit Hilfe der Mie-Streulichttechnik und der Schlierenmesstechnik
aufgenommen wurden. Im linken Bild ist ein Jet zu erkennen der sich von der
Sprayspitze ablöst. Im rechten Bild sind deutliche Protrusionen sichtbar, die
senkrecht zur Strahlachse aus dem Strahlrand hervortreten.
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Abbildung 5.2: Jet-Bildung und Protrusionen am Einspritzstrahl

t = 30 µs n. SB. t = 296 µs n. SB.

linkes Bild: Mie-Streulichtaufnahme,prail = 600 bar,pg = 1 bar, Tg = 295 K,mb = 8 mg
rechtes Bild: Schlierenaufnahme,prail = 1350 bar,pg = 14.3 bar,Tg = 295 K,mb = 10 mg

Ähnliche Jets und Protrusionen wurden auch von anderen Autoren bei Umge-
bungsbedingungen beobachtet. In Abb. 5.3 sind exemplarisch zwei Aufnahmen
von Meingast et.al. [MEI98] sowie von Eifler [EIF90] zum Vergleich darge-
stellt. Eifler sieht die Ursache für diese Pḧanomene in kollabierenden Kavi-
tationsblasen und bezieht sich auf ein Modell von Hentschel, Abb. 5.4. Solche
Beobachtungen scheinen aber nicht repräsentativ f̈ur den Motorbetrieb, bei dem
durch die hohen Gastemperaturen ein Wärmëubergang von der Brennraumluft
zum Kraftstoffdampf entsteht, wodurch die Dampfblasen expandieren und nicht
kondensieren bzw. kollabieren.

Abbildung 5.3: Jet-Bildung und Protrusionen am Einspritzstrahl

Meingast: Eifler:

Jetbildung Protrusion

linkes Bild: Aufnahme von Meingast et.al. [MEI98], Gegenlichttechnik,prail = 800 bar
rechtes Bild: Aufnahmen von Eifler [EIF90], Bildfrequenz 480 kHz
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Abbildung 5.4: Jet-Bildung durch kollabierende Kavitationsblasen [HEN83]; aus [EIF90]

5.2 Einfluss von im Kraftstoff gelösten Gasen

Das in einer bestimmten Flüssigkeitsmenge gelöste Gasvolumen bzw. seine
Masse ist nach dem Gesetz von Henry proportional zum Partialdruck des Ga-
ses in der Gasphase. Der Anteil der im Dieselkraftstoff gelösten Luft kann mit
folgender Gleichung [LAN62] berechnet werden

Vluft
Vfl

= pluft � �v (5.1)

Dabei ist �v der Bunsen-Koeffizient
h
in Norm�
m3(Luft)


m3(Lsgm:) atm

i
, pluft [atm℄ der

Partialdruck der Luft undVfl [
m3] das Volumen der Flüssigkeit. Nach
Landolt-Börnstein [LAN62] ist�v = 0:113 für diesel̈ahnliche Leichẗole bei
einer Umgebungstemperatur von T = 21ÆC. Demnach sind bei Umgebungsbe-
dingungen mehr als 11 Volumenprozent Luft im Dieselöl gelöst. Da es jedoch
keine chemische L̈oslichkeit der Luftbestandteile in Kohlenwasserstoffen gibt
ist die Luft physikalisch gelöst, d.h. die Gasmoleküle sind gleichm̈aßig in der
Flüssigkeit verteilt. Der Gasanteil hat im gelösten Zustand keine wesentliche
Änderung der Dichte, der Viskosität und der Kompressibilität des Dieselkraft-
stoffs zur Folge.
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Das Entl̈osen der Luft beginnt, sobald der statische Druck in der Düse unter den
Partialdruck der Luft f̈allt, bei dem sich das L̈osungsgleichgewicht eingestellt
hat, geẅohnlich der Umgebungsdruck. Ein Druckabfall unter 1 bar kann nur
in der Düsenspitze, vom Nadelsitz bis zum Düsenloch, auftreten. Dort ist die
Verweildauer des Kraftstoffs wegen hoher Strömungsgeschwindigkeiten aber
äußerst kurz. So dauert es bei einer mittleren Strömungsgeschwindigkeit von
250 m/s nur etwa 10�s bis der Kraftstoff vom Nadelsitz bis zum Düsen-
lochaustritt gestr̈omt ist. Bei diesen kurzen Zeitskalen wird das Blasenwachs-
tum durch die Wechselwirkung von Trägheit, Oberfl̈achenspannung, Viskosität
und Druck dominiert. Mit der Rayleigh-Plesset-Gleichung (5.2) kann gezeigt
werden, dass die oben genannten Verweilzeiten viel zu kurz sind um ein Wachs-
tum von Luftblasen zu erm̈oglichen [DFG00].

R
d2R

dt2
+
3

2

�
dR

dt

�2

=
pB(t)� p1

�fl
� 2�(T )

�flR
� 4�fl
�flR

dR

dt
(5.2)

5.3 Hydrodynamische Kavitation

Unter hydrodynamischer Kavitation bei Dieselkraftstoff versteht man das
Ausgasen der leicht fl̈uchtigen Bestandteile durch Unterschreiten des Dampf-
drucks. Letzterer beträgt, gem̈aß Abb. 5.5, f̈ur Dieselkraftstoff bei T = 22ÆC
nur pd = 700 Pa. Besonders bei kleinen Strömungsquerschnitten mit hoher
Wandreibung und durch plötzliche Querschnittsveränderungen steigen die
Druckverluste in der Strömung wodurch der statische Druck sinkt. Auch durch
hohe Str̈omungsgeschwindigkeiten und starke Krümmungen der Stromlinien
bilden sich Druckgradienten durch die der lokale statische Druck unter den
Dampfdruck der Fl̈ussigkeit fallen kann. Im Gegensatz zum Entlösen von Luft
läuft der Phasenwechsel bei Kavitationsvorgängen sehr rasch ab. Durch das
Wachstum der Blasen tritt eine massive Störung der Fl̈ussigkeitsstr̈omung auf,
die zur Instabiliẗat des Strahls beiträgt.

Zur Charakterisierung und Abgrenzung des Kavitationsbeginns dient die
KavitationszahlCN (

”
cavitation number“). Sie ist definiert als Quotient des

treibenden Druckgefälles�p = (prail � pg) und der Differenz aus dem Gas-
druck pg und dem Dampfdruckpd. Der Dampfdruck kann in erster Näherung
vernachl̈assigt werden, Gl. (5.3).
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CN =
prail � pg
pg � pd

� prail � pg
pg

(5.3)

Dan et.al. [DAN97] berichten, dass erste Kavitationserscheinungen bei Umge-
bungstemperatur schon bei einem Druckgefälle in der D̈use von�p = 3:5 bar
(KavitationszahlCN = 3:45) auftreten k̈onnen, und dass bei einer Druckdif-
ferenz�p > 17:5 bar (CN = 17:28) bereits das gesamte Sackloch der Düse
mit Kavitationsblasen gefüllt ist. Dabei wurden Kavitationserscheinungen
zuerst am scharfkantigen Düseneinlauf und ab�p > 11:5 bar (CN = 11:35)
zus̈atzlich am Nadelsitz beobachtet.Ähnliches konnte auch Eifler [EIF90]
feststellen. Hall [HAL63] ermittelte 1963 aus theoretischen Untersuchungen
für eine D̈use mitL=d0 = 5 einen GrenzwertCNkrit = 2:2, bei dessen
Überschreitung Kavitation einsetzt. Bode [BOD91] bestimmte den Wert an
einer scharfkantigen D̈use experimentell zuCNkrit � 5.

Die typischen Betriebspunkte eines Dieselmotors liegen jedoch bei Kompres-
sionsdr̈uckenpg > 50 bar und Einspritzdr̈uckenprail > 400 bar. Daraus ergibt
sich eine KavitationszahlCN > 7. Diese nimmt mit steigendem Raildruck
gem̈aß Formel (5.3) weiter zu. Es muss deshalb im gesamten Betriebsbereich
des Einspritzsystems von Kavitation in der Düse ausgegangen werden.

Abbildung 5.5: Dampfdruckkurve des Dieselkrafstoffs [ARA01]
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Die kavitationskritischen Bereiche der hier untersuchten Dieseleinspritzdüsen
sind der Nadelsitz und die Einlaufkante zum Düsenloch. Ersterer ist nur bei
geringem Nadelhub, also bei Einspritzbeginn und -ende betroffen. Am Düsen-
locheinlauf kann dagegen während der gesamten Einspritzdauer Kavitation
auftreten. Um letzteres zu veranschaulichen wird Abb. 5.6 herangezogen. Evtl.
dreidimensionale Strukturen der Strömung und instation̈are Effekte werden in
dieser stark vereinfachten Betrachtung vernachlässigt.

Abbildung 5.6: Entstehung der Kavitation am D̈usenlocheinlauf

1: axiale Stromlinie
2: Grenzschicht
3: Kavitationsgebiet
4: Düsennadel
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Aus der Kr̈ummung der Stromlinien resultiert ein starker Druckgradient von der
Wand zur axialen Stromlinie. Dieser berechnet sich aus

�p

�r
= �

v2s
r

(5.4)

mit der Geschwindigkeitvs entlang einer Stromlinie mit dem Krümmungsradius
r. Integriert man Gl. (5.4)

Z b

a

�p

�r
dr =

Z b

a

�
v2s
r
dr (5.5)
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und setzt in grober N̈aherungvs = v = 
onst: über den gesamten Querschnitt
so ergibt sich

pb � pa = �pa;b = � v2 log
rb
ra

(5.6)

Setzt manra = 0:1mm und rb = ra + d0=2 = 0:186mm so erḧalt man mit
�fl = 825 kg=m3

�pa;b ' 222 � v2 (5.7)

Für den Fall der Kavitationsbildung im D̈usenloch muss bei einem maximal
möglichen statischen Druck auf der axialen Stromlinie vonps = pg = 50 bar
die Druckdifferenz�pa;b = ps � pd ' 50E+05 Pa betragen. Dies erfordert
nach Gl. (5.7) eine Geschwindigkeit von

v =

r
�pa;b
222

' 150m=s (5.8)

bzw. einen Massenstrom von

_mb = �fl � v � 5
�
d20 �

4

�
' 14:4E � 03 kg=s (5.9)

Dieser Massenstrom wird für die vorliegende D̈use bei maximalem Nadelhub
und einem Gasdruckpg = 50 bar bereits ab einem Raildruck von 260 bar er-
reicht, was einem treibenden Druckgefälle von�p = 210 bar oder einer Ka-
vitationszahl vonCN = 4.2 entspricht. Dies ist eine weitere Bestätigung, dass
im Normalbetrieb (prail > 400 bar) Kavitation auftritt. Damit wird die Exi-
stenz eines

”
intact core“, also einer vollkommen ungestörten, einphasigen, zu-

sammenḧangenden und unzerteilten Flüssigkeitsstr̈omung in D̈usenn̈ahe, wie
er von zahlreichen Autoren [FAT97, AND93, ARA84, CHE85, YUL94] kom-
muniziert wird äußerst unwahrscheinlich. Vielmehr muss davon ausgegangen
werden, dass der Strahl durch die 2-Phasenströmung bereits beim Austritt aus
der Düse in Segmente, Cluster, Flüssigkeitsf̈aden und Tropfen zerteilt ist.
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5.4 Berechnungen zur Düseninnenstr̈omung

Untersuchungen anderer Autoren (z.B. [EIF90]) zeigen, dass bereits geringfügi-
ge Änderungen der D̈useninnengeometrie messbare Auswirkungen auf die
Innenstr̈omung und damit auch auf die Spraybildung nach sich ziehen können.
Aus diesem Grund wurde in der vorliegenden Arbeit Wert darauf gelegt, dass
die Geometrie der Serien-Einspritzdüse unver̈andert blieb. Dies verhinderte
jedoch eine detaillierte Untersuchung der Düseninnenstr̈omung mit optischen
oder mechanischen Messmethoden. Für das Versẗandnis der sp̈ater diskutierten
Messergebnisse scheint es dennoch erforderlich die Düseninnenstr̈omung
zumindest grundlegend zu charakterisieren. Der interessierte Leser wird für
weiterführende Informationen zu diesem Thema auf die Literatur verwiesen
[EIF90, BOD91, SOT95, KAT97, KIM97] und [SCH00, SCH97, KUE99].

Wie oben bereits angedeutet ist die Düsenstr̈omung stark von der Geometrie
der Düse abḧangig. Die nachfolgende Abb. 5.7 zeigt eine der hier untersuchten
Mini-Sacklochd̈usen mit maximal gëoffneter Nadel (Nadelhub h = 250�m)
sowie die Geometrie der D̈usennadel, des Nadelsitzes und des Spritzlochs.

Abbildung 5.7: Untersuchte Mini-Sacklochdüse und D̈usennadel mit ZHI-Geometrie
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Die Dichtwirkung erfolgt am Nadelsitz unterhalb der sog. ZHI-Geometrie
(BOSCH-Bezeichnung). Letztere ist eine Nut im Bereich der Nadelspitze
und soll f̈ur eine gleichm̈aßige Zustr̈omung des Kraftstoffs in das Sackloch
bei geringen Nadelḧuben sorgen. Die Einlaufkanten zu den Düsenl̈ochern
sind hydro-erosiv gerundet um die Strömungsverluste zu reduzieren und den
hydraulischen DurchflusswertHD reproduzierbar einstellen zu können.

Die komplexe Geometrie der D̈use soll f̈ur eine einfache Berechnung auf das
nachfolgende Prinzipschaubild (Abb. 5.8) reduziert werden. Für die Betrach-
tung der D̈useninnenstr̈omung sind vor allem die Strömungsquerschnittsflächen
am Nadelsitz (Asitz) und im Düsenloch (A0), die Stoß- und Umlenkverluste im
Sackloch und in das D̈usenloch sowie die Wandreibungseffekte entscheidend.
Die FlächeAsitz ist unmittelbar vom Nadelhub abhängig und̈andert sich damit
während der Einspritzung.

Abbildung 5.8: Prinzip der Sacklochd̈use

prail, T ,

v = 0

ρrail rail

rail

Druckbehälter (Rail)
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Für die hier besprochene Düsengeometrie wurden die Strömungsquerschnitts-
flächen berechnet und in Abb. 5.9 dargestellt. Bis zu einem Nadelhub von
77�m ist die Querschnittsfl̈ache der D̈usenl̈ocher gr̈oßer als die in Abb. 5.10
gekennzeichnete kleinste Fläche am Nadelsitz. Dies bedeutet, dass bei Na-
delhüben kleiner als 77�m der Nadelsitz die Hauptdrosselstelle darstellt. Erst
abh > 77 �m wandert die Hauptdrosselstelle vom Nadelsitz zum Düsenloch.
Damit ändert sich mit zunehmendem Nadelhub der Massenstrom und die
Druckverluste sowie die Strahlaustrittsgeschwindigkeit und die Spraybildung.
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Abbildung 5.9: Strömungsquerschnitt am Nadelsitz und an den Düsenl̈ochern in Abḧangigkeit
vom Nadelhub

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0.25

0.3

0.35

0.4

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3

Nadelhub [mm]

S
tr

ö
m

u
n

g
s

q
u

e
rs

c
h

n
it

t
[m

m
²] Strömungsquerschnitts-

fläche am Nadelsitz Asitz

Strömungsquerschnittsfläche
der Düsenlöcher

Nadelhub h = 77 µm

Abbildung 5.10: Geringster Str̈omungsquerschnitt am Nadelsitz

kleinster Strömungs-
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Im folgenden soll f̈ur die besprochene D̈usengeometrie der Massenstrom und
der lokale statische Druck unter Berücksichtigung der Reibungs- und Umlenk-
verluste f̈ur einen motortypischen Einspritzdruck berechnet werden. Wie wir
aus den vorhergehenden Kapiteln wissen, tritt dabei eine 2-Phasenströmung auf
sobald der statische Druck unter den Dampfdruck (700 Pa) fällt. Die analytische
Berechnung des Druckverlusts einer 2-Phasenströmung ist jedoch nur unter be-
stimmten Voraussetzungen möglich. So setzt z.B. die Gleichung von Lockhart
und Martinelli [MAY82] die Kenntnis des Dampfgehaltes_x sowie die Visko-
sität des Dampfes voraus. Beides ist im vorliegenden Fall unbekannt.
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Der Einfachheithalber wird in nachfolgender Rechnung solange von einer ein-
phasigen Str̈omung ausgegangen, bis der statische Druck der Strömung den
Dampfdruck erreicht. Zur Berechnung werden die Erhaltungsgleichungen für
Masse und Energie herangezogen. Da mehr als 90 % [MEL76] der Druckum-
setzung im Bereich der D̈usenspitze (Nadelsitz, Sackloch, Düsenl̈ocher) statt-
findet, kann die Str̈omung im Zulauf zur D̈use vernachlässigt werden. Ẅahlt
man die Systemgrenze vom Zulauf zum Nadelsitz bis zum Austritt aus den
Düsenl̈ochern, so ist dieKontinuit ätsgleichung(Massenerhaltung) wie folgt
definiert:

�zu � vzu �Azu = �ab � vab �Aab+ �d�u �Adn � Æh=Æt+�d�u � Æpd�u=Æt �Vd�u=E (5.10)

�i; vi; Ai: Dichte, Geschwindigkeit und Querschnittsfläche;
Adn; h: Düsennadelquerschnitt und Nadelhub;
pd�u; Vd�u; E: Druck, Volumen, Kompressibilität;

Die Volumen̈anderung im Sackloch durch den Nadelhub (Adn � Æh=Æt) kann
wegen der im Vergleich zur Strömungs- und Schallgeschwindigkeit langsamen
Nadel̈offnungsgeschwindigkeit in erster Näherung vernachlässigt werden. Glei-
ches gilt f̈ur die Volumen̈anderung durch die Kompressibilität des Kraftstoffs
(Æpd�u=Æt � Vd�u=E). Die Dichte� des Kraftstoffs soll als konstant (inkompressi-
bel) betrachtet werden.

Damit vereinfacht sich Gl. (5.10) zu:

vab = Azu=Aab � vzu (5.11)

Weiterhin gilt die vereinfachteEnergieerhaltungsgleichung(Bernoulli):

prail|{z}
Totaldru
k

= pzu|{z}
statis
herDru
k

+ �=2 � v2zu| {z }
dynamis
herDru
k

= pi + �=2 � v2i + �pv|{z}
V erluste

(5.12)
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Die Str̈omungs- und Impulsverluste berechnen sich nach Gl. (5.13) aus der
Rohrreibungszahl� und den Widerstandsbeiwerten�i.

