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Kurzfassung

Bei Motoren mit Benzin-Direkteinspritzung (BDE-Motoren) ist im Schichtladebetrieb
die Energieumsetzung schneller als bei vergleichbaren Benzinmotoren mit auf3erer
Gemischbildung. Dies fiuhrt zu héheren Zylinderdricken, so dass BDE-Motoren im
Schichtladebetrieb einen hoheren Reibmitteldruck aufweisen als vergleichbare Ben-
zinmotoren mit aul3erer Gemischbildung.

In der vorliegenden Arbeit wurde der vom Zylinderdruck beeinflusste brennverfah-
rensbedingte Reibmitteldruck analysiert. Anhand eines Teillast-Kennfeldpunktes
wurden die tribologischen Auswirkungen des Zylinderdruckverlaufes fur einen strahl-
gefuhrten, luftunterstitzten BDE-Motor ermittelt und mit denen eines Benzinmotors
mit AulRerer Gemischbildung verglichen. Unter Einbeziehung der in der Literatur be-
schriebenen Berechnungsansatze konnte festgestellt werden, dass an der Kol-
ben/Zylinder-Reibpaarung des BDE-Motors aufgrund der hoheren Tangentialkrafte
der Kolbenringe und durch den héheren Zylinderdruck die Schmierfilmdicke geringer
und die dynamische Viskositat des Schmiermittels héher waren als beim Benzinmo-
tor mit aul3erer Gemischbildung. Die beim BDE-Motor geringere mittlere Temperatur
des Schmiermittels fuhrte ebenfalls zu einer Zunahme der dynamischen Viskositat.
Zudem wurden beim BDE-Motor die Haupt- und Pleuellager durch den héheren Zy-
linderdruck starker belastet.

Um den Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck analysieren und
mathematisch beschreiben zu kdnnen, wurde der Zylinderdruckverlauf gezielt veran-
dert. Es stellte sich heraus, dass sowohl die Lage als auch der Betrag des maxima-
len Zylinderdruckes relevante Einflussgrof3en darstellen. Fur die mathematische Be-
schreibung wurde ein bestehender Modellansatz um einen Term erweitert und flr
diesen Term zwei Losungsansatze hergeleitet. Mit beiden Lésungsanséatzen konnte
eine gute Ubereinstimmung zwischen dem berechneten und dem gemessenen
Reibmitteldruck aufgezeigt werden. Es zeigte sich, dass eine Abschatzung des Reib-
mitteldruckes im Schichtladebetrieb von BDE-Motoren auch ohne genaue Kenntnisse

der Motorgeometrie moglich ist.
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Formelzeichen, AbklUrzungen und Begriffe

Formelzeichen Einheit Bezeichnung

A m? Flache

Ax m? Kolbenflache

Awm. kR m? Mantelflache eines Kolbenringes

Aw. Rr m? Mantelflache des Rechteckringes

Awm. mr m? Mantelflache des Minutenringes

Aw. or m? Mantelflache des Olabstreifringes

Aw. Rr, BM m? Mantelflache des Rechteckringes beim Basis-
motor

Awm, Rr, VM m? Mantelflache des Rechteckringes beim Ver-
suchsmotor

Awm, Mr, BM m? Mantelflache des Minutenringes beim Basismo-
tor

Awm, Mr, vm m? Mantelflache des Minutenringes beim Ver-
suchsmotor

Awm, 6r, BM m? Mantelfliche des Olabstreifringes beim Basis-
motor

Awm, 6r, vMm m? Mantelfliche des Olabstreifringes beim Ver-
suchsmotor

Ao, A1, Az - Koeffizienten

AGR % Abgasruckfuhrrate

A0 KW n. LWoT |Auslassventil 6ffnet

As KW n. LWoT |Auslassventil schlief3t

Bo, B: - Koeffizienten

Ci, Co - Koeffizienten

D1, D2 - Koeffizienten

d m Durchmesser der Zylinderbohrung

dkr m AulRRendurchmesser des Kolbenringes
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung
dwmr m Innendurchmesser des Minutenringes
dor m Innendurchmesser des Olabstreifringes
drr m Innendurchmesser des Rechteckringes
Ei1, E2, E3, E4 - Koeffizienten
EO KW n. LWoT | Einlassventil 6ffnet
Es KW n. LWoT |Einlassventil schliel3t
Fan N Schnittkraft in horizontaler Richtung
Fe N Gaskraft
Fhyd, rad N hydrodynamische Reaktionskraft im Schmier-
film infolge des hydrodynamischen Druckauf-
baus in radialer Richtung
Fk N Kolbenkraft
Fkr N Kolbenringkraft
Frr N Anfangsbedingung fur die Kolbenringkraft
Fn N Normalkraft
FN, BMm N Normalkraft beim Basismotor
FN, vm N Normalkraft beim Versuchsmotor
Fosz N oszillierende Massenkraft
D2y, rad N Kraft am Kolbenring infolge des Zylinder-
druckes in radialer Richtung
D2y, rad, Mr N Kraft am Minutenring infolge des Zylinder-
druckes (30 %) in radialer Richtung
R,y rad, i, BM N Kraft am Minutenring infolge des Zylinder-
druckes (30 %) in radialer Richtung beim Ba-
sismotor
R,y rad, r, v N Kraft am Minutenring infolge des Zylinder-
druckes (30 %) in radialer Richtung beim Ver-
suchsmotor
N Kraft am Olabstreifring infolge des Zylinder-

Pzy, rad, Or

druckes (17 %) in radialer Richtung
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

szy|,rad,0r,BM N Kraft am Olabstreifring infolge des Zylinder-
druckes (17 %) in radialer Richtung beim Ba-
sismotor

szy|,rad,0r,VM N Kraft am Olabstreifring infolge des Zylinder-
druckes (17 %) in radialer Richtung beim Ver-
suchsmotor

szy|,rad,Rr N Kraft am Rechteckring infolge des Zylinder-
druckes (100%) in radialer Richtung

szy|,rad,Rr,BM N Kraft am Rechteckring infolge des Zylinder-
druckes (100%) in radialer Richtung beim Ba-
sismotor

szy|,rad,Rr,VM N Kraft am Rechteckring infolge des Zylinder-
druckes (100%) in radialer Richtung beim Ver-
suchsmotor

FRreib N Reibkraft

Freib, rad N Reibkraft am Kolbenring in radialer Richtung

Freib, ho N Reibkraft in Abh&ngigkeit von der minimalen

Schmierfilmdicke

F"Reib, ho, Last, VM % auf den Basismotor bezogene Reibkraft des
Versuchsmotors in Abhangigkeit von der durch
die Last hervorgerufenen minimalen Schmier-

filmdicke
Freib, n, N Reibkraft in Abh&angigkeit von der dynamischen
Viskositat
Fres N resultierende Kraft infolge von p,g
Fst N Pleuelstangenkraft
Ft N Tangentialkraft der Kolbenringe
Ft mr N Tangentialkraft des Minutenringes
Ft, or N Tangentialkraft des Olabstreifringes
Ft rr N Tangentialkraft des Rechteckringes
Ft, rad N statische Anpresskraft des Kolbenringes
Ft, rad, mr N statische Anpresskraft des Minutenringes
Ft, rad, or N statische Anpresskraft des Olabstreifringes
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

Ft, rad, Rr N statische Anpresskraft des Rechteckringes

Ft, rad, BM N statische Anpresskraft der Kolbenringe beim
Basismotor

Ft rad, Rr, BM N statische Anpresskraft des Rechteckringes
beim Basismotor

Ft, rad, mr, BM N statische Anpresskraft des Minutenringes beim
Basismotor

Ft, rad, or, BM N statische Anpresskraft des Olabstreifringes
beim Basismotor

Ft, rad, max N maximal zulassige statische Anpresskraft der
Kolbenringe

Ft. rad, min N minimal zulassige statische Anpresskraft der
Kolbenringe

Ft, rad, v N statische Anpresskraft der Kolbenringe beim
Versuchsmotor

Ft rad, Rr, v N statische Anpresskraft des Rechteckringes
beim Versuchsmotor

Ft, rad, mr, vm N statische Anpresskraft des Minutenringes beim
Versuchsmotor

Ft, rad, or, vm N statische Anpresskraft des Olabstreifringes
beim Versuchsmotor

GB KW n. LWoT |Gemischeinblas-Beginn

GBr KW n. LWoT |Gemischeinblas-Beginn im Referenzbetriebs-
punkt

GBk KW n. LWoT |Gemischeinblas-Beginn in einem Kennfeld-
punkt

GE KW n. LWoT |Gemischeinblas-Ende

GEphy KW n. LWoT |physikalisch bedingtes Gemischeinblas-Ende

G W/m? Koeffizient

G2 - Koeffizient

h m Schmierfilmdicke

hkr m Hbhe des Kolbenringes

VI
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

v m Hb6he des Minutenringes

hor m Hohe des Olabstreifringes

hrr m Hb6he des Rechteckringes

ho m minimale Schmierfilmdicke

ho m Anfangsbedingung fur die minimale Schmier-
filmdicke

o, Kolbenhemd m minimale Schmierfilmdicke zwischen Kolben-
hemd und Zylinderlaufbuchse

ho, mr m minimale Schmierfilimdicke zwischen Minuten-
ring und Zylinderlaufbuchse

ho, or m minimale Schmierfilmdicke zwischen Olabstreif-
ring und Zylinderlaufbuchse

ho, rr m minimale Schmierfiimdicke zwischen Rechteck-
ring und Zylinderlaufbuchse

h*o, Last % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke in Abh&angigkeit von der Last

h*0, Last, Kolbenhemd, vM % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Kolbenhemd des Ver-
suchsmotors in Abhangigkeit von der Last

h*o, Last, Mr, v % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Minutenring des Ver-
suchsmotors in Abhangigkeit von der Last

h*o, Last, or, vm % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Olabstreifring des Ver-
suchsmotors in Abhangigkeit von der Last

h*o, Last, Rr, vM % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Rechteckring des Ver-
suchsmotors in Abhangigkeit von der Last

ho, schiepp, BM m minimale Schmierfiimdicke beim Basismotor im
geschleppten Motorbetrieb

No, schiepp, vm m minimale Schmierfiimdicke beim Versuchsmo-

tor im geschleppten Motorbetrieb

Vi
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

h"o, schiepp, vM % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Versuchsmotor im ge-
schleppten Motorbetrieb

h™o, schiepp, Rr, vM % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Rechteckring des Ver-
suchsmotors im geschleppten Motorbetrieb

h”o, schiepp, Mr, vM % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Minutenring des Ver-
suchsmotors im geschleppten Motorbetrieb

h*o, schiepp, 6r, vm % auf den Basismotor bezogene minimale
Schmierfilmdicke beim Olabstreifring des Ver-
suchsmotors im geschleppten Motorbetrieb

h, m Schmierfilmdicke zwischen der Ober- bzw. Un-
terkante des Kolbenringes und der Zylinder-
laufbuchse

hzw m Dicke der Zylinderwand

k m Kolbenbolzen-Desachsierung

I m Pleuelstangenlange

lo m Lange des zylindrischen Schmierspaltanteiles

Ma Nm Schnittmoment

MkKolben kg Masse des Kolbens

Mkpb kg Masse des Kolbenbolzens

My kg Masse des Minutenringes

Moy kg Masse des Olabstreifringes

Mosz kg oszillierende Masse

Mosz, pi kg oszillierende Masse der Pleuelstange

Mgy kg Masse des Rechteckringes

Msy kg Masse des Sicherungsringes

Mk kg/s Kraftstoffmassendurchsatz

n 1/min Drehzahl

Nr 1/min Drehzahl im Referenzbetriebspunkt

Vi
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

Nk 1/min Drehzahl in einem Kennfeldpunkt

NN 1/min Nenndrehzahl

Pyr N/m? Flachenpressung des Kolbenringes

P, N/m? radialer Anpressdruck

p bar Druck

Phyd bar hydrodynamischer Druck im Schmierfilm

Pkg bar Druck im Kurbelgehause

Pma, Komp bar Antriebsmitteldruck des Luftkompressors

Pmax bar maximaler Zylinderdruck

Pmax, R bar maximaler Zylinderdruck im Referenzbetriebs-
punkt

Pmax, K bar maximaler Zylinderdruck in einem Kennfeld-
punkt

Pme bar effektiver Mitteldruck

Pme, R bar effektiver Mitteldruck im Referenzbetriebspunkt

Pme, k bar effektiver Mitteldruck in einem Kennfeldpunkt

Pmi bar indizierter Mitteldruck

Pmi, R bar indizierter Mitteldruck im Referenzbetriebspunkt

Prr bar Reibmitteldruck

P me % auf den Referenzbetriebspunkt bezogener
Reibmitteldruck

Pmr, R bar Reibmitteldruck im Referenzbetriebspunkt

Prr, befeuert bar Reibmitteldruck im befeuerten Motorbetrieb

Prr, befeuert, vM bar Reibmitteldruck im befeuerten Motorbetrieb

beim Versuchsmotor

*
p mr, berechnet

%

auf den Referenzbetriebspunkt bezogener,
nach Gleichung (8.2.1-5) berechneter Reibmit-
teldruck
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Formelzeichen

Einheit

Bezeichnung

pmr, ho

bar

Reibmitteldruck in Abh&angigkeit von der mini-
malen Schmierfiimdicke

*
P mr, ho, Schiepp, vM

%

auf den Basismotor bezogener Reibmitteldruck
in Abhangigkeit von der minimalen Schmier-
filmdicke beim Versuchsmotor im geschleppten
Motorbetrieb

*
P mr, ho, Schlepp, Mr, VM

%

auf den Basismotor bezogener Reibmitteldruck
in Abhangigkeit von der minimalen Schmier-
filmdicke beim Minutenring des Versuchsmotors
im geschleppten Motorbetrieb

*
P mr, ho, Schiepp, Or, vM

%

auf den Basismotor bezogener Reibmitteldruck
in Abhangigkeit von der minimalen Schmier-
filmdicke beim Olabstreifring des Versuchsmo-
tors im geschleppten Motorbetrieb

P mr, ho, Schiepp, Rr, VM

%

auf den Basismotor bezogener Reibmitteldruck
in Abhangigkeit von der minimalen Schmier-
filmdicke beim Rechteckring des Versuchsmo-
tors im geschleppten Motorbetrieb

pmr, K

bar

Reibmitteldruck eines Kennfeldpunktes

pmr, Last

bar

Reibmitteldruck in Folge der Last

pmr, Last, BM

bar

Reibmitteldruck des Basismotors in Abhangig-
keit von der Last

pmr, Last, VM

bar

Reibmitteldruck des Versuchsmotors in Abhan-
gigkeit von der Last

pmr, Schlepp

bar

Reibmitteldruck im geschleppten Motorbetrieb

pmr, Schlepp, VM

bar

Reibmitteldruck des Versuchsmotors im ge-
schleppten Motorbetrieb

Prr, Np

bar

Reibmitteldruck unter Bertcksichtigung der
Druckabhangigkeit der dynamischen Viskositat

*
p mr, VM

%

auf den Referenzbetriebspunkt bezogener, ge-
messener Reibmitteldruck beim Versuchsmotor

*
P mr, n,, Last, vM

%

auf den Basismotor bezogener Reibmitteldruck
unter Berucksichtigung der durch die Last her-
vorgerufenen Druckabh&ngigkeit der dynami-
schen Viskositat beim Versuchsmotor

Pn

bar

Druck nach dem Kolbenring
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

Prad bar radialer Anpressdruck des Kolbenringes an die
Zylinderlaufbuchse

Pst bar Stitzluftdruck

Pumg bar Umgebungsdruck

Py bar Druck vor dem Kolbenring

Pzy bar Zylinderdruck

Pzyi, BMm bar Zylinderdruck beim Basismotor

Pzyl, vm bar Zylinderdruck beim Versuchsmotor

r m Kurbelwellenradius

SOgleitschuh - Sommerfeldzahl fur den Gleitschuh

S m Kolbenhub

Tkm K Kahimitteltemperatur

Tzw K mittlere Zylinderwandtemperatur

Tzw, Bm K mittlere Zylinderwandtemperatur beim Basismo-
tor

Tzw, vm K mittlere  Zylinderwandtemperatur beim Ver-
suchsmotor

U \% Betriebsspannung

u m/s plattennormale Annaherungsgeschwindigkeit

\Y; m° Volumen

Vi m° Hubvolumen eines Zylinders

(A m° Hubvolumen des Motors

% m/s Geschwindigkeit

We J effektive Arbeit

Wi J indizierte Arbeit

X m Wegrichtung im dreidimensionalen Raum

Xkolben m Kolbenweg

XKolben m/s Kolbengeschwindigkeit

Xl
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

.o 2 .

XKolben m/s Kolbenbeschleunigung

y m Wegrichtung im dreidimensionalen Raum

ZZP KW n. LWoT |Zundzeitpunkt

Z7Pgr KW n. LWoT |Ziundzeitpunkt im Referenzbetriebspunkt

Z7Pg KW n. LWoT | Zindzeitpunkt in einem Kennfeldpunkt

z m Wegrichtung im dreidimensionalen Raum

a ° Schrankungswinkel

Op 1/bar Viskositatsdruckkoeffizient

B ° Pleuelstangenwinkel

B2 ° Faktor

% ° Winkel

Ah m Differenz aus den Schmierfilmdicken h; und hg

Al Differenz der elektrischen Stromstarke zwi-
schen Basis- und Versuchsmotor

APE W elektrische Leistung zwischen Basis- und Ver-
suchsmotor

APy w mechanische Leistung zwischen Basis- und
Versuchsmotor

Ap bar Differenz zwischen Druck im Kurbelgehduse
und Druck in der Umgebung

APma, Gen, Last bar Differenz des Antriebsmitteldruckes des Gene-
rators zwischen Basis- und Versuchsmotor in
Abhangigkeit von der Last

APma, Gen, schiepp bar Differenz des Antriebsmitteldruckes des Gene-
rators zwischen Basis- und Versuchsmotor im
geschleppten Motorbetrieb

ApPmi bar Differenz des indizierten Mitteldruckes zwi-
schen Basis- und Versuchsmotor

JAY oI bar Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-

sis- und Versuchsmotor

Xl
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Formelzeichen

Einheit

Bezeichnung

AP, BDE

bar

Differenz zwischen dem nach Gleichung (2.3-2)
berechneten Reibmitteldruck und dem gemes-
senen Reibmitteldruck

Apmr, befeuert

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor im befeuerten Motorbe-
trieb

Apmr, GL,

Last

bar

Differenz des Reibmitteldruckes der Gleitlager
zwischen Basis- und Versuchsmotor in Abhan-
gigkeit von der Last

Apmr, ho,

Last

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von
der, durch die Last hervorgerufenen minimalen
Schmierfilmdicke

Apmr, ho,

Schlepp

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
minimalen Schmierfiimdicke im geschleppten
Motorbetrieb

Apmr, ho,

Schlepp, Mr

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
minimalen Schmierfilmdicke beim Minutenring
im geschleppten Motorbetrieb

Apmr, ho

, Schlepp, Or

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
minimalen Schmierfilmdicke beim Olabstreifring
im geschleppten Motorbetrieb

AP, h,

Schlepp, Rr

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
minimalen Schmierfiimdicke beim Rechteckring
im geschleppten Motorbetrieb

Apmr, Kolben, Schlepp

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Bau-
stufen des Kolbens vom Versuchsmotor im ge-
schleppten Motorbetrieb

Apmr, Last

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
Last

Apmr, Schlepp

bar

Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor im geschleppten Mo-
torbetrieb

X
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

APnr, Tow, Last bar Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor in Abhangigkeit von der
durch die Last hervorgerufenen Zylinderwand-
temperatur

AP, n,, Last bar Differenz des Reibmitteldruckes zwischen Ba-
sis- und Versuchsmotor unter Berlcksichtigung
der durch die Last hervorgerufenen Druckab-
hangigkeit der dynamischen Viskositat

ATzw K Differenz der Zylinderwandtemperaturen zwi-
schen Basis- und Versuchsmotor

Ag - Differenz des Verdichtungsverhaltnisses zwi-
schen Basis- und Versuchsmotor

JAYO . - Dimensionslose Darstellung des Abstandes
zwischen ¢p,...,x und ¢p.... 8

Ot pmae, & Gpma. - Bereichszuweisung (Kronecker-Delta)

€ - Verdichtungsverhaltnis

Jo) T Oltemperatur

n Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels

NGen - Wirkungsgrad des Generators

Np Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels in
Abhangigkeit vom Druck

Np, Kolbenhemd Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels am
Kolben in Abhangigkeit vom Druck

Np, Mr Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels am
Minutenring in Abhangigkeit vom Druck

Np, Or Pa-s ql_ynamische Viskositat des Schmiermittels am
Olabstreifring in Abhangigkeit vom Druck

Np, Rr Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels am

Rechteckring in Abhéangigkeit vom Druck

*
N p, Last, Kolbenhemd, VM

%

auf den Basismotor bezogene, durch die Last
hervorgerufene Druckabhangigkeit der dynami-
schen Viskositdt am Kolbenhemd des Ver-
suchsmotors
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Formelzeichen Einheit Bezeichnung

N’p, Last, Mr, VM % auf den Basismotor bezogene, durch die Last
hervorgerufene Druckabhangigkeit der dynami-
schen Viskositat am Minutenring des Ver-
suchsmotors

N’p, Last, O, VM % auf den Basismotor bezogene, durch die Last
hervorgerufene Druckabhangigkeit der dynami-
schen Viskositat am Olabstreifring des Ver-
suchsmotors

N’p, Last, Rr, VM % auf den Basismotor bezogene, durch die Last
hervorgerufene Druckabhangigkeit der dynami-
schen Viskositat am Rechteckring des Ver-
suchsmotors

No Pa-s dynamische Viskositat des Schmiermittels bei
Umgebungsdruck

K - Schrankungsverhaltnis

AAbgas - globales Verbrennungsluft-Verhaltnis (nach
[A13] aus den gemessenen Abgaskomponen-
ten in der Sammelleitung vor dem Katalysator
errechnet)

AAbgas, R - globales Verbrennungsluft-Verhéltnis im Refe-
renzbetriebspunkt

AAbgas, K - globales Verbrennungsluft-Verhaltnis in einem
Kennfeldpunkt

Al - Luftliefergrad

ALR - Luftliefergrad im Referenzbetriebspunkt

ALK - Luftliefergrad in einem Kennfeldpunkt

Alokal - lokales Verbrennungsluft-Verhaltnis

Api - Pleuelstangenverhaltnis

Azw W/(m-K) Warmeleitkoeffizient der Zylinderwand

VI - Reibungszahl

p kg/m® Dichte

PK m Krimmungshalbmesser im Scheitel der Parabel

T N/m? Schubspannung
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Formelzeichen

Einheit

Bezeichnung

0) KW n. LWoT | Kurbelwellenwinkel

D prma KW n. LWoT |Lage des maximalen Zylinderdruckes

Gpnar, R KW n. LWoT |Lage des maximalen Zylinderdruckes im Refe-
renzbetriebspunkt

Gpoar, K KW n. LWoT |Lage des maximalen Zylinderdruckes in einem
Kennfeldpunkt

dzot KW n. LWoT |Lage des ZOT

() rad/s Winkelgeschwindigkeit

chemische Formel

Bezeichnung

CO Kohlenmonoxid
CO, Kohlendioxid
HC Kohlenwasserstoff
NOx Stickoxid
O2 Sauerstoff
Abkirzung Erlauterungen
BDE Benzin-Direkteinspritzung
CFD Computational Fluid Dynamics
DOHC Double Over Head Camshaft
EA Entwicklungsauftrag
FVV Forschungsvereinigung Verbrennungskraftmaschinen
GDI Gasoline Direct Injection
GL Gleitlager
IMEP Indicated Mean Effective Pressure

XVI
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Abkirzung Erlauterungen

LWoT oberer Totpunkt beim Ladungswechsel
(Ladungswechsel-OT = 0 KW)

oT oberer Totpunkt

TDI Turbodiesel Direct Injection

uT unterer Totpunkt

VW Volkswagen

Z0T oberer Totpunkt zwischen Kompressions- und Verbrennungs-
takt (= 360 KW n. LWoT)

KW n. LWoT Grad Kurbelwinkel nach dem oberen Totpunkt des Ladungs-
wechsels

Begriff Erlauterungen

Abgasrickfihrung [BO6]

Bei der Abgasrickfihrung wird der angesaugten
Frischluft Abgas zugefuhrt. Dadurch wird die Ver-
brennung langsamer, die Verbrennungstempera-
tur abgesenkt und in der Folge die Stickoxidbil-
dung reduziert.

Druckseite

Durch die Schréagstellung der Pleuelstange wird
der Kolben seitlich belastet. Die Seite, bei der der
Kolben wahrend des Expansionstaktes anliegt,
wird Druckseite genannt.

effektive Mitteldruck [U12]

Als effektiver Mitteldruck wird der auf die Kolben-
flache wirkend gedachte konstante Druck als Ver-
haltnis der effektiven Arbeit (der reibungsbehafte-
ten Arbeit) eines Arbeitsspiels zum Hubvolumen
bezeichnet.

Pme = We
me VH

Entflammungsphase

Die Entflammungsphase stellt bei der Energieum-
setzung den Abstand in KW vom Zindzeitpunkt
bis zur 1 %-Energieumsatzlage dar.
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Begriff

Erlauterungen

Exothermie

Die Exothermie beschreibt einen Vorgang, bei
dem Warmeenergie freigesetzt wird. Hat ein Kata-
lysator seine Betriebstemperatur erreicht, wird bei
der katalytischen Nachbehandlung der Abgase
Warme freigesetzt. Die Temperatur steigt an. Mit-
tels Temperatur-Mess-Stellen vor und nach dem
Katalysator kann die Funktionstichtigkeit des Ka-
talysators Uberwacht werden.

Feuersteg

Als Feuersteg wird der Abstand zwischen Kolben-
boden und dem ersten Kolbenring bezeichnet.

il
S
é

|
|
|
|
|
|

Feuersteg

Gegendruckseite

Durch die Schréagstellung der Pleuelstange wird
der Kolben seitlich belastet. Die Seite, bei der der
Kolben wahrend des Expansionstaktes nicht an-
liegt, wird Gegendruckseite genannt und befindet
sich gegenuber der Druckseite.

indizierter Mitteldruck [U12]

Als indizierter Mitteldruck wird der auf die Kolben-
flache wirkend gedachte konstante Druck als Ver-
haltnis der indizierten Arbeit (der reibungslosen
Arbeit) eines Arbeitsspiels zum Hubvolumen be-
zeichnet.

Wi

pmi:V—H
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Begriff Erlauterungen
Kennfeld Das Kennfeld eines Verbrennungsmotors ist durch
die GroflRen effektiver Mitteldruck und Drehzahl
definiert. Graphisch dargestellt ist das Kennfeld
eines Benzinmotors mit Direkteinspritzung.
£ .
2
é = Homogener Motorbetrieb
=R
o =
E |2
= I | R
| &  schichtiadebetrieb
% :
_‘\ : >
Leerlaufpunkt Drehzahl n [1/min]
Kolbenhemd Als Kolbenhemd wird der Bereich des Kolbens

unterhalb des Olabstreifringes bezeichnet. Er si-
chert die Fuhrung des Kolbens im Zylinder.

Kolbensekundérbewegung
[TR30]

Die Geradfuhrung des Kolbens im Zylinder wird
durch das Kolbenhemd gewébhrleistet. Durch die
thermische und mechanische Verformung des
Kolbens ist ein ausreichendes Spiel des Kolbens
im Zylinder notwendig. Spiel, Pleuelschragstellung
und Lage des Kolbenschwerpunktes zur Kolben-
bolzenachse sorgen fir eine Quer- und Kippbe-
wegung des Kolbens im Zylinder. Diese Quer- und
Kippbewegung wird als Kolbensekundarbewegung
bezeichnet.

Laufspiel des Kolbens [TR30]
(Einbauspiel)

Die Geradfuhrung des Kolbens im Zylinder wird
durch das Kolbenhemd gewaébhrleistet. Durch die
thermische und mechanische Verformung des
Kolbens ist aber ein ausreichendes Spiel des Kol-
bens im Zylinder notwendig. Die Differenz zwi-
schen Zylinderdurchmesser und grof3tem Kolben-
durchmesser stellt das Laufspiel (Einbauspiel) des
Kolbens dar.
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Begriff

Erlauterungen

luftgefuihrtes Brennverfahren
[D16]

Bei dem luftgefuhrten BDE-Brennverfahren wird
der Kraftstoff nicht direkt auf die Zundkerze ge-
spritzt. Erst durch eine ausgepragte Bewegung
der Zylinderladung wird der eingespritzte Kraftstoff
zur Zundkerze hin verweht.

Minutenring

¢(D
oG
T :©
£ =
=
> O
N &

Olabstreifring [KRO1]

Der Olabstreifring besteht aus 2 Stahlbandringen
in der Form von Rechteckringen und einer zwi-
schen den beiden Stahlbandringen eingesetzte
Abstandsfeder aus Stahl.

Rechteckring

laufflache
|

Zylinder-

Reibmitteldruck

Als Reibmitteldruck wird der auf die Kolbenflache
wirkend gedachte konstante Druck als Verhaltnis
der Reibarbeit eines Arbeitsspiels zum Hubvolu-
men bezeichnet.

