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Abstract

Forthcoming emission regulations require a further reduction of engine emis-
sions. A possible solution to reduce the raw emissions of an engine is closed
loop control of the combustion process. The cylinder pressure signal shows
considerable potential to control this process. Therefore, several automotive
manufacturers are planning to use cylinder pressure sensors in series produc-
tion. The additional sensor cost can be mitigated by elimination of several
existing sensors. The main deliverable of this work in an algorithm that re-
places the air mass flow sensor by using cylinder pressure sensors.

Since the measured cylinder pressure signal is superposed with a time varying
offset, chapter 3 provides an algorithm for highly precise calculation of the real
cylinder pressure signal. An extended Kalman filter using a Markov-2 process
is used for that purpose. Comparisons to existing algorithms show increased
technical benefits of this method.

In chapter 4 an empirical model is proposed, which calculates the external
exhaust gas recirculation ratio. This empirical state space model is solved with
an extended Kalman filter to determine the exhaust gas ratio.

Finally, chapter 5 describes an algorithm, which replaces the air mass flow
sensor. A thermodynamic model is developed, which calculates the recirculated
exhaust gas (EGR) and the fresh air mass in the cylinder. In addition to
the cylinder pressure sensor, this method requires temperature and pressure
sensors in inlet and exhaust manifold, an engine speed sensor and a lambda
sensor in the exhaust stream. The EGR and air mass flow model accuracy is
better than £ 4 %. This is comparable to the accuracy of common air mass
flow sensors.

All models and algorithms developed in this work have been tested and vali-
dated on a test bench. Furthermore, they were implemented on a prototyping
platform for real-time calculation and validation under transient vehicle oper-
ating conditions.
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Kapitel 1

Einleitung

Zur Erfiillung zukiinftiger Abgasgrenzwerte von Verbrennungsmotoren ist es
notwendig, den Brennverlauf in Bezug auf Partikel- und Stickoxidemission zu
optimieren. Bei einem Optimierungsprozess muss auflerdem auf Kraftstoffver-
brauch, Fahrperformance und Geréduschentwicklung Riicksicht genommen wer-
den. Immer entscheidender fiir diesen Prozess werden die Ansteuer- und Regel-
strategien in der elektronischen Motorsteuerung, welche iiber die Anndherung
an ein theoretisch existierendes Optimum entscheiden. Essenziell fiir die Rea-
lisierung einer robusten Regelung ist die Genauigkeit der zu bestimmenden
Prozessgrofien.

Die wesentliche Information zum optimalen Betrieb eines Verbrennungsmotors
entsteht innerhalb der einzelnen Zylinder. Bereits seit den frithen Anfingen der
Verbrennungsmotoren ist die Messung des Zylinderdrucksignals in den Berei-
chen Forschung und Entwicklung eine anerkannte und weit verbreitete Me-
thode. Bis vor kurzem war der dauerhafte Serieneinsatz einer Zylinderdruck-
sensorik aus Kosten- und Haltbarkeitsgriinden sowie aufgrund der geringen
Rechenleistung von Steuergeriten nicht sinnvoll realisierbar.

Durch die immer strenger werdende Abgasgesetzgebung und eine kostengiins-
tige Verfiigharkeit verschiedener Zylinderdrucksensoren planen mehrere Au-
tomobilhersteller die Verwendung einer Drucksensorik im Serieneinsatz. Die-
se zusatzliche Sensorik ermoglicht einen zylinderindividuellen Eingriff in den
Verbrennungsprozess, wodurch instabilen Brennverldufen aufgrund von Ferti-
gungstoleranzen und Einschwingvorgédngen am System entgegengewirkt wer-
den kann. Somit ist ein Motorbetrieb mit hochsten Abgasriickfithrraten (AGR-
Raten) moglich. Dadurch lassen sich insbesondere die Stickoxid (NOx)-Emis-
sionen im Abgas deutlich reduzieren.

Der Serieneinsatz einer Zylinderdrucksensorik fordert aus wirtschaftlichen
Griinden die Einsparung bestehender Sensoren. Das Hauptaugenmerk liegt
dabei auf der Einsparung kostenintensiver NOx-Sensoren und Luftmassenmes-
ser.



2 EINLEITUNG

Eine zylinderindividuelle Bestimmung der Luftmasse wiirde nicht nur die Ein-
sparung des Luftmassenmessers, sondern zudem eine individuelle Regelung
der Einspritzmengen erméglichen. Besonders bei hohen AGR-Raten kann die
Ungleichverteilung von zuriickgefithrtem Abgas ein Problem darstellen, da
hierdurch unterschiedliche Sauerstoffkonzentrationen in den einzelnen Brenn-
rdumen vorhanden sind. Die vorliegende Arbeit beschéaftigt sich mit der
zylinderdruckbasierten Luftmassen- und AGR-Raten-Bestimmung, um Poten-
zial fiir eine Substitution des Luftmassenmessers aufzuzeigen. Die entwickelten
Ansétze werden am Beispiel eines Dieselmotors getestet und validiert, sind aber
prinzipiell auf Ottomotoren iibertragbar.

1.1 Problemstellung

Mit der Reduzierung von Stickoxidemissionen durch die Abgasriickfithrung ist
gleichzeitig ein Anstieg der Partikel-Emissionen und bei Dieselmotoren zudem
eine Erhohung der Kohlendioxid-Emissionen verbunden. Somit steht die im-
mer stirker werdende Forderung nach einer Senkung der Kohlendioxid (CO,)-
Emissionen der Reduktion von Stickoxiden entgegen.

Um diesen Zielkonflikt optimal zu l6sen, ist es notwendig, die Abgasriickfiihr-
rate sehr genau einstellen zu kénnen. Aufgrund von Fertigungstoleranzen und
Alterungsprozessen ist eine prézise und robuste AGR-Raten-Regelung unab-
dingbar. Die Vorteile einer solchen Regelung sind exemplarisch in Abbildung
1.1 verdeutlicht. Im gesteuerten Fall muss bei der Applikation der AGR-Rate

Toleranzband geregelt Toleranzband gesteuert

Applikati k
PP Ig::g);;?unt % Applikationspunkt gesteuert

NO_ , CO, Emission
X 2

~ AGR-Rate

Abbildung 1.1: Notwendigkeit einer prazisen AGR-Regelung
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ein wesentlich grofleres Toleranzband beachtet werden, um die Abgasgrenz-
werte sicher einzuhalten. Dies fiihrt unweigerlich zu hoherem Verbrauch und
dadurch zu héheren COg-Emissionen. Im Falle eines geregelten AGR-Betriebs
kann der Applikationspunkt sehr nahe an die Grenzwerte gelegt werden, da die
Streuungen in der AGR-Rate wesentlich geringer ausfallen. Voraussetzung fiir
eine solche AGR-Regelung ist dabei eine moglichst prazise Bestimmung des ak-
tuellen Istwertes der AGR-Rate. Da die messtechnische Erfassung des zuriick-
gefithrten Abgases sehr aufwendig und zudem mit groBen Ungenauigkeiten
behaftet ist, ist es von zentraler Bedeutung, die Groéfie modellbasiert bestim-
men zu konnen. Bei modernen Pkw-Motoren mit externer Abgasriickfiihrung
ist {iblicherweise ein Luftmassenmesser verbaut, dessen Sensorsignal dazu ver-
wendet wird, die Zylinderfiillung und somit auch die AGR-Rate zu bestimmen
[2]. Soll dieser Sensor ersetzt oder eingespart werden, ist die Bestimmung der
Zylinderfiillung bei aktiver AGR nicht ohne weiteres moglich, ohne dass dies
zu enormen Kosten fithren wiirde.

1.2 Stand der Technik

Die aktuellen Entwicklungen bei der Zylinderdrucksensorik zeigen, dass der
Einsatz in Serienfahrzeugen moglich ist. So bietet Volkswagen bereits seit Mit-
te 2008 einen 2.0-1-Dieselmotor auf dem amerikanischen Markt mit zylinder-
druckbasierter Verbrennungsregelung an, siehe [25]. General Motors wird laut
[36] 2009 einen 2.9-1-V6-Dieselmotor mit zylinderdruckbasiertem Motormana-
gement auf den européischen Markt bringen.

Erste Untersuchungen hinsichtlich der Eignung von Zylinderdrucksensoren zum
Einsatz in einer Verbrennungsregelung wurden schon Anfang der 1990er Jahre
von [65] und [35] durchgefiihrt. In [61] findet dabei ein Vergleich der Brenn-
raumgroflen Zylinderdruck, Ionenstrom und Lichtemission hinsichtlich ihrer
Brauchbarkeit zur Regelung eines Ottomotors statt.

Angetrieben durch die nahende Serientauglichkeit der Sensortechnik, sind in
den letzten Jahren vermehrt Forschungsarbeiten zum Thema entstanden. Die-
se beschéftigen sich oftmals mit einzelnen Teilgebieten, wie Signalgewinnung,
Signalauswertung, der Entwicklung von Regelungskonzepten oder der modell-
basierten Erfassung von Prozessgrofien. Aufgrund der Vielzahl der entstande-
nen Arbeiten werden in diesem Abschnitt nur einige Beispiele der Anwendung
von Zylinderdrucksensoren aufgegriffen. Die bisherigen Losungsansétze, welche
die modellbasierten Algorithmen dieser Arbeit direkt betreffen, werden in den
dazugehorigen Kapiteln nédher erlautert.

Eine einfache Anwendung des Zylinderdrucksignals ist die Erkennung von
Verbrennungsaussetzern. In [60] wird dafiir der indizierte Mitteldruck berech-
net und mit einem Offsetwert verglichen. Ist der indizierte Mitteldruck nied-
riger als der Offsetwert handelt es sich um einen Verbrennungsaussetzer. Eine
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weitere Moglichkeit der Aussetzererkennung besteht darin, die Differenz von
Druckwerten vor und nach der Verbrennung aufzuintegrieren [31].

Die Verwendung einer Druckdifferenz bzw. Druckrate zur Ermittlung von ver-
brennungsrelevanten Gréflen findet in weiteren Arbeiten Verwendung. Dabei
wird ein Druckwert vor der Verbrennung mit einem Druckwert nach der Ver-
brennung in Verbindung gebracht. Mit Hilfe einer Druckrate wird in [72] die
Vermischung der Zylinderfiillung und in [5] die Vollsténdigkeit der Verbren-
nung beschrieben. Die Verwendung einer Druckdifferenz erfolgt in [22] und
[62] zur Bestimmung des Luft-Kraftstoff-Verhaltnisses.

Eine weitere Moglichkeit der Berechnung des Luftverhéltnisses anhand des
Zylinderdrucksignals wird in [73] und [33] beschrieben. Dabei wird die Dauer
der Verbrennung bestimmt, um das Luft-Kraftstoff-Verhéltnis zu ermitteln.

Durch die Anwendung des idealen Gasgesetzes in der Kompression wird in
[27] und [28] die Zylinderfiillung an einem Ottomotor ohne externe Abgas-
riickfiihrung ermittelt. Unbekannte Parameter werden dabei durch ein adap-
tives Kalman-Filter bestimmt. In &hnlicher Weise erfolgt die Bestimmung der
Zylinderfullung in [23], wobei fehlende Groflen durch einen rekursiven Opti-
mierungsalgorithmus bestimmt werden.

Fiir einen Dieselmotor mit externer Abgasriickfiihrung wird in [51] eine zylin-
derdruckbasierte Fiillungserfassung vorgestellt. Dabei werden die Zylinderfiil-
lung, die Abgastemperatur, der Saugrohrdruck, der Abgasgegendruck und die
Kraftstoffmasse mit empirischen Polynomansétzen aus dem Zylinderdrucksi-
gnal berechnet. Im Gegensatz zur vorliegenden Arbeit ist die Berechnung der
aktuellen Abgasriickfithrrate mit dem in [51] vorgestellten Ansatz jedoch nicht
moglich und eine Substitution des Luftmassenmessers nicht realisierbar.

In [58] und [59] wird fiir einen Ottomotor vorgeschlagen, die AGR-Rate iiber
die Variation des indizierten Mitteldruckes zu regeln. Dabei ist das Ziel, den
Motor moglichst nahe an seiner Laufgrenze zu betreiben und die AGR-Rate
zu maximieren. Durch eine solche Regelstrategie erhohen sich allerdings die
COsy-Emissionen des Verbrennungsmotors (Abbildung 1.1).

Neben der Abgasriickfiihrmasse ist die Restgasmasse eine weitere verbren-
nungsrelevante Luftgrofe. Diese wird in [39] anhand des Ziindverzuges, der
Motordrehzahl, der Motorlast und ausgewéhlten Zylinderdruckwerten berech-
net. Mit der thermodynamischen Berechnung der Restgasmasse beschéftigt
sich ebenfalls [57]. Auf diesen Ansatz wird in Abschnitt 5.1.1 néher eingegan-
gen.

Wie bereits erwédhnt, liegt ein grofles Potenzial der Zylinderdrucksensorik dar-
in, dass die einzelnen Verbrennungen zylinderindividuell geregelt werden konnen.
Die Anfange der Verbrennungsregelung bestanden darin, die Lage des Maxi-
mums des Zylinderdruckverlaufs einzuregeln, siehe [21] und [63]. In aktuellen
Arbeiten findet meist eine Heizverlaufsberechnung statt, um einzelne Umsatz-
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punkte auf definierte Kurbelwinkelwerte einzuregeln. So wird zum Beispiel in
[69] und [18] die Lage des Verbrennungsschwerpunktes der einzelnen Zylinder
geregelt. Zusatzlich zu dieser Lageregelung wird in [42], [30], [20] ,[38] und [71]
die Regelung des indizierten Mitteldruckes beschrieben.

Weiterfithrende Arbeiten zur Verbrennungsregelung beschéftigen sich mit der
Online-Optimierung verschiedener Verbrennungsgréfien oder mit der Regelung
des Verbrennungsverlaufs. So findet sich zum Beispiel in [48] eine Online-
Optimierung der Verbrennungsschwerpunktlage hinsichtlich des maximalen in-
dizierten Mitteldruckes. Da nicht nur die Verbrennungslage, sondern auch der
Verlauf der Verbrennung maflgeblich die Partikel- und NOx-Emissionen beein-
flusst, wird in [11] die Lage und die Form der Verbrennung geregelt.

1.3 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit

In dieser Arbeit wird ein Modell entwickelt, mit welchem die angesaugte Frisch-
luftmasse und die Abgasriickfithrrate anhand des Zylinderdrucksignals berech-
net werden.

Zunachst befasst sich Kapitel 2 mit den notwendigen Grundlagen fiir das
Verstandnis dieser Arbeit. Dabei werden notwendige Begriffsdefinitionen und
die Beschreibung des Gesamtsystems erdrtert.

Da das gemessene Zylinderdrucksignal mit einem Offsetfehler behaftet ist, wer-
den in Kapitel 3 zwei Zustandsraummodelle zur Korrektur dieses Fehlers vorge-
stellt. Die Berechnung des Offsetfehlers erfolgt dabei mit Hilfe eines Extended-
Kalman-Filters.

Kapitel 4 beschéftigt sich mit den Auswirkungen der Abgasriickfiihrung auf
den Heizverlauf. Anhand ermittelter Phianomene erfolgt die Modellierung im
Zustandsraum, wobei das so entstehende Beobachtungsproblem anschlieffend
mit einem Extended-Kalman-Filter gelost wird.

Eine thermodynamische Modellierung der Zylinderfiillung erfolgt in Kapitel 5.
Fiir die Bestimmung der angesaugten Frischluftmasse und der AGR-Rate wird
ein Luftpfadmodell mit einem Modell der Zylinderfiillung kombiniert.

Die einzelnen Kapitel werden durch die Ergebnisse der Implementierung im
Fahrzeug und anhand von Priifstandsmessungen abgerundet.
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Kapitel 2

Grundlagen und
Systemdarstellung

Dieses Kapitel beinhaltet die fiir das Versténdnis der vorliegenden Arbeit not-
wendigen Grundlagen. Zu Beginn findet sich eine Beschreibung des Luft- und
Abgaspfades des verwendeten Motors. AnschlieBend werden die physikalischen
Zusammenhénge innerhalb des Brennraumes verdeutlicht. Am Ende des Kapi-
tels wird auf die Abgasriickfithrung und deren Auswirkung auf die Verbrennung
eingegangen.

2.1 Darstellung des Gesamtsystems

Abbildung 2.1 gibt eine schematische Ubersicht vom Luft- und Abgaspfad des
verwendeten 6-Zylinder-Dieselmotors. Die in dieser Arbeit beschriebenen Al-
gorithmen nutzen zusétzlich zum Zylinderdrucksignal die in der Grafik darge-
stellten Sensorwerte: die Temperatur nach dem Ladeluftkiihler T5y, den Druck

1 Abgasanlage

A, Ps L AGR-
Ventil

— Motor
— "¢ links Iy é AGR- o
Luft- Turbo- T Kahler P .
filter s, R :' W M;
] Tows Pow @
] rechts
rechts Ladeluft- Drossel- NUN
kithler  klappe ]

Abbildung 2.1: Schematische Darstellung des Gesamtsystems
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nach dem Ladeluftkiihler pon, die Motordrehzahl N, den Abgasgegendruck ps,
die Abgastemperatur T3 und das Verbrennungsluftverhéltnis im Abgas Aa.

Im Folgenden wird der Luft- und Abgaspfad des verwendeten Verbrennungs-
motors kurz erldutert (Abbildung 2.1). Die in den zweiflutigen Ansaugtrakt
einstromende Luft wird im Luftfilter von Staub- und Schmutzteilchen gerei-
nigt. Anschlieflend ermittelt ein HeiBfilmluftmassenmesser (HFM) die ange-
saugte Luftmenge. Um moglichst viel Luft den einzelnen Zylindern zufiihren
zu konnen, wird die angesaugte Frischluft iiber den Verdichter des Turbola-
ders komprimiert und vom Ladeluftkiihler abgekiihlt. Von dort aus gelangt die
abgekiihlte Ladeluft durch die Drosselklappe zum Ladeluftverteiler. Zu diesem
gehort die Einlasskanalabschaltung (EKAS), welche zur gezielten Drallsteue-
rung genutzt wird. Dabei kann jeweils ein Kanal der beiden Einlasskaniile ganz
oder teilweise geschlossen werden. Dadurch wird die Verwirbelung der Zylin-
derfiillung fiir die Verbrennung optimiert.

Das Abgas wird iiber den Abgassammler zum Turbolader gefiihrt. Dieser be-
sitzt zur schnellen Ladedruckregelung eine variable Turbinengeometrie. Da-
durch kann der Motor auch bei niedrigen Drehzahlen ein hohes Moment und
eine hohe Leistung bereitstellen [17].

Wie bereits erwédhnt, findet zur Reduktion von Stickoxiden die Riickfithrung
von Abgas statt. Dies erfolgt iiber die Abgasriickfithrleitung (Abbildung 2.1).
Vor der Einleitstelle von Abgas in die Ladeluftfithrung, dem Einlasssamm-
ler, befinden sich das AGR-Ventil, der AGR-Kiihler und die Drosselklappe.
Uber das Ventil in der Abgasriickfithrleitung erfolgt die Regelung der Ab-
gasriickfiihrmasse, welche der Frischluftmasse beigemischt werden soll. Zur
Realisierung besonders hoher AGR-Raten kann mit der Drosselklappe das
gewiinschte Spiilgefille zwischen Abgastrakt und Einlasssammler eingestellt
werden. Um eine noch bessere Reduktion der Stickoxide zu erreichen, wird das
Abgas in der Abgasriickfiihrleitung gekiihlt.

Die Abgasanlage des Motors besteht aus Oxidationskatalysator und Partikel-
filter. Der Oxidationskatalysator reduziert die Abgasbestandteile Kohlenstoff-
monoxid (CO) und Kohlenwasserstoff (HC). Die Stickoxid- und Partikelemis-
sionen werden beim verwendeten Motor allein durch innermotorische Mafinah-
men unter die Grenzwerte der Euro-4-Gesetzgebung reduziert. Zur weiteren
Reduktion der Partikelemissionen ist serienméfig der Partikelfilter eingebaut.

2.2 Konventionelle Fiillungserfassung

Da in dieser Arbeit eine zylinderdruckbasierte Fiillungserfassung vorgestellt
wird, soll an dieser Stelle kurz auf die konventionelle Fiillungserfassung einge-
gangen werden. Die Ventiliiberschneidung von Einlass- und Auslassventilen ist
beim verwendeten Motor nur sehr gering. Daher kann der im Zylinder verblei-
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bende Massenstrom i, mit Hilfe des Luftaufwandes A\, berechnet werden:
mAn = )\a . VHub * PSR (21)

Dabei ist Vi, das Hubvolumen eines Zylinders und psg die Dichte des ange-
saugten Gases. Gleichung (2.1) folgt aus der idealen Annahme, dass sich das
Hubvolumen am Ende eines Ansaugvorganges vollstdndig mit der angesaugten
Luft fiillt, wobei dessen Dichte der Gasdichte im Einlasssammler entspricht
[1]. Der Luftaufwand korrigiert diese ideale Annahme an reale Verhéltnisse.
Dieser ist als Quotient aus realem Massenstrom zum theoretisch moéglichen
Massenstrom definiert:

mAn mAn

A\, = (2.2)

mAn,theoretisch VHub * PSR

Im Fahrzeugbetrieb wird A, iiblicherweise in Abhéngigkeit verschiedener Gro-
Ben in einem Kennfeld abgelegt. Am Priifstandsmotor kann der Luftaufwand
durch eine Kennfeldvermessung bei geschlossenem AGR-Ventil ermittelt wer-
den (siche Anhang B.2). Bei gedffnetem AGR-Ventil besteht der angesaug-
te Massenstrom aus einem Abgasriickfithrmassenstrom rmagr und einem Fri-
schluftmassenstrom 7y,

Man, = My, + mAGR (23)

Mit Hilfe des Heiflfilmluftmassenmessers kann der angesaugte Frischluftmas-
senstrom eines Zylinders berechnet werden. Die Bestimmung des angesaugten
Abgasriickfithrmassenstroms kann somit tiber den Zusammenhang (2.1) und
die Information des HFMs erfolgen. Wie bereits erwihnt, wird in dieser Arbeit
ein Ansatz beschrieben, der mit Hilfe des Zylinderdrucksignals jedoch ohne
den HFM die Frischluftmasse und Abgasriickfiihrmasse bestimmt.

Massenstrome sind in dieser Arbeit immer auf ein Arbeitsspiel (Asp) und
einen Zylinder bezogen. Dadurch ergibt sich fiir einen Massenstrom die Einheit
[m] = ﬁ. Die integrale Masse im Zylinder wird in der Einheit [m] = kg
angegeben. Die Anwendung dieser Einheiten hat den groflen Vorteil, dass der
Zahlenwert des Massenstromes im Luftpfad (im stationéren Betrieb) genau so

grof} ist wie der Zahlenwert der integralen Masse im Zylinder:

{rhan} = {man} (2.4)

Dies ist besonders in Kapitel 5 von Nutzen, da sich der dort beschriebene An-
satz sowohl auf Groflen im Luftpfad als auch auf Gréflen im Zylinder bezieht.