�pv = �i � li=di � �=2 v2i +� �i �=2 v
2 (5.13)

Die Wandrauhigkeit innerhalb der Düse istk � 2 �m. Deshalb gilt die Formel
für hydraulisch glatte Rohre:

� = 64=Re f�ur Re < 2320 (5.14)

� = 0:3164=(Re)0:25 f�ur 2320 < Re < 100000 (5.15)

In Abb. 5.11 ist der Verlauf der Strömungsquerschnittsfläche vom Beginn des
Nadelsitzes bis zum Ende des Düsenlochs f̈ur verschiedene Nadelhübe darge-
stellt. Man erkennt zwei Diskontinuitäten, beimÜbergang vom Nadelsitz zum
Sackloch und beim Einlauf in die D̈usenl̈ocher. Diese sprungartigëAnderung
des Str̈omungsquerschnitts führt zu erheblichen Impulsverlusten, die gemäß
Dubbel [DUB95] in den Beiwerten�i ber̈ucksichtigt wurden.

Bis zum Beginn der Einspritzung liegt am Nadelsitz der Raildruckprail an.
Im Sackloch herrscht der Kammerdruckpg. Bei Umgebungstemperaturen ist
das Sackloch noch mit Restkraftstoff der vorhergehenden Einspritzung gefüllt.
Bei hohen Temperaturen ist der Kraftstoff bereits ausgedampft. Sobald die
Nadel sich zu heben beginnt entsteht am Nadelsitz eine Ringspaltströmung.
Entlang des Nadelsitzes nimmt der Strömungsquerschnitt durch die Kegelform
kontinuierlich ab. Der kleinste Querschnitt wird unmittelbar vor dem Einlauf
in das Sackloch erreicht (vgl. Abb. 5.10). Mit abnehmender Querschnittsfläche
steigt lokal die Str̈omungsgeschwindigkeit (Massenerhaltung) und der statische
Druck sinkt (Energieerhaltung).

Für die nachfolgende Strömungsberechnung seien folgende Größen vorgege-
ben: der Raildruckprail = 600 bar, der Umgebungsdruckpg = 50 bar, die Dichte
des Diesels�f = 824.8kg=m3 bei Tf = 22ÆC und die kinematische Viskosität
�f = 1.86E-06m2=s.
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Abbildung 5.11: Verlauf der Str̈omungsquerschnittsfläche bei verschiedenen Nadelhüben
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Zunächst soll der maximal m̈ogliche Massenstrom_mb bestimmt werden bei
dem der statische Druckpi bis kurz vor dem Einlauf ins D̈usenloch gerade
noch nicht unter den Dampfdruck fällt (pi > pd) und somit im Bereich des
Nadelsitzes und des Sacklochs theoretisch keine Kavitation auftritt. Wie bereits
im vorhergehenden Kapitel gezeigt wurde, bildet sich beim Eintritt in das
Düsenloch ein starker Druckgradient der Kavitation im Düsenloch auslöst.
Deshalb k̈onnen nur die Rechenergebnisse der einphasigen Strömung bis zum
Düsenloch verwendet werden.

Die lokale Str̈omungsgeschwindigkeitvi und der Druckverlust�pv werden mit
den Gleichungen (5.11) und (5.13) ermittelt. Dabei wird angenommen, dass
die Geschwindigkeiẗuber den gesamten Strömungsquerschnitt gleich verteilt
ist. Das Ergebnis der Massenstromberechnung, das in Abb. 5.12 dargestellt ist,
zeigt eine starke Abḧangigkeit des Massenstroms vom Nadelhub.

Aus dem ermittelten Massenstrom kann nicht ohne weiteres auf die Düsen-
austrittsgeschwindigkeit geschlossen werden. Denn durch die (aufgrund der
Kavitationseffekte) im D̈usenloch gebildete Gasphase sinkt der effektive
Strömungsquerschnitt der Flüssigphase wodurch aufgrund der Kontinuitäts-
gleichung (5.11) die Strömungsgeschwindigkeit zunehmen muss.
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Abbildung 5.12: Maximaler Massenstrom_mb in Abḧangigkeit Nadelhub
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Betrachtet man nun für den eben ermittelten maximalen Massenstrom die
berechneten Strömungsverluste in nachfolgender Abb. 5.13, so wird deutlich,
dass bei einem Raildruckprail = 600 bar bis zum D̈usenloch Druckverluste von
�pv = 290-500 bar auftreten können. Bei geringen Nadelhüben entstehen allein
durch die Wandreibung im Bereich des Nadelsitzes Verluste von mehreren
100 bar, wogegen bei größeren Nadelḧuben und steigenden Massenströmen
_mb vor allem die Verluste beim Einlauf in das Sackloch und das Düsenloch

überwiegen.

Durch die Str̈omungsverluste sinkt der statische Druck und damit auch der To-
taldruck. Man erkennt aus Abb. 5.14, dass für h = 0.02 mm bei einem Mas-
senstrom _mb = 6.9 mg/ms der statische Druckpi bereits am Nadelsitz fast bis
auf den Dampfdruck (pd = 700 Pa) abf̈allt. Man muss deshalb davon ausgehen,
dass bei der hier untersuchten Düse f̈ur Nadelḧube bis h = 0.02 mm Kavitation
auch am Nadelsitz auftritt. Wegen des folgenden Druckanstiegs im Sackloch
(aufgrund der gr̈oßeren Querschnittsfläche und der geringeren Strömungsge-
schwindigkeit) k̈onnte der Dampf jedoch wieder kondensieren bevor sich im
Düsenloch erneut eine Gasphase bildet.
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Abbildung 5.13: Druckverluste entlang des Stromfadens bei versch. Nadelhüben
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Abbildung 5.14: Statischer Druck entlang des Stromfadens bei versch. Nadelhüben
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Der Düsenhersteller gibt für die besprochene D̈use (d0 = 0.172 mm) bei vollem
Nadelhub (h = 0.25 mm) einen hydraulischen Durchfluss HD = 365 cm3/ 30s
bei einem treibenden Druckgefälle von �p = 100 bar und einer Dichte
�fl = 816 kg/ m3 an. Daraus berechnet sich ein Volumenstrom:

HD = _V =
365

30 � 106
�
m3

s

�
= 1:22E� 05

�
m3

s

�
(5.16)

bzw. ein Massenstrom:

_mb = _V � �fl = 1:22E� 05

�
m3

s

�
� 816

�
kg

m3

�
= 9:96E� 03

�
kg

s

�
(5.17)

Die eigene Berechnung der maximal möglichen Massenstroms mit Hilfe der
Erhaltungss̈atze unter Ber̈ucksichtigung der besprochenen Druckverluste ergibt:

_mb; theor: = 10:1E� 03

�
kg

s

�
(5.18)

Damit gibt die Berechnung trotz einiger vereinfachender Annahmen sehr gut
den realen Wert wieder.
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6 Makroskopische Strahlgrößen

Die makroskopischen Strahlgrößen, wie z.B. die Strahlausbreitungsgeschwin-
digkeit und -eindringtiefe sowie der Strahlkegelwinkel, bestimmen die zeitli-
che undörtliche Verteilung des Kraftstoffs im Brennraum. Ihre Kenntnis zählt
zu den Grundvoraussetzungen für die Entwicklung und Optimierung direktein-
spritzender Brennverfahren. Nachfolgend sollen mit Hilfe der Untersuchungen
in den Druckkammern und in der Einhubmaschine die wichtigsten Einfluss-
größen dargestellt und diskutiert werden.

6.1 Strahlausbreitung und -eindringtiefe

Die Strahlausbreitung im D̈usennahbereich ist zunächst von der Austrittsge-
schwindigkeitv0 des Kraftstoffs aus dem D̈usenloch abḧangig. Diese beein-
flusst auch den Massenstrom (_mb = �f A0 v0) und den Strahlimpuls (I = _mb v0).

Aus der vereinfachten Energieerhaltungsgleichung nach Bernoulli (5.12) kann
die theoretische Maximalgeschwindigkeitvmax wie folgt berechnet werden:

vmax =

s
2(prail � pg)

�f
=

s
2�p

�f
(6.1)

Wegen der Druck- und Impulsverluste am Nadelsitz, im Sackloch und im
Düsenloch liegt die tatsächliche D̈usenaustrittsgeschwindigkeitv0 deutlich
niedriger. Dies wird̈uber den AusflusskoeffizientenCd(t) < 1 ber̈ucksichtigt,
der wie folgt definiert ist:

Cd(t) =
_mb(t)

zd�u d0 2 �=4
p
2 �f �p (t)

=
_mreal(t)

_mtheor:(t)
(6.2)

Die hier durchgef̈uhrten Messungen zeigten, dass der BeiwertCd(t) vor allem
vom zeitlichen Verlauf des Nadelhubsh(t) und damit indirekt auch vom
Injektorsteuerungsprinzip (Solenoid/Piezo) sowie vom Raildruck, von der
Düsenreynoldszahl und von der Düsengeometrie beeinflusst wird.
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Abb. 6.1 zeigt den Verlauf vonCd(h) für die untersuchte 5-Loch-Minisackloch-
Düse, abgeleitet aus den vereinfachten, theoretischen Betrachtungen in
Kap. 5.4. Um den Wert vonCd(t) rein theoretisch zu ermitteln, bedarf es auf-
wendiger CFD-Rechnungen, bei denen die Abhängigkeit der D̈usenstr̈omung
vom Nadelhub, sowie Kavitations- und andere instationäre Effekte ber̈ucksich-
tigt werden. In der Praxis wird häufig der tats̈achliche Massenstrom_mreal(t)mit
einem Mengen- oder Einspritzverlaufsindikator messtechnisch bestimmt und
darausCd(t) mit Gl. (6.2) ermittelt.

Abbildung 6.1: VerlustbeiwertCd in Abḧangigkeit vom Nadelhubh
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Der effektive Str̈omungsquerschnitt der Flüssigphase am D̈usenlochaustritt,
der im Falle einer Str̈omungsabl̈osung (Kavitationsfilm!) sinkt, wird durch
einen KoeffizientenCa � 1 beschrieben. Daraus ergibt sich die Austrittsge-
schwindigkeit zuv0 = Cd(t)/Ca(t) � vmax = Cv(t) � vmax. Ein weiterer Faktor
K, der in Kap. 7.1.4 (S. 116) noch näher erkl̈art wird, soll ber̈ucksichtigen,
dass sich der Strahl nur mit der Geschwindigkeit der schnellsten Tropfen in
der Sprayspitze ausbreiten kann, die jedoch durch Wechselwirkung mit der
Gasphase abgebremst werden. Bis zu einer Entfernung von etwa 10 mm vom
Düsenloch l̈asst sich die Strahlausbreitung bzw. die EindringtiefeS(t) für
Einspritzdr̈uckeprail < 1000 bar somit nach Gl. (6.3) beschreiben.

S(t) =

tZ
0

K � Cv(t)| {z }
Cd(t)=Ca(t)

s
2�p(t)

�fl
dt f �ur 0 < S < 10mm (6.3)
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6.1.1 Strahlausbreitung bei Einspritzbeginn

In Abb. 6.2 ist die Sequenz einer Hochgeschwindigkeitsaufnahme (27.000
Bilder/Sekunde) der Strahlausbreitung des Solenoid-Injektors mit einer Sitz-
lochdüse unmittelbar nach Einspritzbeginn dargestellt. Man erkennt eine
zeitliche Zunahme der Ausbreitungsgeschwindigkeit des Einspritzstrahls. Wie
wir aus den Berechnungen in Kap. 5.4 und aus Abb. 6.1 wissen, ist bei wenig
gëoffneter Nadel die Drosselwirkung am Nadelsitz sehr hoch. Mit zunehmen-
dem Nadelhub nehmen die Druckverluste schnell ab, wodurch der Massenstrom
_mb und die D̈usenaustrittsgeschwindigkeitv0 steigen (vgl. Abb. 5.12, S. 81).

Diese Zunahme der Kraftstoffaustrittsgeschwindigkeit führt zu Einhol- bzw.
Überholvorg̈angen der Sprayspitze durch den nachfolgenden, mit höherem
Impuls austretenden Kraftstoff. Dabei kann es zu Tropfenkollisionen gemäß
Abb. 2.6 (S. 21) kommen die eine Tropfenkoaleszenz zur Folge haben.

Abbildung 6.2: Strahlausbreitung bei Einspritzbeginn am Solenoid-Injektor mit Sitzlochdüse
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Aus dem Diagramm im unteren Teil der Abb. 6.2 geht hervor, dass die Be-
schleunigung der Sprayspitze, je nach Einspritzdruck, während der ersten
80-160�s und bis zu einer Entfernung von etwa 5 mm vom Düsenloch auftrat.
Dies entsprach im untersuchten Motorbrennraum knapp 30% der maximalen
Strahleindringtiefe, da der Abstand vom Düsenloch bis zur Kolbenmuldenwand
etwa 17 mm betrug. Nach der Beschleunigungsphase zeigte sich ein annähernd
linearer Verlauf der Strahleindringtiefe, d.h. die Ausbreitungsgeschwindigkeit
war zun̈achst konstant.

Die oben dargestellten Ergebnisse wurden bei Versuchen mit dem Solenoid-
Injektor unter Umgebungsbedingungen (pg = 1 bar, Tg = 295 K), also bei
sehr geringer Gasdichte (�g = 1.2 kg/m3) beobachtet. Gegenversuche (bis
�g � 24 kg/m3) besẗatigten, dass der Beschleunigungseffekt auch bei höheren
Gasdichten auftritt. Hier konnte jedoch bei Eindringtiefen von mehr als 15 mm
eine Abnahme der Strahlgeschwindigkeit durch Impulsaustausch mit der
Luft festgestellt werden. Beim Piezo-Injektor, bei dem sich die Düsennadel
schneller hob als beim Solenoid-Injektor, wurde die Drosselphase zu Beginn
der Einspritzung so schnell durchfahren, dass der Beschleunigungseinfluss
vernachl̈assigt werden konnte.

Bei den in Abb. 6.2 ausgewerteten Versuchen mit dem Solenoid-Injektor
wurde stets die gleiche Gesamtmenge Kraftstoff eingespritzt (mb = 10 mg).
Dazu wurde mit steigendem Einspritzdruck die Einspritzdauer gemäß einem
vorgegebenen Einspritzmengenkennfeld6 verkürzt. Wie aus Abb. 6.3 ersicht-
lich ist, öffnete die D̈usennadel umso schneller, je höher der Einspritzdruck
war. Deshalb wurde bei höheren Raildr̈ucken einerseits der Strahlaustritt
früher beobachtet und andererseits wurde schneller eine konstante Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit erreicht. Unabhängig vom Einspritzdruck erreichte der
Nadelhub bei der untersuchten Teillast-Einspritzmenge nur kurzzeitig einen
Wert von 0.15 mm. Dies entsprach etwa 60% des maximalen Nadelhubs
(hmax = 0.25 mm).

Betrachtet man die Strahlausbreitung an einer Mini-Sacklochdüse, Abb. 6.4,
so ist auch hier eine leichte Zunahme der Strahlgeschwindigkeit in den ersten
160�s nach Einspritzbeginn feststellbar. Im Vergleich zur Sitzlochdüse war die
Beschleunigung aber weniger stark ausgeprägt, was auf die unterschiedliche
Düseninnengeometrie (vgl. Abb. 3.14, S. 45) zurückzuf̈uhren ist.

6erstellt durch das Institut f¨ur Motorenbau Prof. Huber GmbH, München
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Abbildung 6.3: Nadelhub bei konstanter Einspritzmenge und variablem Raildruck
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Abbildung 6.4: Strahlausbreitung bei Einspritzbeginn an einer Sacklochdüse
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6.1.2 Strahlausbreitung bei Raildruckvariation

In Abb. 6.5 ist die Ausbreitung der Einspritzstrahlen (Flüssigphase) in der
Kolbenmulde der Kompressionsmaschine bei verschiedenen Raildrücken
dargestellt. Die Strahlausbreitungsgeschwindigkeit stieg gemäß Gl. (6.3) mit
zunehmendem Raildruck an.

Abbildung 6.5: Sprayausbreitung in der Kompressionsmaschine bei verschiedenen Raildrücken
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5-Loch-Minisacklochd̈use (HD 365), Einspritzung in Stickstoffatmosphäre (ohne Verbrennung)
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Abbildung 6.6: Sprayausbreitung bei verschiedenen Raildrücken
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Die Auswertung der dargestellten Bildsequenzen hinsichtlich der Strahlein-
dringtiefe ist in Abb. 6.6 zu sehen. Vernachlässigt man alle instationären Effekte
und setztCv = Cv(t) = konst:, so kann die Strahlausbreitung nach Gl. (6.3)
mit folgenden KoeffizientenK � Cv beschrieben werden:

K � Cv = 0:105 +
prail [bar℄

22400
(6.4)

Daraus ergeben sich WerteK�Cv = 0.123 - 0.168. Diese erscheinen, im Ver-
gleich zu Literaturwerten (z.B. [HIR90]:K�Cv = 0.39), sehr gering. Jedoch
muss beachtet werden, dass sich die Düsennadel bei den hier untersuchten
Teillastmengen (mb = 8-15 mg) nicht vollsẗandig öffnete (Abb. 6.3, S. 88).
Dadurch wurde die Strömung am Nadelsitz gedrosselt und eine geringere Aus-
trittsgeschwindigkeit erreicht. Außerdem wurde eine Seriendüse untersucht,
bei der eine starke Strömungsumlenkung beim̈Ubertritt des Kraftstoffs in das
Düsenloch auftrat. Daraus resultierten hohe Strömungsverluste. In der Literatur
wurde dagegen meist mit Einlochdüsen gearbeitet, bei denen das Düsenloch
auf der D̈usenachse lag. Dies führte zu einer symmetrischen Strömung in das
Düsenloch, wodurch ḧohereCv-Werte erreicht wurden.
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Eine Übertragung des ermittelten Wertes für K�Cv auf andere Versuche, z.B.
mit Piezo-Injektoren, anderen Düsen oder anderen Einspritzmengen, ist, wegen
des sichändernden Verlaufs vonCv(t), nicht zul̈assig. Jede Konfiguration
des Einspritzsystems bedarf einer eigenen experimentellen oder numerischen
Analyse.

