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Abstract

Together with the presently increasing emission limitations, the necessity for powerful
control algorithms to reduce the emissions of internal combustion engines are today
more important than ever. Because of the essential influence of the EGR-Rate on the
NOx-emissions, it is important for transient engine control, to know the amount of the
recirculated exhaust very accurately.

This research develops a robust and practical means for egr-estimations in combusti-
on engines. To find out the relationship between the subsystems, a complete simulation
model of the diesel engine air system is realised. This simulation environment includes
the thermodynamics of the entire air system of a diesel engine with an intercooler, a
vtg-turbo charger, the intake and exhaust manifold, the egr-system and a mean value
engine model. In extension to the mean-value-engine model an optional calculation
time optimised crank-shaft-angle-domain combustion model is developed. This model
allows the simulation of interactions between the air-system and the fuel hydraulics.
Based on this simulation environment and analysis of the thermodynamics an algo-
rithm for the egr is determined. To adapt this approach to a real system, the sensor
dynamics have to meet certain technical requirements. These requirements are fulfilled
for almost every needed sensor with the exception of the temperature sensor which
has slow dynamic characteristics, and is moreover influenced by deposits on the sensor
hull. This restriction leads directly to an intensive analysis of the specific sensor and
the transfer function between the gas temperature and the sensor outputs. The ana-
lysis starts with a numeric simulation of the energy transport inside the sensor and
the heat transfer between the gas and the sensor hull. Based on these investigations,
a third order, non-linear model of the sensor reactions is developed and is used in
combination with a Kalman filter to estimate the transient gas temperature, without
a significant loss in dynamics. With an implementation of the gas temperature estima-
tion, the original algorithm is extended to estimate the transient changes of the exhaust
gas recirculation. In a further step, and with the use of another temperature sensor, an
algorithm is developed, that is able to identify the unknown parameter of the sensor
model. With an on-line implementation of the parameter identification, the robustness
of the egr-estimation algorithm has been considerably improved. Finally, an outlook
for a decoupled control of the egr and the charge pressure based on the egr-estimation
is given.



Wenn nichts mehr zu helien scheint,
schaue ich einem Steinmetz zu,
der vielleicht 100mal auf seinen Stein einhiimmert,
olme dass sich anch nur der geringste Spalt zeigt;
doch beim 101. Schlag wird er entzweibrechen,
und ich wei, dass es nicht dieser Schlag war,
der es vollbracht hat - sondern alle Schliige zusammen.

(Jacob Riis, diinisch-amerikanischer Journalist
und Sozialreformer, 1849 - 1914)
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1 Einfithrung

1.1 Einleitung

Seit der Entwicklung und Inbetriebnahme des ersten Automobils im Jahre 1883 hat
die Verbreitung und Anwendung von Verbrennungsmotoren bis in die Gegenwart hin-
ein angehalten. Die sich daraus ergebende individuelle Mobilitdt hat wahrend dieses
Zeitraumes das vorherrschende gesellschaftliche Bild stark gepréigt, so daft das Automo-
bil als Fortbewegungs- und Transportmittel aus dem heutigen Gesellschaftsbild nicht
mehr wegzudenken ist. Wahrend in den Anfangsjahren die Maximierung der Leistung
als Ausdruck technischen Fortschritts im Mittelpunkt stand, hat sich die Entwick-
lungsmaxime bis zum heutigen Tage einer extremen Umorientierung unterzogen. Dies
ist nicht zuletzt auf ein erhohtes Sicherheitsbediirfnis und ein immer stirker aufkom-
mendes Umweltbewufstsein zuriickzufithren. Motiviert durch die Erkenntnis drohender
globaler Klimaverdnderungen, verursacht durch einen iiberhéhten C'Os-Ausstof und
den daraus resultierenden Treibhauseffekt, wirken seit den 70er Jahren die legislativen
Instanzen aktiv iiber entsprechende Gesetze auf den Entwicklungsprozefs im Automo-
bilbau ein. Neben einer Senkung des C'Os-Ausstofes fithren vor allem Emissionen von
Rufpartikeln, Schwefeldioxid, Stickoxiden (NO und NOs), Kohlenmonoxid, fliichti-
gen organischen Verbindungen und die damit verbundenen Gesundheitsrisiken zu einer
immer weiterschreitenden Verschirfung der Abgasgrenzwerte. Eine detaillierte Auf-
stellung der Grenzwertentwicklung fiir Dieselmotoren im Zeitraum von 1992 bis 2005
ist Abbildung 1.1 zu entnehmen. Wéhrend bislang in der Forschung verfolgte ,zero-
emission-Anséitze” aufgrund aufwendiger Produktionstechniken und Defiziten im er-
reichbaren Wirkungsgrad fiir den grofitechnischen, 6konomischen Einsatz derzeit nicht
zur Verfiigung stehen, sind Bemiihungen dieser Art als langfristig greifende Losungen
zur Minimierung des Schadstoffausstofses zu verstehen. Als kurz- und mittelfristige Al-
ternative zur Bewiltigung aktueller und zukiinftiger Emissionsvorschriften bietet sich
die Optimierung und stetige Weiterentwicklung konventioneller Otto- und Dieselan-
triebe an.

Neben den erdrterten 6kologischen Forderungen fiihren zusitzlich 6konomische Rand-
bedingungen wie der Wunsch nach sinkendem Kraftstoffverbrauch bei gleichbleibender
Motorleistung und steigender Fahrzeugsicherheit zu einem immer komplexer werdenden
System Verbrennungsmotor. In der Dieselmotorentwicklung ist in diesem Zusammen-
hang neben der Ladedruckanhebung, der damit verbundenen Ladeluftkiihlung und der
externen Abgasriickfiihrung vor allem die Anwendung eines neuartigen Speicherdruck-
einspritzsystems zu nennen.



1 Einfiihrung

Entwicklung der Abgasgrenzwerte
(1992-2005)
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Bild 1.1: Entwicklung der Abgasgesetzgebung im Zeitraum von 1992 bis 2005

Alle Mafnahmen, die in erster Linie der Verbrauchs- und Abgasminimierung die-
nen, lassen sich grundsétzlich in innermotorische und aufsermotorische bzw. periphere
Ansitze unterteilen, wobei unter den peripheren Mafknahmen vor allem das Luft- und
Abgassystem betroffen ist. Zu den innermotorischen Mafnahmen zidhlen neben einer
optimal abgestimmten Brennverlaufsgestaltung hinsichtlich Verbrauch und Abgaszu-
sammensetzung auch konstruktive Mafnahmen, die im wesentlichen ein ausgefeiltes
Brennraumdesign beziiglich einer effektiven Gemischaufbereitung betreffen. Unter pe-
ripheren Mafinahmen sind vor allem Aufladetechniken zur Maximierung des Liefergra-
des!, Abgasriickfiithrung zur Senkung der NOx-Emission und Abgasnachbehandlungssy-
steme in Form von Partikelfiltern und diversen Katalysatoren zu verstehen. Jede dieser
Komponenten ist mit einem oder mehreren variablen Systemparametern verbunden,
wodurch die Anzahl frei wihlbarer Parameterkombinationen drastisch zunimmt.

Um einen den Anforderungen gerecht werdenden Parametersatz zu finden, miis-
sen im Hinblick auf die Realisierung eines abgasminimalen Motorbetriebs alle im Sy-

!Unter Liefergrad ist das Verhiltnis zwischen der tatséichlichen Gasmenge im Brennraum zur theo-
retisch vom Motor angesaugten Gasmenge zu verstehen.



1.2 Problemstellung

stem vorhandenen variablen Parameter sowohl einer stationéren als auch instationéren
Optimierung unterzogen werden. Im Stationdrbetrieb ist diese Optimierung mit Hil-
fe von Parametervariationen im Rahmen umfangreicher Priifstandsversuche und un-
ter Zuhilfenahme eines sehr hohen Sensorumfangs realisierbar. Im Gegensatz dazu,
ist ein emissionsoptimales Systemverhalten im Instationdrbetrieb aufgrund mangeln-
der Sensordynamik und im Fahrbetrieb aufgrund eines eingeschréinkten Sensorumfangs
nicht mehr gewéhrleistet. Die Forderung, den Verbrennungsmotor dennoch in seinen
optimalen Betriebspunkten sowohl stationér als auch instationdr mit einem minimalen
Sensorumfang zu betreiben, dringt zur Anwendung neuer, leistungsstarker Verfahren
der Regelungstechnik und der Signaltheorie.

1.2 Problemstellung

Besonders deutlich tritt dieses Problem bei der Zumessung der externen Abgasriick-
fiithrung (AGR) hervor. Aufgrund fehlender fahrzeugtauglicher Sensorik liafst sich die
riickgefithrte Abgasmasse nur im Priifstandsbetrieb exakt ermitteln. Die grundlegende
Information zum Schliefen eines AGR-Regelkreises im Fahrbetrieb oder zum Entwurf
eines Adaptionsalgorithmus zur Beriicksichtigung von Parameterinderungen steht so-
mit nicht zur Verfiigung. Aktuell praktizierte Verfahren, die eine Kombination aus
Steuerung mit iiberlagerten Regelkreisen darstellen [24], lassen bei unvorhersehbaren,
kurz- oder langfristig wirkenden Anderungen der Systemparameter oder auftretenden
Storgrofeneinfliissen keine Korrekturmoglichkeiten zu und zeigen dariiber hinaus bei
instationdren Vorgidngen deutliche Schwéchen in ihrem dynamischen Verhalten.

Zwar liefert die derzeitige Sensorentwicklung Ansétze zur Bestimmung der AGR-
Rate fiir den groftechnischen Einsatz in der Automobilindustrie, dennoch ist ein Se-
rieneinsatz bei entsprechender Stiickzahl aufgrund sehr hoher Anspriiche an die ver-
wendete Sensorik in Punkto Drifterscheinungen, Robustheit und Langlebigkeit noch
nicht in Sicht. Uber diese Anforderungen hinaus sehen sich die Mehrzahl der bekann-
ten Mefprinzipien beziiglich ihrer Genauigkeit starken Einfliissen in Abhéngigkeit der
Temperatur ausgesetzt. Hieraus leitet sich unweigerlich die Forderung nach einer zu-
sitzlichen Temperaturmessung ab, welche ebenfalls instationéren Temperaturverldufen
ohne nennenswerte Verzogerungen folgen kann. Dieser Anspruch birgt weitere Proble-
me in sich, denn mit der Notwendigkeit einer transienten Temperaturmessung treffen
auch hier unvereinbare, gegensitzliche Effekte aufeinander. Dies folgt aus der Tatsa-
che, dafs die Dynamik eines Temperatursensors, welcher nach dem Widerstandsprinzip
arbeitet, sich indirekt proportional zur thermischen Masse des Sensors verhilt. Ei-
ne konstruktive Steigerung der Sensordynamik ist somit nur mit einer Verringerung
der das Sensorelement umgebenden Masse zu bewerkstelligen, wodurch die Resistenz
des Sensors gegeniiber Verschmutzungseffekten und mechanischen Einwirkungen stark
nachlift. Aufgrund dieser Zusammenhénge und der Erkenntnis, daf die Qualitéit einer
transienten AGR-Bestimmung mit dem Problem einer instationdren Temperaturmes-
sung eng verkniipft ist, liegt der Schwerpunkt dieser Arbeit weniger in einer gesamt-
heitlichen Losung, die einen optimierten Instationdrbetrieb aller Systemkomponenten
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1 Einfiihrung

von der Einspritzanlage iiber die Aufladung bis hin zur externen AGR umfaft, um
eine optimale Bemessung von Kraftstoff, Luft und Abgas sicherzustellen. Vielmehr
konzentriert sich der hier vorgestellte Ansatz auf eine instationér taugliche Schitzung
der AGR-Rate, wobei der gewihlte Losungsweg sich auf derzeitig verfiighbare Sensoren
stiitzt und sich dariiber hinaus dem Problem der instationdren Temperaturermittlung
mit Hilfe signaltheoretischer Verfahren widmet. Anschliefend liefern die AGR-Rate
und der Gasmassenstrom in den Motor in Kombination miteinander einen Riickschluf
auf die in den Motor einfliefende Luftmasse. Auf der Basis dieser Grofen lassen sich
dann Algorithmen entwerfen, die sowohl eine rauchvermeidende Einspritzsteuerung un-
terstiitzen als auch die Realisierung einer geregelten instationdren Abgasriickfithrung
zur Minimierung des NOx-Ausstofses ermoglichen.

1.3 Uberblick

Um die Zusammenhinge besser zu durchleuchten und eine Grundlage zum Test der ent-
worfenen Algorithmen zu schaffen, geht dem Funktionsentwurf zur AGR- bzw. Luftmas-
senschitzung in Kapitel 2 eine ausfiihrliche mathematisch-physikalische Betrachtung
des Gesamtsystems, bestehend aus Motor, Abgasturbolader, Ladeluftkiihlung und Ab-
gasriickfithrung, voraus. Anschliefend dient ein auf dieser Basis und Vorarbeiten der Fa.
Ricardo LTD entwickeltes Luftpfadmodell eines Dieselmotors als Test- und Entwick-
lungsplattform und stellt somit eine Alternative zu kostspieligen Priifstandsversuchen
dar. Der Modellierungsumfang und hohe Detaillierungsgrad dieses Referenzmodells,
der fiir den endgiiltigen Funktionsentwurf nicht notwendig ist, erlaubt dariiber hin-
aus einen tiefen Einblick in das Verhalten und die Wechselwirkungen des Systems und
liefert eine Basis fiir eine fundierte Beurteilung der gewonnenen Erkenntnisse.

Trotz des hohen Detaillierungsgrades des Luftsystemmodells ist der in Kapitel 2
vorgestellte klassische Ansatz zur Modellierung eines Dieselmotors nicht in der La-
ge, alle Parametervariationen eines modernen Common-Rail-Einspritzsystems auf den
Druck- und Temperaturverlauf des Abgasstroms abzubilden. Aus diesem Grund stellt
Kapitel 3 eine zeitoptimierte Berechnung des Motorprozesses vor, die im Vergleich
zu herkémmlichen Methoden, wie der Einzonenmodellierung mit integrierter Vibe-
Brennverlaufsberechnung 2, den Einfluk der Lage, der Form und der Dauer der Ein-
spritzung mit beriicksichtigt und somit den Anforderungen eines CR-Systems begeg-
net. Dariiber hinaus greift die angewandte Losungsmethode auf analytische Verfahren
zuriick und reduziert somit die Rechenzeit um mehrere Gréfenordnungen, was die
Implementierung dieses Modells in regelungstechnische Anwendungen und Simulati-
onsumgebungen deutlich erleichtert.

Im Anschluft an die eingehende Analyse des Gesamtsystems widmet sich Kapi-
tel 4 Problemen, die in Verbindung mit Ansétzen zur AGR-Bestimmung stehen und
stellt einen robusten Losungsansatz vor. Als Hauptproblem bei der Realisierung die-

2Bei diesem Ansatz ist die Wirmefreisetzung mit einer e-Funktion genéhert. Die Parameter werden
aus bestehenden Mefsreihen bestimmt und beriicksichtigen somit nur den stationiren Betrieb.



1.3  Uberblick

ses Ansatzes kristallisiert sich im weiteren Verlauf der Arbeit die mangelhafte Dyna-
mik der verwendeten Temperatursensorik heraus. Um dennoch einen Anhaltspunkt fiir
den hochdynamischen Verlauf der Fluidtemperatur zu erhalten, erfolgt zunéchst eine
eingehende thermodynamische Analyse der betrachteten Temperatursensorik, die an-
schliefend durch eine Modellierung der Warmeiibertragungsstrecke zwischen Fluid und
Temperaturmefelement erginzt wird. Mit dem Ende dieses Kapitels schliefst gleich-
zeitig der Teil der Arbeit, der sich vorwiegend mit der Modellbildung der einzelnen
Teilkomponenten beschiftigt.

Die weiteren Kapitel widmen sich verstiarkt den estimationstheoretischen Grundla-
gen und deren Anwendung in bezug auf die AGR-Schétzung. In diesem Zusammenhang
befafst sich Kapitel 5 zunéchst mit allgemeinen Fragestellungen zum Thema Beobach-
terentwurf, bevor im weiteren Verlauf eingehend auf die Grundlagen der linearen und
nichtlinearen Kalman-Filter Theorie eingegangen wird. Aufbauend auf die Inhalte von
Kapitel 4 und 5 erortert Kapitel 6 unter Einbeziehung eines Eingangsgrofenmodells zur
Nachbildung des Fluidtemperaturverlaufs den Entwurf eines Extended Kalman-Filters
zur Schétzung der dynamischen Gastemperatur. Anschliefend wird in Ergénzung zum
Extended Kalman-Filter ein lineares Kalman-Filter vorgestellt, mit dessen Hilfe sich
eine nahezu dquivalente Qualitdt der geschitzten Signale mit einem deutlich gerin-
geren Rechenaufwand erzielen ldft. Eine abschliefende Bewertung der gewonnenen
Ergebnisse aus der Integration der Fluidtemperaturestimation in die Berechnung der
AGR-Rate an gemessenen instationdren AGR-Verlaufen erfolgt in Kapitel 6. Kapitel
7 setzt sich mit den bisher noch nicht beriicksichtigten Einfliissen auftretender Para-
meterdnderungen der verwendeten Temperatursensorik auseinander, welche im Fahr-
zeugeinsatz aufgrund von Ablagerungen an der Sensorhiille zu erwarten sind und das
Ergebnis der AGR-Estimation nicht unerheblich beeinflussen kénnen. Abhilfe schafft
die Verwendung eines zweiten Temperatursensors in Verbindung mit einem Identifikati-
onsalgorithmus, der im laufenden Betrieb die Parameter des Temperatursensormodells
ermittelt, dem Algorithmus zur AGR-Estimation zufiihrt und somit die Robustheit
des Verfahrens im spéteren Einsatz garantiert. Abgerundet wird die Arbeit mit einem
kurzen Ausblick in Kapitel 8, der auf regelungstechnische Ansétze zur entkoppelten
Gesamtsystemregelung hinweist.
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2 Modellbildung des Luftsystems

Wihrend sich klassische regelungstechnische Ansétze verstirkt Frequenzbereichsme-
thoden widmen und vorwiegend auf lineare, zeitinvariante Eingrofensysteme angewen-
det werden, umfassen moderne regelungstechnische Methoden im Zeitbereich neben
Ansétzen fiir die oben angesprochenen Systeme auch Analyse- und Syntheseverfah-
ren fiir nichtlineare zeitinvariante Mehrgrofensysteme. Wesentlicher Bestandteil die-
ser Zeitbereichsmethoden sowie artverwandter signaltheoretischer Verfahren sind die
zugrundeliegenden Prozefmodelle, die im Zustandsraum formuliert sind und sowohl
physikalisch-mathematischen Betrachtungen als auch systemtheoretischen Uberlegun-
gen entspringen. Im Hinblick auf den spéter folgenden Entwurf eines Estimationsalgo-
rithmus zur Bestimmung der AGR-Rate im Saugrohr stellt das folgende Kapitel die
Modellbildung eines Dieselmotors und seines vollstandigen Luftpfades vor. Der Model-
lierungsumfang umfaft neben einem kennfeldbasierten Mittelwertmodell des Dieselmo-
tors die Subsysteme einer gekiihlten, externen Abgasriickfiihrung sowie die Komponen-
ten einer Abgasturboaufladung, bestehend aus Verdichter und Turbine mit variabler
Turbinengeometrie.

Bezogen auf die jeweiligen Anforderungen stellt die Literatur verschiedene Berech-
nungsansitze zur Verfiigung, die sich in Abhéngigkeit von der geforderten Zielsetzung
in ihrem jeweiligen Detaillierungsgrad unterscheiden. Somit sind fiir konstruktionsun-
terstiitzende Simulationen, die zur gezielten Vorausberechnung des Bauteilverhaltens
dienen, unterschiedlichere Anforderungen an die Modellbildung gestellt als fiir Mo-
delle, die im Rahmen regelungstechnischer, diagnoserelevanter und signaltheoretischer
Anwendungen zum Einsatz kommen. In bezug auf den Luftpfad reicht die Bandbrei-
te von einfachen quasistationdren Kennfeldmodellen iiber Fiill- und Entleermethoden
[46] bis hin zu mehrdimensionalen Modellen, die mit Hilfe numerischer Methoden ge-
16st werden. Zur mathematischen Beschreibung des Motorverhaltens kommen einfache
quasistationire Kennfeldmodelle ebenso in Betracht wie Ein- bzw. Multizonen und ein-
bzw. multidimensionale Ansétze [6]. Entsprechend den Anforderungen an Genauigkeit,
Dynamik und die o6rtliche Auflosung der Berechnungen ist der Detaillierungsgrad des
Modells auszuwéhlen. Dariiberhinaus spielt bei der hier vorliegenden Aufgabenstellung
der modulare Aufbau, der die Anpassung an verinderte Systemtopologien vereinfacht,
die Anlehnung an physikalische Zusammenhinge zur Ubertragbarkeit der gewonnenen
Teilmodelle auf dhnliche Systeme sowie die Echtzeitfihigkeit des Gesamtmodells eine
wesentliche Rolle.

Um ein moglichst breites Spektrum an Anwendungen im Bereich der Regelungstech-
nik und der Signaltheorie abzudecken, setzt sich das nachfolgend beschriebene Modell
aus einer Kombination aus quasistationdren Kennfeldern und der Fiill- und Entleerme-
thode zusammen [24]. Das so entstehende, einfach zu parametrierende Modell léfst sich
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2 Modellbildung des Luftsystems

aufgrund des damit verbundenen geringen Rechenaufwands in Echtzeit berechnen. Bei
der Herleitung des dabei zugrundeliegenden nichtlinearen Differentialgleichungssystems
sind konstante Temperatur- und Druckwerte in den betrachteten Subsystemen voraus-
gesetzt, so dafl hochfrequente Druckschwingungen und im realen System auftretende
Temperaturprofile nur durch ihre Mittelwerte Beriicksichtigung finden.

Die verbleibenden dynamischen Eigenschaften beziehen sich somit in erster Linie
auf Mittelwertdnderungen der thermodynamischen Grofsen und lassen hoherfrequente
Schwingungen im Ansaug- und Abgastrakt unberiicksichtigt. Die kurbelwinkelaufgels-
ste, zyklische Anderung des Abgasgegendrucks und des in den Motor ein- und ausstro-
menden Massenflufes in Abhéngigkeit der Ventilerhebungscharakteristik finden eben-
falls keine Beriicksichtigung. Diese Einschrénkung l&ft sich allerdings mit der in Ka-
pitel 3 vorgeschlagenen, rechenzeitoptimierten Methode zur Berechnung der einzelnen
Motorzyklen in Kombination mit einer kurbelwinkelsynchronen Gaswechselrechnung
aufheben. Die hierin enthaltene winkeldiskrete Modellierung der Verbrennung stellt
dariiberhinaus die Verbindung zwischen dem Kraftstoff- und dem Luftsystem dar und
ist somit in der Lage, die luftpfadseitigen Reaktionen auf Parameterinderungen im
Common-Rail-System abzubilden.

Samtliche Betrachtungen in Kapitel 2 und Kapitel 3 beziehen sich auf einen di-
rekteinspritzenden Dieselmotor mit Speicherdruckeinspritzsystem und vier Zylindern.

2.1 Darstellung des Gesamtsystems

Einen Uberblick iiber die zu modellierende Struktur des Gesamtsystems und seiner
Teilmodule liefert Abbildung 2.1. Die Besonderheit der Strecke im Vergleich zum klas-
sischen Luftsystem eines Dieselmotors liegt in der externen Abgasriickfithrung (AGR)
und in der Verwendung eines Abgasturboladers (ATL) mit variabler Turbinengeome-
trie. Wie deutlich zu sehen ist, entstehen bedingt durch ATL und AGR zwei Riickkopp-
lungsschleifen im systemtheoretischen Sinne, deren Wechselwirkungen am Ende dieses
Kapitels eingehend diskutiert werden. Auf ihrem Weg durch das Luftsystem stromt
die angesaugte Frischluft zuerst durch den Luftfilter, der aufgrund seines Stromungs-
widerstands einen geringen Druckverlust verursacht. Anschliefsend wird die Frischluft
durch den Verdichter des Abgasturboladers komprimiert, was zu einer zusatzlichen
Erwdrmung und somit einer deutlichen Reduzierung des theoretisch erreichbaren Luft-
durchsatzes fiihrt. Zur teilweisen Kompensation dieses Effekts wird die komprimierte
Luft anschlieffend im Ladeluftkiihler abgekiihlt und gelangt ins Saugrohr. Hier erfolgt
eine Durchmischung der Frischluft mit Abgas, welches iiber eine externe Abgasriick-
fiihrung aus dem Abgassammelrohr iiber ein Ventil in das Saugrohr gelangt. Dieses
Luft-Abgasgemisch stromt wihrend des ersten Motortaktes iiber die Einlafsventile in
den Verbrennungsmotor. Im Verlauf der darauf folgenden zwei Motorzyklen wird das
Gasgemisch im Zylinder verdichtet, durch die Einspritzung mit Dieselkraftstoff ver-
mischt und verbrannt. In Folge des extremen Druckaufbaus wird der Kolben nach unten
gedriickt und verrichtet an der Kurbelwelle Arbeit, die als Moment an nachfolgenden
Antriebskomponenten wirkt. Im vierten und letzten Zyklus gelangt das Rauchgas iiber
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Bild 2.1: Schematische Darstellung des Gesamtsystems



2 Modellbildung des Luftsystems

die Auslakventile ins Abgassammelrohr, aus dem ein Teil des Abgasstroms iiber ein
Ventil ins Saugrohr gelangt und sich mit Frischluft vermengt. Das verbleibende Abgas
stromt iiber eine Turbine, deren Leitschaufeln variabel einstellbar sind (VTG), gibt
dabei einen Teil seiner Energie an die Turbine ab und gelangt in den Auspufftrakt.
Bevor das Abgas das System verlidft, erfolgt eine katalytische Abgasnachbehandlung
und eine Schallddampfung.