2.3 Zusammensetzung der Zylinderfiillung

Abbildung 2.2 zeigt die Zusammensetzung der Zylinderfiillung vor der Ver-
brennung bei geschlossenen Einlass- und Auslassventilen. Dabei ist in blau die
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Masse der angesaugten Frischluft mp, in rot die Masse der Abgasriickfiithrung
magr und in dunkelrot die Restgasmasse mgrqg dargestellt. Die Restgasmasse
ist hier die Masse, welche wiahrend des Ladungswechsels im Zylinder verbleibt.
Da beim Dieselmotor in der Regel das Verbrennungsluftverhéltnis des Abgases
Aa groBer oder gleich eins ist, besteht die Abgasriickfiihr- und die Restgasmasse
aus Luft und Verbrennungsgas. In Grafik 2.2 ist dies exemplarisch fiir Ay = 2
dargestellt. Die Luft ist dabei weifl und das Verbrennungsgas grau abgebildet.
Das Verbrennungsgas ist hier als stochiometrisch verbranntes Gas definiert. Im

_/'—-—--..__________,/-__—'"""--._
Abbildung 2.2: Zusammensetzung der Zylinderfillung

Folgenden wird die Luft der Abgasriickfiihrmasse und der Restgasmasse mit
maGr,L bzw. mpg 1, bezeichnet. Die Abkiirzung der Massen des Verbrennungs-
gases erfolgt mit MAGR,VG bzw. MRG, VG-

Da der verwendete Dieselmotor mit Abgasriickfiihrung und mit Ay > 1 be-
trieben wird, ist das Luft-Kraftstoff-Verhéltnis im Zylinder Az, nicht gleich
dem Luft-Kraftstoff-Verhéltnis im Abgas. Dieses Luft-Kraftstoff-Verhéltnis im
Abgas errechnet sich aus:

my,

Ay = (2.5)

Lst - mp

Darin ist my, die angesaugte Frischluftmasse, mg der zugefiihrte Brennstoff
und Lg der stéchiometrische Luftbedarf '. Bei konstanter Frischluftmasse und
konstanter Einspritzmenge des Kraftstoffs hat die Abgasriickfithrung keinen

I Der stochiometrische Luftbedarf ist eine dimensionslose Kennzahl, die angibt, wie viel
kg Luft zur vollstindigen Umsetzung von einem kg Kraftstoff notwendig ist.
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Einfluss auf das Luft-Kraftstoff-Verhéltnis im Abgas. Anders ist dies bei dem
Luft-Kraftstoff-Verhéltnis im Zylinder?. Dieses ist in Abhiingigkeit von der
Abgasriickfithr- und Restgasmasse durch

mr, + MAcR,L + MRG,L
Lst +mp

Azyl = (2.6)
gegeben. Fiir das Verstdndnis von Kapitel 5 sind zusétzlich zu den Luft-
Kraftstoff-Verhéltnissen der Massenanteil des Verbrennungsgases zp und die
Abgasriickfithrrate xagr sehr wichtig. Der Massenanteil des Verbrennungs-
gases ist durch den Quotienten von Verbrennungsgasmasse zu der Gesamt-
masse definiert:

o — MAGRVG + MRG,VG _ MAGR,VG T TRG VG (2.7)
b = = .
my, + Magr + MRc Mges

Wie bereits erwahnt, hat der verwendete Verbrennungsmotor nur eine sehr ge-
ringe Ventiliiberschneidung der Einlass- und Auslassventile, daher ist die Be-
rechnung der Restgasmasse mgq, wie in Abschnitt 5.5 erlautert, recht einfach.
Die eigentliche Herausforderung besteht in der Bestimmung der angesaugten
Frischluftmasse mp, und der Abgasriickfiihrmasse magr. Von besonderer Be-
deutung ist dabei das Massenverhéltnis der Abgasriickfithrmasse zur gesamten
Ansaugmasse. Dieses ist durch die Abgasriickfithrrate (AGR-Rate) definiert:

m
TAGR = _TAGR (28)

In Kapitel 4 wird ein empirisches Modell zur Berechnung dieser AGR-Rate
hergeleitet. Kapitel 5 befasst sich mit der thermodynamischen Modellierung
der Abgasriickfiihrrate.

2.4 Hochdruckindizierung im Brennraum

Unter Hoch- bzw. Zylinderdruckindizierung versteht man die Messung des
Druckes im Zylinder in Abhéngigkeit von Kurbelwinkel oder Zeit. Aus dem
gemessenen Signal lassen sich verschiedene Informationen beziiglich der mo-
torischen Verbrennung entnehmen. So wird zum Beispiel in der vorliegenden
Arbeit der Heizverlauf aus dem Zylinderdrucksignal abgeschétzt, um daraus
Merkmale zu extrahieren, welche zur Berechnung der Zylinderfiillung benétigt
werden. Ein typischer Druckverlauf ist in Abbildung 2.3 dargestellt.

Der obere Totpunkt der Verbrennungsphase (ZOT) entspricht in der vorliegen-
den Arbeit immer dem Kurbelwinkel von ¢ = 0 °(KW. Negative Kurbelwin-
kel umfassen somit den Ansaug- und Verdichtungstakt, positive Winkel den
Arbeits- und Ausstofitakt.

2 Das Luft-Kraftstoff-Verhiltnis im Zylinder ist hier als Quotient aus vorhandener Luft
im Zylinder vor der Verbrennung zu theoretischem Luftbedarf definiert.
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Zylinderdruck [bar]

-300 -200 -100 0 100 200 300
Kurbelwinkel [°lKW], 0°=ZOT

Abbildung 2.3: Indizierter Zylinderdruck

2.4.1 Sensorkonzepte

Anhand ihrer physikalischen Prinzipien lassen sich drei verschiedene Messver-
fahren zur direkten Brennraumdruckerfassung unterscheiden [12].

1. Piezoelektrische Drucksensoren: Das Messprinzip beruht auf dem direk-
ten piezoelektrischen Effekt. Dies bedeutet, dass ein Quarz unter mecha-
nischer Belastung eine elektrische Ladung generiert, welche proportional
zur aufgebrachten Kraft ist. Die Kraft wird dabei durch den Zylinder-
druck erzeugt, welcher auf die Messfliche des Sensors wirkt. Die vom
Sensor abgegebene Ladung [pC] muss durch einen Ladungsverstérker in
eine Spannung umgewandelt werden.

2. Piezoresistive Drucksensoren: Das Prinzip beruht auf der Anordnung von
piezoresistiven Widerstédnden (Siliziumkristalle) in einer Vollbriicken-
schaltung. Werden die Kristalle einem Druck ausgesetzt, so dndert sich
ihr spezifischer Widerstand, was eine Verdanderung der Briickenausgangs-
spannung bewirkt.

3. Optische Drucksensoren: Hierbei wird Licht iiber eine Leuchtdiode in
eine Glasfaser eingekoppelt, welches an einer verspiegelten Messmembran
druckproportional reflektiert wird. Die Auswertung erfolgt mittels einer
Photodiode.

Die Drucksensoren nach piezoelektrischem Prinzip sind in der Zylinderdruck-
indizierung am weitesten verbreitet und werden in der vorliegenden Arbeit zur
Erfassung eingesetzt.
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2.4.2 Fehlereinfliisse bei der Brennraumdruckerfassung

Nach [27] unterliegen alle vorgestellten Messprinzipien denselben Fehlerein-
fliissen.

Lastwechseldrift: Die Brennraumtemperatur éndert sich abhéngig von den
momentanen Lastanforderungen. Dadurch kommt es zu Temperatur-
dnderungen der Sensormembran, welche sich verspannt und offsetbehaf-
tete Messwerte erzeugt. Da diese Drifterscheinung jedoch sehr niederfre-
quent ist, ldsst sie sich gut durch entsprechende Hochpassfilterung des
Drucksignals eliminieren.

Thermoschock: Dieser Effekt wird durch den kurzzeitigen extremen Anstieg
der Temperatur durch die Verbrennung hervorgerufen. Analog zum Last-
wechseldrift verspannt sich die Sensormembran und man erhélt eine off-
setbehaftete Messung. Problematisch ist hierbei, dass der erzeugte Fehl-
einfluss im Frequenzbereich des Nutzsignals liegt und deshalb nicht aus-
gefiltert werden kann.

Pfeifenschwingungen: Schliefit der Drucksensor nicht biindig mit der Brenn-
raumwand ab, so konnen sich im verbleibenden Kanal stehende Wellen
ausbilden, welche dem Drucksignal iiberlagert sind. Problematisch ist
dies vor allem, wenn die Frequenz der Pfeifenschwingungen in den Be-
reich des Brennraumdrucksignals fallt.

Der durch Lastwechseldrift und Thermoschock entstehende Offsetfehler wird
durch das Messprinzip der in dieser Arbeit verwendeten piezoelektrischen
Drucksensoren verstirkt. Bedingt durch dieses Messprinzip wird nur die Ande-
rung eines Druckes relativ zu einem Nullpunkt gemessen. Daher muss das
gemessene Zylinderdrucksignal offsetkorrigiert werden. In Kapitel 3 werden
verschiedene Verfahren zur Berechnung dieses Offsetfehlers vorgestellt.

2.5 Zustandsidnderung im Zylinder

Im Folgenden werden die einzelnen Arbeitstakte des Verbrennungsmotors kurz
erlautert. Auf den Verbrennungsprozess und die Kompressionsphase wird da-
bei genauer eingegangen, da diese fiir das Verstéindnis der einzelnen Kapitel
besonders relevant sind.

Der Arbeitsprozess eines Viertaktmotors lisst sich iiber den Kurbelwinkel ¢ in
vier Teilprozesse aufspalten und setzt sich aus folgenden Schritten zusammen:

1. =360 ° KW < ¢ < —180 ° KW
Ansaugen der Frischladung bei gedffneten Einlassventilen.
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2. —180°KW < ¢ < 0°KW
Kompression der Zylinderfiillung bei geschlossenen Ventilen.

3. 0°KW < ¢ < 180 °’KW
Verbrennung der Zylinderfiillung bei geschlossenen Ventilen.

4. 180 °KW < ¢ < 360 ° KW
Ausstoflen des verbrannten Gases bei geoffneten Auslassventilen.

Diese Prozesskette wird kontinuierlich durchlaufen, wodurch sich der Kreispro-
zess des Viertaktmotors definiert. Die einzelnen Zustandséinderungen laufen
dabei immer zwischen maximalem und minimalem Brennraumvolumen ab. In
Abbildung 2.4 sind die einzelnen Arbeitsschritte gekennzeichnet.

10°

Zylinderdruck [bar]
=

10°

Volumen [m?]

Abbildung 2.4: pV-Diagramm und indizierte Arbeit

2.5.1 Arbeit und indizierter Mitteldruck

Aus der im pV-Diagramm (Abbildung 2.4) eingeschlossenen Fliche kann die
indizierte (innere) Arbeit W; des Kreisprozesses ermittelt werden. Dabei ent-
spricht eine im Uhrzeigersinn umlaufene Flédche einer abgefithrten Arbeit, wah-
rend eine gegen den Uhrzeigersinn umlaufene Fléche zugefithrte Arbeit bedeu-
tet. Ein Teil der abgegebenen inneren Arbeit W; muss aufgebracht werden,
um mechanische Verluste auszugleichen und kann deshalb nicht genutzt wer-
den. Diese Reibungsarbeit W, wird bei der Berechnung der effektiv nutzbaren
Arbeit

We=W,—W, (2.9)
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von der inneren Arbeit abgezogen. Ublicherweise wird die Arbeit W auf das
Hubvolumen bezogen. Die resultierende Grofie hat die Dimension eines Druckes
und wird daher als Mitteldruck bezeichnet. Dabei ergeben sich effektiver und
indizierter Mitteldruck sowie Reibungsmitteldruck zu:

We

me — 2.10

p " (2.10)
W,

b Viub (2.11)
W

P T (2.12)

Indizierter und effektiver Mitteldruck werden in dieser Arbeit dazu verwendet,
um die momentane Last des Motors zu beschreiben.

2.5.2 Modellbildung der Kompression

Der Zylinderdruckverlauf pzy () kann innerhalb der Kompressions- und Ex-
pansionsphase mit einer polytropen Zustandséinderung modelliert werden [26].
Diese ergibt sich aus Gleichung (2.13):

pzsi(@) - V()" = konst. (2.13)

Bei bekanntem Polytropenexponent n und Brennraumvolumen V' kann somit
ein Druckwert innerhalb der Kompression bzw. Expansion von einer Winkel-
position ¢ zu einer néchsten ¢ + Ay interpoliert werden. Dabei beschreibt
der Polytropenexponent n den Warmeiibergang zwischen beiden Winkella-
gen. Findet kein Warmetransport zwischen Zylinderwand und Zylinderfiillung
statt, spricht man von einer adiabaten Zustandsdnderung. Bei dieser geht der
Polytropenexponent n in den Adiabatenexponent x iiber.

2.5.3 Thermodynamische Modellierung des Brennver-
laufs

Anhand des Zylinderdrucksignals kann mit einer Druckverlaufsanalyse der
Brennverlauf 998 herechnet werden. Dabei wird die umgesetzte Wirmemenge

dp
pro Kurbelwinkel nach dem 1. Hauptsatz der Thermodynamik berechnet [32]:

d@s _ dQw n du +sz1'dV
dy dp  do de

dmgg
hgp - 2.14
+ NBB dg ( )

Darin beschreibt d?—;’ den Wandwérmeiibergang, % die Anderung der inne-
pzy1-dV
de
hgg - d’(’;% die Energiesinderung durch Blow-by-Verluste®.

ren Energie des Gases, die an den Kolben abgegebene Leistung und

3 Leckageverlust durch an den Kolbenringen vorbeistreifendes Gas.
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Der Brennverlauf beschreibt die Umsetzung von chemisch gebundener Kraft-
stoffenergie in Warmeenergie. Deshalb ist er proportional zu der pro Grad
Kurbelwinkel verbrannten Kraftstoffmasse mp:

d@s dmgp

— H,- 2.15
1 10 (2.15)

Die Proportionalitatskonstante H, stellt den unteren Heizwert dar. Dieser wird
in Kapitel 5 nach [70] mit H, = 42.5 1}(/[—; angenommen. Er beinhaltet neben
der Brennwéirme auch die Verdampfungswérme des Kraftstoffs [8]. Das Integral
des Brennverlaufs, dividiert durch den unteren Heizwert, stellt den Brennstoff-
umsatz wihrend eines Arbeitsspiels dar:

Qs

L= (2.16)

Der Wandwarmeiibergang dff—gv wird in der Praxis meist durch phédnomeno-

logische Modelle mit dem Newtonschen Ansatz beschrieben. Dabei errechnet
sich der Wandwérmestrom als Produkt aus dem Warmeiibergangskoeffizien-
ten ax(p), der momentanen Wirmetibergangsfliche Ak (¢) und der Differenz
zwischen der ortlich mittleren Gastemperatur im Zylinder 77,(¢) und der
Wandtemperatur Tywanq:

aQy

ar ak(¢) - Ak(¢)  [Tzx(¢) — Twanal (2.17)

Der Warmeiibergangskoeffizient ist dabei eine unbekannte Grofle. Dieser kann
durch verschiedene empirische Formeln beschrieben werden. Das in Anhang
B.1 dargestellte Modell nutzt hierfiir eine Funktion nach Woschni [78] mit
Modifikationen von Huber [37] und Vogel [75].

Die Umrechnung von Zeit- auf Kurbelwinkelintervalle der Gleichung (2.17) ist
mit Hilfe der Drehzahl N moglich. Der Zusammenhang zwischen Zeit t [s] und
Motordrehzahl N [ﬁ] ergibt sich durch:

N
o =360 -t (2.18)

In differentieller Schreibweise erhilt man so den Umrechnungsfaktor:

a 60 1
dp 360-N  6-N

(2.19)

Durch Einsetzen der Gleichung (2.19) in (2.17) wird ersichtlich, dass die Kur-
belwinkel bezogenen Wandwarmeverluste mafigeblich von der reziproken Dreh-
zahl abhéngig sind:

— = —|ax(p) - Ak(¢) - [Tz1(¢) — Twand] (2.20)



2.5 ZUSTANDSANDERUNG IM ZYLINDER 17

Dies erscheint logisch, da die reziproke Drehzahl die Zeit einer Umdrehung
angibt, in welcher der Warmestrom den Zylinder verlassen kann. Die Drehzahl
ist damit der grofite Einflussfaktor der Wandwérmeverluste [49]. Der beschrie-
bene Zusammenhang zwischen Drehzahl und den Wandwéirmeverlusten wird
in Abschnitt 5.3 dazu genutzt, um die Verbrennungsenergie zu modellieren.

Eine echtzeitfihige thermodynamische Analyse des Brennverlaufs ist derzeit
schwierig zu realisieren. Besonders die Berechnungen der Wandwérme- und
Blow-by-Verluste gestalten sich als rechenintensiv. Zur echtzeitfahigen Analyse
und Regelung der Verbrennung wird daher in aktuellen Arbeiten der Heizver-
lauf d(?—H verwendet. Dieser wird daher auch als 1. Ndherung des Brennverlaufs
bezeichnet. Der Zusammenhang zwischen Heiz- und Brennverlauf ist durch
Gleichung 2.21 gegeben.

dQu _ d@Qs  dQw e dmgpp

dp  dp  dp PP dp

Der Heizverlauf entspricht also dem Brennverlauf abziiglich der Energieéinde-
rung durch Wandwérme- und Blow-by-Verluste. Somit definiert sich dQy tiber
die im Gas freiwerdene Warmemenge pro Grad Kurbelwinkel:

dQu _ g pzy1 - AV
de dy dep

Die Losung von Gleichung (2.22) fithrt mit dem idealen Gasgesetz zu einem
relativ komplizierten iterativen Zusammenhang. Daher werden im Folgenden
einfachere Wege aufgezeigt, um den Heizverlauf zu ermitteln.

(2.21)

(2.22)

2.5.4 Thermodynamische Heizverlaufsberechnung

Bei der Heizverlaufsberechnung nach Hohenberg [34] erfolgt eine Aufteilung
des thermodynamischen Vorganges in eine Verdichtung bzw. Expansion mit
anschliefender Verbrennung. Dadurch ergibt sich ein wesentlich einfacherer
und schnellerer Weg fiir die Berechnung als mit Gleichung (2.22).

Der erste Schritt beinhaltet dabei eine adiabate Verdichtung bzw. Expansion
von dem Volumen V(@4 ) nach V(pp):

Pry(0B) = Pzyi(a) - ng:ﬁg;)m (2.23)

Innerhalb der Winkelposition ¢p wird nun eine isochore (bei konst. Volumen)
Verbrennung angenommen (Abbildung 2.5):

AQu =m- ¢y - [Tzn(ps) — Tzu(vs)] (2.24)

Mit Hilfe des idealen Gasgesetzes

:p/Zyl'V
vl m-R

TZyl = m-R und Té (225)
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erhilt man:

AQu = T - Vi(gn) - [panln) — py(on)] (2:26)

Durch Einsetzen von Gleichung (2.23) in (2.26) ergibt sich schlieBlich die wirk-
same Wérmemenge zu:

Cy

R

AQu = % Vi(gn) - |palon) — pasi(ion) - (W“)H] (2.07)

V(es)

Zur Berechnung des Heizverlaufs ist zusétzlich zu dem Zylinderdruck pzy und

A A
S 5
]
5 3 Vig,)
£ £
N g (@)
Pz\®,
P2,(@4) A A AR
T(®4) V(g,)
P2, (0s) B (2)
, , P\ D,
P (@5) B T(¢,) o
B
T'(@,) 80,10,
@y 7 Kurbelwinkel Entropie S "

Abbildung 2.5: Prinzip der Heizverlaufsberechnung nach Hohenberg

dem Brennraumvolumen V' die Kenntnis der folgenden Gréflen notwendig:

¢y spezifische Wiarmekapazitat des Gases bei konstantem Volumen

R Gaskonstante: 287 kg%K

K Isentropenexponent kK = 1 + cﬂ

Der unbekannte Parameter ist dabei die spezifische Warmekapazitit, welche
eine Funktion der Brennraumtemperatur und Gaszusammensetzung darstellt.
Zur Bestimmung der AGR-Rate und somit zur Ermittlung der Gaszusammen-
setzung wird in Kapitel 4 und 5 der normierte Heizverlauf benotigt. Wiirde der
Heizverlauf mit dem in diesem Abschnitt beschriebenen Verfahren berechnet,
ergdbe sich eine iterative Heizverlaufsberechnung. Um dies zu vermeiden und
einen moglichst einfach zu rechnenden Algorithmus zu erhalten, erfolgt die
Abschéitzung des normierten Heizverlaufs in dieser Arbeit nach einem einfach
zu berechnenden Ansatz von Rassweiler/Withrow [68].
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2.5.5 Heizverlaufsschitzung nach
Rassweiler /Withrow

Die Schitzung des normierten Heizverlaufs nach dem Ansatz von Rasswei-
ler/Withrow erfolgte bereits in einigen vorherigen Arbeiten, sieche zum Bei-
spiel [6], [10] oder [24]. Die Berechnung fand dabei fiir Otto- als auch fiir
Dieselmotoren statt. Um zu verdeutlichen, warum in dieser Arbeit die Heizver-
laufsschétzung nach Rassweiler/ Withrow verwendet wird, erlautert der nidchste
Abschnitt den Vergleich der Heizverlaufsberechnung nach Hohenberg mit der
Heizverlaufsschitzung nach Rassweiler/Withrow.

Der Algorithmus zur Abschéatzung des normierten Heizverlaufs startet mit der
Auswahl eines Druck-Volumen-Paares, pkomp Und Vikomp, aus der Kompres-
sionsphase (bevor die Verbrennung beginnt) und einem Druck-Volumen-Paar,
PExp Und Vi, in der Expansion (nachdem die Verbrennung beendet ist), wie

160,

()
o

N
o

N
o

Zylinderdruck [bar]

—_
o

25 50 100 200
Zylindervolumen [cm3]

Abbildung 2.6: Prinzip der Heizverlaufsschitzung nach Rassweiler/Withrow

in Abbildung 2.6 zu sehen. Mit der Polytropenbeziehung (2.13) werden diese
Druck-Volumen-Paare zum oberen Totpunkt der Kompressionsphase (ZOT)
extrapoliert:

VKom MtKomp
pi{omp = PKomp < Vo p> (228)

VEX e
p/EXp = pEXP( p) (229)

Vmin
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Vinin entspricht dabei dem minimalen Brennraumvolumen. Der Polytropen-
exponent n hat unterschiedliche Werte fiir die Kompression und Expansion.
Daher bezeichnet nkomp den Polytropenexponenten wiahrend der Kompression
und ngyp, den Exponenten wihrend der Expansion. Den maximalen Druckan-
stieg der Verbrennung, welcher in Abbildung 2.6 mit Ap. bezeichnet ist, erhalt
man aus der Differenz der zwei extrapolierten Druckwerte:

ApC = p;Exp - p/Komp (230>

Durch Ersetzen des Endwertes pﬁEXp mit dem aktuellen, ebenfalls auf V,,,;, bezo-
genen Druck pf,(¢), kann nun der Druckanstieg fiir jede Kurbelwinkelposition
¢ innerhalb der Verbrennung berechnet werden:

vV n(p)
809) = 130 ($2) = b (231
n(p) = { "ome lls 9 <0 (2.32)
NExp falls ¢ > 0

Der Quotient zwischen dem Druckanstieg an der Position ¢ und dem ma-
ximalen Druckanstieg Ap,. ergibt schliefilich die Abschédtzung des normierten
Summenheizverlaufs:

_Ap(y)

Qnorm (SO) ~ Apc

(2.33)

Aus der Ableitung nach dem Kurbelwinkel lésst sich der normierte Heizver-
lauf dQ,orm berechnen. Zur Vermeidung eines stark verrauschten Signals wird
dQuorm zuséitzlich mit einem gleitenden Mittelwertfilter gegléttet.

Durch die Normierung befindet sich der Summenheizverlauf Qo immer im
Intervall [0, 1]. Aus diesem konnen verschiedene Merkmale und Kenngrofen
extrahiert werden, welche die Verbrennung charakterisieren. In Kapitel 4 und 5
wird zum Beispiel der 50%-Umsatzpunkt des Heizverlaufs, auch Hso-Umsatz-
punkt genannt, verwendet um, die Abgasriickfithrrate zu bestimmen. Diese
Hxp-Lage ist definiert als Kurbelwinkel, an dem

Qnorm (H50> =0.5 (234)

gilt.