6.1.3 Strahlausbreitung bei unterschiedlichen Gasdichten

Die Auswirkungen einer steigenden Gasdichte auf die Strahlausbreitung wurde
im Rahmen dieser Arbeit sowohl in der unbeheizten Druckkammer (Abb. 3.2,
S. 27) mit Hilfe der Mie-Streulichttechnik, als auch in der Kompressions-
maschine mit dem Schattenverfahren untersucht. In der Kammer wurde der
Gasdruck bei Umgebungstemperatur schrittweise vonpg = 1 bar aufpg = 20 bar
erḧoht. Dies entspricht einer Dichtevariation von�g = 1.2 - 23.6 kg/m3. In der
Einhubmaschine wurden durch Aufladung, vergleichbar einem Abgastur-
bolader, drei dieselmotortypische Kompressionsenddrücke (pOT = 58 bar,
69 bar, 78 bar) realisiert. Die Kompressionstemperatur vonTOT � 990 K blieb
konstant wodurch sich drei unterschiedliche Luftdichten ergaben (20.4 kg/m3,
24.3 kg/m3, 27.5 kg/m3).

In Abb. 6.7 sind einige Sequenzen aus den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen
der Dieseleinspritzung in die Kolbenmulde der Kompressionsmaschine bei ei-
nem Raildruck von 1400 bar dargestellt. Wie aus Abb. 6.8 zu erkennen ist,
sank die Strahlausbreitungsgeschwindigkeit durch den steigenden Widerstand
der Luft von 95 m/s (pOT = 58 bar) auf 71 m/s (pOT = 69 bar) und schließlich
auf 56 m/s (pOT = 78 bar). Bei hohen Einspritzdrücken kam es aufgrund von
Kavitationseffekten in der D̈use und wegen der hohen Relativgeschwindigkeit
zwischen dem austretenden Strahl und der Umgebungsluft zu einem schnellen
Strahlaufbruch unmittelbar nach Austritt aus der Düse. Dies beschleunigte die
Mischung des Kraftstoffs mit der Brennraumluft und führte zu einer fr̈uh ein-
setzenden Abbremsung des Strahls durch Impulsaustausch mit der Gasphase.
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Abbildung 6.7: Strahlausbreitung in der Kompressionsmaschine bei verschiedenen Gasdichten
und hohen Einspritzdrücken
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Abbildung 6.8: Auswertung der Bildsequenzen von Abb. 6.7 hinsichtlich der Strahlausbreitung
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Die Experimente in der Kompressionsmaschine (Abb. 6.8) zeigten, dass bei ho-
hen Einspritzdr̈ucken der Einfluss der Gasdichte auf die Strahlausbreitung im
Düsennahbereich nicht vernachlässigt werden kann. Deshalb wurde die Glei-
chung (6.3) um den empirisch ermittelten Ausdruck (27=�1:1g ) erweitert. Daraus
ergibt sich f̈ur prail > 1000 bar folgende Gleichung:

S(t) =

tZ
0

K � Cv(t)

s
2�p(t)

�f
(27=�1:1g ) dt f �ur 0 < S < 10mm (6.5)

Im Gegensatz zu den obigen Experimenten war bei Einspritzdrücken unter
1000 bar bis zu einer Entfernung von 16 mm vom Düsenloch dagegen kaum
ein Einfluss der Luftdichtevariation auf die Strahlausbreitung feststellbar, wie
aus den Abbildungen 6.9 und 6.10, hier beiprail = 400 bar, zu erkennen ist.

Abbildung 6.9: Einfluss der Gasdichte auf die Strahlausbreitung in der Kompressionsmaschine
bei geringem Raildruck
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Einspritzung in Stickstoffatmosphäre (ohne Verbrennung)
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Abbildung 6.10: Auswertung der Bildsequenzen von Abb. 6.9 hinsichtlich der Strahlausbreitung
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Der bei geringen Einspritzdrücken fehlende Einfluss der Gasdichte auf die
Strahlausbreitung in D̈usenn̈ahe ist darin begründet, dass der Strahl schlechter
zersẗaubt wurde. Bis zu einer Entfernung von etwa 10 mm von der Düse lag
eine hohe Tropfenkonzentration im Spray vor. Das Volumen der Gasphase
im Strahl war im Vergleich zur Flüssigphase sehr gering. Nur die Tropfen in
der Sprayspitze und am Strahlrand unterlagen einer direkten Wechselwirkung
mit der ruhenden Gasphase und wurden stark abgebremst. Dabei wurde ein

”
Windschatteneffekt“ induziert, durch den der Luftwiderstand bzw. die aero-

dynamischen Kr̈afte auf die Tropfen im Spray zunächst gering blieben. Dies
wurde auch bei den später diskutierten PDA-Messungen beobachtet.

Mit zunehmender Eindringtiefe stieg der Lufteintrag in das Spray. Sobald das
Volumen der Gasphasëuberwog wurde der Strahl durch Impulsaustausch mit
der Luftmasse abgebremst. Dies zeigen die in Abb. 6.11 dargestellten Ergebnis-
se der Mie-Streulichtaufnahmen in der unbeheizten Druckkammer (Abb. 3.1,
S. 26), bei denen der Kraftstoff in ruhende Luft eingespritzt wurde. In dieser
Druckkammer konnte die Strahlausbreitung ohne Wandkontakt untersucht wer-
den. Auch hier war die Strahleindringtiefe bis ca. 10 mm noch unabhängig von
der Gasdichte. Danach nahm die Strahlgeschwindigkeit bei höheren Gasdichten
jedoch rasch ab.
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Abbildung 6.11: Einfluss der Gasdichte auf die Strahlausbreitung in der Kammer
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Aus Abb. 6.11 wird deutlich, dass die StrahlausbreitungS(t) mit der auf
Seite 85 beschriebenen Gl. (6.3) nur bis zu einer Entfernung von ca. 10 mm
berechnet werden kann. Bei größeren Entfernungen ergibt sich eine nicht-
lineare Abḧangigkeit der Strahlausbreitung von der Zeit aufgrund des Im-
pulsaustauschs mit der Gasphase. In der Literatur findet man zahlreiche Glei-
chungen zur Berechnung der Strahlausbreitung im Düsenfernbereich, d.h. nach
vollständigem Strahlaufbruch. Die wichtigsten können dem Kap. A.2.3 (S. 140)
im Anhang entnommen werden. Die bekanntesten, von Dent [DEN71], Hiroya-
su [HIR90] und von Naber [NAB96], berechnen die Strahlausbreitung wie folgt:

S(t) = A1 (�p =�g)
0:25 (d0 t)

0:5 f �ur t > tbr (6.6)

mit tbr = A2 (�f d0) (�g �p)
�0:5

Der Einfluss der Gasdichte wird mit��0:25g ber̈ucksichtigt undtbr beschreibt
die Zeit bis zum vollsẗandigen Strahlaufbruch. Die KonstantenA1 und A2
sind von den Messbedingungen (z.B. Düsengeometrie) abhängig. Dabei wird
jedoch nicht beachtet, dass sich die Strömungsverluste in der D̈use und damit
die Düsenaustrittsgeschwindigkeit gemäß Abb. 6.1 zeitlicḧandern. In Gl. (6.6)
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gilt stetsS(t)� t0:5, wodurch eine Abnahme der Strahlgeschwindigkeit_S(t) ab
t > tbr voraussagt wird. Aus Abb. 6.11 zeigt sich jedoch, dass der Strahl zum
Zeitpunkt t = 0.25 ms nach Spritzbeginn bei einer Dichte von�g = 1.2 kg/m3

noch weiter beschleunigt wurde (v = 159 m/s) ẅahrend bei�g = 23.6 kg/m3

bereits eine Abnahme der Geschwindigkeit auf ca. 80 m/s beobachtet wurde.
Deshalb wird die StrahlausbreitungS(t) für den in Abb. 6.11 untersuchten
Bereich der Eindringtiefe bis 27 mm vom Düsenloch mit Gl. (6.6) nicht richtig
wiedergeben. Es ist daher notwendig auch hier die Eindringtiefe durch Integra-
tion, ähnlich Gl. 6.3 (S. 85), unter Berücksichtigung vonCv(t) zu ermitteln.

6.1.4 Strahleindringtiefe in Abhängigkeit von der Gastemperatur

Bei der Untersuchung des Temperatureinflusses auf die Strahlausbreitung muss
zwischen zwei gegenläufigen Effekten differenziert werden. Einerseits sinkt
mit steigender Temperatur die Gasdichte (bei konstant gehaltenem Gasdruck).
Durch den geringeren Luftwiderstand steigen die Strahlausbreitungsgeschwin-
digkeit und die Eindringtiefe. Andererseits führt eine ḧohere Gastemperatur
auch zu einem ḧoheren Ẅarmestrom vom Gas zur Flüssigkeit wodurch der
Kraftstoff schneller verdampft und die Eindringtiefe abnimmt. Ohne den
Einfluss der Verdampfung zeigt die Strahlausbreitung, bei konstanter Düsen-
austrittsgeschwindigkeit und -impuls, nur eine Abhängigkeit von der Gasdichte.

In der Einhubmaschine wurden Versuche bei zwei unterschiedlichen Kom-
pressionstemperaturen durchgeführt. Zun̈achst wurde die Maschine ohne
Beheizung der Zylinderwand und der Kolbenmulde betrieben. Dies entsprach
z.B. einem Kaltstart des Dieselmotors (20ÆC). Dabei wurden Kompressions-
temperaturen von 527ÆC (800 K) erreicht. In einem zweiten Versuch wurde
die Zylinderwand auf ca. 100ÆC und die Kolbenmulde (vgl. Abb. 3.7) auf
ca. 190ÆC elektrisch beheizt. Damit wurden die Wandwärmeverluste erheb-
lich verringert. Gleichzeitig wurde die Ladelufttemperatur von 20ÆC auf ca.
45ÆC erḧoht. Durch diese Maßnahmen stieg die Kompressionstemperatur, die
mit Hilfe einer Druckverlaufsanalyse berechnet wurde, auf etwa 717ÆC (990 K).

In Abb. 6.12 ist die Strahlausbreitung für einen Versuch mit Voreinspritzung
(mb = 1 mg) bei einer Kompressionstemperatur von 800 K dargestellt. Die
Luftdichte betrug�g = 25.6 kg/m3 im Kompressionsendpunkt der gleichzeitig
den Zeitpunkt des Einspritzbeginns darstellte. Die Haupteinspritzung wurde
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0.5 ms nach Beginn der Voreinspritzung abgesetzt. Die Luft wurde durch
Stickstoff ersetzt um eine Verbrennung zu verhindern.

Abbildung 6.12: Strahlausbreitung ohne Beheizung der Kolbenmulde und der Zylinderwand

HaupteinspritzungPiloteinspritzung

0.30 m s 0.52 m s 0.67 m s 0.74 m s 0.82 m s0.22 m s

0.22 m s 0.30 m s 0.07 m s 0.15 m s0.37 m s0.15 m s

Luft durch Stickstoff ersetzt

Kompressionsmaschine: pg = 59 bar, Tg � 800 K,�g = 25.6 kg/m3

prail = 800 bar,mb = 1 mg/ 14 mg, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Sitzlochdüse

Man erkennt, dass das Spray der Pilot-Einspritzung die Kolbenmuldenwand
nicht erreichte. Es verdampfte vollständig innerhalb von 0.38 ms. Dies ist vor
allem auf die geringe D̈usenaustrittsgeschwindigkeit und den damit verbun-
denen schwachen Strahlimpuls zurückzuf̈uhren, da sich sich die D̈usennadel
bei der Voreinspritzung von 1 mg Kraftstoff nur kurzzeitig um 0.05 mm hob
und die Str̈omung deshalb am Nadelsitz stark gedrosselt wurde (vgl. Abb. 6.1,
S. 85). Die Strahlen der Haupteinspritzung (mb = 14 mg) trafen dagegen
0.3 ms nach Spritzbeginn auf die Kolbenmuldenwand. Dabei kam es zu einer
Benetzung der Wand mit Filmbildung. Dies hatte auch Auswirkungen auf die
Verbrennung und lässt ḧohere Ruß- und HC-Emissionen erwarten [EIS00].
Nach dem Versuch konnten, durchÖffnen der Maschine, Reste des Wandfilms
nachgewiesen werden. Da die kalte Muldenwand sich durch die einmalige
Verbrennung kaum erẅarmte, verdampfte der Wandfilm trotz der hohen Flam-
mentemperaturen nicht vollständig [EIS00].
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Bei Versuchen mit ḧoheren Kompressionstemperaturen (TOT � 990 K) konnte
eine schnelle Verdampfung des Sprays beobachtet werden. Die Flüssigphase er-
reichte kaum noch die Muldenwand. Die Hochgeschwindigkeitsaufnahmen in
Abb. 6.13 und Abb. 6.14 zeigen, dass der flüssige Kraftstoff nur bis zu einer be-
grenzten Tiefe in den Brennraum eindrang. Es stellte sich ein Gleichgewichtszu-
stand zwischen dem nachströmenden fl̈ussigen Kraftstoff und der Kraftstoffver-
dampfung ein, wodurch die Ausbreitung der flüssigen Phase solange gestoppt
wurde, bis aufgrund der lokalen Abkühlung die Verdampfungsrate sank und
sich die fl̈ussige Phase wieder in Richtung Muldenwand ausbreiten konnte. Be-
sonders deutlich zu erkennen war dies bei hohen Einspritzdrücken, bei denen
sich die Kraftstoffzersẗaubung zu Gunsten kleinerer Tropfen, die schneller ver-
dampften, verbesserte.

Abbildung 6.13: Strahlausbreitung mit Beheizung der Kolbenmulde und der Zylinderwand

0.074 ms 0.148 ms 0.222 ms 0.296 ms 0.518 ms0.444 ms

begrenzte Eindringtiefe der Flüssigphase (keine Filmbildung)Luft durch Stickstoff ersetzt

Kompressionsmaschine: pg = 78 bar, Tg � 990 K,�g = 27.4 kg/m3

prail = 800 bar, mb = 15 mg, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365)

Da die Temperatur der elektrisch beheizten Kolbenmuldenwand mit 190ÆC
(463 K) über der Leidenfrosttemperatur des Kraftstoffs lag, bildete sich
beim Auftreffen von Fl̈ussigkeitstropfen auf die Muldenwand ein isolierendes
Dampfpolster, das eine Benetzung der Muldenwand mit Flüssigkeit verhinderte.
Dieser Effekt kann mit den auf heißen Herdplatten

”
tanzenden“ Wassertropfen

verglichen werden. Der fehlende Flüssigkeitsfilm sollte eine geringere HC- und
Ruß-Emissionen zur Folge haben.
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Abbildung 6.14: Begrenzte Eindringtiefe der Flüssigphase bei hohen Gastemperaturen
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Kompressionsmaschine: Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365)

6.2 Strahlkegelwinkel

Gem̈aß Kap. 2.1 ist der Strahlkegelwinkel das wichtigste Merkmal zur Abgren-
zung der Zersẗaubung vom windinduzierten Zerfall bzw. vom Rayleigh-Zerfall.
Der Kegelwinkel und die Eindringtiefe geben Aufschlussüber das Volu-
menverḧaltnis der Fl̈ussig- und der Gasphase. Steigt der Kegelwinkel bei
gleichbleibender Einspritzmenge so deutet dies auf einen bessere Zerstäubung
des Strahls und auf eine stärkere Mischung des Kraftstoffs mit der Brennraum-
luft hin.

Der Kegelwinkel wird geẅohnlich definiert als der Winkel zwischen zwei Li-
nien vom D̈usenloch zum Strahlrand̈uber eine Entfernung S = 60�d0 (hier
S� 10 mm). Eine Schwierigkeit bei der Messung des Strahlkegelwinkels er-
gibt sich jedoch aus der oft welligen Strahlkontur.
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Die Definition des hier diskutierten Strahlkegelwinkels ist deshalb in Abb. 6.15
für zwei verschiedene Aufnahmen dargestellt. Das linke Bild wurde in der
unbeheizten Druckkammer bei 20 bar Luftdruck unter Umgebungstemperatur
(Tg = 295 K) mit Hilfe der Schlierenmesstechnik aufgenommen. Es zeigt, auf-
grund des Messprinzips, einen deutlich höheren Kontrast des flüssigen Kraft-
stoffs als das rechte Bild, das mit der unempfindlicheren Schattenmethode in
der Einhubmaschine aufgenommen wurde.

Abbildung 6.15: Definition des Strahlkegelwinkels

Q

Lochkreis

Kegelwinkel

Düse
( 7mm)

Muldendurchmesser

Kistler Drucksensor

Düse
( 7mm)

optischer
Zugang

Einlass-
ventil

Auslass-
ventil

linke Seite: Schlierenaufnahme in der unbeheizten Druckkammer,pg = 20 bar,Tg = 295 K
rechte Seite: Schattenaufnahme in der Kompressionsmaschine,pOT = 78 bar,TOT � 990 K

Die Auswertung der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen in der Druckkammer
und in der Kompressionsmaschine zeigt, dass sich der Kegelwinkel zeitlich
änderte. Unmittelbar nach Spritzbeginn stieg der Kegelwinkel rasch auf
einen Maximalwert und n̈aherte sich dann langsam (asymptotisch) einem
nahezu konstanten Wert. Dies wurde auch von anderen Autoren beobachtet
[DAN97, NAB96, EIF90, KOO97]. Deshalb ist für einen korrekten Vergleich
der Kegelwinkel zweier Messungen stets die Angabe des Zeitpunktes nach
Spritzbeginn erforderlich.

Wie aus Abb. 6.16 ersichtlich ist, kam es bei geringen Gasdichten (hier
�g = 1.2 kg/m3) zu einem Aufpilzen des Strahls unmittelbar nach dem Austritt
aus der D̈use. Der dabei auftretende Kegelwinkel�1, gemessen als Tangente
zum Sprayrand n̈aherte sich asymptotisch dem Kegelwinkel�2 des Strahls am
Düsenloch. Auch bei ḧoheren Gasdichten trat der größte Kegelwinkel kurz nach
Spritzbeginn auf, Abb. 6.17.
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Abbildung 6.16: Aufpilzen des Strahls bei niedrigen Gasdichten
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Abbildung 6.17: Typischer zeitlicher Verlauf des Strahlkegelwinkels bei hohen Gasdichten
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6.2.1 Einfluss der Gasdichte auf den Kegelwinkel

Der Einfluss der Luftdichte auf den Strahlkegelwinkel wurde in der unbeheiz-
ten Druckkammer mit Hilfe der Schlierenmethode untersucht. Dabei wurde
der Luftdruck in der Kammer schrittweise von Umgebungsdruck (1 bar) auf
27.5 bar erḧoht. Demzufolge stieg die Luftdichte von�g = 1.2 kg/m3 auf
�g = 32.5 kg/m3.