_W
pmr VH

Der Reibmitteldruck stellt die Differenz zwischen
dem indizierten Mitteldruck und dem effektiven
Mitteldruck dar.
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Begriff Erlauterungen
Sauterdurchmesser Der Sauterdurchmesser ist eine Kenngrol3e fur die
Tropfengrol3enverteilung. Er ist definiert als das
Verhaltnis von Gesamtvolumen der eingespritzten
Kraftstoffmenge zur Gesamtoberflache aller Trop-
fen.
Schichtladebetrieb Im Gegensatz zu Benzinmotoren mit aul3erer Ge-

mischbildung, die lediglich mit einem homogenen
Kraftstoff-Luft-Gemisch (Mokar = Aangas) betrieben
werden kénnen, kann bei BDE-Motoren eine La-
dungsschichtung realisiert werden. Madglich ist
dies durch die Positionierung des Kraftstoffinjek-
tors im Brennraum. Dadurch ist die Einbringung
des Kraftstoffes in den Brennraum von der Luftan-
saugung im Ansaugtakt entkoppelt. Auf diese
Weise ist es moglich, den Kraftstoff zeitlich so ein-
zuspritzen, dass im Bereich der Zundkerze ein
zundfahiges Gemisch entsteht, wahrend sich im
Ubrigen Brennraum, idealisiert betrachtet, nur Luft
befindet. Es gilt Aokal # Aabgas

stochiometrisch [BO6]

Ein stochiometrisches Kraftstoff-Luft-Verhaltnis
liegt dann vor, wenn

Masse der Luft _1
Mindestluftbedarf IMasse Kraftstoff

ergibt. Der Mindestluftbedarf kann fir Benzin mit
14,8 kg Luft/kg Kraftstoff angegeben.

strahlgefihrtes Brennverfahren
[D16]

Dieses BDE-Brennverfahren zeichnet sich durch
eine rdumlich nahe Anordnung des Kraftstoffinjek-
tors zur Zundkerze aus. Der Kraftstoffinjektor
spritzt einen Teil des Kraftstoffes direkt in den
Zundbereich der Zindkerze.

S SNCNGE
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Begriff

Erlauterungen

Stitzluft

Wie bei allen BDE-Motoren wird auch bei einem
luftunterstitzten Brennverfahren tber die Einlass-
ventile Luft angesaugt. Zuséatzlich dazu wird zur
Verbesserung der Kraftstoffzerstaubung neben
dem Kraftstoff auch Luft Gber den Injektor einge-
spritzt. Die mit dem Kraftstoff eingespritzte Luft
wird als Stutzluft bezeichnet. Diese charakterisiert
das luftunterstitzte Einspritzsystem.

unterstochiometrisch

Ein unterstdchiometrisches Kraftstoff-Luft-Verhalt-
nis liegt dann vor, wenn

Masse der Luft <1
Mindestluftbedarf Masse Kraftstoff

ist. Der Mindestluftbedarf kann fir Benzin mit
14,8 kg Luft/kg Kraftstoff angegeben werden.

wandgefiihrtes Brennverfahren
[D16]

Bei diesem BDE-Brennverfahren wird der Kraft-
stofftransport zur Zindkerze primar durch die Kol-
benbodenform realisiert. Hierfir wird der Kraftstoff
zunachst in Richtung einer speziell geformten
Kolbenmulde gespritzt und anschlieRend durch
die Kolbenbodenform zur Ziindkerze umgelenkt.

)\Abgas

Beschreibt das aus den Abgaskomponenten nach
Brettschneider [Al13] berechnete Kraftstoff-Luft-
Verhaltnis. Es beschreibt die Uber den gesamten
Brennraum gemittelte Zusammensetzung des
Kraftstoff-Luft-Gemisches.

A

Der Luftliefergrad beschreibt das Verhaltnis der
tatséachlich im Brennraum befindlichen Frischgas-
masse zu der theoretisch moglichen.

_im Zylinder vorhandene Frischgasmasse
| Vi [Dichte des Fischgases bei po und To
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Begriff

Erlauterungen

)\Iokal

Das lokale Verbrennungsluft-Verhaltnis beschreibt
die lokale Zusammensetzung des Kraftstoff-Luft-
Gemisches. Der Mittelwert aus allen Aka ergibt

)\Abgas-

50 %-Energieumsatzlage

Die 50 %-Energieumsatzlage definiert bei der
Energieumsetzung den Punkt, bei dem 50 % der
eingebrachten Energie umgesetzt sind. Dieser
Punkt wird auch als Schwerpunktlage bezeichnet.
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1. Einleitung und Aufgabenstellung

1. Einleitung und Aufgabenstellung

Die Reduzierung des Kraftstoffverbrauches und somit auch der CO,-Emissionen ist
in den letzten Jahren immer mehr in den Mittelpunkt der Entwicklung von Verbren-
nungsmotoren gerickt. Im Rahmen dieser Entwicklungsarbeiten brachten Audi 1988
mit dem TDI-Motor (Turbodiesel Direct Injection) fiir den Dieselbetrieb und Mitsubishi
1996 mit dem GDI-Motor (Gasoline Direct Injection) fir den Einsatz von Benzinkraft-
stoff serienreife Technologien der Direkteinspritzung fir PKW-Motoren auf den Markt.
Wahrend bei dem Dieselmotor mit Direkteinspritzung schon ein hoher technischer
Stand erreicht wurde, ist die Suche nach dem “idealen Brennverfahren® bei Motoren
mit Benzin-Direkteinspritzung (BDE-Motoren) noch nicht abgeschlossen. Die Ent-
wicklungstatigkeiten konzentrieren sich hier hauptséchlich auf das strahlgefuhrte, das

wandgefuhrte und das luftgeflihrte Brennverfahren (Bild 1-1).

strahlgefuhrt wandgefihrt luftgefihrt

Bild 1-1: Einteilung der BDE-Brennverfahren im Schichtladebetrieb [D16]

Bei den in Bild 1-1 aufgefuhrten BDE-Brennverfahren ist der Gemischbildungsvor-
gang im Schichtladebetrieb unterschiedlich. Dennoch kann bei Wolters et. al. [D16]
fur alle drei Brennverfahren im Schichtladebetrieb ein &hnlicher Verlauf der Energie-
umsetzung festgestellt werden.

Wird dieser im Schichtladebetrieb ermittelte Verlauf mit dem Verlauf der Energieum-
setzung eines Benzinmotors mit &ul3erer Gemischbildung verglichen, ist die Energie-
umsetzung bei BDE-Motoren nach Wolters et. al. [D16] und Krebs/Theobald [D28] zu
Beginn der Verbrennung schneller. Der weitere Verlauf der Energieumsetzung eines
BDE-Motors kann dem eines Benzinmotors mit aul3erer Gemischbildung gleichge-
setzt werden. Die in Bild 1-2 aufgefihrten Differenzen zwischen markanten Punkten

der Energieumsetzung sollen dies verdeutlichen.



1. Einleitung und Aufgabenstellung

n = Drehzahl
Pme = effektiver Mitteldruck
AGR = Abgasrtckfuhrrate
Direkteinspritzung
100 15 KW T L e
9 h o auRere
o Gemischbildung
< 80 ‘..‘ /

g _ 70 - /

S 2 8 KW | /

T S 60 < P :’

g2 50 bt /‘

£3 40

25 30 : /

[ g

2 2xkw | ¢ /
20 < e 7/ n = 2000/min
s P, = 2 bar
330 335 340 345 350 355|360 365 370 375 380385 390 395 400
J 28 KW Jarxw | 12xw ¢ [KWn. LWoT]

Bild 1-2: Energieumsetzung eines BDE-Motors und eines Benzinmotors mit dul3erer Gemischbildung
bei n = 2000/min, pye = 2 bar und AGR = 0 % nach Krebs/Theobald [D28]

Die beim BDE-Motor deutlich schneller erreichte 10 %-Energieumsatzlage ist nach
Krebs/Theobald [D28] vor allem auf die intensivere Tumble- bzw. Drallstrémung, auf
die héhere Dichte im Brennraum und auf das lokale, unterstochiometrische Verbren-
nungsluft-Verhaltnis Aoka @an der Ziindkerze zurtickzufuihren. Folge dieser schnelleren
Energieumsetzung zu Beginn der Verbrennung im Schichtladebetrieb sind nach
Krebs/Theobald [D28] ein steilerer Druckanstieg, ein wesentlich héherer maximaler
Zylinderdruck und eine Verschiebung der Lage des maximalen Zylinderdruckes in
Richtung “frih* (hin zu kleineren Kurbelwinkeln).

Vor allem die auf einem wesentlich héheren Druckniveau ablaufende und sehr viel
friher einsetzende Verbrennung fuhrt dazu, dass die Triebwerkskrafte bei BDE-
Motoren gegenuber Benzinmotoren mit &ul3erer Gemischbildung merklich zuneh-

men.

Ziel der Arbeit ist es, den Einfluss der unterschiedlichen Triebwerkskrafte von BDE-
Motoren und Benzinmotoren mit auf3erer Gemischbildung auf den Reibmitteldruck zu
analysieren und die durch die Triebwerkskrafte beeinflussten GréRen zu quantifizie-

ren. Des Weiteren soll der Einfluss des Zylinderdruckes auf den Reibmitteldruck bei

2



1. Einleitung und Aufgabenstellung

BDE-Motoren speziell im Schichtladebetrieb aufgezeigt und mit den gewonnenen
Erkenntnissen ein Modell zur Vorausberechnung des Reibmitteldruckes bei BDE-
Motoren abgeleitet werden.

Fur die L6sung dieser Aufgabe sollen zuerst die Auswirkungen der unterschiedlichen
Zylinderdruckverlaufe bei einem BDE-Motor und einem Benzinmotor mit aul3erer
Gemischbildung auf die Triebwerkskrafte durch einen direkten Vergleich beider Ver-
fahren mittels einer theoretischen Analyse aufgezeigt werden. Durch Parametervaria-
tionen soll der Zylinderdruckverlauf im Schichtladebetrieb des BDE-Motors verandert
und der Einfluss auf den Reibmitteldruck dargestellt werden. Mit den daraus gewon-
nenen Erkenntnissen soll ein Modell erstellt werden, das die Vorausberechnung des
Reibmitteldruckes im Schichtladebetrieb von BDE-Motoren ermdglicht.
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2. Stand der Forschung

Fur die Ermittlung der Reibungsverluste und der sich zwischen Zylinderlaufbuchse
und Kolbenringen bzw. zwischen Zylinderlaufbuchse und Kolbenhemd einstellenden
Schmierfilmdicken am Verbrennungsmotor sowie fir die Vorausberechnung des
Reibmitteldruckes sind in der Vergangenheit zahlreiche Untersuchungen durchge-
fuhrt worden. Die haufigsten Untersuchungs- und Berechnungsmethoden sind in
Bild 2-1 Ubersichtsartig aufgefuhrt.

experimentelle Untersuchungen (Kapitel 2.1)
I

v v

Ermittlung der Reibungsverluste Messung der Schmierfiimdicke

geschleppt: Strip-Methode elektrisch: Widerstandsverfahren

befeuert: Zylinderdruckindizierung Induktionsverfahren
Willans-Linie Kapazitatsverfahren
Abschaltversuch optisch: Fluoreszenz-Verfahren

IMEP-Verfahren
(Indicated Mean Effective
Pressure)
“Floating-Liner”-Verfahren

Modellansatze (Kapitel 2.3)

Ermittlung von Abhangigkeiten auf Basis von Messdaten
I

v v
Modellbildung Ahnlichkeitstheorie

v v

Vorausberechnung mit wenigen geome-  zeigt generelle Zusammenhange auf
trischen Daten durch Modelle

v v

Berechnung nur genau, wenn Motor in Berechnung kann nur eine
den Gliltigkeitsbereich fallt Grolenordnung angeben

v v
Fur BDE-Motoren sind bisher keine Be-  bei BDE-Motoren anwendbar, da Zu-
rechnungsmodelle bekannt, so dass die sammenhange auf physikalischen
bestehenden Modelle, wenn Uberhaupt, Erkenntnissen beruhen und damit All-
nur teilweise tbertragbar sind. gemeingultigkeit vorhanden ist

Bild 2-1: Mdglichkeiten zur Bestimmung der Reibungsverluste und der sich zwischen Zylinderlauf-
buchse und Kolbenringen bzw. zwischen Zylinderlaufbuchse und Kolbenhemd einstellenden
Schmierfilmdicken am Verbrennungsmotor sowie zur Vorausberechnung des
Reibmitteldruckes



2. Stand der Forschung

2.1 Experimentelle Untersuchungsmethoden

Die in Bild 2-1 aufgefihrten Methoden zur Ermittlung der Reibungsverluste lassen
sich in Verfahren zur Bestimmung des Reibmitteldruckes an einem Vollmotor und in
Verfahren zur Bestimmung der Reibkraft der Kolbengruppe unterteilen.

Fur die Ermittlung des Reibmitteldruckes an einem Vollmotor kdnnen

die Strip-Methode,

die Zylinderdruckindizierung,

die Willans-Linie und

der Abschaltversuch

sowie fur die Messung der Reibkraft der Kolbengruppe

- das IMEP-Verfahren (Indicated Mean Effective Pressure) und
- das “Floating-Liner“-Verfahren

angewendet werden.

Bei der Strip-Methode wird fir die Bestimmung der Reibmitteldruckanteile der Kur-
belwelle, der Kolbengruppe, des Ventiltriebes und der Nebenaggregate der Motor
stufenweise ab- oder aufgerustet. Dabei bleibt nach Thiele [TR08] der Einfluss des
Arbeitsprozessverlaufes auf die Reibmitteldruckanteile unbertcksichtigt, da der Mo-
tor geschleppt wird.

Fur den befeuerten Betrieb ist die Zylinderdruckindizierung nach Kessen [TRO1] und
Thiele [TRO8] die einzige Methode, bei der sowohl die Drehzahl- als auch die Last-
abhangigkeit des Reibmitteldruckes im unverénderten Motorbetrieb bestimmt werden
kénnen. Eine Aufteilung des Reibmitteldruckes in entsprechende Anteile der Kurbel-
welle, der Kolbengruppe, des Ventiltriebes und der Nebenaggregate ist jedoch mit
der Zylinderdruckindizierung nicht mdglich.

Die Willans-Linie (Bild 2.1-1) stellt nach Urlaub [B0O6], Pischinger et. al. [BO8] und
Fischer [TR10] den am Prifstand ermittelten Verlauf des zeitlichen Kraftstoffverbrau-
ches in Abhangigkeit vom effektiven Mitteldruck pme bei einer konstanten Motordreh-
zahl dar. Durch eine Extrapolation dieses Verlaufes bis zum Verbrauch “0* ergibt sich
auf der negativen pme-Achse ndherungsweise der Reibmitteldruck eines Motors. Da-



2. Stand der Forschung

bei wird nach Fischer [TR10] die Genauigkeit dieses Verfahrens maf3geblich vom

Extrapolationsverfahren beeinflusst.

Mk ‘
Messpunkte
P ,
mk = Kraftstoffmassendurchsatz
n = const n = Drehzahl
” D - Pme = effektiver Mitteldruck
me Pmr = Reibmitteldruck

Bild 2.1-1: Prinzipielle Ergebnisdarstellung durch Anwendung der Willans-Linie nach Urlaub [BO6]

Beim Abschaltversuch wird fiir alle Zylinder des Motors wahrend der Zylinderdruckin-
dizierung aus dem befeuerten Motorbetrieb in den Schleppbetrieb umgeschaltet. Da
sich innerhalb weniger Motorumdrehungen Wellenmoment und Drehzahl wieder ein-
regeln, verandert sich der thermische Zustand an den Zylinderlaufbuchsen nur ge-
ringfigig. Dadurch ist es kurz nach dem Umschalten méglich, den Reibmitteldruck
des Motors im Schleppbetrieb bei nahezu konstanten thermischen Bedingungen wie
im befeuerten Betrieb zu bestimmen. Durch die ahnlichen thermischen Bedingungen
kann nach dem bei Fischer [TR10] und Betz/Zellbeck [TR16] definierten Abschaltver-
such der Lasteinfluss pmr, Last @US dem ermittelten Reibmitteldruck im Schleppbetrieb
Pmr, schiepp UNd dem ermittelten Reibmitteldruck im befeuerten Betrieb pmr, befeuert bE-

rechnet werden, so dass
pmr, Last — pmr, befeuert ~ pmr, Schlepp (21'1)
gilt. Durch Anwendung des Abschaltversuches an sechs Reihen-, Boxer- bzw.

V-Motoren mit unterschiedlichem Hubvolumen (Vy = 998 ... 4266 cm®) stellt Fi-

scher [TR10] fur Benzinmotoren mit aul3erer Gemischbildung den Ansatz

Pmr, Last = 0,01m)me (21-2)
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auf, der die Abhangigkeit des pmr, Last vVOM effektiven Mitteldruck pme beschreibt. Die
GroRenordnung wird u.a. von Halsband [TR47], Schwarzmeier [TRO04], Kocha-
nowski [U09] und Heywood et. al. [U10] bestatigt.

Um den Einfluss des Arbeitsprozessverlaufes auf die Reibkraft der Kolbengruppe
eines Motors zu ermitteln, kann das IMEP-Verfahren angewendet werden. Dabei
werden die in vertikaler Richtung wirkenden und im Gleichgewicht befindlichen Kraft-
komponenten der Reibkraft Freip, der Gaskraft Fg, der oszillierenden Massenkraft
Fosz und der Pleuelstangenkraft Fst betrachtet (Bild 2.1-2).

A

Xkoben = Kolbengeschwindigkeit

Fo = Gaskraft

Fosz = oszillierende Massenkraft
Freiv = Reibkraft

Fst = Pleuelstangenkraft

B = Pleuelstangenwinkel

Bild 2.1-2: Prinzipskizze fur das IMEP-Verfahren nach Schwarzmeier [TR04]

Die Gaskraft wird mittels einer Zylinderdruckindizierung und die Pleuelstangenkraft
mit Hilfe von Dehnungsmessstreifen erfasst. Die Ermittlung der oszillierenden Mas-
senkraft erfolgt rechnerisch mit Hilfe der Drehzahl, der oszillierenden Masse und mit
Hilfe von Geometriedaten. Da die drei Kraftkomponenten Fg, Fos; und Fst bestimmt
werden kdnnen, folgt durch Differenzbetrachtung die Reibkraft als einzige Unbekann-

te:
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I:Reib = I:G + I:ST E:OSB - I:osz (21-3)

B Pleuelstangenwinkel [9.

Schwarzmeier [TRO04] stellt bei seinen Untersuchungen fest, dass im Bereich des
oberen Totpunktes zwischen Kompressions- und Verbrennungstakt (ZOT) besonders
starke, hochfrequente Schwingungen auftreten, die auf Langsschwingungen der
Pleuelstange zurlckgefuhrt werden kdnnen. Ursache dieser Langsschwingungen ist
nach Schwarzmeier [TR04] die Anregung der Eigenfrequenz der Pleuelstange durch
den steilen Anstieg des Zylinderdruckes bei einsetzender Verbrennung. Nach Kes-
sen [TRO1] und Bruchner [TRO9] fuhrt au3erdem die Differenzbildung grof3er Mess-
werte im Vergleich zur kleinen Reibkraft dazu, dass bereits kleine Messfehler grol3e
Auswirkungen auf das Rechenergebnis haben.

Ein weiteres Verfahren zur Bestimmung der Kolbenreibung ist das “Floating-Liner*-
Verfahren, bei dem die Reibkraft an der ortsfesten Zylinderlaufbuchse bestimmt wird
(Bild 2.1-3).

:
.
:
:
)

Druckseite
(Einlassseite)
Gegendruckseite
(Auslassseite)

Kraftauf-
nehmer \«
<&
| A
AN AN

w = Winkelgeschwindigkeit

Bild 2.1-3: Prinzipskizze fir das “Floating-Liner“-Verfahren nach Bruchner [TR09]
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Ermoglicht wird dies durch die Ubertragung der an der Kolbengruppe entstehenden
Reaktionskréafte auf eine Kraftmesseinrichtung. Nach Fischer [TR10] kann der Ein-
fluss der Messbuchsen auf die reale Laufbuchsen-Deformation und damit auch auf
die Ausbildung des Schmierfilmes nicht quantifiziert werden. Des Weiteren muss
nach Kessen [TRO1] darauf geachtet werden, dass eine kraftneutrale Abdichtung
zwischen der Zylinderlaufbuchse und dem Zylinderkopf erfolgt. Eine Berlihrung hatte
einen starken Anstieg des Kraftnebenschlusses zur Folge und wirde das Mess-

ergebnis signifikant verfalschen.

Neben den bisher aufgefihrten Untersuchungsmethoden fur die Bestimmung des
Reibmitteldruckes eines Vollmotors und der Reibkraft der Kolbengruppe gibt es
ebenfalls verschiedene Mdglichkeiten, die Schmierfilmdicke zwischen Kolbenring und
Zylinderlaufbuchse zu ermitteln. Auf elektrischen Messprinzipien basieren

- das Widerstandsverfahren,
- das Induktionsverfahren und

- das Kapazitatsverfahren.

Als optische Messmethode wird

- das Fluoreszenzverfahren

angewendet.

Bei dem Widerstandsverfahren wird davon ausgegangen, dass der elektrische
Strom, der Uber das Schmiermittel zwischen Kolbenring und Zylinderlaufbuchse
flieRt, proportional zur Schmierfilmdicke ist und sich damit bei unterschiedlichen
Schmierfilmdicken auch ein unterschiedlicher elektrischer Widerstand zwischen Kol-
benring und Zylinderlaufbuchse einstellt. Um den elektrischen Widerstand zu ermit-
teln, werden an dem zu untersuchenden Kolbenring die Kolbenringnut vom Kolben
elektrisch isoliert und die Messaufnehmer im Kolbenring justiert. Bei diesem Verfah-
ren muss nach Kessen [TR0O1] bedacht werden, dass sowohl die Oltemperatur als
auch RuRteilchen und Gasblasen den Widerstand des Oles und damit die Messung

der Schmierfilmdicke beeinflussen kdnnen.
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Die Anderung der Induktivitat einer mit Wechselstrom durchflossenen Spule in Ab-
hangigkeit vom Abstand zwischen Spulenkern (Anker) und Joch nutzt das Induk-
tionsverfahren. Werden die Spule und der Kern durch einen Sensor und das Joch
durch die Laufbuchse dargestellt, rufen unterschiedliche Schmierfiimdicken zwischen
Kolbenring und Laufbuchse auch unterschiedliche Induktivitaten hervor, die weitest-
gehend unabhangig vom Zustand des Schmiermittels sind. Eine Einschrankung er-
gibt sich nach Kessen [TRO1] durch eventuelle ferromagnetische Partikel im
Schmierfilm zwischen Kolbenring und Zylinderlaufbuchse, den nichtlinearen Zusam-
menhang zwischen Abstand und Induktivitat sowie durch den Einfluss der Tempera-
tur auf den Ohmschen Widerstand der Spulenwicklung.

Das kapazitive Messprinzip beruht auf der physikalischen Eigenschatft eines Platten-
kondensators. Die Kapazitat zweier paralleler Platten, zwischen denen sich ein Di-
elektrikum befindet, verandert sich umgekehrt proportional zum Abstand der Platten.
Bei der Anwendung in der Motorentechnik stellen der Kolbenring und die Zylinder-
laufbuchse prinzipiell einen Plattenkondensator mit dem Schmiermittel als Dielektri-
kum dar. Die Messaufnehmer kdnnen entweder im Kolbenring oder an signifikanten
Punkten ortsfest in die Laufbuchse eingelassen werden. Wesentlich fiur das Verfah-
ren sind die gleichbleibenden Eigenschaften des Dielektrikums. Da sowohl die Tem-
peratur als auch der Eintrag von Schmutzpartikeln und Gasblasen im Schmiermittel
die Dielektrizitdit des Schmiermittels und damit die Kalibrierkurve des kapazitiven
Sensors beeinflussen, ist nach Golloch [TR02] hier besondere Achtsamkeit geboten.
Bei dem optischen Verfahren wird die Eigenschaft von handelsublichen Motorendlen
genutzt, nach Bestrahlung mit geeignetem Licht zu fluoreszieren. Dabei wird tber
optische Zugange (Quarzfenster) oder Lichtleitfasern das Ol z. B. mit Laserlicht oder
Xenon-Licht bestrahlt und so zur Fluoreszenz angeregt. Dieses Fluoreszenzlicht be-
sitzt eine andere Wellenlange als das Bestrahlungslicht, so dass es mit optischer Fil-
tertechnik gesondert aufgenommen und durch den Einsatz von Photomultipliern in
ein Spannungssignal umgewandelt werden kann. Das Spannungssignal entspricht
der Intensitat der Fluoreszenz und dient damit als Mal3 fur die Schmierfilmdicke. Bei
der Anwendung dieses optischen Verfahrens ist aber nach Golloch [TR02] zu beach-
ten, dass die Fluoreszenzintensitat von der Olsorte abh&ngig ist und nach langerer
Bestrahlung sowie bei Alterung des Oles deutlich nachlasst. Des Weiteren kann
durch die Bestrahlung mit einem Laser die lokale Schmierfilmtemperatur und da-

durch auch die Fluoreszenz beeinflusst werden. Da zudem nicht ausgeschlossen
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werden kann, dass Licht aus der Verbrennung des in den Zylinder eingespritzten
Kraftstoffes mit gleicher Wellenlange wie die Fluoreszenz das Ergebnis beeinflusst,
sollte dieser Bereich bei der Analyse ausgeblendet werden.

2.2 Ergebnisse aus experimentellen Untersuchungen

Bei Anwendung der in Kapitel 2.1 aufgefihrten Untersuchungsmethoden kénnen z.B.
Freier/Schelling [TRO3], Thiele [TR12], Fischer [TR10], Affenzeller/Glaser [BO1], Koh-
ler [BO5] und Betz/Zellbeck [TR16] die Anteile der einzelnen Baugruppen (Kurbelwel-
le, Kolbengruppe, Ventiltrieb) auf den Reibmitteldruck bestimmen. So ermitteln Frei-
er/Schelling [TRO3] durch Messungen am Rumpfmotor (Zylinderblock mit Kurbelwelle
und Kolbengruppe) im Schleppbetrieb und einer Drehzahl von n = 2000/min, dass bei
einer Oltemperatur von 102 € und einer Wassertempe ratur von 83 T die Kurbel-
welle einen Anteil an der Gesamtreibung in Hohe von 21 % besitzt. 79 % gehen zu
Lasten der Kolbengruppe (Pleuel und Kolben mit Ringen). Fischer [TR10] bestétigt
bei einer Drehzahl von n = 2000/min und einer Ol- und Wassertemperatur von 90 C
bei der Betrachtung des Rumpfmotors diese GroRenordnung. Wird der Ventiltrieb in
die Betrachtung von Fischer [TR10] mit einbezogen, kénnen der Kurbelwelle 15 %,
der Kolbengruppe 62 % und dem Ventiltrieb 23 % zugeordnet werden.
Krebs/Theobald [D28], Schwarzmeier [TRO04], Thiele [TR12], Szengel [TR35], Chu-
cholowski et. al. [KRO2] und Stanley et. al. [KRO7] stellen fest, dass ein veranderter
Arbeitsprozessverlauf eine Anderung sowohl beim Zylinderdruckverlauf als auch
beim Temperaturniveau im Zylinder verursacht. Dadurch wird in erster Linie die
Reibkraft der Kolbengruppe beeinflusst. Die Reibungsverluste in den Haupt- und
Pleuellagern sowie im Ventiltrieb werden nach Fischer [TR10] und Schwarzmei-
er [TRO4] durch einen veranderten Zylinderdruckverlauf nur geringfugig beeinflusst.
Schwarzmeier [TRO4] und Thiele [TR12] begrinden den negativen Einfluss eines
hoheren Zylinderdruckes auf die Reibkraft der Kolbengruppe mit der ansteigenden
Normalkraft Fy aus der Bewegungs- und Massenbilanz des Kolbens. Zusatzlich wer-
den nach Kessen [TRO1], Golloch [TR02], Schwarzmeier [TR04], Bruchner [TR09],
Fischer [TR10] und Thiele [TR12] die Kolbenringe durch den héheren Zylinderdruck
starker an die Zylinderwand gepresst, was sich ebenfalls reibkrafterhbhend auswirkt.
Chucholowski et. al. [KRO3], Bruchner [TR09], Fischer [TR10], Réhrle [TR30], Thie-
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le [TR33] und Fries [TR52] geben an, dass an den Messstellen “Feuersteg” und
“Nutgrund des ersten Kolbenringes® der Druck fast identisch ist mit dem Zylinder-
druck. Fur den Druck hinter dem zweiten Kolbenring gibt es in der Literatur eine
Bandbreite von 13 % des Zylinderdruckes bei Fischer [TR10] bis hin zu 47 % bei
Thiele [TR33]. Ahnlich gestaltet sich die Angabe des Druckes hinter dem dritten Kol-
benring. Wahrend bei Fischer [TR10] nur 8 % des Zylinderdruckes hinter dem dritten
Kolbenring wirken, sind es bei Thiele [TR33] noch 25 %.

Ein hoheres Temperaturniveau im Zylinder fuhrt wiederum zu einer Reduzierung der
dynamischen Viskositat des Schmiermittels und beeinflusst dadurch die Reibkraft der
Kolbengruppe. Dabei hat nach Lang [TR26] die innere Reibung im Schmierfilm und
nach Erkenntnissen von Golloch [TR02], Bruchner [TR09] und Thiele [TR22] die OlI-
temperatur im Olsumpf auf die Temperatur des Schmierfilmes im Spalt zwischen
Kolbenring und Laufbuchse keinen starken Einfluss. Aus diesem Grund muss nach
Kessen [TRO1], Fischer [TR10] und Affenzeller/Glaser [BO1] in erster Linie die vor-
herrschende Kuhlmitteltemperatur als Ersatz fur die Temperatur des Schmierfilmes
zwischen Kolbenring und Zylinderlaufbuchse beriicksichtigt werden.