2.5.6 Vergleich der Heizverlaufsberechnungen

In diesem Abschnitt findet sich ein Vergleich der Heizverlaufsberechnung nach
Hohenberg mit der Heizverlaufsschitzung nach Rassweiler/ Withrow.
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Die Berechnung der spezifischen Warmekapazitéit ¢, fiir die Ermittlung des
Heizverlaufs nach Hohenberg erfolgt dabei nach [16]. Fiir die Vergleichbar-
keit der beiden Ansétze wird der Heizverlauf nach Hohenberg auf die maxi-
mal freiwerdende Wérme im Gas normiert. Somit liegen die Ergebnisse bei-
der Ansétze im Intervall [0,1]. Abbildung 2.7 zeigt den normierten Summen-
heizverlauf Q,orm beider Algorithmen exemplarisch an einem Betriebspunkt
(N =1600 [==], pme = 5 bar). In der Darstellung 2.8 sind die dazugehorigen

min

1 T T T T T
Rassweiler/Withrow | T
----- Hohenberg 5 738 5
08— T T Sy 7 SRR SRR
T 0B
g _______________
2
O 04p
T

0 i i i
-40 -20 0 20 40 60 80
Kurbelwinkel [°lKW], 0° = ZOT

Abbildung 2.7: Vergleich des normierten Summenheizverlaufs

Heizverlaufe zu sehen. Diese sind, wie bereits erwéhnt, mit einem gleitenden
Mittelwertfilter gegléttet. Wie leicht zu erkennen ist, erhélt man besonders zu
Beginn der Verbrennung eine sehr gute Ubereinstimmung der beiden Ansétze.
Diese Genauigkeit der Heizverlaufsschatzung nach Rassweiler/Withrow wird
dadurch erreicht, dass der Polytropenexponent der Kompressionsphase nkomp
bekannt ist. Dieser wird im Zuge der Offsetkorrektur des Zylinderdrucksignals
in Kapitel 3 mitberechnet und kann fiir eine genaue Heizverlaufsschiatzung ver-
wendet werden. Die Abweichung der Heizverlaufsschiatzung in der Expansion
ist mafigeblich darauf zuriickzufiihren, dass hier der Polytropenexponent ngyp
nicht bekannt ist und so ein mittlerer Wert fiir den Exponenten angenommen
werden muss. Auf die Bestimmung des 50%-Umsatzpunktes hat dies jedoch
nur eine sehr geringe Auswirkung. Abbildung 2.9 zeigt den Vergleich der Hsg-
Umsatzpunkte im gesamten Drehzahl-Last-Kennfeld. Bei niedrigen Hso-Lagen
findet eine leichte Uberschitzung statt. Die wenigen Ausreifier bei ca. 14 ° KW
entstehen bei hohen Drehzahlen. Insgesamt erzielt die Heizverlaufsschétzung
aber prizise Ergebnisse und dies bei einem sehr geringen Rechenaufwand. Die
Methode von Rassweiler/Withrow wird daher in der vorliegenden Arbeit dazu
verwendet, um den Heizverlauf abzuschétzen.
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[1/°KW]

norm
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H50 nach Hohenberg
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| Rassweiler/Withrow
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Abbildung 2.8: Vergleich des normierten Heizverlaufs
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Abbildung 2.9: Vergleich der Hyy-Lagen

2.5.7 Vormisch- und Diffusionsverbrennung

Der in Abbildung 2.8 dargestellte Heizverlauf teilt sich in eine Vormisch- und
eine Diffusionsverbrennung auf. Die Vormischverbrennung ist dabei der erste
Teil der Verbrennung, bei der Kraftstoff und Luft bereits vor der Verbrennung
gemischt sind. Im Normalfall verbrennt die Voreinspritzung und der erste Teil
der Haupteinspritzung vorgemischt. Dabei entsteht eine sehr schnelle und in
der Regel auch laute Verbrennung. Daher werden moderne Dieselmotoren so
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ausgelegt und angesteuert, dass dieser vorgemischte Teil der Verbrennung nicht
zu grofl wird.

Bei der Diffusionsverbrennung werden Kraftstoff und Luft in der Flamme ge-
mischt. Sie tritt im Normalfall in einem spéten Teil der Verbrennungsphase
auf.

Da sowohl die Vormisch- als auch die Diffusionsverbrennung eine Abhéangig-
keit mit der Abgasriickfithrrate aufweisen, beschéftigt sich Kapitel 4 mit der
empirischen Modellierung der AGR-Rate anhand dieser Grofien.

2.6 Effekte der Abgasriickfiihrung

Wie bereits erwahnt, findet bei aktuellen Verbrennungsmotoren zur Reduzie-
rung der innermotorischen Stickoxidemissionen die Riickfithrung von Abgas
statt. Diese Reduktion der NOx-Emissionen kann im Wesentlichen auf zwei
Effekte zuriickgefiihrt werden:

e Die spezifische Warmekapazitéit des Abgases ist grofler als die der Frisch-
luft, da Wasser und CO, enthalten sind. Daraus resultiert eine geringere
Flammentemperatur, welche eine Reduktion der Stickoxidemissionen zur
Folge hat. Wird das zuriickgefithrte Abgas zusétzlich gekiihlt, verstiarkt
sich dieser Effekt.

e Durch das zuriickgefiihrte, verbrannte Gas wird die Sauerstoffkonzentra-
tion im Brennraum reduziert. Somit steht fiir die Bildung von NOx im
Brennraum weniger Sauerstoff zur Verfiigung.

Bei konstanter Einspritzmenge ist die Reduktion von Sauerstoff im Brenn-
raum gleichbedeutend mit einer Absenkung des Verbrennungsluftverhéltnis-
ses im Abgas [56]. An den iiblichen Applikationspunkten steigen dadurch die
Ruflemissionen an. Dabei ergibt sich, zusétzlich zu der bereits beschriebenen
Problematik — dem Anstieg der Kohlenstoffdioxid-Emissionen (Abbildung 1.1)
— ein weiterer Zielkonflikt.

Wie bereits erwihnt, ergibt sich aus dem beschriebenen Sachverhalt die Forde-
rung nach einer prizisen Regelung und somit auch einer genauen Modellierung
der Abgasriickfiihrrate, um so erhohte Emissionen zu vermeiden.

Die Auswirkungen der AGR-Rate auf die Verbrennung werden genauer in Ab-
schnitt 4.1 erlautert.
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Kapitel 3

Bestimmung des Offsetfehlers
und des Polytropenexponenten
des Brennraumdrucksignals

Zunachst werden in diesem Kapitel bekannte Verfahren zur Berechnung des
Offsetfehlers vorgestellt und deren Nachteile aufgezeigt. Der Hauptteil des Ka-
pitels besteht aus der Beschreibung zweier Verfahren, welche den Offsetfeh-
ler und den Polytropenexponenten mit Hilfe eines Extended-Kalman-Filters
(EKF) berechnen. AbschlieBend werden die Ergebnisse anhand von bestehen-
den Verfahren verglichen. Die Resultate des Kapitels wurden vorab in [46]
verdffentlicht.

3.1 Grundlagen und bisherige Losungsanséitze

Wie bereits in Abschnitt 2.4 erwéhnt, ist das gemessene Zylinderdrucksignal
mit einem Offsetfehler behaftet. Dieser muss modellbasiert oder mit einem
Referenzsensor bestimmt werden. Diese Berechnung sollte nach jeder Verbren-
nung erneut erfolgen, da der Nullpunktfehler signifikant von der mittleren Tem-
peratur des Sensors abhéngt [19].

Bei der Offsetkorrektur mittels Referenzsensor wird meistens ein Saugrohr-
drucksensor verwendet. In [14] und [15] wird der gemessene Zylinderdruck mit
dem Druck im Saugrohr verglichen und somit der Offsetfehler berechnet.

Der Einbau eines Referenzsensors ist mit zusétzlichen Kosten verbunden, da-
her ist die modellbasierte Bestimmung des Nullpunktfehlers geldufiger. Hierbei
wird in den meisten Féllen der Zylinderdruck in der Kompressionsphase mit
einem polytropen Verlauf modelliert, um den Wert des Offsetfehlers berechnen
zu konnen. Wie in Kapitel 3.1.1 néher erldutert, erfolgt in [15], [34] und [44]
die Berechnung des Nullpunktfehlers unter Verwendung eines konstant vorge-
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gebenen Polytropenexponenten. Mit Hilfe der linearen Least-Squares-Methode
und wiederum mit der Vorgabe eines konstanten Polytropenexponenten wurde
in [29], [59], [58] und [74] der Offsetfehler bestimmt.

Der Polytropenexponent in der Kompressionsphase ist ein Maf fiir den Wand-
warmeiibergang wéihrend der Kompression. Da sich dieser Warmeiibergang
wéhrend des Motorbetriebs dndert, d&ndert sich auch der Polytropenexponent.
In [27] wurde daher vorgeschlagen, den Polytropenexponenten in Abhingig-
keit der Kiihlwassertemperatur zu modellieren und den Offsetfehler mit einem
linearen Kalman-Filter zu bestimmen.

Aus physikalischer und signaltheoretischer Sicht ist es sinnvoll, den Offsetfeh-
ler unabhéngig von einem vorgegebenen Polytropenexponenten zu berechnen
(Kapitel 3.2). Verfahren, welche mit der polytropen Beziehung den Offsetfehler
und den Polytropenexponenten schétzen, sind zum einen das Dreipunktver-
fahren nach Randolph [67] und eine nichtlineare Least-Squares-Methode nach
Tunestal, Hedrick und Johansson [74]. Beide Methoden werden am Ende dieses
Kapitels mit dem in dieser Arbeit entwickelten Verfahren verglichen.

Ein weiterer Weg zur Korrektur des Brennraumdruckes wurde in [9] vorgestellt.
Hierbei wird ein modellbasierter Algorithmus auf Basis des 1. Hauptsatzes
der Thermodynamik aufgestellt und iterativ gelost. Dieses Verfahren liefert
genaue Werte, ist allerdings auch sehr rechenintensiv und momentan nicht fiir
Echtzeitanwendungen geeignet. Es wird als Referenzmodell in dieser Arbeit
benutzt (Anhang B.1).

3.1.1 Offsetkorrektur anhand eines vorgegebenen Poly-
tropenexponenten

Bei der sogenannten ,thermodynamischen Nulllinienbestimmung® wird der
Offsetfehler mit Hilfe der polytropen Zustandsdnderung p- V"= konst. an zwei
Messwerten py,(¢) und pm(e + Ap) aus dem Druckverlauf (Abbildung 3.1)
berechnet [15], [34] und [44].

Der Polytropenexponent n wird dabei im Bereich von 100 ° KW bis 65 °KW
vor dem oberen Totpunkt der Kompressionsphase (ZOT) bei einer dieselmo-
torischen Verbrennung im Mittel als n = 1.37 angenommen.

Dadurch ergibt sich, wie in Abschnitt 2.5.2 beschrieben, folgende Beziehung
fiir den Zylinderdruck:

paso + 80) = pua9) - (50 ) 3.1)

Zwischen dem gemessenen Zylinderdruck p,, und dem absoluten Zylinderdruck
pzy1 besteht durch die relative Druckmessung folgende Beziehung:

Pm = PZyl + POfiset (3.2)
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Dabei stellt pogser den Offsetfehler dar. Dieser wird in einem Zyklus als kon-
stant angenommen, daher ist die Druckdifferenz Ap(p) unabhingig von pofset:

Ap(p) = Pulp + Ap) — puly)
= pZyl(SO + A‘P) - pZyl(SO)
Durch Einsetzen der polytropen Beziechung (3.1) in Gleichung (3.3) ergibt sich:

Ap(p)

V(p) )” 1
V(e+Ayp)

(3.3)

(3.4)

pzyi(p) =
(

Der Offsetfehler kann somit durch die Formeln (3.3) und (3.4) berechnet wer-
den:

Poffset = pm(@)_pZyl(Qp)
Ap(p)

V() )”_1

(3.5)

= pm(p) —
<V(¢+Aw)
Um Rauschprozesse und Schwingungen im Drucksignal auszugleichen, werden

mehrere Messpunkte aus einer Kompressionsphase zur Berechnung des Druck-
offsets herangezogen. Anschliefend wird der Mittelwert berechnet.

B

A

Zylinder-
druck

~—

Pm(P+AQ

Ap(9)

Pm(®)

¢ ¢+AQ Ku rbelwinkel=

Abbildung 3.1: Druck- und Winkelwerte fiir die Offsetkorrektur

3.2 Offsetkorrektur und Bestimmung des Po-
lytropenexponenten mittels Kalman-Filter

Um die Anderung des Polytropenexponenten wihrend des Motorbetriebs mit
zu beriicksichtigen, wird in diesem Kapitel der Polytropenexponent zusétz-
lich zum Offsetfehler mitbestimmt. Da in der Kompressionsphase, je nach Ab-
tastrate des Zylinderdrucksignals, eine Vielzahl von Druck-Volumen-Paaren
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vorliegt ist es prinzipiell moglich, Offsetfehler und Polytropenexponent mit
Gleichung (3.5) zu bestimmen. Dabei ergibt sich pro Druck-Volumen-Paar eine
Gleichung mit zwei Unbekannten. Dieses nichtlineare Gleichungssystem wurde
in [74], wie bereits erwihnt, mit einer nichtlinearen Least-Squares-Methode
gelost. In dem Dreipunktverfahren nach Randolph [67] wird Gleichung (3.5)
jeweils an drei Punkten in der Kompressionsphase angewandt:

() - ()
V(p+Ap) V(p+2-Ap)

Die Auflésung des mathematischen Zusammenhanges (3.6) nach dem Polytro-
penexponenten n ist nicht moglich. Daher muss dieser Ausdruck in die Form
n = f(n) gebracht und iterativ gelost werden. Um den Einfluss von Stérungen
im Zylinderdrucksignal zu minimieren, werden méglichst viele Druck-Volumen-
Tripel verwendet und die sich daraus ergebenden Polytropenexponenten an-
schlieend gemittelt. Zur Berechnung des Offsetfehlers wird der resultierende
gemittelte Polytropenexponent anschlieBend in Gleichung (3.5) eingesetzt.

(3.6)

Die in Anhang A beschriebene Theorie des Kalman-Filters wird in den néchs-
ten zwei Unterpunkten auf das beschriebene Problem der Nulllinienfindung
und Bestimmung des Polytropenexponenten angewandt. Im ersten Unterpunkt
3.2.1 werden die Zustandsraumgleichungen fiir ein Extended-Kalman-Filter
préasentiert. Anschlieend erfolgt die Erweiterung dieses Modells in Abschnitt
3.2.2 mit einem Markov-2-Prozess.

3.2.1 Anwendung des EKF

Das nichtlineare Gauf-Markov-Modell zur Beschreibung von Offsetfehler und
Polytropenexponent ist in der Zustandsraumdarstellung (3.7) bis (3.10) be-
schrieben:

z3(¢p)
o+ 80 =n) (7o =) bl 6D
T2(p + Ap) = x3(p) + w2 (p) (3.8)
z3(p + Ap) = 23(0) + w3(p) (3.9)
y(p) = m1(p) + 22(0) + V() (3.10)

Erlduterung der Abkiirzungen:

r1 = pzm = Absoluter Zylinderdruck [bar]
To = pomet — Offsetfehler [bar]
T3 = n = Polytropenexponent [-|

Y = Pm Gemessener Zylinderdruck [bar]
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Wie in Abschnitt 3.1.1 erldutert, wird der absolute Zylinderdruck pzy, mit
der Polytropenbeziehung (3.7) modelliert. Der Offsetfehler pogset und Polytro-
penexponent n werden als stochastische Konstanten mit einem Gaufl-Markov-
Prozess erster Ordnung in den Zustandsgleichungen (3.8) und (3.9) beschrie-
ben. Der gemessene Zylinderdruck p,, setzt sich aus einer Addition von abso-
lutem Zylinderdruck und dem Offsetfehler zusammen, siche Gleichung (3.10).
Prozessrauschen w(y) und Messrauschen v(y) des Systems werden mit weiflem,
gauflverteilten Rauschen modelliert. Daher konnen beide Rauschprozesse, wie
in [52] ausgefiihrt, eindeutig durch das erste und zweite zentrale Moment be-
schrieben werden:

E{w(e)} =0 (3.11)
E{w(e) - w(j)"} = Q- (. 5) (3.12)
E{v(p)} = (3.13)
E{v(p) -v(j)"} = R-d(p,]) (3.14)

Da die Rauschprozesse wy(¢), wa(p) und ws(yp) unabhingig voneinander sind
ist die Kovarianzmatrix () eine Diagonalmatrix:

gu 0 O
Q= 0 g O (3.15)
0 0 gs3

Die Terme der Matrix beschreiben Unsicherheiten und Ungenauigkeiten in
der Modellierung, sieche [53]. So beriicksichtigt zum Beispiel der Parameter
q11, dass der Prozess im Zylinder nur ndherungsweise ein polytroper Prozess
ist. Dies kann zum Beispiel durch Blow-by-Verluste in der Kompressionsphase
auftreten. Da das System nur eine Ausgangsgrofie besitzt, ist die Kovarianz
des Messrauschens R ein Skalar. Dieser ergibt sich aus dem Rauschen des
gemessenen Zylinderdrucksignals. Durch die Variation der Kovarianz R kann
somit auch der Zylinderdruck in der Kompressionsphase unterschiedlich stark
gefiltert werden.

Zur Bestimmung der Zusténde des Zustandsraummodells (3.7) - (3.10) werden
die im Anhang A beschriebenen Kalman-Filter-Gleichungen benutzt. Zusétz-
lich zu den bereits erwéhnten Gréflen bendtigt man fiir diese Schiatzung weiter-
hin den Ausgangsvektor, die Jacobi-Matrix des Systems und die Startwerte fiir
das Kalman-Filter. Der Ausgangsvektor C' und die Jacobi-Matrix A(y) stellen
sich wie folgt dar:

C=[11 0] (3.16)
Q)@ 0 a1(p) - Q)™ - In(Q(p))
A(p) = 0 1 0 (3.17)
0 0 1

mit:
0= (v 59
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3.2.1.1 Bestimmung der Startwerte fiir das Kalman-Filter

Wie in Anhang A néher erldutert, besteht der Kalman-Filteralgorithmus aus ei-
ner Priadiktionsgleichung (time update) und einer Messwertinterpolation (mea-
surement update). Als Startwerte fiir die Pradiktionsgleichungen (A.6)-(A.7)
benétigt man einen Mittelwert 2 fiir jeden Zustand und eine Kovarianzma-
trix Py des Systems. Da der tatsichliche Wert eines Zustandes vor Beginn
der Schétzung nicht bekannt ist, kann lediglich ein Bereich festgelegt werden,
in dem der Zustand liegen kann. Die Wahrscheinlichkeitsdichte wird dabei in
diesem Bereich als konstant angenommen. Somit kénnen die Anfangswerte
der Kovarianzmatrix mit Hilfe der Formel zur Berechnung der Varianz einer
stetigen Gleichverteilung (Herleitung siehe Anhang C) bestimmt werden:

AQ

V(X)—E

(3.18)
Der Parameter A beschreibt dabei den Bereich, in dem der Zustand liegen
kann. Im vorliegenden Fall wird fiir den Offsetfehler angenommen, dass er im
Bereich von +0.5 bar liegt. Somit ergibt sich fiir die initiale Schéitzung von
Offsetfehler und absolutem Zylinderdruck ein A = 1. Dieser Bereich ist fiir
die beiden Zustdande gleich grof}, da der absolute Zylinderdruck ebenfalls mit
dem Fehler des Druckoffsets behaftet ist. Fiir den Polytropenexponenten wird
erwartet, dass dieser im Bereich n = 1.3...1.4 liegt. Somit wird hier ein Wert
A = 0.1 angenommen. Demnach kann die Fehlerkovarianzmatrix P*(0) mit
folgenden Startwerten aufgestellt werden:

2o o0
Pro)=]0 & o (3.19)
0 0 &

12

Die Anfangsmittelwerte £ ergeben sich aus dem arithmetischen Mittel der
Bereichsgrenzen, in denen der jeweilige Zustand liegen kann. Der initiale Off-
setfehler wird als Null angenommen, dadurch ergibt sich, dass der Startwert
fiir den absoluten Zylinderdruck gleich dem gemessenen Zylinderdruck ist. Fiir
den Polytropenexponenten wird ein mittlerer Wert von n = 1.35 angenommen.

3.2.2 Anwendung des EKF mit Markov-2-Prozess

Bei dem zuvor vorgestellten Extended-Kalman-Filter wird der Polytropenex-
ponent als stochastische Konstante mit einem Markov-Prozess erster Ordnung
modelliert. Dies bedeutet, dass der Polytropenexponent von Zyklus zu Zyklus
variieren kann, jedoch innerhalb eines Zyklus als ideal stochastisch konstant
(mit weilem Rauschen modelliert) angenommen wird. Bei Verbrennungsmo-
toren ist der Wandwérmeiibergang in der Kompressionsphase jedoch nicht
konstant [55] und dadurch &ndert sich auch der Polytropenexponent. Diese
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Verdnderung des Polytropenexponenten kann jedoch nicht angemessen mit ei-
nem weiflen Rauschen modelliert werden. Im Folgenden wird das Filter daher
mit einem Markov-Prozess zweiter Ordnung erweitert. Zum besseren Verstéind-
nis sind im Anhang A Markov-Prozesse erster und zweiter Ordnung ndher
erlautert.

Bei der Erweiterung des Kalman-Filters wird mit Hilfe eines zusétzlichen Pa-
rameters x4 die Anderung des Polytropenexponenten iiber den Kurbelwinkel
mitgeschétzt. Somit ist es moglich, einen iiber die Kompressionsphase variablen
Polytropenexponenten genauer zu bestimmen. Durch die Erweiterung wird fol-
gendes Zustandsraummodell aufgestellt:

z1(p + Ap) = z1(p) - (%) v + wi(p) (3.20)
Ta(p + Ap) = x2(p) + wa(p) (3.21)

z3(p + Ap) = z3(p) + T - 24(p) + w3(p) (3.22)
z4(p + Ap) = z4(p) + wa(p) (3.23)

y(p) = 21(p) + 22(0) +v() (3.24)

Erlduterung der Abkiirzungen:

r1 = pzm = Absoluter Zylinderdruck [bar]

Ty = pomset = Offsetfehler [bar]

T3 = N = Polytropenexponent [-]

Ty = 2—2 = Gradient des Polytropenexponenten [1/°KW]|
Y = Dm = Gemessener Zylinderdruck [bar]

Der Parameter T' beinhaltet die Abtastrate des gemessenen Zylinderdrucksi-
gnals. Die in diesem Kapitel prasentierten Ergebnisse wurden mit einer Abta-
strate des gemessenen Zylinderdrucksignals von 7" = 0.1[°KW]| erzielt.

Die Zustandsiibergangsmatrix A erhélt man aus der Jacobi-Matrix der Zu-
standsgleichungen (3.20-3.23):

Q)@ 0 ai(p) - Qp)™@ - In(Qp)) 0
Alp) = 8 (1) (1) ; (3.25)
0 0 0 1

Die Beobachtungsmatrix C' ldsst sich nach Gleichung (3.24) wie folgt aufstellen:

C=[110 0] (3.26)

Fiir die initialen Werte der Kovarianz und der Mittelwerte von absolutem
Zylinderdruck, Offsetfehler und Polytropenexponent werden die berechneten
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GroBlen aus Abschnitt 3.2.1.1 verwendet. Im Bereich zwischen ¢ = —100...0
°KW beziiglich ZOT wird eine Anderung des Polytropenexponenten von n =
1.4 bis n = 1.3 angenommen. Somit ergibt sich fiir den Anfangswert des Gra-
dienten:

An 0.1 1
= ——=———=20.001 3.27
T Ap T 100°KW {KW} (3:27)
Der Bereich, in welchem der Gradient des Polytropenexponenten liegen kann,
wird ebenfalls mit A = 0.1 angenommen. Der Startwert der Varianz ergibt

sich aus Gleichung (3.28):

A% 0.001°
12 12

V(X) (3.28)

Die Fehlerkovarianzmatrix P*(0) wird demnach mit den folgenden Startwerten
aufgestellt:

B0 00
0 % 0 0

PO =] o % e (3.29)
0 0 102 0.0012

12

Da das Prozessrauschen w(y) auch hier stochastisch unabhingig ist, ergibt
sich fiir die Prozessrausch-Kovarianzmatrix () folgende Diagonalmatrix:

¢ 0 0 0
| 0 g2 0 O
C=10 0 g5 0 (3.30)
0 0 0 qu

3.3 Vergleich und Bewertung der Verfahren

Die Schétzung von Offsetfehler und Polytropenexponent wurde mit den fol-
genden Methoden durchgefiihrt: dem Extended-Kalman-Filter (Kapitel 3.2.1),
dem Extended-Kalman-Filter mit Markov-2-Prozess (Kapitel 3.2.2), der nicht-
linearen Least-Squares-Methode nach Tunestal, et al. [74] bzw. [73] und dem
Dreipunktverfahren nach Randolph [67]. In diesem Kapitel werden die Ergeb-
nisse dieser vier Verfahren miteinander verglichen. In Abschnitt 3.3.1 werden
die Methoden mit kiinstlich generierten Druckverldufen getestet und in Ab-
schnitt 3.3.2 mit realen Messdaten. Die Verfahren werden auf das Zylinder-
drucksignal im Bereich von -90 °KW bis -25 °KW vor ZOT angewandt.