Ein Vergleich der Strahlbilder aus diesen Untersuchungen ist in Abbildung 6.18
dargestellt. Die Bilder zeigen eine Kraftstoffeinspritzung bei einem Raildruck
prail = 700 bar in die ruhende Luft der Druckkammer für verschiedene Luft-
dichten zum Zeitpunkt t = 0.3 ms nach Spritzbeginn.

Abbildung 6.18: Vergleich der Strahlkegelwinkel bei verschiedenen Luftdichten

Gasdichte

Bild 1: 1.2 kg/m³
Bild 2: 5.9 kg/m³
Bild 3: 12.8 kg/m³
Bild 4: 18.1 kg/m³
Bild 5: 23.6 kg/m³
Bild 6: 28.4 kg/m³
Bild 7: 32.5 kg/m³

rg

1 2 3 4

5 6 7

prail = 700 bar,Tg = 295 K, mb = 10 mg, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-
Sitzlochd̈use (HD 365), t = 0.3 ms n. SB, unbeheizte Druckkammer (vgl. Abb. 3.1)

Die Zunahme des Strahlkegelwinkels mit steigender Luftdichte trat sowohl bei
Sitzloch- als auch bei Sacklochdüsen auf. Ursache hierfür war eine versẗarkte
Wechselwirkung der Flüssigphase mit der Gasphase aufgrund der gestiegenen
aerodynamischen Kräfte.

Zur Auswertung der Versuche wurden jeweils die Mittelwerte der Kegelwinkel
aus allen Einspritzstrahlen gebildet und in nachfolgender Abb. 6.19über der
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Luftdichte aufgetragen. Zum Vergleich wurden die theoretischen Verläufe ein-
gezeichnet, die mit Hilfe der empirischen Gleichungen (A.24) - (A.29) aus der
Literatur [HIR90, NAB96, SIT64, YOK77, REI79/2] berechnet wurden. Die-
se sind in Kap. A.2.4 im Anhang auf Seite 145 beschrieben. Die Zunahme des
Kegelwinkels wird durch die meisten empirischen Gleichungen richtig wieder-
gegeben, wobei die Gleichung von Hiroyasu mit der Abhängigkeit� � �g

0:25

den hier gemessenen Verlauf am besten trifft.

Abbildung 6.19: Zunahme des Kegelwinkels bei steigender Gasdichte
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Druckkammer:Tg = 295 K,pg = 1-27.5 bar, prail = 700 bar, mb = 10 mg
t = 0.3 ms n. SB, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Sitzlochdüse (HD 365)

Neben den Versuchen in der Druckkammer wurden auch Untersuchungen bei
motortypischen Betriebspunkten in der Einhubmaschine durchgeführt. Bei kon-
stantem Verdichtungsverhältnis wurden durch Variation des Ladedrucks drei
verschiedene Luftdichten im Kompressionsendpunkt erzeugt. Die Kraftstoff-
einspritzung wurde jeweils beim Erreichen des oberen Totpunktes gestartet. In
Abb. 6.20 sind verschiedene Einzelbilder aus den Hochgeschwindigkeitsauf-
nahmen sowie die Ergebnisse der zeitlich gemittelten Kegelwinkel zu sehen.
Die Gleichung von Reitz und Bracco (A.26) trifft unter den motorähnlichen
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Bedingungen sehr gut die gemessenen Werte. Dagegen berechnet die Gleichung
von Hiroyasu (A.29) hier zu große Werte.

Abbildung 6.20: Vergleich der Strahlkegelwinkel in heißer Atmosphäre bei verschiedenen Kom-
pressionsdr̈ucken (0.185 ms n. SB.)
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Tg � 990 K,pg = 59 : : : 79 bar,prail = 800 bar, mb = 10 mg, Solenoid-Injektor mit
5-Loch-Minisacklochd̈use (HD 365), Kegelwinkelüber Spritzdauer gemittelt

Die, im Vergleich zu den Experimenten in der unbeheizten Druckkammer,
etwas kleineren Strahlkegelwinkel sind einerseits auf das Verdampfen der
kleinen Kraftstofftropfen im Sprayrandbereich zurückzuf̈uhren. Andererseits
kam es durch die Kraftstoffverdampfung zu einer Abkühlung der Gasphase im
Spray, die zu einer Kontraktion des Strahl führen kann.
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6.2.2 Einfluss des Einspritzdrucks auf den Kegelwinkel

Der Einfluss des Einspritzdrucks auf den Strahlkegelwinkel wurde ebenfalls
in der unbeheizten Druckkammer untersucht. Bei konstanter Luftdichte und
konstanter Einspritzmenge wurde der Raildruck schrittweise von 400 bar bis
auf 1350 bar gesteigert.

Wie aus den Schlierenaufnahmen in Abb. 6.21 ersichtlich ist, wirkte sich eine
Raildrucksteigerung, die eine Erhöhung der D̈usenaustrittsgeschwindigkeit
gem̈aß Gl. (6.3) und eine bessere Zerstäubung zur Folge hat, kaum auf den
Kegelwinkel aus. Auch in den empirischen Gleichungen anderer Autoren
wird das treibende Druckgefälle meist nicht ber̈ucksichtigt. Nur Sitkei (A.24)
und Yokota (A.25) konnten eine Zunahme des Kegelwinkels mit steigendem
Einspritzdruck beobachten.

Weitere Untersuchungen zum Einfluss des Raildrucks auf den Spraykegelwin-
kel wurden in der Kompressionsmaschine durchgeführt. Dabei blieb sowohl der
Kompressionsenddruck als auch die Kompressionsendtemperatur und somit die
Luftdichte konstant, ẅahrend der Raildruck von 400 bar auf 1400 bar gesteigert
wurde. Der wesentliche Unterschied zu den eben vorgestellten Kammerversu-
chen lag in der motorrealistischen Kompressionstemperatur von ca. 990 K und
der damit einhergehenden Verdampfung des Kraftstoffs, sowie in der vorhan-
denen Luftbewegung (Quetschströmung). Eine Drallstr̈omung wurde bei die-
sen Versuchen bewusst vermieden. Die in den Abbildungen 6.22 und 6.23 dar-
gestellten Ergebnisse bestätigen die Erkenntnisse aus den Kammerversuchen
und zeigen, dass der Kegelwinkel auch unter motorähnlichen Bedingungen un-
abḧangig vom Raildruck ist. Aufgrund der Verdampfung des Kraftstoffs lag der
Kegelwinkel, trotz ḧoherer Luftdichte, etwas niedriger als bei den Versuchen in
der unbeheizten Kammer (vgl. Abb. 6.21).
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Abbildung 6.21: Vergleich der Strahlkegelwinkel bei verschiedenen Einspritzdrücken
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Abbildung 6.22: Vergleich der Strahlkegelwinkel in heißer Atmosphäre bei verschiedenen Ein-
spritzdr̈ucken (Aufnahme durch den Kolbenboden der Einhubmaschine)
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pg = 59 bar,Tg � 990 K,�g = 21.1 kg/m3, mb = 15 mg, Solenoid-Injektor mit
5-Loch-Minisacklochd̈use (HD 365), t = 0.185 ms n. SB

Abbildung 6.23: Vergleich der Strahlkegelwinkel in der Kompressionsmaschine bei verschiede-
nen Einspritzdr̈ucken
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7 Mikroskopische Strahlgrößen

Im Gegensatz zu den makroskopischen Strahlgrößen, die vor allem die räumli-
che und zeitliche Verteilung des Kraftstoffs im Brennraum beschreiben, geben
die mikroskopischen Strahlgrößen, wie z.B. die Gr̈oße und die Geschwindigkeit
der Tropfen, auch Aufschluss̈uber die Qualiẗat der Zersẗaubung und erlauben
eine Beurteilung der physikalischen Vorgänge innerhalb des Sprays. In der vor-
liegenden Arbeit wurden die Tropfen mit der in Kap. 4.4 (S. 55) beschriebenen
Phasen-Doppler-Anemometrie (PDA) vermessen.

7.1 Sprayanalyse unter atmospḧarischen Bedingungen

Die Mehrzahl aller in der Literatur veröffentlichten PDA-Messungen an Diesel-
Sprays wurde unter atmosphärischen Bedingungen durchgeführt, z.B. [HUN97,
ARA99, KOO97]. Dies hat den Vorteil eines vereinfachten Messaufbaus und
einer leichteren Justage der Optik und liefert meist intensivere Streulichtsi-
gnale sowie eine ḧohere Datenrate bei Messungen mit der Phasen-Doppler-
Anemometrie. Auch in dieser Arbeit wurde das Spray zunächst unter Umge-
bungsdruck analysiert um einenÜberblicküber die Verteilung der Tropfengröße
und -geschwindigkeit im Spray unter moderatem Einfluss der Gasphase zu ge-
winnen.

7.1.1 Zeitlicher Verlauf der Tropfengröße und -geschwindigkeit

In Abbildung 7.1 ist der zeitliche Verlauf der Tropfengeschwindigkeit und des
mittleren Tropfendurchmessers auf der Sprayachse zu sehen, wie er typischer-
weise bei der Einspritzung in ruhende Luft unter atmosphärischen Bedingungen
(pg = 1 bar) beobachtet wurde. In der Sprayspitze (das sind, zeitlich gesehen,
die ersten gemessenen Tropfen) traten stark unterschiedliche Geschwindigkei-
ten auf, hier von ca. 100 m/s bis zu 200 m/s. Die Tropfen in der Sprayspitze
wurden durch den Impulsaustausch mit der Luft abgebremst. Die Luft ihrerseits
wurde beschleunigt, so dass die nachfolgenden Tropfen eine geringere Relativ-
geschwindigkeit zur Luft aufwiesen. Die Tropfen flogen sozusagen im

”
Wind-

schatten“ der Sprayspitze wodurch die Trägheitskr̈afte der Luft moderat blieben.
Die höchsten Tropfengeschwindigkeiten traten deshalb hinter der Sprayspitze
auf. Dies impliziert, dass diese schnelleren Tropfen die langsamer fliegenden
Tropfen in der Sprayspitze einholten und/ oderüberholten und damit die zum
Teil sehr hohen Geschwindigkeiten in der Sprayspitze hervorriefen.
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Abbildung 7.1: Verlauf der Tropfengeschwindigkeit und -größe auf der Sprayachse

Düse

Meßpunkt
(konstant)

Spray

Meßpunkt

Meßpunkt

mittelerer Tropfen-
durchmesser d10

Sprayende

Nadelhub

Sprayspitze

prail = 600 bar, mb = 34 mg, Tg � 295 K, pg = 1 bar, Solenoid-Injektor mit 6-Loch-
Sitzlochd̈use (HD 365), 20.000 Tröpfchen, Messpunkt 20 mm unterhalb des Düsenlochs

Solange sich der Nadelhub (und der Raildruck) nichtänderte, stellte sich
eine konstante, stationäre Ausstr̈omgeschwindigkeit aus der Düse und damit
eine konstante mittlere Tropfengeschwindigkeit ein. Dies ist in Abb. 7.1 am

”
Plateau“ im Verlauf der Tropfengeschwindigkeit zu erkennen. Die Geschwin-

digkeit wurde dabei im wesentlichen nur vom treibenden Druckgefälle�p und
vom Druckverlust (Cd) innerhalb der D̈use bestimmt. Letzterer ist, wie wir aus
Abb. 6.1 (S. 85) wissen, stark vom Nadelhub abhängig.

Der Verlauf der zeitlich gemittelten Tropfengröße (d10) korrelierte mit dem
Verlauf der Tropfengeschwindigkeit. Die größten Tropfen hatten die größte
Geschwindigkeit und umgekehrt. Bei erhöhter Gasdichte, bei der die Tropfen-
koaleszenz zunehmend an Einfluss gewinnt, zeigte die Tropfengeschwindigkeit
eine geringere Abḧangigkeit von der Tropfengröße.

Das Sprayende wurde in Abb. 7.1 nach etwa 2.5 ms erreicht. Alle danach noch
aufgetretenen Streulichtsignale wurden durch den

”
Tropfennebel“ hervorgeru-

fen der bei der Einspritzung in die Druckkammer entstand. Man erkennt, dass
dieser

”
Nebel“ eine vernachlässigbare Geschwindigkeit besaß und aus Tropfen

von ca. 4�m Durchmesser bestand.
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7.1.2 Einfluss des Nadelhubs und der Injektorsteuerung

Nachfolgend sind die Verläufe der Tropfengr̈oße und -geschwindigkeit auf
der Sprayachse von zwei Versuchen unter atmosphärischem Druck gegenüber-
gestellt, die sich nur in der eingespritzten Kraftstoffmenge unterschieden. In
der oberen Ḧalfte der Abb. 7.2 (mb = 34 mg) hob sich die Nadel durch die
lange Bestromungsdauer bis zum Anschlag. In der unteren Hälfte wurde die
Bestromungs- bzw. Nadelöffnungsdauer soweit verkürzt, dass nur 8 mg Kraft-
stoff austraten. Dadurch erreichte die Nadel nicht mehr den vollen Hub und ein
Großteil des Kraftstoffs verließ die D̈use stark gedrosselt. Die höheren Druck-
verluste in der D̈use f̈uhrten zu einer geringeren Strahl- bzw. Tropfengeschwin-
digkeit und zu einer etwas kleineren Tropfengröße als bei vollem Nadelhub.

Abbildung 7.2: Einfluss des D̈usennadelhubes auf die Tropfengeschwindigkeit
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Aufgrund der kleineren Einspritzmenge und der niedrigeren mittleren Tropfen-
geschwindigkeit besaß das Spray mit der Teillasteinspritzmenge (8 mg) einen
geringeren Strahlimpuls und eine geringere kinetische Energie.

Da der wesentliche Unterschied zwischen dem Solenoid- und dem Piezo-
Injektor in der Nadelhubcharakteristik lag (vgl. Abb. 3.13, S. 44), unterschieden
sich die Sprays der beiden Injektoren gemäß obiger Erkenntnis vor allem in der
Tropfengeschwindigkeit, Abb. 7.3. Der Piezo-Injektor erzeugte im untersuch-
ten Betriebszustand (atmosphärischer Druck!), trotz gleicher D̈use, gleichem
Raildruck und identischer Einspritzmenge, eine um bis zu 60 % höhere mittlere
Tropfengeschwindigkeit und etwas kleinere Tröpfchen.

Abbildung 7.3: Vergleich zwischen Solenoid- und Piezo-Injektor
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Durch den ḧoheren Sprayimpuls vermischte sich der Kraftstoff beim Piezo-
Injektor intensiver mit der Luft. In Verbindung mit der sich ergebenden höheren
Einspritzrate f̈uhrte dies zu einer schnelleren Gemischaufbereitung innerhalb
der Zündverzugszeit und folglich zu einem Anstieg der vorgemischten Ver-
brennung. Diese war verantwortlich für die beim Piezo-Injektor durch den
Projektpartner IMH7 am realen Motor gemessenen steileren Zylinderdruckgra-
dienten (Verbrennungsgeräusch) und f̈ur die ḧoheren Verbrennungstemperatu-
ren, wodurch die Stickoxidemissionen stiegen [IMH97]. Gleichzeitig sank aber
die Partikelemission. Der schnelleröffnende Piezo-Injektor scheint daher für
solche Brennverfahren geeignet, die auf eine rußarme Verbrennung abzielen

7Institut für Motorenbau Prof. Huber GmbH, München
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und den ḧoheren NOx-Ausstoß durch DeNox-Katalysatoren kompensieren.

Die gezeigten Ergebnisse der PDA-Messungen entstanden aus derÜberlage-
rung von bis zu 1500 Einzeleinspritzungen. Die ersten Tröpfchen erreichten
beim Spray des Piezo-Injektors das Messvolumen immer wieder exakt zur
gleichen Zeit. Der Geschwindigkeitsabfall am Sprayende war trotz des steilen
Gradienten gleichm̈aßig und die Streuung sehr gering. Betrachtet man die
gleiche Messung am Solenoid-Injektor, so erkennt man wesentlich größere
Streuungen die auf stärkere Zyklusschwankungen zurückzuf̈uhren sind. Die
Einspritzung beim Piezo-Injektor ist also reproduzierbarer als beim Solenoid-
Injektor. Deshalb ist der Piezo-Injektor besonders für die Dosierung von
Kleinstmengen (z.B. bei der Piloteinspritzung), bei denen eine exakte Repro-
duzierbarkeit notwendig ist, besser geeignet als der Solenoid-Injektor.

7.1.3 R̈aumliche Verteilung der Spraygrößen

Der in obiger Abb. 7.1 (S. 109) dargestellte Verlauf der Tropfengeschwindig-
keit und der Tropfengr̈oße unter atmosphärischen Bedingungen existierte, wie
erwähnt, in dieser Form nur auf der Sprayachse. Wie aus Abb. 7.4 hervorgeht,
nahm die Schwankungsbreite der Tropfengeschwindigkeit von der Sprayachse
zum Sprayrand zu. Beim untersuchten Abstand von 20 mm zum Düsenloch trat
die Maximalgeschwindigkeit mit bis zu 300 m/s noch bis r� 0.7 mm auf. Erst
ab einer Entfernung r> 1 mm von der Sprayachse nahm die Tropfengeschwin-
digkeit rasch ab.