Die mathematische Modellbeschreibung des oben geschilderten Systems beginnt mit
seinem ,Herzstiick”, dem Motor, dessen Verhalten als Anregung aller im System befind-
lichen dynamischen Teilkomponenten zu sehen ist. Die weitere Modellierung betrifft die
peripheren Systeme, unter denen das Saugrohr, der Abgaskriimmer, die Aufladung und
die Abgasriickfithrung zu verstehen sind.

2.2 Der Motor

Ebenso wie beim Luftpfad finden sich auch fiir den Verbrennungsmotor verschiedene
Modellierungsansétze. Zu den Wichtigsten zdhlen fiir die hier angestrebten Ziele die
empirische und die physikalisch orientierte Modellbildung. Empirische Modelle stiitzen
sich oftmals auf mathematische Funktionen, Kennfelder oder auf eine Kombination
aus beiden, wodurch die wesentlichen Ein- und Ausgangsbeziehungen wiedergegeben
werden. Zur Beriicksichtigung des transienten Verhaltens lassen diese sich mit Totzeit-
bzw. einfachen linearen Dynamikgliedern ergidnzen. Problematisch bei dieser Form der
Modellfindung gestaltet sich die Beschreibung neuer Komponenten, bei denen umfang-
reiche Mefireihen noch nicht existieren, aus denen sich empirische Modelle ableiten
lassen. Im Gegensatz hierzu stiitzen sich physikalisch orientierte Modelle auf physi-
kalische Gesetzmifigkeiten und Differentialgleichungen, wodurch eine Berechnung von
dynamischen Systemen und Bauteilen moglich wird, bevor eine vollstdndige mefitechni-
sche Analyse abgeschlossen ist. In regelungstechnischen Simulationsumgebungen finden
diese physikalisch orientierten Ansétze, zu denen das Ein- und Zweizonenmodell zédhlen,
aufgrund ihres hohen Rechenaufwands bislang keine nennenswerte Verbreitung. Diese
Modellform dient in erster Linie der Systemoptimierung und basiert im wesentlichen
auf thermodynamischen Prozefrechnungen, wodurch genaue Voraussagen von Druck-,
Temperatur- und Energieverldufen einzelner Motorzyklen moglich sind [55].

Zunichst beschrinken sich die folgenden Ausfithrungen auf eine Kombination aus
empirischer und physikalisch orientierter Modellbildung, welche aus einer idealisierten
Massenstromberechnung und einer Energiebilanzierung gewonnen wird und mit Hilfe
von Korrekturkennfeldern an die jeweiligen Betriebspunkte adaptiert ist. Hierbei wird
vorausgesetzt, dafs die Parameter des Common-Rail-Systems in jedem Betriebspunkt
feststehen. Unter diesen Voraussetzungen kann anschlieftend das Motorverhalten in Ab-
héngigkeit von der eingespritzten Kraftstoffmenge und der aktuellen Drehzahl in erster
Néherung kennfeldunterstiitzt abgebildet werden. In diesem Zusammenhang 14t sich
das Verhalten eines Verbrennungsmotors entsprechend seiner Wechselwirkungen mit
seinen unmittelbar umgebenden Systemen im Verlauf der einzelnen Phasen eines Zy-
klus charakterisieren. Wahrend die Ansaug- und Ausstofphasen mafgeblich fiir den
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2.2 Der Motor
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Bild 2.2: Darstellung der Energiestrome am Motor

Gaswechsel verantwortlich sind, stehen die Verdichtungs-, Verbrennungs- und Expan-
sionsphasen im wesentlichen mit der Momentenbildung in Zusammenhang. Aus dieser
Betrachtung heraus laft sich die Wirkung des Verbrennungsmotors in bezug auf den
Abgassammelbehélter und das Saugrohr anhand seiner durchgesetzten Gasmasse cha-
rakterisieren und durch ein weiteres Modell ergénzen, das die Energie des eingespritz-
ten Brennstoffs auf die Momentenbildung, die Temperaturerh6hung des ausstromenden
Rauchgases und die auftretenden Verluste (u.a. Reibverluste des Motors) aufteilt. Die
Wege der hierbei auftretenden Energiestrome sind in Abbildung 2.2 aufgezeigt. Diese
Darstellung soll die Bilanz der am Motor auftretenden ein- und ausflieflenden Energie-
strome verdeutlichen. Bilanziert wird zum einen die eingebrachte Energie, welche sich
aus Enthalpie Hem des in den Motor stromenden Gases und der im Kraftstoff gebunde-
nen chemischen Energie unterteilt. Zusammen lassen sich diese Energiestrome in den
Motor in Abhéngigkeit der spezifischen Warmekapazitéit des AGR-Luftmassengemischs
Cpomins der Ansaugtemperatur 75, dem Gasmassenstrom in den Motor w,,.¢, dem Brenn-
stoffmassenstrom wp und dem Heizwert des Dieselkraftstoffs Hu beschreiben. Die Sum-
me der abgegebenen Energiestrome wird gebildet aus der nutzbaren Energie, welche
als Moment an der Kurbelwelle wirkt, der Verlustenergie und der Enthalpie Haus, die
das System mit dem Abgasstrom verldft. Im Einzelnen lassen sie sich als Funktion
der eingebrachten Energie, der Aufteilungsfaktoren kapgqs und kxw, der spezifischen
Gaskonstanten des Abgases ¢;,, .. und der Abgastemperatur 7'4pgqs berechnen.

Zur ndheren Beschreibung des Gasdurchsatzes werden zunichst idealisierte An-
nahmen getroffen, die anschlieffend durch einen Korrekturfaktor an reale Verhéltnis-
se angepaft werden. Der ideale Gasdurchsatz folgt aus der Uberlegung, daf sich das
Hubvolumen V},,;, am Ende eines Ansaugvorgangs vollstandig mit Frischgas fiillt, des-
sen Dichte der Gasdichte im Ansaugkriimmer entspricht. Unter Beriicksichtigung der
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2 Modellbildung des Luftsystems

Motordrehzahl n,,,, der Gaskonstanten des Abgas-Luftgemischs R,,;; und des Hub-
volumens Vj,;, 1dft sich der ideale Gasmassenfluft durch den ersten Teil von Gleichung
2.1 bestimmen.
Mot b2

wmot—W'thb'Q'm
Die Adaption an reale Verhiltnisse erfolgt anschlieffend iiber den volumetrischen Wir-
kungsgrad 70 (Nmot, P2, P3), der die Einfliisse des Abgasgegendrucks, der Erwiarmungs-
vorginge wahrend des Einstromens, die Auswirkungen der lokal auftretenden Schall-
geschwindigkeit und der Stromungsverluste an den Ventilen in Abhéngigkeit von der
Drehzahl n,,,,;, vom Abgasgegendruck ps und der Dichte im Saugrohr p, beriicksichtigt
[31]. Im Gegensatz zum ersten Teil von Gleichung 2.1, der sich auf geometrische Mak-
angaben, thermodynamische Grofen und die gemessene Motordrehzahl stiitzt, ist der
volumetrische Wirkungsgrad auf den Abgleich mit Mefiwerten angewiesen.
Der Abgasmassenstrom wapgqes, der sich aus der kontinuierlichen Aneinanderreihung
der Ausstofphasen der einzelnen Zylinder ergibt, setzt sich aus dem um 540 °KW zeit-
verzogerten ansaugseitigen Gasmassenflufs w;,,; und dem um ca. 180 °“KW vorausge-
gangenen Brennstoffmassenstrom wp zusammen. Eine Gegeniiberstellung der Verzoge-
rungszeiten des Frischgas- und des Brennstoffstroms mit den fiir diese Betrachtungen
relevanten dynamischen Eigenschaften der Subsysteme zeigt, daft der Abgasmassen-
strom mit ausreichender Ndherung und unter Vernachlissigung der oben genannten
Verzogerungszeiten mit Gleichung 2.2 beschrieben ist.

: nvol(nmotap%pB) (21)

W Abgas = Wmot +wp (22)

Neben dem Abgasmassenfluf stellt die durch den Verbrennungsprozef frei werdende
Energie des eingespritzten Kraftstoffs eine wesentliche Gréfse zur Charakterisierung des
Motorverhaltens dar. Sie 1aft sich in ihrer Wirkung in drei Hauptbestandteile unterglie-
dern. Ein Anteil steht als Nutzmoment an der Kurbelwelle des Motors zur Verfiigung,
wahrend sich die noch verbleibende Energie in Verlustenergie in Folge von Reibung und
Wirmeableitung iiber die Zylinderwand und der Warmeenergie des Rauchgases, die
den Verbrennungsraum infolge des Gaswechsels verlifst, aufteilt. Wahrend fiir die wei-
tere Betrachtung die Verlustenergie keine wesentliche Rolle spielt, konzentriert sich die
folgende Modellbildung auf die Momentenerzeugung und die Abgastemperatur. Beide
sind wesentlich von der freiwerdenden Energie des Kraftstoffs im Laufe des Verbren-
nungsprozefes bestimmt, die in erster Ndherung durch das Produkt aus dem Heizwert
des Kraftstoffs und der in den Zylinder eingebrachten Kraftstoffmasse gegeben ist. Der
Heizwert H, beschreibt die Heizenergie des Kraftstoffs abziiglich der Kondensations-
energie des bei Wasserstoffverbindungen anfallenden Wasserdampfes. Mit Hilfe dieser
Grofe 1afkt sich anschlieftend die Zunahme der inneren Energie im Zylinder (Umot ges)
unter Beriicksichtigung des Kraftstoffmassenfluftes nach Gleichung 2.3 errechnen.

[jrrLo1bg(aS == Hu - WpR (23)

Diese frei werdende Energie des Kraftstoffs 14t sich dann gem#f Abbildung 2.2 iiber
die Faktoren krw (Mpot, Mmot) Und Kapgas(Mimot; o) auf die Abgastemperatur und
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2.2 Der Motor

das Moment an der Kurbelwelle unter Verwendung des Energieerhaltungssatzes nach
Gleichung 2.4 und 2.5 aufteilen.

H, - krw -
M., = Mﬁo (2.4)

2T Moot

T2 * Cppiz - Wmot + Hu : kAbgas *Wp

CpAbgas : (met + wB)

TAbgas (2 5)

Durch die Gleichungen 2.1, 2.2, 2.4 und 2.5 ist das Verhalten des Motors fiir die Mehr-
zahl der regelungstechnischen Anwendungen, die das Luftsystem des Dieselmotors be-
treffen, ausreichend genau beschrieben.

Die néchsten Abschnitte befassen sich mit den direkt an den Motor angrenzen-
den Systemen und der Herleitung des zeitlichen Verhaltens ihrer thermodynamischen
Prozefgrofen. Erginzend zu der zunéchst allgemein gehaltenen Betrachtung der Vor-
ginge in einem Behilter folgt anschlieflend die spezifische Erweiterung der allgemeinen
Gleichungen auf die Systeme Saugrohr und Abgassammelbehélter.

2.2.1 Allgemeine thermodynamische Beschreibung eines Behilters

Im Gegensatz zu CFD-Berechnungen (computable fluid dynamic), die eine Beschrei-
bung durchstromter Rohre oder Behilter unter Zuhilfenahme von Differentialgleichungs-
systemen mit Ortlich verteilten Parametern erlauben und somit ein 3-dimensionales
Stromungsbild liefern, geht die Fiill- und Entleermethode von einer homogenen Vertei-
lung von Druck, Temperatur, Gasgemisch und Gaseigenschaften im betrachteten Volu-
men aus. Unter diesen Voraussetzungen erfolgt zundchst eine allgemeine Betrachtung
eines Behélters mit Zu- und Abfliissen [25]. In den darauf folgenden Abschnitten finden
diese zunichst allgemein gehaltenen mathematischen Formulierungen im Rahmen der
Herleitung der Vorgénge im Saugrohr und im Abgassammelbehélter Anwendung.

Aus dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik fiir instationdr durchstromte Sy-
steme folgt unter Vernachlissigung der kinetischen und der potentiellen Energie die
Energiebilanz in differentieller Form nach Gleichung 2.6.

U = Z wiein hiein - Z wjaus hjaus + L + Q (26)
=1

=1

Die Anderung der inneren Energie U eines Behilters resultiert somit aus der Summe
der ein- und ausfliefRenden Enthalpiestrome H; !, dem Wirmestrom iiber die Wandung
Q und der eingebrachten technischen Arbeit L an einer Welle. Sowohl Wellenarbeit,
als auch Wandwéarmeverluste finden im weiteren keine Beriicksichtigung, so daf nur
die innere Energie und die ein- bzw. ausflielsende Enthalpie bilanziert werden, wobei

!Der Zusammenhang zwischen der Enthalpie H und der auf die Masse bezogenen spezifischen Ent-
halpie h ist durch H = m - h gegeben
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2 Modellbildung des Luftsystems
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Bild 2.3: Schematische Darstellung eines Behilters mit allen auftretenden Energiefliis-
sen

unter dem Begriff Enthalpie der Energiegehalt eines stromenden Mediums verstanden
werden kann, der sich aus seiner spezifischen inneren Energie v und der verrichteten
Verschiebearbeit p - dV nach Gleichung 2.7 zusammensetzt.

h=u+p-dv=T-¢, (2.7)

Die innere Energie U 2 iRt sich als Funktion der Gastemperatur im Behilter nach
Gleichung 2.8 beschreiben.

U=c,-T-m (2.8)

Einmaliges Ableiten von Gleichung 2.8 nach der Zeit unter der Voraussetzung, daf
die spezifische Warmekapazitit bei konstantem Volumen nicht variiert (¢, = konst.),
liefert Gleichung 2.9.

U=m-T-c,+m-T-c, (2.9)

Gleichung 2.9 eingesetzt in Gleichung 2.6 liefert das vorldufige Zwischenergebnis in
Gleichung 2.10.

m ' T *Cy + m- T "Gy = Z wieinhiein - Z hjauswjaus (210)
=1 7j=1

Unter Zuhilfenahme des allgemeinen Gasgesetzes nach Gleichung 2.11, seiner zeitlichen
Ableitung (2.12) und der Annahme, daf sowohl das Volumen des Behilters als auch die
Gaskonstante R als konstant vorausgesetzt werden konnen, folgt aus Gleichung 2.10
die endgiiltige Form der Druckdifferentialgleichung 2.13.

pV =mRT (2.11)

2Ebenso wie fiir die Enthalpie H gilt fiir die innere Energie U die Unterscheidung zwischen innerer
Energie und spezifischer innerer Energie durch: U =m - u
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2.2 Der Motor

T +mT = % (2.12)
. R n m
p = ﬁ Z Cpiem Eein wiein - CpausTaus Z wjaus (213)
v i=1 J=1

Da mindestens zwei von den drei Zustédnden Druck (p), Temperatur (7') und Gasmasse
(m) bekannt sein miissen, um ein gegebenes Volumen (V') thermodynamisch vollstindig
beschreiben zu konnen, mufs neben der Druckdifferentialgleichung die Massenbilanzglei-
chung 2.14 hinzugezogen werden.

m = Z; Wein, — z:lwausj (2.14)
1= ji=

Hierin ist die Absolutmassenédnderung m in einem Volumen V' durch die Differenz der
ein- bzw. ausstromenden Gasmassen Wein/qus beschrieben. Die Temperatur lift sich
anschlieffend anhand der allgemeinen Gasgleichung und der numerischen Losung der
Druckdifferential- und der Massenbilanzgleichung bestimmen.

2.2.2 Der Abgassammelbehailter

Nachdem im vorhergehenden Abschnitt die Gleichungen fiir die Berechnung eines allge-
meinen Behélters mit n Zu- und m Abldufen dargestellt sind, lassen sie sich problemlos
auf die Verhéltnisse im Abgassammelbehilter anwenden. Unter Beriicksichtigung der

W6z 13

WAbgas s T Abgas

V3 Wturb ’ T;

Bild 2.4: Schematische Darstellung des Abgassammelbehilters
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2 Modellbildung des Luftsystems

in Abbildung 2.4 verwendeten Indizes folgen Druck- und Massendifferentialgleichung
entsprechend den Gleichungen 2.15 und 2.16.

. RA as * KAbgas
P3 = % . (wAbgas ' TAbgas - (wAGR + wturb) . TS) (215)
3

m3 = WAbgas — (wAGR + wturb) (216)

Der hierin auftretende Adiabatenexponent 4p4qs berechnet sich aus der Warmekapazi-
tét des Abgases bei konstantem Druck (c,,,,,,) und der Warmekapazitéit bei konstan-
tem Volumen (c,,,,,,) nach Gleichung 2.17.

C
_ “PAbgas
R Abgas = (217)
VAbgas

Aus der Losung der Druck- und der Massendifferentialgleichung in Kombination mit
dem idealen Gasgesetz folgt unmittelbar die Temperatur im Abgassammelbehélter nach
Gleichung 2.18.

ps- V3
T3 = —————— 2.18
’ RAbgas s ms3 ( )

2.2.3 Das Saugrohr

Zusétzlich zur allgemeinen Beschreibung eines Volumens mit Zu- und Abfliissen mufs
speziell im Ansaugkriimmer die Vermischung von Frischluft und zuriickgefiihrtem Ab-
gas und die daraus resultierenden Anderungen der spezifischen Wirmekapazititen so-
wie der Gaskonstanten mit beriicksichtigt werden (Abbildung 2.5). Eine allgemeine
Beschreibung der thermodynamischen Eigenschaften eines Gasgemisches liefert Glei-
chung 2.19, worin die Grofe m; den Massenanteil des jeweiligen Gases beriicksichtigt.

Rpiw = ¥ (2= R;)

Mges

Come = i (72 ) (2.19)
Comiz > (%'Cm)

Angewendet auf den Mischungsvorgang im Saugrohr liefern die in Gleichung 2.19 all-
gemeinen Ausfiihrungen die im Saugrohr geltenden Zusammenhinge nach Gleichung
2.20, worin myes mit mo gleichbedeutend ist.

. _ Mmruft MAGR
Rmm’ - ma RLuft + ma RAbgas
_ MLuft | MAGR
Cvmiz - mo C'ULuft + mo cUAbgas (220)
__ MLuft | MAGR
Cpmiz - mo CpLuft + ma CpAbga,s
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2.2 Der Motor

Wi6rs La

1, —» P,
V2 wmoz 4 TVZ

w

verd °

Bild 2.5: Schematische Darstellung des Saugrohres

Das hierin auftretende Verhéltnis der Absolutmasse des riickgefiihrten Abgases zur
Gesamtgasmasse im Einlakbehélter beschreibt die AGR-Rate, die sich im Saugrohr
einstellt und durch Gleichung 2.21 definiert ist.

MAGR

Aacr = (2.21)

MLyt + MAGR
Aufgrund der Trennung der Absolutmassen mpr, s und magg in Gleichung 2.20 ist
ihre separate Modellierung erforderlich. Unter Zuhilfenahme der in Gleichung 2.21 de-
finierten AGR-Rate berechnen sich die Absolutmassen von Abgas und Frischluft im
Einlakbehéilter aus den Losungen der Differentialgleichungen 2.22 und 2.23.

MAGR = WAGR — MGR * Wiot (2.22)

7/'nLuft = Wyerd — (1 - AAGR) * Wmot (223)

In diesen Gleichungen beschreibt w g den Massenstrom durch das AGR-System, w,,,o;
bezeichnet das Gasgemisch aus Luft und Abgas, das vom Motor angesaugt wird und
Wyerq Stellt den Luftstrom durch den Verdichter dar.

Unter Beriicksichtigung der spezifischen Gaskonstanten des (Gasgemisches folgt aus
Gleichung 2.13 die Druckdifferentialgleichung fiir das Saugrohr in Gleichung 2.24.

P2 = ‘/Q.C’Umm . (CpLuft -wver'T12 —+ CPAGR’wAGR’T:SQ — Cpmiz 'wmot'TQ)
(2.24)
Fiir die Temperatur im Saugrohr 7, folgt entsprechend dem idealen Gasgesetz:
- Vs
2= e (2.25)

Rmiz : (mLuft + mAGR)

17



2 Modellbildung des Luftsystems

T35 beschreibt die Temperatur des riickgefithrten Abgasstromes nach dem AGR-Kiihler,
wahrend sich die absolute Gasmasse im Saugrohr aus der Summe des Luftmassenanteils
mr, e und des Abgasmassenanteils magr im Saugrohr errechnet.

2.3 Die Abgasriickfiihrung

Wie in der Einleitung angesprochen, stellt die Abgasriickfiihrung ein wirksames Mittel
zur Absenkung der Stickoxid-Emissionen dar, mit der sich eine Reduzierung um bis zu
60% erzielen 1akt.

Die Reduktion der Schadstoffe im Abgas resultiert dabei aus einem hohen Abgasan-
teil, der in den Zylinder zuriickgefiihrt wird, an der Verbrennung teilnimmt und somit
die Verbrennungstemperatur senkt. Aufgrund der Ventiliiberschneidung von Einlafs-
und Auslafsventil tritt bei allen Motoren bereits systembedingt eine mehr oder we-
niger grofe innere Abgasriickfiilhrung auf. Wiahrend die innere AGR mit deutlichen
Nachteilen behaftet ist, zu denen unter anderem die Reduzierung der Fiillung iiber al-
le Betriebsbereiche sowie fehlende Stellmechanismen zur AGR-Variation wéihrend des
Betriebs gehoren und deshalb moglichst gering gehalten werden mufs, bietet die externe
AGR aufgrund zusétzlicher Kiihlmoglichkeiten und vorhandenen Stellmechanismen die
Moglichkeit einer betriebspunktunabhéangigen Dosierung an. Im Hinblick auf eine mdog-
liche Schadstoffreduktion durch gezielten Einsatz der Abgasriickfiihrung konzentrieren
sich alle weiteren Betrachtungen ausschlieflich auf den externen AGR-Kreis, der sche-
matisch durch Abbildung 2.6 wiedergegeben und ausfiihrlich in [59] beschrieben ist.
Zunichst vermittelt der folgende Abschnitt einen kurzen Uberblick iiber die Wirkung

Externe Abgasrickfiihrung

AGR_Ventil AGR-Kihlung
T,
T32 2! -
WaGr W 6r P
I

EinlaRbehalter £ I AuslaBbehalter

Bild 2.6: Schematische Darstellung der externen Abgasriickfiihrung

der Abgasriickfiihrung auf die Schadstoffbildung beziiglich der Komponenten NOx und
Ruk.

Vereinfacht lassen sich die Randbedingungen zur NOx-Bildung auf einen Luftiiber-
schuf$ und sehr hohe Temperaturen wihrend der Verbrennung zuriickfiihren. Um diese
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2.3 Die Abgasriickfiihrung

Randbedingungen so ungiinstig wie moglich zu gestalten, miissen also Maknahmen zur
Senkung der Verbrennungstemperatur und zur Minimierung der zur Verfiigung ste-
henden Luft wihrend der Verbrennung ergriffen werden. Beide Forderungen erfiillt die
Zufiithrung von Abgas ins Saugrohr. Zum einen vermindert bei gleichem Saugrohrdruck
die Beimengung von Abgas die vorherrschende Luftkonzentration, zum andern besitzt
ein Abgas-Luft-Gemisch eine geringere spezifische Wérmekapazitit c,, wodurch die
Verbrennungstemperatur in der Flammfront deutlich sinkt.

Obwohl die Abgasriickfiihrung in gewissen Grenzen zu einer Schadstoffreduktion fiihrt,
kehrt sich dieser Effekt beim Uberschreiten einer bestimmten Schwelle um und fiihrt
infolge von Luftmangel zu steigenden Emissionen der Komponenten Rufs, Kohlenmon-
oxid und Kohlenwasserstoffe. Die Grenze der zuldssigen Riickfiihrrate wird zusétzlich
durch die Zunahme des Kraftstoffverbrauchs sowie der Verschlechterung der Laufruhe
des Motors bestimmt. Die riickgefiihrte Abgasmenge muf daher so dosiert sein, daf
ausreichend viel Sauerstoff zur Verbrennung des eingespritzten Kraftstoffes im Brenn-
raum verbleibt (Abbildung 2.7).

=
=
= 1_\_/
16}~ 2
— o 0
<
E H
S 121 Cco
C
S
2 —
5 S
£ 8l =
9 S 105
© o
5 S
3 HC I
4+ S
%100
T
NO, 4
0 | | 95 | |
0 20 40 60 0 20 40 60
AGR - Rate [ % ] AGR-Rate [ %]

Bild 2.7: Einfluf der Abgasriickfiihrung

Gleichzeitig darf eine minimale AGR-Konzentration nicht unterschritten werden,
da eine wirksame NOx-Reduktion sonst nicht mehr gewahrleistet ist. Vorwiegend wird
die Abgasriickfithrung im Teillastbereich eingesetzt (Abbildung 2.8), da hier das Po-
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2 Modellbildung des Luftsystems

tential aufgrund von giinstigen Druckverhéltnissen zwischen Abgassammelbehélter und
Saugrohr am grofsten ist [24]. Im vollastnahen Bereich ist wegen der ungiinstigen Druck-
verhéltnisse eine Abgasriickfithrung nicht mehr ohne weitere Mafnahmen moglich.

A

GR- .
[‘;\‘oe@‘c“

Moment

Re

Drehzahl

Bild 2.8: Kennfeldbereich des AGR-Betriebs

2.3.1 Das AGR-Ventil

Als Stellglied zur AGR-Regulierung kommt ein Kegelsitzventil zum Einsatz, dessen
Stellung {iber ein pulsweitenmoduliertes Signal bestimmt ist. Der variablen Taktrate
ist im Modell durch Umrechnung auf einen verdnderlichen Diisenquerschnitt Rechnung
getragen, wodurch der Massenfluf durch das AGR-Ventil in Anlehnung an die Be-
rechnungen von idealen Diisen abgebildet werden kann. Der weiteren Bestimmung des
Massenflusses durch das AGR-Ventil liegt dann das Stromungsverhalten kompressibler
Medien durch eine ideale Diise zugrunde.