Schwarzmeier [TRO4] und Krause/Todsen [TR32] dagegen betrachten die Zylinder-
wandtemperatur als Ersatzgrof3e fur die Temperatur des Schmierfilmes. Diese kann
zum einen messtechnisch ermittelt, zum anderen aber auch nach folgender, von At-
kins/French [T19] und Manz [B11] angegebenen Gleichung fur Benzinmotoren mit

aulRerer Gemischbildung abgeschatzt werden:

0,6

513k | { haw 1
Tow =G * +T 2.2-1
W 1 AK I:é)\zw 0,42 j KM ( )

r;m Kraftstoffmassendurchsatz [kg/s]

Gy  =193[10% W/m?

Tow  mittlere Zylinderwandtemperatur [K]

A«  Kolbenflache [m?]

hzw  Dicke der Zylinderwand [m]

Azw  Warmeleitkoeffizient der Zylinderwand [W/(m-K)]
n Drehzahl [1/min]

Tkm  Kuhimitteltemperatur [K].
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Wahrend Schwarzmeier [TR04] seine Untersuchungen an einem grofRvolumigen
Dieselmotor (V, = 3314 cm®) im Schleppbetrieb und bei einem konstanten maximalen
Zylinderdruck von pmax = 35 bar durchfuhrt, bedienen sich Krause/Todsen [TR32]
eines Dieselmotors mit einem Hubvolumen V;, = 1533 cm®. Die Untersuchungen von
Krause/Todsen [TR32] finden bei einem maximalen Zylinderdruck von pmax = 18 bar
statt. Entsprechend dieser unterschiedlichen Randbedingungen ergeben sich unter-
schiedliche Angaben bzgl. der Reibmitteldruckanderung. So kann Schwarzmei-
er [TRO4] bei einer Drehzahl von 1800/min durch eine Temperaturerhhung um 25 K
eine Reduzierung des Reibmitteldruckes der Kolbengruppe um 0,15 bar ermitteln,
was einer Anderung von 0,006 bar/K entspricht. Krause/Todsen [TR32] dagegen
stellen bei einer Drehzahl von 2000/min mit zunehmender Temperatur nur eine Ver-
ringerung des Reibmitteldruckes der Kolbengruppe von 0,002 bar/K fest.

Die Abnahme des Reibmitteldruckes mit steigender Kuhlmittel- bzw. Zylinderwand-
temperatur ist nach Kessen [TRO1] auf die Abnahme der hydrodynamischen Reib-
krafte zurickzufihren. Als Ursache wird die Abnahme der Viskositat durch die eben-
falls steigende Schmiermitteltemperatur angegeben. Andererseits nimmt mit steigen-
der Schmiermitteltemperatur die Tragfahigkeit des Schmierfilmes ab, wodurch nach
Schwarzmeier [TR04] der Mischreibungsanteil im Bereich kleiner Relativgeschwin-
digkeiten zunimmt. Infolgedessen erhoht sich die Reibung, die bei Beitz/Grote [B0O3]
und Czichos [B04] in die Bereiche

- Flussigkeitsreibung (u = 0,001 ... 0,01) und
- Mischreibung (u=0,01 ... 0,1)

eingeteilt ist. Die Erhdhung des Mischreibungsanteiles fihrt zu héheren Reibkraften
in der betroffenen Baugruppe.

Das Ansteigen des Mischreibungsanteiles kann auf die abnehmende Schmierfilmdi-
cke zuruckgefuhrt werden, da sich diese nach Szengel [TR35] aus dem Gleichge-
wicht des inneren Schmierfilmdruckes (Druckaufbau durch Scherbewegung bzw.
durch Verdrangung) und der auf die Flache des Schmierfiimes wirkenden Normal-
kraft ergibt.

Den Einfluss der Scherbewegung auf den Druckaufbau zeigen Kessen [TRO1] und
Shin/Takeishi [KR09] auf. So ermitteln Shin/Takeishi [KR09], dass der Schmierfilm

mit steigender Kolbengeschwindigkeit dicker wird. Kessen [TRO1] konnte durch die
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Anwendung eines eindimensionalen induktiven Verfahrens nachweisen, dass die
maximale Schmierfiimdicke auf der Druckseite des ersten Kolbenringes exakt bei der
maximalen Kolbengeschwindigkeit erreicht wird. Golloch [TR02] findet andererseits
durch eine raumliche Messung der Schmierfilmdicke mittels Induktionsverfahren her-
aus, dass im Spalt zwischen dem ersten Kolbenring und der Zylinderlaufbuchse -
berwiegend Mangelschmierung - also eine unvollstandige Olfiillung - vorhanden ist.
Eine mogliche Ursache fir die Mangelschmierung stellt die Kolbensekundarbewe-
gung dar, die die Quer- und Kippbewegung des Kolbens beschreibt. Diese Quer- und
Kippbewegung des Kolbens fihrt dazu, dass sich der Kolben nicht zentrisch im Zy-
linder bewegt, sondern sich entweder auf die Druck- oder die Gegendruckseite an-
legt. Dies fuhrt wiederum dazu, dass die Dichtwirkung der Kolbenringe durch die
Verminderung der Kontaktpressung an der Kolbenwand bzw. an der Unterflanke der
Kolbennut verringert wird. Folge der Kolbensekundarbewegung sind nach Hu-
bert/Priebsch [KRO04] einerseits unterschiedliche Feuerstegvolumina am Umfang des
Kolbens und andererseits unterschiedliche Stromungsflachen bei den Kolbenringen.
Nur dadurch ist es zu erklaren, dass deutliche Unterschiede im Gasdruckverlauf zwi-
schen den Kolbenringen auf der Druck- und der Gegendruckseite festzustellen sind.

2.3 Modellansatze

Kapitel 2.2 belegt, dass das Reibungsverhalten von Verbrennungsmotoren durch
viele Parameter beeinflusst wird. So ist z.B. der Reibmitteldruck u.a. eine Funktion
der Schmierfilmdicke, der dynamischen Viskositat des Schmiermittels und der vom
Zylinderdruck hervorgerufenen, auf die Zylinderlaufflache wirkenden Normalkraft. Die
Schmierfilmdicke wiederum wird im Wesentlichen von der Kolbengeschwindigkeit,
der dynamischen Viskositat des Schmiermittels und von der auf die Flache des
Schmierfilmes wirkenden Kraft beeinflusst.

Um den Einfluss der einzelnen Parameter auch mathematisch zu erfassen, ermitteln
z. B. Thiele [TRO7, TR08, TR33], Szengel [TR35], Schwarzmeier [TR04], Chucho-
lowski et. al. [KRO2], Kuhlmann [TR19] und Fischer [TR10] Abhangigkeiten, die die
Grundlage fur Modelle bilden. Mit Hilfe dieser Modelle ist es moglich, fir Motoren, die
den entsprechenden Giiltigkeitsbereich erfullen, mit einem geringen Umfang an Ein-
gabedaten den Reibmitteldruck zu bestimmen. So kann z. B. der Ansatz von Fi-
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scher [TR10] fur Benzinmotoren mit aul3erer Gemischbildung angewendet werden.
Als Referenz dient ein im Schleppbetrieb bei einer Drehzahl n = 3000/min und einer
Oltemperatur von 8¢, = 90 T gemessener Reibmitteldruck p mr, schiepp- FUr jeden Be-
triebspunkt aus dem Kennfeld (das Kennfeld ist durch die Grol3en effektiver Mittel-
druck und Drehzahl definiert) ist es anschlie3end mdglich, den Reibmitteldruck pmr, «
in diesem Kennfeldpunkt vorauszuberechnen. Vorgegeben werden missen der ef-

fektive Mitteldruck pme, k und die Drehzahl nk in diesem definierten Kennfeldpunkt:
Pmr, k = Pmr, schiepp EQAO +A g +A; sz) +Bo + B1[Pme « - (2.3-1)

Dabei sind die Koeffizienten Ag, A; und A, von der Kuhlmitteltemperatur Txv und die
Koeffizienten By und B; von der Kuhlmitteltemperatur Txy und der Motordrehzahl ng
in einem Kennfeldpunkt abhangig. Die Gleichungen zur Bestimmung der Koeffizien-
ten sind bei Fischer [TR10] beschrieben.

Schwarzmeier [TR04] dagegen entwickelte einen Ansatz fur Dieselmotoren mit Di-
rekteinspritzung. Bei einem Referenzbetriebspunkt im befeuerten Betrieb, der durch
die Drehzahl ng und den effektiven Mitteldruck pme, r Charakterisiert ist, wird der indi-
zierte Mitteldruck pmi r gemessen. Durch die Gleichung

pmr, R — pmi, R ~ pme, R
kann der Reibmitteldruck des Referenzbetriebspunktes pmr, r bestimmt werden. Mit
Hilfe des effektiven Mitteldruckes pme, k und der Drehzahl nk in einem betrachteten
Kennfeldpunkt K und der Nenndrehzahl ny des Motors kann anschlie3end der Reib-

mitteldruck pmr, k dieses Kennfeldpunktes vorausberechnet werden. Dabei wird auf
eine Berucksichtigung des Temperatureinflusses und der Motorgeometrie verzichtet:

2 2
pmr, K = pmr, R + Cl |:qpme, Kl35' pme, Rl35) + C2 Eﬁ(n_Kj - (n_Rj :l (23'2)
ny Ny

C; =0,0175 fur 4-Takt-Motoren mit Nebenaggregaten
C, =095 aus der Gruppe der Schnelllaufer.
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2.4 Erkenntnisse aus dem Stand der Forschung

Die Auswertung der vorhandenen Literaturquellen ergibt, dass sowohl fiir Dieselmo-
toren mit Direkteinspritzung als auch fir Benzinmotoren mit auf3erer Gemischbildung
schon Modellansatze existieren, mit denen eine Berechnung der Reibmitteldriicke
maoglich ist. Des Weiteren wurden bereits zahlreiche Grundlagenuntersuchungen
durchgefuhrt, so dass die Reibungsausbildung sehr genau beschrieben werden
kann. Diese Untersuchungen waren meistens mit deutlichen Verdnderungen am Mo-
tor verbunden.

Um den brennverfahrensbedingten Reibungsanteil richtig analysieren zu kénnen,
durfen nur wenige Veranderungen am Motor vorgenommen werden. Diese Bedin-
gung kann nur mittels einer Zylinderdruckindizierung und eines Abschaltversuches
eingehalten werden.

Anhand der Ergebnisse der recherchierten Arbeiten kann die Analyse des brennver-
fahrensbedingten Reibungsanteils primar auf die Kolbengruppe begrenzt werden, da
ein veranderter Arbeitsprozessverlauf eine Anderung sowohl beim Zylinderdruckver-
lauf als auch beim Temperaturniveau im Zylinder verursacht und damit in erster Linie
das Reibungsverhalten der Kolbengruppe beeinflusst.

Aus diesem Grund sollen nachfolgend fur den allgemein giltigen, geschrankten Kur-
beltrieb die notwendigen Bewegungsverhaltnisse und Kraftebilanzen aufgefihrt und
die Abhangigkeiten der wirkenden Krafte auf die dynamische Viskositat des
Schmiermittels, die Schmierfilmdicke und den Reibmitteldruck aufgezeigt werden.
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3. Bekannte theoretische Anséatze

Es werden die aus der Literatur bekannten Gleichungen aufgefihrt, die fir die Be-
rechnung der vom Zylinderdruck beeinflussten brennverfahrensbedingten Reibung

der Kolbengruppe notwendig sind.

3.1 Bewegungsgleichungen des geschrankten Kurbeltri ebes

Der geschrankte Kurbeltrieb nach Maass/Klier [BO2] ist in Bild 3.1-1 dargestellt.

Druckseite
(Einlassseite)
Gegendruckseite
(Auslassseite)

= Pleuelstangenléange
= Kurbelwellenradius
o = Schrankungswinkel
! ¢ = Kurbelwellenwinkel
‘ w = Winkelgeschwindigkeit

k = Kolbenbolzen-Desachsierung
I
r

Bild 3.1-1: Geometrie des geschrénkten Kurbeltriebes nach Maass/Klier [B02]
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Der Kolbenweg Xkoben €rrechnet sich nach Maass/Klier [B02]:

PI

Xkolben = T Eﬁl - cosd + %Eﬁcosa - \/1- ()\p| $ing + K)ZD (3.1-1)

K = % Schrankungsverhaltnis [-]
Api = % Pleuelstangenverhaltnis [-]
cosa =./1- K?

k Kolbenbolzen-Desachsierung [m]
I Pleuelstangenlange [m]

r Kurbelwellenradius [m]

¢ Kurbelwellenwinkel [1.

Die Kolbengeschwindigkeit Xkomen ergibt sich aus der ersten Ableitung des Kolben-

weges nach der Zeit. Nach Tschoke [B12] kann geschrieben werden:

(Ap 5inG + k) [EOS O

(3.1-2)
J1- (Api (8ing + K)?

XKolben = W[I| Sing +

w Winkelgeschwindigkeit [rad/s].

Aus der zweiten Ableitung des Kolbenweges nach der Zeit ergibt sich nach Tscho-

ke [B12] die Kolbenbeschleunigung:

Api [€0S2 ¢ - sing [fAp $iN¢ + K)
J1- (Aei ing + k)

+

XKolben = w? [1 cos¢ +

|1+ (Ani3ing + K)ZJ_l [fAp 8iN¢ + K)” Dhp [E0S? §

J1- (Aei T8I0 + K)?

+

(3.1-3)
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3. Bekannte theoretische Ansatze

3.2 Kréaftebilanzierung an der Kolbengruppe des gesc  hrankten Kur-

beltriebes

Die Krafte an der Kolbengruppe des geschrankten Kurbeltriebes nach
Maass/Klier [BO2] sind in Bild 3.2-1 dargestellt. Der Kontrollraum definiert das Sys-

tem Kolbengruppe.

I B
| |
: I:G ;
| § |
! L !
| B S L _ |
) T =
: =0 X O :
I % sg |
| X éa S0 '
93 R
| 2 - o @ |
! o= o = !
| o |
! !
| > |
! !
| |
! !
! !
! !
! !

Kontrollraum A S VR N |

Fe = Gaskraft
W Fn = Normalkraft
— - F.s; = oszillierende Massenkraft

Fst = Pleuelstangenkraft

k = Kolbenbolzen-Desachsierung
I Pleuelstangenléange

r Kurbelwellenradius

o = Schrankungswinkel

¢ = Kurbelwellenwinkel

w = Winkelgeschwindigkeit

Bild 3.2-1: Kréfte am geschrankten Kurbeltrieb nach Maass/Klier [B02]
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Die auf den Kolben wirkende Gaskraft F¢ ist von der Kolbenflache Ak, dem Zylinder-

druck pzy und dem im Kurbelgehause herrschenden Druck pkg abhangig:
Fo = Ax dpzy - P) - (3.2-1)

Nach Fischer [TR10] kann der Druck im Kurbelgehause pkg gleich dem Umgebungs-

druck pumg gesetzt werden, so dass geschrieben werden kann:
Fe = Ak [quyl - pUmg) : (3.2-2)

Neben der Gaskraft treten noch Massenkrafte auf. Sie wirken wie die Gaskraft in
Richtung der Zylinderachse. Fir die Kolbengruppe muss jedoch nur die oszillierende
Masse mos, berlcksichtigt werden. Diese setzt sich aus der Masse des Kolbens
Mkoben 2Zgl. der Massen des Kolbenbolzens mgy, der Kolbenringe mg,, my, und mey,
der Sicherungsringe ms, und der oszillierenden Masse der Pleuelstange mgs;, pi ZU-

sammen. Fur die oszillierende Massenkraft Fos; gilt folgende Abhangigkeit:

Fosz = Mosz Xkolben - (32_3)

Durch die Uberlagerung der Gaskraft F¢ mit der oszillierenden Massenkraft Fos; kann

die Kolbenkraft Fx wie folgt berechnet werden:
FK = FG = Fosz . (32'4)
Die Normalkraft Fy wirkt Gber das Kolbenhemd senkrecht zur Zylinderlaufbuchse und

errechnet sich aus der Kraftebilanz nach Tschoke [B12] fur den geschréankten Kurbel-

trieb nach folgender Beziehung:

o= Eino K (3.2-5)
J1- (Aei ing + K)?

Nach Bruchner [TR0O9] unbericksichtigt bleiben in Gleichung (3.2-5) die von den

Tangentialspannungen der Kolbenringe und vom Zylinderdruck verursachten Ring-
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3. Bekannte theoretische Ansatze

krafte auf die Zylinderlaufbuchse. Das fihrt dazu, dass die errechnete Normalkraft
geringer ausfallt als die tatsachlich vorhandene. Aus diesem Grund muss nach
Bruchner [TR09] neben der Normalkraft Fy auch die Kolbenringkraft Fxr beriicksich-
tigt werden. Fur die Berechnung der Kolbenringkraft Fxg missen die Druck- und Kraf-
teverhaltnisse am Kolbenring bekannt sein. Kéhler [BO5] und Szengel [TR35] geben

die in Bild 3.2-2 dargestellten radialen Druckverhaltnisse an.

- =
< N
% / < o
o X >
. ).(Kolben = Kolbengeschwindigkeit
XKolben Phyd = hydrodynamischer
Druck im Schmierfilm
Pzyi = Zylinderdruck

Bild 3.2-2: Druckverhaltnis in radialer Richtung an der Kolbenringlauffliche in Anlehnung an

Kohler [BO5]

Durch den Zylinderdruck pzy und die Tangentialkraft des Kolbenringes F; wirken in
Anlehnung nach Kéhler [BO5] auf den Kolbenring folgende radiale Krafte (Bild 3.2-3).

Schwerpunkt
thd. rad / .
— ?— -« Fo.,. rad XKolben = ﬁol?e_n?elschwindigkeit
F = Kraft infolge von pryq
t, rad hyd, rad h ] . ly
@ //%4 . in radialer Richtung
= XKolben Fp,.rad = Kraft infolge von pzy
Reib, rad in radialer Richtung
Freib,raa = Reibkraft in radialer
Richtung
Ft rad = statische Anpresskraft

Bild 3.2-3: Krafte in radialer Richtung am Kolbenring in Anlehnung an Koéhler [BO5]

Nach Bild 3.2-3 wird der Kolbenring in radialer Richtung durch die statische Anpress-

kraft Fi a0 Und durch die infolge des Zylinderdruckes wirkende Kraft F,,, rad an die
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Zylinderwand gedriickt. Diese Krafte stehen mit der hydrodynamischen Reaktions-
kraft Fhyq, rad iIm Gleichgewicht.

Aufgrund der in radialer Richtung wirkenden unbekannten Reibkraft innerhalb der
Ringdichtung kénnen lediglich die statische Anpresskraft F; ;aq und die radial wirken-

de Kraft Fp,,, raa bei der Berechnung der Kolbenringkraft Fxr berlcksichtigt werden:

Fcr = Ft, rad t szy|, rad - (32-6)

Fur die Berechnung der statischen Anpresskraft F; ;aq Wird die Tangentialkraft F; be-
notigt. Die Tangentialkraft F; ist die Kraft, die notig ist, um den Kolbenring auf Stol3-
spiel zusammenzuziehen. Demzufolge greift die Tangentialkraft am Auf3endurch-

messer des Kolbenringes an (Bild 3.2-4).

P, = radialer Anpressdruck

y = Winkel

dkr = Durchmesser des
Kolbenringes

Ma = Schnittmoment

F, = Tangentialkraft

Fan = Schnittkraft in horizon-
taler Richtung

Fres = resultierende Kraft
infolge von p,

Bild 3.2-4: Wirkung der Tangentialkraft F; am Kolbenring in Anlehnung an das Kolbenring-Handbuch
der Firma Goetze [KR01]

Die aus dem radialen Anpressdruck p, resultierende Kraft Fres ergibt sich bei Ver-

nachlassigung der Schnittkraft Fay dabei zu:

90°
Fres= 2 DJ. E)r@ |:IhKR EOSV dy (32-7)
0°
90°
I:res: 2 I:Elar dj? |:ﬁlKR [$in v:| (32-8)
0°
Fres: 2 j)r @ |:IhKR . (32-9)
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Unter der Voraussetzung, dass das Schnittmoment Ma =0 ist, gilt:

- Fy [kg + Fres Bd? =0. (3.2-10)

Fir den radialen Anpressdruck des Kolbenringes an der Zylinderlaufbuchse p, ergibt

sich somit die Gleichung

- 2 [
L 3.2-11
Pr = e T (3.2-11)

Diese Gleichung geben auch [KRO1] und Koéhler [BO5] an. Fur p, kann auch ge-

schrieben werden:

I:t, rad - 2 |:H:t (3 2_12)
AM, KR dKR [ﬂ]KR . .

Aw. KR Mantelflache des Kolbenringes [m?]

Gleichung (3.2-8) mit der Mantelflache des Kolbenringes Ay, kg multipliziert, ergibt

I:t rad
: [Amkr = ——— [Am kR -
Awm, kr dkr thkr

Mit Au kr = Ttltlkg g ergibt sich nach Kohler [BO5] und Fischer [TR10] die von der

Tangentialkraft hervorgerufene statische Anpresskraft F; raq zU:
Fi, rad = 2 O (3.2-13)

Bei einer Ringbestiickung mit einem Rechteckring, einem Minutenring und einem
Olabstreifring werden die Kolbenringe mit der jeweiligen Tangentialkraft Fy gy, Ft mr
und F; or montiert. Dadurch ergeben sich die von den Tangentialkraften hervorgeru-

fenen statischen Anpresskrafte zu:
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3. Bekannte theoretische Ansatze

I:t, rad, Rr — 2 DT[H:t Rr (32-14)
I:t, rad, Mr — 2 DT[H:t Mr (32-15)
I:t, rad, Or — 2 Ij-[[H:t Or - (32-16)

Fi raa Wirkt konstant auf die Zylinderwand. Zusatzlich drickt der Zylinderdruck die

Kolbenringe gegen die Zylinderwand. Die radial wirkende Kraft F,,, raa Wird durch die

Hohe des Kolbenringes, den Innendurchmesser des Kolbenringes und den hinter
dem Ring anliegenden Zylinderdruck pzy, bestimmt. Dabei wirkt nach Angaben von
Chucholowski et. al. [KR03], Bruchner [TR09], Fischer [TR10], Rohrle [TR30], Thiele
[TR33] und Fries [TR52] hinter dem ersten Kolbenring der Zylinderdruck zu 100 %.
Aufgrund der in der Literatur angegebenen Bandbreiten des wirkenden Zylinder-
druckes hinter dem zweiten (13 ... 47 % des Zylinderdruckes) und dem dritten Kol-
benring (8 ... 25 % des Zylinderdruckes) wird auf Mittelwerte dieser Bandbreiten zu-
riackgegriffen. Demzufolge sollen hinter dem zweiten Kolbenring noch 30 % und hin-
ter dem dritten Kolbenring noch 17 % des Zylinderdruckes wirken. Fur die bereits

gewahlte Ringbestiickung ergeben sich fir F,,, raa folgende Gleichungen:

szy|, rad, Rr — hgr [dlgrr Ij-[m)Zyl (32-17)
Fo.,, rad, Mr = 0,3 [hur Ll Otlpzy (3.2-18)
szy|, rad, Or = 0,17 |:Ih(")r m(’jr D-[H‘[)Zyl . (3.2-19)

Bild 3.2-5 zeigt die Wirkung der die Kolbenreibung beeinflussenden Krafte.

- Ft rad, rr = statische Anpresskraft
(umlaufend) = des Rechteckringes
- Ll d, R .
. mu;:)‘ Fi rad, Rr > FParad Re Fi rad. mr = statische Anpresskraft
TS -] Fo o v s ooy rad, M des Minutenringes
= | Ft rad, or = statische Anpresskraft
(D) N (umlaufend) ! = . » fad, . e -
R et Ft, rad, Or 7 Pz, rad, Or des Olabstreifringes
3] % ‘ Fo.y, rad, Rr = Kraft infolge von pzy
D= ‘ (100%) in radialer Rich-
0O g tung am Rechteckring
N

Fozy, rad, Mr = Kraft infolge von pzy
(30 %) in radialer Rich-
\ tung am Minutenring
P\ Fozy. rad, 6r = Kraft infolge von pgy,
‘ (17 %) in radialer Rich-
tung am Olabstreifring
Fn = Normalkraft

Bild 3.2-5: Graphische Darstellung der die Kolbenreibung beeinflussenden Kréfte
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3. Bekannte theoretische Ansatze

3.3 Bestimmung der minimalen Schmierfilmdicke

Die Kolbenringkraft Fxgr aus Gleichung (3.2-6) und die Normalkraft Fy aus Glei-
chung (3.2-5) beeinflussen die minimale Schmierfilmdicke hy am Kolbenring bzw. am
Kolbenhemd und damit die Reibung. Fur die Bestimmung der minimalen Schmier-
filmdicke sind in der Literatur verschiedene Ansétze zu finden. Neben experimentel-
len Untersuchungen, auf die bereits in Kapitel 2 eingegangen wurde, sind Ablei-
tungen und Modellanséatze vorhanden. Hierbei wird exemplarisch auf die Modellan-
satze fur Kolbenringe eingegangen. Das Kolbenhemd ist aufgrund seiner balligen
Form geometrisch mit einem Kolbenring vergleichbar, so dass die Ergebnisse uber-
tragbar sind. Die verschiedenen Ansétze zur Bestimmung der minimalen Schmier-
filmdicke sollen aufgezeigt und bewertet werden. Zur Vereinfachung soll nachfolgend

nur die Kolbenringkraft Fxr als Einflussgré3e betrachtet werden.

3.3.1 Ansatz nach Kuhlmann [TR19]

Bei Kuhlmann [TR19] wird zur Beschreibung der Reibungsvorgange an den Kolben-
ringen ein mathematisches Modell entwickelt. Dabei wird ein voll hydrodynamisch
geschmierter Kolbenring vorausgesetzt. Basis seines Modells ist der tribologische
Zustand an einem Gleitschuh (Bild 3.3.1-1).

).(Kolben = Kolbengeschwindigkeit

dkr = Durchmesser des Kolbenringes
Fkr = Kolbenringkraft
hkr = Hohe des Kolbenringes
# Frr
XKolben y
y CH
Zylinder-
z
wand

Bild 3.3.1-1: Vereinfachte zweidimensionale Darstellung eines Kolbenringes nach Kuhimann [TR19]
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Die Sommerfeldzahl als eine charakteristische tribologische Grofl3e wird wie folgt fur
den Gleitschuh definiert:

- 2
SOgleitschuh = ‘?KR& (3.3.1-1)
N Xkolben hkr
Pur Flachenpressung des Kolbenringes [N/m?]

Sogleischuh  Sommerfeldzahl fur den Gleitschuh [-]

n dynamische Viskositat [Pa-s].

Fur die Sommerfeldzahl werden in Abhangigkeit des Abstandes zwischen Kolbenring

und Zylinderwand zwei verschiedene Losungen angegeben:

LOosung 1 LOsung 2
Ah Ah
2«1 —>1
ho < ho >
1 SOgkeitschun ~ ho"” (3.3.1-3)
SOGIeitschuh Nh_ (331_2) Gleitschuh 0 .O.
0
—_ 2 — 2
_Petho” hi (33.14) | P’ pos (3315
n Xkolben EmKR 0 n [(Xkolben EmKR

Die Flachenpressung des Kolbenringes p, wird nach Gleichung (3.2-11) mit

— 2 [Fxr

= 3.3.1-6
Pkr den (em ( )

berechnet. Mit den Randbedingungen, dass die Kolbengeschwindigkeit ).(Kolben, die
dynamische Viskositat n und die Hohe bzw. der Durchmesser der Kolbenringe hgr
bzw. dkr pro Kurbelwinkel konstant sind, ergibt sich zwischen der minimalen

Schmierfilmdicke hy und der Kolbenringkraft Fxr folgender Zusammenhang:
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Losung 1 LOosung 2

1 13 1 2/3
hg ~| — 3.3.1-7 hg ~| — ) 3.3.1-8
0 (FKRJ ( ) | ho (FKRJ ( )

3.3.2 Ansatz nach Lang/Steinhilper [TR31] und Fulle r[TR49]

Fur die Berechnung der minimalen Schmierfilmdicke wird in beiden Arbeiten von ei-

ner hydrodynamischen Schmierung im Keilspalt ausgegangen. Basis fir die Berech-

nung der minimalen Schmierfilmdicke ist die Reynolds”sche Differentialgleichung:

ox\ n

Y

2 (o2 go

oX

j N i(LW a‘i’j :6%;%'%” o(pth) , , 9(pmh)
oz\ n oz 0x ot

(3.3.2-1)

Schmierfilmdicke [m]
Dichte [kg/m°].

Fur die Berechnung der minimalen Schmierfilmdicke werden folgende Vereinfachun-

gen vorgenommen:

- die Kompressibilitat des Schmiermittels wird vernachlassigt

- das Fluid ist ein Newton”sches Fluid

- die Strémung ist laminar

- die Schmierspalthéhe ist keine Funktion der Zeit

- die Tragheitskrafte infolge Beschleunigung sind im Vergleich zu
den Scherkraften vernachlassigbar

- der Schmierzustand ist zweidimensional

- die Viskositat bleibt konstant

- der Druck im Schmierfilm ist eindimensional.

Fur einen unendlich breiten Gleitschuh entsprechend Bild 3.3.2-1 ergibt sich:
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3. Bekannte theoretische Ansatze

- _ 6 m [XKolben [mKR
pKR - 2
ho

G, (3.3.2-2)

G2 Koeffizient [-].