Da die Wechselwirkung der Tropfen mit der Gasphase bei Umgebungsbedin-
gungenüberwiegend im Bereich des Strahlrandes und der Strahlspitze statt-
fand, wurden die gr̈oßten und schnellsten Tropfen auf der Strahlachse, die den
höchsten Impuls besaßen, kaum abgebremst solange sie sich im

”
Windschatten“

der Sprayspitze bewegten. DurchÜberholvorg̈ange erreichten diese schnellen
Tropfen immer wieder die Sprayspitze. Dies ist unter anderem ein Grund dafür,
dass die Ausbreitungsgeschwindigkeit des Strahls in Düsenn̈ahe zun̈achst kon-
stant blieb und von der Gasdichte unabhängig war. Erst mit zunehmender Ent-
fernung von der D̈use (bei Umgebungsbedingungen erst nach 50-70 mm) nahm
das Volumen der Gasphase soweit zu, dass auch die schnellen Tropfen entlang
der Strahlachse abgebremst wurden.
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Abbildung 7.4: Tropfengeschwindigkeit und -größe an versch. radialen Positionen im Spray
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Durch den
”
Windschatteneffekt“ besaßen die Tropfen auf der Strahlachse

(r=0.0) eine geringe Weber-Zahl (Kap. A.1, S. 135). Die aerodynamischen
Kräfte waren im Vergleich zur Oberflächenspannung gering und die Tropfen
stabil. Die Tropfen auf der Strahlachse behielten daher ihre Größe solange bei,
bis sie die Strahlspitze erreichten, dort direkt in Wechselwirkung mit der ruhen-
den Luft traten und erst dann ggf. weiter zerfielen.
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Aus der in nachfolgender Abb. 7.5 dargestellten Verteilung der gemittelten
Tropfengr̈oße und Tropfengeschwindigkeit in einer Ebene parallel zur Düsen-
achse erkennt man eine symmetrische Abnahme der Geschwindigkeit und der
Tropfengr̈oße von der Sprayachse zum Sprayrand.

Abbildung 7.5: Verteilung der Tropfengeschwindigkeit und -größe in einer Ebene im Spray
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Eine Darstellung der Geschwindigkeitsvektoren in drei verschiedenen Mess-
ebenen parallel zur D̈usenachse zeigt Abb. 7.6. Zum besseren Verständnis sind
die Düse und eine Schattenaufnahme maßstabsgetreu mit eingezeichnet.
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Abbildung 7.6: Geschwindigkeitsvektoren der Tropfen im Spray
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PDA-Messungen in drei Ebenen parallel zur Düsenachse, prail = 700 bar, mb = 10 mg
pg = 1 bar, Tg = 295 K, Piezo-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365)

In einer Entfernung von 10 mm zum Düsenloch hatte der Strahl einen Durch-
messer von 2.3 mm. Es lag ein hoher Geschwindigkeitsgradient zum Strahlrand
vor, durch den die Geschwindigkeit innerhalb von 0.7 mm um ca. 180 m/s
fiel. Dies zeigt, dass die Wechselwirkung mit der Gasphase hier nur in einem
engen Randbereich stattfand, die Spraymitte aber noch nicht beeinflusst wurde.
Bis zum Abstand von 20 mm (2. Messebene) fiel die Maximalgeschwindig-
keit auf der Strahlachse nur um 10%. Die hohen Geschwindigkeiten wurden
noch bis zu einem Radius r� 1 mm erreicht. Der Strahldurchmesser betrug
4.5 mm und wuchs auf 6.5 mm bei einem Abstand von 30 mm zur Düse. Der
Geschwindigkeitsgradient hatte sich bis zu dieser Entfernung bereits soweit
abgeschẅacht, dass nur noch in 20% der Messebene Geschwindigkeitenüber
150 m/s auftraten.

Aus den mit der PDA-Messtechnik bestimmten Strahldurchmessern lässt sich
auch der Strahlkegelwinkel ermitteln. Für die Messung in Abb. 7.6 ergab
sich ein Kegelwinkel� = 11:5Æ, der mit dem aus den Strahlaufnahmen in
Abb. 6.18 (S. 102) ermittelten Wert recht gutüberein stimmt. Dar̈uber hinaus
ist der Spritzwinkel der D̈use von 19Æ gegen̈uber der Horizontalen auch bei den
Vektoren zu erkennen. Dies ist ein Indiz dafür, dass das Verhältnis der beiden
PDA-Geschwindigkeitskomponenten richtig gemessen wurde.
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7.1.4 Änderung der Sprayparameter mit dem Abstand zur Düse

In Abb. 7.7 ist der Verlauf der Tropfengeschwindigkeit und -größe auf der
Strahlachse f̈ur verschiedene Abstände von der D̈use dargestellt.

Aus der Zunahme der Ankunftszeit des Sprays im PDA-Messvolumen und
aus der zur̈uckgelegten Wegstrecke konnte die Strahlausbreitungsgeschwin-
digkeit zu 260 m/s berechnet werden, was in etwa mit der Geschwindigkeit
der schnellsten Tropfen in der Sprayspitzeübereinstimmt. Die maximale
Tropfengeschwindigkeit hinter der Sprayspitze lag mit ca. 350 m/s um mehr
als 30% ḧoher. Geht man davon aus, dass sich diese schnellsten Tropfen
hinter Sprayspitze in einer Entfernung von 5 mm zum Düsenloch noch mit der
Düsenaustrittgeschwindigkeit bewegen, so kann der für die Gl. (6.3) (S. 85),
zur Berechnung der Strahlausbreitungsgeschwindigkeit notwendige Koeffizient
zuCv = 0.85 bestimmt werden. Das bedeutet, dass der Strahl die Düse mit einer
Geschwindigkeitv0 = Cv � vmax:theor: = 0.85 � 412 m/s = 350 m/s verließ. Da
die Tropfen in der Sprayspitze durch den Luftwiderstand abgebremst wurden
und die tats̈achliche Strahlgeschwindigkeit deshalb nurv = K � Cv � vmax:theor:

= 260 m/s betrug, giltK = 0.74 f̈ur die hier untersuchte Einspritzung unter
atmospḧarischem Druck.

Durch die Spray-Luft-Wechselwirkung wurden die kleineren Tröpfchen sẗarker
abgebremst als die größeren Tropfen (

”
selection by drag“). Dies führte dazu,

dass sich die kleinen, langsameren Tropfen zunehmend zum Ende des Sprays
hin verlagerten. Die großen Tropfen mit höherer Geschwindigkeit dagegen wan-
derten zur Sprayspitze. Aus dem Verlauf der Tropfengröße in Abb. 7.7 ist er-
kennbar, dass als Folge dieser unterschiedlichen Tropfenabbremsung die mitt-
lere Tropfengr̈oße in der Sprayspitze mit zunehmendem Abstand zur Düse
stieg. Dies wird zus̈atzlich durch eine Koaleszenz der Tropfen unterstützt, die
während einer Tropfenkollision in der Sprayspitze durch dieüberholenden
Tropfen verursacht werden kann.
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Abbildung 7.7: Änderung der Tropfengeschwindigkeit und der mittleren Tropfengröße auf der
Sprayachse mit zunehmender Entfernung zur Düse
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7.2 Sprayanalyse bei erḧohter Gasdichte

Der Einfluss der Gasdichte auf die Tropfengeschwindigkeit und die Tropfen-
größe wurde in der unbeheizten Druckkammer (Abb. 3.2, S. 27) untersucht.
Dazu wurde der Kammerdruck bei konstanter Lufttemperatur (Tg = 295 K)
schrittweise von 1 bar auf 20 bar erhöht. Demzufolge stieg die Luftdich-
te von �g = 1.2 kg/m3 auf �g = 23.6 kg/m3. Bei einigen Versuchen wurde
simultan zur PDA-Messtechnik eine Hochgeschwindigkeitskamera einge-
setzt um die Strahlausbreitung in der Nähe des PDA-Messvolumens mit
Hilfe der Mie-Streulichttechnik aufzuzeichnen. Dies erlaubte einen Ver-
gleich der aus den Bildern ermittelten Strahlgeschwindigkeit mit dem PDA-
Geschwindigkeitsspektrum der Tropfen in der Sprayspitze.

In Abbildung 7.8 ist der zeitliche Verlauf der Tropfengeschwindigkeit auf der
Sprayachse bei vier ausgewählten Luftdichten dargestellt. Man erkennt eine Ab-
nahme der Tropfengeschwindigkeit mit zunehmender Gasdichte, was auf einen
versẗarkten Impulsaustausch des Sprays mit der Gasphase zurückzuf̈uhren ist.

Abbildung 7.8: Einfluss der Gasdichte auf die Tropfengeschwindigkeit
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5-Loch-Sitzlochd̈use (HD 365), Messpunkt auf der Sprayachse 40 mm unter dem Düsenloch



7.2 Sprayanalyse bei erh¨ohter Gasdichte 119

Bei �g = 1.2 kg/m3 (linkes, oberes Bild) ist das bekannte Geschwindigkeitspro-
fil auf der Strahlachse mit Maximalgeschwindigkeiten bis zu 290 m/s hinter
der Sprayspitze erkennbar. In der Sprayspitze bewegten sich die langsamsten
Tropfen mit 120-150 m/s, die schnellsten Tropfen dagegen mit ca. 200 m/s.
Durch die Erḧohung der Gasdichte auf�g = 7.1 kg/m3 (rechtes, oberes Bild)
stieg die Tr̈agheitskraft der Luft bereits so stark, dass einige Tropfen in der
Sprayspitze mehr als 90% ihrer kinetischen Energie verloren hatten, wogegen
andere (̈uberholende) Tropfen noch mehr als 100 m/s schnell waren.

Die Messung bei einer motorähnlichen Gasdichte von�g = 23.6 kg/m3 ist
in Abb. 7.9 nochmals vergrößert dargestellt. Die starke Schwankungsbreite
der Tropfengeschwindigkeit ist ein Indiz für die gestiegene Wechselwirkung
zwischen den Tropfen und der Gasphase wodurch selbst hinter der Sprayspit-
ze Tropfen mit einer Geschwindigkeit von weniger als 2 m/s auftraten. Die
schnellsten Tropfen in der Sprayspitze hatten eine Geschwindigkeit von 45 m/s.
Trotz der starken Streuung zeigte die gemittelte Tropfengeschwindigkeit (v10)
auch bei hoher Gasdichte noch den diskutierten, typischen Verlauf für Messun-
gen auf der Strahlachse.

Abbildung 7.9: Tropfengeschwindigkeit und -größe bei hoher Gasdichte
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prail = 700 bar,Tg = 295 K, �g = 23.6 kg/m3,mb = 10 mg,pg = 20 bar, Solenoid-Injektor mit
5-Loch-Sitzlochd̈use (HD 365), Messpunkt auf der Sprayachse 40 mm unter dem Düsenloch

Aus den simultan aufgezeichneten Hochgeschwindigkeitsaufnahmen, vgl. Abb.
7.10, konnte festgestellt werden, dass die entsprechende Strahlausbreitungsge-
schwindigkeit auch noch bei höheren Gasdichten in etwa mit den oben erwähn-
ten Geschwindigkeiten der schnellsten Tropfen in der Strahlspitzeüberein-
stimmt.
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Abbildung 7.10: Hochgeschwindigkeitsaufnahmen der Strahlspitze unmittelbar vor dem PDA-
Messvolumen

15

20

25

30

35

40

45

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45

Zeit [ms]

S
tr

a
h

la
u

s
b

re
it

u
n

g
[m

m
]

1)
2)

p = 1 bar, = 1.2 kg/m³g gρ

p = 10 bar, = 11.8 kg/m³g gρ

p = 20 bar, =23.6 kg/m³g gρ

24.7 µs 49.4 µs 74.1 µs 98.8 µs 123.5 µs

49.4 µs 74.1 µs 98.8 µs 123.5 µs 148.1 µs

172.8 µs 197.5 µs 222.2 µs 246.9 µs

24.7 µs 49.4 µs 74.1 µs 98.8 µs 123.5 µs

148.1 µs 172.8 µs 197.5 µs 222.2 µs 246.9 µs

271.6 µs 296.3 µs 321.0 µs 345.7 µs 370.4 µs

395.1 µs 419.8 µs 444.4 µs 469.1 µs 493.8 µs

1)

2)

3)

3)

~51 m/s

~86 m/s~200 m/s

p = 1 bar, = 1.2 kg/m³g gρ

p = 10 bar, = 11.8 kg/m³g gρ

p = 20 bar, = 23.6 kg/m³g gρ

271.6 µs

Lichtstreuung der
PDA-Laserstrahlen
(Messvolumen)

Bildfrequenz:
40 500 B/s

prail = 700 bar,Tg = 295 K,mb = 10 mg,pg = 1. . . 20 bar, Solenoid-Injektor mit
5-Loch-Sitzlochd̈use (HD 365), PDA-Messpunkt 40 mm unter dem Düsenloch
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In Abb. 7.11 ist der Einfluss der Gasdichte auf die Tropfengrößenverteilung
und in Abb. 7.12 diëuber die gesamte Einspritzdauer gemittelte Tropfengröße
dargestellt.

Abbildung 7.11: Einfluss der Gasdichte auf die Tropfengrößenverteilung
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Abbildung 7.12: Änderung der mittleren Tropfengröße auf der Sprayachse bei Variation der
Luftdichte
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Man erkennt eine Zunahme des Tropfendurchmessers mit steigender Gasdich-
te. Dies kann mit Hilfe einer Stabilitätsbetrachtung der Tropfen erklärt wer-
den. Aus der von Reitz und Diwakar [REI86] ermittelten Stabilitätsgrenze
Weg=

p
Re = 1 für den im Dieselspray dominierenden Scheibenzerfall (strip-

ping breakup) lässt sich der größte, noch stabile Tropfendurchmesser wie folgt
berechnen:

dmax;stabil =
�2

v3rel �g �g
(7.1)

Dabei geht die Tropfengeschwindigkeit in dritter Potenz ein, die Gasdichte
dagegen nur in erster Potenz. Die dynamische Viskosität � zeigt nur eine sehr
geringe Abḧangigkeit vom Druck und die Oberflächenspannung� ist nur von
der Temperatur aber nicht von der Gasdichte abhängig (� � f(T )). Da im
untersuchten Fall die Tropfengeschwindigkeit und damit auch die Relativge-
schwindigkeitvrel mit steigender Gasdichte sank, wirkte trotz höherer Dichte
eine geringere Trägheitskraft der Luft auf die Tropfenoberfläche, wodurch auch
größere Tropfen stabil blieben und nicht weiter zerfielen.
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Berechnet man mit Gl. (7.1) den größten stabilen Durchmesser und setztvrel
gleich den aus den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen (Abb. 7.10) gewonnenen
Strahlausbreitungsgeschwindigkeiten, so ergibt sich:

dmax;stabil;1 bar =
(0:026N=m)2

(200m=s)3 (1:18 kg=m3) (17:98E� 06Pa s)
= 3:98�m

dmax;stabil;20 bar =
(0:026N=m)2

(51m=s)3 (23:6 kg=m3) (17:98E� 06Pa s)
= 12:01�m

Aus einem Vergleich dieser berechneten Werte mit der gemessenen mittleren
Tropfengr̈oße (d10) bei 1 bar und bei 20 bar wird deutlich, dass die Berechnung
den gemessenen Anstieg der Tropfengröße ann̈ahernd richtig wiedergibt.
Eine Unsicherheit bei obiger Berechnung ergibt sich aus der unbekannten,
tats̈achlichen Relativgeschwindigkeit der Tropfen zur Gasphase, denn mit der
verwendeten Messtechnik konnte nur die Absolutgeschwindigkeit der Tropfen,
nicht aber die Gasgeschwindigkeit erfasst werden. Letztere soll nachfolgend
abgescḧatzt werden.

Nach Reitz und Diwakar [REI86] kann die Lebensdauertmax eines instabilen
Tropfens nach Gl. (7.2) berechnet werden. Demnach zerfällt der langsamste und
größte instabile Tropfen bei einer Gasdichte�g = 23.6 kg/m3 bereits nach max.
0.14 ms. Da das Spray bis zum PDA-Messvolumen (40 mm vom Düsenloch)
schon eine Flugzeit von ca. 1 ms zurückgelegt hat, kann davon ausgegangen
werden, dass der̈uberwiegende Teil aller Tropfen bereits zerfallen ist und eine
stabile Gr̈oße erreicht hat. Geht man nun in einem ersten Schritt vom Extrem-
fall aus, dass die Relativgeschwindigkeit der Tropfen gleich der gemessenen
Absolutgeschwindigkeit ist und trägt diesëuber der gemessenen Tropfengröße
in ein Diagramm (Abb. 7.13, obere Hälfte), so erkennt man, dass ein Großteil
der Tropfen̈uber den Stabiliẗatsgrenzen f̈ur den Blasen- und den Scheibenzerfall
liegen ẅurde. Dies ist wegen der ermittelten kurzen Lebensdauer sehr unwahr-
scheinlich. Deshalb muss die tatsächliche Relativgeschwindigkeit der Tropfen,
wie erwartet, viel kleiner als die gemessene Absolutgeschwindigkeit sein.

tmax = C? d

2 vrel

r
�f
�g

mit C? � 5 : : : 20 (7.2)
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Abbildung 7.13: Tropfenstabiliẗat bei versch. angenommenen Geschwindigkeiten der Gasphase
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prail = 700 bar,Tg = 295 K,mb = 10 mg,pg = 20 bar,�g = 23.6 kg/m3, Solenoid mit
5-Loch-Sitzlochd̈use (HD 365), Messung auf der Sprayachse 40 mm unter dem Düsenloch

Geht man im zweiten Schritt davon aus, dass sich die Gasphase an einer Stelle
im Spray mit der mittleren Geschwindigkeit v10 der unmittelbar vor ihr fliegen-
den Tropfen bewegt, so berechnet sich die Relativgeschwindigkeit der nachfol-
genden Tropfen zu vrel = vabs: - v10. Daraus ergibt sich ein Verlauf, wie er in der
unteren Ḧalfte der Abb. 7.13 dargestellt ist. Es befinden sich nur noch wenige
Tropfen in einem instabilen Zustand, was der Realität unter den vorliegenden
Bedingungen n̈aher kommt. Die tats̈achliche Relativgeschwindigkeit liegt ver-
mutlich zwischen den beiden gezeigten Grenzfällen. Um eine genaue Aussage
treffen zu k̈onnen bedarf es jedoch weitergehender Untersuchungen mit simul-
taner Messung der Tropfen- und der Gasgeschwindigkeit.
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7.3 Sprayparameter bei motor̈ahnlichen Temperaturen und
Drücken

Zur Ermittlung der Spraygrößen unter motorähnlichen Umgebungsbedingun-
gen wurden PDA-Messungen in der beheizbaren Hochdruckkammer (Abb.
3.3, S. 29) bei Temperaturen bis 470ÆC und Dr̈ucken bis 51 bar durchgeführt.
Dabei wurde der Kraftstoff bewusst in Luft eingespritzt um eine Zündung
und Verbrennung zu erm̈oglichen. Die durch die Flamme freigesetzte Wärme
bewirkte, ebenso wie im Motor, eine schnellere Verdampfung der Tropfen.
Dadurch konnte das Spray unter realistischen Bedingungen untersucht werden.