3.3.1 Test der Algorithmen mit synthetischen Daten

Die synthetischen Daten wurden mit der polytropen Zustandsdnderung, siehe
Gleichung (3.1), einem konstanten Offsetfehler pogse; und mit einem Mess-
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rauschen v(p) generiert, Gleichung (3.31):

Pu(p) = pzyn() + Potiset + v() (3.31)
mit:  pza(e +Ap) = pzalp) - Qe)"

Die Werte fiir die Simulation wurden wie folgt angenommen:

POffset = 0.5 bar

pa(e = —90°KW) = 2 bar (3.32)

Der Rauschprozess v(p) ist als mittelwertfreier und gauBverteilter Prozess mit
einer Standardabweichung von ¢ & 0.03 bar definiert. Als Erstes wird der Po-
lytropenexponent mit dem Wert n = 1.37 angenommen. Im néchsten Schritt
andert dieser sich linear von n = 1.4 bis n = 1.34. Im Falle des konstanten
Polytropenexponenten wurden 100 Zyklen der Kompressionsphase modelliert.
Bei Verwendung des variablen Polytropenexponenten wird die Identifikation an
einem Zyklus demonstriert. Die Abbildungen 3.2 und 3.3 zeigen den geschéitz-
ten Offsetfehler und Polytropenexponenten iiber 100 Zyklen bei Verwendung
von synthetischen Daten, welche mit einem konstanten Polytropenexponen-
ten erzeugt wurden. Die gestrichelten Linien zeigen die realen Werte und die
durchgezogene Linie die Schitzung der Zustdnde. Wie leicht zu erkennen ist,
erzielen die zwei Kalman-Filter die praziseren Ergebnisse. Das Kalman-Filter
mit Markov-2-Prozess bendétigt eine ldngere Einschwingdauer als das Filter
mit Markov-Prozess erster Ordnung. Dies ist darauf zuriickzufiihren, dass das
Kalman-Filter mit Markov-2-Prozess zusétzlich zu den gesuchten Zustdnden
1 bis x3 die Anderung des Polytropenexponenten x4 mitberechnet.
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Abbildung 3.2: Geschitzter Offsetfehler von synthetischen Daten, welche mit
konstantem Polytropenexponenten erstellt wurden
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Abbildung 3.3: Geschétzter Polytropenexponent von synthetischen Daten,
welche mit einem konstanten Polytropenexponenten erstellt wurden

Unter Verwendung eines variablen Polytropenexponenten zeigt nur das Exten-
ded-Kalman-Filter mit Markov-2-Prozess zufriedenstellende Ergebnisse (Abbil-
dungen 3.4 und 3.5). Da die Least-Squares-Methode (LSM) und das Dreipunkt-
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Abbildung 3.4: Geschitzter Offsetfehler von synthetischen Daten, welche mit
einem variablen Polytropenexponenten erstellt wurden
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verfahren nur einen Wert pro Zyklus liefern, sind die Ergebnisse in den Abbil-
dungen 3.4 und 3.5 mit einer Linie dargestellt. Das Extended-Kalman-Filter
(EKF), die LSM und das Dreipunktverfahren haben immer stationédre Unter-
schiede bei der Schitzung des Offsetfehlers zur Referenz (Abbildung 3.4). Die
Werte von realem und geschéitztem Polytropenexponenten sind beim Kurbel-
winkel p = —25 °KW bei allen vier Verfahren ungeféahr gleich. Der Offsetfehler
und der sich verdndernde Bereich des Polytropenexponenten kénnen allerdings
nur vom EKF mit Markov-2-Prozess prézise geschéatzt werden.
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Abbildung 3.5: Geschitzter Polytropenexponent von synthetischen Daten,
welche mit einem variablen Polytropenexponent erstellt wurden

3.3.2 Test der Algorithmen mit Messdaten

Die Messdaten, an denen die Algorithmen getestet wurden, stammen aus 275
verschiedenen Betriebspunkten, welche das komplette Kennfeld des verwen-
deten Dieselmotors abdecken. Die Berechnung der gesuchten Zusténde fand
an jeweils 100 Zyklen eines Betriebspunktes statt. Angesichts der nicht direkt
messbaren Zustandsgroflen wurde, wie bereits erwéahnt, ein nicht echtzeitfihi-
ges Modell zur Referenzwertberechnung genutzt (Anhang B.1). Aufgrund von
stochastischen Variationen im Zylinderdrucksignal ist es nur schwer moglich,
eine exakte Referenz fiir einen bestimmten Kurbelwinkel auszurechnen. Daher
werden die Referenzwerte iiber einen bestimmten Bereich der Kompressions-
phase gemittelt. Da das verwendete Kalman-Filter mit Markov-2-Prozess eine
Einschwingdauer von ca. 30 °KW benétigt (Abbildung 3.5), wird der Bereich
von -60 °KW bis -25 ° KW vor ZOT zur Referenzwertberechnung benutzt. Um
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einen moglichst guten Vergleich zwischen Referenz und Schitzung zu bekom-
men, wurden die Referenzwerte und die geschétzten Werte in diesem Bereich
gemittelt. In den Abbildungen 3.6 und 3.8 sind die Mittelwerte von Offsetfeh-
ler und Polytropenexponent iiber 100 Zyklen dargestellt. Um die Streuung der
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Abbildung 3.6: Geschitzter Offsetfehler von Messdaten, Mittelung iiber 100
Zyklen
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Abbildung 3.9: Standardabweichung des Polytropenexponenten iiber den
einzelnen Mittelwerten des Polytropenexponenten

Schétzergebnisse von Zyklus zu Zyklus beurteilen zu kénnen, sind in den Ab-
bildungen 3.7 und 3.9 die Standardabweichungen der einzelnen Mittelwerte
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abgebildet. Da gleiche Mittelwerte des Offsetfehlers und des Polytropenexpo-
nenten mehrmals in den Messdaten vorkommen, sind in den Grafiken mehrere
Standardabweichungen pro Mittelwert dargestellt.

Die Ergebnisse zeigen, dass das EKF, welches ein Markov-2-Prozess nutzt,
die besten Ubereinstimmungen mit der Referenz besitzt. Die Standardabwei-
chung, welche hier die Streuung von Zyklus zu Zyklus beschreibt, ist unter
Verwendung der beiden Kalman-Filter am niedrigsten.

3.4 Implementierung im Fahrzeug

Wie im vorangegangenen Abschnitt gezeigt, liefert das Extended-Kalman-
Filter mit Markov-2-Prozess die genauesten Ergebnisse. Dieser Algorithmus
wurde auf dem Rapid-Prototyping-System FI?RE, siehe [66], implementiert.
Abbildung 3.10 zeigt die Ergebnisse der Berechnung des Offsetfehlers und des
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Abbildung 3.10: Geschétzter Offsetfehler und Polytropenexponent im Fahr-
zeugbetrieb
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Polytropenexponenten in instationédren Betriebspunkten im Fahrzeug. Die Auf-
nahme des Zylinderdrucksignals fand, wie auch im letzten Abschnitt, mit einer
Abtastrate von 0.1 ° KW statt. Um stochastische Schwankungen von Zyklus zu
Zyklus zu minimieren, wurde der Polytropenexponent in Abbildung 3.10 iiber
3 Zyklen gemittelt. Wie leicht zu erkennen ist, kann mit dem EKF mit Markov-
2-Prozess in instationdren Betriebspunkten die Verédnderung des Offsetfehlers
und des Polytropenexponenten berechnet werden.

3.5 Zusammenfassung

Dieses Kapitel beschéftigt sich mit dem Vergleich folgender vier Verfahren zur
Berechnung des Offsetfehlers und des Polytropenexponenten: der nichtlinea-
ren Least-Squares-Methode nach Tunestal, et al. [74], dem Dreipunktverfah-
ren nach Randolph [67] und zwei Extended-Kalman-Filter. Im Vergleich zu
herkémmlichen Verfahren der Offsetfehlerkorrektur gehen diese Verfahren von
einem unbekannten Polytropenexponenten aus.

In Abschnitt 3.2.1 wird ein Extended-Kalman-Filter zur Bestimmung von Off-
setfehler und Polytropenexponenten vorgeschlagen, welches ein Gaufl-Markov-
Modell fiir den Polytropenexponenten annimmt. Dieses Modell fiir den Poly-
tropenexponenten wird in Abschnitt 3.2.2 um einen Markov-Prozess zweiter
Ordnung erweitert. Das EKF, welches diesen Markov-2-Prozess nutzt, zeigt
deutliche Vorteile in der Genauigkeit der Schéitzung im Vergleich zu den drei
anderen Verfahren.

Das Kalman-Filter berechnet nicht nur die gesuchten Offsetfehler und Poly-
tropenexponenten, es filtert auch den absoluten Zylinderdruck wéahrend der
Kompressionsphase. Da die nachfolgend beschriebenen Ansétze aber auch den
absoluten Zylinderdruck wihrend der Verbrennung benotigen, ist eine weitere
Filterung des Zylinderdrucksignals notig.

Wie gezeigt wurde, ist es moglich, den Algorithmus in Echtzeit auf aktuellen
Rapid-Prototyping-Systemen zu berechnen. Die meiste Rechenzeit benotigt
dabei der Term Q(¢)"¥): zur Rechenzeitoptimierung kann dieser jedoch in
einem Kennfeld abgelegt werden.

Das vom Offsetfehler korrigierte Zylinderdrucksignal wird in Kapitel 4 und Ka-
pitel 5 zur Bestimmung von Abgasriickfithrrate und Gesamtmasse im Zylinder
benutzt. Der Polytropenexponent wird fiir die im Abschnitt 2.5.5 beschriebene
Schétzung des Heizverlaufs benotigt.
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Kapitel 4

Empirische Modellierung der
Abgasriickfiihrrate (AGR-Rate)

In diesem Kapitel werden zunéchst ganz allgemein die Auswirkungen der Ab-
gasriickfithrung auf den Verbrennungsprozess bei Dieselmotoren erlautert. An-
hand von diesen Auswirkungen werden Merkmale aus dem Heizverlauf ermit-
telt, welche eine gute Korrelation mit der AGR-Rate zeigen. Diese Merkmale
dienen als Messgrofien fiir ein empirisches Zustandsraummodell. Am Ende die-
ses Kapitels wird das gegebene Beobachtungsproblem mit Hilfe eines Extended-
Kalman-Filters gelost. Die Modellierung der Abgasriickfithrrate anhand der
gefundenen Merkmale wurde vorab in [45] verdffentlicht.

4.1 Auswirkungen der Abgasriickfiihrung

Wie bereits in Abschnitt 2.6 erlautert, sinkt mit zunehmender AGR-Rate die
Verbrennungstemperatur und die Sauerstoftkonzentration im Brennraum. Dies
fiihrt bei einer Standard-Verbrennung' in der Regel zur Verlangsamung der
chemischen Reaktionsrate. Dadurch wird im Allgemeinen der Ziindverzug der
Verbrennung vergréfert. In Abbildung 4.1 ist die schrittweise Erhéhung der
Abgasriickfithrrate in einem Betriebspunkt zu sehen. Der 50%-Umsatzpunkt
des Heizverlaufs (Hso) ist bei den abgebildeten Heizverldufen konstant, daher
verschiebt sich das Einspritzprofil bei Erhchung der AGR-Rate zu fritheren
Kurbelwinkelwerten, was einer Zunahme des Ziindverzuges entspricht. Aller-
dings ist die Gastemperatur im Zylinder unmittelbar vor der Ziindung mit
Abgasriickfithrung oftmals hoher als bei geschlossenem AGR-Ventil, wodurch
sich dieser Effekt relativieren kann. So wird zum Beispiel in [4] kein eindeutiger
Zusammenhang zwischen Ziindverzug und der AGR-Rate festgestellt. Durch
die erhohte Gastemperatur kurz vor der Ziindung kann es sogar zur Verkleine-

! Ist hier definiert als eine Verbrennung mit einer oder mehreren Voreinspritzungen, mit
Vormisch- und Diffusionsverbrennung.
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rung des Ziindverzuges bei steigenden AGR-Raten kommen, siehe [41]. Dieser
Effekt wird mafigeblich durch den Kiihler in der Abgasriickfiihrleitung beein-
flusst. Der in dieser Arbeit verwendete Dieselmotor weist eine gute Abhéngig-
keit zwischen AGR-Rate und Ziindverzug auf. Somit bildet der Ziindverzug
die Grundlage des 1. Merkmales.

g
X
o
=
T——AGR=21%
T - - -AGR=30%
Eosp - — AGR =40 %
OC N
O i | i i i
~40 -20 0 20 40 60

Kurbelwinkel [°’KW], 0° = ZOT

Abbildung 4.1: Einspritzposition und normierter Summenheizverlauf (Der
Pfeil kennzeichnet qualitative und quantitative Auswirkungen einer Erhthung
der AGR-Rate.)

Aufgrund der reduzierten Reaktionsrate von Sauerstoff und Kraftstoff bei
Erhohung der Abgasriickfithrrate wird der Umsatz der Vormischverbrennung
ebenfalls verringert (siche Abbildung 4.2). Durch den Anstieg des Ziindver-
zuges aufgrund der Abgasriickfithrung hat jedoch das Kraftstoff-Luft-Abgas-
Gemisch mehr Zeit, sich homogen zu vermischen. Dies kann den Umsatz der
Vormischverbrennung erhéhen [50]. Physikalisch dhnelt ein solcher Betrieb-
spunkt dem HCCI (Homogeneous Charge Compression Ignition)-Betrieb. Da
dieser bei dem untersuchten Motor nicht vorkommt, kann hier prinzipiell da-
von ausgegangen werden, dass der Umsatz der Vormischverbrennung durch
die Erhcéhung der AGR-Rate sinkt. Dieser Effekt dient der Definition des 2.
Merkmales.

Die Verzogerung der chemischen Reaktionsrate aufgrund der AGR fiihrt im
Normalfall zu einer Verschiebung der Diffusionsverbrennung zu spéateren Kur-
belwinkelwerten. Wie in [7] beschrieben, entsteht dadurch ein stérkerer Ver-
brennungsumsatz im Ausbrand (siehe hierzu die Detailansicht in Abbildung
4.2). Dadurch ergibt sich eine Modellierungsmoglichkeit fiir das 3. Merkmal.
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——21% AGR ||
- --30%AGR
----- 40 % AGR |

[1/°KW]

norm

dQ

40 45 50 55 60
Kurbelwinkel [°’KW], 0° = ZOT

Abbildung 4.2: Normierter Heizverlauf (Die Pfeile kennzeichnen qualitative
und quantitative Auswirkungen einer Erhohung der AGR-Rate.)

4.2 Definition der Merkmale

Wie im vorherigen Abschnitt beschrieben wurde, hat die Abgasriickfithrung
beim untersuchten Motor drei mafigebliche Einfliisse auf die Verbrennung und
somit auf den Heizverlauf. Diese drei Einfliisse werden im Folgenden benutzt,
um Merkmale aus dem Heizverlauf zu definieren, welche eine gute Abhéangigkeit
mit der AGR-Rate zeigen. Der hierfiir benétigte Heizverlauf wird nach einer
Berechnung von Rassweiler/ Withrow ermittelt [68] (Abschnitt 2.5.5). Die drei
Merkmale umfassen:

1. Den Ziind- bzw. Brennverzug (Ignition Delay ID): Dieses Merkmal be-
zeichnet das Kurbelwinkelintervall zwischen dem Start der Hauptein-
spritzung und einem noch zu bestimmenden Umsatzpunkt des Heizver-
laufs.

2. Die Rate der Vormischverbrennung (Premixed Combustion Ratio PMC):
Die PMC ist als Flache unter dem Maximum des normierten Heizver-
laufs dQuorm definiert. Start- und Endpunkte beziiglich des Maximums
werden noch ermittelt.

3. Die Rate der Diffusionsverbrennung (Mixing-Controlled Combustion Ra-
tio M CC): Diese kennzeichnet die Fldche unter dem normierten Heizver-
lauf im Ausbrand. Die Intervallbreite sowie der Anfangspunkt sind noch
zu ermitteln.
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Ziel ist es, die Intervallgrenzen der Merkmale so zu legen, dass eine méglichst
hohe Abhéngigkeit zwischen der AGR-Rate und den Merkmalen vorliegt. Dazu
wurden die einzelnen Intervallgrenzen variiert und Korrelationsanalysen durch-
gefithrt. Da der Zusammenhang zwischen den Merkmalen und der AGR-Rate
nicht linear, sondern quadratisch ist (Anhang D), erfolgte diese Analyse un-
ter Verwendung der quadratischen AGR-Rate. Zur Merkmalsdefinition wurden
53 AGR-Raten-Variationen im typischen AGR-Bereich bei 1000 < N < 3000
[--] mit einem effektiven Mitteldruck von bis zu 12 [bar| aufgenommen. Die
erfassten Druckdaten wurden offsetkorrigiert, gefiltert sowie iiber 100 Zyklen
(falls nicht ausdriicklich anders angegeben) gemittelt. Aus den konditionier-
ten Druckdaten erfolgt dann die Heizverlaufsschatzung nach der Methode von
Rassweiler/Withrow (sieche Abschnitt 2.5.5) und anschlieflend die Berechnung
der Merkmale.

4.2.1 Brennverzug

Der Brennverzug (Ignition Delay I D) wird definiert als Kurbelwinkelintervall
zwischen dem Start der Haupteinspritzung HES und einem gewissen Umsatz-
punkt des Summenheizverlaufs H,,:

ID = H,, — o(HES) (4.1)

Der Umsatzpunkt H,, soll so gew#hlt werden, dass eine optimale Abhéangig-
keit zwischen Brennverzug und AGR-Rate vorliegt. Abbildung 4.3 zeigt den
gemittelten Korrelationskoeffizienten 7y, iiber alle 53 Betriebspunkte bei der
Variation des Umsatzpunktes H,.

i i i
10 20 30 40 50 60 70 80 90
HXX Umsatzpunkte

Abbildung 4.3: Korrelation zwischen Brennverzug und AGR-Rate

Die Berechnung des Korrelationskoeffizienten erfolgt hierbei nach [47]:

Yy (@ack; — Facr)(ID; — ID)
VM (@acny — Facn)? /S, (ID; — TD)?

(4.2)

T'korr =
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Wie leicht zu erkennen ist, steigt die Abhéngigkeit des Brennverzuges mit der
Abgasriickfithrrate bei der Wahl eines hoheren Umsatzpunktes. Die stochas-
tische Variation des Brennverzuges von Zyklus zu Zyklus nimmt allerdings
bei der Wahl eines hohen Umsatzpunktes stark zu. Abbildung 4.4 zeigt die
gemittelte Standardabweichung der einzelnen Umsatzpunkte bei konstantem
Einspritzprofil, welche zur Berechnung des ID benutzt werden kénnen. Als
Kompromiss zwischen hohem Korrelationskoeffizienten und niedriger Streu-
ung von Zyklus zu Zyklus wird ein Umsatzpunkt von H,, = Hsy gewahlt.

N
T
\w

Streuung [°KW]
w

o —)

I 1
30 40 50 60 70 80 90
HXX Umsatzpunkte

Abbildung 4.4: Gemittelte Standardabweichung der Umsatzpunkte

4.2.2 Vormischverbrennung

Die Rate der Vormischverbrennung PMC' ist definiert als die Fléache des nor-
mierten Heizverlaufs mit dem Startwert Spy;c und dem Endwert Epyre:

Epmc d norm
PMC = / %—d@ = Qnorm(EPMC> - Qnorm(SPMC) (43>
Spmc 2

wobei der Startwert und der Endwert das globale Maximum von dQ, o, ein-
schlielen, siche Abbildung 4.5:

[1/°KW]
o N A O @

norm

dQ

i i i i A
0 10 20 30 40 50 60 70 80
Kurbelwinkel [°KW], 0°=ZOT

Abbildung 4.5: dQ,o;m mit Start- und Endpunkten fiir die Merkmale
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Um die beste Korrelation zu finden, wurden Spyc und Epye zunédchst sym-
metrisch in Bezug auf das globale Maximum des Heizverlaufs variiert. Wie im
Folgenden in Abbildung 4.6 dargestellt, ergab diese Variation bei einer Inter-
vallbreite von + 17 ° KW den besten Korrelationskoeffizienten.

0.98
0.96
0.94

8092

0.9F /
0.88
0.86

Symmetrische Intervallbreite bzgl. Max. dQnorm [PKW]

Abbildung 4.6: Korrelation zwischen PMC und der AGR-Rate

Um zu iiberpriifen, ob eventuell bei einer nicht symmetrischen Aufteilung der
Punkte bessere Ergebnisse erzielt werden konnen, wurden noch weitere Ana-
lysen durchgefiihrt. Dazu wurden alle moglichen Kombinationen des Start-
und Endpunktes im Bereich von -25 °KW bis 25 °KW bzgl. dem Maximum
des normierten Heizverlaufs fiir Korrelationsanalysen verwendet. Dies ergab
eine Bestétigung des symmetrischen Intervalls von 4+ 17 °KW begziiglich des
Maximums von dQ,orm.

4.2.3 Diffusionsverbrennung

Analog zur Rate der Vormischverbrennung lisst sich die Rate der Diffusions-
verbrennung M CC' als Fliche unter dem normierten Heizverlauf berechnen:

B Ence dQnorm _
MCC = d—d(p — Qnorm(EMCC) - Qnorm(SMCC) (44)
Smcec v

Der Startwert Sy;cc und Endwert Ej;cc sind exemplarisch in Abbildung 4.5
dargestellt. Um die optimalen Werte zu finden, wurde die Korrelationsanalyse
mit Intervallen verschiedener Linge und verschiedenen Startpunkten durch-
gefithrt. Abbildung 4.7 zeigt den Korrelationskoeffizienten bei unterschiedli-
chen Intervalllingen mit dem jeweiligen optimierten Startpunkt des Intervalls.
Dieses Merkmal zeigt iiber einen weiten Intervallbereich eine sehr hohe Kor-
relation mit der AGR-Rate. Daher kann das Intervall mit einer Lénge von 3
°KW bis 20 °KW gewéhlt werden. Je nach Wahl verschiebt sich dabei der zu
wihlende Startpunkt von 45 ° KW nach ZOT (bei kleinster Breite) bis 38 ° KW
nach ZOT (bei einem Intervall von 20 °KW).



4.2 DEFINITION DER MERKMALE 47
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Abbildung 4.7: Korrelation zwischen MCC und der AGR-Rate

Je groBer die Intervallbreite gewihlt wird, desto groBer wird auch die Anderung
des Merkmals bei Variation der AGR-Rate. Nachteilig wirkt sich allerdings
aus, dass bei steigender Intervallbreite auch die Schwankungen von Zyklus zu
Zyklus im Merkmal zunehmen. Als Kompromiss zwischen groffem Signalhub
und Reproduzierbarkeit wird die Intervallbreite auf 10 °KW gelegt. Dadurch
ergibt sich ein optimaler Startpunkt von 41 °KW nach ZOT.

4.2.4 Zusammenfassung

In Tabelle 4.1 sind nochmals die ermittelten Parameter und Winkelwerte der
letzten Abschnitte zusammengefasst. Wie gut zu erkennen ist, hat die Rate
der Diffusionsverbrennung M CC' den hochsten Korrelationskoeffizienten. Die-
ser gibt an, wie gut die Merkmale linear von der quadratischen AGR-Rate
abhéngen.

Merkmal  Start Ende Tkorr
1D Start Haupteinspritzung Hso 0.96
PMC -17 ° KW bzgl. Max. dQnorm 17 °KW bzgl. Max. dQnorm  0.978
MCC 41 °KW nach ZOT 51 ° KW nach ZOT 0.99

Tabelle 4.1: Ergebnisse der Korrelationsoptimierung

In Anhang D sind exemplarisch die Abhéngigkeiten der M CC' mit der AGR-
Rate dargestellt. Wie bereits erwéhnt, ist der Zusammenhang zwischen den
Merkmalen und der AGR-Rate anndhernd quadratisch. Dies wird im nach-
folgenden Abschnitt dazu genutzt, um anhand der Merkmale ein empirisches
Zustandsraummodell zu erstellen.
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4.3 Zustandsraumdarstellung

Im folgenden Abschnitt findet die Verwendung der zuvor definierten Merk-
male in drei Messgleichungen eines Zustandsraummodells statt. Dabei werden
die Merkmale als Funktion der AGR-Rate mit einem Polynom 2. Ordnung
beschrieben:

Merkmal = ag + a1 - Tagr + @z - Tagg (4.5)

Wie in Anhang D verdeutlicht, sind die Merkmale nicht nur von der AGR-
Rate, sondern auch von Motordrehzahl und Last abhéngig. Daher wurden die
Parameter der Polynome bei verschiedenen Drehzahlen /N und indizierten Mit-
teldriicken p,; berechnet. Dies erfolgte mit Hilfe der Least-Squares-Methode
an den im vorherigen Abschnitt verwendeten Messdaten. Der Referenzwert
fiir die AGR-Rate wurde dabei mit Hilfe der in Anhang B.2 beschriebenen
Methodik bestimmt. Die sich ergebenden Kennfelder sind in Abschnitt 4.3.1
exemplarisch fiir die MCC' dargestellt. Gleichungen (4.7-4.9) beschreiben die
Messgleichungen des Zustandsraummodells.

Fiir die AGR-Rate wird vereinfacht angenommen, dass ihr keine gesonderte
Dynamik zugrunde liegt und diese sich vereinfacht als stationére Zustands-
grofle betrachten ldsst. Sie wird demzufolge in Gleichung (4.6) als stochastische
Konstante modelliert:

z(k+1) =x(k) + w(k) (4.
ag(N, pmi) - 22 (k) 4+ v1 (k) (4.
(4.
(4.