Ausgehend vom 1. Hauptsatz der Thermodynamik, der Kontinuitatsgleichung fiir durch-
stromte Rohre nach Gleichung 2.26 und der Adiabatengleichung {2 = (%ﬁ)é mit dem
Adiabatenexponenten r, lafst sich der Massenstrom durch das Ventil nach Gleichung
2.27 ausdriicken, wobei v die Stromungsgeschwindigkeit und p die entsprechende Dich-
te des Fluids beschreibt. Der Index ,,p kennzeichnet die Position unmittelbar nach der
Diise, wihrend die Formulierung ohne Index auf eine beliebige Position im querschnitt-
veranderlichen Diiseninneren hinweist.

wagr =A-vp-p=A.p vy, - pop = konst. (2.26)

/ 2
w = AAGReff V- ps- m (2.27)
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2.3 Die Abgasriickfiihrung

In den Gleichungen 2.27 und 2.28 kennzeichnet Aaqr, +; einen durch die Taktrate vor-
gegebenen effektiven Diisenquerschnitt, ps den Druck vor der Diise, T5 die Temperatur
vor der Diise, po den Druck nach der Diise und ¥ die Durchfluftfunktion, die den Einflufs
des Druckverhéltnisses auf den Massenstrom beriicksichtigt.

S NI

Der in Abbildung 2.9 gezeigte Verlauf der Drosselfunktion verdeutlicht, daf mit zu-
nehmendem Druckabfall iiber der Drosselstelle auch der Massenstrom iiber das Ventil
steigt. Diese Zunahme erfolgt so lange, bis der Massenstrom im engsten Diisenquer-

\I] A
0.5 l0.472

0.4

0.3

0.2

0.1

Bild 2.9: Zusammenhang zwischen Druckverhéltnis und Massenstrom an einer Dros-
selstelle

schnitt Schallgeschwindigkeit erreicht hat. Ab diesem Punkt bleibt der Massenstrom
von einer weiteren Zunahme des Druckabfalls unbeeinflufst und stellt sich auf ein kon-
stantes Niveau ein. Das Druckverhiltnis, bei dem sich erstmalig Schallgeschwindigkeit
einstellt, wird als kritisches Druckverhéltnis IIj,;; bezeichnet und ist durch Gleichung
2.29 definiert.

2 "1
My = 22 = < ) (2.29)
D3
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2 Modellbildung des Luftsystems

Ist das Druckverhéltnis IT iiber der Diise kleiner als das kritische Druckverhéltnis, so
verliert der Gegendruck seinen Einflufs auf den Massendurchflufs und wirkt sich nur noch
auf das sich ergebende Stromungsbild hinter der Diise aus. Zusammenfassend gilt fiir
den Gasmassendurchsatz am AGR-Ventil im kritischen und unterkritischen Druckbe-
reich Gleichung 2.30, worin der auftretende Ausdruck Aagr, ;¢ den effektiv wirksamen
Stromungsquerschnitt des AGR-Ventils kennzeichnet, der im Gegensatz zum geome-
trischen Stromungsquerschnitt die auftretende Reibung und Stromungskontraktion in
der Diise beriicksichtigt.

NAbgn.s‘kl
KAbgas™ 1

Ascr . il ka (#)
eff \/ RAbgas'T3 gas HAb9a5+1
fur IT < Il

2 K Abgast?
A P . K . (#) . (pj) KAbgas __ <p72) K Abgas
AGReyy /R abgasTs Abgas "\ s ypgqs—1 D3 p3
fir II > Hkrit

WAGR =

(2.30)

Die Temperatur nach der Drosselstelle resultiert anhand folgender Betrachtung:
Durch den schnellen Geschwindigkeitsabbau unmittelbar nach der Drosselstelle dissi-
piert die in der Geschwindigkeit gebundene Energie iiber Wirbelbildung in Warmeener-
gie, und es kann mit hinreichender Genauigkeit von identischen Temperaturniveaus vor
und nach der Drosselstelle (T35 = T3;) ausgegangen werden.

2.3.2 Die AGR-Kiihlung

Um den durch die Abgasriickfiihrung gewonnenen Effekt der Verbrennungstempera-
turabsenkung nicht durch eine erhéhte Saugrohrtemperatur zu reduzieren, wird die
Erwdrmung des Rauchgas-Frischluftgemischs durch eine Kiihlung der riickgefiihrten
Rauchgasmenge minimiert. Die erreichbare Temperaturabnahme im AGR-Kiihler ist
eine Funktion der Kiihlmitteltemperatur Txyenimitter Und des Kiihlerwirkungsgrades
eacr |31]. Der Kiihlerwirkungsgrad definiert sich durch den Quotienten aus tatséch-
lich auftretender und theoretisch moglicher Warmeabfuhr nach Gleichung 2.31. Mit
der Ubertragung dieser Definitionsgleichung auf den AGR-Kiihler und der Beschrei-
bung des Kiihlerwirkungsgrades in Abhéngigkeit von der durchstromenden Abgasmas-
se wagr in Form eines Kennfeldes, 1dft sich die Temperatur nach dem AGR-Kiihler
mit Gleichung 2.32 ermitteln [55].

TvorKuehler - TnachKuehler

EAGR — (2.31)

TvorKuehler - TKuehlmittel

T31 - T3 - 6AGR<nmot7 Mmot) : (TS - TKuehlmittel) (232)
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2.4 Der Abgasturbolader

2.4 Der Abgasturbolader

Die Aufladung von Dieselmotoren mit Abgasturboladern (ATL) zur Leistungserhthung
und Verbrauchseinsparung umfaft heute fast alle géngigen Motoren vom Schiffsantrieb
iiber LKW-Motoren bis hin zu hochdynamischen PKW-Antrieben. Der Hintergrund
fiir den Siegeszug der Turboaufladung ldft sich anhand einer Leistungsabschétzung fiir
Kolben-Verbrennungskraftmaschinen (2.33) leicht nachvollziehen [32].

Peff ~ thb *Nomaz * PLuft (233)

Demnach ist bei gegebener Abmessung des Zylinders bzw. seines Hubvolumens (V)
und einer maximal zuldssigen Hochstdrehzahl (n,,,,) die Leistung (P.;r) nur iiber
die Dichte der Luft (pr,s:) im Zylinder beeinflutbar. Als durchaus bewéhrte Methode
hat sich die Vorverdichtung aufterhalb des Motor-Arbeitsraumes durch Aufladesysteme
durchgesetzt. Fiir PKW-Anwendungen lassen sich in diesem Zusammenhang als eine
der bedeutendste Formen der Verdichtung die mechanische Aufladung und die Ab-
gasturboaufladung nennen. Im Gegensatz zu mechanischen Ladern, die direkt mit der
Kurbelwelle des Motors gekoppelt sind und somit die Leistung zum Laderantrieb dem
Verbrennungsmotor entziehen, nutzt der Abgasturbolader die bislang nicht genutzte
Abgasenergie. Diesem energetischen Vorteil steht sein mangelhaftes dynamisches Ver-
halten entgegen. Wahrend mechanische Lader einen nahezu verzégerungsfreien Druck-
aufbau gewihrleisten, ist das Betriebsverhalten des Abgasturboladers zusétzlich zur
Energiebilanz zwischen Verdichter und Turbine auch noch vom Betriebsverhalten des
Motors bestimmt, der iiber den Luft- und den Abgasstrom auf den ATL einwirkt.
Durch das Leistungsgleichgewicht stellt sich ein der Abgasenergie des Motors propor-
tionaler Ladedruck ein, wodurch sich der ATL erst bei hoherer Motordrehzahl bemerk-
bar macht. Aus diesem Grund ist bei der Anpassung von Ladern mit feststehender
Geometrie an bestehende Motoren ein Kompromifs zwischen Ansprechverhalten und
Ladergrofse anzustreben, der einen frithen Ladedruckaufbau schon bei niedriger Mo-
tordrehzahl erlaubt. Wéahrend kleine Lader aufgrund des geringen Trigheitsmoments
und dem fiir niedrige Motordrehzahlen angepaftten Aufstauverhalten ein schnelles An-
sprechverhalten aufweisen, wiirde die Laderdrehzahl bei Vollast- und Maximaldrehzahl
des Motors ihren zuldssigen Wertebereich iiberschreiten und zu Bauteilbeschidigungen
fiihren. Im Gegensatz dazu lassen sich grofte Lader an einen Vollastmotorbetrieb bei
Maximaldrehzahl anpassen, ohne dabei das Drehzahllimit zu iiberschreiten, besitzen
dynamisch allerdings deutliche Defizite. Als Kompromifldsung bieten sich fiir den Ein-
satz in PKW-Motoren kleine Laderauslegungen an, die iiber einen Bypafkanal (waste
gate) Abgas an der Turbine vorbeileiten, somit hohe Druckverhéltnisse vermeiden und
gleichzeitig die Drehzahl des Laders begrenzen. Das trotz dieser Maknahme deutlich zu
spiirende, verzogerte Ansprechverhalten des Laders léfst sich durch die Verwendung ei-
nes Abgasturboladers mit variabler Turbinengeometrie (VTG) deutlich verbessern. Mit
der Einfithrung dieser Variante in Verbindung mit geeigneten VTG-Regelstrategien ist
ein Ansprechverhalten erreichbar, das nahe an die spiirbare Grenze von 0.5 s Lade-
druckaufbau heranreicht. Aufgrund der genannten Vorteile und dem damit verbunde-
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2 Modellbildung des Luftsystems

nen Optimierungspotential in Bezug auf Betriebsstrategien und Reglerentwurf beziehen
sich folgende Betrachtungen ausschlieflich auf die Modellierung eines Abgasturboladers
mit variabler Turbinengeometrie (Abbildung 2.10).

Zur dynamischen Modellierung des Turboladerverhaltens miissen alle Komponenten,
die einen wesentlichen Einflufl auf das transiente Verhalten nehmen, zunéchst getrennt
betrachtet werden. Hierzu zéhlen im wesentlichen der Stromungsverdichter, die ein-
stufige Gasturbine und eine gemeinsame Welle, mit der Verdichter und Turbine starr
miteinander gekoppelt sind. Der Betriebspunkt des Abgasturboladers ist abhidngig vom

Variable Geometri
der Leitschaufeln

Bild 2.10: Prinzipskizze eines Turboladers mit variabler Turbinengeometrie

Gleichgewichtszustand zwischen Verdichter- und Turbinenleistung, die sich jeweils aus
den Enthalpiestromen an der Turbinen- und Verdichterseite errechnet. Bei der Be-
trachtung aller die Enthalpiedifferenz betreffenden Einflufsgrofsen kristallisieren sich
die eingespritzte Kraftstoffmenge und die VTG-Stellung als dominante Einflufsgréfen
heraus, die mit einer kurzen Zeitkonstante auf das Turbolader-Verhalten einwirken.
Aus diesem Grund beginnt die Modellbeschreibung mit der Turbine, die unmittelbar
von einer Anderung der oben genannten Groken betroffen ist.

Um die Leistungsaufnahme der Turbine zu ermitteln, bezieht man sich auf die an
einer Welle abfallende und auf die Gasmasse bezogene technische Arbeit, die durch
Gleichung 2.34 gegeben ist.

I ==t (2.34)

Mit der Definition des Gasmassendurchsatzes w = %—T folgt die aufgenommene Turbi-
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2.4 Der Abgasturbolader

nenleistung P, nach Gleichung 2.35.

st lt . dm
P = — =
T odt dt

Die hierin auftretende bezogene technische Turbinenarbeit [; errechnet sich aus dem 1.
Hauptsatz der Thermodynamik fiir offene Systeme, unter Vernachldssigung der iiber
das Turbinengehiuse abgeleiteten Warme und der duferen Energie, hinter der sich im
wesentlichen die kinetische und die potentielle Energie verbirgt. Somit verbleibt die
Energiebilanz nach Gleichung 2.36.

I = hin — haus (2.36)

Mit der spezifischen Enthalpie h = ¢, -T" liefert Gleichung 2.36 einen von der Tempera-
turdifferenz abhéngigen Ausdruck fiir die an der Turbine auftretende technische Arbeit
l; nach Gleichung 2.37.

lt =Cp (Tg — T4) (237)

Unter Verwendung der adiabaten Beziehung zwischen Druck und Temperatur 7, =

r—1

T; (g—g) " folgt aus 2.37 schlieRlich die endgiiltige Gleichung fiir die technische Arbeit,

die an einer idealisierten Turbine abféllt, nach Gleichung 2.38.

KAbgas—!
p4 K Abgas

lturb = CpAbgaST3 1= ( (238)
Y25

Um von diesen idealisierten Betrachtungen auf die real abfallende Leistung an der Tur-
bine zu schliefen, wird die fiir den Idealfall geltende Gleichung fiir die technische Arbeit
(2.38) zunéchst mit dem Gasmassenstrom wy,,;, und anschliefend mit dem mechani-
schen und dem isentropen Turbinenwirkungsgrad multipliziert.

"QAbga371
p4 K Abgas
Pturb = Wturd * Murb;s * Mturbecn, hAbgas | 1- (p (239)
3

Der isentrope Wirkungsgrad 7, beriicksichtigt Riickstrémungen am Laufzeug und
den Umstand, daf in der Realitdt nicht von einer adiabaten Gasentspannung ausgegan-
gen werden kann. Desweiteren gibt der mechanische Wirkungsgrad unter anderem den
Einflul von auftretenden Reibverlusten an der Welle wieder. Bei der Beriicksichtigung
des isentropen Wirkungsgrades und des Luftmassenstroms dienen Herstellerkennfelder,
die in Abhéngigkeit von der VT G-Stellung, den Driicken vor und nach Turbine sowie
der Gastemperatur vor der Turbine aufgetragen sind. Aufbau und Darstellung dieser
Kennfelder sind nachfolgend eingehend erklart.
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2 Modellbildung des Luftsystems

2.4.1 Turbinenkennfeld

In einem Turbinenkennfeld (Abbildung 2.11) ist der bezogene Gasmassendurchsatz w7
und der Wirkungsgrad 7;s 7 iiber dem Druckverhaltnis 11y = i—i fiir unterschiedliche
Drehzahlen aufgetragen. Zur vereinfachenden Darstellung des Turbinendurchsatzes bie-
tet sich eine Naherung iiber dem Druckverhiltnis an, bei der die Abhingigkeit von der
Drehzahl entfillt. Bei VT G-Ladern ist zusétzlich die Stellung des variablen Leitappa-
rats zu beriicksichtigen, die als weiterer Parameter hinzutritt. Um eine allgemeingiiltige
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Bild 2.11: Turbinenkennfeld

und vom Umgebungszustand unabhéngige Darstellung der Kennfeldgréfen zu erlauben,
sind alle Werte als bezogene Grofen dargestellt, die den Normzustand beriicksichtigen,
unter dem die Kennfelder gemessen wurden. Die entsprechenden Umrechnungen zwi-
schen den der Parametrierung zugrundeliegenden bezogenen Groéfen, unter denen der
bezogene MassenfluR (w;,,,) und die bezogene Laderdrehzahl (n%;) 3zu sehen sind und
den in der Simulation gesuchten Grofen, erfolgt nach den Gleichungen 2.40 und 2.41.

Ts
Weyrp * Th
* _ 0
Wiyrp = D3 (2 . 40)
Ppo

3Die Unterteilung eines Turboladers in Turbine und Verdichter spiegelt sich in den Indizes der ent-
sprechenden Prozefigréfen wider. Somit weist der Index 5 auf turbinenspezifische Grofsen und
verd auf verdichterspezifische Werte hin, wihrend 77, Grofen beriicksichtigt, welche sowohl Turbine
als auch Verdichter betreffen
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2.4 Der Abgasturbolader

« 7L

n =
To

(2.41)

2.4.2 Der Verdichter

Die Herleitung der aufgenommenen Verdichterleistung vollzieht sich analog zu den
Betrachtungen an der Turbine und ist durch Gleichung 2.42 beschrieben.

<§j> " 1] (2.42)

Der in Gleichung 2.42 auftretende Verdichtermassenstrom w,..q und der Verdichter-
wirkungsgrad sind dhnlich wie bei der Turbine in einem Kennfeld abgelegt (Abbildung
2.12). In diesem Kennfeld ist das Verdichterdruckverhéltnis I1,e.q = Z—f iiber dem be-
zogenen Massenstrom wy},,, dargestellt. Als Parameter tritt die bezogene Drehzahl
npr hinzu. Im gleichen Kennfeld findet sich die isokline Abbildung des Gesamtwir-
kungsgrads bestehend aus isentropen (7,+,,) und mechanischen Verdichterwirkungs-
grad (nurs,,..,) in Abhéngigkeit des Verdichterdruckverhéltnisses (22) und des Massen-
stroms wieder. Der mittlere und giiltige Kennfeldbereich ist durch verschiedene physi-
kalische Effekte und technisch-mechanische Grenzen des Laders eingeschrinkt [39]. Die
Uberschreitung dieser Grenzen muf in der Modellierung beriicksichtigt und sinnvoll
abgefangen werden. Neben der maximal zuldssigen Laderdrehzahl, die das Kennfeld
nach oben begrenzt, wirken die Pumpgrenze auf der linken und die Stopfgrenze auf der
rechten Kennfeldseite einschréinkend. Die Pumpgrenze tritt im Bereich von verhéltnis-
mékig grofen Druckverhéltnissen bei kleinen Massendurchsétzen auf. Dieser Zustand
fiihrt zu einem Stromungsabriss an den Schaufeln, der den Férdervorgang unterbricht.
Der abrupte Riickgang der Fordermenge fiihrt zu einer Reduktion des Druckverhélt-
nisses, die solange andauert, bis sich ein stabiles Druckverhéltnis mit einem stabilen
Massenstrom einstellt, worauf sich erneut Druck aufbaut. Eine rasche, sich wiederho-
lende Abfolge dieses Vorgangs, der von einer starken Gerduschentwicklung begleitet
ist, wird als ,,Pumpen” bezeichnet.

Zusatzlich zur Pumpgrenze wirkt eine weitere Eingrenzung des Arbeitsbereichs
durch die Stopfgrenze, die erreicht wird, wenn der Massendurchsatz in die Nihe sei-
nes Maximums heranreicht. Der maximale Massendurchsatz durch den Verdichter ist
im wesentlichen vom Kanaldurchmesser und der ortlichen Schallgeschwindigkeit be-
stimmt. Erreicht die Stromungsgeschwindigkeit die Schallgeschwindigkeit, so ist ein
weiteres Ansteigen des Massendurchsatzes nicht mehr méglich. Im Verdichterkennfeld
ist die Stopfgrenze an den stark abfallenden Drehzahllinien am rechten Kennfeldrand
erkennbar. Eine weitere Eingrenzung des Kennfeldes ist durch die maximal zuldssige
Drehzahl des Turboladers gegeben. Diese resultiert aus Fertigungstoleranzen, die mit
einer Unwucht der Welle verbunden sind. Als Folge fiithren zu hohe Drehzahlen zu einer
Auslenkung des Verdichter- bzw. Turbinenrads, was unwillkiirlich zu einem Kontakt
von Laufzeug und Gehéuse fiihrt, wodurch der Lader mechanisch zerstort wird (siehe
auch [47]).

1
Pverd = Wyerd : Tl *Cp
ntu'r'bis ' nturbmech
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Bild 2.12: Verdichterkennfeld eines Turboladers

Neben einem Druckanstieg erfahrt die komprimierte Luft eine nicht zu vernachlassi-
gende Temperaturerhhung. Diese von der Verdichtung herriihrende Temperaturande-
rung ist zum einen vom Verdichterwirkungsgrad und zum anderen von der Wérmeablei-
tung des Verdichtergehduses abhingig und laft sich durch Gleichung 2.43 hinreichend
genau beschreiben.

Kpuft—1

T RLuf
Tyera = Tp + —— - (pQ B (2.43)
nisverd pl

2.4.3 Dynamik des Turboladers
Die Modellierung der Turboladerdynamik basiert auf dem Momentengleichgewicht zwi-
schen Turbine und Verdichter und ist durch Gleichung 2.44 gegeben.

Pturb - Pverd

= 2.44
JTL'4'7T2-TLTL ( )

nrr,

Py — Pyerg bilanziert in dieser Gleichung die Leistungsabgabe bzw. die Leistungsauf-
nahme von Turbine und Verdichter, wihrend Jr; das Tréagheitsmoment von Turbinen-
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2.5 Simulationsergebnisse

schaufel, Verdichterrad und der Verbindungswelle représentiert.

Nachdem die mathematische Beschreibung aller Teilsysteme des Luftpfades abge-
schlossen ist, sind im Folgenden verschiedene Simulationsergebnisse dargestellt, die das
Zusammenspiel der einzelnen mathematischen Teilmodelle wiedergeben.

2.5 Simulationsergebnisse

Der Inhalt des folgenden Abschnitts beschéftigt sich mit dem Instationdrverhalten des
Gesamtsystemmodells. Um moglichst reprisentative Aussagen treffen zu konnen, ist
das Modell unter Verwendung von Priifstandsmessungen an einen 2.2 1 Versuchsmo-
tor angepafit und parametriert, so daf im stationiiren Betrieb eine Ubereinstimmung
zwischen Rechenmodell des Luftsystems und dem realen Systemverhalten zu beobach-
ten ist. Um die Modelltauglichkeit im Instationirbetrieb beurteilen zu kénnen, wird
die Reaktion auf unterschiedliche Sprunganregungen der einzelnen Aktoren im Rah-
men einer kurzen Diskussion auf Plausibilitit {iberpriift. Zur Anregung des Gesamtsy-
stems kommt neben einer Variation der Einspritzmenge auch eine Anderung der VTG-
Stellung und der AGR-Stellung in Betracht. Alle folgenden Darstellungen beschranken
sich auf Betriebsbereiche, in denen Ladedruck- und AGR-Regelung gleichzeitig aktiv
sind. Reaktionen des Luftsystems, die auf eine Verdnderung der Motordrehzahl zu-
riickzufiithren sind, laufen in der Regel vergleichsweise langsam ab und sind somit fiir
dynamische Betrachtungen von untergeordneter Bedeutung.
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Bild 2.13: Reaktion des Luftpfades auf einen Einspritzmengensprung

Das erste Simulationsergebnis (Abbildung 2.13) zeigt die Reaktion des Rechenmo-
dells infolge eines sprunghaften Anstiegs der Einspritzmenge von 12.54¢% auf 24-72% bei
einer konstanten Drehzahl von 2000% und konstanten VI'G- und AGR-Stellungen.
Infolge der verdnderten Einspritzmenge steigt zunichst die Abgasenthalpie, die wie-
derum einen Druck- und Temperaturanstieg im Abgassammelbehélter nach sich zieht.
Als Reaktion auf diese Verinderung nimmt die dem Abgas entzogene Leistung an
der Turbine zu und der Lader antwortet mit einer Drehzahlerhéhung, die durch seine
Massentragheit begrenzt ist. Zeitgleich zur ersten schnellen Druckinderung im Abgas-
sammelbehilter steigt das Druckverhéltnis iiber dem AGR-Ventil, wodurch ein steiler
Anstieg der Durchflufimenge provoziert wird. Als Reaktion hierauf folgt eine kurzzei-
tige Anhebung der AGR-Rate und der Temperatur im Saugrohr, die beide infolge des
Ladedruckaufbaus mit gleicher Dynamik abnehmen.
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Abbildung 2.14 zeigt die Systemreaktion auf eine sprunghafte Anderung der AGR-
Ventilstellung von 26 % auf 74 % bei einer unverinderten VTG-Position, einer konstan-
ten Einspritzmenge von 124¢% und einer Drehzahl von 2000%. Wie zu erwarten ist,
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Bild 2.14: Reaktion des Luftpfades auf einen AGR-~Ventilsprung

steigt die AGR-Rate in Abhingigkeit der Aktorzeitkonstanten, der Fiillungsdynamik
des AGR-Kiihlers sowie der Fiillungsdynamik des Saugrohres an und pendelt sich auf
ein nahezu konstantes Niveau ein. Der damit verbundene sprunghafte Anstieg des in
das Saugrohr eingeleiteten Abgasmassenstroms steigert sowohl die Saugrohrtempera-
tur als auch den Saugrohrdruck. Infolge des Druckautbaus im Saugrohr reduziert sich
der zustrémende Luftstrom. Als Reaktion auf den verminderten Luftdurchsatz und der
gesteigerten AGR-Rate reduziert sich der Massenstrom durch die Turbine, der wieder-
um mit der Leistungsbilanz zwischen Turbine und Verdichter verkniipft ist und sowohl
eine leicht abfallende Laderdrehzahl nach sich zieht als auch mit einem Abbau des
Ladedrucks verbunden ist.
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2 Modellbildung des Luftsystems

Im letzten Simulationsverlauf ist die Systemantwort infolge einer Verdnderung der
VTG-Stellung von 45 % auf 30 % bei 2000 % und einer Einspritzmenge von 20 % in
Abbildung 2.15 zu sehen. Die verbleibenden Aktoren verweilen wihrend der Simulati-
on auf einem konstanten Niveau. Als Reaktion auf die erhohte Drosselwirkung der ge-
schlossenen Turbinenleitschaufeln nimmt der Abgasgegendruck aufgrund des geringen
Volumens des Abgassammelbehélters rapide zu, was in einer steigenden Laderdrehzahl
resultiert. Die Anderung der AGR-Rate von 18 % auf 25 % und der damit steigenden
Saugrohrtemperatur 1dft sich mit dem héheren Druckverhiltnis iiber dem AGR-Ventil

erklaren.
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Bild 2.15: Reaktion des Luftpfades auf einen Sprung der VT G-Stellung

Wie sich aus den obigen Simulationen deutlich ersehen lift, sind alle thermody-
namischen Grofen stark miteinander gekoppelt und reagieren mit unterschiedlicher
Dynamik auf Anregungen des Systems. Als systembedingte Ursache sind hierfiir zwei
Riickkopplungsschleifen verantwortlich, die zum einen durch den AGR-Zweig und zum
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anderen iiber die Turbinen-Verdichter-Verbindung gebildet werden. Somit ist mit ei-
ner Verdnderung der Turboladerstellung nicht nur der Ladedruck sondern ebenfalls
das Druckgefille iber dem Abgasriickfiihrventil und damit die Abgasriickfiihrrate be-
troffen. Auf der anderen Seite wirkt sich eine Verstellung des AGR-Ventils auf den
Massenstrom durch die Turbine und somit auf den Ladedruckaufbau aus. Einen Uber-
blick iiber die Kopplungen der thermodynamischen Grofen liefert das in Abbildung
2.16 dargestellte Ursachen-Wirkungsdiagramm.