Wie wir aus Kap. 7.2 wissen, hat die Gasdichte einen starken Einfluss auf die
Tropfengr̈oße und die Tropfengeschwindigkeit. Um den Temperatureinfluss
getrennt davon untersuchen zu können, wurden Versuche durchgeführt, bei
denen mit steigender Temperatur der Kammerdruck angepasst wurde, so dass
die Gasdichte konstant blieb. Aus Abb. 7.14 kann entnommen werden, dass
die Tropfengr̈oße entlang der Sprayachse in einem solchen Fall durch eine

Abbildung 7.14: Einfluss der Lufttemperatur auf die Tropfengröße entlang der Sprayachse
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Lufttemperaturerḧohung um 156 K auf 448ÆC um ca. 19% abnahm. Die mitt-
lere Tropfengeschwindigkeitv10 blieb dabei, wegen der konstant gehaltenen
Gasdichte�g, ann̈ahernd gleich.

Betrachtet man die statistische Verteilung der Tropfengröße f̈ur die verschie-
denen Lufttemperaturen bei konstanter Gasdichte, Abb. 7.15, so ist vor allem
eine Abnahme der Tropfen̈uber 8�m Durchmesser zu erkennen. Gleichzeitig
stieg der prozentuale Anteil der mittleren Tropfengröße (4-7�m) im Spray. Die
Anzahl der kleinsten Tropfen (< 2 �m) änderte sich kaum.

Abbildung 7.15: Lufttemperatureinfluss auf die Tropfengröße bei konstanter Gasdichte
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�g = 24.6 kg/ m3 (konstant), Tg = 292-448ÆC, pg = 40-50.9 bar (angepasst)
prail = 600 bar, mb = 8 mg, 5-Loch-Minisacklochd̈use (HD 365)
Messpunkt auf der Sprayachse 20 mm unterhalb des Düsenlochs

Ein direkter Vergleich der Sprayparameter auf der Strahlachse unter atmo-
spḧarischen und unter motorähnlichen Umgebungsbedingungen ist in Abb. 7.16
dargestellt. Dabei muss beachtet werden, dass hier, im Gegensatz zu Abb. 7.14
und Abb. 7.15, gleichzeitig die Gasdichte und die Temperatur verändert wurden,
wodurch sich hinsichtlich der Tropfengröße zwei gegenläufige Effekteüberla-
gerten. Zum einen stieg die Tropfengröße gem̈aß den in Kap. 7.2 erläuterten
Stabiliẗatskriterien durch die ḧohere Gasdichte. Zum anderen wirkte einer Zu-
nahme der Tropfengröße die Kraftstoffverdampfung entgegen. Deshalb lag die
gemessene mittlere Tropfengröße mitd10 = 6.6�m um ca. 45% unter der ver-
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gleichbaren Tropfengröße bei Versuchen unter Umgebungstemperatur und glei-
cher Gasdichte�g = 24.4 kg/m3. Die Tropfengeschwindigkeit hingegen wurde
nur durch die Gasdichte beeinflusst und sank um ca. 80 %.

Abbildung 7.16: Vergleich des Sprays unter Umgebungs- und motorähnlichen Bedingungen
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Motorähnliche Umgebungsbedingungen
p = 50.8 bar, T = 726 K, = 24.4 kg/m³g g gρ

prail = 600 bar, mb = 8 mg, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365),
Messpunkt auf der Sprayachse 20 mm unterhalb des Düsenlochs

In Abb. 7.17 sind die Auswirkungen einer Raildrucksteigerung von 600 bar
(A) auf 700 bar (B) und 800 bar (C) bei einer Lufttemperatur vonTg = 726 K
(453ÆC) und einem konstanten Kammerdruckpg = 50.8 bar dargestellt. Auf der
linken Seite befinden sich die zeitlichen Verläufe der gemittelten Tropfengröße
und der Tropfengeschwindigkeit. Auf der rechten Seite ist die statistische
Verteilung der Tropfendurchmesser zu sehen.
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Der steigende Raildruck führte zu einer Zunahme der mittleren Tropfenge-
schwindigkeit und folglich auch der Gasweberzahl (S. 135). Dadurch stieg die
Trägheitskraft der Gasphase und die Tropfenstabilität sank (vgl. Gl. 7.1). Aus
diesem Grund kam es zu einer Abnahme der Tropfengröße. Da die kleineren
Tropfen sẗarker abgebremst wurden als die größeren Tropfen, die eine höhere
Masse und damit einen größeren Impuls besaßen, wanderten die kleinen
Tropfen zum Sprayende während sich die großen Tropfen mehr im vorderen
Teil des Sprays befanden. Deshalb ist die Abnahme der Tropfengröße mit
steigendem Raildruck vor allem am Ende des Sprays zu erkennen.

Abbildung 7.17: Geschwindigkeit und Größe der Tropfen unter Druck und mit Verdampfung

0

10

20

30

40

50

0 0.5 1 1.5 2
0

2

4

6

8

10

G
es

ch
w

in
di

gk
ei

t [
m

/s
]

D
ur

ch
m

es
se

r 
[µ

m
]

Zeit [ms]

0

10

20

30

40

50

0 0.5 1 1.5 2
0

2

4

6

8

10

G
es

ch
w

in
di

gk
ei

t [
m

/s
]

D
ur

ch
m

es
se

r 
[µ

m
]

Zeit [ms]

0

10

20

30

40

50

0 0.5 1 1.5 2
0

2

4

6

8

10

G
es

ch
w

in
di

gk
ei

t [
m

/s
]

D
ur

ch
m

es
se

r 
[µ

m
]

Zeit [ms]

mittl. Geschw. v10

mittl. Durchm. d10

A

B

C

0

2

4

6

8

10

12

1 3 4 6 8 10 12 14 16 18 20

Durchmesser [µm]

0

2

4

6

8

10

12

1 3 4 6 8 10 12 14 16 18 20

Durchmesser [µm]

0

2

4

6

8

10

12

1 3 4 6 8 10 12 14 16 18 20

Durchmesser [µm]

W
ah

rs
ch

ei
n
li

ch
k
ei

t
[%

]
W

ah
rs

ch
ei

n
li

ch
k
ei

t
[%

]
W

ah
rs

ch
ei

n
li

ch
k
ei

t
[%

]

pg = 50.8 bar, Tg = 726 K, Solenoid-Injektor mit 5-Loch-Minisacklochdüse (HD 365)
Messpunkt auf der Sprayachse 20 mm unterhalb des Düsenlochs,A: prail = 600 bar,

mb = 8 mg,B: prail = 700 bar, mb = 10 mg,C: prail = 800 bar, mb = 15 mg
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7.4 Vergleich der Messungen mit Simulationsrechnungen

Am Institut für Technische Mechanik (ITM) der RWTH-Aachen, unter der
Leitung von Prof. Dr.-Ing. N. Peters, wurde eine Methode entwickelt, mit deren
Hilfe die Spraybildung und Strahlausbreitung vorausberechnet werden kann.
Das als CAS (

”
cross-sectionally averaged spray“) bezeichnete, eindimensionale

Eulersche Spraymodell beinhaltet Gleichungen für die Fl̈ussig- und die Gaspha-
se. Trotz der Verwendung von lokal gemittelten Sprayparametern kann durch
Parallelrechnungen mehrerer Tropfenklassen die Tropfengrößenverteilung zu
verschiedenen Zeitpunkten und Abständen zur D̈use korrekt wiedergegeben
werden [KRA99]. Mit den nachfolgend vorgestellten Simulationsrechnungen8,
die von Herrn A. Krause durchgeführt wurden, soll ein kurzer Vergleich der
im Rahmen der vorliegenden Arbeit gewonnenen Messergebnisse mit den
CAS-Modellrechnungen gezeigt werden.

In Abbildung 7.18 ist der zeitliche Verlauf der Geschwindigkeit auf der
Sprayachse bei zwei unterschiedlichen Abständen zum D̈usenloch dargestellt
(vgl. auch Abb. 7.7, S. 117). Die Punkte zeigen die gemessenen Tropfenge-
schwindigkeiten. Die durchgezogenen Linien wurden mit dem CAS-Modell
berechnet. Dabei bilden die Geschwindigkeitsverläufe der gr̈oßten und der
kleinsten Tropfenklasse jeweils eine Begrenzungslinie der Messung. Die
Übereinstimmung ist erstaunlich gut. Auch die Ankunftszeit der ersten Tropfen
(Sprayspitze) im Messvolumen des PDA wird korrekt wiedergegeben ebenso
wie die Abnahme der Geschwindigkeitsgradienten mit zunehmendem Abstand
zur Düse.

Neben dem zeitlichen Verlauf der Tropfengeschwindigkeiten liefert das CAS-
Modell statistische Verteilungen der Tropfengröße an unterschiedlichen Orten
und Zeitpunkten nach Spritzbeginn. Die in der vorliegenden Arbeit aus den
gemessenen Tropfengrößen ermittelten PDF-Funktionen (Wahrscheinlichkeits-
verteilungen) wurden in Abb. 7.19 mit den berechneten Verläufen verglichen.
Auch hier zeigen die Messwerte, zumindest zu den wichtigen frühen Zeitpunk-
ten, eine beachtlich gutëUbereinstimmung mit dem CAS-Modell.

8mit freundlicher Genehmigung des Institut für Technische Mechanik, RWTH-Aachen
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Abbildung 7.18: Vergleich der PDA-Messungen mit Simulationsrechnungen
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Abbildung 7.19: Vergleich gemessener und berechneter PDF-Funktionen

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]
Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0 10 20 30

Durchmesser [µm]

P
D

F
[-

]

Experiment

Simulation

0.0 ms - 0.5 ms 0.5 ms - 1.0 ms

1.0 ms - 1.5 ms 1.5 ms - 2.0 ms

0.0 ms - 0.5 ms 0.5 ms - 1.0 ms

1.0 ms - 1.5 ms 1.5 ms - 2.0 ms

Abstand: 30 mm

Abstand: 10 mm

prail = 700 bar, mb = 10 mg, Tg = 295 K, pg = 1 bar, Piezo-Injektor mit
5-Loch-Minisacklochd̈use (HD 365), Messpunkt jeweils auf der Sprayachse



132 8 ZUSAMMENFASSUNG

8 Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit wurde die dieselmotorische Kraftstoffzerstäubung
und Gemischbildung mit Common-Rail Einspritzsystemen untersucht. Die ver-
wendeten Sitzlochd̈usen und Mini-Sacklochd̈usen wurden von Pkw-Injektoren
mit Solenoid- und mit piezoelektrischem Aktuator gesteuert. Bei Einspritz-
drücken zwischen 400 bar und 1400 bar wurden sowohl die makroskopischen
Strahlgr̈oßen, wie z.B. die Strahlbildung und -ausbreitung sowie der Strahlzer-
fall und der Kegelwinkel, als auch die mikroskopischen Strahlgrößen, hier vor
allem die Tropfengr̈oße und die Tropfengeschwindigkeit, analysiert.

Bei der Durchf̈uhrung der Experimente kamen mehrere Versuchsanlagen zum
Einsatz. Einerseits wurde der Kraftstoff in Druckkammern eingespritzt, die
zum Teil beheizbar waren. Dies ermöglichte die unabḧangige Untersuchung
des Dichte- und des Temperatureinflusses auf die Zerstäubung und die Strahl-
ausbreitung in ruhender Luft. Dabei wurden Gasdichten bis�g = 23 kg/m3 (in
Einzelf̈allen bis 32.5 kg/m3) und, im Falle einer Beheizung, Gastemperaturen
bis 453ÆC erzeugt, wie sie im Brennraum eines Dieselmotors im Kompressi-
onsendpunkt vorliegen. Andererseits wurde eine robuste, flexible und schnelle
Kompressionsmaschine eingesetzt, die in der Lage war den Kompressionshub
und den teilweisen R̈uckhub eines Motors nachzubilden und in dem für die
Direkteinspritzung interessanten Bereich, von 40ÆKW vor OT bis 40 ÆKW
nach OT, realistische thermodynamische Bedingungen zu schaffen. Dies er-
laubte die Untersuchung der Kraftstoffeinspritzung und Gemischbildung unter
motornahen Bedingungen. Bei einem Verdichtungsverhältnis von � = 19.6
und einer simulierten Drehzahl von 1500-2000 U/min erreichte die Kompres-
sionstemperatur, je nach Temperatur der Zylinderwand (� 100ÆC) und der
Kolbenmuldenwand (� 190ÆC), einen Wert zwischen 527ÆC und 717ÆC. Der
Kompressionsenddruck konnte mit Hilfe einer Aufladung zwischen 58 bar und
79 bar variiert werden.

Zur Visualisierung der Einspritzstrahlen wurde die Mie-Streulichttechnik so-
wie, in Kombination mit dem Schlieren- bzw. Schattenverfahren, die Hoch-
geschwindigkeitskinematographie angewandt. Dabei zeichnete eine digitale
Hochgeschwindigkeitskamera die Strahlausbreitung mit einer Bildfrequenz von
13500 bis 40500 Bildern/Sekunde auf.
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Die Tropfengr̈oße und Tropfengeschwindigkeit wurde durch Einsatz der
2D-Phasen-Doppler-Anemometrie bestimmt. Diese Messtechnik ermöglichte
durch ihr hohes zeitliches und räumliches Aufl̈osungsverm̈ogen eine detaillierte
Analyse der physikalischen Vorgänge im Spray.

Die durchgef̈uhrten Experimente und theoretische Betrachtungen zeigten,
dass die D̈usenaustrittsgeschwindigkeit, die Tropfengeschwindigkeit und die
Strahlausbreitung sehr stark vom Verlauf des Nadelhubs und damit auch vom
Injektorsteuerungsprinzip (Solenoid/Piezo) abhängig sind. Dies ist vor allem
auf die starke Drosselung der Strömung am Nadelsitz und auf die damit
verbundenen hohen Druckverluste bei geringem Nadelhub zurückzuf̈uhren.
Besonders bei den relativ langsamöffnenden Solenoid-Injektoren konnte daher
eine Zunahme der Strahlgeschwindigkeit mit steigendem Nadelhub beob-
achtet werden. Durch Unterschreiten des Dampfdrucks am Nadelsitz und im
Düsenloch bildeten sich Kavitationsblasen die zu einer 2-Phasenströmung im
Düsenloch f̈uhrten. Diese wurde mit Hilfe einer Diesel-in-Diesel-Einspritzung
nachgewiesen.

Aus den Hochgeschwindigkeits- und Mie-Streulichtaufnahmen der Kraftstoff-
einspritzung in den Druckkammern und in der Kompressionsmaschine ging
hervor, dass der Einfluss der Gasdichte auf die Tropfengeschwindigkeit und die
Strahlausbreitung sowohl vom Einspritzdruck, als auch vom Lufteintrag in das
Spray abḧangig ist. Bei hohen Einspritzdrücken (> 1000 bar) wurde wegen des
schnelleren Strahlaufbruchs und der besseren Zerstäubung ein sẗarkerer Dichte-
einfluss beobachtet als bei niedrigen Raildrücken, bei denen eine Variation der
Gasdichte bis zu einer Entfernung von 10-16 mm vom Düsenloch so gut wie
keinen Einfluss auf die Strahlausbreitung hatte. Der Strahlkegelwinkel stieg mit
zunehmender Gasdichte und zeigte keine Abhängigkeit vom Raildruck.

Durch Variation der Kompressionsendtemperatur (TOT ) wurde gezeigt, dass
bei TOT = 800 K (entsprechend einem Kaltstart des Motors) das Spray der
Haupteinspritzung auf die kalte Muldenwand traf und dabei einen Wand-
film bildete, der selbst bei einer anschließenden Zündung und Verbrennung
nicht vollsẗandig verdampfte. BeiTOT = 990 K waren der Ẅarmëubergang
zum Kraftstoff und die Verdampfung dagegen so stark, dass das Spray die
Kolbenmuldenwand nicht mehr erreichte. Dies sollte geringere HC- und Ruß-
emissionen zur Folge haben.
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Mit Hilfe der PDA-Messtechnik konnte, trotz der schwierigen Messbedin-
gungen im optisch dichten Dieselspray, ein charakteristischer Verlauf der
Tropfengr̈oße und der Tropfengeschwindigkeit auf der Strahlachse nachge-
wiesen werden. Durch Impulsaustausch mit der Gasphase wurden die Tropfen
in der Strahlspitze und am Strahlrand stark abgebremst. Es zeigte sich ein
symmetrischer Abfall der Tropfengröße und -geschwindigkeit von der Strahl-
achse zum Strahlrand. Die Tropfen hinter der Sprayspitze befanden sich im
Windschatten und hatten wegen des geringeren Luftwiderstands die höchste
Geschwindigkeit, wodurch sie die Sprayspitze einholten bzw.überholten. Die
Strahlausbreitungsgeschwindigkeit wurde durch diese schnellsten Tropfen in
der Sprayspitze bestimmt.

Mit steigender Gasdichte wurde im gesamten Spray eine starke Abnahme der
Tropfengeschwindigkeit und eine Zunahme der Tropfengröße beobachtet. Bei
konstant gehaltener Gasdichte fiel die Tropfengröße durch eine Erḧohung der
Gastemperatur von 292ÆC auf 448ÆC um ca. 19% und war um 45% geringer als
bei Umgebungstemperatur.

Der Piezo-Injektor mit 3/2-Wege-Ventil erzeugte aufgrund seiner schneller
öffnenden Nadel und der kürzeren Drosselphase wesentlich höhere Tropfenge-
schwindigkeiten als der Solenoid-Injektor. Dies lässt positive Auswirkungen
auf die Ruß- und HC-Emissionen erwarten. Des weiteren zeichnete er sich
durch eine hohe Reproduzierbarkeit der Einspritzung und durch eine ebenfalls
hohe Kleinstmengenstabilität aus. Diese Vorteile machen ihn für den k̈unftigen
Einsatz in Motoren hinsichtlich der EU4-Abgasnorm interessant.