Erlduterung der Abkiirzungen:

r = xacr = AGR-Rate [%]

y1 = ID = Brennverzug ["KW]

yo = PMC = Rate der Vormischverbrennung [-]
ys = MCC = Rate der Diffusionsverbrennung [-]

Das Abtastintervall des Systems betrédgt ein Arbeitsspiel, da in jedem Zyklus
aus den Druckverlaufsdaten zunédchst der Heizverlauf und daraus die benotig-
ten Merkmale berechnet werden.

Analog zu Kapitel 3 erfolgt die Modellierung des Prozessrauschens w(k) und
Messrauschens v(k) mit weiflem, gauBverteilten Rauschen. Daher konnen er-
neut beide Rauschprozesse eindeutig durch das erste und zweite zentrale Mo-
ment beschrieben werden:

E{w(k)} =0 (4.10)

E{w(k) - w(5)"} = Q- 6(k, j) (4.11)
E{u(k)} =0 (4.12)
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E{uv(k)-v(j)'} = R-6(k,j) (4.13)

Die Kovarianz des Prozessrauschens @) ist eine skalare Grofle, da das System
nur einen Zustand besitzt. Der Abschnitt 4.4 beschreibt den Einfluss und die
Wahl von () auf die Stabilitat des Filters.

Da die Rauschprozesse vy (k), vo(k) und vs(k) unabhéngig voneinander ange-
nommen werden ist die Kovarianzmatrix R eine Diagonalmatrix:

1 0 0
R = 0 T29 0 (414)
0 0 T33

Durch die Terme der Kovarianzmatrix r;; bis r33 kénnen die Unsicherheiten
der einzelnen Messgleichungen (4.7-4.9) mitberiicksichtigt werden. Prinzipiell
sollte die Rauschintensitat umso groffer gewéhlt werden, wenn der ermittelte
Korrelationskoeffizient kleiner bzw. das Merkmal im Betrag grofer ist.

4.3.1 Abhingigkeiten der Merkmalsparameter

Wie bereits erwéhnt, sind die Merkmalsverldufe zwar hauptséchlich abhéngig
von der AGR-Rate, es zeigt sich jedoch auch ein gewisser Einfluss von Drehzahl
N und Last py;. Deshalb bietet es sich an, die Polynomparameter fiir die drei
Merkmale in Kennfeldern iiber diese beiden Grofien abzulegen.

-4 Kennfeld MCC -3 Kennfeld MCC

x 10 x 10

15

| 10 40 |
0 5 0 5

N [1sf 0 “p,_[bar] N [1sf 0 “p_ [bar]
Kennfeld MCC

15

— 10
0 5
N [1/s]2 0 p,.. [bar]

Abbildung 4.8: Kennfelder der Rate der Diffusionsverbrennung
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Somit ergeben sich neun abzulegende Kennfelder. Abbildung 4.8 zeigt bei-
spielhaft die errechneten Kennfelder fiir die Rate der Diffusionsverbrennung
MCC'. Hieran lasst sich erkennen, dass die Merkmalspolynome hauptséchlich
im Absolutwert dy betriebspunktabhéngig sind. Die Kennfelder fiir die ande-
ren Merkmale sehen prinzipiell &hnlich aus, haben jedoch andere Wertebereiche
(siehe Anhang E).

4.4 Bestimmung der AGR-Rate mittels des
Kalman-Filters

Die Bestimmung der AGR-Rate erfolgt in diesem Abschnitt anhand des zuvor
beschriebenen Zustandsraummodells und mit Hilfe der in Anhang A beschrie-
benen Kalman-Filter-Gleichungen. Als Erstes werden die hierfiir benotigten
Matrizen aufgestellt und anschlieffend die Anfangsbedingungen berechnet. In
Abschnitt 4.4.2 erfolgt die Validation des Kalman-Filters mit Hilfe von Priif-
standsdaten und abschliefend werden die Ergebnisse der Implementierung im
Fahrzeug vorgestellt.

4.4.1 Anfangsbedingungen und Matrizen fiir das EKF

Wie auch in Kapitel 3 besitzt das Zustandsraummodell (4.6-4.9) keine Ein-
gangsgrofle. Daher werden nur die Zustandsiibergangsmatrix A und die Aus-
gangsmatrix C fiir die Kalman-Filter-Gleichungen benétigt. Aufgrund der Tat-
sache, dass die Abgasriickfithrrate den einzigen Zustand des Systems darstellt,
ist die Zustandsiibergangsmatrix A ein Skalar:

A=1 (4.15)

Den benotigten Ausgangsvektor C' fiir das Kalman-Filter erhédlt man aus der
Jacobi-Matrix der 3 Messgleichungen (4.7-4.9):

al(Napmi) +2- a’Q(vami) ' l‘(k‘)
C(k) = | bi(N,pmi) + 2 bo(N, pi) - z(k) (4.16)
di(N, pmi) + 2 do(N, pmi) - z(k)

Zur Berechnung der Anfangswerte (Mittelwert 2§ und Kovarianz B;") wird die
Annahme getroffen, dass die AGR-Rate im Bereich von 0 % bis 50 % mit einer
stetigen Gleichverteilung vorliegen kann. Nach Anhang C ergibt sich somit ein

Anfangsmittelwert von:
5 =25% (4.17)

und eine Anfangskovarianz von:

A% (Zmax — Tmin)’
pr=— = max  Tmm o908 4.18
0 12 12 (4.18)
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4.4.2 Ergebnisse anhand von Priifstandsdaten

In diesem Abschnitt erfolgt die Anwendung der Kalman-Filter-Gleichungen
(A.6-A.10) auf das zuvor beschriebene Zustandsraummodell. Hierfiir wurde ei-
ne zweite Messreihe am Priifstand gefahren, welche das Drehzahl-Last-Kennfeld
im Bereich von 1000 < N < 3000 [--] mit einem effektiven Mitteldruck von
bis zu 12 [bar] umfasst. Dies entspricht dem Bereich, in welchem die Kennfel-
der fiir die Merkmalsparameter erstellt wurden. Der Zylinderdruck wurde vom
Offsetfehler korrigiert und mit einem gleitenden Mittelwertfilter geglittet. An-
schlielend erfolgte die Schétzung des normierten Heizverlaufs nach Abschnitt
2.5.5. Die aus diesem Heizverlauf berechneten und iiber alle 6 Zylinder gemit-
telten Merkmale dienen als Eingangsgrofie fiir das Kalman-Filter. Abbildung
4.9 zeigt den Einfluss des Prozessrauschens @) bei jeweils gleicher Wahl des
Messrauschens. Wird der Filterparameter () klein genug gewahlt, erhélt man
eine gute Filterung der Zustandsgrofle xagr. Wie in Abbildung 4.9 wahrend
der ersten Arbeitsspiele zu sehen ist, steigt dadurch allerdings die Einschwing-
dauer des Filters an. Bei der Wahl eines hohen Wertes fiir die Kovarianz des
Prozessrauschens vertraut das Filter den drei Messgleichungen mehr. Aufgrund
von stochastischen Schwankungen in der Verbrennung von Zyklus zu Zyklus
erhéilt man dadurch eine stérker verrauschte Schéitzung der Abgasriickfiihrrate.
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Abbildung 4.9: Einfluss des Filterparameters Q
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Um den Einfluss der Kovarianz des Messrauschens R zu verdeutlichen, wur-
den die Kalman-Filter-Gleichungen nur auf die Messgleichung der Diffusions-
verbrennung angewandt. Die Abbildung 4.10 zeigt die dabei entstandenen Er-
gebnisse bei konstantem Filterparameter (). Wie leicht zu erkennen ist, wird
das Filter bei der Wahl eines zu groflen Filterparameters R sehr trédge. Dies
liegt daran, dass sich die maximal mogliche Verstirkung des Kalman-Filters
beschrankt, falls die Kovarianz des Messrauschens zu grof§ gewahlt wird.

In Abbildung 4.11 sind auf der linken Hélfte die eingeschwungenen Schétzwer-
te des Kalman-Filters gegeniiber den Referenzwerten der AGR-Rate (Anhang
B.2) aufgetragen. Der gezeigte Korridor in der Darstellung betrigt +£4 %. Auf
der rechten Hélfte der Abbildung ist die Standardabweichung fiir jeden einzel-
nen Betriebspunkt iiber den jeweiligen Mittelwert der AGR-Rate dargestellt.
Da gleiche Mittelwerte der AGR-Rate mehrmals in den Messdaten vorkommen,
sind in der Grafik mehrere Standardabweichungen pro Mittelwert dargestellt.

Zur Berechnung der Standardabweichung wurde das Kalman-Filter in jedem
der 100 Zyklen jeweils 100 mal durchlaufen. Dadurch konvergiert die AGR-
Rate fiir jeden Zyklus zu dem Punkt, welcher nach den Merkmalen richtig
ist. Somit stellt sich eine Verteilung der Abgasriickfiihrrate iiber die 100 Zy-
klen ein, welche direkt aus den Schwankungen der Merkmale resultiert. Diese
Art der Darstellung wurde gewéhlt, um die zwei in dieser Arbeit entwickelten
Ansiitze zur AGR-Raten-Berechnung miteinander vergleichen zu kénnen. Auf
Abbildung 4.11 wird nochmals in Kapitel 5 eingegangen. Die Streuung der
AGR-Rate von Zyklus zu Zyklus steigt bei AGR-Raten um ca. 20 % deut-
lich an. Die AGR-Raten mit einer besonders hohen Streuung treten vermehrt
bei hoheren Drehzahlen auf. Die Abbildung 4.12 verdeutlicht diesen Zusam-
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Abbildung 4.11: Mittelwerte und Streuungen der AGR-Rate
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menhang exemplarisch an zwei Betriebspunkten. Die AGR-Raten-Berechnung
erfolgte dabei wiederum mit 100 Iterationen pro Zyklus. Durch die stirkere
Streuung der Merkmale bei héheren Drehzahlen ergibt sich eine Drehzahl-
abhéngigkeit der Filterkonvergenz. Steht dem Filter nur eine Iteration pro
Arbeitsspiel zur Verfiigung, ergeben sich die in Abbildung 4.13 dargestellten

N=1400 1/min pme=6 bar

10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
N=3000 1/min pme=6 bar

25 ? ? ? ? ? ? ? ? ?

60 70 80 90 100
Arbeitsspiele

15 ! ! ! ! !
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Abbildung 4.12: Drehzahlabhingige Streuung (Referenzwerte strich-
punktiert)

—_ 25 T T T T T T T T T
X - - - S S S -
g 20f T
Sl [ N=tooortming
e 10 20 3 40 50 60 70 8 9 100
S e
N e e e s v
& | ——N=2200[1/min] |
15 1 1 1 1 1 1 I I I
, 10 20 30 40 50 60 70 8 90 100
S ; ; ; ; ; ; ' ; -
S | ——N=30001/min] |
FOMNL
< g
15 i i i i i i i

10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
Arbeitsspiele

Abbildung 4.13: Drehzahlabhénginge FEinschwingdauer (Referenzwerte
strichpunktiert)
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Verldufe. Ab einer Drehzahl von N > 2200 [min’l] benotigt das EKF ei-
ne wesentlich langere Konvergenzzeit. Griinde hierfiir liegen in einer erhohten
Streuung des Drucksignals bzw. des Heizverlaufs. Bei hheren Drehzahlen tritt
besonders im Kurbelwinkelintervall, in welchem die M C'C' berechnet wird, ver-
mehrt ein starkes hochfrequentes Rauschen auf. Dies konnte selbst durch die
angewandte Glattung des Heizverlaufs, Kapitel 2.5.5, nicht komplett ausgefil-
tert werden.

4.4.3 Ergebnisse im Fahrzeugbetrieb

Um das Kalman-Filter auch im transienten Fahrzeugbetrieb zu testen, wurde
dieses auf einer Daimler-spezifischen Rapid-Prototyping-Plattform implemen-
tiert. Die Filterung und Berechnung des absoluten Zylinderdruckes sowie die
Heizverlaufsschiitzung finden dabei auf dem FI2RE-Steuergeriit statt. Wie auch
bei den Priifstandsdaten werden die aus dem Heizverlauf berechneten Merk-
male iiber ein Arbeitsspiel gemittelt und an das Kalman-Filter iibergeben.

Abbildung 4.14 zeigt die Ergebnisse der empirischen Berechnung der AGR-
Rate bei einer Iteration pro Arbeitsspiel. Dabei wird die berechnete Abgas-
riickfithrrate und die Kovarianz des aktuellen Zyklus als Anfangsbedingung fiir
das néchste Arbeitsspiel verwendet. In den ersten 2 Sekunden des Messfens-
ters ist eine gute Ubereinstimmung zwischen geschitzter AGR-Rate und der
Referenz zu sehen. Die langsame Anderung kann von dem Kalman-Filter nach-
vollzogen werden. Die Kovarianz ist in dieser Zeit erwartungsgeméaf sehr klein.
Im Intervall zwischen 2 und 4 Sekunden sinkt die AGR-Rate sehr schnell ab. Da
das Kalman-Filter bei 2 Sekunden bereits eingeschwungen ist, ist die Kovarianz
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Abbildung 4.14: Ergebnis mit einer Iteration pro Arbeitsspiel
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sehr klein und die resultierende Kalman-Verstirkung ist beschréankt. Daher
kann das Filter der schnellen Anderung der SchétzgréBe nicht folgen. Erst mit
dem Anstieg der Kovarianz kann die Schéitzgrofle der Referenz langsam wie-
der folgen. In der Zeit zwischen 4 und 8 Sekunden steigt die Referenz wieder
an. Die geschitzte AGR-Rate kann sich der Referenz erst wieder anndhern,
sobald diese einige Sekunden konstant ist. Die Problematik ist hauptséchlich
darin begriindet, dass die Zustandsraumgleichungen (4.6) bis (4.9) von einer
stationdren AGR-Rate ausgehen. Eine mogliche Losung dieses Problems konn-
te zum Beispiel die Kopplung der Residuensequenz an die Kovarianz sein [80].
Dabei wiirde die Kovarianz kiinstlich vergréflert, falls instationédre Betriebs-
punkte vorldgen. Alternativ kénnte das Prozessrauschen @) grofler gewihlt
werden, allerdings ergébe sich somit ein stark verrauschtes Schétzergebnis.

Da der Filteralgorithmus nur wenige Rechenoperationen benétigt, ist aber auch
ein mehrmaliges Durchlaufen des Filters pro Arbeitsspiel moéglich. Abbildung
4.15 zeigt das Ergebnis bei 25 Iterationen pro Arbeitsspiel. Dabei wurden die
Anfangsbedingungen des Kalman-Filters vor jedem Arbeitsspiel neu initiali-
siert. Es ist deutlich zu erkennen, dass der Algorithmus keine Probleme hat,
dem Referenzwert zu folgen. In einigen Betriebspunkten ist ein Offset zwi-
schen Referenz und Schétzwert vorhanden. Dies lésst sich auf den empirischen
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Abbildung 4.15: EKF mit 25 Iteration pro Arbeitsspiel
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Charakter des Modells zuriickfiithren. Da das Einspritzprofil beim Fahrzeugmo-
tor teilweise anders appliziert war als das Einspritzprofil am Priifstand, passen
die aus den Priifstandsdaten ermittelten Abhéngigkeiten der Merkmalspara-
meter nicht einwandfrei zum Versuchsfahrzeug. Verédndert sich zum Beispiel
das Kraftstoff-Mengenverhéltnis von Voreinspritzung zu Haupteinspritzung, so
kann die AGR-Rate nicht mehr prézise mit der Rate der Vormischverbrennung
beschrieben werden.

4.5 Zusammenfassung

In diesem Kapitel wurden anfangs die Auswirkungen der Abgasriickfiithrrate
auf die Verbrennung untersucht und erldutert. Es stellten sich 3 Merkmale der
Verbrennung heraus, die eine besonders gute Abhéngigkeit mit der AGR-Rate
zeigen:

e der Brennverzug (ID),
e die Rate der Vormischverbrennung (PMC'),

e die Rate der Diffusionsverbrennung (M CC).

Diese Abhéngigkeiten werden in Unterkapitel 2.5.5 aus dem normierten Heiz-
verlauf berechnet. Anhand einer Vielzahl von Messungen, in welchen die AGR-
Rate variierte, wurden die Merkmale im Hinblick auf die Korrelation der Ab-
gasriickfithrrate optimiert. Mit Hilfe der optimierten Merkmale und der gemes-
senen AGR-Variationen erfolgte die empirische Beschreibung eines Zustands-
raummodells. Die Validation des Modells erfolgte mit Hilfe eines Extended-
Kalman-Filters anhand eines zweiten Messdatensatzes, welcher den Bereich
zwischen 1000 < N < 3000 [--] bei einem effektiven Mitteldruck von bis zu
12 [bar| abdeckt. Den Abschluss des Kapitels bilden die Ergebnisse des Filters
im Fahrzeugbetrieb.

Mit der gezeigten Methodik ist es moglich, im stationdren Betrieb die Ab-
gasriickfiihrrate mit einer absoluten Abweichung von 4 % gegeniiber der in
Anhang B.2 beschriebenen Referenz zu berechnen. Als nachteilig zeigt sich bei
dem Verfahren allerdings, dass besonders bei hheren Drehzahlen eine grofie
Streuung von Zyklus zu Zyklus in der Schiatzung der Abgasriickfithrrate auf-
tritt. Dies ist unter anderem darin begriindet, dass die hier verwendeten Merk-
male direkt aus der Phase der Verbrennung stammen. Die grofiten stochasti-
schen Schwankungen von Zyklus zu Zyklus des Zylinderdrucksignals treten
gerade in der Verbrennung auf.

Ein weiterer Nachteil besteht, wie bereits erwéihnt, in dem empirischen Cha-
rakter des Modells. Dadurch kann eine préizise Bestimmung der AGR-Rate
nur in Bereichen erfolgen, in welchen die Bedatung der Merkmalsparameter
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stattfand. AuBerdem ist die Ubertragbarkeit des Modells zu einem anders ap-
plizierten Motor schwierig. Andert sich zum Beispiel das Einspritzprofil, ergibt
sich eine andere funktionale Abhéngigkeit der Merkmale mit der AGR-Rate.
Bei der Ubertragung des Modells auf andere Motoren ist daher unbedingt auf
die gleiche Applikation des Einspritzprofils zu achten.

Um einen Ansatz zu erhalten, welcher moglichst unabhéngig von der Appli-
kation eines verwendeten Motors ist, wird im nachfolgenden Kapitel ein weit-
gehend physikalisch motivierter Ansatz gewéhlt, der sich hauptséchlich auf
Zylinderdruckwerte vor und nach der Verbrennung stiitzt.
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Kapitel 5

Physikalische Modellierung der
Zylinderfiillung

Dieses Kapitel befasst sich mit der Herleitung eines weitestgehend physikali-
schen Ansatzes zur Bestimmung der Zylinderfiillung. Auf die Verwendung em-
pirischer Funktionsansétze wurde dabei nach Méglichkeit verzichtet, um eine
gute Ubertragbarkeit des Algorithmus auf verschiedene Motoren zu gewéihr-
leisten. Dieses Kapitel beschreibt zu Beginn die Modellierung der Zylinder-
fiilllung bei geschlossenen Einlass- und Auslassventilen mit Hilfe des gemes-
senen Zylinderdrucksignals. Der daraus resultierende Ansatz besitzt als Ein-
gangsgrofle die Ansaugmasse eines Zylinders und als Ausgangsgrofie die exter-
ne Abgasriickfithrrate. Zur Berechnung der Ansaugmasse wird ein Luftpfad-
modell verwendet, welches wiederum die Abgasriickfiihrrate als Eingangsgrofie
benotigt. Die Bestimmung der AGR-Rate und der Ansaugmasse findet durch
eine Kombination der beiden Modelle in einem iterativen Algorithmus statt.
Ergebnisse des entwickelten Modells anhand von Priifstandsdaten und Resul-
taten der Implementierung im Fahrzeug runden dieses Kapitel ab.

5.1 Grundlagen und bestehende Ansitze

In diesem Abschnitt werden kurz die Grundlagen und bestehenden Ansétze
erldutert, mit deren Hilfe die Modellierung des thermodynamischen Ansatzes
zur Bestimmung der Zylinderfiillung erfolgt.

5.1.1 Ladungseffizienz

Zu Beginn der Modellbeschreibung wird in Abschnitt 5.2 ein Term eingefiihrt,
welcher die energetische Effizienz der Ansaugmasse beschreibt. Die Modellie-
rung dieser Effizienz erfolgt in Anlehnung an einen Ansatz, welcher 2002 von
Mladek [57] entwickelt wurde. Dabei wird die Zylinderfiillung eines Ottomotors
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durch eine sogenannte Ladungseffizienz (Charge Efficiency)

Mmin
. = 5.1
e = (5.1)

definiert. Hierbei stellt my;, eine minimale Zylinderfiillung dar, welche bei
idealer Verbrennung auftritt und my.; die Zylinderfiillung bei realer Verbren-
nung. Fiir die beiden Massen gilt:

Mmin = %]j . (Lst + 1) (52)
1 1
Miot = T 7 ~° @ “Azyt - (Lsy + 1) (5.3)

1—ay, CoC H,

Dabei beschreibt Qg die freigesetzte Verbrennungsenergie, H, den unteren
Heizwert des Kraftstoffs, Ly den stochiometrischen Luftbedarf, CoC das Merk-
mal fiir die Vollstdndigkeit der Verbrennung, x;, den Massenanteil des Ver-
brennungsgases und Az, das im Zylinder vorherrschende Verhéltnis von Luft
zu Kraftstoff. Da dieser Ansatz fiir einen saugrohreinspritzenden Ottomotor
entwickelt wurde, beinhalten die Massen im Zylinder sowohl Luft als auch
Kraftstoff. Die Kraftstoffmasse ergibt sich in den Gleichungen (5.2) und (5.3)
durch die Addition von eins zum stéchiometrischen Luftbedarf.

Die direkte Verwendung von Gleichung (5.2) und (5.3) zur Beschreibung der
Abgasriickfithrrate gestaltet sich als schwierig, da sich Azy nur als Funktion von
Aa, der Abgasriickfiihr- und Restgasmasse berechnen ldsst (siehe Zusammen-
hang (2.6)). Daher erfolgt in Abschnitt 5.2 die Ubertragung dieser Gleichungen
auf die in dieser Arbeit vorhandene Problematik.

5.1.2 Berechnung der Verbrennungsenergie

Zur Bestimmung der Effizienz der Ansaugmasse beinhaltet Abschnitt 5.3 die
Berechnung der Verbrennungsenergie. Diese kann iiber eine thermodynamische
Berechnung des Brennverlaufs ermittelt werden, siehe [43]. Eine einfachere und
weniger rechenintensive Moglichkeit die Verbrennungsenergie zu bestimmen,
besteht darin, die Druckdifferenz vor und nach Verbrennung bei gleichem Vo-
lumen miteinander in Verbindung zu bringen. So wird zum Beispiel in [24], [57]
und [40] die Verbrennungsenergie durch die Differenz von einem Druckwert vor
der Verbrennung und einem Druckwert nach der Verbrennung geschétzt. Ab-
schnitt 5.3 beschreibt ebenfalls die Berechnung der Verbrennungsenergie in
Abhéngigkeit einer Druckdifferenz.

5.1.3 Modell des Luftpfades

Wie bereits erwéhnt, wird zur Berechnung der energetischen Effizienz der An-
saugmasse die aktuelle Ansaugmasse benétigt. Diese wird in Abschnitt 5.6



5.1 GRUNDLAGEN UND BESTEHENDE ANSATZE 61

durch ein vereinfachtes Luftpfadmodell bestimmt. Dazu wird das Verhalten des
AGR-Kiihlers und der Mischungstemperatur im Einlasssammler von Frisch-
luft und Abgas durch bekannte physikalische Zusammenhénge modelliert.

Die thermodynamische Berechnung der Temperaturerhéhung im Einlasskriim-
mer gestaltet sich als sehr komplex und ist mit vielen Unsicherheiten verbun-
den. Deshalb wird in Abschnitt 5.6 ein empirischer Ansatz nach [81] verwendet,
um die Temperaturidnderung abzuschétzen. Der Ansatz wurde bereits 1969 von
Zapf aus umfangreichen Ladungswechselversuchen entwickelt.

Den Abschluss der Modellbeschreibung bildet ein iterativer Algorithmus zur
Berechnung der AGR-Rate und der Ansaugmasse. Dafiir findet in Abschnitt
5.7 eine Kombination des Luftpfadmodells mit der Effizienz der Ansaugmasse
statt.