Xkolben = Kolbengeschwindigkeit
Frkr = Kolbenringkraft
hkr = Hohe des Kolbenringes # Frr
h .
= KR - XKolben >
A
y —
<
o¢
<
Z X Zylinder-
wand
Bild 3.3.2-1: Vereinfachte zweidimensionale Darstellung eines Gleitschuhs nach
Lang/Steinhilper [TR31]
Fur die minimale Schmierfilmdicke gilt nach Gleichung (3.3.2-2):
6 [ Kkoben [
ho = | & Xeotben ke ¢ (3.3.2-3)
Pkr

Hierbei kann der Koeffizient G, bei einer kippbeweglichen Anordnung mit G, = 0,025

als konstant angesehen werden. Mit p,, entsprechend Gleichung (3.3.1-6) lasst sich

folgende Proportionalitat aufstellen:

05
1 1Y)
ho ~ | — ~| — ) 3.3.24
° Fcr (FKRJ ( )

Lang/Steinhilper [TR31] ermitteln zudem fir verschiedene Gleitschuharten die maxi-
male Flachenpressung. Exemplarisch sei hier auf die Arten “ebene, geneigte Gleit-
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3. Bekannte theoretische Ansatze

schuhflache” und “Exponentialverlauf der Gleitschuhflache” eingegangen. Diese

Formen entsprechen einem Minuten- bzw. einem Rechteckring.

Xkolben = Kolbengeschwindigkeit
Fkr = Kolbenringkraft
hkr = Hohe des Kolbenringes
n = dynamische Viskositat
[5KR = Flachenpressung
Frr ¢
hKR XKolben
-l - .
—~ ﬂ X (T
/A Prs =0,1603 Kolbezn KR
y ho
SH hl
£ — =2,189 (3.3.2-5)
Yy ho
y4 X Zylinder-
wand
Frr ¢
h XKolben
- KR - .
‘ —~ X (T
A Pyr = 0,1650 (1 —xoben kR
y ho
c\—|
£ h 2,3 (3.3.2-6)
|
X Zvli
y4 ylinder-
wand

Bild 3.3.2-2: Flchenpressung bei verschiedenen Gleitschuharten nach Lang/Steinhilper [TR31]

Es zeigt sich, dass bei unterschiedlichen Geometrien zwar die Gré3e der Tragkraft
unterschiedlich ist, die Abh&angigkeiten der EinflussgroRen aber bei beiden Gleit-
schuharten in Bild 3.3.2-2 konstant sind. Auf diese Weise bleibt bei einem Vergleich

von zwei gleichen Kolbenringen die Gultigkeit der Proportionalitat (3.3.2-4) erhalten.
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3. Bekannte theoretische Ansatze

3.3.3 Ansatz nach Boswirth [TR47]

Ebenso wie Fuller [TR49] und Lang/Steinhilper [TR31] wird die Reynolds’sche Diffe-
rentialgleichung als Basis der Betrachtungen verwendet. Als Randbedingungen gel-

ten folgende Annahmen:

- das Fluid ist inkompressibel

- die Strémung ist laminar

- das Fluid ist ein Newton’sches Fluid

- der Druck ist Uber die Dicke des Spaltes konstant

- der Spaltist flach — also eine geringe Neigung bei Keilspalten
- der Gleitschuh ist unendlich breit

- das Verhaltnis ho/Krimmungsradius des Kolbenringes ist «< 1.

Bild 3.3.3-1 zeigt den bei Boswirth [TR47] definierten Gleitschuh.

Xkolben = Kolbengeschwindigkeit

u = plattennormale Annaherungsgeschwindigkeit
Fkr = Kolbenringkraft
hkr = Hoéhe des Kolbenringes u + # Fer
< hKR - XKolben
|
y —
<
o¢
<

Zylinder-
wand

Bild 3.3.3-1: Vereinfachte zweidimensionale Darstellung eines Gleitschuhs nach Béswirth [TR47]

Fur den Fall, dass die angegebene plattennormale Ann&herungsgeschwindigkeit
u = 0 und der Gleitschuh unendlich breit ist, wird folgende Losung angegeben:

2 .
Fr = 6 m l:hKR mKR [Xkolben (G2 . (333-1)

ho?
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Wird der Koeffizient G, wie im Kapitel 3.3.2 als konstant angesehen, lasst sich aus

Gleichung (3.3.3-1) folgende Proportionalitat ableiten:

05
1 1Y
ho ~ | — ~| — ) 3.3.3-2
° Fcr (FKRJ ( )

3.3.4 Bewertung der einzelnen Ansatze

In Bild 3.3.4-1 ist die Abhangigkeit zwischen der minimalen Schmierfilmdicke hy und
der Kolbenringkraft Fxr entsprechend den Ansétzen von Kuhlmann [TR19],
Lang/Steinhilper [TR31], Fuller [TR49] und Bo6swirth [TR47] in doppelt-logarithmi-
scher Darstellung beschrieben.

l ,
Ny
NN
\\\
N
\\\\\\\\\\\
\\ ~~ T
0,1 ~N Is
\\\ SN LKuhImann [TR19] }
hO \\ - I I \-\ -
— [ N | Lang/Steinhilper [TR31]
ho N ~ Fuller [TR49]
N Boswirth [TR47]
0,0l [ [T 1
(L Kuhlmann [TR19] }
0,001
1 10 100 1000 10000
FK
— [
Fkr

Bild 3.3.4-1: Abhangigkeit der minimalen Schmierfilmdicke von der Kolbenringkraft bei verschiedenen

Ansatzen

Generell zeigt sich, dass mit zunehmender Kolbenringkraft Fxg die Schmierfilmdicke
ho abnimmt. Die unterschiedliche Steigung der Geraden in Bild 3.3.4-1 ist auf die un-
terschiedlichen Exponenten in den einzelnen Ansatzen zurtickzufihren. Der Bereich
wird durch die Arbeit von Kuhimann [TR19] eingegrenzt. In Abhéangigkeit von der Ent-
fernung des Ringes von der Wand werden folgende Exponenten angegeben:
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Ah
— K1 1/3
ho
Ah
—>1 2/3.
ho

Die Losungen von Lang/Steinhilper [TR31], Boswirth [TR47] und Fuller [TR49] liegen
mit dem Exponenten von 0,5 im Mittelfeld des eingegrenzten Bereiches. Es gilt:

1\
ho ~| — . 3.4-
(FK j (3.3.4-1)

R

Diese Abhangigkeit wurde Uber eine Reynolds’sche Differenzialgleichung fir Gleit-
schuh mit Spitzkeil abgeleitet. Fir geometrisch &hnliche Kolbenringe ist damit eine

Ubertragbarkeit der Ergebnisse gegeben.

3.4 Einfluss der minimalen Schmierfilmdicke auf den Reibmittel-
druck

Mit Hilfe der in Kapitel 3.3.4 aufgefihrten Abhangigkeit soll nachfolgend der Einfluss
der minimalen Schmierfilmdicke auf den Reibmitteldruck aufgezeigt werden. Die Ab-
hangigkeiten zur Ermittlung der Reibkraft Fgreip lassen sich nach Kuhlmann [TR19]

durch folgende Proportionalitat angeben:

Freib ~ Okr (w0 ﬁ% . (3.4-1)

Werden die dynamische Viskositat, die Kolbengeschwindigkeit und die Hohe bzw.
der Durchmesser des Kolbenringes als konstant angesehen, vereinfacht sich die Ab-

hangigkeit der Reibkraft von der minimalen Schmierfilmdicke zu

Freib, hy ~ — (3.4-2)

0
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und mit der Proportionalitat (3.3.4-1) zu

Freib, hy ~ Fir"” . (3.4-3)

Da sich der Reibmitteldruck nach Kessen [TRO1] mit
Prnny = — [ Freiv, n, [l (3.4-4)
mr, ho Vh eib, ho )

berechnen laft, kann auch

Pmr, he ~ I:KRQ5 (34-5)
bzw.
1
Pmr, hy ~ E (3.4-6)

geschrieben werden. Mit dieser Proportionalitat ist es moglich, den Einfluss der mi-
nimalen Schmierfiimdicke auf den Reibmitteldruck zu beschreiben.

3.5 Einfluss der Druckabh&angigkeit der dynamischen Viskositat auf
den Reibmitteldruck

In Kapitel 2.2 wurde auf experimentelle Ergebnisse von Schwarzmeier [TR04] und
Krause/Todsen [TR32] eingegangen, die den Einfluss der Zylinderwandtemperatur
auf den Reibmitteldruck aufzeigen. Da die Zylinderwandtemperatur als Ersatzgrol3e
fur die Temperatur des Schmierfilmes herangezogen werden kann, ist mit den Er-
kenntnissen von Schwarzmeier [TR04] und Krause/Todsen [TR32] auch indirekt der
Einfluss der Schmierfilmtemperatur auf die dynamische Viskositat beschrieben.

Neben der Temperatur hat aber auch die auf den Schmierfilm wirkende Kraft einen
Einfluss auf die dynamische Viskositéat. Dieser Einfluss kann mit der bei Bartel [TRO5]
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3. Bekannte theoretische Ansatze

und Fassbender [TR21] angegebenen Gleichung nach Barus [UO8] berechnet wer-

den. Die Gleichung lautet:
Np =No [&%P (3.5-1)

Ne dynamische Viskositat des Schmiermittels in Abhangigkeit
des Druckes [Pas]

No dynamische Viskositat des Schmiermittels bei
Umgebungsdruck [Pa-s]

Op Viskositatsdruckkoeffizient [1/bar]

p Druck [bar].

In dieser Gleichung ist no eine Funktion der Temperatur. Die dynamische Viskositat
Ne ist damit abhéngig von Druck und Temperatur. Da der Einfluss der Temperatur auf
die dynamische Viskositat bereits indirekt in Kapitel 2.2 aufgezeigt wurde, wird dieser
Einfluss in diesem Kapitel nicht mehr bertcksichtigt. Demnach kann davon ausge-

gangen werden, dass no konstant ist. Es gilt:

Np ~ e%P. (3.5-2)
Hierbei ist nach Bartel [TRO5] der Viskositatsdruckkoeffizient a, sowohl von der
Temperatur als auch von der Druck&nderungsgeschwindigkeit und der Molekulstruk-
tur abhangig. Bis zu einem Druck von 200 N/mm? kann nach Bartel [TRO5] der Ein-

fluss der Druckdnderungsgeschwindigkeit vernachlassigt werden.

Der Einfluss der Viskositat auf die Reibkraft kann mit der bei Kuhlmann [TR19] ange-

gebenen Proportionalitat

Freib ~ dkr kg ) ETKK;% (3.4-1)

beschrieben werden. Es gilt damit:

Freib, n, ~ N~ Np ~ %P, (3.5-3)
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3. Bekannte theoretische Ansatze

Anhand dieser Proportionalitat wird deutlich, dass durch einen Anstieg des auf den
Schmierfilm wirkenden Druckes auch die dynamische Viskositat zunimmt. Wird die
Proportionalitat (3.5-3) in Gleichung (3.4-4) eingesetzt, ergibt sich folgende Abhé&n-
gigkeit:

pmr, n "~ FReib’ n ™~ r] ~ r]p ~ edp[ﬁ . (35-4)

Mit dieser Proportionalitat ist es nun mdglich, den Einfluss der Druckabhangigkeit der
dynamischen Viskositat des Schmiermittels auf die Reibkraft zu berechnen.
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4. Losungsweqg

Die gewonnenen Erkenntnisse aus Kapitel 2 und 3 lassen erkennen, dass

- eine ausfuhrliche Analyse des Einflusses des Zylinderdruckverlaufes
auf den Reibmitteldruck an BDE-Motoren im Schichtladebetrieb und

- ein Modellansatz zur Bestimmung des Reibmitteldruckes fur BDE-
Motoren im Schichtladebetrieb

fur eine Anwendung im Rahmen dieser Arbeit nicht zur Verfigung stehen.

Ziel ist es deshalb, den Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck
eines BDE-Motors im Schichtladebetrieb zu analysieren. Aus diesem Grund wird ein
als Basismotor bezeichneter 1,4 {-55 kW-VW-Benzinmotor mit auf3erer Gemischbil-
dung modifiziert, um ein strahlgefiihrtes Brennverfahren darzustellen. Durch die Rea-
lisierung dieses Brennverfahrens stehen fur die Wahl des Einspritzzeitpunktes mehr
Freiheitsgrade zur Verfiugung, da weder eine Abhangigkeit von der Position des Kol-
benbodens (wandgefiihrtes Brennverfahren) noch eine Abhé&ngigkeit von zyklischen
Schwankungen der Zylinder-Innenstrémung (luftgefiihrtes Brennverfahren) vorhan-
den sind.

Als Gemischbildner wird fir den modifizierten Basismotor, der nachfolgend als Ver-
suchsmotor bezeichnet wird, ein luftunterstiitztes Einspritzsystem verwendet. Dieses
hat nach Emerson et. al. [012] den Vorteil, dass Tropfen mit einem Sauterdurchmes-
ser von 2,7 um erreicht werden kénnen. Im Vergleich dazu kann nach Ortmann et.
al. [S20] bei Single-Fluid-Einspritzsystemen mit einem Einspritzdruck von 100 bar
lediglich ein Sauterdurchmesser von 15 pm realisiert werden. Damit liegt der ent-
scheidende Vorteil der luftunterstitzten Benzin-Direkteinspritzung bei einer durch die
feine Zerstaubung des Sprays hervorgerufenen OberflachenvergrofRerung des Kraft-
stoffes und der daraus resultierenden schnellen Verdampfung und Gemischbildung.
Damit kann der bei Krebs/Theobald [D28] beschriebene Einfluss einer zu Beginn der
Verbrennung schnelleren Energieumsetzung auf den Zylinderdruckverlauf und damit
auf die Erhéhung der Triebwerkskréfte von BDE-Motoren im Vergleich zu Benzinmo-
toren mit aul3erer Gemischbildung am besten dargestellt werden.
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Zuerst sollen die Auswirkungen der unterschiedlichen Zylinderdruckverlaufe beim
Versuchs- und beim Basismotor auf die Triebwerkskréafte durch einen direkten Ver-
gleich beider Verfahren aufgezeigt werden. Hierfir werden die Reibmitteldricke des
Versuchs- und des Basismotors miteinander verglichen und beide Werte unter An-
wendung des bei Fischer [TR10] beschriebenen Abschaltversuches in den Schlepp-
und in den Lastanteil aufgeteilt. Eine Verlustanalyse der Nebenaggregate ermdglicht
schlie3lich eine rein motorspezifische Betrachtung, so dass nachfolgend mittels einer
theoretischen Analyse der Einfluss der unterschiedlichen Zylinderdruckverlaufe auf
die Belastung der Kolben/Zylinderlaufflachen-Reibpaarung und damit auf die Reib-

mitteldriicke aufgezeigt werden kann.

Eine anschlieende gezielte Veranderung des Zylinderdruckverlaufes erméglicht es,
den Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck genauer zu be-
schreiben. Als Variationsgrof3en werden das globale Verbrennungsluft-Verhaltnis
Aabgas UNd der Zundzeitpunkt ausgewahlt. Die daraus gewonnenen Erkenntnisse die-
nen als Basis fir die Modellbildung. Hierfir werden die von Schwarzmeier [TR04]
und Fischer [TR10] aufgefiihrten Modelle auf ihre Gultigkeit und Anwendbarkeit fur
den Versuchsmotor hin analysiert. Bei unzureichender Genauigkeit erfolgt eine ge-
eignete Anpassung. Eine anschlieRende Validierung sowohl am Versuchsmotor als
auch an zwei weiteren BDE-Motoren wird zur Bestatigung des Modellansatzes vor-

genommen.
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5. Versuchsaufbau

Der Versuchsmotor unterscheidet sich vom Basismotor im Wesentlichen in der Kraft-
stoffeinbringung und der Brennraumgestaltung. Es werden die wichtigsten Verande-
rungen beim Versuchsmotor im Vergleich zum Basismotor aufgezeigt, und die Prif-

standsumgebung wird beschrieben.

5.1 Versuchsmotor

Bei dem Versuchsmotor handelt es sich um einen modifizierten 1,4 £-55 kW-Benzin-
motor mit einem luftunterstitzten Einspritzsystem. Dieses setzt sich aus einem Luft-
kompressor, zwei in Reihe geschalteten Kraftstoffpumpen, einem Railsystem und
dem pro Zylinder notwendigen Kraftstoff- und Luftinjektor zusammen.

Das Railsystem ist zentral auf der Nockenwellenhaube befestigt. Von dem Rail-
system werden der Kraftstoff- und der Luftinjektor jeweils mit dem Kraftstoff bzw. der
Stutzluft versorgt. Den notwendigen Kraftstoffdruck erzeugen zwei in Reihe geschal-
tete Kraftstoffpumpen. Die Stutzluft wird mittels eines Luftkompressors verdichtet und
dem Luftinjektor zur Verfigung gestellt. Die Anordnung der Injektoren ist so gewabhlt,
dass der Kraftstoff- und der Luftinjektor eine Einheit bilden, bei der sich der Kraftstoff-
injektor oberhalb des Luftinjektors befindet. Durch diesen Aufbau ist gewahrleistet,
dass der Kraftstoff durch den Kraftstoffinjektor in den Luftinjektor eingespritzt wird.
Die eigentliche Einspritzung des Kraftstoffes und der Stutzluft in den Brennraum er-
folgt Uber den Luftinjektor.

Fur die Realisierung eines strahlgefiihrten Brennverfahrens ist der Luftinjektor zentral
im Brennraumdach angeordnet. Um bei der Positionierung der Zindkerze zum Luft-
injektor einen zusatzlichen Freiheitsgrad zu erhalten, wird auf eines der beiden Aus-
lassventile verzichtet und die Zindkerze seitlich neben dem Auslassventil nahe dem
Luftinjektor angeordnet (Bild 5.1-1).
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Zindkerzen-
bohrung

Luftinjektor-
bohrung

Einlassventil

Auslassventil

Indizierquarz-
bohrung

Bild 5.1-1: Brennraumgestaltung des Zylinderkopfes

Tabelle 5.1-1 fasst weitere technische Daten des Versuchsmotors zusammen.

Formel- | Einheit Versuchsmotor
zeichen
Motortyp VW EA111 - BDE
Bauart 4-Zylinder-Reihe, 12 Ventile
Ventiltrieb DOHC, Rollenschlepphebel
Einlassventil-Durchmesser mm 29,5
Auslassventil-Durchmesser mm 26,0
Durchmesser der Zylinder- |d mm 76,5
bohrung
Kolbenhub S mm 75,6
Hubvolumen eines Zylinders | Vy cm® 347,5
Hub-Bohrungs-Verhéltnis - 0,988
Pleuelstangenlénge I mm 144
Zylinderabstand mm 82

Einspritzsystem

Common-Rail

Gemischbildner

luftunterstitztes Einspritzsystem

Tabelle 5.1-1: Technische Daten des Versuchsmotors
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Fur die Realisierung des strahlgefihrten Brennverfahrens ist eine Anpassung der
Kolbenmulde erforderlich. Hierfir werden CFD-Berechnungen (Computational Fluid
Dynamics) herangezogen. Sie zeigen, dass bei einer Topfmulde die Kraftstoffschich-
tung stabil in der Mitte des Brennraumes verbleibt. Dadurch wird sichergestellt, dass
sich zum Zundzeitpunkt im Bereich der Zindkerze ein zindfahiges Gemisch befin-
det. Durch das Zusammenspiel von Topfmulde und der Lage von Zindkerze und
Luftinjektor zueinander ist die Realisierung einer Tumble- oder Drallstrdomung im Zy-
linder nicht erforderlich, so dass als Ladungsbewegung nur eine ausgepréagte
Quetschstromung benétigt wird.

Der stirnseitig angeordnete Hauptriementrieb des Basismotors wird Uberarbeitet,
damit neben der Kihimittel- und der Olpumpe auch der Luftkompressor vom Motor
angetrieben werden kann.

Obwohl bei BDE-Motoren der ungedrosselte Betrieb angestrebt wird, kann auf die
Drosselklappe nicht verzichtet werden, da Uber diese die Abgasrickfihrung gesteu-
ert wird.

Die Ventilhubverlaufe des Basismotors werden fur den Versuchsmotor tbernommen.
Hierbei hat die Einlassnockenwelle einen stufenlosen Verstellbereich von 40 KW in

Richtung “frih“, ausgehend von der Grundstellung.

5.2 Messtechnik am Motorprifstand

Der Versuchsmotor ist auf einem konventionellen Motorprifstand aufgebaut. Die
Steuerung des Motors erfolgt Gber die Priufstandssteuerung Puma 5.5.1 der Firma
AVL. Mit einem Messwerte-Erfassungssystem kénnen Drehzahl, Drehmoment, Tem-
peratur, Druck, Verbrauch, CO,-Gehalt im Saugrohr, Abgastribung und Abgasemis-
sionen aufgezeichnet werden.

Die Temperaturen und Driicke von Ol, Kiihimittel, Kraftstoff, Stitzluft und Abgas die-
nen zur Kontrolle des Motorbetriebes. Mit Hilfe der Abgastemperaturen vor und nach
dem Katalysator wird die Exothermie und damit die Funktion des Katalysators Uber-
wacht.

Fur die Bestimmung des Kraftstoffverbrauches steht eine Kraftstoffwaage vom

Typ 733s der Firma AVL zur Verfligung.
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5. Versuchsaufbau

Durch die Verwendung eines Ultramat 13P der Firma Siemens kann am Versuchs-
motor der CO,-Gehalt im Saugrohr ermittelt werden. Mit dieser GréR3e ist es moglich,
die Abgasruckfuhrrate (AGR-Rate) zu berechnen.

Die Abgastribung wird mit einem Opacimeter der Firma AVL bestimmt.

Die mit dem Puma-System verbundene Abgasanalyse EXSA 1500 der Firma Horiba
ermdglicht die Erfassung der Abgaskomponenten CO, CO,, O,, HC und NOx. Mit
den aus der Sammelleitung vor dem Katalysator entnommenen Rohemissionen wird
nach Brettschneider [A13] das globale Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas berechnet.
Fur die statistische Absicherung werden durch das Messwert-Erfassungssystem alle
Messwerte mit einer Abtastrate von 10 Hz Uber einen Zeitraum von 30 s aufgezeich-

net und anschlielRend gemittelt.

Neben den Standardmessungen wird am Prifstand eine Zylinderdruckindizierung
durchgefihrt. Die fur die Messkette notwendigen Komponenten sind in Tabelle 5.2-1

aufgefuhrt.

Druckaufnehmer Typ 6061B gekihlt; Firma Kistler

Ladungsverstarker | Typ 5011; Firma Kistler

Winkelmarkengeber |Typ 364-CO1; Firma AVL

Datenerfassung FEVIS-System 3.4; Firma FEV

Kihlaggregat Typ 2621C; Firma Kistler

Tabelle 5.2-1: Die am Motorprufstand vorhandenen Komponenten fur die Zylinderdruckindizierung

Fur die Untersuchungen wird an jedem Zylinder der Zylinderdruck Kurbelwinkel-
aufgeldst gemessen. Durch eine thermodynamische Analyse des Zylinderdruckes
kébnnen Aussagen Uber den Energieumsatz, die Entflammungsphase, die indizierte
Arbeit und die Temperaturverlaufe getroffen werden. Da der Zylinderdruck einer
Streuung unterliegt, werden die Zylinderdruckindizierung und die thermodynamische
Analyse fur 50 aufeinander folgende Arbeitsspiele pro Zylinder durchgefiihrt und an-
schlieBend alle ermittelten Grol3en statistisch betrachtet. Bewertet werden der jewei-
lige Mittelwert aus 200 Arbeitsspielen, die Standardabweichung und das Streuband.
Alle am Prifstand ermittelten Gro3en sind in Bild 5.2-1 aufgefuhrt.
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Zindzeitpunkt
Kraftstof f- L
Kraftstoffverbrauch Steuergerat
waage .
Gemisch-
einblaszeit
Saugrohrtemperatur Saugrohr- COzim Kraftstoff-
Zylinder 1 | temperatur Saugrohr — temperatur
—| Saugrohrdruck Luftdruck [] [ Kraftstoffdruck
Raum- Stitzluft-
temperatur H |—  temperatur
| Stltzluftdruck

Drehzahl
Drehmoment
KuhImitteltemperatur
Oltemperatur
Abgas- Oldruck
temperatur
Zylinder 1 Verbren-
Abgasanalyse nungsluft-
Motorabgas Verhéaltnis
Abgas-
trilbung Abgasdruck
Abgas-
temperatur
Druck vor Katalysator |
Temperatur vor Katalysator [~
| Druck nach Katalysator
L Messverstérker Y
Zylinderdruck : | Temperatur nach Katalysator
Winkelmarke | — 13qientenrecorder

Kurbelwelle

Bild 5.2-1: Messtechnik am Motorpriifstand
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6. Einfluss des Brennverfahrens auf den Reibmitteldruck

Es wird der vorhandene hdhere Reibmitteldruck bei BDE-Motoren im Vergleich zu
Benzinmotoren mit &ul3erer Gemischbildung betrachtet. Um aufzuzeigen, dass dieser
hohere Reibmitteldruck auch fur ein strahlgefuhrtes, luftunterstiitztes Brennverfahren
gilt, wird fur einen ausgewahlten Teillast-Kennfeldpunkt im Schichtladebetrieb mit
n = 2000/min und pme = 2 bar der Einfluss des Brennverfahrens auf den Reibmittel-
druck analysiert. Zum Vergleich wird der Basismotor mit identischen Eckdaten
(s. Kapitel 5) herangezogen. Die Motor- und Einstelldaten sind in Tabelle 6-1 aufge-
fuhrt. Die Einstellungen von Einlassnockenwellenposition, AGR-Rate, Gemisch-

einblas-Beginn, Gemischeinblas-Ende und Zindzeitpunkt erfolgen verbrauchs-

optimal.

Formel- Einheit Basis- Versuchs-

zeichen motor motor
Stutzluftdruck Pst bar 7,5
Hubvolumen eines Zylinders |V cm® 3475 3475
Einlassventil 6ffnet EO KW n. LWoT 697 677
Einlassventil schlief3t Es KW n. LWoT 275 255
Abgasrickfuhrrate AGR % 0 21
Luftliefergrad Al - 0,3 0,65
Gemischeinblas-Beginn GB KW n. LWoT 282
globales Verbrennungsluft- | Aapgas - 1 2,73
Verhaltnis
Zundzeitpunkt 7P KW n. LWoT 332 323
Auslassventil 6ffnet A0 KW n. LWoT 477 477
Auslassventil schlief3t As KW n. LWoT 35 35

Tabelle 6-1: Relevante Motor- und Einstelldaten des Basis- und des Versuchsmotors fiir den

Betriebspunkt n = 2000/min und pme = 2 bar
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Die gemittelten Zylinderdruckverlaufe fir den in Tabelle 6-1 aufgefihrten Kennfeld-
punkt sind in Bild 6-1 dargestellt.
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Versuchsmotor:

n = 2000/min; p,,. = 2,06 bar; A, = 0,65; )\Abgas =2,73; AGR = 21 %;
GB =282 KW n. LWoT; ZZP = 323 KW n. LWoT

— —— Basismotor:
n = 2000/min; p,,, = 2,02 bar; A; = 0,3; A
ZZP =332 KW n. LWoT

pbgas = 1,.0; AGR = 0 %;

Bild 6-1: Zylinderdruckverlaufe des Basis- und des Versuchsmotors fiir den Betriebspunkt

n = 2000/min und pme = 2 bar

Es zeigt sich, dass der Versuchsmotor gegentiber dem Basismotor einen deutlich
steileren Druckanstieg, einen doppelt so hohen maximalen Zylinderdruck und eine
Verschiebung der Lage des maximalen Zylinderdruckes in Richtung “frih* aufweist.
Damit besitzt der Zylinderdruckverlauf des strahlgefihrten, luftunterstitzten Brenn-
verfahrens gleiche charakteristische Merkmale wie der Zylinderdruckverlauf des bei
Krebs/Theobald [D28] beschriebenen BDE-Brennverfahrens. Demzufolge miussen
sich auch beim Versuchsmotor hdhere Triebwerkskrafte und damit ein hoherer
Reibmitteldruck einstellen als beim Basismotor. Fir den Reibmitteldruck pm, gilt nach
Heywood [BO7]:
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pmr = pmi - pme (6'1)

pmi indizierter Mitteldruck [bar]
pme effektiver Mitteldruck [bar].

Im Vergleich zum Basismotor wurde beim Versuchsmotor ein um Apmi = 0,54 bar ho-
herer indizierter Mitteldruck ermittelt. Da beim Basismotor ein um 0,04 bar geringerer
effektiver Mitteldruck pme gemessen wurde als beim Versuchsmotor, ergibt sich laut
Gleichung (6-1) wahrend des befeuerten Motorbetriebes flir den Versuchsmotor ein
um 0,5 bar héherer Reibmitteldruck Apnr, befeuert @lS beim Basismotor.

Um die Ursache fur den héheren Reibmitteldruck am Versuchsmotor zu ermitteln,
sollen anschlieend der Basis- und der Versuchsmotor tribologisch analysiert und

miteinander verglichen werden.