Durch die PDA-Messungen wurde eine umfangreiche Datenbasis geschaffen,
die zur Validierung und Optimierung numerischer Codes geeignet ist. Ein er-
ster Vergleich der gemessenen Werte mit einem Spraymodell, durchgeführt von
Mitarbeitern des Instituts für Technische Mechanik der RWTH-Aachen, zeigte
eine sehr gutëUbereinstimmung.
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A Anhang

A.1 Kennzahlen

Zur Beschreibung des Strahlzerfalls und der Spraybildung werden in der Regel
mehrere Kennzahlen benutzt. Die wichtigsten werden hier kurz vorgestellt:

� Reynolds-Zahl

Re =
d � v
�

(A.1)

Die Reynoldszahl beschreibt das Verhältnis von Tr̈agheitskraft zur Z̈ahig-
keitskraft und charakterisiert die Strömungsform (laminar/ turbulent). Die
Düsen-ReynoldszahlRed�u der Str̈omung im D̈usenloch wird berechnet
mit dem D̈usenlochdurchmesserd0 und der Str̈omungsgeschwindigkeit
im Düsenlochv0. Zur Bestimmung der Tropfen-ReynoldszahlRetr wird
der Tropfendurchmesserd und die Tropfengeschwindigkeitvrel relativ zur
Luft eingesetzt.

� Weber-Zahl

We =
d � � � v 2

rel

�
(A.2)

Sie stellt die Tr̈agheitskraft des Tropfens und die Oberflächenspannungs-
kraft zueinander ins Verḧaltnis. Die Tropfen-Weber-ZahlWef ist die
wichtigste Kennzahl zur Beschreibung der Tropfenstabilität und des
größtm̈oglichen stabilen Tropfendurchmessers. Die Gas-Weber-ZahlWeg
wird ebenfalls mit dem Tropfendurchmesserdtr aber mit der Gasdichte
�g berechnet und beschreibt damit die Trägheitskraft des den Tropfen
umgebenden Gases.

� Ohnesorge-Zahl

Oh =
�

(� � � � d)0 :5 =
p
We

Re
(A.3)

Sie wird aus der Weber- und der Reynolds-Zahl durch Eliminierung
der Geschwindigkeit gebildet. Die Ohnesorge-Zahl hängt damit nur
noch von Stoff- und Geometriegrößen ab und berücksichtigt den Einfluss
der Viskosiẗat bzw. der Z̈ahigkeit der Fl̈ussigphase auf die Tropfenbildung.
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Die Tropfengr̈oßenverteilung wird̈ublicherweise durch charakteristische Mit-
telwerte der einzelnen Tropfendurchmesser beschrieben. Diese werden nach
Gleichung (A.4) aus den Einzeltropfen berechnet.

d�� =

0
BBB�

i=nP
i=1

d
�
i

i=nP
i=1

d
�
i

1
CCCA

1=(���)

(A.4)

Im einfachsten Fall reduziert sich die Gleichung (A.4) mit� = 1 und� = 0

auf den arithmetisch mittleren Tropfendurchmesser:

d10 =
1

n

i=nX
i=1

di (A.5)

Sehr ḧaufig wird auch der Sauter-Durchmesser angegeben. Dieser berechnet
sich aus Gl. (A.4) mit� = 3 und� = 2 zu:

d32 =

i=nP
i=1

d
3
i

i=nP
i=1

d2
i

(A.6)

Der Sauterdurchmesser beschreibt das Verhältnis des Tropfenvolumens bzw.
der Tropfenmasse (� d3) zur Tropfenoberfl̈ache (� d2) und ist damit eine
Kenngr̈oße f̈ur den Stoff̈ubergang.

Eine Liste der wichtigsten charakteristischen Tropfendurchmesser ist nachfol-
gend in Tabelle A.1 zu sehen.
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Tabelle A.1: Charakteristische Tropfendurchmesser [LEF89]

D��

� � Benennung Anwendungsgebiet
1 0 arithm. Mittelwert Vergleiche
2 0 Oberfläche W¨armeübergang
3 0 Volumen Massentransport
2 1 Flächendurchmesser Absorption
3 1 Volumendurchmesser Verdampfung
3 2 Sauterdurchmesser Stoff¨ubergang
4 3 De Broukere-Durchmesser Verbrennung

A.2 Empirische Gleichungen aus der Literatur

In der Literatur findet man mehrere empirische Gleichungen zur Berechnung
der Strahlausbreitung, des Kegelwinkels und der entstehenden Tropfengröße.
Dabei wurde versucht, die erkannten Einflussgrößen, wie z.B. den Einspritz-
druck oder die Gasdichte�g in geeigneter Weise einzubinden und mit den
messtechnisch ermittelten Werten abzugleichen. Oft unterscheiden sich die
Modelle deshalb nur geringfügig bez̈uglich einiger Konstanten oder Exponen-
ten.

A.2.1 Strahlaufbruchlänge

Die Strahlaufbruchl̈ange ist besonders schwierig zu messen. Der Einsatz von
laseroptischen Messtechniken scheitert meist an der optischen Dichte des
Strahls. Andere Verfahren nutzen die elektrische Leitfähigkeit der Fl̈ussigkeit
und sind deshalb wesentlich einfacher anzuwenden. Es ist jedoch umstritten, ob
damit eine genaue Aussage getroffen werden kann, da die Messgenauigkeit als
nicht besonders hoch eingeschätzt wird. Trotzdem ist die Strahlaufbruchlänge
eine wichtige Kenngr̈oße, die vor allem zur Modellierung der Spraybildung
verwendet wird.
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In der Literatur sind mehrere Angaben und Gleichungen zur Strahlauf-
bruchl̈ange zu finden.Hiroyasu und Arai [HIR90] schlugen folgende Formel
vor. Dabei istr der Rundungsradius der Düsenlocheinlaufkante undpg der
Druck des umgebenden Gases (in MPa!).

L2 = 7 � d0
�
1 + 0:4

r

d0

� �
pg

�f v02

�0:05 �
L

d0

�0:13 �
�f

�g

�0:5

(A.7)

Yule und Salters [YUL94] veröffentlichten eine Formel in der̈uber die
GasweberzahlWeg und die ReynoldszahlRe die Oberfl̈achenspannung� und
die Viskosiẗat� ber̈ucksichtigt wird.

L2 = 2650 d0 Weg
�0:1 Ref

�0:3
�
�f

�g

�0:08

(A.8)

Meist wird die Strahlaufbruchlänge jedoch nur als Funktion des Dichteverhält-
nisses wie folgt beschrieben:

L2 = C �
�
�g

�f

�0:5

� d0 (A.9)

Die Angaben f̈ur den Faktor C variieren oft stark, vonC = 15:8 [DAN97,
ARA84] überC = 10 [REI87] bis C = 7:15 [CHE85].

A.2.2 Tropfengröße

Die zeitliche und̈ortliche Verteilung der Tropfengröße bestimmt wesentlich die
Gemischbildung, die Z̈undung, die Verbrennung und die Schadstoffentstehung.
Dabei spielen Faktoren wie z.B. das Verhältnis von Tropfenoberfl̈ache zur
Tropfenmasse eine wichtige Rolle.

Wie bereits in Kapitel 2.4 beschrieben, ist der Mechanismus der Tropfenbil-
dung bei der Zerstäubung ein̈außerst kompliziert ablaufender Vorgang der nur
schwer berechnet werden kann. Zum besseren Verständnis konzentrieren sich
die Untersuchungen deshalb meist auf das Erkennen von Einflussgrößen und
Pḧanomenen.
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Eine Zusammenfassung der bereits erkannten und in der Literatur beschriebe-
nen Einflussgr̈oßen ist in Tabelle A.2 zu finden.

Tabelle A.2: Einflussgr̈oßen auf den Tropfendurchmesser

Einflussgröße Literaturstelle

Einspritzdruck [VAR83, KOO97]
Einspritzmenge [KOO97]

Gasdichte [LEV97, HIR90, HIR89, REI87]
Viskosität�f [DES98, DAN97, HIR90, HIR89]

Oberflächenspannung[HIR90, HIR89]
VerhältnisL=d0 [DAN97, HIR90, VAR83]

Nadelhub [KOO97]
Position im Strahl [HUN97, LEV97, KOO97, REI87]

Zeit [KOO97]

Trotz der komplexen Natur der Tropfenbildung und trotz der vielen Einfluss-
größen haben einige Autoren empirische Gleichungen zur Berechnung der
Tropfengr̈oße, speziell des Sauterdurchmesserd32, vorgeschlagen. Aufgrund
der Abḧangigkeit der Tropfengröße von der Position im Strahl und von der
Zeit, und wegen der oft angewandten ungenauen Messmethoden, sind diese
Formeln jedoch mit Vorsicht zu genießen. Eine Abschätzung von Tendenzen
scheint jedoch m̈oglich.

Bereits 1955 ver̈offentlichteTanasawa[TAN55] folgende Gleichung:

d32 = 0:047

�
d0
v0

� �
�

�g

�0:25

g0:2
�
1 + 33:1 � 101:5 �fp

��fd0| {z }
Oh

�
(A.10)

Hiroyasu und Arai [HIR90] schlugen folgende Formel vor:

d32 = 0:38 d0 Re
0:25 We�0:32 (�f =�g)

�0:47 (�f =�g)
0:37 (A.11)
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Neben den erẅahnten Gleichungen wurden auch einige Abhängigkeiten
veröffentlicht, welchëuberwiegend aus Messungen ermittelt wurden:

d32 / � 0:194 ��0:405 [DES98℄ (A.12)

d32 / (1 + 5:3Oh) [DES98℄ (A.13)

d32 / �f
m mit m = 0:1 : : :0:2 [LEF89℄ (A.14)

d32 / �g
0:4 [PAY96℄ (A.15)

A.2.3 Strahlausbreitung

Die Strahlausbreitungsgeschwindigkeit und die Eindringtiefe sind zwei sehr
wichtige Gr̈oßen bei der motorischen Direkteinspritzung. Sie stehen deshalb im
Mittelpunkt des Interesses, insbesondere im Hinblick auf die Gemischbildung,
den Wandkontakt und die Brennraumausnutzung. Dies wurde sehr frühzeitig
erkannt, weshalb auf eine Vielzahl von Veröffentlichungen zur̈uckgegriffen
werden kann. Die Entwicklung neuer Messtechniken bietet jedoch immer neue
Möglichkeiten den hochtransienten Vorgang der Kraftstoffeinspritzung besser
zu verstehen.

Aus den bis heute durchgeführten, umfangreichen Untersuchungen konnten
viele grundlegende Einflussgrößen erkannt werden. Daraus wurden Modelle
und empirische Gleichungen entwickelt, die jedoch meist zu unterschiedlichen,
teilweise sogar zu widersprüchlichen Ergebnissen führen.

Die wichtigsten allgemein anerkannten Parameter welche die Strahlausbreitung
beeinflussen sind nachfolgend in Tabelle A.3 dargestellt. In der ersten Spalte
erkennt man die Einflussgrößen mit dem Exponentenn, dessen Werte in der
zweiten Spalte dargestellt sind. Da sich der Einfluss und somit die Exponenten
während der Strahlausbreitung̈andern, sind die jeweiligen Tendenzen und
Grenzwerte mit Pfeilen markiert. Bei einem Vergleich mehrerer Literatur-
stellen erkennt man, dass die Werte des Exponentenn stark schwanken. Die
angegebenen Werte sind deshalb als Richtwerte zu verstehen und können eine
Überpr̈ufung im einzelnen Fall nicht ersetzen.
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Tabelle A.3: Abhängigkeit der Strahlausbreitung von versch. Einflussgrößen

Literaturwerte für n
bei zunehmender Zeit
nach Spritzbeginn von

Abhängigkeit t = 0!1
Zeit: tn 1:0 $ 0:5 (0:38)

Düsenloch– ø: d0
n 0:0 $ 0:5 (1:0)

Druckgefälle: �p n 0:5 $ 0:25
Gasdichte: �g

n 0:0 $ �0:5 (�0:35)
Flüssigk.– Dichte: �f

n
�0:5 $ 0:26 (0:1)

Neben den in Tab. A.3 genannten Größen spielen die Kraftstoffeigenschaften,
die Injektorbauweise und die Art der Druckerzeugung eine wichtige Rolle.

Die bekanntesten empirischen Gleichungen zur Berechnung der Strahlausbrei-
tung S(t) sollen nachfolgend kurz vorgestellt werden. Einige davon sind nur
unter gewissen Voraussetzungen bzw. mit Einschränkungen anwendbar.

Die Gleichung vonDent [DEN71] wurde bereits 1971 veröffentlicht. Sie
ber̈ucksichtigt neben dem treibenden Druckgefälle �p, der Gasdichte�g und
dem D̈usenlochdurchmesserd0 auch den Einfluss der GastemperaturTg [K].

S = 3:06 (�p =�g)
0:25 (d0 t)

0:5 (294:5= Tg)
0:25 (A.16)

Die wohl am ḧaufigsten zitierte empirische Gleichung stammt vonHiroyasu
[HIR90]. Sie wurde durch Einspritzversuche mit einer Einlochdüse in eine
Kammer bei Einspritzdr̈ucken bis 400 bar, Kammerdrücken bis 40 bar und
Gastemperaturen von 20ÆC bis 320ÆC ermittelt:

S = 0:39 (2 �p =�f)
0:5 t f �ur 0 < t < tbr

S = 2:95 (�p =�g)
0:25 (d0 t)

0:5 f �ur tbr < t (A.17)

mit tbr = 28:65 (�f d0) (�g �p)�0:5
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Hiroyasu unterscheidet zwischen zwei Bereichen, getrennt durch die Zeittbr
die bis zum Strahlaufbruch vergeht. Im ersten Bereicht < tbr bewegt sich der
Strahl ohne verz̈ogernde Reibungskräfte. Die Eindringtiefe steigt linear mit der
Zeit (S / v � t). Die Geschwindigkeitv entspricht der um den Faktor 0.39
reduzierten Maximalgeschwindigkeit nach Bernoulli, womit v.a. die Verluste
in der Düse ber̈ucksichtigt werden.

Im zweiten Abschnittt > tbr sinkt die Geschwindigkeit durch den Impuls-
austausch mit der Luft. Dabei spielt erwartungsgemäß die Gasdichte�g eine
entscheidende Rolle. Die Eindringtiefe steigt nur noch mitt0:5. Im Gegensatz zu
anderen Autoren berücksichtigt Hiroyasu f̈ur t > tbr die Dichte der Fl̈ussigkeit
nicht.

Chiu et.al. [CHI76] schlugen die nachfolgende Gleichung vor.(�f1=�f2)
beschreibt das Verhältnis der Dichten eines Referenz-Kraftstoffs�f1 zum
Dieselkraftstoff�f2 und�g=�atm das Verḧaltnis der vorliegenden Gasdichte zur
Gasdichte bei atmosphärischen Bedingungen.

S =
450 d0

0:5 (�f1=�f2)
0:4

(1 + �g=�atm)0:85
(
�g
�atm

)0:5 �p 0:25 � t 0:6 (A.18)

Varde und Popa [VAR83] untersuchten die Strahlausbreitung an einem
selbstgebauten Einspritzsystem mit bis zu 1500 bar Einspritzdruck und
selbstgefertigten D̈usen mit unterschiedlichemL=d0 und verschiedenen
Lochdurchmessernd0. Die Versuche wurden bei Umgebungstemperatur mit
Gasdichten�g bis zu 40kg=m3 durchgef̈uhrt. Mit Hilfe der daraus gewonnenen
Erkenntnisse entstand folgende Gleichung:

S = 1:1 (A1)0:3 (A2)�0:008 (A3)0:5 (A4)0:16 t 0:55 (A.19)

mit A1 = �p �f d0
2 = �f

2 / Red�u
2

A2 = �f �f d0 = �f
2 = (Red�u

2=Wed�u) = 1=Oh2

A3 = �f=�g

A4 = L=d0
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Die vier Parameter A1 bis A4 sind dimensionslos. A1 berücksichtigt den
Einfluss der D̈usen-ReynoldszahlRed�u. A2 ist eine Funktion der Ohnesorge-
Zahl Oh, die aus Stoff- und Geometriedaten berechnet wird. Der Einfluss
dieses Wertes ist mit einem Exponent von 0.008 jedoch sehr gering. A3 ist
das Dichteverḧaltnis von Fl̈ussigkeit und Gasatmosphäre und A4 das L̈angen-
Durchmesserverḧaltnis des D̈usenlochs.S undd0 haben die Dimension [mm].

Der Einfluss der Gasdichte und der Kraftstoffverdampfung auf die Eindring-
tiefe wurde vonNaber und Siebers [NAB96] sehr ausf̈uhrlich untersucht.
Die daraus entstandene Formel für die Eindringtiefe ist der von Hiroyasu
vorgeschlagenen Gleichung (A.17) sehrähnlich:

S = Cv (2 �p =�f)
0:5 t f �ur 0 < t < tbr

S =

s
Cv (2Ca)0:5

a � tan(�=2)
�
�p

�g

�0:25

(d0 t)
0:5 f �ur tbr < t

mit tbr =

p
0:5Ca

Cv a � tan(�) (
p
Ca �f d0) (�g �p)

�0:5

und Cd = Ca � Cv (A.20)

Dabei ber̈ucksichtigt Ca (
”
area contraction coefficient“) die Einschnürung

der Str̈omung im D̈usenloch durch Kavitationserscheinungen und durch
ungleichm̈aßige Str̈omungsprofile am D̈usenaustritt (Ca � 0:8 : : :1:0). Cd

(
”
discharge coefficient“) dient zur Charakterisierung des effektiven Kraftstoff-

massenstroms durch die Düse. Die Werte f̈urCa undCd müssen messtechnisch
ermittelt werden. Somit lässt sichCv berechnen. Die Größea wurde in den
Versuchen zu 0.66 bestimmt.

Naber und Siebers erkannten außerdem, dass die gemessenen Werte aller
durchgef̈uhrter Versuche, trotz unterschiedlicher Düsen und Betriebszustände,
bei einer dimensionslosen Darstellung der Strahlausbreitungüber der Zeit auf
einer gemeinsamen Kurve~S = f(~t) liegen. Zur dimensionslosen Darstellung
wurden ein charakteristisches Längenmaßx? und ein charakteristisches Zeit-
maßt? eingef̈uhrt.
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x? =

p
Ca � d0 �

p
�f=�g

0:66 � tan(�=2) (A.21)

t? =

p
Ca � d0 �

p
�f=�g

0:66 � tan(�=2) � vf (A.22)

mit vf = Cv �
q
2 �p=�f

Damit konnte eine Formel zur Beschreibung der dimensionslosen Strahlaus-
breitung~S definiert werden.

~S = ~t=(1 + ~t n=2)1=n (A.23)

mit ~S = S=x?

und ~t = t=t?

Der Wert des Parametersn wurde auf die Messdaten angepasst und zun = 2:2
bestimmt.