62 PHYSIKALISCHE MODELLIERUNG DER ZYLINDERFULLUNG

5.2 Effizienz der Ansaugmasse

Zur Berechnung der externen Abgasriickfithrrate xagr wird in diesem Ab-
schnitt die energetische Effizienz der Ansaugmasse definiert. Dazu wird die mi-
nimal notige Ansaugmasse zum Umsatz der auftretenden Verbrennungsenergie
in Relation zu der realen Ansaugmasse gesetzt. Zum besseren Verstdndnis ist
die Zylinderfiillung und die Systemgrenze zur Berechnung der Ansaugmasse in
Abbildung 5.1 dargestellt. Da hier nur die angesaugten Massen betrachtet wer-
den, ist in der Grafik die Restgasmasse nicht dargestellt. Der blau umrahmte
Teil der Zylinderfiillung stellt die angesaugte Frischluftmasse my, dar, der ro-
te Rahmen die angesaugte Abgasriickfithrmasse magr. Wie bereits in Kapitel
2.3 erlautert, besteht magr aus einem Teil riickgefiihrtem Verbrennungsgas
und einem Teil riickgefiihrter Luft. Dies liegt daran, dass beim Dieselmotor
in der Regel magere bis stochiometrische Verbrennung vorliegt, Ay > 1. Die
Masse Luft ist in der Grafik in einen grau gepunkteten und in einen weiflen
Bereich unterteilt. Der gepunktete Block stellt dabei den Teil der Luft dar, der
im aktuellen Zyklus zur Verbrennung beitrdgt. Dieser entspricht der minimal

Systemgrenze

/\//_\—

Abbildung 5.1: Systembeschreibung Zylinder mit Systemgrenze

benotigten Ansaugmasse, die zur vollstdndigen Verbrennung des Kraftstoffs
mp und somit zur Freisetzung der Verbrennungsenergie Qg benotigt wird:

Qs

- Ly 5.4
L (5.4

MAn,min = MB * Lst =
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Die minimale Ansaugmasse tritt theoretisch dann auf, falls zaqr =0, Ay =1
und der Kraftstoff vollstéandig verbrennt. Bei einer idealen Verbrennung mit
Tagr > 0 und Ap > 1 ergibt sich die Ansaugmasse zu:

1 s

- EB L .
1—zage H, 7% (5:5)

M An,ideal =
Aufgrund der Tatsache, dass die eingespritzte Kraftstoffmasse nicht vollstandig
verbrennt, berechnet sich die reale Ansaugmasse wie folgt:

1 1 Qs
. s —— A - Lg 5.6
1 — LAGR CoC Hu A ‘ ( )

MAnreal =

Dabei gibt der Parameter C'oC' (Completeness of Combustion) die Vollstéandig-
keit der Verbrennung an. Die Berechnung dieser Gréfie erfolgt in Abschnitt 5.4.

Das Verhiltnis zwischen minimaler und realer Ansaugmasse definiert schlief3-
lich die Effizienz der Ansaugmasse:

QB |
M An,min Hy st (]. - ‘IAGR) - CoC

M An,real T—Zacn " ToC " H, >\A . Lst >\A

Tragt die Ansaugmasse zu hundert Prozent zur Verbrennung bei, ist na, = 1.
Falls die Ansaugmasse aufgrund von zagr > 0, Ay > 1 und/oder CoC' < 1
nicht vollstdndig zur Verbrennung beitrégt, ist die Effizienz der Ansaugmasse
kleiner als eins. Durch Kiirzen und Umstellen der Gleichung (5.7) erhélt man:

A
Tacr =1 — UAn—COAC (5.8)

Somit ist eine explizite Gleichung zur Berechnung der AGR-Rate vorhanden.
Um nun die Abgasriickfithrrate xagr zu berechnen, ist es notwendig, die Effizi-
enz der Ansaugmasse 7y, iiber einen alternativen Term zu beschreiben. Dazu
wird die Verbrennungsenergie aus Gleichung (5.7) durch eine Druckdifferenz,
welche durch die Verbrennung entsteht, abgeschétzt:

L L
_ MAnmin _ HS‘: ’ QB — HS: -Cy - Ap\/crbronnung
TIAn = — ~ (59)
MM An,real MM An,real M An,real

Die Berechnung der Druckdifferenz Apverprennung und der Kalibrierungskon-
stante (' erfolgt in Abschnitt 5.3. Die reale Ansaugmasse wird in Abschnitt
5.7 berechnet.
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5.3 Berechnung der Verbrennungsenergie

Wie bereits erwahnt, erfolgte die Verwendung einer Druckdifferenz bzw. einer
Druckrate bereits in vorherigen Arbeiten (siehe [24], [57] und [40]). Dabei wur-
de meist ein Druckwert vor der Verbrennung mit einem Druckwert nach der
Verbrennung in Verbindung gebracht. In diesem Abschnitt wird die Korrelati-
on einer Druckdifferenz mit der Verbrennungsenergie untersucht und optimiert.
Storende Einfliisse, die sich auf diese Druckdifferenz auswirken, aber nicht im
Zusammenhang mit der Verbrennungsenergie stehen, werden dabei minimiert.

5.3.1 Merkmal der Druckdifferenz

Die Berechnung der Druckdifferenz Ap erfolgt durch Subtraktion eines Druck-
wertes nach der Verbrennung pzy1(¢2) und einem Druckwert vor der Verbren-

nung szl(%)i

Ap = pzy(p2) — pzy(e1) (5.10)

Die Wahl der Winkel ¢; und 9, an welchen die Druckwerte liegen, geschieht
dabei nach folgenden Gesichtspunkten:

e Der Winkel ¢; muss vor der Verbrennung und der Winkel ¢s nach der
Verbrennung liegen.

e Die Winkel ¢; und ¢y sollten so nahe wie mdoglich vor bzw. nach dem
ZOT gewihlt werden. Dadurch steigen die Druckwerte an den zugehori-
gen Winkelpositionen an, wodurch ein besseres Signal-Rauschverhéltnis
erreicht wird.

e Beide Druckwerte miissen schliellich bei gleichem Brennraumvolumen
vorliegen, um die Druckdifferenz als Maf fiir die Verbrennung heranzie-
hen zu konnen.

Unter Beriicksichtigung dieser Punkte werden ¢;/, = F80 °KW gewéhlt. Die
zugehorigen Druckwerte werden im Folgenden mit p;/, bezeichnet. In Abbil-
dung 5.2 sind die Druckwerte fiir die gewéhlten Kurbelwinkel im doppelloga-
rithmischen pV-Diagramm dargestellt.
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Abbildung 5.2: Definition der Kurbelwinkel zur Berechnung von Ap

Der Druckanstieg zwischen p; und ps kommt zum einen durch die entstehende
Verbrennungsenergie und zum anderen durch den eingespritzten Kraftstoff zu-
stande. Da die eingespritzte Kraftstoffmasse bei magerer bis stéchiometrischer
Verbrennung proportional zur Verbrennungsenergie ist, besteht ein nahezu li-
nearer Zusammenhang zwischen der Druckerh6hung Ap und der Verbrennungs-
energie. In Abbildung 5.3 ist die Druckdifferenz gegeniiber der auftretenden
Verbrennungsenergie im gesamten Drehzahl-Last-Kennfeld des verwendeten
Dieselmotors dargestellt.

A p [bar]

O i i i i i i
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500
Verbrennungsenergie [J]

Abbildung 5.3: Abhéngigkeit zwischen Ap und Verbrennungsenergie

Die Streuung in Abbildung 5.3 ergibt sich hauptséchlich aus den unterschied-
lichen Wandwirmeverlusten und den unterschiedlichen 50%-Umsatzpunkten
des Heizverlaufs. Diese Einfliisse werden im Folgenden néher beschrieben und
untersucht.
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Der Wirmeiibertrag von Zylinderfiilllung an die Zylinderwand innerhalb der
Positionen (; und ¢ ist mafigeblich durch die Zeitspanne zwischen den beiden
Positionen beeinflusst. Diese Zeitspanne ergibt sich aus der Drehzahl des Mo-
tors. Bei steigenden Drehzahlen verbleibt weniger Zeit in der Hochdruckphase
und der Wandwérmeiibergang sinkt. Dadurch steigt der Druck an der Win-
kelposition ¢y = 80 ° KW. Abbildung 5.5 verdeutlicht diesen Zusammenhang
anhand einer thermodynamischen Simulation des Hochdruckprozesses. Dabei
wurde drei Mal exakt dieselbe Verbrennung und Zylinderfiillung angenommen
und nur die Drehzahl N variiert.

------- Ne—— [ p,co0 kW)
"""" NN ] o py 0 kw)

OGO\ steigende
: \ .ﬁ;D}-éhiéh'[Nﬁﬁﬁ;]ﬁﬁ:

Zylinderdruck [bar]

107"
Zylindervolumen [dm3]

Abbildung 5.4: Einfluss einer Drehzahlvariation auf Ap

Der zweite unerwiinschte Einfluss auf die Druckdifferenz Ap ergibt sich durch
die Variation des 50%-Umsatzpunktes des Heizverlaufs Hsq. Verschiebt sich die
Hio-Lage zu spéteren Kurbelwinkelwerten, so liegt die Druckerhohung, welche
durch die Verbrennung entsteht, ndher an der Winkelposition . Daraus resul-
tiert eine Erhohung des Druckes ps. Der Druckwert p; bleibt davon jedoch un-
beeinflusst. Abbildung 5.5 zeigt die simulativen Ergebnisse des Hochdruckpro-
zesses bei einer Hsop-Variation. Dabei wurde, wie auch zuvor, die Verbrennung
und die Zylinderfiillung konstant gehalten und nur die Lage des Hjso-Punktes
variiert.

In den folgenden Unterabschnitten werden Korrekturfunktionen hergeleitet,
um den Einfluss der Drehzahl und der Hsp-Lage auf die Druckdifferenz zu
minimieren. Um dabei moglichst nahe am realen Motor zu bleiben, wurden
fiir die Bedatung der Korrekturfunktionen zwei spezielle Messreihen genutzt.
Zum einen wurde am Priifstand eine Drehzahlvariation im Schubbetrieb auf-
genommen, zum anderen wurde der Motor bei verschiedenen Drehzahl- und
Hsp-Variationen mit jeweils konstant gehaltener Einspritzmenge betrieben.
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Abbildung 5.5: Einfluss einer Hj,-Variation auf Ap

5.3.2 Korrektur des Druckverlustes im Schubbetrieb

Nimmt man den Brennraum als geschlossenes und ideal isoliertes (adiabates)
und reibungsfreies System an, so gilt fiir die Druckdifferenz Ap im Schubbe-
trieb:

mo-Ry-Ty  my-Ry-Th

Ap = _ — — =0 5.11
pP=pP2—D1 v i ( )

Unter diesen Annahmen sind m; s, und T} /; konstant. Weil der reale Brennraum
nicht adiabat ist, kommt es infolge von Wandwérmeverlusten zu einer nega-
tiven Druckdifferenz im Schubbetrieb. Zusétzlich treten im realen Betrieb des
Motors Blow-by-Verluste auf, welche die negative Druckdifferenz verstarken.
Um diese Einfliisse zu minimieren, wird der Verlauf von Ap mit verschiedenen
Drehzahlen aus Schleppbetriebsdaten berechnet (Abbildung 5.6). Die gestri-
chelte Kurve zeigt den interpolierten Verlauf mit einem Polynom 4. Ordnung.
Es ldsst sich erkennen, dass der Druckverlust bei niederen Drehzahlen am
hochsten ausfallt. Dies ist, wie bereits erwéihnt, dadurch begriindet, dass die
Drehzahl direkt die Zeit bestimmt, welche zwischen den zwei Druckmessungen
liegt. Die vom Druckverlust korrigierte Druckdifferenz Apq ergibt sich zu:

Apy = pa — p1+ | po | (5.12)
Fiir den Druckverlust wiahrend des Schubbetriebs gilt dabei:

p0:a4-N4—|—a3-N3+a2-N2+a1-N+a0 (513)
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Abbildung 5.6: Interpolation des Druckverlustes im Schubbetrieb

5.3.3 Drehzahlkorrektur

Wie anhand von Abbildung 5.4 erldutert, zeigt die Druckdifferenz im gefeu-
erten Motorbetrieb bei gleichbleibender Verbrennungsenergie (Jp eine Dreh-
zahlabhéngigkeit. Dies gilt auch fiir die durch den Druckverlust korrigierte
Druckdifferenz Apgy. Trigt man den Quotienten

Apo
Qs

iiber den Kehrwert der Drehzahl [s] auf, so ergeben sich die in Abbildung
5.7 gezeigten Verlaufe, wobei ein Verlauf pro Hsp-Lage dargestellt ist. Die zu-
gehorigen Geraden wurden durch eine lineare Regression eingepasst. Es ist zu
erkennen, dass die Verldufe mit zunehmenden Hsy nach oben wandern, die

(5.14)

650

- H50=8°KW
——H, =10°KW
_ H50=12°KW

- H50=14 KW

Ap, /Qg [PalJ]

_ H50=16°KW

H50=18°KW

- H50=20 KW

0.02 0.03 0.04 0.05 0.06
Reziproke Drehzahl [s]

Abbildung 5.7: Drehzahlabhingigkeit von Ap,
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Steigung der zugehorigen Regressionsgeraden jedoch fast identisch bleibt. Fiir
die Drehzahlkorrektur der Druckdifferenz ergibt sich bei konstanter Hso-Lage
die Forderung:

Apgy 1 Apg

—— =konst. = — - C 5.15
Qs o N (5:15)
Die Korrekturfunktion Cy lésst sich pro Hsp-Lage dabei wie folgt berechnen:

1
“ NRef + CO

Cy = (5.16)

1
1wt ¢

Die Funktionen werden dabei auf die Referenzdrehzahl Ny = 2000 [ﬁ] nor-
miert, das heifit bei Referenzdrehzahl hat die Korrekturfunktion die Wertigkeit
1 und somit keinen Einfluss. Insgesamt wurden 7 verschiedene Hjo-Lagen am
Priifstand eingestellt. Fiir die einzelnen Geraden sind die resultierenden Ko-

effizienten in Tabelle 5.1 zusammengefasst.

H50—Lage [o KW] C1 Co

8 —1626 557
10 —1450 559
12 —1372 567
14 —1345 578
16 —1429 597
18 —1689 618
20 —1839 636

Tabelle 5.1: Ergebnisse der Regressionsanalyse fiir die Drehzahlkorrektur

Da die Korrekturfunktion nur die Steigung der Geradengleichungen in Ab-
bildung 5.7 auf null setzen soll, kénnen die gefundenen Funktionen gemittelt
werden. Es ergibt sich der Zusammenhang;:

—1512 - 1+ 4 593
= = (5.17)
—1512 - % + 593

N

Die drehzahlkorrigierte Druckdifferenz wird im Folgenden mit Apy ¢, bezeich-
net.

5.3.4 50%-Umsatzpunkt-Korrektur

Wie anhand der thermodynamischen Simulation (Abbildung 5.5) und mittels
Messdaten (Abbildung 5.7) zu sehen ist, erhoht sich die Druckdifferenz bei
steigenden Hso-Lagen. Auch diese Abhéngigkeit ist stark ausgepréigt und sollte
korrigiert werden. Dazu wird die Sensitivitdt der Druckdifferenz Apg ¢, zur
Hsp-Lage definiert:

A (Apo,cy)

5= AHs,

(5.18)
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Die Sensitivitdt beschreibt den Quotienten aus Anderung der Druckdifferenz
A (Apocy) zur Anderung der Hsp-Lage AHso. Sie gibt also an, um wie viel
bar sich die Druckdifferenz pro Grad Winkeldnderung der Hso-Lage éndert.

Zwischen dem 50%-Umsatzpunkt und der Druckdifferenz besteht ein nahezu
linearer Zusammenhang (siche Abbildung 5.9). Wird die Druckdifferenz bei
einem definierten Referenzwinkel fiir den Hyo-Punkt festgelegt Apo o (Hs0.Ref )
so lasst sich die Druckdifferenz an einer beliebigen Hso-Lage durch

Apo,cy(Hso) = Apo.oy (Hsomet) - (1 4+ 5 - AHsg) (5.19)

beschreiben. Die Winkelkorrekturfunktion Cy,, ergibt sich aus der Forderung,
dass die Druckdifferenz, unabhéngig von der Hso-Lage, iiberall den gleichen
Wert annimmt

AZ90,CN(H50> - Crg, = ApO,CN(H5O,Ref) (5.20)

Zu:
1

1+S-AH;

Die Sensitivitdt S ldsst sich anhand Gleichung (5.18) berechnen und ist in
Abbildung 5.8 bei verschiedenen Drehzahlen dargestellt.

Oy = (5.21)

0.03 T T T T T T T

o

o

N
T

Sensitivitat S [bar/°KW]

O i i i i i i i
0.02 0.025 0.03 0035 004 0.045 005 0.055 0.06
Reziproke Drehzahl [s]

Abbildung 5.8: Sensitivitdt der Druckdifferenz beziiglich der Hsp-Lage
(Regressionsgerade und Einzelergebnisse (*))

Da die Sensitivitét leicht drehzahlabhéingig ist, lésst sie sich auch als
1
S(N) =0.0691 - N -+ 0.0093 (5.22)

schreiben. Durch Einsetzen von Gleichung (5.22) in Gleichung (5.21) erhilt
man schliefllich die Winkelkorrekturfunktion:

1
14 (0.0691 - 3 +0.0093) (Hso — Hso get)

(5.23)

CHso

Als Referenzlage fiir den Hyo-Punkt wird hier ein Winkel von Hoger = 12 ° KW
gewdhlt.
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Abbildung 5.9 zeigt die relative Abweichung der vollstdndig korrigierten und
der unkorrigierten Druckdifferenz beziiglich der Druckdifferenz am Hso-Refe-
renzwinkel. Um nur den Einfluss der Hsy-Lage und deren Korrektur zu verdeut-
lichen, ist die Berechnung des relativen Fehlers bei jeweils konstanter Einspritz-
menge und Drehzahl erfolgt. Wie leicht zu erkennen ist, ergibt sich der mittlere
relative Fehler der korrigierten Druckdifferenz zu null. Der verbleibende rela-
tive Fehler betragt bis zu 4 %. Dieser liegt im Rahmen der Messungenauigkeit.

15 T T T T T
: : * relativer Fehler mit Korrektur
1ok ATTT o o relativer Fehler ohne Korrektur
< : : :
= oy O v R # """""""
o - :
=< ; : * )
g 8 : ;
B o R L R 5 ‘‘‘‘‘‘‘‘‘‘‘‘ é ----------- b
c
(0]
L A
o ®
T TO[ R RREEEY - IEEEEEREREREES CEEERRE R,
o : §>
) ) o
—10f e e SR SO Q..
: : : : (@]
15 ; ; ; ; ;
8 10 12 14 16 18 20

HSO—Lage [PKW]
Abbildung 5.9: Relativer Fehler von Apyo, bzgl. Apyor(Hso Ref)
Abbildung 5.10 zeigt den linearen Zusammenhang zwischen korrigierter Druck-

differenz und der Verbrennungsenergie. Im Vergleich zu Abbildung 5.3 ist eine
deutliche Verbesserung der Linearitéit zwischen den zwei Groflen erkennbar.

i i i i i i
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500
Verbrennungsenergie [J]

Abbildung 5.10: Zusammenhang von Apy, mit der Verbrennungsenergie
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5.3.5 Bestimmung der Kalibrierungskonstante

Im Folgenden wird die Grofle der Kalibrierungskonstanten berechnet. Die Pro-
portionalitdtskonstante C'; beschreibt den Zusammenhang zwischen Verbren-
nungsenergie (Jg und der Druckdifferenz Apy,,. Durch die Berechnung mit
SI-Einheiten

Qs [Nm] = Cy [m°] - Apyer {%} (5.24)

ergibt sich eine Konstante C; mit dem Wert von 0,001665 m3. Abbildung 5.11
zeigt die geschétzte Verbrennungsenergie gegeniiber den Referenzwerten.

3000 | | | | T
= | | | ™
= 2000F SREEEREE SRR e *‘*** 4444444444444 1
a : : . : :
S | Mw z z
o 1000 e S o T
. | | | |
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Verbrennungsenergie [J]

Abbildung 5.11: Zusammenhang von Apy, mit der Verbrennungsenergie

Zur Berechnung der minimalen Ansaugmasse, Gleichung (5.9), wird zusétzlich
noch der stochiometrische Luftbedarf Ly und der untere Heizwert H, benotigt.
Zur einfacheren Berechnung wird daher eine zweite Kalibrierungskonstante

eingefiihrt:
Lst

CAn - Fu . Cl (525)
Mit Ly = 14.5 und H, = 42.5 - 10° kig ergibt sich:
L [— kg - m?
Can = 22 0 ] = 5.68- 1070 { ER ] (5.26)
] N
g

Eine Uberpriifung der Einheiten kann an der dimensionslosen Effizienz der
Ansaugmasse durchgefiihrt werden:

° 2 A or %
kg - m } AP [ ] (5.27)

n [—] = Can
na [ ] A |: N T An real [kg]

Um Can besser zu skalieren, bietet es sich an, in spéteren Berechnungen die
Druckdifferenz in bar und die Ansaugmasse in mg einzusetzen. Dadurch ergibt
sich die Kalibrierungskonstante zu:

Can = 56.8 (5.28)
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5.4 Vollstindigkeit der Verbrennung

Die Vollstandigkeit der Verbrennung gibt das Verhéltnis der auftretenden Ver-
brennungsenergie zur maximal moglichen Verbrennungsenergie der eingespritz-
ten Kraftstoffmasse an:

05!

CoC =
© mB-Hu

(5.29)

Da Dieselmotoren im Normalfall mit Luftiiberschuss betrieben werden, liegt
der Verlust durch die Unvollstandigkeit der Verbrennung in der Regel unter
1 %, siehe [77]. Die Vollstiandigkeit der Verbrennung wurde in dieser Arbeit
nach [9] aus den gemessenen Abgaswerten HC [ppm], CO [ppm] und Aa berech-
net. Da diese Emissionsmessung nur am Priifstand iiblich ist, wurden die gefun-
denen Werte in einem Kennfeld iiber Last und Drehzahl abgelegt. Aufgrund des
geringen Einflusses der Unvollstédndigkeit der Verbrennung kann dieses Kenn-
feld, wie im Laufe dieser Arbeit zu erkennen war, aber vernachlassigt und der
Wert der C'oC' konstant gesetzt werden. Bei modernen Dieselmotoren kann
zusétzlich die Anderung der CoC, bei der Anwendung des Ansatzes auf unter-
schiedliche Motorvarianten, vernachléssigt werden.

5.5 Berechnung der AGR-Rate bei bekannter
Ansaugmasse

Aus Gleichung (5.9) ergibt sich die Effizienz der Ansaugmasse zu:

_ CYAn : Apkor

NAn (5.30)

MM An,real

Bei bekannter Ansaugmasse may real 1dsst sich somit nach Gleichung 5.8

AA
Tacr = 1 — ﬂAn@

die externe Abgasriickfithrrate berechnen. Die reale Ansaugmasse erhélt man
aus der Differenz von der gesamten Zylinderfiillung mges und Restgasmasse
mgra-

p1-Wi

SRS 5.31
R-T, ™M (5:31)
——

M Anreal =

Mges
Aufgrund der geringen Ventiliiberschneidung beim verwendeten Motor lédsst
sich die Restgasmasse iiber das ideale Gasgesetz beschreiben, siehe auch [54].
Dabei wird angenommen, dass eine Masse mit der Dichte des Abgases im
verbleibenden Brennraumvolumen V,,;, am oberen Totpunkt nicht aus dem
Zylinder ausgeschoben wird:

ps3 - Vmin
R-T;

MRrag = (532)
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Der Druck p3 und die Temperatur T3 werden im Auslasstrakt vor dem Abgas-
turbolader gemessen.

Nach [16] betrigt die Gaskonstante bei dem vorliegenden Druck- und Tempe-
raturbereich fiir Luft R, = 287@%K und fiir Verbrennungsgas Ry, = 287, 6kg%K.
Da die relative Abweichung zwischen beiden Groflen nur 0.2 % betragt, wird
hier die Gaskonstante fiir Luft und Verbrennungsgas mit R = 287kg%K ange-
nommen.

Zur Berechnung der realen Ansaugmasse benttigt man schlieilich noch die
gesamte Zylinderfiillung mges. Diese kann, wie auch die Restgasmasse, iiber
das ideale Gasgesetz berechnet werden. Dafiir wird der Druck, die Temperatur
und das Volumen an der Winkelposition ¢; = —80 °KW verwendet. Die einzige
unbekannte Grofle ist dabei die Brennraumtemperatur 77.