6.1 EinflussgrofRen auf den Reibmitteldruck

Es wird die aufgezeigte Differenz der Reibmitteldriicke Apmr, befeuert ZWiSChen Basis-
motor im Homogen- und Versuchsmotor im Schichtladebetrieb beim Teillast-
Kennfeldpunkt n = 2000/min und pme = 2 bar zur Quantifizierung der Ursachen analy-
siert. In Tabelle 6.1-1 sind alle wichtigen Daten der Kolbenbaugruppe fur den Basis-

und den Versuchsmotor gegenubergestellt.
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Formel-| _. , . Basis- Versuchs-

zeichen Einheit motor motor
Durchmesser der Zylinderbohrung d mm 76,5 76,5
Kolbenhub S mm 75,6 75,6
Verdichtungsverhaltnis € - 10,5 11,0
Kolbenbolzen-Desachsierung k mm 0,5 0,5
Pleuelstangenlange I mm 144 144
Pleuelstangenverhaltnis Api - 02625 0,2625
oszillierende Masse der Pleuelstange | Mos;, pi g 147 147
Masse des Kolbens MKolben g 236 314
Masse des Kolbenbolzens Mkp g 61 69
Masse eines Sicherungsringes Msy g 1 1
Hohe des Rechteckringes hrr mm 1,2 1,2
Tangentialkraft des Rechteckringes |F rr N 7,75 9,55
Masse des Rechteckringes Mgy g 6 6
Hb6he des Minutenringes Nr mm 1,5 1,5
Tangentialkraft des Minutenringes Ft mr N 8,4 9,45
Masse des Minutenringes My g 7 8
Hohe des Olabstreifringes hor mm 2,5 2,5
Tangentialkraft des Olabstreifringes | F; o N 30,75 31,75
Masse des Olabstreifringes Moy g 7 5

Tabelle 6.1-1: Daten der Kolbenbaugruppe des Basis- und des Versuchsmotors

Die angegebenen Tangentialkrafte der Rechteck-, Minuten- und Olabstreifringe stel-

len den jeweiligen Mittelwert der Toleranzbereiche dar.

Beim Kolben des Basismotors wird zur Reduzierung der Kolbenmasse die Unterseite

des Kolbenbodens nachbearbeitet. Bei dem Versuchsmotor ist dies aus Festigkeits-

grinden nicht moglich, so dass die Kolben des Versuchsmotors jeweils um 78 ¢

schwerer sind.
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Um die Einflisse auf das Motorreibungsverhalten zu lokalisieren, wird eine getrennte
Betrachtung des geschleppten und des befeuerten Motorbetriebes durchgefihrt.
Entsprechend dem bei Fischer [TR10] beschriebenen Abschaltversuch setzt sich der
im befeuerten Betrieb ermittelte Reibmitteldruck pmr, pefeuert @US dem im Schleppbe-
trieb ermittelten Reibmitteldruck pmr, schiepp UNd dem Lasteinfluss pmr, Last ZUSAMmMen.

Somit gilt:

Pmr, Last = Pmr, befeuert = Pmr, Schiepp - (21'1)

Fur Benzinmotoren mit &ufRerer Gemischbildung stellt Fischer [TR10] durch die An-
wendung des Abschaltversuches den Ansatz

Pmr, Last = 0,01mme (21-2)

auf, so dass sich fur den Basismotor im untersuchten Kennfeldpunkt (n = 2000/min
und pme = 2 bar) €in pm, Last, m = 0,02 bar ergibt.

Da der Versuchsmotor bei gleichem effektiven Mitteldruck einen deutlich héheren
Reibmitteldruck aufweist als der Basismotor, muss davon ausgegangen werden,
dass Gleichung (2.1-2) fur den Versuchsmotor keine Gultigkeit besitzt. Aus diesem
Grund wird der bei Fischer [TR10] beschriebene Abschaltversuch durchgefiihrt.
Hierbei wird der Motor zunachst befeuert betrieben. Wahrend der Indiziermessung
findet ein Wechsel von dem befeuerten Betrieb in den Schleppbetrieb statt. Da sich
innerhalb weniger Arbeitsspiele Wellenmoment und Drehzahl wieder eingeregelt ha-
ben, kann davon ausgegangen werden, dass sich der thermische Zustand an der
Zylinderlaufbuchse in einem so geringen Umfang verandert hat, dass er vernachlas-
sigt werden kann. Bild 6.1-1 zeigt den Ablauf fir den Versuchsmotor.
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effektiver Mitteldruck indizierter Mitteldruck
Sprung in den
. Schleppbetrieb
__ Sprung in den
Schleppbetrieb
AAAMAN. A
YNV ﬂ"'ﬂ
' pmr, befeuert, VM
2,0 WA 2,0
S g
() —_
o o
pmr, Schlepp, VM #

0 25 50 75 100 125 150 O 25 50 75 100 125 150
Arbeitsspiel [-] Arbeitsspiel [-]

Versuchsmotor:
n = 2000/min; p,,, = 2,06 bar; A, = 0,65; )\Abgas =2,73; AGR = 21 %;
GB =282 KW n. LWoT; ZZP = 323 KW n. LWoT

Bild 6.1-1: Reibmitteldruckanteil im befeuerten und im geschleppten Betrieb des Versuchsmotors fiir
den Betriebspunkt n = 2000/min und ppne = 2 bar

Durch den direkten Vergleich zwischen dem effektiven und dem indizierten Mittel-
druck wird fir den Versuchsmotor sowohl pmyr, vefeuert, vm &lS @auch pmr, schiepp, vm €rmit-

telt. Entsprechend Gleichung (2.1-1) kann fur den Versuchsmotor der Einfluss der
Last auf den Reibmitteldruck hier mit pmr, Last, vm = 0,2 bar angegeben werden.

Die Differenz des Lasteinflusses zwischen beiden Motoren
Apmr, Last — pmr, Last, VM ~ pmr, Last, BM

ergibt Apmr, Last = 0,18 bar. Werden von dem ermittelten Wert Apnr, befeuert = 0,5 bar

Apmr, Last = 0,18 bar abgezogen, ergibt sich Apmr, schiepp = 0,32 bar. In Bild 6.1-2 ist die
Reibmitteldruckbilanz aufgetragen.
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0,60
Versuchsmotor:
n = 2000/min
p = 2,06 bar
0,50 A =0,65
)\Ab as 2’73
AGR =21 %
0,40 GB =282 KW n. LWoT
ZZP =323 KW n. LWoT
Basismotor:
0,30 n = 2000/min
Pme = 2,02 bar
A =0,3
0,20 Appgas = 1,0
AGR =0 %
ZZP =332 KW n. LWoT
0,10
0,00

befeuert Schlepp Last

Apy, [bar]

Bild 6.1-2: Vergleich der Reibmitteldruckunterschiede zwischen dem Basis- und dem Versuchsmotor
fir den Betriebspunkt n = 2000/min und pme = 2 bar im befeuerten und geschleppten
Motorbetrieb

Bei dieser Untersuchung muss aber bertcksichtigt werden, dass im Vergleich zum
Basismotor der Versuchsmotor zusatzliche Arbeit fir den Luftkompressor, fir eine
zweite Kraftstoffpumpe und fir die vier Luftinjektoren aufbringen muss (s. Kapitel 5).
Um spater eine rein motorspezifische Betrachtung durchfihren zu kénnen, wird zu-
erst der Einfluss des Antriebsmitteldruckes des Kompressors pma, komp auf den Reib-
mitteldruck herausgerechnet. Dafur wird die Reib- und Verdichtungsarbeit des Kom-
pressors in separaten Versuchen quantifiziert. Die Motordrehzahl, der Drosselklap-
penwinkel und die Einlassnockenwellenposition entsprechen den Einstellungen des
Kennfeldpunktes. Um eine klare Zuordnung des Kompressor-Leistungsbedarfes zu
erhalten, werden folgende Betriebsmodi definiert:

Modus 1: Schleppbetrieb ohne Kompressor
Modus 2: Schleppbetrieb mit druckfrei laufendem Kompressor

Modus 3: Schleppbetrieb mit Kompressor und Kompression,
ohne Lufteinblasung

Modus 4: Schleppbetrieb mit Kompressor und Lufteinblasung.
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Dabei dient Modus 1 als Vergleichsbasis fur die weiteren Modi, um andere Einflisse
auszuschlief3en.

Mit Modus 2 kann die Reibarbeit des Kompressors bestimmt werden, da dieser last-
frei lauft und keine Kompressionsarbeit aufbringen muss.

Der Modus 3 hat den realen Schleppbetrieb zum Inhalt. Bei dem Abschaltversuch
wird die Einspritzung fur den Sprung vom befeuerten Betrieb in den Schleppbetrieb
deaktiviert, und es erfolgt damit keine Ansteuerung der Luftinjektoren. Deshalb muss
fur den Schleppbetrieb dieser Betriebsmodus betrachtet werden.

Modus 4 beschreibt den befeuerten Betrieb. In diesem Fall werden die Luftinjektoren
aus dem Luftrail gespeist, wodurch ein Massendurchsatz zustande kommt. Der Kom-
pressor muss folglich eine grél3ere Luftmasse komprimieren als im Schleppbetrieb.

In Bild 6.1-3 sind die Antriebsmitteldriicke des Kompressors pma, komp flr die ver-

schiedenen Betriebsmodi dargestellt.

0,25
| 0,202 bar
0,20 =
S 0,15
O B
“Q | 0,121 bar
E |
: |
& 0,10
| 10,06 bar
|-
0,05 I
0,00

Modus 1 Modus 2 Modus 3 Modus 4

Schleppbetrieb Versuchsmotor:
Modus 1: ohne Kompressor
Modus 2: mit Kompressor ohne Kompression
Modus 3: mit Kompressor und Verdichtung (keine Einspritzung)
Modus 4: mit Kompressor und Lufteinspritzung
(GB =282 KW n. LWoT; GE , = 321 KW n. LWoT)

Bild 6.1-3: Antriebsmitteldruck ppma, komp des Kompressors fiir verschiedene Betriebsmodi
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Es ist zu erkennen, dass im geschleppten Motorbetrieb (Modus 3) der Kompressor
einen Antriebsmitteldruck von 0,121 bar erfordert und durch die Lufteinblasung im
befeuerten Motorbetrieb (Modus 4) sich dieser Wert um 0,081 bar erhdht. Insgesamt

erfordert der Kompressor einen Antriebsmitteldruck pma, komp = 0,202 bar.

Zusatzlich mussen die unterschiedlichen Energieanforderungen der elektrischen
Verbraucher beider Motoren berticksichtigt werden. Bei dem Abschaltversuch wird
fir den Ubergang in den Schleppbetrieb die Kraftstoffzufuhr unterbrochen, so dass
an dem Basismotor die Ansteuerung der Kraftstoffinjektoren und bei dem Versuchs-
motor die Ansteuerung der Luftinjektoren deaktiviert werden mussen. Alle anderen
elektrischen Verbraucher behalten ihren Betriebszustand bei. Fir den befeuerten
Betrieb ist lediglich eine Leistungsbetrachtung zwischen den Kraftstoffinjektoren des
Basismotors und den Luftinjektoren des Versuchsmotors notwendig. Im Schleppbe-
trieb muss der Generator des Versuchsmotors den Strom fir die zweite Kraftstoff-
pumpe und fur die vier Kraftstoffinjektoren (s. Kapitel 5) zusatzlich bereitstellen. Zu-
dem werden Uber die 12 V-Versorgung der Batterie einige Drucksensoren und eine

Lambdasonde mit Strom versorgt.

Fur die Ansteuerung der zusatzlichen Kraftstoffpumpe, der vier Kraftstoffinjektoren
und der Priufstandsmesssysteme bendtigt der Versuchsmotor bei einer Betriebs-
spannung von U = 12 V eine um Al = 9,2 A hdhere elektrische Stromstarke als der

Basismotor. Nach Arndt [B13] betragt die mechanische Antriebsleistung:

ap, =2Fe _ ULA (6.1-1)

r]Gen r]Gen

APy mechanische Leistung zwischen Basis- und
Versuchsmotor [W]

APg  elektrische Leistung zwischen Basis- und
Versuchsmotor [W]

Neen Generatorwirkungsgrad [-].

Nach [B15] wird ein mittlerer Wirkungsgrad des Generators ngen = 0,55 angenom-

men, so dass der Versuchsmotor eine zusatzliche mechanische Antriebsleistung von
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APy = 200,7 W aufbringen muss. Nach Urlaub [BO6] kann die mechanische Antriebs-
leistung in den Antriebsmitteldruck fur den Generator im Schleppbetrieb

APma, cen, schiepp UMgerechnet werden. Fir Viertaktmotoren gilt:

APy 1200
APma, Gen, Schlepp :Qﬂl—m (61-2)
H

APy mechanische Leistung zwischen Basis- und
Versuchsmotor [kW]
V4 Hubvolumen des Motors [dm?].

Die Differenz der mechanischen Leistung in H6he von APy = 200,7 W entspricht
demnach einem Antriebsmitteldruck fur den Generator im Schleppbetrieb von
APma, Gen, schiepp = 0,086 bar.

Weiterhin besteht im befeuerten Betrieb zwischen den Kraftstoffinjektoren des Ba-
sismotors und den Luftinjektoren des Versuchsmotors nach Herstellerangaben ein
zusatzlicher Strombedarf von AI = 0,5 A. Nach Gleichung (6.1-1) ergibt sich somit bei
einer Betriebsspannung U =12 V eine mechanische Leistung APy = 10,9 W. Das
entspricht einem Reibmitteldruck von Apma, cen, Last = 0,004 bar.

Werden Apmr, schiepp = 0,32 bar und Apmr, Last = 0,18 bar ohne den Antriebsmitteldruck
des Kompressors und des Generators betrachtet, so ergeben sich flr Apmr, schiepp Und

Apnr, Last folgende Werte:

Formel- | Ein- | Schlepp- | befeuerter
zeichen | heit | betrieb Betrieb

Aprr incl. Nebenaggregate APmr bar 0,32 0,18

Antriebsmitteldruck des Luftkompressors | pma komp | bar | - 0,121 - 0,081

Differenz des Antriebsmitteldruckes des|Apma cen | bar | - 0,086 - 0,004
Generators

motorspezifisches Apm, 2 bar 0,113 0,095

Tabelle 6.1-2: Berechnung des motorspezifischen Apm, schiepp UNA AP, Last
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6.1.1 Untersuchung von Einflissen im geschleppten M otorbetrieb

Im geschleppten Motorbetrieb unterscheidet sich der Reibmitteldruck des Versuchs-
motors vom Basismotor um Apmr, schiepp = 0,113 bar. Diese Differenz ist auf die beim

Versuchsmotor durchgefuhrten Veranderungen

- am Zylinderkopf,
- am Verdichtungsverhaltnis und
- an der Kolbengruppe

zuruckzufihren.

Da sich im Vergleich zu einem 4-Ventil-Zylinderkopf die 3-Ventil-Technik reibungs-
mindernd auswirkt, ist der Mehraufwand von Apm:, schiepp = 0,113 bar nur der Veran-
derung von Verdichtungsverhaltnis und Kolbengruppe zuzuordnen.

Das Verdichtungsverhéltnis beeinflusst den Zylinderdruckverlauf sowohl im ge-
schleppten als auch im befeuerten Betrieb. Die in Tabelle 6.1-1 aufgefiihrten Ver-
dichtungsverhaltnisse beider Motoren weichen nur um Ae = 0,5 voneinander ab. So-
mit kann dieser Einfluss auf die Reibung vernachlassigt werden.

Die Kolbengruppe des Versuchsmotors unterscheidet sich von der des vergleichba-
ren Basismotors durch eine dem Brennverfahren angepasste Kolbenbodenform. Zu-
dem werden andere Kolbenringe verwendet, die wegen der hoheren maximalen Zy-
linderdriicke Uber grol3ere Tangentialkrafte verfigen.

Die Tangentialkrafte der Kolbenringe wirken unabhangig vom Zylinderdruck konstant
auf die Zylinderlaufbuchse. Deshalb muss der Einfluss der unterschiedlichen Tan-
gentialkréfte von Basis- und Versuchsmotor auf das Reibungsverhalten im Schlepp-
betrieb berticksichtigt werden. Mit den in Tabelle 6.1-1 angegebenen Werten erge-
ben sich folgende statische Anpresskrafte:

Einheit Basismotor | Versuchsmotor
Ft, rad, rr = 2 0T Re (3.2-14) N 48,61 60,0
Ft, rad, mr = 2 0T, wr (3.2-15) N 52,77 59,38
Fi rag or = 20T o (3.2-16) N 193,20 199,49.

Tabelle 6.1.1-1: Berechnung der statischen Anpresskréafte
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Wird davon ausgegangen, dass sich zwischen Zylinderlaufbuchse und Kolbenring
eine definierte minimale Schmierfilmdicke ho ausbildet, so stellt sich nach Szen-
gel [TR35] ein Gleichgewicht aus dem inneren Schmierfilmdruck und der auf die Fla-
che des Schmierfilmes wirkenden Kraft ein. Deshalb ist die minimale Schmierfilm-
dicke ho nach der Proportionalitat (3.3.4-1) bestimmbar. Aufgrund der geometrisch
identischen Ringpakete beim Basis- und Versuchsmotor sind die bei Lang/Steinhil-
per [TR31] verwendeten Koeffizienten, welche die Gleitschuhgeometrie beschreiben,
konstant. Demnach gilt:

how[ ! j (6.1.1-1)

I:t, rad
Fur die Losung dieser Proportionalitat bietet sich folgende Gleichung an:

hO, Schlepp, VM (100

hO, Schlepp, BM

h*O, Schlepp, VM [%] =

I:t, rad, BMO’5 D-OO

0,5
t, rad, VM

h*O, Schlepp, VM [%] = (611-2)

Hierbei wird der Basismotor zu 100 % gesetzt.
Werden fur F¢ rag, 8w Und F¢ raq. vm die nach Gleichung (3.2-14), (3.2-15) und (3.2-16)

errechneten Werte eingesetzt, so ergeben sich folgende Schmierfilmdicken:

I:t, rad, Rr, BM0’5 D—OO

h*O, Schlepp, Rr, VM [%] = 05 =81,02%
t, rad, Rr, VM '
F %2100
h*o, schiepp, wr, v [06] = —--MeBM__—== = 88,87 %
I:t, rad, Mr, VM '
Firad, o am - 100
h*o, schiepp, or, v [%6] = —-29.Or.BM = 96,85 %.

. 0,5
t, rad, Or, VM

Entsprechend dieser Werte zeigt sich, dass die Schmierfilmdicke beim Versuchsmo-
tor bei allen drei Kolbenringen geringer ist als beim Basismotor.

Eine Verringerung der Schmierfilmdicke bedeutet nach Proportionalitat (3.4-2) eine
Erhohung der Reibkraft. Nach Proportionalitat (3.4-5) kann geschrieben werden:
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Pmr, he ~ I:t, rad0’5 . (611-3)
Somit kann

%% 100

[%] - Ft, rad, VM oE

(6.1.1-4)

*
P mr, ho, Schlepp, VM
t, rad, BM

geschrieben werden. Demnach bewirkt der Anstieg der statischen Anpresskraft eine
Erhohung des Reibmitteldruckes:

I:t, rad, Rr, VM0’5 D—OO

p*mr, ho, Schiepp, Rr, vM [%0] = 0 =111,1%
t, rad, Rr, BM '
F °® 1100
p*mr, ho, Schiepp, Mr, vM [%0] = L rad, Mr, VM 05 =106,1 %
t, rad, Mr, BM '
Fi rad, o, vm_ (100
P mr, ho. Schiepp, Or, v [%0] = —+2-CLYM =101,6 %.

. 0,5
t, rad, Or, BM

Diese Werte stellen die prozentuale Verdnderung des Reibmitteldruckes der einzel-
nen Kolbenringe beim Versuchsmotor im Vergleich zum Basismotor dar. Um eine
Aussage Uber die absolute Veranderung des Reibmitteldruckes der einzelnen Kol-
benringe zu erhalten, wird auf die Absolutgrof3e Apmr, schiepp = 0,113 bar (Tabel-
le 6.1-2) zuriickgegriffen. Hierbei ist aber zu beachten, dass fir die Bestimmung des
AP, schiepp SOWONI der Basis- als auch der Versuchsmotor als Vollmotoren betrieben
werden und demnach das Apmr, schiepp die Differenz der Gesamtreibung darstellt. Um
die nach Gleichung (6.1.1-4) bestimmten prozentualen Veréanderungen bei den
Reibmitteldriicken jedoch auf die Reibmitteldruckdifferenz Apmr, schiepp = 0,113 bar
beziehen zu kénnen, muss neben der prozentualen Veranderung des Reibmittel-
druckes der einzelnen Kolbenringe beim Versuchsmotor im Vergleich zum Basismo-
tor auch der Anteil der Kolbenreibung an der Gesamtreibung bekannt sein. Nach Fi-
scher [TR10] kénnen bei einer Drehzahl n = 2000/min der Kolbengruppe 62 % der
Gesamtreibung zugeordnet werden. Demnach ergeben sich bezogen auf den Reib-
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fur den Rechteckring APrr, ho, schiepp, e = 0,008 bar
fur den Minutenring APrr, ho, schiepp, vr = 0,004 bar

fir den Olabstreifring AP e, ho., schiepp, or = 0,001 bar .

Insgesamt ergibt sich damit ein Ap,,, schiepp = 0,013 bar

Neben der Verringerung der minimalen Schmierfiimdicke bewirkt die Zunahme der
statischen Anpresskraft nach Proportionalitat (3.5-2) und der damit verbundenen Zu-
nahme des Druckes auch eine Erh6hung der dynamischen Viskositat und damit nach
Proportionalitat (3.5-4) einen Anstieg des Reibmitteldruckes. Wegen des geringen
Unterschiedes zwischen den Tangentialkraften der Kolbenringe des Basis- und des
Versuchsmotors sind die Auswirkungen auf die Druckabhangigkeit der dynamischen
Viskositat im geschleppten Motorbetrieb sehr klein, so dass hier auf eine Betrachtung
verzichtet wird.

Die dynamische Viskositat des Schmiermittels ist neben der statischen Anpresskraft
auch von der Schmiermitteltemperatur abhangig. Fur die Bestimmung der Schmier-
mitteltemperatur wird die Zylinderwandtemperatur herangezogen. Die mittlere Zylin-
derwandtemperatur nach Gleichung (2.2-1) ist neben der Kuhlmitteltemperatur auch
vom Kraftstoffmassendurchsatz und damit von der Verbrennungstemperatur abhan-
gig. Da im Schleppbetrieb zwischen Basis- und Versuchsmotor jedoch die Zylinder-
wandtemperatur primér nur von der Kahlmitteltemperatur abhéngig ist und diese
Temperatur bei beiden Motoren auf Txy = 362 K geregelt wurde, kann der Einfluss
der Schmiermitteltemperatur auf die dynamische Viskositat des Schmiermittels im

Schleppbetrieb vernachlassigt werden.

Wahrend bisher bei den Tangentialkraften die Mittelwerte der Toleranzbereiche her-
angezogen wurden, werden nachfolgend die Grenzen des Streubandes von

APmr, ho, schiepp  DEtrachtet. Die dafur notwendigen maximal und minimal zulassigen

statischen Anpresskrafte sind in Tabelle 6.1.1-2 aufgefihrt.
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Formelzei- | Ein | Basis- | Versuchs-
chen heit| motor motor

I:t, rad, Rr, min N 36,44 42,10

minimal zuléssige statische Anpresskraft | F rad, mr, min N 42,10 41,47

Firad ornmn | N | 153,93 | 160,22

Ft rad, Rr,max | N 60,95 77,91

maximal zulassige statische Anpresskraft | F rad, mr,max | N 63,46 77,28
N

232,48 | 238,76

I:t, rad, Or, max

Tabelle 6.1.1-2: Minimal und maximal zulassige statische Anpresskrafte

Werden nun
Ft rad, max des Versuchsmotors und F; rag, min des Basismotors
bzw.

Ft rad, min des Versuchsmotors und F; rag, max des Basismotors

fur jeden Kolbenring in Gleichung (6.1.1-4) eingesetzt und tber den Faktor 0,62 auf
den Reibmitteldruck  Apmr, schiepp = 0,113  bar bezogen, ergeben sich fur

AP, ho, schiepp fOlgende Streubandbereiche:

fur den Rechteckring APror, ho, schiepp, rr = -0,011 ... 0,032 bar
fur den Minutenring APrr, ho, schiepp, mr = -0,013 ... 0,024 bar

fir den Olabstreifring AP, ho, schiepp, or = -0,012 ... 0,017 bar.

Dabei sind die negativen Werte darin begriindet, dass die minimale Anpresskraft

beim Versuchsmotor kleiner ist als die maximale Anpresskraft beim Basismotor.

Es wird deutlich, dass Uber die Tangentialkréafte der hohere Reibmitteldruck des Ver-
suchsmotors im Schleppbetrieb nicht vollstandig beschrieben werden kann, so dass
der restliche Anteil Gber den Kolben erklarbar sein muss. Um den Einfluss des Kol-
bens darzustellen, wird ein Vergleich der Kolben von Basis- und Versuchsmotor
durchgefuhrt. Bild 6.1.1-1 zeigt die Kolben von Basis- und Versuchsmotor.
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Basismotor

Druckseite

Versuchsmotor

Gegendruckseite
Druckseite
Gegendruckseite

Bild 6.1.1-1: Kolben des Basis- und des Versuchsmotors

Das Kolbenhemd, die Position der Kolbenringe und die Hohe des Feuersteges sind
gleich. Um das Verdichtungsverhaltnis anzuheben, besitzt der Kolben des Ver-
suchsmotors die in Bild 6.1.1-1 sichtbaren “Verdrangungskorper”. Diese bewirken
einen 1,88 mm hdheren Kolbenschwerpunkt und damit nach Freier/Schelling [TRO3]
eine erhohte Reibung. Des Weiteren ist - bedingt durch die Kolbenbodenform - beim
Kolben des Versuchsmotors der Schwerpunkt gegentber dem Kolben des Basismo-
tors zur Gegendruckseite verschoben. Obwohl beide Kolben udber eine Des-
achsierung des Kolbenbolzens zur Druckseite verfligen, liegt beim Kolben des Ver-
suchsmotors der Schwerpunkt in dieser Achse 0,65 mm auf der Gegendruckseite.

Bild 6.1.1-2 zeigt die Schwerpunktlagen.

Basismotor Versuchsmotor

Schwer-

Druckseite

Mittellinie
Kolbenbolzen

Mittellinie
Kolben

Gegendruckseite

Druckseite

Gegendruckseite

()
=
=29
)
=

Bild 6.1.1-2: Darstellung der Schwerpunktlagen der Kolben des Basis- und des Versuchsmotors in

radialer Richtung
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Die damit verbundenen Auswirkungen auf die Kolbensekundarbewegung bzw. auf
die Schmierfilmausbildung [TR17, TR36] und damit auf den Reibmitteldruck
[TR16, TR36] werden nicht betrachtet.

Des Weiteren ergeben Untersuchungen beim Kolbenhersteller Kolbenschmidt [U02],
dass das Tragbild des Versuchsmotorkolbens zu tief und zu schmal und damit nicht
optimal Uber die beschichteten Schaftflachen ausgebildet ist. Zudem ist die Schaft-
beschichtung im tragenden Bereich zum Teil abgetragen. Bild 6.1.1-3 zeigt vom
Versuchsmotor exemplarisch die Gegendruckseite des Kolbens von Zylinder 1 und
Bild 6.1.1-4 die Druckseite des Kolbens von Zylinder 3 nach 125 Betriebsstunden.

Bild 6.1.1-3: Gegendruckseite des Kolbens Bild 6.1.1-4: Druckseite des Kolbens von
von Zylinder 1 des Versuchsmotors Zylinder 3 des Versuchsmotors

Um den Einfluss eines erhdhten Reibmitteldruckes aufgrund eines unginstigen Lauf-
bildes zu quantifizieren, wird eine zweite Baustufe des Kolbens erstellt. Bild 6.1.1-5

zeigt die erste und die zweite Baustufe des Kolbens vom Versuchsmotor.

erste Baustufe zweite Baustufe

Druckseite
Gegendruckseite

Druckseite
Gegendruckseite

Bild 6.1.1-5: Baustufen des Kolbens vom Versuchsmotor
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Bei der zweiten Baustufe des Kolbens werden die Kolbenhemdlangen und der Feu-
ersteg reduziert, eine Anpassung der Balligkeit und des Laufspieles durchgefihrt und
das Einbauspiel um 10 um erhéht. Die Vergrof3erung des Einbauspiels bewirkt nach
Freier/Schelling [TRO3], Thiele [TR33] und Betz/Zellbeck [TR16] sowohl eine Redu-
zierung der Reibung als auch eine erhdhte “Fresssicherheit®. Thiele [TR33] gibt er-
géanzend dazu an, dass die Reibkraft proportional zur Flache der Kolbenhemden ist
und damit eine Reduzierung der Kolbenhemdlangen auch eine Reduzierung des

Reibmitteldruckes bewirkt.

Um zu Uberprifen, wie sich die Verdnderungen auf den Reibmitteldruck des Ver-
suchsmotors auswirken, werden beide Kolben im Schleppbetrieb bei verschiedenen

Drehzahlen, aber konstanter Oltemperatur (8¢ = 90 C) betrieben (Bild 6.1.1-6 ).

— e
A

o ] e 0,27 bar

Kolben erster Baustufe
-------- Kolben zweiter Baustufe
| |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
n [1/min]

Schleppbetrieb Versuchsmotor
9y =90 C

Bild 6.1.1-6: Einfluss des Kolbens vom Versuchsmotor auf den Reibmitteldruck

Der Versuch zeigt, dass bei einer Drehzahl von n = 2000/min eine Reduzierung des

Reibmitteldruckes um Apmr, koien, schiepp = 0,27 bar erreicht wird.

DUI’Ch dle Addltlon von Apmr’ ho, Sch|epp = 0,013 bar Und Apmr’ Kolben, Sch|epp = 0,27 bar er-
gibt sich ein  Apmr,schepp = 0,283 bar. Es entsteht ein Streuband von
0,234 ... 0,343 bar. Damit liegt dieser Bereich deutlich Gber dem nachzuweisenden
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AP, schiepp = 0,113 bar. Das bedeutet, dass der Versuchsmotor mit dem modifizierten

Kolben ein geringeres Apm, schiepp @ufweist als der Basismotor. Zurtickzufihren ist

das auf das fehlende zweite Auslassventil beim Versuchsmotor.