Hierin ist das Gesamtsystem in seine einzelnen Subsysteme untergliedert, die wie-
derum iiber thermodynamische Prozefgrofen und daraus abgeleitete Hilfsgrofsen mit-
einander verbunden sind. Mit Hilfe dieses Signalflukdiagramms lassen sich die Wirkung-
en einzelner Stellgrofen auf die Prozefigrofen des Gesamtsystems qualitativ abschit-
zen. Wiahrend das Komfortverhalten nahezu unbeeinfluftt von den Wechselwirkungen
des Systems bleibt, schligt der Einfluf auf das Emissionsverhalten insbesondere im
instationdren Betrieb stark zu Buche. Als Losung dieses Problems bietet sich die An-
wendung regelungstechnischer Entkopplungsansitze an, die ein vorgegebenes dynami-
sches Verhalten des Systems erzwingen, wobei eine Sollwertvorgabe des Ladedrucks
ausschlieflich auf den Ladedruck Einflufs nimmt, wihrend die AGR-Rate unabhéngig
vom Ladedruckverhalten ihrer Sollwertvorgabe folgt. Neben linearen Entkopplungs-
methoden wie z. B. die P- oder V-kanonische Entkopplung oder dem Verfahren nach
Falb-Wolowich, die sich iiber Linearisierungen am Arbeitspunkt auf nichtlineare Syste-
me iibertragen lassen, stehen auch nichtlineare Verfahren im Zustandsraum zur Ver-
fiigung. Die Mehrzahl dieser regelungstechnischen Entwurfsmethoden berufen sich auf
die vollstindige Kenntnis aller Zustandsgrofen. Diese Bedingung verursacht in be-
zug auf das vorliegende System zwei schwerwiegende Probleme. Zum einen kénnen im
Fahrbetrieb aufgrund ckonomischer Uberlegungen nicht alle mefbaren Prozefzustinde
erfakt werden, zum anderen ist die Abgasriickfiihrrate instationdr nur mit aufwendiger
Priifstandsmefstechnik erfakbar, wihrend sie sich im Fahrbetrieb einer exakten Quanti-
fizierung nahezu vollstandig entzieht. Als letzten Punkt sind noch Probleme im Bereich
der Temperaturerfassung zu nennen, die sich infolge der vergleichsweise hohen Reak-
tionszeit der im Automobilbereich verwendeten Temperatursensorik ergeben. Ein Teil
der oben genannten Schwierigkeiten ldft sich unter Zuhilfenahme von modellbasier-
ten Beobachtern umgehen, mit deren Hilfe nicht mefbare Zustandsgrofen aus einer
Kombination aus Modellwissen und zur Verfiigung stehenden Sensorwerten berechnet
werden. Voraussetzung fiir die erfolgreiche Anwendung eines solchen Verfahrens ist ein
dynamisches Modell, das qualitativ und quantitativ das reale System in ausreichendem
Umfang beschreibt. In bezug auf die Modellierung der Abgasriickfithrung nach den bis-
her beschriebenen Modellansitzen trifft diese Voraussetzung zwar qualitativ zu, kann
quantitativ aufgrund von Pulsationseinfliissen das reale Systemverhalten nicht exakt
wiedergeben. Aus diesem Grund beschéftigt sich Kapitel 4 mit einem alternativen An-
satz zur Bestimmung der AGR-Rate, der gleichzeitig die Problematik der dynamischen
Temperaturbestimmung diskutiert und Losungsvorschldge anbietet, die erneut das The-
ma Beobachterentwurf aufgreifen. Zuvor befafst sich Kapitel 3 mit einer Erweiterung
des Motormodells, das die Wirkung aller Parameter moderner Speichereinspritzsysteme
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auf den Druck und die Temperatur im Zylinder zu Beginn des Auslafsvorgangs nach-
bildet und somit dem bisher vorgestellten Modell auch im Hinblick auf die Simulation
moderner Systeme Giiltigkeit verleiht. Mit Hilfe dieser Erweiterung laft sich das Ver-
halten des Gesamtmodells nicht nur an moderne Dieselmotoren anpassen, es erlaubt
zusatzlich die Simulation der im realen System auftretenden dynamischen Druck- und
Temperaturverlaufe im Ansaug- und Abgastrakt.
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Bild 2.16: Ursachen-Wirkungsdiagramm des Luftsystems eines Verbrennungsmotors
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3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

Im Verlauf des vorhergehenden Kapitels ging zunichst aus einer betriebspunktbezoge-
nen Energiebilanzrechnung in Verbindung mit einer volumetrischen Wirkungsgradbe-
rechnung ein einfaches Mittelwertmodell des zugrundeliegenden Dieselmotors hervor.
Diese Naherung ist in der Lage, das Verhalten des Motors in Bezug auf die Energie- und
Massenstrome ausreichend genau nachzubilden, sofern die von der EDC (electronic die-
sel control) berechneten Einspritzparameter in einem festen Bezug zum vorherrschen-
den Betriebspunkt stehen. Verliert diese Voraussetzung ihre Giiltigkeit, beispielsweise
durch den Einsatz einer Regelung oder Adaption, die unmittelbar auf die Parameter
der Einspritzung wirkt, sind Variationen im Brennverlauf zu erwarten. Diese Varia-
tionen ihrerseits bedingen unterschiedliche Druck- und Temperaturbedingungen zum
Zeitpunkt des 6ffnenden Auslaftventils und wirken somit auf das statische und dyna-
mische Verhalten des Luftpfades ein. Um dennoch eine reprisentative Abbildung der
thermodynamischen Motorgréften zu erhalten, die in der Lage ist, Parametervariation-
en auf den Druck- und Temperaturverlauf im Zylinder abzubilden, wird im Rahmen
dieses Kapitels ein Modell des Verbrennungsmotors erarbeitet, das im Gegensatz zu
dem in Kapitel 2 vorgestellten Kennfeldmodell den Druck- und Temperaturverlauf
wahrend der Kompressions- und Expansionsphase kurbelwinkelsynchron wiedergibt.
Neben einer Beriicksichtigung aller Variationsmoglichkeiten, die moderne Speicherein-
spritzsysteme bieten, wird gleichzeitig die Rechenzeit durch die Anwendung analyti-
scher Losungsmethoden auf ein Minimum beschrankt, wodurch die Einbindung die-
ses Modells in regelungstechnische, echtzeitfahige Anwendungen und Simulationen in
greifbare Néhe riickt. Hierzu wird der Umstand genutzt, daf sich die Differentialglei-
chung der Zylindertemperatur mit Hilfe von Ndherungen in eine allgemeinen Riccati-
Differentialgleichung 2. Grades mit nichtlinearen Koeffizienten iiberfiihren und anschlie-
flend unter bestimmten Randbedingungen l6sen 1aft. Zu diesem Zweck wird ausgehend
von einer Energiebilanzbetrachtung eine Differentialgleichung fiir die Zylindertempera-
tur aufgestellt und deren Terme als Polynome zweiten Grades der Zylindertemperatur
in 7, mit nichtlinearen Koeffizienten in Abhéangigkeit vom Kurbelwinkel formuliert.
Anschliefsendes Umstellen der Differentialgleichung liefert dann die gesuchte Riccati-
Form, anhand derer die weitere Vorgehensweise zur analytischen Losung besprochen
und zunéchst in einer simplifizierten Form weiterverfolgt wird. Nach diesen Schritten
steht als Resultat ein Motormodell zur Verfiigung, das in der Lage ist, die Verbrennung
und Warmeentwicklung in Abhéngigkeit von Einspritzzeitpunkt, Einspritzmenge und
Einspritzdruck hinreichend genau nachzubilden, ohne mit Rechenzeitproblemen einer
exakten Simulation der einzelnen Motorzyklen belastet zu sein. Im Gegensatz zur klas-
sischen Einzonenmodellierung mit Vibe-Brennverlaufs- und Gaswechselrechnung [53]
ist der Schwerpunkt bewuft auf eine Berechnungsvorschrift des Brennverlaufs gelegt
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worden, die alle Common-Rail-spezifischen Parametervariationen erfatt und ihre Ein-
fliilsse auf den Zylindertemperatur- und Druckverlauf wiedergibt.

Bevor auf die innermotorischen Vorgiange eines Common-Rail-Motors ndher einge-
gangen wird, beschreibt der nachfolgende Abschnitt den Aufbau, die Funktionsweise
und die Vorteile eines Speichereinspritzsystems im Vergleich zu herkémmlichen Ein-
spritzsystemen.

3.1 Das Common-Rail-Konzept

Im Laufe der Entwicklung von Verbrennungsmotoren entstanden verschiedene Varian-
ten des 4-Takt-Dieselmotors. Ein entscheidender Unterschied liegt in der Konstruktion
des Verbrennungsraumes in Verbindung mit der jeweiligen Einspritztechnik. In Kraft-
fahrzeuganwendungen unterscheidet man grundsétzlich zwischen indirekt und direkt
einspritzenden Dieselmotoren [38].

Indirekt einspritzende Motoren sind durch einen unterteilten Verbrennungsraum ge-
kennzeichnet. Wahrend der Einspritzung gelangt der Kraftstoff zuerst in eine Vorkam-
mer, in der die Verbrennung eingeleitet wird. Der hieraus resultierende Druckanstieg
in der Vorkammer schleudert des Kraftstoffgemisch mit hoher Geschwindigkeit in den
Brennraum, in dem die restliche Verbrennung stattfindet. Durch die Vorkammer erfolgt
die Verbrennung in indirekt einspritzenden Motoren mit niedriger Gerduschentwick-
lung, allerdings ist aufgrund der auftretenden Strémungsverluste zwischen Vorkammer
und Brennraum mit einer Wirkungsgradverschlechterung und dadurch mit einem Mehr-
verbrauch an Kraftstoff von ca. 20 % zu rechnen [4].

Beim Direkteinspritzer gelangt der Kraftstoff im Verlaufe der Einspritzung auf direk-
tem Wege in den Verbrennungsraum, was einen hohen Druckgradienten im Zylinder
verursacht und somit mit einer hohen Gerduschentwicklung verbunden ist. Fiir beide
Motortypen ist es besonders wichtig, dafs eine exakt abgestimmte Menge Kraftstoff zum
richtigen Zeitpunkt mit einem bestimmten Druck eingespritzt wird. Schon bei geringfii-
gigen Abweichungen sind ansteigende Schadstoffemissionen, laute Motorgerdusche und
ein zunehmender Kraftstoffverbrauch die Folge.

Das Common-Rail-System stellt hinsichtlich seiner Funktion fiir Personenkraftwagen
ein neuartiges Einspritzsystem dar, mit dem sich Verbrauchsvorteile eines Direktein-
spritzers ohne nennenswerte Gerduschnachteile realisieren lassen [13]. Dariiber hinaus
sind aufgrund seiner grofen Anzahl betriebspunktunabhéngiger, frei wiahlbarer Para-
meter die Emissionen auf ein Minimum absenkbar. Seine Variabilitdt bezieht dieses
System unter anderem aus dem Umstand, daf die Raildruckerzeugung nahezu unab-
hingig vom vorherrschenden Motorbetriebspunkt erfolgt und in einem weiten Bereich
frei wihlbar ist [5]. Somit ist der Einspritzdruck im Gegensatz zu mechanischen Sy-
stemen variabel einstellbar und vom jeweiligen Motorbetriebspunkt (Einspritzmenge,
Drehzahl) entkoppelt. Gleichzeitig ist mit Hilfe einer elektronischen Steuerung in Ver-
bindung mit elektrisch betatigten Ventilen die Einspritzmenge und der Einspritzzeit-
punkt nicht mehr an mechanische Betdtigungselemente gebunden. Als weiteren Frei-
heitsgrad ist die Anzahl der Einspritzungen zu nennen, die nicht mehr auf nur eine
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3.1 Das Common-Rail-Konzept

Einspritzung pro Zyklus beschriankt ist, sondern die Mdoglichkeit einer Vor-, Haupt-
und Nacheinspritzung bietet. Wéhrend die Nacheinspritzung vorwiegend aus Griin-
den der Abgasnachbehandlung eingesetzt wird, dient die Voreinspritzung dazu, den
Druckgradienten zu Beginn der Verbrennung deutlich zu reduzieren, wodurch bei di-
rekteinspritzenden Systemen die Gerduschemissionen deutlich sinken, ohne nennens-
werte Verbrauchsnachteile nach sich zu ziehen.

Die Komponenten des Einspritzsystems, die sich in ein Niederdruck- und ein Hoch-
drucksystem unterteilen lassen, sind in Abbildung 3.1 dargestellt. Im Niederdruck-

Hochdruckleitung Rail

Einspritzventil

Hochdruckpumpe

Elektronisches
Steuerger:iit

v,

Steuerleitung

Tank und Niederdruckpumpe

Bild 3.1: Komponenten und Aufbau eines Common-Rail-Systems (Quelle: Bosch Un-
terrichtsunterlagen)

system wird der Kraftstoff vom Tank zum Hochdrucksystem gepumpt. Anschliefend
fordert die Hochdruckpumpe den Kraftstoff in den Hochdruckspeicher (,Rail“) und er-
zeugt dort einen maximalen Druck von bis zu 1600 bar. Aus dem Hochdruckspeicher
wird bei jeder Einspritzung Kraftstoff entnommen und durch die elektrisch ansteuerba-
ren Injektoren direkt in den Zylinder eingespritzt. Ein Druckregelventil sorgt dafiir, dafs
der Raildruck auf einem konstanten Niveau verbleibt. Durch den stindig zur Verfiigung
stehenden konstanten Hochdruck in der Rail werden sehr genaue und flexible Einsprit-
zungen moglich. Die Flexibilitdt dieses Gesamtsystems kann erst unter Verwendung
einer elektronischen Recheneinheit, der ,Electronic Diesel Control” (EDC), voll aus-
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3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

geschopft werden, die alle common-rail-spezifischen Grofen in Abhingigkeit der zur
Verfiigung stehenden Sensorwerte berechnet und somit Beginn und Dauer der Vor-,
Nach- und Haupteinspritzung sowie den Raildruck betriebspunktabhingig festlegt.

Obwohl zur Erfassung von Raildruckschwankungen und deren Auswirkungen unmit-
telbar am Injektor und somit auch auf die Einspritzung eine umfassende Modellbildung
dieses Systems angemessen ist, beschrénkt sich der im folgenden Kapitel diskutierte An-
satz auf die Vorgédnge im Zylinder und klammert somit dynamische Effekte des Nieder-
und Hochdruckkreislaufs aus.

3.2 Mathematische Beschreibung der Motorzyklen

Bevor im Rahmen dieses Kapitels ndher auf die Modellierung des Verbrennungsmotors
eingegangen wird, sind im folgenden Abschnitt die Systemgrenzen, die dariiber hinweg
tretenden Energie- und Massenstrome und die jeweils dazugehérenden Motorzyklen
kurz angesprochen.

Das nachfolgend betrachtete System ist durch seine Systemgrenzen, bestehend aus
Brennraumwand, Kolbenoberfliche, Zylinderkopf und Ventile, eingegrenzt (Abbildung
3.2). Die Bilanz der Energie- und Massenfliisse iiber diese Systemgrenzen ist durch die
Gleichungen 3.1 und 3.2 beschrieben [31].

- P

dt

Bild 3.2: Energiestrome am Brennraum
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AU, dQ, dQ.  dV. dH, dH, dH,
_ B _ 1
i at T at Pa T a Ta T a (3.1)

dm,  dme n dmy, B dmy, (3.2)
dt — dt dt dt '

In der Energiebilanzgleichung (3.1) ist die Anderung der inneren Energie im Zylin-
der iiber der Zeit (dg;) als Funktion der zeitlichen Anderung der Verbrennungswérme
(%) der Wandwirmeverluste (2%2), der Verdichtungsarbeit (p. - 2=), des Enthal-

dt
piestroms iiber die Einspritzventile (%) und der Enthalpiestrome iiber die Ein- und

Auslafiventile (dlji‘“) dargestellt. Neben dieser Gleichung ist zusétzlich eine Massenbi-
lanzbetrachtung der absoluten Gasmasse im Zylinder und der ein- bzw. ausfliefenden
Massenstrome iiber das Einspritzventil und die Ein- bzw. Auslafventile nach Glei-
chung 3.2 zur eindeutigen Bestimmung der thermodynamischen Prozefligréfsen notwen-
dig. Wéhrend in klassischen Kreisprozefrechnungen die Massen- und Energiebilanzglei-
chungen iiber den gesamten Zyklus numerisch berechnet werden, ist im nachfolgenden
Ansatz im Hinblick auf die angestrebte Rechenzeitreduktion eine vereinfachte Modell-
rechnung des Motorzyklus angestrebt. Zu diesem Zweck sind die Vorgénge in einem
Dieselmotor in vier Phasen aufgeteilt. Sie setzen sich aus der Kompressionsphase, der
Wirmefreisetzungsphase, der Expansion und der Ladungswechselphase zusammen (Ab-

bildung 3.3). Die Berechnung des Gaswechsels erfolgt in diesem ersten Schritt iiber ein

Kompression
120 4
— Verbrennung
—
<
S, Expansion
. 80
_g Oy Ladungswechsel
£ 40 - ¢
g VB
:
e 20
= P40
P Pror/ s
0 \ \ \ >
-180 0 180 360 540

Grad Kurbelwinkel

Bild 3.3: Die vier Phasen eines Motorzyklus

Liefergradkennfeld, dem der mittlere Gasmassenstrom in den Motor in Abhéngigkeit
von der Motordrehzahl und der Gasdichte im Saugrohr entnommen werden kann. Ei-
ne detailliertere Darstellung der Vorgéinge léft sich iiber eine kurbelwinkelaufgeltste
Gaswechselrechnung erzielen, die sich auf den Zylinderdruck, die Ventilerhebung, die
Druckverhéltnisse im Saugrohr und im Abgassammelbehélter stiitzt. Der damit ver-
bundene Rechenaufwand steht dann allerdings einer echtzeitfihigen Berechnung des
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3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

Gesamtprozesses im Wege und es werden weiterfithrende rechenzeitreduzierende Mak-
nahmen notwendig. Sowohl die Kompression als auch die Expansion ist als polytrope
Zustandsidnderung approximiert, wodurch sich beide Phasen mit jeweils einem Re-
chenschritt iiberbriicken lassen. Um den Fehler dieser Naherung so klein wie moglich
zu halten, muf der Polytropenexponent (n) moglichst exakt bestimmt werden. Wéh-
rend der Kompression und der Expansion sind jeweils die Anfangstemperatur und das
Volumen am Anfangs- und Endzustand bekannt, so daf die Temperaturen zu den Zeit-
punkten Verbrennungsbeginn (¢yp) und Auslafs 6ffnet (paor) in Abhéngigkeit von
den Temperatur- und Volumenwerten zum Zeitpunkt Einlaf schliefit (¢gs) und Ver-
brennungsende (¢y ) nach Gleichung 3.3 gegeben sind.

n—1
T.(pve) = T.(vEs) (%)

(3.3)

v, n—1
T.(pa0or) = T.(¢vE) (%)

Nachdem die mathematische Behandlung des Gaswechsels, der Verdichtung und der
Expansion soweit abgehandelt sind, steht im folgenden die zeitoptimierte Berechnung
der Warmefreisetzung im Vordergrund. Wahrend dieser Phase sind die Enthalpiestrome
der ein- und ausflieflenden Gemischmassen Null, wodurch sich die Differentialgleichung
3.1 auf die in Gleichung 3.4 dargestellte Form reduziert.

dT’, 1 d dQy dV, d
_ Q| AV: g A (3.4)
de dyp

de — m.c, | do dy
Um zunichst eine qualitative Aussage iiber die Dominanz der auftretenden Terme
treffen zu konnen, ist in Abbildung 3.4 der Verlauf der einzelnen Energieanteile ex-
emplarisch aufgetragen. Wihrend die Wérmefreisetzung des eingebrachten Kraftstoffs
(%), die Verdichtungsarbeit (p. %) und die Wandwirmeverluste (%) die am stérk-
sten hervortretenden Einfluffaktoren darstellen, liefert die Enthalpie des eingespritzten
Kraftstoffs hb% einen verschwindend geringen Anteil an der Gesamtenergie und kann
somit durchaus vernachlissigt werden, ohne daf die Genauigkeit der Berechnung allzu
sehr leidet. Um im weiteren Verlauf eine analytische Ldsungsmethode anwenden zu
kénnen, wird die Formulierung von Gleichung 3.4 in Form einer allgemeinen Riccati-
Differentialgleichung zweiten Grades angestrebt. Hierfiir ist es erforderlich, die Terme
auf der rechten Seite der Differentialgleichung durch Polynome zweiten Grades in 7T, mit
kurbelwinkelabhéngigen Koeffizienten darzustellen und geeignet zusammenzufassen.
Neben der angestrebten Reduktion des Rechenaufwands mit Hilfe einer analytischen
Losungsmethode bietet die Verwendung einer sowohl turbulenz- als auch einspritzver-
laufsorientierten Modellierung des Brennverlaufs die Moglichkeit zur Berechnung seines
instationdren Verhaltens. Der Vorteil, der mit dieser Modellierungsart verbunden ist,
wird bei einer Gegeniiberstellung mit Modellrechnungen deutlich, die sich auf para-
metrisierte bzw. vorgegebene Brennverldufe stiitzen. Modelle dieser Art, bei denen die
Brennverlaufsparameter vorgegeben sind, beziehen sich immer auf Daten, die an den
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Bild 3.4: Verlauf der einzelnen Energieterme der Temperaturdifferentialgleichung

eingeschwungenen Zustand des Systems angepalit sind und somit nur diesen wiederge-
ben. Aus diesem Grund léft sich die Dynamik des Systems mit Hilfe dieser Modellan-
siatze unmoglich nachbilden. Im Gegensatz dazu ist ein Modell, das den Brennverlauf
in Form seines Brenngesetzes wiedergibt, in der Lage, nahezu alle dynamischen Effekte
zu erfassen. Aus diesem Grund wird der Brennverlauf in Anlehnung an den Ansatz von
Chmela, Orthaber und Schuster [11] angesetzt. Als weiteren Vorteil ist der physikalische
Bezug des Wéirmefreisetzungsmodells zu nennen, der es erlaubt, den Brennverlauf fiir
jeden Betriebspunkt nachzubilden, ohne von betriebspunktbezogenen Modellierungs-
parametern abhéngig zu sein.