In Abbildung 5.12 ist die Berechnung der AGR-Rate mit Hilfe der Referenz-
temperatur 77 aus Anhang B.2 dargestellt. Der abgebildete Korridor betragt
+3 %. Findet eine Mittelung der Referenztemperatur iiber alle Betriebspunkte
statt, ergibt sich die in Abbildung 5.13 gezeigte Schitzung. Durch die Ver-
wendung der mittleren Referenztemperatur vergréfiert sich der Korridor auf
+6 %. Beide Grafiken zeigen die Schitzung der AGR-Rate anhand von Mess-
daten des gesamten Drehzahl-Last-Kennfeldes. Dabei ist die Druckdifferenz
iiber alle 6 Zylinder und iiber 100 Zyklen gemittelt worden. Da im Betrieb des
Motors normalerweise weder die Referenztemperatur noch die mittlere Refe-
renztemperatur bekannt sind, beschéftigen sich die nédchsten Abschnitte mit
der Modellierung der Temperatur 7). Die Vergroflerung des Streubandes der
AGR-Rate von Abbildung 5.12 zu Abbildung 5.13 zeigt deutlich, dass eine
prézise Modellierung der Temperatur an der Winkelposition ¢; notwendig ist.
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Abbildung 5.12: Schitzung der AGR-Rate bei bekanntem T}
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Schatzung X\GR [%]

Referenz XaGR [%]

Abbildung 5.13: Schiatzung der AGR-Rate bei bekanntem Mittelwert von T}

5.6 Die Strecke der Abgasriickfiihrung

Wie im vorherigen Abschnitt gezeigt, stellt die Temperatur 77 einen zentra-
len Faktor zur Abschétzung der AGR-Rate dar. In diesem Unterkapitel wird
ein Teil des Luftpfades modelliert, um so die Temperatur 7 und die Ansaug-
masse ma, zu bestimmen. Abbildung 5.14 zeigt den vereinfachten Luftpfad
des betrachteten Systems. Wie bereits in Unterkapitel 2.2 erwahnt, werden
Massenstrome in der vorliegenden Arbeit in der Einheit ﬁ?zyl angegeben. Im
stationdren Zustand des Motors entspricht somit der Zahlenwert eines Massen-
stroms im Luftpfad {74,} dem Zahlenwert von der integralen Masse {ma,}
im Zylinder (siche Gleichung 2.4). Dies ist hier von besonderer Bedeutung,
da bei der Berechnung der gesuchten Zustandsgroflen ein Systemwechsel von
geschlossenem Zylinder auf den offenen Luftpfad erfolgt.

Die Temperaturen, welche im Fahrzeugbetrieb mitgemessen werden, sind le-
diglich die Abgastemperatur 75 und die Ansaugtemperatur nach dem Lade-
luftkiihler T5x. Um die Temperatur 7} im Zylinder zu erhalten, werden folgende
idealisierte Prozesse durchlaufen (siehe auch Abbildungen 5.14 und 5.15):

e Abkiihlung des Abgases im AGR-Kiihler:
Tz = f(T37 )
e Adiabate Mischung von Luft und Abgas im Einlasssammler:

Tosg = f(Ton, T3k, --)
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Abbildung 5.14: Die Strecke der Abgasriickfithrung

e Konvektive Wirmeiibertragung im Saugrohr und adiabate Mischung mit
Restgas im Zylinder:
Tyt = Tosr + ATY(..)

e Annidhernd polytrope Verdichtung, bis das Einlassventil schlieft (siehe
Abbildung 5.15):

Tws = f(Tur, Vur, Ves, n)
e Polytrope Verdichtung des Gases von pgg (-145 °KW) nach p; (-80 °KW):
Tl — f(TESJ VESJ ‘/17 n)

9yt =—180°KW! 9ps = —145°KW ¢y =—80°KW
mges T1 V1
Mges Tur Vur Mges Tes Ves i ® !

()

Abbildung 5.15: Zustandsdnderung im Zylinder
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5.6.1 Wairmeiibergang im AGR-Kiihler

Der kiihlmittelseitige Wirmestrom Qw berechnet sich nach dem Newtonschen
Ansatz mit der Kiihleroberfliche Ak, dem Wirmeiibergangskoeffizienten oy,
der Temperatur des riickgefiihrten Abgases T3 und der Wandtemperatur des
Kiihlers Tkw, siehe [64], zu:

Qw = Ak - ax - (Ts — Txw) (5.33)

Nach dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik ldsst sich der Warmestrom
des riickgefiihrten Abgases nach dem AGR-Kiihler Qx ,,s wie folgt beschreiben:

QK,aus - QK,ein - QW (534)

Bei der Annahme einer isobaren Abkiihlung ergibt sich durch Einsetzen von
Gleichung (5.33) in (5.34):

TMAGR * Cp,AGR * 13k = TMaAGR * Cpacr - 13 — Ak - ax - (T35 — Tkw)  (5.35)

Dabei bezeichnet ¢, agr die spezifische Warmekapazitédt von Abgas, magr den
Massenstrom der Abgasriickfithrung und T3k die Temperatur des Abgases nach
dem AGR-Kiihler. Die Auflésung nach T3k fiithrt zu:

ak - Ak - (T5 — Txw)

T3K = T3 - .
Cp,AGR * TNAGR

(5.36)

Die Formel ldsst sich durch das Zusammenfassen der unbekannten Parameter

<A
)= 2K LK (5.37)
Cp, AGR
in folgender Gleichung schreiben:
Ts — T,
Tixk=T3— k- (Ts — Tiew) > kw) (5.38)
MAGR

Da die Temperatur T3k am Priifstand gemessen wird und magg aus der Be-
rechnung der Referenzwerte bekannt ist, ldsst sich das Verhalten des Kiihlers,
bei konstanter Kiihlwassertemperatur, anhand einer speziellen Messreihe er-
fassen und in einem Kennfeld der Form

Tsk = f(T3,macr) (5.39)

ablegen. Hierzu wurden die schon im Kapitel 4 verwendeten AGR-Variationen
benutzt. Das sich dadurch ergebende Kennfeld ist in Abbildung 5.16 zu sehen.
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Abbildung 5.16: Kennfeld des AGR-Kiihlers

5.6.2 Mischtemperatur im Einlasssammler

Bei Vernachlédssigung der spezifischen Warmekapazitiaten fiir Luft und Abgas
errechnet sich die Mischtemperatur im Einlasssammler zu:

e . T
Tysn — mi, ?N + mAGR 3K (5.40)
My, + MAGR

Die Beriicksichtigung der Warmekapazitidten in Gleichung (5.40) fiithrt bei
der Uberpriifung mit Hilfe von Referenzwerten zu relativen Abweichungen
der Mischtemperatur von maximal 1.2 %. Aufgrund dieses kleinen Einflusses
kénnen die Warmekapazititen vernachléssigt werden.

5.6.3 Temperaturerh6hung im Einlasskriimmer

Die physikalische Modellierung der Warmeiibertragung im Saugrohr ist sehr
komplex und mit vielen Unsicherheiten verbunden. Deshalb wird hier ein empi-
rischer Ansatz nach [81] verwendet, um die Temperaturdnderung abzuschétzen.
In diesem Ansatz ldsst sich die Temperatur der Zylinderfiilllung (Gasgemisch
aus Ansaugmasse mya, und Restgasmasse mgrg im Zylinder) bei freiansau-
genden Dieselmotoren schétzen. Die Temperatur am unteren Totpunkt be-
rechnet sich mit Hilfe dieser Funktion von Zapf zu:
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Dabei ist ¢, [2] die mittlere Kolbengeschwindigkeit, e [-] das Verdichtungs-
verhéltnis des Motors und tw [°C| die mittlere Oberflichentemperatur der
Brennraumwénde. Diese ist nach [8] gegeben durch:

tw = (355 — 273) — 0.003 - N + 10 - puu; (5.42)

Hierbei steht N [—] fiir die Motordrehzahl und py; [bar] fiir den indizierten
Mitteldruck.

Um die Anwendbarkeit des empirischen Ansatzes nach Zapf zu iiberpriifen,
wird die Referenztemperatur 7; aus Anhang B.2 polytrop zum unteren Tot-
punkt extrapoliert und mit der geschétzten Temperatur aus Gleichung (5.41)
verglichen. Die Referenztemperatur ergibt sich somit zu:

‘/1 n—1
TUT == Tl . m (543)

Die Referenz der Mischtemperatur im Einlasssammler Tosg aus Anhang B.2
sowie die iibrigen Groflen werden hierbei in den empirischen Ansatz eingesetzt.
Abbildung 5.17 zeigt den Vergleich zwischen der geschétzten Temperatur und
der berechneten Referenztemperatur. Der Originalansatz gibt die Tendenz der
Temperatur Tyt gut wieder, allerdings ist die Schétzung mit einem konstanten
Offset iiberlagert. Deshalb wurde der konstante Parameter im Ansatz (5.41)
von 296 auf 330 korrigiert. Abbildung 5.17 zeigt den Vergleich zwischen dem
Originalansatz nach Zapf und dem Ansatz mit angepasstem Absolutwert.
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Abbildung 5.17: Schitzung der Temperatur am unteren Totpunkt
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5.6.4 Annidhernd polytrope Verdichtung bei
gedffnetem Einlassventil

Die Zustandsdnderung von Tyt nach Tgs geschieht bei noch teilweise geoffne-
tem Einlassventil. Trotzdem l&sst sie sich als annéhernd polytrope Verdichtung
betrachten [8]. Tgg ergibt sich mit dem Polytropenexponenten n = 1.37 zu:

Ve n—1
Tes = Tyt - (%Z) (5.44)

5.6.5 Polytrope Verdichtung im Zylinder

Bei bekannter Temperatur Tgg und bekanntem Polytropenexponenten n lasst
sich abschlieend die Temperatur bei —80 °KW berechnen:

Ves

n—1
Ty = Tgs - (7) (5.45)
1
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5.7 Iterative Berechnung der AGR-Rate

Im vorherigen Abschnitt wurde gezeigt, dass sich die Temperatur 77 aus den
vorhandenen Messgrofien bestimmen lasst. Zur Berechnung dieser Temperatur
ist allerdings die Kenntnis der aktuell vorhandenen AGR-Rate notwendig. Wie
in Unterkapitel 5.5 erlautert, wird fiir eine prézise AGR-Raten-Bestimmung
wiederum die Temperatur T} benotigt. Dieser zyklische Zusammenhang erfor-
dert eine iterative Berechnung der Zustandsgrofien. Abbildung 5.18 gibt einen
Uberblick iiber die iterative Berechnung der Temperatur 77 und der AGR-Rate

TAGR-

Mischung Kennfeld
idealer

Gase

AGR-Kuhler Myer

Tosr Tosr ¢

I'hAnJl- L
Effizienz der
Zapf T1 Ansaugmasse An

Abbildung 5.18: Iterationsschema zur Bestimmung der AGR-Rate

Die einzelnen Berechnungsschritte sind im folgenden Abschnitt noch einmal
zusammengefasst.

5.7.1 TUberblick des iterativen Losungsalgorithmus

1. Setzen der Anfangsbedingung: 77 ,; = 500,7 = 0
2. Angesaugte Gasmasse:

pl"/1 _p3'vmin

R-Ti. R-Ts
—_——

Mges MRG

MAn; (546)
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3. Effizienz der Ansaugmasse und AGR-Rate:

C n'A or
Nang = —an ZPkor (5.47)
MAn
AA

TAGR, — 1_77An,i% (5-48)

4. Angesaugte Frischluft- und Abgasriickfithrmasse:

my; = (1 —Zacr) Man, (5.49)

MAGR; — TAGR, " MAn, (5.50)
5. Temperatur am Kiihlerausgang:

{macri} = {macr.} (5.51)
Tsxi = f(T3,macr.) (5.52)

6. Mischtemperatur im Einlasssammler:

{ri} = {mwv} (5.53)

T M, - Ton + Macr, - Tsk.i (5.54)
2SR, = . : -
’ my; + MAGR.

7. Temperatur des Gasgemisches (ma, + mrg) am unteren Totpunkt:

Tor; = 3304086 (Thspi — 273.15) + 0.11 -ty (5.55)
4135 o — 0.7+ 6 — 3 Ay

8. Aktualisierte Temperatur 77 ;41:

Vor "™
T i1 = Tur, - A (5.56)
1
9. Abbruchkriterium:
| T —Tha <€ (5.57)

Die Iteration endet, falls die Abbruchbedingung erfiillt ist, ansonsten gilt:

i = i+l (5.58)
Ty, = Tiin (5.59)

und die Schleife wird ab 2. weiter durchlaufen.
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Das Iterationsschema ist in der folgenden Abbildung nochmals grafisch darge-
stellt:
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Abbildung 5.19: Schematischer Ablauf der Iteration
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5.7.2 Beweis der Konvergenz

Um die Konvergenz des iterativen Algorithmus beweisen zu kénnen, wird dieser
als Fixpunktgleichung in die Form x = f(x) gebracht. Ist die Funktion f(x)
differenzierbar, so konvergiert diese nach [13], falls gilt:

| f(z)|<a<1 (5.60)

Je kleiner die Zahl a ist, desto besser ist das Konvergenzverhalten des Ite-
rationsverfahrens. Die Gleichungen (5.46) bis (5.56) werden dementsprechend
7u

T, = f(T) (5.61)

zusammengefasst. Somit erhédlt man folgenden Ausdruck:

C n-° A_A . A or T _ T ,
T, = |330+0.86- ( An 2o Apror - (Tox — f(T5, macr))
MAn
_f(T?n mAGR) — 273.15) +0.11 - tw + 1.35- ¢ (562)
VUT n—1
—07-e—=3- Xl - | —
o ( v )

Die Temperatur am AGR-Kiihlerausgang T3k wird dabei durch das Kenn-
feld f(T5, magr) beschrieben. Eine genauere Betrachtung von Gleichung (5.62)
zeigt, dass nur Terme, welche ma, oder maggr enthalten, von 77 abhéngig sind.
Bildet man also die Ableitung nach der Temperatur, so ergibt sich folgender
Zusammenhang:

df(Ty) Aa d (Tox  f(T5,macr)
ar, = 080 |G oG Arer g (mAn Man
df (T, macr) Vor\" ™
T < - > (5.63)

Die Ableitung des Kiihlerkennfeldes lédsst sich nach der Kettenregel berechnen:

df (T3, macr) _ df (T3, macr) dmagr
dT; dmacr dT

(5.64)

Der erste Term beschreibt die Anderung der Temperatur am Kiihlerausgang
bei Anderung der Abgasriickfithrmasse. Dieser kann maximal den Wert

df (15, macr)

= 310 5.65
dmacr (5.65)

max

annehmen. Dies bedeutet, dass bei Anderung der AGR-Masse die Tempera-
turdnderung von T3k hochstens 310 K betrdgt. Aus den Gleichungen (5.48)
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und (5.50) ergibt sich, dass die Ableitung der AGR-Masse gleich der Ableitung
der Ansaugmasse ist:

dmagr  dman ~ p1- Wi

AT, dy ~ R-T?

(5.66)

Somit ldsst sich die maximale Anderung der Temperatur nach dem AGR-
Kiihler mit

df (T3, macr) _ 9. P Vi
a7, R-T2

max

(5.67)

beschreiben. Die Ableitung des Ausdruckes
regel gegeben:

ZQAN nach 7T} ist durch die Ketten-

dTZ_N_ Ton-R-pr-V

M An

dTy  (p- Vi —mpg - R-Th)°

(5.68)

AbschlieBend berechnet sich die maximale Anderung von JC(TB;;LLAAGR) nach Tj
durch die Quotientenregel zu:

d%ﬁ 310 man — Tsk (5.69)
dT B man - Th |

Durch Einsetzen der Gleichungen (5.67) bis (5.69) in den Zusammenhang
(5.63) erhélt man schliefllich:

df(T; A Ton - R-pq -
f(1h) — 0.86- |On - A Apr - wN-R-pr-Vi i
dT; CoC (p1-Vi—mpe-R-TY)
310 - man — Tk p-Vil (Vor\"!
310 - . 5.70
N Man - 11 >+ R'Tf (Vl) ( )

Wie zu Anfang des Abschnittes erwihnt, muss der Betrag von Gleichung (5.70)
stets kleiner als eins sein, damit der Algorithmus konvergiert. Eine pauschale
Abschétzung ist hierbei schwierig, da einige der Werte voneinander abhéngig

sind. Daher wird die Abschéitzung anhand der gemessenen Priifstandsdaten

vorgenommen. Dabei ergibt sich 0.02 < ‘%‘ < 0.66. Der Algorithmus kon-

vergiert also fiir alle am Priifstand gemessenen Betriebspunkte. Da hierbei
schon eine Worst-Case-Abschéitzung gemacht wurde, eignet sich das Konver-
genzkriterium gut, um die Konvergenz bei verschiedenen Startwerten fiir T zu
untersuchen. Dabei bleibt die Iteration selbst konvergent, falls die Starttempe-
ratur im Bereich von 100 K < T} < 1000 K variiert. Bei den fiir diese Arbeit be-
nutzten Priifstandsmessungen variierte die Temperatur 7} lediglich von 450 K

bis 580 K.
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5.7.2.1 Konvergenz der Temperatur 7}

Abbildung 5.20 zeigt die erwidhnte Konvergenz der Temperatur T;. Wie bereits
erwihnt, bleibt die Iteration selbst bei den hier unplausibel gewéhlten Start-
temperaturen vom 100 K bzw. 1000 K stabil. Trotz der schlecht gewihlten
Startwerte ist der Algorithmus bereits nach 5 Iterationen eingeschwungen. Im
weiteren Verlauf wird bei der Verwendung von Priifstandsdaten eine feste An-
zahl von 5 Iterationen pro Verbrennung gewéhlt. Eine weitere Erhchung der
Schleifendurchliufe hat keine signifikante Anderung der Ergebnisse zur Folge.

100 T T T T
- b : : z z
T A S S S S
: g o SR S T, ;=1000K ]
S 1000 e e S T
i : ; : - - T, ,=100K

-150 j j j I

0 2 4 6 8 10

Iterationsvariable i

Abbildung 5.20: Konvergenz der Temperatur T}

5.8 Ergebnisse

Der in Unterkapitel 5.7 hergeleitete, iterative Algorithmus wird in diesem Ab-
schnitt dazu verwendet, um anhand von Messdaten die AGR-Rate und die
angesaugte Frischluftmasse zu bestimmen. Als Erstes erfolgt die Validation
des Ansatzes anhand von Priifstandsdaten und anschlieBend werden die Er-
gebnisse der Implementierung im Fahrzeug préasentiert. Der Zylinderdruckver-
lauf wurde dabei, wie in Abschnitt 3 beschrieben, vom Offsetfehler korrigiert
und anschliefend gefiltert. Zusétzlich erfolgte die Berechnung des normierten
Heizverlaufs nach Kapitel 2.5.5, da der 50%-Umsatzpunkt des Heizverlaufs in
die Berechnung der Korrekturfunktion eingeht. Die korrigierte Druckdifferenz
Apyor wurde pro Zyklus fiir jeden einzelnen Zylinder berechnet, um daraus die
AGR-Rate zu bestimmen. Falls nicht ausdriicklich anders angegeben, fand eine
Mittelung der AGR-Rate iiber alle 6 Zylinder statt.

5.8.1 Ergebnisse anhand von Priifstandsdaten

Um die Wirkungsweise der Iteration zu verdeutlichen, sind in Abbildung 5.21
die gemittelten Ergebnisse des Algorithmus mit und ohne Iteration dargestellt.
Dabei wurde eine Mittelung iiber alle Zylinder und iiber 100 Arbeitsspiele
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durchgefiihrt. Als Starttemperatur wurde 77 = 500 K gewéhlt. Bei nur ei-
nem Schleifendurchlauf wird die AGR-Rate mit der gewéhlten Starttempera-
tur geschétzt. Die daraus resultierenden Ergebnisse sind in der oberen Hélfte
von Darstellung 5.21 zu sehen. Im Vergleich dazu zeigt der untere Teil der Ab-
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Abbildung 5.21: Vergleich der Ergebnisse mit und ohne Iteration

bildung das Ergebnis mit maximal 5 Iterationen, wobei die Abbruchbedingung
| T1iv1 — T, |< 1 K die Berechnung bei einigen Punkten schon frither been-
det. Es zeigt sich, dass die Iteration das Schétzergebnis deutlich verbessert.
Der dargestellte Korridor betrigt +4 % und liegt im Rahmen der Genau-
igkeit der Referenzwerte. Die verwendeten Messdaten umfassen das gesamte
Drehzahl-Last-Kennfeld des verwendeten Motors.

5.8.1.1 Vergleich des empirischen und thermodynamischen Modells

Um den in diesem Kapitel beschriebenen Ansatz mit dem empirischen Modell
aus Kapitel 4 zu vergleichen, sind in Abbildung 5.22 die Ergebnisse dersel-
ben Messdaten wie in Darstellung 4.11 zu sehen. Wie bereits erwéhnt, ist die
Anwendung des empirischen Ansatzes auf den Drehzahl-Last-Bereich einge-
schréankt, in welchem die Bedatung der Kennfelder fiir die Merkmalsparameter
stattfand.

Auf der linken Hélfte der Darstellung 5.22 sind die gemittelten AGR-Raten
der Iteration gegeniiber den Referenzwerten abgebildet. Analog zu Abbildung
4.11 ist auf der rechten Hélfte die Standardabweichung fiir jeden einzelnen Be-
triebspunkt iiber den jeweiligen Mittelwert der AGR-Rate aufgetragen. Beim
Vergleich der beiden Abbildungen erscheint besonders signifikant, dass die
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Streuung von Zyklus zu Zyklus bei dem in diesem Kapitel entwickelten An-
satz wesentlich niedriger ausfillt. Dies ldsst sich darin begriinden, dass der
thermodynamische Ansatz sich hauptséichlich auf Zylinderdruckwerte vor und
nach der Verbrennung stiitzt. Um die Streuung der Schitzung von Zyklus zu
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Abbildung 5.22: Mittelwerte und Streuungen der AGR-Rate
Zyklus exemplarisch zu verdeutlichen, sind in Abbildung 5.23 die Ergebnisse
an 2 Betriebspunkten dargestellt. Es wurden dieselben Betriebspunkte wie in

Abbildung 4.12 verwendet. Beim Vergleich der Abbildungen 4.12 und 5.23 wird

N=1400 1/min pme=6 bar

i i i
10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
N=3000 1/min pme=6 bar

i i
10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
Arbeitsspiele

Abbildung 5.23: Zyklusaufgeloste Bestimmung der AGR-Rate



5.8 ERGEBNISSE 89

deutlich, dass bei dem in diesem Kapitel beschriebenen Verfahren die Streuung
von Zyklus zu Zyklus besonders bei héheren Drehzahlen niedriger ist.

5.8.1.2 Zylinderindividuelle Schitzung der AGR-Rate

Prinzipiell kann die Methode dazu verwendet werden, um die zylinderindi-
viduelle AGR-Rate zu bestimmen. Die Vorgehensweise ist dabei die gleiche
wie in den vorherigen Abschnitten. Es erfolgt jedoch keine Mittelung der Ab-
gasriickfiihrrate iiber die einzelnen Zylinder. Bei der Berechnung wird teils mit
lokalen Groflen im Brennraum, teils mit Messgroflen im Luftpfad gerechnet.
Die Ergebnisse der Schiatzung sind beispielhaft fiir einen Betriebspunkt in Ab-
bildung 5.24 zu sehen. Fiir den betrachteten Betriebspunkt (N = 2600 [L],

min

Pme = 8 bar) ergeben sich Unterschiede in der Verteilung von bis zu 7 %. Zu
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Abbildung 5.24: Zylinderindividuelle Schatzung der AGR-Rate

beachten ist, dass sich aus den vorhandenen Priifstandsdaten keine Referenz
fiir die AGR-Verteilung berechnen lésst und somit die Schétzergebnisse rein
qualitativ zu betrachten sind. Methodisch schwierig ist die Verwendung des ge-
messenen Verbrennungsluftverhéltnisses Ay im Abgas bei der Berechnung der
AGR-Rate. Streng genommen muss dieses ebenfalls lokal vorliegen, da unter-
schiedliche FEinspritzmengen in den einzelnen Zylindern sonst nicht korrekt in-
terpretiert werden. Somit wére die modellbasierte Bestimmung von A ein wei-
terer Schritt in Richtung der zylinderindividuellen AGR-Raten-Bestimmung.
Kapitel 6 beschaftigt sich unter anderem mit diesem Thema.
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5.8.1.3 Bestimmung der Frischluftmasse

Ein weiterer Vorteil des thermodynamischen Ansatzes, im Vergleich zum em-
pirischen Ansatz aus Kapitel 4, besteht in der iterativen Mitbestimmung der
Brennraumtemperatur 77. Aus dieser resultiert nach Gleichung (5.46) die An-
saugmasse ma,. In Verbindung mit der AGR-Rate lasst sich durch

mi, = (1 — J:AGR) * T An (571)

die angesaugte Luftmasse berechnen. Wie in Kapitel 2 erldutert, wird diese im
Ansaugtrakt des Motors mit Hilfe des Luftmassenmessers direkt mitgemessen.
Die gemessene Luftmasse dient somit im Folgenden als Referenzgréfie. Abbil-
dung 5.25 zeigt den Vergleich zwischen der iterativ berechneten Luftmasse und
der Messung. Analog zur Darstellung der geschiatzten AGR-Raten sind in der
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Abbildung 5.25: Mittelwerte und Streuung der angesaugten Luftmasse
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Abbildung 5.26: Relative Fehler der Luftmassenschétzung
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linken Hilfte der Abbildung die gemittelten Werte gegeneinander aufgetra-
gen. Auf der rechten Seite ist zu jedem Mittelwert die dazugehorige Standard-
abweichung dargestellt. In Abbildung 5.26 ist der relative Fehler der Luftmas-
senschétzung dargestellt. Bis auf wenige Ausreifler bei kleinen Luftmassen er-
folgt die Schétzung im Rahmen der Messgenauigkeit des verwendeten Sensors.
Es fallt auf, dass bei kleinen Luftmassen sowohl die Streuung der Schétzwerte
als auch der relative Fehler zwischen Schétzung und Referenz zunimmt. Da
bei kleinen Luftmassen meist hohe AGR-Raten vorherrschen, decken sich die
Ergebnisse mit denen der AGR-Raten-Schétzung. Bei hohen Abgasanteilen im
Brennraum nimmt die Standardabweichung der Schitzung ebenfalls zu (siehe
Abbildung 5.22).