Mit den Gleichungen (A.21) und (A.22) wurde für zahlreiche Messungen aus
der vorliegenden Arbeit das Längenmaßx? und das Zeitmaßt? und daraus
die dimensionslose Strahlausbreitung~S sowie die Zeit~t bestimmt. Tr̈agt man
die Strahlausbreitung in dieser dimensionslosen Form in ein logarithmisch
skaliertes Diagramm ein (vgl. Abb. A.1), so erkennt man, dass alle Versuche
entlang einer Kurve liegen, unabhängig von Einspritzdruck und Gasdichte.

Im Bereich0 < ~t < 1 verläuft die Kurve linear (~S = ~t). In diesem Bereich brei-
tet sich der Einspritzstrahl mit annähernd konstanter Geschwindigkeit aus. Bei
~t = 1 wechselt der Verlauf in eine Abhängigkeit ~S =

p
~t. Damit wird ber̈uck-

sichtigt, dass durch den Strahlaufbruch und den zunehmenden Impulsaustausch
des Sprays mit der Gasatmosphäre die Strahlgeschwindigkeit abnimmt.
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Abbildung A.1: Dimensionslose Darstellung der Strahlausbreitung mehrerer Versuche
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A.2.4 Kegelwinkel

Der Kegelwinkel� eines Einspritzstrahls ist eine wichtige Kenngröße, die
als Maß f̈ur den Lufteintrag in das Spray gilt. Der Lufteintrag hat einen
wesentlichen Einfluss auf die Tropfengeschwindigkeit (Impulsaustausch), die
Tropfengr̈oße (Koaleszenz) und die Verdampfung (Energiezufuhr).

Sowohl theoretische als auch experimentelle Untersuchungen zeigen, dass
der Spraykegelwinkel hauptsächlich vom Dichteverḧaltnis �g=�f des Gases
und der Fl̈ussigkeit abḧangig ist.Über die Sẗarke des Einflusses herrscht noch
Unklarheit wie aus nachfolgender Tabelle A.4 ersichtlich wird.

Bei Werten(�g=�f) > 0:1 hat eine weitere Erḧohung der Gasdichte kaum
noch Einfluss auf den Kegelwinkel. Dieser bleibt dann annähernd konstant und
verḧalt sich wie ein inkompressibler Gas-Jet [NAB96].

Eine weitere wichtige Einflussgröße auf den Kegelwinkel ist die D̈usengeo-
metrie, hier v.a. das Verhältnis der L̈ange zum Durchmesser des Düsenlochs
L=d0 [DAN97, HIR90]. Die Dichte und die Viskosität des Kraftstoffs hingegen
beeinflussen den Kegelwinkel nur unwesentlich [DES98]. Auch der Einspritz-
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Tabelle A.4: Abhängigkeit des Kegelwinkels von der Gasdichte

Abhängigkeit Literaturstelle

� � (�g)
0:50 Reitz & Bracco, Wu et.al.

� � (�g)
0:26 Hiroyasu & Arai

� � (�g)
0:33 Varde

� � (�g)
0:40 Wakuri et.al.

� � (�g)
0:19 Naber & Siebers

� � (�g)
0:25 Desantes et.al.

druck zeigt bei dieselmotorischen Bedingungen (�p > 300 bar,
”
complete

spray“) nur einen geringen Einfluss [NAB96].

Eine der ersten Formeln zur Berechnung des Kegelwinkels wurde vonSitkei
[SIT64] im Jahre 1964 auf Basis experimenteller Daten veröffentlicht. Sitkei
erkannte bereits die wesentlichen Abhängigkeiten, ber̈ucksichtigte aber den
Einfluss der Gasdichte zu wenig, wodurch die Kegelwinkel zu klein bestimmt
werden:

� = 0:03 (L=d0)
�0:3 (�g =�f)

0:1 (v0 d0 �f=�f)| {z }
Re

0:7 (A.24)

Es folgte im Jahr 1977 eine Veröffentlichung vonYokota und Matsuoka
[YOK77]. Die darin vorgestellte Gleichung beschreibt die Abhängigkeiten des
Kegelwinkels von der Gasdichte�g nach heutigem Kenntnisstand jedoch nicht
richtig. Bei geringen Gasdichten wird der Kegelwinkel zu klein, bei Gasdichten
�g > 25 kg/ m3 dagegen viel zu groß berechnet.

� = 0:135 (L=d0)
�� � � � (v0 d0 �f=�f)| {z }

Re

0:46 (A.25)

mit � = 0:0284 (�f =�g)
0:39

und � = [1� exp (�(�f=�g)=43:6)℄
�1:0



A.2 Empirische Gleichungen aus der Literatur 147

Reitz und Bracco [REI79/2] formulierten auf Basis der aerodynamischen
Theorie der Oberfl̈achenwellen die folgende Gleichung, die in zahlreichen
Experimenten durch andere Autoren, aber auch in dieser Arbeit bestätigt
werden konnte:

� = 2 ar
tan[ 4� (1=A) (�g =�f)
0:5 f ℄ (A.26)

mit A = 3:0 + (L=d0)=3:6

und f �
p
3=6

Naber und Siebers [NAB96] formulierten nach zahlreichen Messungen in
einer Druckkammer folgende Abhängigkeit:

� = 2 ar
tan[� (�g =�f)
0:19 ℄ (A.27)

mit � = f(d0) = 0:31 : : :0:41

Eine sehr umfangreiche Studie des Spraykegelwinkels bei Umgebungstempe-
ratur wurde vonHiroyasu und Arai [HIR80] durchgef̈uhrt. Beide schlugen
folgende empirische Formel für den Kegelwinkel vor:

� = 0:0413 (�g =�f)
0:25 (v0 d0 �f=�g)

0:5 (A.28)

In einer sp̈ateren Ver̈offentlichung [HIR90] nennen Hiroyasu und Arai eine
weitere Formel, in der zum ersten mal der Sacklochdurchmesserds ber̈ucksich-
tigt wird:

� = 83:5 (L=d0)
�0:22(�g =�f)

0:26 (d0=ds)
0:15 (A.29)
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A.3 Stoffdaten des verwendeten Dieselkraftstoffs

Bei allen in dieser Arbeit durchgeführten Messungen wurde konventioneller
Dieselkraftstoff verwendet. Die physikalischen und chemischen Daten des
Kraftstoffs sind in Tabelle A.5 aufgeführt.

Tabelle A.5: Stoffdaten des verwendeten Dieselkraftstoffs

Eigens
haften Einheit Wert Pr�ufverfahren Quelle
Flammpunkt ÆC 68.00 ISO 2719
Cetanindex 51.30 ISO 4264
As
he, Masseanteil % 0.007 EN 26 245
Wasser, Masseanteil mg/kg <100 ASTM D [BMW99]
S
hwefelgehalt, Masseanteil % 0.064 ASTM D2709
CFPP ÆC -20.00 EN 116
Di
hte �f bei 15 ÆC, 1 bar kg/m3 829 ISO 3675
Viskosit�at � bei 40 ÆC m2=s 2.50E-06 ISO 3104
Ober
�a
henspannung N/m 2.6E-02 [DGMK]
Bre
hungsindex { 1.467 optis
h [IOC97]

Destillation/Siedekurve Einheit Wert Pr�ufverfahren Quelle
10% Volumenanteil bei ÆC 203.0
50% Volumenanteil bei ÆC 253.7
65% Volumenanteil bei ÆC 276.1 ISO 3405 [BMW99]
85% Volumenanteil bei ÆC 315.5
95% Volumenanteil bei ÆC 347.4

Zur Berechnung der Strömungsgeschwindigkeit des Kraftstoffs mit Hilfe der
Erhaltungsgleichungen der Fluidmechanik (Energie-, Masse- und Impulserhal-
tung) ist die Kenntnis der Kraftstoffdichte notwendig. Deren Abhängigkeit von
der Temperatur kann wie folgt berücksichtigt werden [KEP97]:

� =
�0

1 + 
 � (T � T0)
(A.30)

Die Kraftstoffdichte�0 bei der ReferenztemperaturT0 kann aus obiger Tabelle
A.5 entnommen werden. Der vom Raildruck abhängige Volumenausdehnungs-
koeffizient
 wurde auf Basis von Messungen des IMH9 [IMH97] berechnet
und ist in nachfolgender Tabelle A.6 aufgelistet:

9Institut für Motorenbau Huber GmbH, München
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Tabelle A.6: 
-Werte f̈ur verschiedene Raildrücke

Dru
k [bar℄ 0 200 400 600 800 1000

 � 106 960.96 862.55 789.69 733.89 689.91 654.39

Dru
k [bar℄ 1200 1400 1600 1800 2000

 � 106 625.07 600.39 579.23 560.78 544.42

Bei Einspritzdr̈ucken von mehreren hundert bar kann die Kompressibilität
des fl̈ussigen Kraftstoffs nicht mehr vernachlässigt werden. Die Abḧangigkeit
der Kraftstoffdichte� [kg/m3] vom Raildruckprail [bar] kann mit folgender
Polynomfunktion f̈ur 15ÆC beschrieben werden:

� (25ÆC) = 829 + 0:04919215 � prail � 0:00000649062 � (prail)2 (A.31)

Für Temperaturen6= 25ÆC muss der Temperatureinfluss zusätzlich mit Hilfe
der Formel A.30 ber̈ucksichtigt werden.

Ein weiterer wichtiger Kennwert ist die Viskosität des Kraftstoffs. Sie beein-
flusst sowohl die Str̈omungsform (laminar, turbulent) als auch die Spraybildung
und die entstehende Tropfengröße. Der Temperatureinfluss auf die Viskosität�
(hier inmm2=s) kann nach [ARA01] wie folgt berechnet werden:

log(log(� + 0:8)) = (W1 �W2) � log(T1)� log(Tx)

log(T2)� log(T1)
+W1 (A.32)

mit W1 = log(log(�A + 0:8)) mit � in mm2=s

W2 = log(log(�B + 0:8)) mit � in mm2=s

T1 = Temp: �A inK

T2 = Temp: �B inK

Tx = Temp: der gesu
hten V iskosit�at inK
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Setzt man �A = 2.5 mm2=s bei T1 = 313 K (aus Tab. A.5) und
�B = 5:88mm2=s bei T2 = 273K [DGMK] so kann man Gl. (A.32)
umformen zu:

� =

2
66641010

�0:2015758 � log(313)� log(Tx)

log(273)� log(313)
� 0:285239

3
7775� 0:8

(A.33)

Daraus ergibt sich für die Viskosiẗat des Dieselkraftstoffs bei Umgebungstem-
peratur (T = 295 K)� = 1.86mm2=s.

Der Einfluss des Drucks auf die Viskosität wird nach [KEP97] mit

� = �0 � e b�p (A.34)

ber̈ucksichtigt, wobei�0 die Viskosiẗat bei Atmospḧarendruck undp den
Druck in bar beschreibt. Die Konstanteb hat für Mineral̈ole den Wert
b = 1:7 � 10�3 1/ bar.
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A.4 Schnittdarstellung der beheizbaren Druckkammer

Abbildung A.2: Schnittdarstellung der Druckkammer für PDA–Messungen
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A.5 Konfiguration des PDA– Systems

1. Messungen bei Umgebungsbedingungen:
(Tg = 295 K, pg = 1 bar)

Sendeoptik Empfangsoptik

Strahlaufweitung: 1.95 fa
h Strahlaufweitung: 1.95 fa
h

Brennweite: 310 mm Brennweite: 310 mm

Strahlabstand: 15 mm Apertur: 79 mm

Polarisation: 0 Grad

Messvolumen Messanordnung

Dur
hmesser: 47 �m Li
htstreuart: Bre
hung
L�ange: 1.96 mm Streuwinkel: 27 { 33 Grad

Fringe{Abstand: 10.6 �m Dur
hmesserberei
h: 0.4 { 156 �m
Anzahl der Fringes: 4 – Ges
hwindigkeitsberei
h: 0 { 372 m=s

Laserleistung: 500 mW Bandbreite: 45 MHz

2. Messungen unter Druck und hohen Temperaturen:
(Tg = 400 – 740 K, pg = 20 – 50 bar)

Sendeoptik Empfangsoptik

Strahlaufweitung: 1.95 fa
h Strahlaufweitung: 1.95 fa
h

Brennweite: 310 mm Brennweite: 310 mm

Strahlabstand: 26.6 mm Apertur: 79 mm

Polarisation: 0 Grad

Messvolumen Messanordnung

Dur
hmesser: 47 �m Li
htstreuart: Bre
hung
L�ange: 1.10 mm Streuwinkel: 65 Grad

Fringe{Abstand: 6.0 �m Dur
hmesserberei
h: 0.3 { 110 �m
Anzahl der Fringes: 8 – Ges
hwindigkeitsberei
h: 0 { 210 m=s

Laserleistung: 500 mW Bandbreite: 45 MHz
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A.6 Fehlerrechnung zur Bestimmung der PDA-Mess-
genauigkeit

Nachfolgend soll die Messgenauigkeit des PDA–Systems für die beiden in
Tabelle A.5 (S. 152) dargestellten Messanordnungen diskutiert werden. Es
erfolgt eine differenzierte Fehlerbetrachtung für die Bestimmung der Ge-
schwindigkeit und der Tropfengröße, da sie auf verschiedenen physikalischen
Grundlagen basieren.

Tropfengeschwindigkeit

Die Tropfengeschwindigkeit wird nach Formel (4.1) (Seite 56) aus der
gemessenen Schwebungsfrequenzfs, der Wellenl̈ange � und dem halben
Schnittwinkel� der Laserstrahlen bestimmt. Letzterer kann aus dem Abstand
a der Laserstrahlen (vgl. Abb. 4.8, S. 55) und der Brennweitef über Winkel-
funktionen berechnet werden.

v =
fs �

2 sin(�)
=

fs �

2 sin(ar
tan(0:5 a=f))

Nach dem Fehlerfortpflanzungsgesetz von Gauß läßt sich der maximal m̈ogli-
che Fehler bei der Geschwindigkeitsmessung wie folgt berechnen:

�v =

���� �v�fs
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�����v��
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Für Messungen unter Umgebungstemperatur (1) und in heißer Atmosphäre (2)
gelten folgende Werte und Standardabweichungen:

Æ Wellenl̈ange � = 514.5E-09 m,�� = 0.1E-09 m
Æ Schwebungsfrequenzfs = 35.0E+06 Hz,�fs = 0.1E+06 Hz
Æ Strahlabstand a = 15E-03 m (1) bzw. a = 26.6E-03 m (2),�a = 0.1E-03 m
Æ Brennweite der Sendeoptik f = 310E-03 m,�f = 0.1E-03 m

Daraus ergibt sich mit (A.35) ein maximaler Fehler bei der Geschwindigkeits-
messung von:

�v = 3:78m=s = 1:0%FS

Bei einem Strahlabstand vona = 26.6 mm, wie er f̈ur Messungen unter höherem
Gasdruckpg geẅahlt wurde, l̈asst sich folgende Genauigkeit erreichen:

�v = 1:49 m/s = 0.71%FS

Tropfendurchmesser

Zur Berechnung des Fehlers bei der Tropfengrößenbestimmung wird
Gleichung (4.3) (Seite 58) herangezogen. Dabei ist zu beachten, dass�i

die Phasenverschiebung am DetektorDi darstellt, der mit dem Messvolumen
den Ḧohenwinkel	i einschließt. Zur Bestimmung der Tropfengröße sind zwei
Detektoren D1 und D2 erforderlich (vgl. Abb. 4.8, S. 55). Diese befinden sich
oberhalb und unterhalb der Streuebene (YZ-Ebene). Zwischen diesen beiden
Detektoren wird die Differenz der Phasen�i der empfangenen Doppler-Signale
gemessen. Dabei gilt folgender Zusammenhang:

�1=2 = j�1 � �2j = 2

0
B��2�dp

�

msin� sin	iq
2(1 + q)(1 +m2 �m

p
2(1 + q))

1
CA

mit q = 
os(�)
os(	)
os(') (A.36)
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Löst man Gleichung (A.36) nach dem Tropfendurchmesserdp so folgt:

dp =
��

p
2 (1 + q) (1 +m2 �m

p
2 + 2q)

4 �msin(�) sin(	)
(A.37)

Damit kann der maximale Fehler�dp berechnet werden:

�dp =

�����dp��

������+

�����dp��

������+
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������+
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Die Werte und Standardabweichungen für die geometrischen und optischen
Größen k̈onnen nachfolgender Liste entnommen werden. Auch hier wird zwi-
schen Messungen bei Umgebungstemperatur (1) und bei hohen Temperaturen
und hohen Gasdichten (2) unterschieden. Die Definition der Winkel kann Abb.
4.8 (S. 55) entnommen werden.

Æ Wellenl̈ange � = 514.5E-09 m,�� = 0.1E-09 m
Æ Phasedifferenz�1=2 = 33.58Æ für ein 10�m Tröpfchen,�� = 3.6Æ

Æ halber Schnittwinkel� = 1.39Æ (1) bzw.� = 2.46Æ (2),�� = 0.01Æ

Æ Höhenwinkel 	 = 4.24Æ, �	 = 0.016Æ

Æ Streuwinkel ' = 30Æ (1) bzw.' = 65Æ (2),�' = 0.2Æ

Æ Brechungsindex m = 1.467,� m = 0.001

Setzt man diese Werte in Gleichung (A.38) ein so ergibt sich ein max. Fehler
bei der Gr̈oßenbestimmung von:

�dp = 1:20�m = 0:96%FS (Messanordnung1)

�dp = 0:86�m = 0:78%FS (Messanordnung2)
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[DUB95] Beitz W., Küttner K.-H. (1995), Dubbel - Taschenbuch für den Maschinenbau, 18.
Auflage, Kapitel B51, Springer-Verlag
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Springer-Verlag Wien-New York, ISBN: 3-211-81668-2

[MCC74] McCarthy M.J., Molloy N.A. (1974), Review of Stability of Liquid Jets and the
Influence of Nozzle Design, Chemical Engineering Journal, Vol. 7, pp. 1 – 20

[MEI82] Meintjes K., Alkidas A. C. (1982), An Experimental and Computational Investigation
of the Flow in Diesel Prechambers, SAE–Paper 820275

[MEI98] Meingast U., Staudt M., Hohmann S., Renz U. (1998), Untersuchung eines Common-
Rail Einspritzstrahls im D¨usennahbereich, Spray‘98, 4. Workshop ¨uber Techniken der
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