3.3 Berechnung der Warmefreisetzung

3.3.1 Der MCC-Ansatz

Der Mixed Combustion Control Ansatz (MCC) bietet die Moglichkeit, die Warme-
freisetzung in Verbrennungsmotoren durch ein nulldimensionales Einstoffmodell zu be-
schreiben. Nulldimensional bedeutet, daf auf die ortlich verteilte Berechnung von ther-
modynamischen Prozef- und Stoffgréfsen verzichtet wird. Die meisten Modelle dieser
Art greifen auf einfache geometrische Formeln [2| oder empirische Funktionen wie die
Vibefunktion [64] zuriick, um die Warmefreisetzung zu beschreiben. Fiir die Mehrzahl
aller Anwendungen liefern diese Ansétze durchaus befriedigende Resultate. Nachteilig
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3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

wirkt sich jedoch die Betriebspunktabhéngigkeit der enthaltenen Formparameter aus,
die somit fiir jeden einzelnen Betriebspunkt bestimmt werden miissen. Bestrebungen,
diese Parameter iiber Berechnungsvorschriften an die jeweiligen Betriebspunkte und
Parametervariationen zu kniipfen, sind in [49] dargestellt. Gegeniiber diesen Ansitzen,
die meist auf das stationdre Motorverhalten beschriankt sind, bietet der MCC-Ansatz
aufgrund seiner physikalisch-phdnomenologischen Modellierung einen erheblichen Vor-
teil, da er bei bekanntem Einspritzverlauf und Einspritzdruck das Brenngesetz abbildet.
Dies bedeutet, dafs die Modellparameter fiir den gesamten Betriebsbereich unverdndert
konstant sind. Trotz der hier erwdhnten Vorteile, die mit der MCC-Modellierung ver-
bunden sind, unterliegt dieser Ansatz folgenden Einschrinkungen. Zum einen bezieht
sich der Ansatz nur auf die Diffusionsverbrennung, wihrend die Vormischflamme unbe-
riicksichtigt bleibt. Dies spielt vor allem bei dlteren Dieselmotoren eine entscheidende
Rolle, bei denen die Vormischflamme deutlich ausgeprigt ist. Moderne Einspritzverfah-
ren mit Common-Rail-Technik bieten durch die Voreinspritzung die Moglichkeit, kleine
Einspritzmengen kurz vor der Haupteinspritzung in den Brennraum zu injizieren. Auf-
grund dieser Einspritzmenge wird ein Teil des Brennraums lokal vorgewérmt, und der
fiir die Vormischflamme charakteristische hohe Ziindverzug mit anschliefender explosi-
onsartiger Verbrennung liafst sich nahezu vermeiden. Zum anderen ist dieses Verfahren
nur fiir die Nachbildung des Motorverhaltens bei deutlichem Luftiiberschuf und bei
nur einer Haupteinspritzung geeignet. Im Gegensatz zu mehrdimensionalen Modellen,
die kurbelwinkelaufgelost die Warmefreisetzung unter Beriicksichtigung der Reaktions-
kinetik beschreiben, steht bei diesem Ansatz eine moglichst einfache Modellierung der
relevanten Vorgidnge im Brennraum auf abstrakter Ebene im Vordergrund. Hierzu be-
schranken sich die Betrachtungen der Reaktionen im Zylinder auf zwei mafsgebliche
Effekte, die nach [11] die wesentlichen Einfliisse auf die Brennrate ausiiben. Zum einen
wird ein proportionales Verhalten der Brennrate zur momentan fiir die Verbrennung
zur Verfiigung stehenden Kraftstoffmasse angenommen. Zum anderen ist die Brennrate
in hohem Mafe von der Gemischbildung und damit von der Turbulenz im Brennraum
abhingig. Diese Annahme stiitzt sich auf die Vermutung, dak die Warmefreisetzung
wihrend der Verbrennung umso héher ist, je schneller die Reaktanden (Kraftstoff und
Luft) aufeinander treffen. Die Wahrscheinlichkeit des Aufeinandertreffens der Reaktan-
den erhoht sich mit der Anzahl der zur Reaktion verfiigharen Kraftstoffteilchen und
der Geschwindigkeit, mit der sich die Reaktanden im Brennraum treffen. Neben der
Mischungsgeschwindigkeit ist vor allem die Reaktionsgeschwindigkeit des Kraftstoffs
an der Energiefreisetzung im Brennraum bestimmend. Die Geschwindigkeit der che-
mischen Umsetzungsreaktionen bei der Kraftstoffverbrennung ist allerdings wesentlich
hoher als die Geschwindigkeit, mit der sich zwei Reaktanden im Brennraum finden.
Aufgrund der Dominanz der Mischungsgeschwindigkeit stellt sie demnach den zeitlich
limitierenden Faktor gegeniiber der Reaktionsgeschwindigkeit dar, wodurch eine Ver-
nachlissigung der Reaktionsgeschwindigkeit bei diesem Ansatz gerechtfertigt ist. Wei-
terhin wird als bestimmende Grofe der Mischungsgeschwindigkeit die Turbulenz im
Brennraum zugrunde gelegt, was eine Dominanzanalyse aller Turbulenzquellen in [11]
bestétigt. Diese Analyse bezieht sich auf die kinetische Energie der Einlakstromung, der

44



3.3 Berechnung der Warmefreisetzung

Quetschstromung und der kinetischen Energie des Einspritzstrahls. Aus dem Ergebnis
dieser Untersuchung geht klar hervor, daf die kinetische Energie des Einspritzstrahls
ein deutliches Ubergewicht gegeniiber den restlichen Turbulenzquellen aufweist. So ist
z.B. fiir einen Speicherdruck von 1200 bar die Stréomung im Brennraum um den Faktor
100 grofer als der Anteil der Einlaf- und der Quetschstromung. Auf der Basis dieser
Erkenntnis lassen sich die weiteren Ausfiithrungen auf die kinetische Energie der Ein-
spritzstrahlen beschrianken, ohne allzu grofe Abweichungen im Endergebnis in Kauf
nehmen zu miissen.

Die physikalische Beschreibung der beiden wichtigsten Einfliisse auf die Brennrate
ist in zwei Funktionen f;(mb) und fy(k) aufgeteilt, deren Produkt unter Hinzunahme
eines Modellierungsfaktors die Brennrate nach Gleichung 3.5 wiedergibt.

dQ

7 = Cooa- ilm) - o (33)

Hierin repréasentiert die Funktion f; den Verbrennungsanteil, der direkt proportional
zur momentan zur Verfiigung stehenden Kraftstoffmenge ist und von der eingespritzten
Kraftstoffmenge m; abhingt. Zusétzlich beriicksichtigt die Funktion f, den Einflufs der
Mischungsgeschwindigkeit in Abh#ngigkeit von der turbulenten kinetischen Energie-
dichte k. Der normierte Verlauf beider Grofen einschlieflich ihres Produkts ist exem-
plarisch aus Abbildung 3.5 zu entnehmen. Besonders deutlich zu erkennen ist der zu
Beginn der Verbrennung ausgeprigte Einfluf des turbulenzabhingigen Anteils, der im
weiteren Verlauf abflacht und vom brennstoffabhéngigen Anteil dominiert wird.

3.3.2 EinfluR der momentan verfiigbaren Kraftstoffmasse (f;)

Der Term f; aus Gleichung 3.5, der den brennstoffproportionalen Anteil der Brennrate
beschreibt, errechnet sich aus der Differenz der eingespritzten Kraftstoffmasse (m;,) und
des bereits umgesetzten Kraftstoffanteils, der durch die freigesetzte Energie (Q,,(#))
und dem unteren Heizwert H, des Kraftstoffs nach Gleichung 3.6 gegeben ist.

Qb
fi(my) = my(p) — ;{(> (3.6)
Hierin entspricht die eingespritzte Kraftstoffmasse m;, der Losung der durch Gleichung
3.7 beschriebenen Differentialgleichung.

d
Rl P Ap(p) - vy (3.7)

dip
Die Dichte des Kraftstoffs (p,) und der Querschnitt der Diisen6ffnung (Ap) sind aus
Messungen bekannt, wodurch die Geschwindigkeit des Kraftstoffstroms in der Diise
(vp) tiber die Bernoulli-Gleichung 3.8 unter Verwendung eines Korrekturfaktors ¢, be-
rechnet werden kann, der die Fliissigkeitsreibung beriicksichtigt. Der Wert des Reibfak-
tors ¢, liegt fiir die meisten Diisen in einem Intervall von 0.65 < ¢, < 0.75. Aufgrund
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Bild 3.5: Verlauf der Funktionen f; und fs

der geringen Schwankungsbreite wird der Reibungsfaktor in den folgenden Uberle-
gungen als konstant angenommen, was die nachfolgenden Betrachtungen wesentlich
vereinfacht.

2¢, Ap
Po

Aus Gleichung 3.8 geht hervor, daf unter Kenntnis der Einspritz- und Zylinderdruck-
differenz (Ap = prait — pzy) der eingespritzte Kraftstoffmassenflufs % bestimmt ist.
Der in Gleichung 3.9 auftretende Brennstoffmassenstrom durch die Einspritzdiise ist bis
auf die rapide Anderung am Anfang und am Ende der Einspritzphase nahezu konstant.
Der exakte Verlauf wihrend der Ubergéinge ist im wesentlichen durch den Verlauf des
Diisennadelhubs und somit auch des effektiv wirkenden Diisenquerschnitts bestimmt.
Die mathematische Beschreibung des Brennstoffmassenstroms wird somit in drei Teile
aufgeteilt. Sowohl die Anfangs- als auch die Schlufphase werden linear approximiert,
die restliche Zeit bleibt der Brennstoffmassenstrom auf einem konstanten Niveau. Das
Integral des Massenstroms kann demzufolge entsprechend Abbildung 3.6 als linear an-
steigendes Geradenstiick mit quadratischen Ubergingen in der Anfangs- und Schluf-
phase dargestellt werden. Der daraus errechnete Verlauf des verbrannten Kgaft(st)offs
bf (¥

ist in derselben Abbildung dargestellt. Zur weiteren Berechnung des Terms 57— in

Gleichung 3.6 wird vorausgesetzt, dafs der brennstoffproportionale Teil der Wirme-

Vp =

(3.8)
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freisetzungsrate (Qy,, ()) gleich der Differenz zwischen hinzugefiigtem Brennstoff und
schon verbranntem Brennstoff, multipliziert mit einer Konstanten C., ist. Dieser Zu-
sammenhang fiihrt zu einer Differentialgleichung 1. Ordnung und ist durch Gleichung
3.9 beschrieben.

dQv,, Qv ()
W =Cr - (mb(@) T T Hu > (3.9)

Der Faktor C, der die Verzogerung des umgesetzten Kraftstoffs @)};;:‘p) gegeniiber

der eingebrachten Brennstoffmasse my () beriicksichtigt, kann zur Verbesserung der
Modellgiiltigkeit in Abhéngigkeit von der AGR-Rate beschrieben werden, wodurch dem
Einfluf der AGR-Rate auf die Ziindverzogerung und die Verbrennungsgeschwindigkeit
Rechnung getragen ist.
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Bild 3.6: Verlauf der eingespritzten und verbrannten Kraftstoffmenge

3.3.3 EinfluB der turbulenten kinetischen Energie der Einspritzstrahlen (f2)

Wihrend sich der Faktor f; in Anlehnung an die vorherrschenden physikalischen Ge-
setzmafigkeiten herleiten léfst, greift die Beschreibung des Einflusses der turbulenten
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kinetischen Energie der Einspritzstrahlen auf eine Kombination aus physikalischen Ge-
gebenheiten und empirischen Zusammenhéngen zuriick. Ausgangspunkt bildet die ki-
netische Energie der Einspritzstrahlen unmittelbar am Diisenaustritt nach Gleichung
3.10. Hierbei wird die Kraftstoffgeschwindigkeit wihrend der Einspritzung als nahezu
konstant vorausgesetzt.

UL vy (3.10)

Aufgrund von Dissipation steht nur ein Teil der kinetischen Energie zur Turbulenzbil-
dung zur Verfiigung. Diesem Umstand trégt Gleichung 3.11 Rechnung, worin Ej;, piss
den dissipierenden Energieeintrag beschreibt, der mit einer Modellierungskonstante
Cpiss gewichtet ist.

dEkin,Diss dEkzn

= -C iss E in,Diss 3.11
i dy D kin,D (3.11)

Desweiteren wird vorausgesetzt, dak die kinetische Energie der Kraftstoffteilchen zum
Zeitpunkt der chemischen Reaktion dissipiert und somit keinen wirksamen Anteil an
der Turbulenzerzeugung liefert. Somit steht zur Turbulenzbildung nur der Energiean-
teil zur Verfiigung, der dem nichtverbrannten Kraftstoffanteil proportional und durch
Gleichung 3.12 beschrieben ist.

Qp
my — 1

Ekin,turb = Ekin,Diss M (312)
my

Die weitere Umrechnung dieses Energieanteils in die turbulente kinetische Energiedichte
k, die sich aus dem Quotienten aus Turbulenzenergie und Zylinderfiillung ergibt, erfolgt
unter Zuhilfenahme von Gleichung 3.13, in der Lg;, das stéchiometrische Verhiltnis
beschreibt.

Ekin Diss
k= Chiup - : 3.13
furb mb'(1+)\'L5tCh) ( )

Den Zusammenhang zwischen lokaler turbulenter Energiedichte und seiner Wirkung
auf die Brennrate liefert Gleichung 3.14, wobei die Quadratwurzel von k als direkt
proportional zur Transportgeschwindigkeit interpretiert wird.

vk

falk) = e V17 (3.14)

Im Verlauf der Wurzel von k in Abbildung 3.7 lassen sich die Zusammenhinge
wiederfinden, die fiir die Turbulenzbildung verantwortlich sind. Zu Beginn der Ein-
spritzung ist die Turbulenzintensitit sehr hoch und flacht nach dem Erreichen seines
Maximums wiahrend seines weiteren Verlaufs stetig ab. Der Einfluf auf die Brennra-
te erklart sich durch die starke Kopplung zwischen der Turbulenzintensitdt und der
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Mischungsgeschwindigkeit, da sich mit steigenden Turbulenzen die Reaktanden schnel-
ler mischen und der entsprechende reaktionsfreudige Zustand friiher erreicht ist. Das
Gasgemisch, das iiber das Einlakventil dem Brennraum zugefiihrt wird, vollfithrt wih-
rend der Kompression eine rotierende Bewegung mit einer Drallachse, die parallel zur
Zylinderachse verlduft. Die Geschwindigkeit der Gemischteilchen ist im Vergleich zur
Geschwindigkeit der anschlieflend eingespritzten Kraftstoffteilchen sehr gering. Wer-
den nun in diese Gasbewegung die Kraftstoffteilchen mit sehr hoher Geschwindigkeit
eingespritzt, so entstehen sehr starke Verwirbelungen und dementsprechend hoch ist
die Zunahme an dissipativer kinetischer Energie. Im weiteren Verlauf der Einspritzung
verformt sich das Geschwindigkeitsfeld des Gasgemisches entsprechend der Einspritz-
richtung, da sich die Drallbewegung im Laufe der Einspritzung zunehmend abbaut.
Gleichermafen nehmen die Verwirbelungen ab, die durch den Einspritzstrahl entste-
hen, was zu einem gleichzeitigen Riickgang des dissipativen Teils der kinetischen Ener-
gie fiihrt. Dieses Phianomen ist durch den zweiten Teil der rechten Seite von Gleichung
3.11 beschrieben. Zusammenfassend bedeutet dies, dak grofe Geschwindigkeitsgradi-
enten zu einer starken Zunahme der dissipativen kinetischen Energie und damit zu viel
Turbulenz und umgekehrt fiihren. Neben der Turbulenzintensitit ist in dieser Glei-
chung ebenfalls das verénderliche Zylindervolumen V.,; im Quotienten beriicksichtigt,
das den Einflufs der Dichte des Gasgemisches auf die Mischungsgeschwindigkeit und
damit auf die Brennrate mit einbezieht. Gleichzeitig ist dem Umstand Rechnung ge-
tragen, dafl die Begegnungswahrscheinlichkeit zweier Reaktanden umso grofer wird,
je hoher die Dichte des Gases ist. Als Folgerung ist demnach das Luft- Kraftstoffge-
misch bei héherer Dichte zu einem fritheren Zeitpunkt reaktionsbereit als bei geringerer
Dichte. Um Gleichung 3.4 zu vervollstidndigen, fehlt nun noch die Beschreibung fiir den
Wirmeiibergang durch die Brennraumwinde, der im folgenden Abschnitt behandelt
wird.

3.4 Wandwarmeverluste

Ein erheblicher Anteil der durch die Verbrennung frei werdenden Energie flieft ohne
weiteren Nutzen iiber die Zylinderwédnde ins Kiihlsystem ab und betridgt in der Re-
gel zwischen 20% und 30% [67]. Da dieser Energiestrom entscheidenden Einfluf auf
die Druck- und Temperaturbildung im Brennraum ausiibt, muf er mit in die Model-
lierung aufgenommen werden. Hierzu dient die géngige Formel zur Berechnung von
Wirmeiibergingen nach Gleichung 3.15.

dQu

dy
Wihrend die in Gleichung 3.15 auftretende, fiir den Warmeiibergang wirksame Zylin-
deroberfliche A.(y) durch trigonometrische Funktionen aus den Konstruktionsdaten
des Motors berechnet werden kann und sowohl die Zylinder- (Tz(y)), als auch die
Wandtemperatur (Ty) bekannt ist, muf der Wérmetibergangskoeffizient (o) model-
liert werden. Bei der mathematischen Bestimmung von « hat in dieser Arbeit der wohl

= ad:(p) (To(¢) = Tw) (3.15)
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Wourzel der Dichte der turb. kin. Energie
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Bild 3.7: Verlauf der Quadratwurzel der lokalen turbulenten kinetischen Energiedichte
k

am héufigsten verwendete Ansatz nach Woschni entsprechend Gleichung 3.16 Anwen-
dung gefunden.

~ V. Tr 0.8
QWoschni = 3-2603_0'2]%(QD)OISTZ(SO)_O'% <CISp + O2d7(pz(90) - pSchub(@))) (316)

prVe
Der Einfluk des Zylinderdrucks in Gleichung 3.16 ist durch p,(¢) beriicksichtigt, wéh-
rend psenu(p) den Druck im Schleppbetrieb représentiert. Die Konstanten C', Cy und Cy
sind abhiingig vom zugrundeliegenden Motortyp zu wiihlen. Die Gréfe S, beschreibt die
mittlere Kolbengeschwindigkeit und berechnet sich vorwiegend aus gegebenen Geome-
triedaten des Motors, wihrend die Gréfken V.., T, und p, die Prozefigréfen am Beginn
der Kompressionsphase beschreiben. Eine eingehende Diskussion dieses halbempiri-
schen Ansatzes und einer Tabelle zur Bestimmung der enthaltenen Konstanten ist aus
[46] zu entnehmen. Die Problematik der weiteren Integration dieser Gleichung in den
Ansatz zur schnellen Berechnung des Brennverlaufs liegt in der starken nichtlinearen
Abhéngigkeit der kurbelwinkelabhéngigen Grofen p.() und T,(p). Um die Energie-
differentialgleichung in eine Riccati-DGL 2. Grades zu iiberfiihren und somit ein analy-
tisches Losungsverfahren zur Rechenzeitoptimierung anwenden zu konnen, darf o nur
linear und quadratisch von der Zylindertemperatur 7.(y) abhingen. Um diese An-
forderungen zu erfiillen, wird ein Naherungsansatz zur Beschreibung des Wéarmeiiber-
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3.4 Wandwarmeverluste

gangskoeffizienten « angestrebt. Als Voraussetzung hierfiir bleibt der Blow-By iiber
die Kolbenringe und die damit verbundene Gasmassendnderung im Zylinder wihrend
der Verbrennung unberiicksichtigt, wodurch die Gemischmasse im Zylinder zwischen
JEinla® schliefit” und , Auslak 6ffnet” als konstant angenommen wird. Die Anderung der
Stoffgréfen in Abhingigkeit von der Temperatur findet in diesem Ansatz ebenfalls keine
Beriicksichtigung. Aufbauend auf diese Randbedingungen 1aft sich Gleichung 3.16 mit
Hilfe der idealen Gasgleichung und der polytropen Zustandsiibergangsbeschreibung in
eine Form iiberfiihren, die in Abhéngigkeit der Zylindertemperatur (7,(y)), dem Kur-
belwinkel und einer konstanten Zylinderfiillung (m;) die Berechnung von « gestattet.
Fiir eine konstante Zylinderfiillung ist in Abbildung 3.8 « iiber das relevante Tempe-

12000 -

10000 -

8000 -

6000 -

alpha

4000 -

2000 -

Kurbehwinkel -40 500

Temperatur[°K]

Bild 3.8: Verlauf des Warmeiibergangskoeffizienten nach Woschni (OT liegt bei 0°KW)

raturspektrum und den Kurbelwinkel aufgetragen, worin deutlich der nahezu lineare
Verlauf von « iiber der Temperatur zu erkennen ist. Um den vereinfachten Warmeiiber-
gangskoeffizienten endgiiltig in die gewiinschte Form zu bringen, erfolgt eine weitere
Néaherung, die den linearen Bezug nutzt und den Wirmeiibergangskoeffizienten nach
Gleichung 3.17 abbildet. In dieser Ndherung ist die Abhéngigkeit der Koeffizienten vom
Kurbelwinkel durch eine Gaufsfunktion nach Gleichung 3.18 wiedergegeben. Aufgrund
fehlenden Datenmaterials ist im Rahmen dieser Untersuchungen die allgemeingiiltige
Formulierung von « in Abhéngigkeit aller relevanten Zylinderfiillungen unterblieben.
Aus diesem Grund zeigen die am Ende des Kapitels dargestellten Ergebnisse jeweils
Berechnungen, die an die vorherrschende Zylindermasse angepafst sind.

O, (0, T) = alp) + b(p)T (3.17)
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3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

—(p—pap)?
Aa 20 7
a,b(p) = —=2— . ¢ ab (3.18)

2
2mog

In der Formel des Warmeiibergangs fiir eine konstante Zylinderfiillung im Betriebs-
punkt i (a,,) und der hierin auftretenden Koeffizienten, stellt ¢,; den Kurbelwinkel
dar, bei dem der Maximalwert der Funktionen a und b erreicht wird, wihrend az’b die
Varianz der Gaufkfunktion beschreibt. Nachdem es gelungen ist, den Warmeiibergangs-
koeffizienten linear in 7" abzubilden, 1aft sich der Term dfl?—’“ aus Gleichung 3.4 in der
geforderten Art in die Zylindertemperaturdifferentialgleichung einbinden.

3.5 Losung der Temperaturdifferentialgleichung

Inhaltlich beschéftigt sich der folgende Abschnitt mit der beschleunigten Berechnung
des Brennverlaufs und fiihrt in einem ersten Schritt auf die gezielte Reduktion der Tem-
peraturdifferentialgleichung 3.4 auf eine allgemeine Riccatische Differentialgleichung.
Aufbauend auf die mathematische Formulierung der einzelnen Terme im vorangegan-
genen Abschnitt sind alle Terme als Polynome ersten oder zweiten Grades der Zy-
lindertemperatur zu formulieren. Hierzu miissen zunéchst die Differentialgleichungen
3.7, 3.9 und 3.11, die zur eindeutigen Bestimmung der Funktionen f; und f; dienen,
in Abhéngigkeit der Randbedingungen geldst und unter Beriicksichtigung der Trans-
formation zwischen Zeit- und Kurbelwinkelbereich eingebunden werden. Dabei sind
zunéchst zwei Einschrinkungen zu nennen, unter denen sich eine analytische Lésung
der Differentialgleichung fiir die Brennstoffmasse herleiten lafst. Zum einen geht die
kurbelwinkelabhéngige Differenz zwischen Rail- und Brennraumdruck nur als konstant
genidherter Wert in die Berechnung ein. Dies bedeutet, daft der Zylinderdruck durch
einen mittleren Wert beriicksichtigt wird, was angesichts des vergleichsweise hohen
Raildrucks in bezug auf den Zylinderdruck zu keinen nennenswerten Abweichungen im
Gesamtergebnis fithrt. Zum anderen ist in diesem ersten Ansatz der exakte Verlauf der
Einspritzdiisennadel nicht beriicksichtigt und geht nur als lineare Naherung wéihrend
der Offnungs- und SchlieRphase in die Berechnung ein. Unter diesen Voraussetzungen
steht als Resultat sowohl fiir f; als auch f5 eine Berechnungsvorschrift fest, die im Ver-
lauf eines Zyklus nur vom Kurbelwinkel abhéngt. Die verbleibenden Grofen (cr, Ay, ...)
sind wihrend einer Wérmefreisetzungsphase konstant und finden somit als Parameter
in der Rechnung Beriicksichtigung. Nachdem die Wiarmefreisetzung als Funktion des
Kurbelwinkels feststeht, fehlen noch geeignete Formulierungen zur Beschreibung der
Wandwirmeverluste und der Verdichtungsarbeit. Mit Hilfe der Gaufsndherung fiir den
Wirmeiibergangskoetffizienten 1aft sich der Wandwéarmeverlust nach Gleichung 3.19 als
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3.5 Lésung der Temperaturdifferentialgleichung

Polynom in 7, mit kurbelwinkelabhéingigen Koeffizienten (ly bis [ ) darstellen.

o = a-Ap)  (T(p) — Tw)

_ (91(9) + ga(9) - T2) - (T2 = Toy) - Asgp) (3.19)

= A.(0)g2(9) T2 (@) + Az(g1(0) = g2(0)) “To(0) — Az ()91 ()T

l2() li(e) lo()

Zur Vervollstindigung des Ansatzes fehlt noch die entsprechende Form zur Beschrei-
bung der Verdichtungsarbeit. Ausgehend vom Term der Temperaturdifferentialglei-
chung 14£t sich die Verdichtungsarbeit mit Hilfe der idealen Gasgleichung in eine Form
tiberfiihren, die nur noch von der Zylinderfiillung (mg), dem Zylindervolumen (V(p))
und dessen Ableitung nach dem Kurbelwinkel (%) entsprechend Gleichung 3.20 ab-
hangt.

moR  dV,(p)
V.(p) dy

l3(p)

po(p) - ——=T(p)

(3.20)

Nachdem alle Terme in die Temperaturdifferentialgleichung integriert sind, lassen sich
die Koeffizienten entsprechend ordnen, und aus Gleichung 3.21 folgt die allgemeine Ric-
catidifferentialgleichung fiir den Temperaturverlauf im Zylinder nach Gleichung 3.22.

T = e Cneafi() - folp) + L) T2 () + 1a(0) T2 () — lo(e) — T2 (0)l3(p)]

- () T2) + 1 (1a(p) ~ I5(9) Te(p)+
ca(p) c1(p)
L (Croa(@) ()~ ()
co(p)
(3.21)
Ciz?; = ()T + a()Tu(y) + col) (3.22)

Um diese allgemeine Form der Riccatidifferentialgleichung analytisch 16sen zu konnen,
muft mindestens eine partikuldre Losung bekannt sein. Mit Hilfe dieser Lésung und
einer geeigneten Substitution lifst sich dann die Riccatidifferentialgleichung in eine
Bernoullische Differentialgleichung iiberfithren und analytisch 16sen. Alternativ bietet
sich an, das Rechenintervall in n Teilintervalle zu untergliedern und die Koeffizienten
innerhalb eines Intervalls als konstant zu betrachten. Unter dieser Voraussetzung stellt

23



3 Theoretische Modellbildung der Verbrennung

Gleichung 3.23 die Losung der Differentialgleichung dar, die zu Beginn eines jeden
Intervalls ¢ an die jeweiligen Randbedingung nach Gleichung 3.24 anzupassen ist.

c2(p;)—4c1(p;)e3(pi)—cea(p;
T.(piy1) = V) 210(;0(;5(90) 2(¢)+

LPit1/ B e —ter(pi)es () (3.23)

Pitl \/C%(%)—4C1(W)C3(w)

C(¢_)_53(Wi)€
' V/eRe—te1(ep)es (o))

( ) 6901'\/03(901')—461(%01')63(801') 03(SO,)ewi\/cg(cpi)—4c1(Lpz-)cg(goi) ( )
Clyi) = : 3.24
T.(p;) — Vc%(%)—%;éiiiia(%)—cz(%) \/cg(goz) —dei(pi)es(ei)

Die kurbelwinkelabhéingigen Koeffizienten sind in den Gleichungen 3.25 bis 3.27 noch-
mals in bezug zu den Ursprungstermen zusammenfassend dargestellt.