5.8.2 Ergebnisse der Implementierung im Fahrzeug

Die Berechnung des thermodynamischen Ansatzes im Fahrzeug erfolgt ana-
log zu Kapitel 4.4.3. Die Filterung und Berechnung des absoluten Zylinder-
druckes sowie die Heizverlaufsschitzung werden dabei auf dem FI?RE-Steu-
ergerit durchgefithrt. Die thermodynamische Berechnung der Zylinderfiillung
erfolgt auf der verwendeten Rapid-Prototyping-Plattform. Um die Anzahl der
Iterationen des Algorithmus zu reduzieren, wird die geschitzte Temperatur T}
des aktuellen Zyklus als Startwert fiir den néchsten Zyklus verwendet. Die Be-
rechnung und Ubergabe der Temperatur T} von Zyklus zu Zyklus erfolgt dabei
zylinderindividuell. Abbildung 5.27 zeigt die Berechnung der AGR-Rate und
der Luftmasse im Vergleich zur Referenz. Hierbei wurde, wie schon bei den
Priifstandsdaten, die maximale Iterationsanzahl auf fiinf gesetzt. Da sich die
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Abbildung 5.27: Schitzung von xagr und mp, mit maximal 5 Iterationen
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Temperatur T von Zyklus zu Zyklus normalerweise nicht sprungartig &ndert,
beendet die Abbruchbedingung | T3 ;11 — 77, |< 1 K die Berechnung in der Re-
gel nach einem Schleifendurchlauf. Um den Einfluss der Iterationsanzahl auf
das Ergebnis der Schitzung genauer beurteilen zu kénnen, zeigt Abbildung
5.28 das Ergebnis bei nur einem Durchlauf des Algorithmus pro Zyklus und
Zylinder. Dabei ist leicht zu erkennen, dass die Erhohung der Iterationsanzahl
keinen nennenswerten Einfluss auf die Qualitdt der Schitzung hat. Durch die
Ubernahme der Temperatur 7} von einem zum néchsten Zyklus reicht es also
vollig aus, wenn die Iteration nach einem Durchlauf beendet wird.

60 Schatzung | SERPRIRREE SERPERRERE SERERIRERS e SR
< - - —Referenz : : : :
'_'n: 40 s e I R SR
o I :
< 20K :
O :
0 10 20 30 40 50 60 70
— 1000 T T T T T T T
>
N
o
7]
< 500
(@]
£
— B B B
= 0 ; ; ; i ; ; ;
0 10 20 30 40 50 60 70
Zeit [s]

Abbildung 5.28: Schéitzung von xagr und my, mit einer Iteration

Auffallend sind, insbesondere in Abbildung 5.27, die auftretenden Uber- bzw.
Unterschwinger in der geschéatzten Abgasriickfithrrate und Luftmasse. Diese
Problematik wird im Folgenden an einer weiteren Messung genauer unter-
sucht. Abbildung 5.29 zeigt in der oberen Hélfte die Schiatzung der AGR-Rate
im Vergleich zu den Referenzwerten bei einem Schleifendurchlauf pro Zyklus
und Zylinder. In der unteren Hélfte der Abbildung ist die zugehorige Dreh-
zahl (gestrichelte Linie) und der indizierte Mitteldruck (durchgezogene Linie)
fiir den Messzeitraum dargestellt. Die gezeigte Messung beinhaltet fast den
gesamten Drehzahlbereich, in welchem der Motor mit Abgasriickfithrung be-
trieben wird. Das Fahrzeug wurde wihrend der Aufzeichnung relativ konstant
beschleunigt. Der sprunghafte Anstieg der Drehzahl bei ca. 6 Sekunden sowie
der Abfall nach 10 Sekunden ergeben sich durch kurzzeitiges Zuriickschalten
des Automatikgetriebes.

Die Urspriinge der auftretenden Uber- bzw. Unterschwinger liegen sowohl in
der Tragheit der Lambda-Sonde als auch in dem oOrtlichen Unterschied der Si-
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Abbildung 5.29: Ursprung der Uber- bzw. Unterschwinger im transienten
Fahrzeugbetrieb

gnalerfassung. Im Gegensatz zu den im Brennraum verbauten Drucksensoren
reagiert die Lambda-Sonde auf Anderungen der Gaszusammensetzung im Zy-
linder stark verzogert. Die Schéitzung der AGR-Rate beruht mafigeblich auf

diesen beiden Sensorwerten:

o :1_CAH'Apkor_ >\A
AGR Man CoC

(5.72)

Dabei entspricht Ay dem Messwert der Lambda-Sonde und Apy,, der korri-
gierten Druckdifferenz aus der Zylinderdrucksensorik.

Wiéhrend des Schaltvorgangs bei 10 Sekunden findet ein kurzzeitiges Absinken
des Motormomentes statt. Dies ist in Abbildung 5.29 am Einbruch des indi-
zierten Mitteldruckes py,; sichtbar. Das bedeutet, dass weniger Kraftstoff einge-
spritzt wird und dadurch A steigen bzw. Apy,, sinken muss. Die verminderte
Einspritzmenge wird allerdings zunéchst nur in der Abnahme der Druckdif-
ferenz erfasst. Aus Gleichung (5.72) geht hervor, dass dadurch die geschétzte
AGR-Rate steigt. Somit entsteht der Uberschwinger bei ca. 10 Sekunden. Auf-
grund der zu hoch geschétzten AGR-Rate konvergiert die Temperatur 7T} auf
einen ebenfalls zu groflen Wert. Bei zu hoch geschétzter Temperatur 7} ergibt
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sich fiir die Ansaugmasse

_ p- Wi

R-T
ein zu niedriger Wert. Dadurch sinkt wiederum der Wert fiir die geschétzte
AGR-Rate, Gleichung (5.72). Zusétzlich reagiert nun auch die Lambda-Sonde,
wodurch die beobachteten Unterschwinger entstehen. Abbildung 5.30 verdeut-

licht den Zusammenhang zwischen geschéitzter AGR-Rate und dem verzogerten
Signal der Lambda-Sonde.

MAn

— MRG (5.73)

Die entstehenden Uber- und Unterschwinger kénnten durch eine modellbasierte
Bestimmung des Luft-Kraftstoff-Verhéltnisses oder durch eine Verzogerung des
Zylinderdrucksignals reduziert werden. Letzteres hétte allerdings den Nachteil,
dass sich die Schatzgeschwindigkeit des Modells verschlechtern wiirde.

25 ; ; ; ;

- N
[¢)] o

—_
o

Schatzung X\GR [%]

Zeit [s]

Abbildung 5.30: Geschétzte AGR-Rate und Signal der Lambda-Sonde

5.9 Zusammenfassung

In diesem Kapitel wurde ein thermodynamischer Ansatz zur Bestimmung der
externen Abgasriickfithrrate und der angesaugten Frischluftmasse auf Basis
des Zylinderdrucksignals beschrieben. Es stellte sich heraus, dass es sinnvoll
ist, den Brennraum bei geschlossenen Einlass- und Auslassventilen und einen
zusétzlichen Teil des Luftpfades zu modellieren. Das entwickelte Modell bezieht
sich somit auf Zustandsgréfien im Brennraum und auf Groflen im Luftpfad.
Die Modellierung der Zylinderfiillung im Brennraum erfolgte, um die externe
AGR-Rate zu bestimmen. Zur Berechnung der Brennraumtemperatur und der
Ansaugmasse wurde die Strecke der Abgasriickfithrung modelliert.
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Fiir die Bestimmung der gesuchten Groflen benétigt der Algorithmus zusétzlich
zum Zylinderdrucksignal die Temperatur nach Ladeluftkiihler Ty, die Abgas-
temperatur T3, den Abgasgegendruck ps, das Verbrennungsluftverhéltnis im
Abgas Ay und die Drehzahl N.

Wie in Abschnitt 5.8 gezeigt, kann die AGR-Rate anhand der beschriebenen
Methode mit einer absoluten Abweichung von +4 % im Vergleich zur Refe-
renz aus Anhang B.2 berechnet werden. Dies entspricht ungeféihr der Schétz-
genauigkeit des empirischen Ansatzes. Bei der Ubertragung der Ansitze auf
verschiedene Motoren zeigt die thermodynamische Methode einen Vorteil. Der
in Kapitel 4 entwickelte Ansatz darf nur bei gleicher Applikation der Einspritz-
profile auf einen anderen Motor iibertragen werden. Der thermodynamische
Ansatz verhilt sich dagegen bei einer Anderung des Einspritzprofils wesent-
lich unempfindlicher. Zudem kann mit dem in diesem Kapitel beschriebenen
Verfahren die AGR-Rate und angesaugte Frischluftmasse im gesamten Kenn-
feld des verwendeten Motors bestimmt werden.

Prinzipiell ist mit der gezeigten Methodik auch die Bestimmung einer zylin-
derindividuellen AGR-Rate moglich. Als schwierig hat sich herausgestellt, dass
nur das Verbrennungsluftverhéltnis des Abgases als Grofie bei den Messungen
vorlag. Wie bereits erwidhnt, kénnen dadurch unterschiedliche Einspritzmen-
gen der einzelnen Injektionen nicht korrekt interpretiert werden.

Die Bestimmung der angesaugten Frischluftmasse erfolgt bis auf wenige Aus-
reifler bei sehr niedrigen Luftmassen im Rahmen der Messgenauigkeit des ver-
wendeten Referenzsensors. Dies deckt sich, wie bereits erldautert, mit den Er-
gebnissen der AGR-Raten-Bestimmung.

Da eine prézise Berechnung der gesuchten Groéflen bereits mit einem Schleifen-
durchlauf des Algorithmus moglich ist, benotigt der thermodynamische Ansatz
sehr wenig Rechenzeit. Prinzipiell kann das entwickelte Modell auch auf einem
Seriensteuergerat gerechnet werden.
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Kapitel 6

Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Arbeit beschéftigt sich mit der zylinderdruckbasierten Sub-
stitution des Heif}filmluftmassenmessers. Da das gemessene Zylinderdrucksig-
nal mit einem Offsetfehler behaftet ist, wurde eine Methode zur hoch ge-
nauen Berechnung des absoluten Zylinderdrucksignals entwickelt. Im Gegen-
satz zu herkémmlichen Verfahren wird dabei der Offsetfehler unabhéngig von
einem fest vorgegebenen Polytropenexponenten bestimmt. Dieses neu entwi-
ckelte Verfahren verwendet ein Extended-Kalman-Filter mit Markov-2-Prozess
und zeigt deutliche Vorteile zu herkommlichen Methoden der Berechnung des

Offsetfehlers.

Das offsetkorrigierte Drucksignal wird dazu verwendet, die Zylinderfiillung zu
bestimmen. Es werden zwei Ansétze zur Berechnung der Abgasriickfithrra-
te vorgestellt. Zum einen erfolgt die empirische Modellierung der Abgasriick-
fithrrate und zum anderen die physikalische Modellierung der Zylinderfiillung.
Die Abgasriickfithrrate wird bei der Verwendung des empirischen Modells mit
Hilfe eines Extended-Kalman-Filters berechnet. Die Bestimmung der Abgas-
riickfithrrate beim physikalischen Modell erfolgt anhand eines iterativen An-
satzes.

Ein Vergleich der beiden Ansitze zur Bestimmung der Abgasriickfiihrrate
zeigt, dass das physikalisch basierte Modell komplexer und umfangreicher ist.
Es bendtigt mehr Messgrofien fiir die Berechnung der AGR-Rate. Aufgrund der
physikalischen Modellierung der Zylinderfiillung kann zusétzlich zur AGR-Rate
die angesaugte Frischluftmasse ermittelt werden. Die Schétzgenauigkeit des
physikalischen Ansatzes liegt im Wesentlichen im Toleranzbereich gebrauch-
licher Luftmassenmesser.

Die Anwendung des physikalisch basierten Modells hat ein deutliches Poten-
zial zur Substitution des Heiflfilmluftmassenmessers. Der besondere Vorteil des
Ansatzes ist — neben der geringen Rechenzeit — die gute Ubertragbarkeit des
Ansatzes auf verschiedene Motoren.

Aufgrund des ortlichen Unterschiedes der Signalerfassung von Lambda-Sonde
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und Zylinderdrucksensorik kénnen Uber- bzw. Unterschwinger im transienten
Betrieb auftreten. Die modellbasierte Erfassung des Luft-Kraftstoff-Verhéalt-
nisses wére deshalb ein weiterer Schritt zur Verbesserung der Schétzqualitét.
Mit einer zylinderindividuellen Berechnung des Luft-Kraftstoff-Verhéltnisses
kénnten zusdtzlich unterschiedliche Einspritzmengen in den einzelnen Zylin-
dern richtig interpretiert werden. Somit wére die prézise Berechnung der zy-
linderindividuellen AGR-Rate moglich.

Eine weitere Anwendung des Zylinderdrucksignals findet sich beispielsweise in
der Berechnung der NOx-Emissionen nach Wenzel [76]. Fiir diese Modellie-
rung werden zusétzlich zum Zylinderdrucksignal die Gesamtmasse im Zylinder
und die angesaugte Frischluftmasse benotigt. Die in dieser Arbeit vorgestellten
Ansétze konnen somit zusétzlich zur Verbesserung bestehender Rohemissions-
modelle dienen.

Alle in dieser Arbeit entwickelten Verfahren konnten sowohl an stationiren
Priifstandsdaten als auch im instationédren Fahrzeugbetrieb auf einer Daimler-
spezifischen Rapid-Prototyping-Plattform validiert werden.
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Anhang A

Das Extended-Kalman-Filter
(EKF)

Das Extended-Kalman-Filter ist eine Erweiterung des linearen Kalman-Filters
auf nichtlineare Systeme. In Kapitel 3 wird dabei von folgender Systemdar-
stellung ausgegangen:

2(k+1) = f(z(k)) +w(k) (A1)
y(k) = C - z(k)+v(k) (A.2)

Die Nichtlinearitéit befindet sich hierbei in der Systemgleichung. Bei der Be-
rechnung der Abgasriickfithrrate in Kapitel 4 liegt die Nichtlinearitidt in der
Messgleichung:

r(k+1)=A-xz(k)+w(k) (A.3)

y(k) = h(z(k)) +u(k) (A.4)

Die zur Anwendung der Kalman-Filter-Gleichungen benétigten Jacobi-Matrizen
erhélt man jeweils aus:

ofi  Ofi oft Ohy
o1 Oxa 77 Oxq or
. . . . Oh
Ak) =] : : o ; Clk)y=1 52 (A.5)
oy O ofy ohs
ox1 oxo T Ozg oz

Wie bereits in den einzelnen Kapiteln erwahnt, werden die Rauschprozesse v (k)
und w(k) als mittelwertfreie und normalverteilte Zufallsgrofen angenommen.

Die Modellierung einzelner Zustandsgréfen erfolgt anhand von Markov-Pro-
zessen erster und zweiter Ordnung. Ein Prozess hat dabei die Gaufl-Markov-
Eigenschatft, falls zukiinftige Zustdnde nur von aktuellen Zusténden abhéngen
und nicht von irgendwelchen vergangenen Zustidnden. Die Gaufl-Markov-Eigen-
schaft beinhaltet zusétzlich, dass alle Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen die
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Form einer Gaufiglocke haben. Bei einem Markov-Prozess zweiter Ordnung
werden dagegen zukiinftige Zusténde (z,,,) anhand der aktuellen Zustidnde
(z;,) und der vorherigen Zusténde (z;_,) bestimmt [3]. Diese Markov-2-Eigen-
schaft wird in Kapitel 3 verwendet, um einen variablen Polytropenexponenten
in der Kompressionsphase zu bestimmen.

Nach Aufstellung der Zustandsraumgleichungen kann der Kalman-Filter-Algo-
rithmus angewandt werden. Dieser lisst sich in zwei Schritte unterteilen:

1. Die Pradiktionsgleichungen des Kalman-Filters werden benutzt, um die
Zustiande z,; und Kovarianzen P, vom vorherigen Zeitschritt £ —1 zum
aktuellen Zeitschritt £ zu berechnen:

&y = f (&) (A.6)
Pk_ = Ak—l . Plj_—l : Ag_l + Qk—l (A7)

2. Die Messwertinterpolation erfolgt, nachdem ein neuer Messwert Y, auf-
genommen wurde. Dabei werden die verbesserten Werte der Zustands—
schitzung ", der Kovarianzmatrix P und der Verstidrkungsmatrix Kj,
bestimmt:

-1

Ky=P; -C"-[C-P; -C"+ Ry (A.8)
&= a4+ K- [Qk —C- ilz] (A.9)

Pr =P —-K,-C-P; (A.10)



Anhang B

Referenzwertberechnung

Dieser Anhang gibt einen kurzen Uberblick iiber die Berechnung der Referenz-
werte, welche in der vorliegenden Arbeit benutzt werden, um die entwickelten
Algorithmen zu validieren.

B.1 Berechnung des Offsetfehlers

Die Modelle zur Referenzwertberechnung sollten moglichst exakte Werte lie-
fern, wobei die Rechenzeit keine Rolle spielt. Zur Berechnung des Offsetfehlers
wird daher ein nicht echtzeitfdhiges Modell auf Basis des 1. Hauptsatzes der
Thermodynamik verwendet:

Pz - AV + dQw +dU = 0 (B.1)

Durch Kombination von Gleichung (B.1) mit dem Zusammenhang zwischen
absolutem und gemessenem Zylinderdruck pzy1 = pm — Dosser (3.2) ergibt sich
folgender Ausdruck fiir die Berechnung des Offsetfehlers:

m-dV +d +dU
PoOffset = b dVQW (BQ)

Um einen mittleren Wert in der Kompressionsphase zu erhalten, erfolgt die
Berechnung des Offsetfehlers in der Summenschreibweise [9]:

p2
LAV dQw | dU
sog;ol [ m (%) ap * d“:’}v * d“’}
Poftset = 02 w (B3)
> [&]
oy L7

Die Losung der Gleichungen (B.2) und (B.3) erfolgt iterativ, da die einzelnen
Terme wiederum vom absoluten Zylinderdruck abhéngig sind.
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Die Berechnung der Wandwéarmeverluste wird im dargestellten Modell nach
Woschni [78] mit Modifikationen von Huber [37] und Vogel [75] berechnet. Die
Anderung der inneren Energie dU erfolgt nach Zacharias [79].

In einem weiteren Schritt kann der Polytropenexponent anhand des absoluten
Zylinderdruckverlaufs und des Zylindervolumens berechnet werden:

pzy1()
. log <pZy1(y<P+A<p)>

= V(o+Ag)
pt+Ap
10g< V(e) )

(B.4)

B.2 Fiillungsbestimmung

Die messtechnische Erfassung der Zylinderfiillung bei aktiver AGR stellt
eine Schwierigkeit dar und ist zudem meist mit hohen Ungenauigkeiten ver-
bunden. Verbreitete Ansétze sind dabei die Fiillungsbestimmung anhand des
Luftaufwandes, die Bestimmung der Zylinderfiillung durch Messung der COs-
Konzentrationen und die Berechnung der Fiillung anhand der Mischungstem-
peratur [51]. Die Problematik einer prizisen Messung liegt darin, dass zwischen
Abgasriickfithr- und Frischluftmassenstrom keine komplette Vermischung vor-
liegt. Somit wird das Messergebnis bei einer Temperatur- oder Gasentnahme-
messung stark von der Einbaulage der Messstelle beeinflusst.

In der vorliegenden Arbeit wird daher eine iterative Berechnung anhand des
Luftaufwandes verwendet, um die Zylinderfiillung zu ermitteln. Wie in Ab-
schnitt 2.2 beschrieben, errechnet sich der Luftaufwand aus realem Massen-
strom zu theoretisch moéglichem Massenstrom:

mAn mAn

Aa =

. _ (B.5)
M An,theoretisch VHub * PSR

Bei geschlossenem AGR-Ventil erfasst der Luftmassenmesser direkt den ange-
saugten Massenstrom ma,. Zusétzlich kann die Dichte psg aus einer Druck-
und Temperaturmessung im Saugrohr bestimmt werden!. Somit lisst sich der
Luftaufwand anhand einer Kennfeldvermessung bei geschlossenem AGR-Ventil
berechnen. Da der Luftaufwand mafigeblich von der Drehzahl N und der Dich-
te im Saugrohr psr abhéngt, wird dieser in einem Kennfeld abgelegt:

Ao = (N, psr) (B.6)

Mit Hilfe des Luftaufwandes A, und dem Messwert des Luftmassenmessers
myp, kann bei offenem AGR-Ventil die angesaugte Zylinderfiillung bestimmt
werden:

MAn = My + MAGR = Aa * Viub * PSR (B.7)

! Die Verwendung einer gemessenen Saugrohrtemperatur erfolgt hier, aufgrund der nicht
komplett vermischten Gasstrome, nur bei geschlossenem AGR-Ventil.
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Die zur Berechnung benétigte Dichte des angesaugten Gases ergibt sich aus:

P2sr
}] = B . 8
Sk R- TQSR ( )

Die einzig unbekannte Grofle ist dabei die Temperatur im Saugrohr, welche
wiederum von der zuriickgefithrten Abgasmasse abhéngig ist:

my, - Cp1 - 1o NR + MAGR * Cp,AGR - T3k (B.9)

Tosr = : :
My, - CpL + MAGR * Cp,AGR
Dadurch bietet sich, wie anfangs erwihnt, eine iterative Berechnung der Refe-
renzwerte an. Nach Ablauf der iterativen Berechnung erhélt man die in dieser
Arbeit verwendete AGR-Rate aus:

m
TAGR = (B.10)

Zur Bedatung der Temperaturerh6hung im Einlasskriimmer (Abschnitt 5.6.3)
wird zusétzlich die Temperatur im Zylinder 80 ° KW vor dem oberen Totpunkt
benotigt. Aufgrund der erhaltenen Referenzwerte wird diese mit Hilfe des idea-
len Gasgesetzes berechnet. Die dazu benotigte Gesamtmasse in einem Zylinder
ergibt sich aus den Gleichungen (B.7) und (5.32):

Mges = M An + MRrG (Bll)
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Anhang C

Varianz und Erwartungswert
einer stetigen (Gleichverteilung

Eine stetige Gleichverteilung hat auf einem Intervall (a, b) eine konstante Wahr-

scheinlichkeitsdichte mit:

_ atd
£.06) = bia -rect<5b_2 > (1)
A
fx(§)
1
b-a
0 0 a b f’

Abbildung C.1: Dichte f,(&) einer stetigen Gleichverteilung

Erwartungswert FE(&) einer stetigen Gleichverteilung:

E(¢)

1 b
. d
— /s ¢
1 b2 —a?
SR (C.2)
a-+b

2
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Die Varianz V() berechnet sich wie folgt:

V(E) = B - (B©)’

(C.3)
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Anhang D

Abhingigkeit der MCC mit der
AGR-Rate
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MCC
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Anhang E

Kennfelder der
Polynomkoeffizienten

E.1 Brennverzug /D
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Abbildung E.1: Kennfelder des Brennverzuges I D
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E.2 Vormischverbrennung PMC
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Abbildung E.2: Kennfelder der Rate der Vormischverbrennung PMC'
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