6.1.2 Untersuchung von Einflissen im befeuerten Mot  orbetrieb

Es sollen die Ursachen fir den um Apm Last = 0,095 bar hdheren Reibmitteldruck
beim Versuchsmotor im befeuerten Motorbetrieb angegeben werden. Hierfur wird
zweckmaRigerweise zuerst der Einfluss der Schmiermitteltemperatur betrachtet, die
die dynamische Viskositat des Schmiermittels beeinflusst. Die Zylinderwandtempera-
tur wird zur Bestimmung der Temperatur im Schmierfilm herangezogen. Schwarz-
meier [TR04] und Krause/Todsen [TR32] haben Ergebnisse verdffentlicht, die den
Einfluss der Zylinderwandtemperatur auf den Reibmitteldruck beschreiben. Wahrend
Schwarzmeier [TRO04] im Schleppbetrieb bei einer Drehzahl von n = 1800/min und
einem konstanten maximalen Zylinderdruck von 35 bar eine Anderung des Reibmit-
teldruckes der Kolbengruppe in Hohe von 0,006 bar/K ermittelt, konnen Krau-
se/Todsen [TR32] bei einer Drehzahl von n = 2000/min und einem maximalen Zylin-
derdruck von 18 bar nur eine Reduzierung des Reibmitteldruckes der Kolbengruppe
von 0,002 bar/K feststellen. Aufgrund der Tatsache, dass die von Schwarzmeier
[TRO4] gewahlten Randbedingungen eher denen des Versuchsmotors und die ge-
wahlten Randbedingungen von Krause/Todsen [TR32] eher denen des Basismotors
entsprechen, soll fir eine Erhéhung der Zylinderwandtemperatur um 1 K eine Redu-
zierung des Reibmitteldruckes von einer Bandbreite von 0,002 ... 0,006 bar ausge-
gangen werden.

Da sowohl am Basis- als auch am Versuchmotor keine Zylinderwandtemperaturen
gemessen werden konnen, wird auf bereits gewonnene Erkenntnisse in der Literatur
zuruckgegriffen. Schwarzmeier [TRO4] fihrt aus, dass zwischen dem oberen und
dem unteren Totpunkt ein Temperaturunterschied von 15 K vorherrscht. Dieser Un-
terschied existiert aber unabhangig von der Last, so dass die Last lediglich fur das
Niveau der Temperatur entscheidend ist. Durch den Vergleich von zwei Motoren mit
identischen Eckdaten ist aber nur das Niveau der Zylinderwandtemperatur entschei-
dend, so dass auf die Berechnung einer, fur die gesamte Zylinderlaufbuchse gelten-
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de, mittlere Zylinderwandtemperatur nach Atkins/French [T19] und Manz [B11] zu-

rickgegriffen werden kann. Fir Benzinmotoren mit &ul3erer Gemischbildung gilt:

0,6

5,13 [in hzw 1
Tow = Gy [J2="—5 + +T 2.2-1
AT A [E)\ZW o,42m} - (@21)
Gy  =193010° W/m?2.

Der Vorteil dieser Gleichung liegt darin begriindet, dass neben der Kihlmitteltempe-
ratur und den Warmeleiteigenschaften der Zylinderwand auch der Kraftstoffmassen-
durchsatz bericksichtigt wird. Da sich die Flamme von der Zindkerze her in alle
Richtungen ausbreitet, werden die Zylinderwande mit einer héheren Temperatur be-
aufschlagt. Zudem ist die Verbrennungstemperatur eine Funktion der eingebrachten
Kraftstoffmasse. Damit hangt die Zylinderwandtemperatur neben der Kuhlmitteltem-
peratur auch von der eingebrachten Kraftstoffmasse ab.

Fur die Berechnung der mittleren Zylinderwandtemperatur nach Gleichung (2.2-1)
mussen die einzelnen GroéRen bekannt sein. Im stationaren Betrieb der beiden Moto-
ren kénnen der Kraftstoffmassendurchsatz und die Kuahimitteltemperatur gemessen
werden. Es ergeben sich die in Tabelle 6.1.2-1 aufgefiihrten Grol3en.

Formel-| Einheit | Basismotor | Versuchs-

zeichen motor
Kolbenflache A m? 0,0046 0,0046
Warmeleitkoeffizient Azw W/(m-K) 52,5 52,5
Dicke der Zylinderwand hzw m 0,006 0,006
Drehzahl n 1/min | 2000 2000
Kraftstoffmassendurchsatz M kgls 1,44-10* 1,15-10*
KahImitteltemperatur Tkm K 362 362

Tabelle 6.1.2-1: KenngroRen fur die Berechnung der mittleren Zylinderwandtemperatur

Aufgrund dieser Eingabedaten ergeben sich nach Gleichung (2.2-1) folgende, Uber

die gesamte Zylinderlaufbuchse geltende, mittlere Zylinderwandtemperaturen:
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TZW, BM — 446 K
TZW, VM — 435 K.

Entsprechend dieser Ergebnisse stellt sich beim Versuchsmotor eine um 11 K gerin-
gere mittlere Zylinderwandtemperatur ein als beim Basismotor. Obwohl die errechne-
ten Absoluttemperaturen fur den Betriebspunkt n = 2000/min und pme = 2 bar die rea-
len Zylinderwandtemperaturen nicht genau wiedergeben, wird die Differenz von 11 K
aus beiden Absolutgréf3en auch von Urzua Torres [U11] mittels Zylinderwandtempe-
raturmessungen sowohl beim geschichteten als auch beim homogenen Motorbetrieb
bestatigt.

Die Differenz ATzw = 11 K bedeutet bei einem nach Schwarzmeier [TR04] und Krau-
se/Todsen [TR32] ermittelten Einfluss der Wandtemperatur auf den Reibmitteldruck
der Kolbengruppe von 0,002 ... 0,006 bar/K eine Erhhung des Reibmitteldruckes um
0,022 ... 0,066 bar und fur den Mittelwert von 0,004 bar/K eine Erhhung des Reib-
mitteldruckes um 0,044 bar. Diese Werte missen noch mit dem bei Fischer [TR10]
angegebenen Faktor 0,62 multipliziert werden, da die von Schwarzmeier [TR04] und
Krause/Todsen [TR32] gemessenen Werte nur die Abhangigkeit der Kolbengruppe
beschreiben. Demnach bewirkt die um 11 K geringere Zylinderwandtemperatur beim
Versuchsmotor einen Anstieg des Reibmitteldruckes des Gesamtmotors um
APmr, Tow, Last = 0,027 bar und ein Streuband von Apmr, 1., Last = 0,014 ... 0,041 bar.

Neben der Temperatur des Schmiermittels muss nach Kapitel 3.5 aber auch der Ein-

fluss des Druckes auf die dynamische Viskositat betrachtet werden. Es gilt:

Np ~ e%P. (3.5-2)

Fiar die Bestimmung des Druckviskositatskoeffizienten o, gibt Bartel [TRO5] eine
Temperaturabhangigkeit an. Da die Zylinderwandtemperatur bereits zur naherungs-
weisen Bestimmung der Temperatur im Schmierfilm herangezogen wurde, soll auch
hier auf die Ergebnisse zuriickgegriffen werden. Bei der Berechnung der Zylinder-
wandtemperaturen ergibt sich zwischen Basis- und Versuchsmotor eine Differenz
von ATzy =11 K. Demnach wird die bei Bartel [TR05] angegebene Temperaturab-
hangigkeit des Druckviskositatskoeffizienten o, vernachlassigt. Auch der bei Bar-

tel [TRO5] angegebene Einfluss der Druckéanderungsgeschwindigkeit wird nicht be-
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ricksichtigt, da der maximale Druckanstieg beim Basismotor 0,71 bar/KW und beim
Versuchsmotor 1,33 bar/KW betragt und damit beide Werte unterhalb des von Bar-
tel [TRO5] angegebenen Wertes liegen. Wird zudem davon ausgegangen, dass die
Molekiilstruktur im Ol konstant ist, so kann der bei Fassbender [TR21] fiir Mineraldle
angegebene Wert a, = 0,00275/bar verwendet werden.

Der auf den Schmierfilm wirkende Druck setzt sich aus der Normalkraft Fy bzw. aus
den hinter den einzelnen Kolbenringen wirkenden Druckanteilen und den entspre-
chenden radialen Anpressdricken der Kolbenringe zusammen. Bei der Normalkraft
wird angenommen, dass diese Uber die in den Bildern 6.1.1-3 und 6.1.1-4 dargestell-
ten Flachen mit einer Breite von 26 mm und einer H6he von 35 mm wirkt. Demnach

ergeben sich im befeuerten Betrieb folgende Proportionalitaten:

0

r]p, Kolbenhemd ((I)) ~ e pElT (612-1)

A = Flache (= 26 mm B35 mm nach Bild 6.1.1-3 und 6.1.1-4)

R, rad, rr

Np.re (¢) ~ € p[épzy'(q’) A] (6.1.2-2)
R, rad, mr

No. ((I)) ~e p[éO,szyl(q)) A, e ] (612-3)
Ft,rad,(")r

Moo (q)) ~e p[é0,17mzyl(¢) Aw or ] (612'4)

Obwonhl der Einfluss der Tangentialkrafte der Kolbenringe auf die Druckabhangigkeit
der dynamischen Viskositat des Schmiermittels bereits im geschleppten Motorbetrieb
(Kapitel 6.1.1) behandelt wurde, muss dieser Term auch im befeuerten Motorbetrieb
betrachtet werden. Durch die exponentielle Abhangigkeit des Druckes auf die dyna-
mische Viskositét ist eine einfache Addition des Einflusses aus dem geschleppten
und dem befeuerten Motorbetrieb nicht mdglich, so dass die exponentielle Abhangig-
keit des Druckes auf die dynamische Viskositat nur durch die hier aufgezeigten Glei-
chungen richtig wiedergegeben wird.

Die in der Proportionalitat (6.1.2-1) aufgefiihrte Normalkraft Fy errechnet sich nach:
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(3.2-5)

FN(¢)=FK(¢)D )\P|Bin¢+K .
J1- (Aei [5ing + k)

Die fur die Ermittlung der Kolbenkraft Fx erforderliche Gaskraft Fc wird nach Glei-
chung (3.2-2) berechnet. Da der Druck im Kurbelgehduse unterhalb des Umge-

bungsdruckes liegt, ist:
Pkg = Pumg — AP

Ap Druckdifferenz zwischen Kurbelgehause und Umgebung
[bar].

Welil die Druckdifferenz zwischen Kurbelgehduse und Umgebung deutlich kleiner ist
als der Zylinderdruck, also Ap < pzy gilt, kann Ap vernachlassigt werden. Somit

lasst sich die Gaskraft nach Gleichung (3.2-2) berechnen.
Um die Veranderung der dynamischen Viskositat des Versuchsmotors im Vergleich
zum Basismotor in Abhangigkeit vom wirkenden Druck darzustellen, kénnen fol-

gende Verhaltnisgleichungen aufgestellt werden:

v, v (9)
e A [100
a Fy, e ()

e’ A

(6.1.2-5)

r]*p, Last, Kolbenhemd, VM [0/0] =

Ft, rad, Rr, VM

AM, Rr, VM ] D.OO
(Xp[épZyl, BM(q)) + M]
e

Awm, Rr, BM

ap [E'pzw, wi(9) +

N’p, Last, Rr, vm [%0] =

(6.1.2-6)

O‘P[E'Or3mzw,vm(¢) + W]
e M, Mr, VM D-OO

O‘pféOBLﬁzyl, am(0) + F. rag, wr, BM]
e

Awm, mr, BM

r]*p, Last, Mr, VM [%] =

(6.1.2-7)

F “
cxp[E]O,lﬂﬁzyL VM(q)) 4 [t rad, O, VWM
e

Aw, 6r, vm ] 100
GPEE]Oy]-?mZyI, e (0) + MJ
e

AM, Or, BM

rl*p, Last, Or, VM [%] = (612-8)

Fur den Versuchsmotor ergeben sich folgende Werte:
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r]*p, Last, Kolbenhemd, vm = 100,28 %

N’p, Last, Rr, VM = 100,68 %
N’p, Last, Mr, VM =100,22 %
N’p, Last, Or, VM - = 100,13 %.
Nach
pmr, n ™~ FReib’ n ™~ r] ~ r]p ~ eup[ﬁ (35-4)

bedeutet dies eine Zunahme des Reibmitteldruckes in Summe um 1,31 %. Wird die-
ser Wert auf Apmr, Last = 0,095 bar (Tabelle 6.1-2) bezogen, so muss wie im ge-
schleppten Motorbetrieb auch im befeuerten Motorbetrieb der Anteil der Kolbengrup-
pe an der Gesamtreibung des Motors berlcksichtigt werden. Mit dem bei Fi-
scher [TR10] angegebenen Anteil von 62 % der Kolbengruppe an der Gesamtrei-

bung des Motors nimmt der Reibmitteldruck Apmr,y,, Last durch den Anstieg der dyna-

mischen Viskositat n, um = 1 mbar zu.

Um den Einfluss der wirkenden Kréafte auf die minimale Schmierfilmdicke darzustel-
len, missen folgende Gleichungen berechnet werden:

Ap [$ING + K

N E. (3.2-5)
\/1- (Ap Bing + K)2

Foz rad, rRe + F, rad, e = Dre Llre TP zy + 2 O, Ry (6.1.2-9)

Fow. rad, v+ Fo rad. wr = 0,3 Dy Gy TPz + 2 O (6.1.2-10)

Fos, rad, or + Firag, or = 0,17 e, e, Otlpzy + 2 0T ¢ (6.1.2-11)

Auch hier ist wieder aufgrund der exponentiellen Abhangigkeit der Krafte auf die mi-
nimale Schmierfilmdicke eine einfache Addition des Einflusses aus dem geschlepp-
ten und dem befeuerten Motorbetrieb nicht moglich, so dass nur bei Berucksichti-
gung aller im befeuerten Betrieb wirkenden Krafte die exponentielle Abhangigkeit
richtig wiedergegeben wird.
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In Gleichung (3.2-5) wird die in der Kolbenkraft Fx enthaltene Gaskraft Fg nach Glei-

chung (3.2-2) berechnet.

Es stellen sich auch im befeuerten Motorbetrieb bestimmte Schmierfiimdicken ein.

Demnach kann geschrieben werden:

hO, Kolbenhemd (¢) [ {mj

05
hO, Rr ~
szy| rad, Rr + Ft, rad, Rr

ho, Or ~

05
hO Mr ~
szy| rad, Mr + Ft, rad, Mr

0,5
szy| rad, Or + Ft, rad,(")rj

(6.1.2-12)

(6.1.2-13)

(6.1.2-14)

(6.1.2-15)

Um die prozentuale Veranderung der Schmierfilmdicken des Versuchsmotors im

Vergleich zum Basismotor darzustellen, kdnnen folgende Verhaltnisgleichungen auf-

gestellt werden:

h*O, Last, Kolbenhemd, VM (¢) [%]

(Fv.em (9))*° 00

¢))05

( VM

h*o, Last, Rr, VM (¢) [%] — ( P2y, rad, Rr, BM (¢

0,5
+ Ft rad, Rr, BM) a

)
(
)
(

h*o, Last, Mr, vM (¢) [%] =

0,5
(szy| rad, Rr, VM ¢) + Ft rad, Rr, VM)

( oz, rad, wr 8w (@) + P, rad, mr, BM)O’S [100

( Pzyi, rad, Mr, VM

h*(), Last, Or, VM (q)) [%] - ( Pzy, rad, Or, BM (¢

¢) + F, rad, r, VM)Q5

0,5
+Fi rad, 0r,8m) 100

)
(
)
(

0,5
( Pzy, rad, Or, VM ¢) + Ft rad, Or, VM)

(6.1.2-13)

(6.1.2-14)

(6.1.2-15)

. (6.1.2-16)

Es ergeben sich Uber ein Arbeitsspiel betrachtet folgende Schmierfilmdicken:
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720 KW

*
Z h 0, Last, Kolbenhemd, VM (¢)

b =0 KW

720 KW

2: h*QLﬁﬁ,RLVM(¢)

b =0 KW

720 KW

2: h*QLam,MnVM(¢)

b =0 KW

720 KW

Z h”o, Last, Or, vm (¢)

b =0 KW

=89,34 %

=78,40 %

=85,27 %

=94,22 %.

Uber ein Arbeitsspiel betrachtet werden demnach beim Versuchsmotor geringere

minimale Schmierfilmdicken erreicht als beim Basismotor. Diese Verringerungen der

minimalen Schmierfilmdicken bedingen nach

1
Freib, no () ~ ho (6) (3.4-2)
einen Anstieg der Reibkraft, so dass
0,5
(100
F*Reib, ho, Last, Kolbenhemd, VM [%] (FN W (q))) (612-17)
(Fu.om ()™
ra r, F ra r, e D—OO
FﬁmhthmanVM(¢)[gﬁ]: ( Pzy, rad, R VM(¢) + F rad, R VM) -
( D2y, rad, Rr, BM (¢) + F rad, rr, BM) Y
(6.1.2-18)
F ra r F ra r oe D—OO
Fﬁmmth%LanM(¢)[gﬁ]: ( P2y, dM,VM(¢) + K ¢M,VM) -
(szy|,rad, Mr, BM (¢) + R rad, i, BM) Y
(6.1.2-19)
F rad, Or F rad, Or o 100
F*Reib, ho, Last, Or, VM (q)) [%] = ( pzy. rad, Or, VM (q)) M trad, © ’VM) —
(szw, rad, Or, BM (q)) + Ft, rad, Or, BM) Y
(6.1.2-20)

gilt. Fur die Reibkraft ergeben sich folgende Werte:
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720 KW

F*Reib, ho, Last, Kolbenhemd, VM (d)) = 111,93 %

0 =0 KW
720 KW
F"Reib, ho, Last, Rr, M (¢) =127,54 %
0 =0 KW
720 KW
F"Reib, ho, Last, Mr, vM (¢) =117.27 %
0 =0 KW
720 KW
F*Reib, ho, Last, Or, VM (¢) = 106,13 %.
0 =0 KW
Da
p —imﬁFR- [dls (3.4-4)
mr, hg Vh eib, hg .

gilt, kdnnen die einzelnen Differenzen zwischen Versuchs- und Basismotor unter Be-
ricksichtigung des bei Fischer [TR10] angegebenen Anteils der Kolbengruppe an der
Gesamtreibung des Motors in Hohe von 62 % auf die Reibmitteldruckdifferenz im

befeuerten Betrieb Apmr, Last = 0,095 bar bezogen werden. Es gilt:

720 KW

Pmr, ho, Last, Kolbenhemd, VM (¢) = 0,007 bar
¢ =0 KW
720 KW

Pmr, ho, Last, Rr, VM (¢) = 0,016 bar
¢ =0 KW
720 KW

Pmr, ho, Last, Mr, VM (¢) = 0,010 bar
¢ =0 KW
720 KW

Pmr, ho, Last, 6r, vM (¢) = 0,004 bar.
¢ =0 KW

Insgesamt bewirkt die Schmierfilmdickenreduzierung beim Versuchsmotor einen An-

stieg des Reibmitteldruckes gegenltber dem Basismotor um Apmr, h,, Last = 0,037 bar.
Die bisher dargestellten Ergebnisse von Apmr,n,, tast UNd APmr ho, Last Dasieren auf

Zylinderdruckverlaufe, die aus 50 aufeinanderfolgenden Arbeitsspielen ermittelt wur-

den. Um die Streubander von Apmr, n,, Last UNd APmr, ho, Last @UFZUZEIGEN, KONNEN
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der maximale Zylinderdruckverlauf des Versuchsmotors mit dem mini-
malen Zylinderdruckverlauf des Basismotors

bzw.
der maximale Zylinderdruckverlauf des Basismotors mit dem minimalen

Zylinderdruckverlauf des Versuchsmotors

verglichen werden. Entsprechend dem verénderten Zylinderdruckverlauf ergeben
sich folgende Streubandbereiche (Tabelle 6.1.2-2). Hier werden zur besseren Uber-

sicht zusatzlich die Mittelwerte mit dargestellt.

Streubandbereich | auf Apmr, Last beZO- auf Apmr, Last be-
genes Streuband zogener Mittelwert

p*mr, Np, Last, VM 99,87 ... 102,6 %

Apmr, Np, Last - 0,000 ... 0,002 bar 0,001 bar

p*mr, ho, Last, vM | 88,59 ...191,5 %

Apmr, ho, Last - 0,007 0,054 bar 0,037 bar

2 - 0,007 ... 0,056 bar 0,038 bar

Tabelle 6.1.2-2: Betrachtung der Streubander und der Mittelwerte

Unberlcksichtigt blieb bisher der Einfluss des Zylinderdruckes auf die Reibung der
Gleitlager. In der Literatur wird dieser Einfluss als gering angesehen. Um eine mdg-
lichst vollstandige Analyse der Reibungsverluste durchzufthren, soll dieser Einfluss
doch betrachtet werden. Die Berechnungen werden mit dem FVV-Programm “Gleit-
lager” [UO3, UO4] durchgefihrt. Durch die Verwendung der darin enthaltenen Lager-
belastungsberechnung [UO5, UO7] und unter Berlcksichtigung der Randbedingung
von starren Zapfen und Lagerschalen kénnen die minimale Schmierfilmdicke und
dessen Lage, die Lagerbelastung und dessen Angriffswinkel sowie die Exzentrizitat
pro Kurbelwinkel fur Pleuel- und Hauptlager berechnet werden. Exemplarisch soll
hier auf die Ergebnisse des Pleuellagers eingegangen werden.

In Bild 6.1.2-1 ist der Verlauf der Pleuellagerbelastung fur beide Motoren aufgetra-

gen. Dabei stellt die 180 *Achse die Trennfuge des Lagers dar.
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270
o5o 260 280,00
———————————————————————— 16,3 kN
210 330
200 ~340 7,1 kN
190 350
180 0

0 Lagerlast [103 N]

Versuchsmotor:
n = 2000/min; p,,e = 2,06 bar; A = 0,65; Appq,s = 2,73; AGR = 21 %;
GB =282 KW n. LWoT; ZZP = 323 KW n. LWoT

——— Basismotor:
n = 2000/min; p,. = 2,02 bar; A; = 0,3; A
ZZP =332 KW n. LWoT

Abgas = 1,0; AGR = 0 %;

Bild 6.1.2-1: Verlauf der Pleuellagerbelastung des Basis- und des Versuchsmotors fur den Betriebs-

punkt n = 2000/min und pme = 2 bar nach Libke [UO1]; bezogen auf die Lagerschale

Durch den hoheren Verdichtungs-, Verbrennungs- und Expansionsdruck im Zylinder
nehmen auch die Lagerlasten des Versuchsmotors deutlich zu. So hat der Anstieg
des maximalen Zylinderdruckes von 20 bar auf 40 bar (s. Bild 6-1) eine Erh6hung der
Lagerbelastung von 7,1 kN auf 16,3 kN zur Folge.

Durch die héhere Lagerbelastung nimmt wiederum die minimale Schmierfilmdicke im
Hubzapfenlager ab. In Bild 6.1.2-2 sind flr beide Motoren die minimalen Schmier-
filmdicken aufgetragen. Auch hier stellt die 180 = Achse die Trennfuge des Lagers

dar.
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270
250 260 280 290

2 30
200 340
190 350
180 0
2 hy [um]
170 10
160 20

Versuchsmotor:
n = 2000/min; py,e = 2,06 bar; A = 0,65; Aypgas = 2,73; AGR = 21 %;
GB =282 KW n. LWoT; ZZP = 323 KW n. LWoT

——— Basismotor:
n = 2000/min; p,,, = 2,02 bar; A, = 0,3; A
ZZP = 332 KW n. LWoT

Abgas = 1,0; AGR = 0 %;

Bild 6.1.2-2: Verlauf der minimale Schmierfilmdicke im Pleuellager des Basis- und des Versuchsmo-
tors fur den Betriebspunkt n = 2000/min und pne = 2 bar nach Lubke [U01]; bezogen auf
die Lagerschale

Zu erkennen ist, dass durch die hohere Lagerlast des Versuchsmotors die minimale
Schmierfilmdicke abnimmt. Durch die Zunahme der Lagerbelastung und die damit
verbundene Reduzierung der minimalen Schmierfilmdicke steigt auch die Reibarbeit
der Gleitlager. Werden die Reibmitteldricke der vier Pleuellager addiert, kann beim
Versuchsmotor ein um 0,005 bar héherer Reibmitteldruck gegeniiber dem Basismo-
tor errechnet werden. Fir die funf Hauptlager missen bei gleicher Vorgehensweise
folgende hohere Reibmitteldriicke bertcksichtigt werden:
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Hauptlager 1 und 5: 0,001 bar
Hauptlager 2 und 4: 0,002 bar
Hauptlager 3: 0,002 bar.

Zusammen mit den vier Pleuellagern erhodht sich der Gesamtreibmitteldruck der
Gleitlager gegentber dem Basismotor um Apmr e tast = 0,01 bar. Es ergibt sich ein
Streubandbereich von 0,005 ... 0,012 bar.

Auf die Reibung am Kolbenbolzen wird nicht eingegangen, da diese priméar durch
Quer- und Kippbewegung des Kolbens hervorgerufen wird. Hierbei sind aber die

Wege so gering, dass die Reibarbeit und damit der Reibmitteldruck vernachléssigt
werden kénnen.

Werden die mittleren Werte von Apmr, 1, Lasts DPmr, ny, Lasts DPmr, ho, Last UNA APmr, 6L, Last

mit den dazugehorigen Streub&andern dargestellt, ergibt sich Bild 6.1.2-5. Zur besse-

ren Ubersicht ist der gemessene Wert Apnr, Last = 0,095 bar mit eingetragen.

1 - 0,109 bar

)
0,10 0,097 bar A P

| Apmr, Last
0,08 0,095 bar
0,075 bar 1

0.06 0,065 bar

| 0,043 bar
0,04+ 0,041 bar =

0,12

Ap,,, [bar]

i

- 0,028 bar

i

0,027 bar T
0,02
0,014 bar 1 0,007 bar 0,012 bar
0,00
Tow Tow™n, Toawtnpthy  Tpyw*np+he+GL
Einfluss
Versuchsmotor:

n = 2000/min; p,,, = 2,06 bar; A, = 0,65; )\Abgas =2,73; AGR = 21 %;
GB =282 KW n. LWoT; ZZP = 323 KW n. LWoT

Basismotor:
n = 2000/min; p,,, = 2,02 bar; A, = 0,3; )\Abgas =1,0; AGR =0 %;
ZZP =332 KW n. LWoT

Bild 6.1.2-5: Streuband und Mittelwert von Einflussgro3en auf die Reibmitteldruckdifferenz zwischen

Basis- und Versuchsmotor fiir den Betriebspunkt n = 2000/min und pne = 2 bar
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6. Einfluss des Brennverfahrens auf den Reibmitteldruck

Es ist ersichtlich, dass durch die Addition der Mittelwerte Apmr, 1., Last = 0,027 bar,
APmr,ny, Last = 0,001 bar, APmr, ho, Last = 0,037 bar, und Apm, e, tast = 0,01 bar bereits

eine Differenz von 0,075 bar zwischen Basis- und Versuchsmotor vorliegt. Bei der
Betrachtung des Streubandes liel3 sich ein maximaler Bereich von 0,012 ... 0,109 bar
ermitteln, was einer Differenz von 0,097 bar entspricht.

Es zeigt sich, dass das Apmr, Last = 0,095 bar innerhalb des Streubandbereiches liegt.
Die Abweichung des gemessenen Wertes Apmr, Last = 0,095 bar von dem analytisch

ermitteltem Wert 0,075 bedeutet eine Abweichung von 21 %. Durch die mathemati-
sche Analyse konnte der lastabhangige Reibmitteldruckanteil Apmr, Last gut beschrie-

ben werden.

6.2 Fehlerbetrachtung

Trotz der guten Ubereinstimmung zwischen berechneter und gemessener Reibmit-
teldruckdifferenz wird darauf hingewiesen, dass Annahmen getroffen werden muss-
ten.

So erfolgte z. B. die mathematische Beschreibung der minimalen Schmierfilmdicke
auf der Grundlage der Hydrodynamik. Rosenberg [TR42] gibt an, dass dieser Zu-
stand fur den Kolben tber dem gesamten Hub gegeben ist. Heuberger et. al. [TR39]
schranken diese Aussage dahingehend ein, dass in den Bereichen des LWoT’s kein
hydrodynamischer Zustand vorherrscht. Im Bereich des ZOT arbeitet der Kolben
aber auch nach Heuberger et. al. [TR39] im hydrodynamischen Bereich. Anders ist
es bei den Kolbenringen. Hier geben sowohl Rosenberg [TR42] als auch Heuberger
et. al. [TR39] an, dass diese zwischen den Totpunkten im hydrodynamischen Gebiet
und in den Totpunkten im Mischreibungsgebiet arbeiten. Kessen [TRO1] unterstitzt
diese Aussagen dahingehend, dass der hydrodynamische Reibungszustand Uber-
wiegend bei hohen Kolbengeschwindigkeiten auftritt. Zwar kann nach Kessen [TRO1]
dieser Zustand in den Totpunkten fur eine begrenzte Zeit durch den Squeeze-Effekt
aufrecht erhalten werden, jedoch verkirzen hohe Zylinderdriicke und hohe Schmier-
filmtemperaturen diesen Effekt, so dass ein Wechsel in den Mischreibungszustand
erfolgt. Bruchner [TR09], Fischer [TR10], Thiele [TR33] und Halsband [TR41] weisen
aber darauf hin, dass sich eine Anderung des Reibungsmechanismus in den Tot-
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6. Einfluss des Brennverfahrens auf den Reibmitteldruck

punkten auf den gesamten Reibmitteldruck weniger stark auswirkt, da hier nur gerin-
ge Kolbenwege zuriickgelegt werden (s. Gleichung (3.4-4)). Demzufolge kann der
Fehler, der durch ein Ausschlieen der Mischreibung auftritt, als gering angesehen
werden.