B hy + G2+ alp) - Aup) - T

cilp) = p— (3.25)
a0 = —a(p) - A + () 7-7;42.(20) o — VT a (3.26)
cs(ip) = W (3.27)

3.6 Ergebnis der analytischen Brennverlaufsrechnung

Bevor im Rahmen dieses Kapitels niher auf die Resultate eingegangen wird, fafst der
folgende Abschnitt den Algorithmus und die Vorgehensweise noch einmal kurz zusam-
men. Aufbauend auf die polytrop gerechnete Kompression wird die allgemeine Lésung
der Riccatischen Differentialgleichung zum Zeitpunkt ¢y p an die vorgegebenen Rand-
bedingungen angepaft. Anschliefend erfolgt die Bestimmung der kurbelwinkelabhéin-
gigen Koeffizienten ¢;(¢) bis c3(p), die zundchst iiber dem Berechnungshorizont als
konstant angenommen werden. Anschliefend ergibt sich die Zylindertemperatur zum
Zeitpunkt ¢, 11 durch Einsetzen der Anfangsbedingung und der Koeffizienten in die
allgemeine Losung der Riccatidifferentialgleichung 2. Grades mit konstanten Koeffizi-
enten nach Gleichung 3.23. Aufbauend auf dieses Ergebnis erfolgt erneut die Anpassung
der Differentialgleichung und die Berechnung der Koeffizienten, mit deren Hilfe sich die
Zylindertemperatur zum Zeitpunkt ¢, ;o errechnet. Dieser Vorgang wiederholt sich, bis
das Ende der Verbrennungsphase erreicht ist und die Expansion mit Hilfe der polytro-
pen Rechnung endet. Die Resultate, die sich mit Hilfe der besprochenen Vorgehensweise
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3.6 Ergebnis der analytischen Brennverlaufsrechnung

erzielen lassen, sind in Abbildung 3.9 gezeigt. Bei dem betrachteten Betriebspunkt han-
delt es sich um einen Vollastpunkt bei 2000#, an dem die Losung der analytischen
Berechnung den Ergebnissen eines abgeglichenen Einzonenmodells gegeniibergestellt
ist. Die Diskretisierungsschrittweite der Referenzrechnung betragt 0.1°KW, wéhrend
das Berechnungsintervall fiir die analytische Losung 5° KW betragt.

Die Berechnungen der in den Abbildungen 3.9 bis 3.10 dargestellten Ergebnisse be-
ginnen am Ende der polytrop gerechneten Kompression. Der Verlauf der nach Riccati
gendherten Temperaturrechnung weicht besonders im Bereich von 25°KW bis 80° KW
nach OT vom Referenzverlauf ab. Die Ursache dieser Abweichung wird durch einen
Vergleich der gerechneten Wérmefreisetzungsverldufe in diesem Betriebspunkt nach
Abbildung 3.10 deutlich. Wéhrend die Referenzrechnung den Ziindverzug und die da-
mit verbundene Premixverbrennung wiedergibt, bleibt aufgrund des im Riccatiansatz
implementierten MCC-Modells der Premixanteil unberiicksichtigt. Dies fiihrt zu unter-
schiedlichen Anfangsbedingungen und somit zu voneinander abweichenden Verldufen
sowohl in der Warmefreisetzung als auch im Temperaturverlauf. Zusatzlich ist die Na-
herung der Wandwirmeiiberginge mit relativ grofen Unsicherheiten behaftet, worin
eine weitere Ursache fiir die Abweichung der beiden Kurven zu sehen ist. Desweiteren
filhrt die konstante Betrachtung der Koeffizienten in der Riccati-Differentialgleichung
zu sichtbaren Abweichungen im Endergebnis. Verbesserungen sind allerdings mit der
Einbindung einer analytischen Losungsmethode zu erwarten, die den nichtlinearen Ver-
lauf der Koeffizienten im Berechnungsintervall beriicksichtigt.
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Drehzahl = 2000 [1/min] pme = 17.6 [bar]
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Bild 3.9: Ergebnis der analytischen Brennverlaufsberechnung

Als Fazit kann festgehalten werden, dafs dieser Ansatz durchaus in der Lage ist,
rechenzeitoptimiert den Temperatur- und somit auch den Druckverlauf im Zylinder
wiederzugeben. Problematisch sind in diesem Zusammenhang Motoren, die durch ei-
ne sehr ausgeprigte Premix-Verbrennung charakterisiert sind, da der gewihlte Ansatz
diese nicht mitberiicksichtigt. In bezug auf die Rechenzeiteinsparung konnten Verbesse-
rungen gegeniiber klassischen Modellen und den dazugehorigen numerischen Losungs-
verfahren erzielt werden, die eine um den Faktor 100 beschleunigte Berechnung der
Wirmefreisetzungsphase erlauben und somit die Randbedingungen fiir die Einbindung
der Brennverlaufsrechnung in echtzeitfihige, regelungstechnische Simulationen erfiillt.
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Bild 3.10: Ergebnis der analytischen Brennverlaufsberechnung
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4 AGR-Betrachtung

Wie in den bisherigen Erlduterungen gezeigt wurde, ikt sich die NOx-Emission bei
Dieselmotoren durch die Anwendung einer externen Abgasriickfithrung bis zu 30 %
reduzieren. Das aus dieser Tatsache resultierende hohe Potential ist derzeit nur zum
Teil genutzt, da heutige AGR-Regelkreise nur fiir den stationdren und quasistationéren
Motorbetrieb ausgelegt sind. Diese Einschriankung liegt unter anderem in der aktuell
angewendeten Methode zur AGR-Bestimmung begriindet, welche sich auf gemessene
Luftmassen und Druckwerte stiitzt und mit sehr grofen Reaktionszeiten behaftet ist.
Seine hohe stationdre Genauigkeit bezieht dieser Algorithmus aus Korrekturinformati-
onen, die iiber den Aufsendruck, die Umgebungstemperatur und die Saugrohrtempera-
tur mit in die AGR-Berechnung einfliefsen. Um iiber den Stationdrbetrieb hinaus das
Potential der Abgasriickfiihrung auch im Instationédrbetrieb voll ausschopfen zu konnen,
sind Informationen iiber die aktuelle Gaszusammensetzung im Saugrohr unerléflich.
Eine direkte Messung dieser Gaszusammensetzung mit herkémmlichen Sensoren nach
dem HFM-Prinzip oder mit Hilfe von Lambda-Sensoren ist zwar denkbar, scheitert
allerdings entweder am eingeschriankten Mefbereich oder an der geforderten Langzeit-
stabilitit der zur Verfiigung stehenden Sensorik, die aufgrund des breiten Temperatur-
bereichs und des starken Schmutzanteils des Abgases hohen Anforderungen unterliegt.
Neben massiven Bemiihungen auf Seiten der Sensorentwicklung, geeignete und robuste
Sensorik zur direkten AGR-Messung bereitzustellen, wird in dieser Arbeit versucht,
mit, Hilfe von estimationstheoretischen Ansétzen Modellwissen und verfiighare Sensor-
informationen zu kombinieren, um daraus einen Schitzwert der gesuchten Groéfe zu
generieren. Mit der Bereitstellung dieser instationirtauglichen AGR-Schitzung ist die
Basis zum Entwurf eines Regelkonzepts geschaffen, welches den dynamischen Motor-
betrieb im Hinblick auf die Minimierung der NOx-Rohemission mit Hilfe einer exakt
bestimmten Abgasriickfiihrung einbezieht.

4.1 AGR-Mischstrecke

Ausgangspunkt der folgenden Modellierung bildet die AGR-Mischstrecke an der sich
Frischluft und Abgas begegnen (Abbildung 4.1). Zur vollstindigen Beschreibung der
thermodynamischen Zusammenhénge, die sich an der Mischstrecke nach dem AGR-
Ventil einstellen, stehen die Enthalpiebilanz- (Gl. 4.1) und die Massenbilanzgleichung
(Gl. 4.2) zur Verfiigung.

CppupeL12W12 + Cpagp T32WAGR = Cp,,i, ToWimot (4.1)

W12 + WAGR = Winot (4.2)
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Bild 4.1: Schematische Darstellung der AGR-Mischstrecke

Den Bezug zwischen den thermodynamischen Grofen und der gesuchten AGR-Rate
stellt Gleichung 4.3 her. Hierin wird vorausgesetzt, daft das Volumen der verbleiben-
den Strecke zwischen AGR- und Einlafventil vernachléssigbar klein ausfillt und somit
keine unerwiinschten dynamischen Effekte verursacht, wodurch w,,,; mit wagr + wis
gleichgesetzt werden darf. Im Hinblick auf eine spitere Einbindung in ein Beobach-
terkonzept fallt im Zusammenhang mit Gleichung 4.3 auf, daf der AGR-Massenstrom
aufgrund fehlender Sensorik nicht direkt mefkbar ist und deshalb mit Hilfe von Model-
len abgebildet werden muf. Im Rahmen dieser Berechnungen sind zusétzliche Druck-
und Temperatursensoren im Abgastrakt erforderlich, um die Modellrechnung ausrei-
chend zu stiitzen. Dariiberhinaus verursachen starke Pulsationen im Ansaug- und Ab-
gastrakt Berechnungsfehler und vergréfern die Modellunsicherheit, wodurch mit sehr
grofen Abweichungen zwischen Modell und Realitdt zu rechnen ist. Aus diesen Griin-
den wird unter Zuhilfenahme von Gleichung 4.2 die Abhéngigkeit der AGR-Rate von
der Abgasmassenstromung in Gleichung 4.3 eliminiert.

(4.3)

Migp = —2ot 12 (4.4)

Der in Gleichung 4.4 auftretende Luftmassenstrom an der AGR-Mischstrecke wio 14f5t
sich entweder durch die in Kapitel 2 beschriebene Fiill- und Entleermethodik berech-
nen oder kann aufgrund der geringen Verzugszeit zwischen dem Luftmassenstrom vor
dem Verdichter und dem Luftmassenstrom an der AGR-Mischstrecke direkt mit dem
gemessenen Luftmassenstrom vor dem Lader gleichgesetzt werden. Im Anschluf an die
Bestimmung des Luftmassenstroms an der AGR-Mischstrecke fehlt zur vollstidndigen
Berechnung der AGR-Rate nach Gleichung 4.4 noch eine Formulierung fiir den Gas-
massenstrom in den Motor. Hierzu kommt erneut die in Kapitel 2 ausfiihrlich erlduterte
Gleichung 4.5 zum Einsatz.

Nmo D2
AN VA - B

* Mol (45)

Wmot =

N | —
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4.2  Einfluf der Temperatursensordynamik auf die AGR-Berechnung

Nachdem alle Gleichungen zur Berechnung der AGR-Rate zur Verfiigung stehen, liefern
die Gleichungen 4.4 und 4.5 die endgiiltige Berechnungsvorschrift nach Gleichung 4.6,
die im Mittelpunkt der weiteren Bemiihungen zur AGR-Bestimmung steht.
W12

Aer=1- 1§ (4.6)
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Dieser Darstellung liegt zundchst die Annahme zugrunde, daf die benétigten Sensor-
werte unverzogert bzw. mit vernachldssigbarer Dynamik zur Verfiigung stehen. Dies
bestéatigt sich sowohl in Bezug auf die verwendete Drucksensorik, mit einer Zeitkonstan-
ten von ca. 0.5 ms, als auch auf den HFM, der eine Zeitkonstante von ca. 5 ms aufweist.
Deutlich ungiinstiger fillt die Dynamik der hier betrachteten abgastauglichen Tempe-
ratursensorik aus, die mit einer Zeitkonstanten von ca. 15 s fiir die Auswertung schneller
Instationdrvorgange zu langsam ist. Der Forderung nach einem schnellen Einschwing-
verhalten kommt der Frischlufttemperatursensor mit einer Zeitkonstanten von ca. 4
s zwar deutlich ndher, dennoch reicht seine Dynamik fiir instationére Auswertungen
nicht aus. Eine genauere Aussage iiber die Auswirkungen auf die AGR-Berechnung, die
mit der Zeitkonstante der Temperatursensoren verbunden ist, sollen die nachfolgenden
Untersuchungen liefern. Zu diesem Zweck wird der Einfluf der zeitlich verzdgerten
Temperaturinformation auf den AGR-Schéitzalgorithmus anhand mehrerer Simulati-
onen mit unterschiedlichen Sensorzeitkonstanten iiberpriift.

4.2 Einflull der Temperatursensordynamik auf die
AGR-Berechnung

Ein Vergleich der hier vorliegenden Sensordynamik mit der Anforderung, die an eine
instationdre AGR-Regelung gebunden ist und eine Anstiegszeit 719/90 von 500 ms nicht
iiberschreiten sollte, macht deutlich, dafs eine instationdre AGR-Regelung auf der Basis
von Gleichung 4.6 derzeit nicht realisierbar ist. Eine Ausdehnung der Betrachtung
auf die, im Abgasstrang angewendeten Steuer- und Regelfunktionen, die mit einer
Sensoranstiegszeit von 1 s durchaus befriedigend verwirklicht werden konnen, 1dft die
Anforderungen auf den ersten Blick zwar deutlich sinken, bleibt jedoch im Vergleich
zur tatsidchlichen Sensordynamik auferhalb jeder Anwendbarkeit.

Bevor sich der weitere Verlauf der Arbeit der Suche nach Loésungsansétzen zur
Bereitstellung einer schnellen Temperaturmessung widmet, soll zunéchst die Gren-
ze der benotigten Dynamik angegeben werden, mit der noch eine brauchbare AGR-
Berechnung nach den bisherigen Betrachtungen moglich ist. Zu diesem Zweck sind die
Auswirkungen verschiedener Reaktionszeiten der Temperaturmessung auf die AGR-
Berechnung im Rahmen einer Simulation, mit dem in Kapitel 2 vorgestellten Modell
verglichen. Der Anstieg der AGR-Rate ist mit einer sprungformigen Anhebung der
Einspritzmenge von 165¢%5 auf 26725 dargestellt. Die daraus folgende Vergréferung
des Abgasgegendrucks und der Abgastemperatur fiihrt letztendlich bei einer unverin-
derten AGR-Ventilansteuerung zu einer Anhebung der Abgasriickfiihrung. Die Sensor-
dynamik variiert in dieser Simulation von TrempSensor = 0.01s bis Trempsensor = 60s,
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4 AGR-Betrachtung

wodurch in Abbildung 4.2 die Wirkungen verschiedener Temperatursensoren mit un-
terschiedlicher Dynamik auf den Algorithmus beurteilt werden konnen. Der Grenzfall
Mit TrempSensor = 0.01s représentiert fiir den betrachteten Simulationszeitraum eine
vernachléssigbar kleine Zeitkonstante, wodurch der Einflul von Fiillungseffekten deut-
lich wird, wéhrend die Simulationskurve fiir Trempsensor = 60s die Auswirkungen einer
extrem tragen Temperaturmessung verdeutlicht.

EinfluR der Temperatursensordynamik auf das Ergebnis der AGR-Schéatzung
40 T T T T T

—— Referenz AGR
35 AGR Est tau=0.01]
- —-  AGR Esttau=0.5
- - - AGR Est tau=2

AGR Est tau=60 |

|
0 0.5 1 15 2 25 3
time [s]

Bild 4.2: Einflufs der Temperatursensordynamik auf die AGR-Schétzung

Das Ergebnis der Simulation zeigt, daft die Sensordynamik sowohl in der quasi-
stationdren Genauigkeit, als auch in der Hohe der Uberschwinger wesentlich auf die
AGR-Bestimmung einwirkt. Am deutlichsten ist der Einflufs einer Sensordynamik von
60 s erkennbar, die eine Abweichung der AGR-Bestimmung gegeniiber seinem Referenz-
wert sowohl stationdr als auch instationdr zur Folge hat. Diese Abweichungen nehmen
mit zunehmender Sensordynamik ab und sind bei vernachlissigbarer Sensordynamik
nur noch von der Fiillungsdynamik des Ansaugtraktes bestimmt. Im Hinblick auf die
Einbindung dieses Signals in eine AGR-Regelstruktur ist erkennbar, dafs eine Tempe-
ratursensorzeitkonstante unter 0.5 s sowohl instationér als auch stationdr tolerierbare
Abweichungen im Gesamtergebnis verursachen. Um den Forderungen nach einer schnel-
len Temperaturinformation zu entsprechen, sind prinzipiell drei Alternativen denkbar.
Zum einen sind in der Vielzahl der bekannten Mefimethoden Verfahren zu finden, die
eine hochdynamische Temperaturmessung im ms-Bereich zulassen. Diese Methoden
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4.3 Modellierung der Warmeiibertragungsstrecke

halten jedoch den strengen Anforderungen in punkto Langlebigkeit, Robustheit und
Kosten nicht stand. Eine weitere Moglichkeit, die Sensordynamik anzuheben, ist in
einer konstruktiven Optimierung der Sensorgeometrie und der Sensormaterialien zu
sehen. Diese Bemiihungen fiihren derzeit zu offenen Sensorkonstruktionen, bei denen
eine diinne Platinschicht auf einem Tragermaterial direkt mit dem zu messenden Medi-
um in Beriihrung kommt [10]. Als dynamikbegrenzende Grofke wirkt bei diesem Sensor
die Masse des Tragermaterials, wodurch nur eine minimale Zeitkonstante von ca. 4 s
realisierbar ist und sich somit fiir die Einbindung in diesen Ansatz ohne weitere Mafs-
nahmen nicht eignet.

Einen letzten Ansatzpunkt, aus einem trigen Sensorsignal auf die hochdynamische
Temperaturdnderung am Sensormantel zu schliefien, bildet der Einsatz estimations-
theoretischer Ansétze. Hierbei werden Informationen, die das Sensorverhalten betref-
fen, zum einen aus einer moglichst vollstindigen Modellierung des Sensors und der
Wirmeiibertragung zwischen Gas und Sensorgehiduse und zum andern aus den zur
Verfiigung stehenden Sensorinformationen, unter Beriicksichtigung ihrer stochastischen
Eigenschaften, mit Hilfe eines Kalman-Filters ausgewertet, um anschliefsend einen op-
timalen Schitzwert zu berechnen.

Wiéhrend diese Methode in der Regelungstechnik unter anderem als Beobachter
eingesetzt wird, um aus mefbaren Ein- und Ausgangsgrofen unter Zuhilfenahme eines
Streckenmodells nichtmefsbare, interne Systemzustinde zu schétzen, steht bei dieser
Anwendung keine mefsbare Eingangsgrofse zur Verfiigung. Die fehlende Information
iiber den Verlauf der Eingangsgrofe wird durch ein Eingangsgréfsenmodell ersetzt, das
den zuvor berechneten Eingangsgrofenverlauf nichtlinear extrapoliert. Dieser geschétz-
te Eingangsgrofenverlauf fliekt in das Modell der Temperaturiibertragungsstrecke ein
und liefert nach der Prédiktion einen Erwartungswert fiir den Sensorausgang. Die ge-
wichtete Abweichung zwischen Sensorwert und berechnetem Erwartungswert dient an-
schlieffend als Korrekturwert fiir die einzelnen Systemzustinde. Die Qualitit der kor-
rigierten Zustinde hingt sehr stark von der Genauigkeit des verwendeten Systemmo-
dells ab. Aus diesem Grund ist im folgenden Kapitel die Analyse und die Modellierung
der Wiarmeiibertragungsstrecke zwischen dem, den Sensor umstrémenden Medium und
dem Temperaturmefselement im Inneren des Sensors eingehend dargestellt. Im direkten
Anschlufs an diese Modellierung erfolgt die Integration des Modells in ein nichtlineares
Kalman-Filter und die Erlduterung der damit erzielten Ergebnisse.

4.3 Modellierung der Warmeiibertragungsstrecke

Ziel dieses Kapitels ist die Generierung eines Modells, das sich in Verbindung mit den
folgenden Ausfiihrungen in ein Beobachterkonzept einbinden ld£t. Im Hinblick auf diese
Vorgehensweise sind folgende Anforderungen an die Modellbildung gestellt: Zum einen
muf sowohl die Dynamik als auch die stationiire Genauigkeit ausreichend mit der Rea-
litdt iibereinstimmen. Dariiberhinaus ist ein moglichst geringer Komplexitatsgrad bzw.
eine minimale Ordnung des Systemmodells anzustreben. Zur Erstellung eines solchen
Modells ist ein eingehendes Verstdndnis des Systems notwendig, um sicherzustellen,
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dafs nicht zu viele Effekte in die Modellbildung aufgenommen, gleichzeitig aber die
bedeutendsten Mechanismen nicht ausgeklammert sind. Aus diesem Grund beginnen
die folgenden Erorterungen mit einer komplexen Modellbildung der gesamten Warme-
iibertragungsstrecke, mit deren Hilfe das Verstdndnis fiir dieses System gefordert und
anschliefsend die dominierenden Effekte im Rahmen von Simulationsergebnissen disku-
tiert werden. Abgeleitet von dieser Vorgehensweise erfolgt dann die Reduktion auf ein
einfaches Modell niedriger Ordnung.

An einer Verdnderung des Sensorzustands sind im wesentlichen die Warmeleitung,
die Warmestrahlung und die Warmeiibertragung durch Konvektion beteiligt. Wahrend
die Wérmeleitung im Sensormaterial und in der Stromungsgrenzschicht dominiert, be-
schreibt die Warmeiibertragung den Energieaustausch an der Grenzfliche zwischen
Sensorwand und Fluid. Die Warmestrahlung besitzt aufgrund des niedrigen Tempera-
turniveaus an den betrachteten Mefstellen nur eine geringe Relevanz und findet somit
in der Modellierung keine weitere Beachtung [55].

4.3.1 Konvektive Warmeiibertragung

Im Gegensatz zur Warmeleitung und der Warmestrahlung nimmt bei der Warmeiiber-
tragung die Materialbewegung einen entscheidenden Einfluf auf den Energieaustausch
[56]. Das heift, dalt Wérmeenergie im Fluid durch Stromungsbewegung in unmittelbare
Néhe der Grenzfliche transportiert wird, um dort am Warmeaustausch teilzunehmen.
Gleichzeitig bildet sich aufgrund von Adhésionskréften zwischen Fluid- und Wandato-
men an der Wand eine Grenzschicht aus, in der die Fluidgeschwindigkeit Null ist. In
dieser stillstehenden Grenzschicht wird Wéarme nur durch Warmeleitung transportiert,
so dak sich in diesem Bereich das Fouriersche Grundgesetz anwenden léfst, welches den
molekularen Wirmetransport beschreibt(Gl. 4.7).

q=—X-grad(?) (4.7)

Die Zuordnung des vektoriellen Wéarmeflusses ¢ zum Gradientenfeld der Temperatur 9
erfolgt iiber einen konstanten Faktor, welcher die Warmeleitfahigkeit A des zugrunde-
liegenden Materials ausdriickt. Auf der Seite des Fluids ist im Falle stromender Medien
der Wérmetransport mit der Fourier-DGL (Gleichung 4.8) beschrieben. Hierin ist die
rdumliche Bewegung des Temperaturfeldes mit der Fluidbewegung gekoppelt und liefert
somit das Temperaturbild bei unterschiedlichen Stromungsverhéltnissen an beliebigen
Oberflachen. Die jeweiligen Gaseigenschaften sind durch ihre Dichte p, die spezifische
Wirmekapazitit c, und die Warmeleitfahigkeit A beriicksichtigt.

o 09 o o9\, (0% 0% 0%
Cpp{a + <vwa$ + vya—y + vzaz>} = <8x2 + g2 + 822>
Betrag und Richtung der Stromungsgeschwindigkeiten v, folgen aus dem dynamischen
Kriftegleichgewicht fiir ein Volumenelement der Stromung aus den Navier-Stokes-
Gleichungen [30]. Theoretisch folgt aus der gleichzeitigen Losung dieser Differential-
gleichungen neben der Stromungsform, die sich sowohl laminar als auch turbulent aus-
bilden kann, auch der Temperaturverlauf zwischen Wand und Fluid. Dies 14ft sich

(4.8)
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4.3 Modellierung der Warmeiibertragungsstrecke

im Falle laminarer Stromungen durchaus bestétigen, stoft bei der Anwendung tur-
bulenter Stromungen, fiir die eine strenge Theorie bis heute noch nicht gefunden ist,
an ihre Grenzen. Aus diesem Grund konnen die Einwirkungen des turbulenten Trans-
portmechanismus im Inneren der Stromung auf das Temperaturgefille an der Wand
im allgemeinen nicht berechnet werden, weshalb sich die Bestimmung des Wirme-
iibergangskoeffizienten meist auf experimentell ermittelte Ergebnisse stiitzt. In diesem
Zusammenhang ist es W. Nufelt erstmals gelungen, mit Hilfe von Ahnlichkeitsbetrach-
tungen allgemein giiltige Aussagen aus einzelnen Versuchsergebnissen abzuleiten und
auf verschiedene geometrische Anordnungen zu iibertragen. Voraussetzung fiir diese
Ubertragbarkeit ist, daf sich die Anordnungen geometrisch und hydrodynamisch #hn-
lich sind [29]. Hierbei hat sich gezeigt, dak sich die Ahnlichkeit physikalischer Systeme
auf wenige dimensionslose Grofien beschranken laft. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit
stehen vor allem die Nufeltzahl (4.14), die Reynoldszahl (4.9), die Pecletzahl (4.10)
und die daraus abgeleitete Prandtlzahl (4.11) im Vordergrund.

vl
R, = — 4.
V (4.9)
Pe = U—l (4.10)
== )
v Pe
Pr=—=— 4.11
" a Re ( )

In diesen Gleichungen treten die Stromungsgeschwindigkeit v, die charakteristische
Lange 1, die kinematische Viskositit v und die Temperaturleitfihigkeit a auf. Als weite-
re wichtige Grofe ist noch der dimensionslose Wéarmeiibergang nach Nufelt zu nennen,
der aus einer Kombination der Definitionsgleichung des Warmestroms zwischen Fluid
und Grenzschicht ( Gleichung 4.12) und der, in der Stromungsgrenzschicht geltenden
Wirmeleitgleichung (4.13) folgt. In diesen Gleichungen beschreibt ¢ den fluidseitigen
Wirmestrom in Abhéngigkeit des Warmeiibergangskoeffizienten o und der Tempera-
turdifferenz zwischen der Fluidtemperatur ¥z und der Temperatur auf der Material-
oberfliche Yo, wihrend der Warmestrom in der Grenzschicht als Funktion der Wir-
meleitfahigkeit, des Gradienten der Temperaturverteilung grad(¢) und des vektoriellen
Fldachenelements dA ist, welches senkrecht zum Flichenelement dA steht.