Fur die mathematische Beschreibung der minimalen Schmierfilimdicke wurden An-
satze von Lang/Steinhilper [TR31] und Fuller [TR49] verwendet. Ausgangsbasis die-
ser Ansatze ist die hydrodynamische Schmierung im Gleitschuh. Lang/Steinhil-
per [TR31] und Fuller [TR49] stellen hiermit eine Berechnung der minimalen
Schmierfilmdicke an Gleitlagern zur Verfigung. Da die Kolbenringe und das Kolben-
hemd prinzipiell als Gleitschuh betrachtet werden kénnen aber kein Gleitlager dar-
stellen, kdnnen die realen Gegebenheiten am Kolbenring mit diesen Ansatzen nicht
genau wiedergegeben werden. So wird z.B. von einer laminaren Stromung im
Schmierspalt ausgegangen und die Kompressibilitat des Schmiermittels vernachlas-
sigt. Diese Vereinfachungen ermoglichen aber die Bestimmung der minimalen
Schmierfilmdicke mit einfachen Mitteln, so dass fur diese Arbeit auf diese Mdglichkeit

zuruckgegriffen wurde.

Bei der Berechnung der Normalkraft Fy wurde die oszillierende Massenkraft bertick-
sichtigt, die unter anderem eine Funktion der Drehzahl ist. Die Drehzahl ist wahrend
eines Arbeitsspiels Schwankungen ausgesetzt, wodurch zwischen der integralen und
der exakten Drehzahlmessung ein Unterschied entsteht. Schwarzmeier [TR04] gibt
diesen Unterschied bei einer Drehzahl von n = 420/min mit ca. 100 N bei den Mas-
senkraften an. Mit steigender Drehzahl verringert sich aber die Differenz zwischen
integraler und exakter Drehzahlmessung. Somit kann bei der hier betrachteten Dreh-
zahl die integrale Bestimmung der Drehzahl als ausreichend genau bewertet werden.

Eine Berechnung der Kolbensekundarbewegung war im Rahmen dieser Arbeit nicht
moglich. Es ist zu empfehlen, den Einfluss der unterschiedlichen Schwerpunktlagen
des Kolbens zwischen Basis- und Versuchsmotor auf die Kolbensekundarbewegung
noch zu untersuchen, da diese einen entscheidenden Einfluss auf die Schmierfilm-
ausbildung [TR17] und damit auf die Reibung [TR16, TR03, TR36] hat. Bislang kann
keine Aussage getroffen werden, welcher Art und wie grol3 dieser Einfluss ist.
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6. Einfluss des Brennverfahrens auf den Reibmitteldruck

Zusammenfassend wird durch diese Betrachtung deutlich: Der Reibmitteldruck kann
nicht gesondert vom Brennverfahren bzw. vom Brennverlauf betrachtet werden. Die
alleinige Berucksichtigung des Schleppmomentes birgt eine grof3e Unsicherheit in
sich. Erst durch eine simultane Messung der indizierten und der effektiven Arbeit,
z. B. wahrend eines Abschaltversuches, kann der tatsachliche Lasteinfluss und damit
auch der tatséchliche Reibmitteldruck ermittelt werden. Eine anschlie3ende detalillier-
te Reibungsanalyse ermdglicht es, die Einflussgréfien auf den Reibmitteldruck zu

ermitteln und zu quantifizieren.
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf
den Reibmitteldruck

Es wird ein Losungsansatz zur Vorausberechnung des Reibmitteldruckes fiir BDE-
Motoren im Schichtladebetrieb abgeleitet. Hierfir sind diejenigen Kenngrof3en des
Zylinderdruckes messtechnisch zu ermitteln, die einen relevanten Einfluss auf den
Reibmitteldruck ausiben. Fiur die Bestimmung dieser Kenngrél3en ist eine gezielte
Veranderung des Zylinderdruckverlaufes notwendig. Da der Zylinderdruckverlauf
nicht direkt variiert werden kann, muss auf andere Variationsparameter zurtickgegrif-
fen werden. Hierzu bieten sich das globale Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas und
der Zundzeitpunkt ZZP an. Damit bei beiden Grof3en ein grol3er Verstellbereich mdg-
lich ist, wird der Versuchsmotor in einem Betriebszustand betrieben, in dem bei ver-
schiedenen globalen Verbrennungsluft-Verhéltnissen ein grol3es Zindfenster reali-
siert werden kann. Das globale Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas Wird aus den ge-
messenen Abgaskomponenten in der Sammelleitung vor dem Katalysator errechnet.
Es besitzt keine Aussagekraft Uber die lokalen Verbrennungsluft-Verhaltnisse Ajoka im
Brennraum.

Um unverdnderte Randbedingungen fur die Verbrennung sicherzustellen, wird fir die
nachfolgenden Untersuchungen der Luftliefergrad A, und somit die angesaugte Luft-
menge im Zylinder konstant gehalten.

Die Zylinderdruckverlaufe werden mit Hilfe der Zylinderdruckindizierung Kur-
belwinkel-aufgeldst fir 50 aufeinander folgende Arbeitsspiele pro Zylinder gemessen.
Dargestellt werden die Ergebnisse des jeweiligen Mittelwertes aus 200 Arbeitsspie-
len und ggf. das Streuband incl. der Standardabweichung.

Die einzelnen Motorparameter sind in Tabelle 7-1 zusammengefasst.
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

Formel- Einheit Versuchsmotor

zeichen
Drehzahl n 1/min 2000
Verdichtungsverhaltnis € - 10
Einlassventil 6ffnet EO KW n. LWoT 697
Einlassventil schlief3t Es KW n. LWoT 275
Abgasrickfuhrrate AGR % 0
Luftliefergrad Al - 0,475
Gemischeinblas-Beginn GB KW n. LWoT 271
Gemischeinblas-Ende GE KW n. LWoT 330
globales Verbrennungsluft-Verhaltnis | A apgas - 16..23
Zundzeitpunkt Z7P KW n. LWoT | 330 ... 352
Auslassventil 6ffnet A0 KW n. LWoT 477
Auslassventil schlief3t As KW n. LWoT 35

Tabelle 7-1: Motordaten und Parameter fir die Variation des Zylinderdruckverlaufes

7.1 Einfluss des globalen Verbrennungsluft-Verhaltn

Zundzeitpunktes auf den Reibmitteldruck

isses und des

Fur die thermodynamische Betrachtung werden der Einfluss des globalen Verbren-

nungsluft-Verhaltnisses Aangas Und der Einfluss des Ziundzeitpunktes auf den Zylin-

derdruckverlauf ermittelt.
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

7.1.1 Einfluss des globalen Verbrennungsluft-Verhal  tnisses Aapngas auf den
Reibmitteldruck p “mr bei einem Ziindzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT

Es wird der Einfluss des Verbrennungsluft-Verhaltnisses Aangas bei dem Zindzeit-
punkt ZZP = 330 KW n. LWoT beschrieben. Dazu wird das globale Verbrennungs-
luft-Verhaltnis Aangas iMm Bereich von 1,6 ... 1,9 variiert. In Abhangigkeit vom Aapgas

ergeben sich die in Bild 7.1.1-1 dargestellten Zylinderdruckverlaufe.

35 \ \ [ [
35 —
7 B ﬁ:\ — )\Abgas - 1’6
30 30 B ﬁ'. .\\} o, I )\Abgas = 1’7
— 257 J * E\ """" )\Abgas =18
1 g 20 i _._)\Abgas =19
2511 2157
e
5 et
E 20 BE 0 TTTTT T T T[T T T T T I [ TT T T T T TTTTTTTT
= 1 320 340 360 380 400
>
& 15 ¢ [KW n. LWoT]
10 /
5 /
,\ -
0 rrrrrrrr[(rrrrrrrrprrrrrrrr[rrrrrrror1 [ rrrrrr 111 [ rrrrr 1ot ot 1 [ rrrror 111 1T [T 1T 1T TT

0 90 180 270 360 450 540 630 720
¢ [KW n. LWoT]

Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT,
GE = 330 KW n. LWoT; ZZP = 330 KW n. LWoT

Bild 7.1.1-1: Zylinderdruckverlaufe in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis
Anbgas b€l einem Zindzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT

Es wird deutlich, dass beim gewahlten Zindzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT der
maximale Zylinderdruck pmax mit zunehmendem globalen Verbrennungsluft-
Verhaltnis Aangas Sinkt, die Lage des maximalen Zylinderdruckes aber bei
Ppre = 361 KW n. LWOT nicht beeinflusst wird. Da bei di eser Variation zum gleichen
Zeitpunkt im Verdichtungstakt sowohl geziindet als auch die Gemischeinblasung be-

endet wird, kann davon ausgegangen werden, dass unabhangig vom globalen
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

Verbrennungsluft-Verhaltnis zum Zindzeitpunkt ein sehr gleichmaRiger Gemischzu-
stand und so nahezu konstante Verbrennungsbedingungen vorliegen. Nachweisen
lassen sich diese durch die 50 %-Energieumsatzlagen, die mit dem dazugehdrigen
Streuband in Bild 7.1.1-2 dargestellt sind.

460 [ [ [
450; -------- Maximalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | —=—— Mittelwerte plus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
440 - Mittelwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | =-=—- Mittelwerte minus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
430 - —=-— Minimalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| [
= 4207 — 354 2 ||
() 1 S .-
S 410 2 352 R %
- I —! 350 S
< 390 ¥, 346 BTt B * -
= ] o 344 |
380 i 15 16 17 18 19 20
370 | }‘Abgas ['] I
360
350
340
15 1,6 1,7 1,8 1,9 2,0
}‘Abgas [']
Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT,
GE =330 KW n. LWoT; ZZP = 330 KW n. LWoT

Bild 7.1.1-2: Streuband der 50 %-Energieumsatzlagen in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungs-
luft-Verhaltnis Aangas bei einem Ziindzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT

Es zeigt sich, dass das Streuband der 50 %-Energieumsatzlagen sehr klein ist und
der Mittelwert Gber dem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas nur um 2 KW
variiert. Demnach hat das globale Verbrennungsluft-Verhéltnis bei diesem Zindzeit-

punkt keinen wesentlichen Einfluss auf die 50 %-Energieumsatzlage.

Trotz der nahezu konstanten Verbrennungslagen erfolgt mit zunehmendem Verbren-
nungsluft-Verhaltnis Aangas €ine Reduzierung des Reibmitteldruckes. In Bild 7.1.1-3
ist fir diese Variation die Anderung des Reibmitteldruckes p'm: iiber dem globalen

Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas aufgetragen. Hierbei beschreibt p', den auf einen
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

Referenzbetriebspunkt bezogenen Reibmitteldruck. In diesem Fall dient der Reibmit-
teldruck bei dem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas = 1,6 als Referenzpunkt

und wird zu 100 % gesetzt.

110
100 ; VerSUChsmOtor:
1 — n = 2000/min
9% A =075
80 - AGR =0%
1 GB =271 KW n. LWoT
_ 07 GE =330 KW n. LWoT
S, 60 ZZP =330 KW n. LWoT
_E 50
o J
40
30
20
10-
0

15 1,6 1,7 1,8 1,9 2,0

)\Abgas [']

Bild 7.1.1-3: Verlauf des Reibmitteldruckes p*mr in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungsluft-
Verhaltnis Aaygas bei einem Zundzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT

Es wird deutlich, dass mit gréRer werdendem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis
eine Abnahme des Reibmitteldruckes erfolgt. Die Abnahme des Reibmitteldruckes ist
auf den abnehmenden maximalen Zylinderdruck zurickzufuhren, da die Lage des
maximalen Zylinderdruckes mit zunehmendem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis
Aabgas Nicht beeinflusst wird. Bild 7.1.1-4 zeigt die Abh&ngigkeit des maximalen Zy-

linderdruckes vom globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas.
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35
] E— Versuchsmotor:
30 | i— n = 2000/min
. A = 0,475
1 AGR =0%
257 GB =271 KW n. LWoT
_ ] GE =330 KW n. LWoT
8 20 ZZP =330 KW n. LWoT
£ 15
o ]
10 -
5-
.

15 1,6 1,7 1,8 19 2,0

)\Abgas [-]

Bild 7.1.1-4: Verlauf des maximalen Zylinderdruckes pmax in Abhéngigkeit vom globalen Verbren-
nungsluft-Verhaltnis Aangas bei einem Zundzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT

Aus den Darstellungen in Bild 7.1.1-3 und Bild 7.1.1-4 lasst sich die Abhangigkeit des
Reibmitteldruckes p'm vom maximalen Zylinderdruck pmax fir den Ziindzeitpunkt
ZZP = 330 KW n. LWoT entnehmen (Bild 7.1.1-5).

110 -
100 - Versuchsmotor:
1T n = 2000/min
90 A =0475
80 - AGR =0%
E GB =271 KW n. LWoT
. 105 GE =330 KW n. LWoT
S, 60 ZZP =330 KW n. LWoT
LE 50
o 7
40 -
30 -
20~
10-
o
20 30 31 32 33 34 35

Prax [DAr]

Bild 7.1.1-5: Verlauf des Reibmitteldruckes p*mr in Abhangigkeit vom maximalen Zylinderdruck ppax
bei einem Ziundzeitpunkt ZZP = 330 KW n. LWoT
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Zu erkennen ist, dass mit abnehmendem maximalen Zylinderdruck pmax €ine Redu-

zierung des Reibmitteldruckes p ' erfolgt.

7.1.2 Einfluss des globalen Verbrennungsluft-Verhal  tnisses Aapgas auf den
Reibmitteldruck p “mr bei einem spateren Ziindzeitpunkt
(ZZP = 344 KW n. LWoT)

Wird die gleiche Variation aus Kapitel 7.1.1 bei einem spateren Ziundzeitpunkt
(ZZP = 344 KW n. LWoT) durchgefuhrt, so kann hier eine Verdnderung im Zylinder-
druckverlauf festgestellt werden. Allerdings verandert sich mit dem globalen
Verbrennungsluft-Verhéltnis neben dem Betrag auch die Lage des maximalen Zylin-
derdruckes. In Bild 7.1.2-1 sind in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungsluft-
Verhaltnis die Zylinderdruckverlaufe bei einem ZZP = 344 KW n. LWoT aufgetragen.

35 I \ \
E 35 ; ;Abgas = 1’?
30 30 ] - Abgas =4
- A g e
1 8 201 // h — " Mapgas = 1.9
25 ii E\ 15 i /;h A
1 & ] ;
| 10 >~ g
= 20 5 4" ;
g 20| : i1
£ - T T T T :’
= ] 320 340 360 380 400 ?‘ 1
Q' 15 | ¢ [KW n. LWOT]
10 : / \
5 : \
g ..-/
0 rrr rrr o1 (rrrrrrrrr|rrr rrrrr1o[rrrrrrrrr [ rrrrrrr [ rrr 1 1 11| 1111 &1 [ °T T 1T T T T 17T
0 90 180 270 360 450 540 630 720
¢ [KW n. LWoT]
Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT,
GE = 330 KW n. LWoT; ZZP = 344 KW n. LWoT

Bild 7.1.2-1: Zylinderdruckverlaufe in Abhéngigkeit vom globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas
bei einem Ziindzeitpunkt ZZP = 344 KW n. LWoT
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Es ist zu erkennen, dass sich bei diesem Zundzeitpunkt mit zunehmendem globalen
Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas Zum einen der maximale Zylinderdruck verringert
und zum anderen sich auch die Lage des maximalen Zylinderdruckes in Richtung
“spat” verschiebt.

Hierbei ist die Verschiebung der Lage des maximalen Zylinderdruckes in Richtung
“spat” auf unterschiedliche Gemischzustande an der Zindkerze zum Zundzeitpunkt
zuruckzufihren. Durch den konstanten Abstand zwischen Gemischeinblas-Ende
(GE) und Zindzeitpunkt tritt mit groRerem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis
Aangas €ine starkere Abmagerung des lokalen Kraftstoff-Luft-Gemisches auf, was wie-
derum zu einer Reduzierung der Flammenausbreitungsgeschwindigkeit und damit zu
einer langeren Entflammungsphase (Abstand vom Zindzeitpunkt bis zur
1 %-Energieumsatzlage) fuhrt (Bild 7.1.2-2).

12

11 Versuchsmotor:

10 n = 2000/min
~ _— A = 0,475
§ 9 ~ AGR =0%
: 8 GB =271 KW n. LWoT
o GE = 330 KW n. LWoT
< 7 ZZP =344 KW n. LWoT
0w 6
2
S 5
€
e 4
]
= 3
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w2

1
0
1,5 1,6 1,7 1,8 1,9 2,0
)‘Abgas [_]

Bild 7.1.2-2: Verlauf der Entflammungsphase in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungsluft-
Verhaltnis Aapgas bei einem Ziindzeitpunkt ZZP = 344 KW n. LWoT

Aufgrund dieser unterschiedlichen Entflammungsphasen kann bei diesem Ziindzeit-
punkt nicht mehr von konstanten Verbrennungsbedingungen Uber dem globalen
Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas ausgegangen werden. Mit steigendem Aapgas Ver-
schiebt sich die 50 %-Energieumsatzlage in Richtung “spat‘. In Bild 7.1.2-3 ist zu
sehen, wie sich bei diesem Ziindzeitpunkt die 50 %-Energieumsatzlage mit zuneh-
mendem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas in Richtung “spat* verschiebt

und sich das Streuband vergréfRert. Demnach hat das globale Verbrennungsluft-
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Verhéltnis bei diesem Zindzeitpunkt einen deutlichen Einfluss auf die 50 %-Energie-

umsatzlage.
460 \ \ \
450; -------- Maximalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | ==—— Mittelwerte plus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
440 — Mittelwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | ==-=—"-Mittelwerte minus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
430 | =—=-— Minimalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
_ 420
|_ 4
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c 400 .
= i . =
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Versuchsmotor:

n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT;
GE =330 KW n. LWoT; ZZP = 344 KW n. LWoT

Bild 7.1.2-3: Streuband der 50 %-Energieumsatzlagen in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungs-
luft-Verhaltnis Aangas bei einem Ziindzeitpunkt ZZP = 344 KW n. LWoT

Um zu zeigen, wie sich die Verschiebung der Lage des maximalen Zylinderdruckes
in  Richtung “spat* auswirkt, ist in Bild 7.1.2-4 fur den Zundzeitpunkt
ZZP = 344 KW n. LWoT der Reibmitteldruck p ‘m Giber dem globalen Verbrennungs-
luft-Verhaltnis Aangas aufgetragen. Dabei dient der Reibmitteldruck bei Appgas = 1,6

wieder als Referenzpunkt und wird zu 100 % gesetzt.
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110
) Versuchsmotor:
1007 n = 2000/min
90 A = 0,475
80 AGR =0%
1 GB =271 KW n. LWoT
_ 707 GE =330 KW n. LWoT
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Bild 7.1.2-4: Verlauf des Reibmitteldruckes p*mr in Abhangigkeit vom globalen Verbrennungsluft-
Verhaltnis Aaygas bei einem Zindzeitpunkt ZZP = 344 KW n. LWoT

Neben der Abhangigkeit des Reibmitteldruckes vom Zylinderdruck ergibt sich auch
eine Abhéangigkeit von den Verbrennungsbedingungen und damit von der Lage des
maximalen Zylinderdruckes. Demzufolge muss neben dem globalen Verbrennungs-
luft-Verhaltnis auch der Zindzeitpunkt einen Einfluss auf den Reibmitteldruck aus-

uben.

7.1.3 Einfluss des Ziindzeitpunktes auf den Reibmitt  eldruck

Zur Darstellung des in Kapitel 7.1.2 beschriebenen Einflusses des Zindzeitpunktes

auf den Reibmitteldruck wird nachfolgend bei einem globalen Verbrennungsluft-Ver-

héltnis Aangas = 1,6 eine Variation des Zundzeitpunktes durchgefuhrt. Die Zylinder-

druckverlaufe sind in Bild 7.1.3-1 dargestellt.
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35 ] \ ‘ ‘ ‘
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25 e [1 507N\ ] iR —--—ZZP = 350 KW n. LWoT
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Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; )\Abgas =1,6; AGR=0%; GB =271 KW n. LWoT;
GE =330 KW n. LWoT

Bild 7.1.3-1: Zylinderdruckverlaufe in Abh&ngigkeit vom Ziindzeitpunkt bei einem globalen Verbren-

nungsluft-Verhaltnis Aapgas = 1,6

Es zeigt sich, dass ein sehr friher Ziindzeitpunkt einen wesentlich h6heren maxima-
len Zylinderdruck bedingt als ein spaterer Zindzeitpunkt. Zusatzlich verschiebt sich
auch die Lage des maximalen Zylinderdruckes mit der Frihverstellung des Ziindzeit-
punktes in Richtung “frih*.

Die Abnahme des maximalen Zylinderdruckes ist hierbei mit der Lage der Verbren-
nung im Arbeitsspiel begrindet. Wéahrend z.B. bei einem Zindzeitpunkt
ZZP =330 KW n. LWoT ein Teil der Verbrennung im K ompressionstakt stattfindet,
verschiebt sich die Verbrennung bei einem Zindzeitpunkt ZZP = 350 KW n. LWoT
in den Expansionstakt.

Neben dem direkten Einfluss des Zindzeitpunktes haben auch die vorherrschenden
Verbrennungsbedingungen einen Einfluss auf die Lage der Verbrennung. Als Indika-
tor hierfir kann die 50 %-Energieumsatzlage herangezogen werden. Bild 7.1.3-2

zeigt fur die einzelnen Zindzeitpunkte die 50 %-Energieumsatzlagen.
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460 I I \ \
450; -------- Maximalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | ==—— Mittelwerte plus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
440 — Mittelwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
| | =—-=—"Mittelwerte minus Standardabweichungen der 50 %-Energieumsatzlagen
430 - —--— Minimalwerte der 50 %-Energieumsatzlagen
_ 420 5
S d
= 410
- B K
€ 400
= T K
< 390
= 'o' -
380 p —= =
S N SPPOY . ’// gt A
370 UL A ____/‘/.’.7’, = ;
f IR <
360+ e y:/,,’:, .
1 Leeen g g S
350 e y
] ==
340 T T T T T T T T T T T T T
325 330 335 340 345 350 355

ZZP [KW n. LWoT]

Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; A
GE =330 KW n. LWoT

Abgas = 1:6; AGR =0 %; GB = 271 KW n. LWoT;

Bild 7.1.3-2: Streuband der 50 %-Energieumsatzlagen in Abhangigkeit vom Zindzeitpunkt ZZP bei

einem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas = 1,6

Anhand dieses Bildes wird erkennbar, dass sich durch einen spateren Zindzeitpunkt
auch die 50 %-Energieumsatzlage in Richtung “spat* verschiebt. Dies ist zum einen
auf die spéater eingeleitete Verbrennung und zum anderen auf die mit spaterem
Zundzeitpunkt zunehmende Entflammungsphase zurtickzufiihren. Ursache fir den
letztgenannten Grund ist der mit spaterem Zundzeitpunkt ansteigende Homogenisie-
rungsgrad des Kraftstoff-Luft-Gemisches. Durch das mechanisch festgelegte Ge-
mischeinblas-Ende wird mit spaterem Zindzeitpunkt dem Kraftstoff-Luft-Gemisch
eine langere Homogenisierungszeit gewahrt. Die dadurch eintretende starkere Ab-
magerung des lokalen Kraftstoff-Luft-Gemisches fuhrt wiederum zu einer Reduzie-
rung der Flammenausbreitungsgeschwindigkeit und damit zu einem Anstieg der Ent-

flammungsphase (Bild 7.1.3-3).
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10
9 Versuchsmotor:
— n = 2000/min
_ - A =0475
= 8 - |
B{ / = 1 6
= 7 — ?Q =0 %
§ 5 GB =271 KW n. LWoT
£ GE =330 KW n. LWoT
o 5
(@)
5 4
£
£ s
g 2
1
0 T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T

325 330 335 340 345 350 355
ZZP [KW n. LWoT]

Bild 7.1.3-3: Verlauf der Entflammungsphase in Abhangigkeit vom Zindzeitpunkt ZZP bei einem

globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas = 1,6

Die in Richtung “spat* verschobene Lage des maximalen Zylinderdruckes fiihrt nun
dazu, dass sich tber dem Zundzeitpunkt der in Bild 7.1.3-4 dargestellte Verlauf des
Reibmitteldruckes einstellt. Als Referenzpunkt wird der Reibmitteldruck bei
ZZP =330 KW n. LWoT zu 100 % gesetzt.

110
100 i Versuchsmotor:
i —— n = 2000/min
90 1 \\\ )\l = 0,475
80 — as = 1.6
] ACK = 0%
_ 70 GB =271 KW n. LWoT
S 60 GE =330 KW n. LWoT
_E 50
o 4
40
30
20 1
10 1
0 T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T
325 330 335 340 345 350 355
ZZP [KW n. LWoT]

Bild 7.1.3-4: Verlauf des Reibmitteldruckes p*mr in Abhangigkeit vom Zindzeitpunkt ZZP bei einem

globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas = 1,6
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7.1.4 Bewertung der Untersuchungsergebnisse

Es wurde nachgewiesen, dass das globale Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas und
der Ziundzeitpunkt einen Einfluss auf den Zylinderdruckverlauf und dieser wiederum
einen Einfluss auf den Reibmitteldruck hat.

Als charakteristische Einflussgrof3en des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmittel-
druck haben sich zum einen der maximale Zylinderdruck pmax und zum anderen die

Lage des maximalen Zylinderdruckes ¢,,.. herausgestellt. Dabei war die Verschie-

bung der Lage des maximalen Zylinderdruckes in Richtung “spat‘ immer mit einer
Abnahme des maximalen Zylinderdruckes verbunden. Im Gegensatz dazu konnte
eine Reduzierung des maximalen Zylinderdruckes auch bei konstanten Lagen des
maximalen Zylinderdruckes erfolgen. Hierfir waren aber gleichbleibende lokale
Verbrennungsluft-Verhaltnisse an der Zindkerze erforderlich, so dass eine konstante

50 %-Energieumsatzlage erreicht wurde.

7.2 Erstellung von Modellanséatzen zur Berechnung de s Reibmittel-

druckes

Die Ergebnisse aus Kapitel 7.1 stellen im Folgenden die Grundlage fur die Modellbil-
dung dar, um die Vorausberechnung des Reibmitteldruckes an BDE-Motoren zu er-
maoglichen. Als Ausgangsbasis werden zwei Modellansatze herangezogen, die im
Rahmen von FVV-Vorhaben entstanden sind (s. Kapitel 2.3).

Der Ansatz von Fischer [TR10] kann fur Benzinmotoren mit &ufRerer Gemischbildung

angewendet werden:
Pmr, k = Pmr, schiepp EQAO +A g +A; sz) +Bo + B1[Pme « - (2.3-1)

Der Ansatz von Schwarzmeier [TR04] wurde fiir Dieselmotoren mit Direkteinspritzung

entwickelt:
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

2 2
pmr, K = pmr, R + Cl |:qpme, Kl35' pme, R135) + C2 Eﬁ(n_Kj - (n_Rj :l (23'2)
ny n

C: =0,0175 fir 4-Takt-Motoren mit Nebenaggregaten
C, =095 aus der Gruppe der Schnelllaufer.

Da ein BDE-Motor im Schichtladebetrieb aufgrund der Qualitatsregelung eher mit
einem Dieselmotor zu vergleichen ist und ein im befeuerten Betrieb gemessener
Reibmitteldruck realistischer erscheint als ein im unbefeuerten Betrieb ermittelter, soll
fur den hier diskutierten Anwendungsfall der Ansatz von Schwarzmeier [TR04] ana-
lysiert werden. Hierfur wird die in Kapitel 7.1.3 aufgezeigte Abnahme des Reibmittel-
druckes p*mr mit spaterem Zindzeitpunkt herangezogen. Als Referenzpunkt dient
wieder der Reibmitteldruck bei einem ZZP = 330 KW n. LWoT. Die Konstanten C;
und C, werden von Schwarzmeier [TR04] tbernommen.

Es fallt auf, dass die am Versuchsmotor gemessene Abnahme des Reibmitteldruckes
mit Gleichung (2.3-2) nicht wiedergegeben werden kann (Bild 7.2-1).

110
100 | teedececccsakecccccabecaaaa.d —— Versuchsmotor:
. —— n = 2000/min
90 ~—— A =0475
80 | \’ )\Ab as — 1,6
] AGR =0 %
__ 107 GB =271 KW n. LWoT
.‘}i. 60 GE =330 KW n. LWoT
;f S nach Schwarzmeier
40 berechnet
. Gleichung (2.3-2
20 ( g (2.3-2))
20 1
10 1
0 T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T
325 330 335 340 345 350 355
ZZP [KW n. LWoT]

Bild 7.2-1: Vergleich des nach Gleichung (2.3-2) berechneten und des gemessenen Reibmittel-
druckes p

Dementsprechend muss der Ansatz von Schwarzmeier [TR04] um den Term
Apnr, o €rganzt werden, um eine Anwendung fur BDE-Motoren zu ermdglichen.

Gleichung (2.3-2) ergibt sich dann wie folgt:
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2 2
pmr, K = pmr, R + Cl [(pme, Kl35_ pme’ Rl35) + C2 Eﬁ(n—Kj - (n_Rj } +
NN Ny

+ APmr, BDE
(7.2-1)

C: =0,0175 fur 4-Takt-Motoren mit Nebenaggregaten
C, =095 aus der Gruppe der Schnelllaufer.

Fur den Apmr, soe -Term sollen zwei Lésungsansétze beschrieben werden. Der erste
Losungsansatz dient dazu, die direkte Abhangigkeit der geschichteten Verbren-
nungsbedingungen auf den Reibmitteldruck zu beschreiben. Aus Kapitel 7.1 ist be-
kannt, dass sowohl der Betrag (s. Kapitel 7.1.1) als auch die Lage des maximalen
Zylinderdruckes (s. Kapitel 7.1.2) einen deutlichen Einfluss auf den Reibmitteldruck
haben. Demzufolge wird der erste Losungsansatz die Einflussparameter pmax und

dp... bericksichtigen.

Der zweite Losungsansatz soll die Berechnung des Reibmitteldruckes mit Hilfe von
Regelgrolien des Steuergerates ermdglichen, so dass eine Indizierung nicht notig ist.
Bei beiden Lésungsanséatzen wird nur der geschichtete Motorbetrieb betrachtet, da
die Verbrennung und das Reibverhalten im homogenen Motorbetrieb prinzipiell dem
eines Benzinmotors mit &uRerer Gemischbildung &hnlich ist und fir diesen Anwen-

dungsfall auf den Ansatz von Fischer [TR10] zurlckgegriffen werden kann.

7.2.1 Modellbildung unter Verwendung von Indizierda  ten

Der Reibmitteldruck am Verbrennungsmotor wird u. a. durch den Zylinderdruck be-
einflusst (s. Kapitel 7.1). Da Gleichung (2.3-2) den gemessenen Reibmitteldruckver-
lauf am Versuchsmotor nicht wiedergeben kann, muss diese Gleichung entspre-
chend erweitert werden. Hierfiir wird zuerst die Lage des maximalen Zylinderdruckes
bericksichtigt, da die Verschiebung der Lage des maximalen Zylinderdruckes in
Richtung “spat” immer mit einer Abnahme des maximalen Zylinderdruckes verbun-
den ist. Auf diese Weise kdnnen die beiden Einflussfaktoren Betrag und Lage des
maximalen Zylinderdruckes mit nur einem Term dargestellt werden. In Bild 7.2.1-1 ist

das Apm, spe verschiedener Messreihen uber A¢,,. aufgetragen. Dabei stellt
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

Apnr, soe die jeweilige Differenz zwischen dem nach Gleichung (2.3-2) berechneten
und dem am Prifstand gemessenen Reibmitteldruck fir das entsprechende

Ay, dar. Das Adp,., ist als

Abo.. = [q)pmax,K ) ¢pmax,Rj (7.2.1-1)

(I) ZO0T (I) Z0T

q)ZOT =360 KW n. LWoT

definiert. Die Lage des maximalen Zylinderdruckes wird auf den ZOT bezogen, um

eine dimensionslose Betrachtung durchfiihren zu kénnen.

o | | |
\ ° Messpunkte
- ®
0.00 ‘ Ausgleichsgerade
g o | o
-0,05 S
[ ] [ ]
1 [ 2P °
b N e °
— -0,10 ’
g [ ° (J ° Y ()
= 1 4 L] ‘ o
18}
a -0,15 o —© ® ®
nj" | h \ (d [ ] Y
£ o ®
o o [ ) °
< 020 . . e 3
| ° ° \: :
'0,25 ® g0 °
| ® ®
0,30 *et *
—0,35 T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T
-0,01 0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05 0,06 0,07 0,08
Ay [
Versuchsmotor:
n = 2000/min; A, = 0,475; )\Abgas =1,6...2,3; AGR =0 %;
GB = 271 KW n. LWoT; GE =330 KW n. LWoT; ZZP =3 30 ... 352 KW n. LWoT

Bild 7.2.1-1: Abhangigkeit der Differenz zwischen dem nach Gleichung (2.3-2) berechneten und dem

gemessenen Reibmitteldruck 4dpn, spe VONn der Lage des maximalen Zylinderdruckes

Entsprechend dieser Punkteschar kann mit Hilfe der Software “UniPlot 3.4.3" nach

dem Prinzip der kleinsten Fehlerquadrate eine Ausgleichsgerade der Funktion
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7. Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck

f(Aq)pmax) = D1 [y, (7.2.1-2)

mit einer Steigung D; = -4,315 gebildet werden. Diese Funktion wurde gewahlt, da

- ein linearer Zusammenhang erkennbar ist und

- in Gleichung (7.2-1) von einem Referenzbetriebspunkt ausgegangen
wird und demzufolge die Ausgleichsgerade durch den Nullpunkt
gehen muss.

Fur den Apnr, soe -Term kann demnach folgender Ansatz geschrieben werden:

Apmr,Boe = D1 Pom & ) ¢pmax’Rj (7.2.1-3)
¢ zor dzor
D, =-4315

q)ZOT = 360 KW n. LWoT.

Bei einer genaueren Analyse dieses Terms fallt auf, dass dieser zu Null wird, wenn
zwischen Referenz- und Kennfeldpunkt eine konstante Lage des maximalen Zylin-
derdruckes vorliegt. Da aber, wie in Kapitel 7.1.1 festgestellt, auch eine Reduzierung
des maximalen Zylinderdruckes eine Absenkung des Reibmitteldruckes bewirkt,
muss der maximale Zylinderdruck durch einen weiteren Summanden berlcksichtigt
werden. Dabei wird mit diesem Term nicht der Lastzustand, sondern der in Glei-
chung (2.3-2) ausgeschlossene thermische Zustand des Motors indirekt beschrieben.
Da das Temperaturniveau im Zylinder mit abnehmendem Zylinderdruck sinkt und
somit eine hdhere Viskositat des Schmiermittels zur Folge hat, erhoht sich auch der
Reibmitteldruck des Motors. Andererseits nimmt nach Schwarzmeier [TR04] die
Tragfahigkeit des Schmiermittels mit sinkender Temperatur zu, wodurch der Misch-
reibungsanteil im Bereich kleiner Relativgeschwindigkeiten und damit auch der
Reibmitteldruck abnimmt. Aufgrund der in Kapitel 7.1.1 ermittelten Reduzierung des
Reibmitteldruckes mit abnehmendem maximalem Zylinderdruck muss hier der Effekt
der Tragfahigkeitszunahme des Schmiermittels Gberwiegen. Wahrend bei der Be-
ricksichtigung der Lage des maximalen Zylinderdruckes dieser Effekt schon mit ein-
flie3t, ist dies bei konstanten Lagen des maximalen Zylinderdruckes zwischen Refe-
renz- und Kennfeldpunkt nicht der Fall. Demzufolge beschrénkt sich die Gultigkeit
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des pmax-Einflusses auf den Bereich, bei dem die Lage des maximalen Zylinder-
druckes konstant ist. Aus diesem Grund wird zur Fallunterscheidung das Kronecker-4
verwendet, welches den Giiltigkeitsbereich des pmax-Summanden angibt. Es ergibt

sich folgender Zusammenhang:

1 wenn q)pmaXy R = q)pmaXy K
0 sonst.

6¢PmaxyR¢pmax,K = {
Um den Einfluss des pmax-Summanden zu bestimmen, kann ahnlich verfahren wer-
den wie bei dem D;-Koeffizienten. Fur den Apm, soe -Term gilt somit folgender Aus-
druck:

AP, soe = Di q’q‘)’ZOTK - ¢£ZZTRJ + D2 fPmax. k = Pmax, R ) B¢ dom &
(7.2.1-4)
D1 =-4,315
D, = 0,016
bzot = 360 KW n. LWoT

1W€nn q)pmaXy R = q)pmaXy K

6 max, R max, K =
Pomac 7 Pom {O sonst.

Mit Gleichung (7.2.1-4) ergibt sich folgende Endgleichung:
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2 2
Pmr,k = Pmr,r + C1 [épme, Kl35' Pme, R135) +C, [ﬁ(n_Kj - (n_Rj } +
NN NN

max s K max s R
+ D1 b o j + D> [qpmax, K =~ Pmax, R) (D s, Gpma.

¢ZOT ¢ZOT
(7.2.1-5)
C: = 0,0175 fur 4-Takt-Motoren mit Nebenaggregaten
C, - 095 aus der Gruppe der Schnelllaufer.
D; =-4,315
D> = 0,016
¢ZOT = 360 KW n. LWoT
_ {1 wenn dp.. R = Opua, K
6¢pmax,R¢pmax,K -
0 sonst.

7.2.2 Modellbildung unter Verwendung von RegelgréRe  n des Steuergerates

Fur eine Vorausberechnung des Reibmitteldruckes unabh&ngig von einer Indizierung
mussen die Grolien ¢, und pmax durch geeignete Regelgrof3en des Steuergerates

ersetzt werden. Dabei soll nachfolgend nur auf einige signifikante Grél3en eingegan-
gen werden.

Aus Kapitel 7.1 ist bereits bekannt, dass der Reibmitteldruck vom

- Zundzeitpunkt ZZP und

- globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aapgas

abhéangig ist. Dariber hinaus beeinflusst auRerdem der lokale Gemischzustand an
der Zundkerze den Zylinderdruckverlauf, so dass neben dem Zundzeitpunkt ZZP
auch der Gemischeinblas-Beginn GB bertcksichtigt werden muss. Des Weiteren wird
der im Zylinder vorherrschende Zylinderdruck durch den Luftliefergrad A, beeinflusst.

Zusammenfassend gilt fir Betriebspunkte ohne Abgasrtckfihrung also:
Apmr,eoe = f(ZZP, Napgas, GB, A1) (7.2.2-1)
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Entsprechend der sich damit ergebenden Abhéangigkeit des Reibmitteldruckes von
dem Zindzeitpunkt ZZP, dem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis Aangas, dem Ge-
mischeinblas-Beginn GB und dem Luftliefergrad A, ergibt sich fur den zweiten L6-

sungsansatz bei gleicher Vorgehensweise wie im Kapitel 7.2.1 folgende Endglei-
chung:

2 2
Pmrk = Pmrr + Cy ipme, KLSS' pme,R”’S) +C, [ﬁ(n_}(j - (n_Rj :l +
Ny Ny

E, (ZZPKJOJ_(ZZPRJOJ N
q)ZOT q)ZOT

0,65 0,65
gas, - as,
+E; [E()\Ab as K) ()\Abg R) J +

+Es [q)\I,K ')\I,R) +E,4 B GBRJ
¢ZOT ¢ZOT
(7.2.2-2)
C: = 00175 fur 4-Takt-Motoren mit Nebenaggregaten
C, - 095 aus der Gruppe der Schnelllaufer.
E: =-51
E> = -0,3
E3 = 0,72
E4 = -7,5

q)on = 360 KW n. LWoT.

Dabei wird auch hier der Zundzeitpunkt und der Beginn der Gemischeinblasung auf

den ZOT bezogen und die von Schwarzmeier [TR04] gewéhlten Indizes R und K bei-
behalten.
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8. Validierung der Modellansatze

Die in Kapitel 7.2 aufgefihrten Modellansatze zur Vorausberechnung des Reibmittel-
druckes von BDE-Motoren sollen nachfolgend validiert werden.

Die Anwendung der von Schwarzmeier [TR04] angegebenen Gleichung (2.3-2) zeig-
te in Bild 7.2-1 keine Ubereinstimmung zwischen berechnetem und am Prifstand
gemessenem Reibmitteldruck des Versuchsmotors. Aus diesem Grund wurde Glei-
chung (2.3-2) um den Term Apnr, sBoe €rganzt, fur den in Kapitel 7.2 zwei Lésungsan-
satze angegeben wurden. Der erste Losungsansatz beriicksichtigt neben der Lage
auch den Betrag des maximalen Zylinderdruckes. Entsprechend Gleichung (7.2.1-5)
ist es nun moglich, den Reibmitteldruck des Versuchsmotors im geschichteten Be-
trieb ausreichend genau wiederzugeben. Bild 8-1 zeigt den nach Gleichung (7.2.1-5)
berechneten und den am Prifstand gemessenen Reibmitteldruck beispielhaft fur die
globalen Verbrennungsluft-Verhaltnisse Aapgas = 1,6 und Aapgas = 2,1. Als Referenzbe-
triebspunkt fur die Berechnung wird jeweils der Betriebspunkt Dbei
ZZP =330 KW n. LWoT gewahlt. Die sich bei den einzelnen Messpunkten einstel-
lenden Reibmitteldriicke werden auf diesen Punkt bezogen.

110 110
100 T 100
90 —] 90 - -
80 = 80
< 70 < 70
2 60 = 60
_E 50 L,E 50
2 40 S 40
30 y 30 y
20 — 20 _
10 ;j )\Abgas =16 J 10 ;:[ )\Abgas =21 J
07\\\\l\\\\l\\\\\\\\\\\\\\\\ 07\\\\l\\\\l\\\\\\\\\\\\\\\\
325 330 335 340 345 350 355 325 330 335 340 345 350 355
ZZP [KW n. LWoT] ZZP [KW n. LWoT]
Versuchsmotor:

n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT,
GE =330 KW n. LWoT

------- - nach Gleichung (7.2.1-5) berechnet

Bild 8-1: Vergleich des nach Gleichung (7.2.1-5) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p*mr bei verschiedenen globalen Verbrennungsluft-Verhéltnissen Aapgas
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Es wird deutlich, dass beide Verlaufe durch Gleichung (7.2.1-5) sehr gut wiederge-
geben werden kénnen.

Um die Gultigkeit von Gleichung (7.2.1-5) fur das gesamte Schichtladekennfeld dar-
zulegen, werden elf stationar applizierte Kennfeldpunkte ausgewahlt, bei denen ne-
ben dem Zindzeitpunkt und dem globalen Verbrennungsluft-Verhaltnis auch eine
Anpassung des Luftliefergrades und der Abgasrickfuhrrate erfolgt, um den vorgege-
benen Restriktionen bzgl. Verbrauch und Abgasemissionen gerecht zu werden.
Bild 8-2 zeigt die berechneten und die gemessenen Reibmitteldriicke fur ausgewahl-
te Betriebspunkte des Versuchsmotors. Hierbei stellt p'm, vu den auf den Referenz-
betriebspunkt bezogenen, gemessenen Reibmitteldruck beim Versuchsmotor und
P mr. berechnet das Ergebnis nach Gleichung (7.2.1-5) dar. Als Referenz fiir die Berech-

nungen wird der Teillast-Kennfeldpunkt n = 3000/min, pme = 3 bar herangezogen.

! | |
: P e, v = 97,1 % D'imr, v = 1075 %
p mr, berechnet — =97,0% p mr, berechnet ~— =105,6 %
6 » .
5
perM 87,3 % perM_938/0
| p mr, berechnet — =90,4 % p mr, berechnet — =96,2 %
=4 $ .
g p Jmr, VM — 86 S % p Jr, VM — 94 2% p*mr’ VM =100 %
@ p* mr, berechnet — 89,4 %0 p* mr, berechnet = 90,6 %0 (Referenzpunkt)
=3 ¢ [ )
p*erM_829/0 perM_QO?’/0 p*erM—944A>
p mr, berechnet — 84 9% p mr, berechnet — 90 0% p mr, berechnet — 92 0%
2 s . .
p mr, VM - 90 2%
p mr, berechnet — =89,7%
1
0 I
1000 2000 3000 4000
n [1/min]

Bild 8-2: Vergleich des nach Gleichung (7.2.1-5) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p'mr
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8. Validierung der Modellansatze

Es zeigt sich jeweils eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen dem pmr. berechnet Und
dem gemessenen p mr. vm.

Um die Gultigkeit der Gleichung (7.2.1-5) auch fur andere Motoren zu beweisen, wird
Gleichung (7.2.1-5) zur Berechnung des Reibmitteldruckes eines 1,6 {-Motors mit
einem primar wandgefihrten Brennverfahren herangezogen. Fur einen willkirlich
ausgewahlten Betriebspunkt wird eine Zindzeitpunktvariation durchgefiihrt. Im Ge-
gensatz zu den Untersuchungen am Versuchsmotor bleibt hier aber der effektive Mit-
teldruck konstant. Demzufolge treten Abweichungen beim globalen Verbrennungs-
luft-Verhaltnis Aapgas Und beim Luftliefergrad A, auf. Unabhéangig davon zeigt sich
auch bei diesem Motor das bekannte Verhalten des abnehmenden Reibmitteldruckes
mit spaterem Zundzeitpunkt. Ebenso verschiebt sich mit spaterem Zindzeitpunkt die
50 %-Energieumsatzlage in Richtung “spat‘, und der maximale Zylinderdruck sinkt. In
Bild 8-3 ist neben dem gemessenen Einfluss des Zindzeitpunktes auf den Reibmit-
teldruck des 1,6 {-Motors auch das Ergebnis nach Gleichung (7.2.1-5) dargestellt.
Der Betriebspunkt bei ZZP = 348 KW n. LWoT dient als Referenzbetriebspunkt fur

die Berechnung.

120 5
110 E L N I —--— wandgefihrtes Brennverfahren:
1 """"’-"—"-'-'aa,,\ n = 2000/min
100 Pne =2 bar
90 - A =0,82...0,86
£ Mbgas = 32 ... 3,4
80 AGR =0 %
SECE
B0 | eeeeeees nach Gleichung (7.2.1-5)
SN berechnet
o 50-
40 -
30
20—
10 -
0 - T T L T T T T T 1T L T T

315 320 325 330 335 340 345 350
ZZP [KW n. LWoT]

Bild 8-3: Vergleich des nach Gleichung (7.2.1-5) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p  fiir einen 1,6 -Motor mit primar wandgefiihrtem Brennverfahren

Auch bei diesem Motor kann mit Gleichung (7.2.1-5) eine gute Ubereinstimmung
zwischen dem berechneten und dem gemessenen Reibmitteldruck p m: erzielt wer-
den. Die starkere Abweichung bei dem Zindzeitpunkt ZZP = 321 KW n. LWoT ist

auf das Erreichen der Zindgrenze zurlckzufihren.
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8. Validierung der Modellansatze

Eine weitere Uberprifung der Giiltigkeit von Gleichung (7.2.1-5) wird an einem 2,0 {-
Motor mit einem primar wandgefuhrten Brennverfahren vorgenommen. Wie Bild 8-4
zeigt, wird auch hier eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen dem berechneten

und dem gemessenen p n erzielt.

120 7
110 : 'h."-'ﬂzzﬂf-'o..\“. —--— wandgefihrtes Brennverfahren:
E it n  =2000/min
100 - A\ =0,52
90 — Apaas = 1,90 ... 2,06
80 AGR = 26,05 ... 29,16 %
g 70 -------- nach Gleichung (7.2.1-5)
. 60 berechnet
o 50
40 -
30
20 -
10 -
0 . T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T

325 330 335 340 345 350
ZZP [KW n. LWoT]

Bild 8-4: Vergleich des nach Gleichung (7.2.1-5) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p*mr fur einen 2,0 -Motor mit primar wandgefiihrtem Brennverfahren

Die Gleichung (7.2.1-5) ist also fur BDE-Motoren anwendbar. Im Bedarfsfall sollte

aber eine Anpassung der Grol3en D; und D, vorgenommen werden.

Fur die Vorausberechnung des Reibmitteldruckes auf Basis von Regelgrofien des
Steuergerates wurde Gleichung (7.2.2-2) aufgestellt.

Entsprechend dieser Gleichung ist es méglich, auch ohne Indizierung den Reibmit-
teldruck eines Motors bei Betriebspunkten ohne Abgasruckfihrung zu berechnen.
Bild 8-5 zeigt fur die globalen Verbrennungsluft-Verhaltnisse Aapgas =1,6 und
Aabgas = 2,1 den nach Gleichung (7.2.2-2) berechneten und den am Prifstand ge-
messenen Reibmitteldruck. Als Referenzbetriebspunkt fir die Berechnung wird wie-
der jeweils der Betriebspunkt bei ZZP = 330 KW n. LWoT gewahlt.
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8. Validierung der Modellansatze

110 110
100 100 =
] \Q\ ] I
90 = 90 7
80 — 80
— 70 — 70
o - (=) -
S 60 S 60
_E 50— _E 50
2 40 2 40
30 y 30
20 A, =16 Zofi)\ =21
10 ﬂ ATgaS ‘ J 10 Ab‘gas ‘
0 \\\\‘\\\\‘\\\\\\\\\\\\\\\\ 0 \\\\‘\\\\‘\\\\\\\\\\\\\\\\
325 330 335 340 345 350 355 325 330 335 340 345 350 355
ZZP [KW n. LWOT] ZZP [KW n. LWoT]
Versuchsmotor:

n = 2000/min; A, = 0,475; AGR = 0 %; GB = 271 KW n. LWoT;
GE =330 KW n. LWoT

—-—-nach Gleichung (7.2.2-2) berechnet

Bild 8-5: Vergleich des nach Gleichung (7.2.2-2) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p*mr bei verschiedenen globalen Verbrennungsluft-Verhéltnissen Aapgas

Deutlich ist, wie auch ohne Indizierung der Verlauf des Reibmitteldruckes bei diesen
Zundzeitpunktvariationen abgebildet wird. Zudem kann an tber hundert zuséatzlichen,
am Versuchsmotor gemessenen Validierungspunkten eine sehr gute Modellqualitat
nachgewiesen werden (Bild 8-6).

50
45
40
35
30
25
20
15
10

IR I e NN TU RO N IR R XX
-5 . -

-10
-15
-20
-25
-30
-35
-40
-45
—50 T T T T T T T T T T T T T T T T

315 320 325 330 335 340 345 350 355

ZZP [KW n. LWoT]

Abweichung des nach GI. 8.2.2-2
berechneten p*,,, vom ermittelten p".,, [%]

[Versuchsm otor }

Bild 8-6: Abweichung des nach Gleichung (7.2.2-2) berechneten vom gemessenen Reibmittel-

druck p
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8. Validierung der Modellansatze

Nur bei 5 Messpunkten sind Abweichungen grof3er 5 % zu erkennen. Dies kann mit
dem Erreichen der Ziindgrenze bei diesen Messpunkten erklart werden.

Bei der Verwendung von Gleichung (7.2.2-2) an dem 1,6 £-Motor mit einem primar
wandgefiihrten Brennverfahren ergibt sich keine gute Ubereinstimmung zwischen
dem berechneten und dem gemessenen Reibmitteldruck. Die Ursache ist in dem
abweichenden Hubvolumen des 1,6 {-Motors gegeniiber dem des Versuchsmotors
zu sehen. Ein grél3eres Hubvolumen bedingt einen anderen Luftliefergrad, so dass
eine Anpassung des Koeffizienten vom A-Term erfolgen muss. Durch eine willkirli-
che Anpassung des Wertes E; von 0,72 auf 4,7 ist es auch bei diesem Motor mdg-
lich, eine sehr gute Ubereinstimmung zu erzielen (Bild 8-7).

140
] L —--— wandgeflhrtes Brennverfahren:
120 - =~-q n = 2000/min
] j S T S Pme = 2 bar
] i B A =0,82...0,86
100 to !
] Mpgas = 3.2 ... 3,4
: AGR =0%
80

-nach Gleichung (7.2.2-2)
60 berechnet

—-—-nach Gleichung (7.2.2-2)
mit Anpassung des
A-Termes berechnet

P e [%0]

40

20

0 LI I N B I O O B
315 320 325 330 335 340 345 350

ZZP [KW n. LWoT]

Bild 8-7: Vergleich des nach Gleichung (7.2.2-2) berechneten und des gemessenen Reibmittel-

druckes p*mr fur einen 1,6 -Motor mit primar wandgefiihrtem Brennverfahren

Eine Uberprifung der Gl. 7.2.2-2 an dem 2,0 £-Motor mit einem primar wandgefiihr-
ten Brennverfahren kann nicht durchgefuhrt werden, da hier nur Messpunkte mit
AGR zur Verfugung stehen, diese Einflussgréfe in Gl. 7.2.2-2 aber nicht beriicksich-
tigt wird.

Es war also mdglich, mit Hilfe des ersten Losungsansatzes eine allgemeingultige
Gleichung aufzustellen, mit der die Vorausberechnung des Reibmitteldruckes im
Schichtladebetrieb unter Berticksichtigung der thermodynamischen Einflussparame-
ter mdglich ist. Dagegen muss bei dem zweiten Lésungsansatz fur Motoren mit ei-

nem abweichenden Hubvolumen eine Anpassung des A-Terms erfolgen.
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9. Zusammenfassung und Ausblick

Es wurde der Einfluss des Zylinderdruckverlaufes auf den Reibmitteldruck von Moto-
ren mit Benzin-Direkteinspritzung (BDE-Motoren) untersucht. Aktuelle Verotffentli-
chungen haben gezeigt, dass BDE-Motoren im Schichtladebetrieb zu Beginn der
Verbrennung eine schnellere Energieumsetzung aufweisen als vergleichbare Ben-
zinmotoren mit &ul3erer Gemischbildung. Die schnellere Energieumsetzung fuhrt zu
einer Veradnderung im Zylinderdruckverlauf, der wiederum einen Einfluss auf den

Reibmitteldruck des Motors hat.

Um den vom Zylinderdruck beeinflussten brennverfahrensbedingten Reibmitteldruck
von BDE-Motoren im Schichtladebetrieb analysieren zu kdnnen, wurde eine Kréftebi-
lanz an der Kolbengruppe aufgestellt. Dabei konnte festgestellt werden, dass neben
der Normalkraft auch die Einflisse der Tangentialspannung der Kolbenringe und die
vom Zylinderdruck hervorgerufenen Ringkrafte auf die Zylinderlaufbuchse bertck-

sichtigt werden mussen.

Anhand des Teillast-Kennfeldpunktes im Schichtladebetrieb mit n = 2000/min und
Pme = 2 bar wurden die tribologischen Auswirkungen des Arbeitsprozessverlaufes
ermittelt. Als Vergleichsbasis diente ein Benzinmotor mit auf3erer Gemischbildung
und identischen Eckdaten.

Es zeigte sich, dass der verwendete BDE-Motor mit einem strahlgefiihrten, luftunter-
stutzten Brennverfahren einen wesentlich héheren Reibmitteldruck aufwies als der
vergleichbare Benzinmotor mit du3erer Gemischbildung. Anhand des Abschaltversu-
ches, bei dem wahrend der Indizierung bei allen Zylindern von dem befeuerten in
den geschleppten Motorbetrieb gewechselt wurde, konnte der Reibmitteldruck so-
wohl im befeuerten als auch im geschleppten Motorbetrieb bei ahnlichen thermi-
schen Bedingungen bestimmt werden.

Fur die tribologische Analyse dienten in der Literatur beschriebene Erkenntnisse und
Berechnungsanséatze. Die Ldsungen der Gleichungen ergaben, dass an der Kol-
ben/Zylinder-Reibpaarung des BDE-Motors aufgrund der hoheren Tangentialkrafte
der Kolbenringe und durch den héheren Zylinderdruck die Schmierfilmdicke geringer
und die dynamische Viskositat des Schmiermittels hoher ausfielen als beim Benzin-
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9. Zusammenfassung und Ausblick

motor mit dulRerer Gemischbildung. Sowohl die Reduzierung der Schmierfiimdicke
als auch der Anstieg der dynamischen Viskositat bedingten einen héheren Reibmit-
teldruck, so dass ein Teil des hoheren Reibmitteldruckes beim BDE-Motor auf die
hoheren Tangentialkrafte der Kolbenringe bzw. auf den hdheren Zylinderdruck zu-
rackgefuhrt werden konnte.

Neben dem Druck hat auch die Temperatur einen Einfluss auf die dynamische Vis-
kositat des Schmiermittels. Unter Berlicksichtigung der Kuhlmitteltemperatur wurde
beim BDE-Motor eine geringere mittlere Zylinderwandtemperatur berechnet als beim
Benzinmotor mit &ul3erer Gemischbildung. Die damit verbundene Zunahme der Vis-
kositat des Schmiermittels bedeutete ebenfalls einen Anstieg des Reibmitteldruckes.
Zusatzlich konnte gezeigt werden, dass auch die Pleuel- und Hauptlager durch den
veranderten Zylinderdruckverlauf des BDE-Motors starker belastet wurden.

Um den Einfluss des Zylinderdruckverlaufes analysieren zu kénnen, wurde dieser mit
Hilfe einer Variation des Zundzeitpunktes und des globalen Verbrennungsluft-
Verhéaltnisses gezielt verandert. Dabei stellte sich heraus, dass sowohl die Lage als
auch der Betrag des maximalen Zylinderdruckes einen Einfluss auf den Reibmittel-
druck hatten.

Um diesen Einfluss mathematisch beschreiben zu kénnen, wurden ein bestehender
Modellansatz um einen Term erweitert und fir diesen Term zwei Losungsansatze
hergeleitet. Mit dem ersten Lésungsansatz konnten der Einfluss der Lage des maxi-
malen Zylinderdruckes und dessen Betrag auf den Reibmitteldruck beschrieben wer-
den. Bei dem zweiten Lésungsansatz wurden die GrofRen Luftliefergrad, globales
Verbrennungsluft-Verhaltnis, Ziundzeitpunkt und Gemischeinblas-Beginn bericksich-
tigt, so dass eine Vorausberechnung des Reibmitteldruckes auch mit Hilfe von Re-
gelgroRen des Steuergerates moglich war.

Die beiden Losungsansatze wurden an verschiedenen BDE-Motoren validiert. Es
konnte mit beiden Lésungsansétzen eine gute Ubereinstimmung zwischen dem be-
rechneten und dem gemessenen Reibmitteldruck nachgewiesen werden. Allerdings
zeigte sich beim zweiten Losungsansatz, dass eine Anpassung der Koeffizienten an
unterschiedliche Hubvolumen erfolgen muss. Aufgrund dessen sollte in weiterfiih-
renden Arbeiten der Einfluss des Hubvolumens und der AGR auf den Reibmittel-
druck bei BDE-Motoren im Schichtladebetrieb untersucht werden.
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