¢ =a(lr —Jo) (4.12)

q¢=—X\-grad(¥) -dA (4.13)

Anschliefsendes Gleichsetzen und Umformen dieser Gleichungen liefert die Definitions-
gleichung des dimensionslosen Wérmeiibergangs (Nufeltzahl) nach Gleichung 4.14 mit
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der Richtungsableitung ! des Temperaturfeldes nach dem Vektor n.

al  0(W/A)
A 9/

In dieser Gleichung stellt A die Differenz zwischen der Temperatur an der Sensorober-
fliche und der Fluidtemperatur dar. Der Vektor n représentiert den Normalenvektor
auf der Oberfliche des Sensors, wihrend der Einfluft der Sensorgeometrie durch die
charakteristische Lange [ Beriicksichtigung findet.

Mit dieser Definition wird ein mittlerer Wiarmeiibergang beschrieben, der die ortsab-
hidngigen Einfliisse und Abhéngigkeiten der Reynolds- und der Prandtlzahl vernachlés-
sigt [29]. Die Herleitung der Wérmeiibertragung auf iiberstromte Einzelkérper beliebi-
ger Geometrie geht zunichst von den Berechnungen an einer ebenen Platte aus. Das
Bindeglied zwischen Platte und beliebiger Geometrie bildet die sogenannte charakte-
ristische Uberstromlinge, die als Quotient aus iiberstromter Oberfliche des Kérpers
und dem am Wiarmeaustausch beteiligten Umfang der Projektionsfliche des Korpers
in Stromungsrichtung definiert ist. Die charakteristischen Uberstromlingen fiir eine
Kugel und einen Zylinder, die im Rahmen der folgenden Ausfiihrungen eine wichtige
Rolle spielen, sind Gleichung 4.15 zu entnehmen.

Nu = (4.14)

s
Lz = d3 (4.15)
lug = d

Bei der Formulierung der Nufeltzahl sind die stromungstechnischen Einfliisse, die iiber
die Reynoldszahl in die Gleichung einfliefen, mit zu beriicksichtigen. Eine deutliche An-
derung der Nufseltzahl fiir {iberstrémte Einzelkorper macht sich beim Umschlagen der
Stromung von laminar auf turbulent bemerkbar. Aus diesem Grund mufs in die Formu-
lierung der Nufeltzahl eine Fallunterscheidung in Abhéngigkeit von der Reynoldszahl
mit eingearbeitet sein. Nach H. Brauer und D. Sucker [8] oder nach dem Vorschlag
von V. Gnielinski 14t sich fiir laminare Strémungsausbildung die Nufseltzahl mit guter
Néaherung fiir den Zylinder und die Kugel durch Gleichung 4.16 beschreiben.

Nuygm = 0.664 - VRe - V/ Pr (4.16)

Diese Gleichungen gelten fiir eine Reynolds- und Prandtlzahl im Bereich von 0 < Re <
Repri und 0 < Pr < oo.

Bei turbulenten Strémungsverhéltnissen, d.h. bei iiberkritischen Verhéltnissen gilt
die von V. Gnielinski [22] aufgestellte Gleichung (4.17) oder die vereinfachte Potenzglei-
chung 4.18 sowohl fiir die Kugel als auch fiir den Zylinder, wenn jeweils die charakteris-
tische Lénge bei der Berechnung der Reynolds- und der Prandtlzahl Beriicksichtigung
findet.

0.037 - Re%8 - Pr
1 +2.443 - Re=01. (Pr2/3 —1)

Ntgyry, = (4.17)

!Die Richtungsableitung % ist ein Maf fiir die Anderung des Gradientenfeldes gradd in Richtung
des Vektors n mit der Lange 1 und ist definiert durch % =n-gradd
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Ny, = 0.037 - Re8 . Pr048 (4.18)

NuBeltzahl flr laminare und turbulente Strémungen
10 T T T T

laminar
100 - -~ turbulent
—— Naherungsfunktion

Re

Bild 4.3: Ndherungsfunktion der Nufteltzahl iiber der Reynoldszahl

Eine Kombination der Nufeltzahl fiir turbulente und laminare Stromungen nach
Gleichung 4.19 liefert eine fiir technische Zwecke ausreichende Ndherung iiber nahezu
alle Reynoldszahlen (Abbildung 4.3).

Nu = Nty + \/Nulzam + Nu2,, (4.19)

Mit Hilfe der bisher dargestellten Gleichungen fiir turbulente und laminare Strémun-
gen fiir kugel- und zylinderférmige Koérper, laft sich die Nufeltzahl und somit der
Wirmeiibergangskoeffizient hinreichend genau beschreiben. Somit ist mit der, aus der
Nufeltzahl abgeleiteten Gleichung fiir den Wérmeiibergangskoeffizienten (4.14) eine
Berechnung des Wirmestroms fiir die jeweils betrachtete Sensorgeometrie moglich und
erlaubt die definierte Vorgabe von Randbedingungen zur numerischen Berechnung der
Wirmeleitvorgéinge im Sensorinneren.

4.3.2 Warmeleitung

Im Gegensatz zur Berechnung in strémenden Medien reduziert sich die Fouriersche
DGL um den stréomungsabhéngigen Teil, womit die Warmeleitung in einem massiven
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Korper vollstédndig mit Gleichung 4.20 beschrieben ist [62].

o 0?9 0% 0%
= 4.2
ot ‘L<ax2*‘ay2*‘az2> (4.20)
Der Warmeleitkoeffizient a ist durch die Grofke der Warmeleitfihigkeit A\, der Warme-
kapazitat ¢ und der Dichte des Materials p nach Gleichung 4.21 bestimmt.

a2 (4.21)

Zur Losung der in 4.20 beschriebenen Differentialgleichung miissen noch Randbedin-
gungen und entsprechende Anfangswerte festgelegt werden. Bei der Festlegung dieser
Randbedingungen sind drei wesentliche Félle zu unterscheiden [56]. Das Randwertpro-
blem erster Art ist durch eine Vorgabe der Oberflichentemperatur auf der Berandung
definiert. Anhand dieser Vorgabe lafst sich die durch Diffusionsvorginge verursachte
Wirmetransportzeit berechnen, die zwischen einer Anderung der Oberflichentempera-
tur und einer darauffolgenden ersten Reaktion des Sensorelements auftritt. Diese Ver-
zugszeit stellt gleichzeitig die obere Grenze der erreichbaren Dynamiksteigerung dar.
Die Randwertvorgabe zweiter Art umfafst den definiert vorgegebenen Warmestrom an
der Sensoroberfliche und spielt in der weiteren Untersuchung keine wesentliche Rolle.
Die Vorgabe des Warmeiibergangs an der Oberfliche entspricht der Randwertbedin-
gung dritter Art. Mit Hilfe der Warmeiibergangsrechnung, die zeitdiskret in kurzen
Absténden im Vergleich zur Sensordynamik neu berechnet und als Randbedingung
an die Fouriersche DGL angepaft wird, 1akt sich die Reaktion der gesamten Warme-
iibertragungsstrecke zwischen Fluid und Sensorelement berechnen und mit gemessenen
Referenzdaten vergleichen. Dieses Vorgehen erlaubt somit eine Modelliiberpriifung mit
realen Mefkdaten. Zur eindeutigen Losbarkeit der Differentialgleichung miissen neben
den Randbedingungen noch Anfangswerte zur Festlegung der Temperaturverteilung im
Material zum Zeitpunkt ¢ = ¢y nach 9(tg, x,y, z) = Yo(x,y, 2) definiert werden. In bezug
auf die Losung der Fourierschen DGL empfiehlt sich die Wahl eines geeigneten Koordi-
natensystems, das an die Geometrie der betrachteten Sensoren in Abbildung 4.4 ange-
pakt ist. Fiir die Modellierung des abgastauglichen Sensors fiir Hochtemperaturanwen-
dungen liegt aufgrund seiner zylindrischen Form die Lésung der Differentialgleichung
in Zylinderkoordinaten (Gleichung 4.22) nahe, wihrend sich fiir den Niedertempera-
tursensor auf NTC-Basis die Losung in sphérischen Koordinaten nach Gleichung 4.23
anbietet [62].

@_a 1@+@+i@+@ (422)
ot \ror  0r2 r2op? 022 '
oV 200 0% 10% cos(v) OV 1 020
ot “ (r ror + or? + 581/12 + r2sin(1) @ + r2sin(1) 8T02 (4.23)
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NTC PT100

Bild 4.4: Schematische Darstellung des NTC- und des P T100-Sensors

4.3.3 Differenzenmethode

Eine allgemeine analytische Losung fiir das hier betrachtete Problem ist nur fiir ver-
einfachte Vorgaben und unter bestimmten Annahmen durchfiihrbar. Im Hinblick auf
einen Vergleich der numerischen Losung der partiellen Differentialgleichung mit einer
Randwertvorgabe 3. Art und den zur Verfiigung stehenden Mefdaten bedarf es eines
Losungsverfahrens, das jede beliebige Form der Randwertvorgabe iiber der Zeit einbe-
zieht. Ein anschauliches und fiir dieses Problem geeignetes numerisches Verfahren stellt
die Differenzenmethode dar [61]. Hierbei wird im ersten Schritt eine Ortsdiskretisie-
rung durchgefiihrt, wodurch ein Satz von Differentialgleichungen entsteht, die nur noch
von der Zeit ¢ abhéingig sind. Durch diese Ortsdiskretisierung ist der Ubergang von ei-
nem System mit Ortlich verteilten Parametern auf ein System mit 6rtlich konzentrierten
Parametern vollzogen. In einem weiteren Schritt werden anschliefend die partiellen Ab-
leitungen an den entsprechenden Stiitzstellen durch ihren Differenzenquotienten nach
Gleichung 4.24 ersetzt. Der Einsatz dieses Verfahrens umfaft sowohl unterschiedliche
geometrische Anordnungen als auch ein- und mehrdimensionale Betrachtungen [29].

o (y,t) Bit1,5(1)=Yi—1,5(t) | O (zyt) Yij+1(¢)—Yi,-1(8)
oz 2Ax dy 2Ay
(4.24)
?9(wyt) o Vi1 (=205 (O+Vi1,5 () | 20(@yt) o, i1 ()=20i;(O+i5-1 ()
Ox? Az? Oy? Ay?

Angewendet auf die Differentialgleichung in Zylinderkoordinaten fiir den zweidimen-
sionalen Fall nach Gleichung 4.25 zur Berechnung der Warmeausbreitung im Inneren
des Hochtemperatursensors fiihrt dieses Vorgehen zu Gleichung 4.27.

o 0% 1909 0%
( ) (1.25)

ot or?2  ror 02?2
Die zweidimensionale Formulierung des Problems setzt gleichzeitig vernachlissighare
Potentialunterschiede in Rotationsrichtung voraus, die in den Gleichungen 4.26 zum

Ausdruck kommen. Diese Annahme ist vor allem durch die Form der Wéarmeiiber-
gangsberechnung gerechtfertigt, die nur auf den Sensorumfang gemittelte Verhiltnisse
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wiedergibt und somit die ortsabhéingige Stromungsausbildung in Verbindung mit dem
Wirmeiibergang am Umfang des Sensors nicht weiter beriicksichtigt.

09 oY o

— =0 — #0 — #0 4.26

0¢ 0z 7 or 7 (4.26)
Ebenso wie die Annahme, da 22 = 0 zutrifft, liegt die Vermutung nahe, daf auch der

o
Einflut der Sensorstirnseite auf die Temperaturdnderung am Mefselement vernachlés-

sighar klein ausféllt. Diese Vermutung wird im Anschluf an die Ergebnisse der zweidi-
mensionalen Simulation iiberpriift.

O 1 11
). t — /19 L. _ 219 . -
g ut) =l (5 + o) ~ 20 (53 + 93 +

1 1 9, . ;5
9 o 1,5+1 1,j—1 4.9
1L <2Az2 + 2Az7‘> + 2Ar + 2Ar2} (4.27)

4.4 Ergebnisse der numerischen Berechnung des
Sensorverhaltens

Nachdem eine mathematische Beschreibung des Warmeiibergangs vom Fluid auf den
Sensor und die Warmeausbreitung im Sensorinneren erortert wurde, 1kt sich das Ge-
samtiibertragungsverhalten der Temperaturstrecke unter Beriicksichtigung verschiede-
ner Randbedingungen simulieren. Die daraus gewonnenen Erkenntnisse lassen sich an-
schlieffend im Hinblick auf den Entwurf eines vereinfachten, fiir regelungstechnische
und signaltheoretische Betrachtungen geeigneten Modells nutzen. Zu diesem Zweck
wird zunéchst die Qualitdt der Modellierung getestet, indem die Simulation der Ge-
samtstrecke den gemessenen Priifstandsdaten gegeniibergestellt wird. Gleichzeitig ist
der Einfluk der Sensorstirnseite auf die Temperaturmessung im Rahmen einer darauf
folgenden Simulation abschitzbar. In einem weiteren Schritt kann dann anhand einer
Berechnung mit sprungférmiger Anregung der Sensoroberfliche die Totzeit zwischen
Anregung und Temperaturanstieg in Sensormitte ermittelt werden, die gleichzeitig eine
maximale Schwelle der Sensordynamiksteigerung darstellt, die mit Hilfe signaltheoreti-
scher Algorithmen erreichbar ist. Die folgenden Untersuchungen sind zunéchst auf die
Simulation des zylindrischen Abgastemperatursensors beschrinkt, lassen sich jedoch
problemlos auf nahezu alle Sensorformen iibertragen.

4.4.1 Validierung der mehrdimensionalen Warmeausbreitung in einem
Temperatursensor

Als erste Untersuchung steht die Gegeniiberstellung der numerischen Berechnung der
Wirmeiibertragungsstrecke zwischen Fluid und Sensorinneren im Vordergrund. Mit
Hilfe dieser Berechnung ist eine Abschétzung der Modellqualitét beziiglich seiner Struk-
tur und Parametrierung moglich. Abbildung 4.5 zeigt exemplarisch den Vergleich zwi-
schen numerischer Berechnung und einem gemessenen Temperaturverlauf eines Pt100-
Temperaturelements mit einem Durchmesser von 5 mm. In dieser Darstellung ist der
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Temperaturverlauf infolge einer sprungférmigen Anregung der Fluidtemperatur von
45°C bis 100°C an 10 dquidistanten, radial verteilten Stiitzstellen gezeigt. Zur Abschit-
zung der Modellqualitit ist der Temperaturverlauf an der Stiitzstelle in Sensormitte
dem gemessenen Temperaturverlauf gegeniiber gestellt.

Temperaturverlauf in radialer Richtung
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Bild 4.5: Temperaturprofil des Sensors in radialer Richtung nach einer Sprunganregung

Als Ergebnis dieses Vergleichs 14ft sich feststellen, daf die Modellrechnung mit dem
gemessenen Temperaturverlauf hinreichend genau iibereinstimmt und die zugrundelie-
gende Parametrierung als Basis fiir das reduzierte Modell dienen kann. Im Mittelpunkt
der néichsten Untersuchung steht die Fragestellung nach dem Einflufs der Stirnseite des
Sensors auf das Mefelement, dessen Abstand zur Stirnseite ca. 5 mm betrigt. Hierfiir
dient eine ndhere Betrachtung des sich fiir den oben genannten Betriebspunkt bilden-
den zweidimensionalen Temperaturprofils in Abbildung 4.6. In dieser Simulation ist
eine Stirnseite und der zylindrische Sensormantel einem stréomenden Fluid ausgesetzt,
wihrend die verbleibende Stirnfliche auf der Ausgangstemperatur verbleibt, womit dem
Einflut der Sensorverschraubung Rechnung getragen wird. Sowohl in der dreidimen-
sionalen Darstellung als auch in deren Schnittbetrachtung zu diskreten Zeitpunkten
ist die Einwirkung der Sensorstirnseiten deutlich erkennbar, deren Einflufshereich sich
bis zu 5 mm ins Sensorinnere ausbreitet. Mit Hilfe der Erkenntnis, dafs sich das Mef-
element im Inneren des Sensors aufterhalb des Einflufsbereichs der Stirnseite befindet,
lassen sich die weiteren Berechnungen auf einen in z-Richtung unendlich ausgedehnten
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Zylinder beschrinken, womit nur noch die radiale Komponente relevant ist und fiir die
weiteren Berechnungen im Vordergrund steht.

Temperaturprofil entlang der Sensorachse
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Bild 4.6: Temperaturprofil des Sensors nach einer Sprunganregung

Aufgrund der hinreichenden Ubereinstimmung der Priifstandsdaten mit den Simu-
lationsergebnissen kann nun auf der Basis dieses Modells eine genauere Untersuchung
der Verzugszeit vorgenommen werden, die sich aufgrund des Diffusionsprozesses ein-
stellt. Hierfiir ist eine Losung der Wiarmeleitgleichung mit der in der Realitéit nicht
realisierbaren Randbedingung erster Art (konstantes Temperaturpotential auf der Sen-
sorumrandung) durchzufiihren. Als Ergebnis dieser Simulation, die mit einem Tempe-
ratursprung auf der Sensoroberfliche angeregt ist, 1dft sich die Verzdgerungszeit des
Temperaturanstiegs zwischen Sensorwand und Mefelement ermitteln. Desweiteren er-
laubt diese Simulation Riickschliisse im Hinblick auf eine Betriebspunktabhéngigkeit
des Wirmeleitprozesses, die in erster Linie in nichtlinearen Materialeigenschaften be-
griindet liegt. Das Ergebnis dieser Simulation 14t sich im Anschluf an die Herleitung
eines vereinfachten Modells einbinden und liefert gleichzeitig die maximal erreichbare
Grenze der signaltheoretischen Temperaturdynamiksteigerung. Die numerische Losung
von Gleichung 4.22 unter Beriicksichtigung der Randbedingung erster Art ist in Ab-
bildung 4.7 dargestellt, wobei eine Reaktion der radialen Temperaturausbreitung an
zehn Stiitzstellen infolge einer sprungférmigen Anregung der Sensorhiille von 100 °C
auf 500 °C nachgebildet ist. Hierbei ist zu beobachten, dafs der Verlauf im Inneren des
Sensors ein nahezu lineares Verhalten aufweist, was durch die Ndherung mit einer Ex-
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Temperaturverlauf in radialer Richtung
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Bild 4.7: Temperaturprofil des Sensors in radialer Richtung nach einer Sprunganregung

ponentialfunktion bestéitigt wird. Anlehnend an diese Naherung erfolgt die Ermittlung
der gesuchten Verzugszeit anhand der entsprechenden Losungsfunktion einer linearen
Differentialgleichung erster Ordnung mit konstanten Koeffizienten. Am Schnittpunkt
des Niaherungsverlaufs mit der Anfangstemperatur der numerischen Rechnung 1aft
sich dann eine Verzogerungszeit von ca. 0.5 s ablesen, die in etwa der zu erwarten-
den Wirmetransportzeit entspricht und deren Untersuchungsergebnisse an mehreren
Betriebspunkten keine wesentlichen Anderungen zeigen. Nachdem die Wirmeiibertra-
gungsstrecke nahezu vollstindig erarbeitet und deren Realitdtstreue anhand mehrerer
Simulationen nachvollzogen ist, steht im weiteren Verlauf die Reduktion dieses Mo-
dells auf ein einfaches Modell niedriger Ordnung im Vordergrund. Zuvor liefert der
folgende Abschnitt noch die Ubertragungscharakteristik des bisher noch nicht ange-
sprochenen Teilabschnitts in der Gesamtiibertragungsstrecke zwischen der Temperatur
im Sensorinneren und dem mefsbaren Signal an den Sensorkontakten.

4.4.2 Ubertragungsfunktion des TemperaturmeRelements

Zur vollstindigen Beschreibung der Gesamtstrecke zwischen Fluid und Sensorsignal-
auswertung muf neben der Wérmeiibertragung vom Fluid auf die Sensoraufenhaut
und der Wirmeleitung von der Sensorwand zum Mefelement auch die Ubertragungs-
funktion des Mefelements Beriicksichtigung finden. Im Falle eines Platinsensors ist das

73



4 AGR-Betrachtung

Temperaturverlauf auf der Sensorachse
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Bild 4.8: Bestimmung der Sensortotzeit

Ubertragungsverhalten, d.h. seine Temperatur-Widerstandscharakteristik durch Poly-
nomdarstellungen in zwei getrennte Temperaturbereiche unterteilt. Im Temperaturbe-
reich von -200 °C bis 0 °C gilt Gleichung 4.28 wihrend der Temperaturbereich von 0
°C bis 1000 °C durch das Polynom in Gleichung 4.29 beschrieben wird [65].

Ri=Ry-(1+A-9+B-9”+C-(¥—100)-9°) (4.28)

Ri=Ro-(1+A-0+ B9 (4.29)
Hierin gelten fiir die Koeffizienten A bis C folgende Werte:

A = 3.90802-1073°C
B = —5.80195-10"7°C (4.30)
C = —4.27350-10712°C

Wie Abbildung 4.9 erkennen 14#t, ist der Verlauf des Widerstands iiber der Temperatur
nahezu linear. Ergénzt wird dieses lineare Verhalten durch die hohe Absolutgenauig-
keit des Platinelements von ca. +0.1°C' [40]. Das Ubertragungsverhalten des NTC-
Temperaturmefelements wird neben der Strom-Spannungskennlinie des NTC-Fiihlers
durch eine zusitzliche Widerstandsbeschaltung bestimmt. Der resultierende Kennlini-
enverlauf ist Abbildung 4.9 zu entnehmen.
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Bild 4.9: Stationire Kennlinie des Platinsensors

4.5 Reduziertes Modell des Temperatursensors

Im Vordergrund der bisherigen Diskussion standen in erster Linie Modelle, die dem
besseren Versténdnis der internen Vorgidnge im Sensor und der dazugehorigen Warme-
einbringung dienen, fiir die angestrebte Implementierung in signaltheoretische Ansétze
allerdings eher ungeeignet erscheinen. Aus diesem Grund ist ein Ubergang von der hoch-
detaillierten Modellierung, die eine Darstellung des Temperaturverlaufs an beliebigen
Positionen im Sensor erlaubt, zu einer deutlich einfacheren Struktur erforderlich. Moti-
viert durch die sehr gute Approximation des Temperaturverlaufs im Sensorinneren mit
einer Exponentialfunktion und aufgrund der Simulationsergebnisse aus Abbildung 4.5,
in denen die Ortliche Temperaturverteilung im Sensorinneren auf einem sehr schmalen
Band liegt, beschrinkt sich die weitere Modellreduktion auf die Warmeleitungsvorgéin-
ge im Sensorinneren, wihrend die Warmeiibertragungsrechnung nahezu unveréndert
iibernommen werden kann. Hierzu wird im Gegensatz zur Herleitung der partiellen
Wirmeleitdifferentialgleichung nicht der Ubergang zu infinitesimalen Systemgrenzen
vollzogen, sondern auf die Geometrie der Sensorhiille ausgedehnt. Angewendet auf die-
se Grenzen dient als Ausgangspunkt fiir die Erstellung des reduzierten Modells der
erste Hauptsatz der Thermodynamik, der sich in Anlehnung an die vorherrschenden
Randbedingungen auf Gleichung 4.31 reduziert.

U=Q (4.31)
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: dv
—c-m-— 4.32
U=c-m o (4.32)

Zusammen mit der Modellierung des Wandwérmeiibergangs nach Gleichung 4.14, der
Definitionsgleichung fiir den Energieinhalt innerhalb des Systems nach Gleichung 4.32
und anschlieffendem Gleichsetzen der Gleichungen, folgt unter Beriicksichtigung von

Gleichung 4.33 die Basisgleichung des Temperaturmodells 1. Ordnung nach Gleichung
4.34.

Nu(wriwid; O Fiuid)

lchar

U = Q = Mpria(¥ ruuia) - Ao - (U Fiwid — Vsensor) (4.33)

dﬂSensor o )‘Fluid(ﬁFluid) -2 Nu(wFluidy ﬁFluid)
dt CSensor<19Sensor) * PSensor (/19561’1,507‘) * T'Sensor lchar

(19Flm'd - 79.S'enso1")

(4.34)
In dieser Gleichung beschreibt Nu die mit der entsprechenden charakteristischen Uber-
stromlénge gebildete Nufeltzahl, [, die charakteristische Uberstrémlénge, CSensor di€
iiber die Temperatur gemittelte spezifische Warmekapazitéit des Sensors und pgensor die
mittlere Dichte des Sensormaterials. Einen Vergleich zwischen den Ergebnissen, die aus
einer Berechnung dieses Modells mit Priifstandsdaten folgt, liefert Abbildung 4.10. In
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Bild 4.10: Vergleich des Sensorverhaltens mit realen Daten

dieser Abbildung ist die Sprungantwort des Modells von einer Anfangstemperatur von
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192 °C auf eine Endtemperatur von 58 °C bei einer Stromungsgeschwindigkeit von 0.055
k—f dargestellt. Auftretende Modellierungsungenauigkeiten im Bereich von ca. 10 s bis
ca. 30 s sind im wesentlichen auf eine unzureichende Modellierung des Strémungsprofils
und die Verwendung von gemittelten Materialeigenschaften zuriickzufiihren. Dennoch
liefert das Modell iiber den gesamten betrachteten Bereich eine gute Ubereinstimmung
mit den realen Sensorwerten? und geht ohne gréfere Anderungen in den folgenden
Estimationsansatz zur hochdynamischen Bestimmung der Fluidtemperatur ein. Die
Gesamtstruktur des reduzierten Modells setzt sich somit aus einer Reihenschaltung
eines Totzeitglieds, welches die Diffusionsvorginge beriicksichtigt und einer Differen-
tialgleichung 1. Ordnung mit nichtlinearen Koeffizienten zusammen (Abbildung 4.11).
Der Einfluf der nichtlinearen Wirmeiibergangsmodellierung ist iiber den multiplikativ
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—

Bild 4.11: Strukturbild des reduzierten Modells

einwirkenden Pfad beriicksichtigt. Der Integratorausgang ist zuletzt iiber die statische
Kennlinie des Sensors mit dem Modellausgang verkniipft, wodurch der Zusammenhang
zwischen Sensormittentemperatur und Sensorausgangsgrofe beriicksichtigt ist. Mit der
Herleitung dieser Struktur sind die modellseitigen Voraussetzungen fiir den Entwurf
eines Estimationsalgorithmus geschaffen, der die hochdynamische Fluidtemperatur aus
dem Signalverlauf des Sensorausgangs schétzt. Die nédchsten Schritte bestehen nun in
einer Anpassung des Modells, die im wesentlichen aus einer funktionalen Naherung der
im Modell auftretenden Kennlinien besteht und in einer anschliefenden Integration
der resultierenden Gleichungen in einen nichtlinearen Schéitzalgorithmus. Im nun fol-
genden Kapitel sind zunéchst die Grundlagen der nichtlinearen Kalman-Filter Theorie
umrissen. Eine an diese Erklarungen anschliefende Erweiterung des Modells und seine
Integration in den Schétzalgorithmus wird durch eine kurze Diskussion der erzielten
Ergebnisse ergénzt.

2Die deutlich hervortretenden Peaks im Bereich von ca. 37s sind auf dufere Stérungen zuriickzu-
fiihren, welche in die Auswerteschaltung von benachbarten Priifeinrichtungen eingekoppelt worden
sind
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5 Das Beobachterkonzept

Viele regelungstechnische Zeitbereichsmethoden setzen zur Berechnung und Realisie-
rung eines Reglers die vollstandige Kenntnis des gesamten Zustandsvektors voraus [14].
Fiir einfache Systeme 1dft sich diese Anforderung mit Hilfe umfangreicher Messun-
gen erfiillen, wihrend sich die meftechnische Erfassung des gesamten Zustandsvektors
bei komplexeren Strecken oftmals zu aufwendig gestaltet oder sich einer technischen
Realisierung vollkommen entzieht. Der Versuch, den Verlauf der Zustandsgrofsen eines
Systems nur aufgrund der Kenntnis der deterministischen Steuergréfle zu berechnen,
scheitert meist an der nicht exakten Systemmodellierung und an Unschérfen in der
Bestimmung der Anfangszustinde. Um dennoch die Anwendung von Verfahren durch-
fithren zu konnen, die sich auf die Kenntnis des Zustandsvektors stiitzen, begniigt man
sich in der Regel mit einer Naherung oder Schitzung der Zustandsgrofen [14]. Im Rah-
men dieser Schiatzung muf aus den zur Verfiigung stehenden Beobachtungen y und den
ebenfalls bekannten Eingangsgrofen u der Zustandsvektor z rekonstruiert werden. Er-
ste Ansitze zur Losung dieses Problems gehen auf den amerikanischen Regelungstechni-
ker D.G. Luenberger zuriick, der sich vorwiegend auf die Behandlung linearer Systeme
beschrankt und dessen Ansatz sich auf die Eliminierung von Abweichungen im An-
fangszustand bzw. selten auftretenden Auslenkungen des Zustandsvektors infolge von
Storgrokeneinfliissen bezieht. Wirken demgegeniiber schnell folgende Storungen oder
stochastische Einfliisse auf die Strecke ein, stoffen deterministische Methoden an ihre
Grenzen und sind aufser Stande, das Beobachtungsproblem sinnvoll zu 16sen. Fiir Auf-
gaben dieser Art geht das Beobachtungsproblem in ein Filterproblem iiber 7], und es
liegt die Verwendung eines Kalman-Filters nahe, das mit Hilfe von a-priori-Kenntnissen
iiber den stochastischen Charakter des Sensorrauschens und der Modellunsicherheiten
die Schatzung von Zustandsgrofen ermoglicht. Im Hinblick auf die vorliegende Auf-
gabenstellung, aus einem Sensorsignal auf eine unbekannte Gréfse zu schliefsen, bietet
sich zunédchst der Entwurf eines Beobachters an. Aufgrund zusétzlich zu erwartender,
im Kraftfahrzeug auftretender stochastischer Storungen, steht im folgenden der Ent-
wurf eines stochastischen Beobachters in Form eines Kalman-Filters im Mittelpunkt.
Die entsprechenden Grundlagen eines linearen Kalman-Filters und seiner nichtlinearen
Erweiterung in Form eines extended Kalman-Filters sind im anschliefenden Kapitel
kurz erldutert. Fiir tiefergreifende Erkldrungen sei an dieser Stelle auf einschligige
Literaturstellen in [41], [42], [43], [44], [45], [21] und [7] hingewiesen.
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5.1 Lineares Kalman-Filter

Der Ubergang von der deterministischen zur stochastischen Modellbildung beinhaltet
im wesentlichen die additive Kombination der Beobachtungen mit stochastischen Pro-
zessen und einer Uberlagerung des Zustandsgréfenverlaufs mit Brownschen Prozessen.
Die damit beschriebenen Zufallsphinomene wirken im Rahmen dieser Systemmodel-
lierung einerseits als Modellunsicherheit beziiglich der Systemzustdnde und verleihen
ihnen einen stochastischen Charakter. Andererseits finden stochastische Prozesse bei
der Beschreibung der zeitabhéngigen stochastischen Mekfehler Verwendung. Formal ist
diese Modellbildung durch Gleichung 5.1 und 5.2 beschrieben.

i(t) = F(t) - z(t) + B(t) - u(t) + G(t) - w(?) (5.1)
y(t) = C(t) - z(t) + v(t) (5.2)

Der Zustandsvektor z(t) mit der Dimension (n,1) enthilt die modellierten Prozefzu-
stande, wihrend der p-dimensionale Eingangsvektor u(t) die auf den Prozefs wirkenden
Eingangsgrofen enthilt. Neben der Zustandsiibergangsmatrix F(t) mit der Dimensi-
on (n,n), die das dynamische Verhalten des Zustandsraummodells bestimmt, treten in
den oben dargestellten Gleichungen noch die Matrizen B(t), G(t) und C(¢) mit den Di-
mensionen (n,p) (n,l) und (m,n) auf. Die Gewichtung des Eingangsgrofenvektors u(t)
auf die Zustandsdifferentialgleichungen erfolgt iiber die Steuermatrix B(t), wéihrend
der Einfluf des l-dimensionalen Prozefrauschens w(¢) mit der stochastischen Steue-
rungsmatrix G(t) gewichtet ist. Im Gegensatz zu deterministischen Modellen, geht im
Rahmen einer stochastischen Modellbildung der Zustandsvektor in einen Zufallsva-
riablenvektor iiber, welcher anhand seiner Wahrscheinlichkeitsverteilungsdichte- bzw.
seiner Wahrscheinlichkeitsverteilungsfunktion charakterisiert ist. Mit der zusétzlichen
Forderung nach gaufverteilten Verteilungsdichtefunktionen ist die jeweilige Zufalls-
variable durch ihren Erwartungswert und ihre Kovarianz vollstdndig bestimmt. Der
Zusammenhang zwischen der vektoriellen Zufallsvariablen z(tx,w) und den ebenfalls
als Zufallsvariablenvektor modellierten Ausgangsgrofsen y(t,w) des Systems, ist durch
die Beobachtungsmatrix C'(t) und einem additiv iiberlagerten Rauschvektor v(t) herge-
stellt. In dieser Anordnung beriicksichtigt der Vektor v(t) die stochastischen Rauschan-
teile der Meksignale, wihrend der Vektor w(t) das Prozefrauschen beinhaltet, mit dem
der Modellierungsunsicherheit Rechnung getragen wird. Die einzelnen Komponenten
der Rauschvektoren sind als mittelwertfreie, gaufverteilte, weife Rauschprozesse an-
genommen. Diese Annahme vereinfacht die mathematische Behandlung, da sich somit
alle Rauschprozesse durch ihre ersten beiden Momente (Mittelwert und Kovarianz)
charakterisieren lassen. Neben der Mittelwertfreiheit, die durch die Gleichungen 5.3
und 5.4 vollstdndig beschrieben ist, lafst sich die Kovarianz durch die Gleichungen 5.5
und 5.6 ausdriicken.

E{u(t)} =0 5.3
E{w(t)} =0 5.4
E{o(t)-o"(t+7)} = R(t) - 8(7) (5.5)
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E{w(t)-w"(t+7)} =Q(t)-6(r) (5.6)
Zusammen mit der Erweiterung der deterministischen Modellbildung mit stochas-
tischen Prozessen ist auch der Zustandsvektor x als stochastischer Prozef z(-,-) inter-
pretierbar und somit anhand seiner Verbundverteilung- und Verbundverteilungsdich-
tefunktion bestimmt. Eine exakte Berechnung der Verteilungs- und Verteilungsdich-
tefunktion des stochastischen Prozesses iiber der Zeit ist im allgemeinen unmdoglich
und a5t sich nur mit der Einschrinkung der stochastischen Prozesse auf gaufverteilte
Markov-Prozesse 16sen. Die Forderung nach einer gaufverteilten Verbundverteilungs-
dichtefunktion beinhaltet, dafs der Prozef unter Kenntnis der ersten beiden Momente
exakt bestimmt ist, wihrend die Forderung nach einem Markov-Prozefs bedeutet, daf
die Verteilungsfunktion nur von der Realisierung der letzten Zufallsvariablen abhingt.
Nachdem die Modellbildung abgeschlossen ist, stellt sich unweigerlich die Frage nach
einer Losung des dazugehdrigen Differentialgleichungssystems, die formal durch Glei-
chung 5.7 gegeben ist.

t t
z(t) = D(t, to) - z(to) + t O(t, 7)B(T)u(r)dr + t O(t, 7)G(T)w(T)dr (5.7)
0 0
Um der spiteren Implementierung in einen Digitalrechner entgegenzukommen, wird
an dieser Stelle der Ubergang zu einer zeitdiskreten stochastischen Systembeschrei-
bung nach Gleichung 5.9 vollzogen, welche der Lésung von Gleichung 5.7 an diskreten
Zeitpunkten und anschliefsend der Forderung nach Identitét von Gleichung 5.8 und 5.9
entspricht. Im weiteren Verlauf wird von einer dquidistanten Abtastung ausgegangen,
wodurch im Sinne einer einfacheren Schreibweise die Zeitpunkte ¢, mit dem Argument
k abgekiirzt sind. Desweiteren ist zugunsten einer vereinfachten Berechnung der zeit-
liche Verlauf des Eingangsgrofenvektors u(t) zwischen zwei Diskretisierungspunkten
konstant gendhert (uq(k)). Die daraus folgende Bestimmung der diskreten Steuerungs-
matrix By und des diskreten Rauschprozesses wy(+, -) ist durch Gleichung 5.11 und 5.12
gegeben.

&(tk) = (I)(tk, tk—l) '@(tk—l) + fttkk,l (I)(tk, T)B(T)Q(T)d7+

(5.8)
Jie @ (te, 7)G(T)dB(T)
z(k) = Ag(k = 1) -z(k = 1) + Ba(k — 1) - ua(k — 1) + wy(k — 1) (5.9)
Ag(k = 1) = ®(ty, 1) (5.10)
Ba(k—1) = /tt’“ B(ty, ) - B(r)dr (5.11)
wylk —1) = /tt B(ty, 7) - G(7) - dB(7) (5.12)

Die Eigenschaften des zeitdiskreten Rauschprozesses wy(-,-) sind durch seine Mittel-
wertfreiheit und seinen Kovarianzkern in den Gleichungen 5.13 bis 5.16 verdeutlicht.

E{wy(k)} =0 (5.13)
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E{w,(k)wy(5)"} = Qa(k) - 0(k, j) (5.14)

Qulk) = | b (tpr, 7) - G- Q) - G Bt ) -dr (5.15)

5(k,j):{ 0 jir j 7 (5.16)

Das Kroneckersymbol nach Gleichung 5.16 weist in diesem Zusammenhang auf die
Unkorreliertheit der Rauschprozesse hin. Zur weiteren Bestimmung des stochastischen
Prozesses von z(-,-) steht die Berechnung der ersten beiden Momente zum Zeitpunkt
tx1+1 an, die ohne weitere Herleitungen in Gleichung 5.17 und 5.18 in Abhéngigkeit der
stochastischen Kenngrofen zum Zeitpunkt ¢ angegeben sind.

my (k) = ®(k,k — 1) - my(k — 1) + Ba(k — 1) - ug(k — 1) (5.17)

Puo(k) = ®(k,k — 1) - Ppp(k — 1) - ®(k, k — )T + Qqu(k — 1) (5.18)

Zusétzlich zu der mit Gleichung 5.17 und Gleichung 5.18 beschriebenen Charakteris-
tik der vektoriellen Zufallsvariablen z(tx,w) fehlt zur vollstdndigen Systembeschrei-
bung des stochastischen Systemverhaltens noch die Berechnung der Kenngroéfen fiir
die vektorielle Zufallsvariable y(-, -) zum Zeitpunkt ¢;. Diese folgt in Anlehnung an die
Beobachtungsgleichung 5.19 in Zufallsvariablendarstellung. Die Verbindung zwischen
stochastischer Prozefsgrofte z(-, -) und der ebenfalls als Zufallsvariable interpretierbaren
MefRvektorzufallsvariable liefert Gleichung 5.19

y(tkn ) = C(tk) : i(tlﬁ ) + Q(tlﬁ ) (519)

Zur Beschreibung des hierin auftretenden gaufiverteilten stochastischen Prozesses v(ty, -)
dienen ebenfalls der Erwartungswert und der Kovarianzkern nach Gleichung 5.20 und
5.21.

E{v(ty)} =0 (5.20)

E{u(ty) - v(t;)" } = R(tx) - 6(k, ) (5.21)

Aufgrund des gaukverteilten Zufallsprozesses z(k,-), des ebenfalls gaufsverteilten sto-

chastischen Mefrauschens v(k, -) und der linearen Abbildungsvorschrift nach Gleichung

5.19 kann der Mefprozefs als Gaufsprozef vorausgesetzt werden und ist somit anhand

seines ersten Moments und seines Kovarianzkerns nach Gleichung 5.22 und 5.23 be-
schrieben.

m, (K) = C(k) - m, (k) (5.22)

Pyy(k,j) = C(k) - Pe(k,j) - C(j)" + R(k) - 6(k, 5) (5.23)

Als Ergebnis der bisherigen Betrachtungen sind die zeitdiskreten Zufallsprozesse x(-, -)
und y(-, ) zum Zeitpunkt t;4; anhand ihrer Momente in Abhéngigkeit ihrer stochas-
tischen Kenngrofsen, zum Zeitpunkt ¢, vollstindig bestimmt. Aufbauend auf diese
Kenntnisse lafst sich in einem weiteren Schritt der Melsvektor, der als Realisation der
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5.2 Nichtlineares Kalman-Filter

Zufallsvariablen y(-,-) modelliert ist, zur Schéitzung des Zustandsvektors x heranzie-
hen. Nach Bayes geniigt hierzu die Berechnung der bedingten Verteilungsdichtefunktion
fety)y ) (€, Yy) der Zufallsvariablen z(k, -) bedingt auf die Realisation der Zufallsva-
riablen Y (-,-) bis zum Zeitpunkt tx, wobei der Beobachtungsvektor Y (k) die bis zum
Zeitpunkt t; angefallenen Messwerte beinhaltet. Diese Verteilungsdichtefunktion um-
fafst alle Informationen iiber den Zufallsvektor z(k, -), die aus den Mefwerten gewonnen
werden konnen. Diese Berechnung ist allerdings nur unter der Voraussetzung gaufsfor-
miger Verteilungsdichtefunktionen moglich. Als Schétzwert fiir die Realisationen der
Zufallsvariablen z(tg,-) dient dann der berechnete Erwartungswert, bedingt auf die
Mefwertvergangenheit. Aufgrund der vorausgesetzten Gaukformigkeit minimiert dieser
Schétzwert gleichzeitig mehrere Fehlerkriterien und stellt somit in mehrfacher Hinsicht
eine optimale Schitzwertbildung dar. Ohne weiter auf die detaillierte Herleitung des
Kalman-Filter Algorithmus auf der Basis der bedingten Verbundverteilungsdichterech-
nung einzugehen, ist der vollstindige Algorithmus durch die Gleichungen 5.24 bis 5.28
beschrieben.

(k) = Ag(k —1) - 27 (k — 1) + By(k — 1) - uy (5.24)
) D+Ghk—-1)-Qk—1)-GT(k-1) (5.25)
(

-1 (5.26)

C(k) - P~ (k) - CT (k) + R(k)]
EH(k) = & (k) + K(k) - (y(k) — C(k) -2~ (k)
= () KR (yk) - 5 () (>:21)
P (k)= P (k) — K(k)- C(k) - P~ (k) (5.28)

5.2 Nichtlineares Kalman-Filter

Nachdem im vorhergehenden Abschnitt die Grundlagen der linearen Zustandsestima-
tion erlautert sind, beschéftigt sich dieses Teilkapitel mit der Theorie des extended
Kalman-Filters, der eine genaue Erklarung des linearized Kalman-Filters vorausgeht.

5.2.1 Linearized Kalman-Filter

Bevor auf den allgemeinen Fall der Zustandsschitzung eines nichtlinearen Systems ein-
gegangen wird, beschéftigt sich der folgende Abschnitt zunéchst mit einer vereinfachten
Problemstellung, die von der Vorgabe einer Solltrajektorie z,, ausgeht und stillschwei-
gend voraussetzt, dals eine iiberlagerte Regelung die Zustandstrajektorie in unmittel-
barer Nidhe der vorgegebenen Solltrajektorie hélt. Unter dieser Randbedingung ist es
moglich, die auf lineare Systeme beschrinkte Kalman-Filter Theorie auf nichtlineare
Systeme anzuwenden. Die nichtlineare stochastische Systemmodellierung erfolgt mit
Gleichung 5.29.

de(t) = f(a(t), u(t), Ot + G(H)B(2) (5.20)
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5 Das Beobachterkonzept

Der n-dimensionale Funktionsvektor f représentiert die deterministische Systembe-
schreibung in Abhéngigkeit des r-dimensionalen Steuervektors und des n-dimensionalen
Zustands x, wihrend der m-dimensionale Vektor d3 den iiberlagerten Brownschen
Prozefs mit der Diffusion Q(f) beschreibt, dessen zugehoriger weilier, gaukverteilter
Rauschprozess w(t) anhand Gleichung 5.4 und 5.6 beschrieben ist. Die zeitdiskreten
Beobachtungen sind ebenfalls als Realisation von Zufallsvariablen zu interpretieren, die

durch Gleichung 5.30 gegeben sind.
2(t) = h(z(t:), ;) + v(t) (5.30)

In dieser Gleichung gibt der m-dimensionale Vektor h den deterministischen Zusam-
menhang zwischen dem Zustandsvektor z und der Beobachtung z wieder, wéihrend
v(t;) den mittelwertfreien zeitdiskreten weiken Rauschprozefs repriasentiert, der anhand
seines Kovarianzkerns nach Gleichung 5.31 beschrieben ist.

Bl () = { TG L = (5:31)

Im Rahmen dieser Aufgabenstellung, in der das Fiihrungsverhalten eines Systems in
Verbindung mit einer vorgegebenen Solltrajektorie im Vordergrund steht und die Er-
kenntnisse der linearen Regelungstechnik auf ein nichtlineares System angewendet wer-
den, ist es zunéchst zweckméfig, von einer weiteren Betrachtung der Zustandsgrofe x
zu deren Abweichung von einer gegebenen Solltrajektorie z,, nach Gleichung 5.32 iiber-
zugehen.

L(t) = 2,(t) = f(2(t), u(t), 1) = f(z,(1), u(t), t) + G(t)w(t) (5.32)

Mit Hilfe einer Taylorreihenentwicklung des ersten Terms auf der rechten Seite entlang
der gegebenen Referenztrajektorie leitet sich Gleichung 5.33 ab, worin das Restglied R
alle Terme hoherer Ordnung beinhaltet.

() () = THOEDD) ) 0]+ R GOt (539

Eine iibersichtlichere Darstellung dieser Fehlerdifferentialgleichung liefert Gleichung
5.34, worin die Matrix F'(t,z,(t)) die partiellen Ableitungen des Funktionsvektors f
nach dem Zustandsvektor x entsprechend Gleichung 5.35 enthélt und der Vektor dx die
Differenz zwischen dem Zustandsverlauf des Systems und des gegebenen Sollzustands-
verlaufs angibt. Aufgrund der Linearisierung des Systems entlang einer Solltrajektorie
ist nun der Ubergang von der nichtlinearen Systembeschreibung auf eine lineare zeit-
variante Darstellung vollzogen.

Si(t) = F(t,z,(£))5z(t) + GH)w(?) (5.34)
Pt o) = LELDOD (5:3)
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5.2 Nichtlineares Kalman-Filter

Unter der Annahme, daf das Restglied klein genug bleibt, ohne einen nennenswer-
ten Einflufs auf das Ergebnis dieser Berechnung auszuiiben, beschreibt die Losung von
Gleichung 5.34 den Verlauf der Differenz zwischen der Nominaltrajektorie und des
tatsichlichen Trajektorienverlaufs des Systems. Die damit verbundenen Abweichungen
zwischen der zur Referenztrajektorie gehdrenden Mefsgroke und der von der System-
trajektorie verursachten Mefgrdfe ist durch Gleichung 5.36 beschrieben.

z2(ti) = za (1) = h(z(t:), 1) — h(za(t), 1) + (L) (5.36)

Ein an das Vorgehen zur Bestimmung der Zustandsvektorabweichung angelehntes Ver-
fahren liefert fiir die Mefvektorabweichung die Differentialgleichung nach 5.37, worin
die Matrix H die partiellen Ableitungen des Funktionsvektors A nach dem Vektor x an
der Stelle z,, nach Gleichung 5.38 beinhaltet.

0z(t;) = H(ti, z,(t;)) - 0x(t;) + v(t;) (5.37)

H(t2,(1) — 220

|£=£n(tz‘) (538)

Die Estimation des Systemzustands erfolgt aufbauend auf die bisherigen Betrachtungen
unter Anwendung der linearen Estimationstheorie nach Gleichung 5.34 und 5.37, die
zunichst einen Schitzwert der Abweichung zwischen der Referenztrajektorie und der
Systemtrajektorie liefert. Eine anschliefsende Addition der geschitzten Abweichungen
mit der Referenztrajektorie liefert dann einen Schatzwert fiir den gesuchten Zustands-
vektorverlauf des Systems nach Gleichung 5.39.

i(t) = x, + ox(t) (5.39)

5.2.2 Extended Kalman-Filter

Eine Losungsmethode fiir allgemeinere Aufgabenstellungen, bei denen der gewiinschte
Verlauf des Zustandsvektors nicht von vornherein feststeht, sieht das extended Kalman-
Filter vor. Hierbei wird nach einer Schitzung des Zustandsvektors die Referenztrajek-
torie auf der Basis des bekannten Eingangsgrofienverlaufs und eines Systemmodells bis
zum néchsten diskreten Zeitpunkt vorausberechnet. Als Anfangswert dieser Berech-
nung dient der zuletzt ermittelte Schitzwert fiir die Realisation des Zufallsprozesses
z(+,-), wodurch der Startwert und der Verlauf der Fehlerdifferentialgleichung dem Null-
vektor entspricht. Somit reduziert sich das ,measurement update” der Fehlerdifferenti-
algleichung auf die in Gleichung 5.40 dargestellte Form.

A~

dx(tfy) = K(tis1)[zip1 — b, (i [t:), tis)] (5.40)

Sowohl P(t;y1) als auch H(t;,1) werden entlang der Referenztrajektorie im Intervall
zwischen ¢; und ¢;; ermittelt. Anschliefend errechnet sich der geschétzte Zustands-
vektor aus einer Kombination der Referenztrajektorienberechnung zum Zeitpunkt ¢;,4
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5 Das Beobachterkonzept
und der Schitzung der Abweichung des Zustandsvektors von dieser Trajektorie zum
(5.41)

M (tigalti), i)

selben Zeitpunkt nach Gleichung 5.41
(tipalti) + K(tiv1)(zisa

tin
Zusammenfassend ist der vollstindige Algorithmus zur Berechnung des optimal ge-
(5.42)

) =

(

schitzten Zustandsvektors in den Gleichungen 5.42 bis 5.46 dargestellt
u(t), t)

Z(tlt;) = f(@(t | t:),u
mit &(t|t;) = 2t
(t1t:) = F(t,2(t 1) Pt |t)+ P(t]t:) FT(t,2(t] )+
G(t)- Q) - GT(t) (5.43)
mit P(t|t;) = P(t])
K(t;) = P(t7 ) H" (t:, 2(t;)[H (i, 2(¢7)) P(67 ) H' (6, 2(87)) + R(t:)] (5.44)
2(t) = 2(t;) + K(t:)(z; — h(&(t;), 1) (5.45)
P(t]) = P(t;) — K(t:)H(t;, &(t;))P(t;) (5.46)
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und
Ergebnisdarstellung

6.1 Nichtlineare Estimation der Fluidtemperatur

Wie aus den vorhergehenden Betrachtungen klar hervorgeht, stellt die Ermittlung der
Temperatur in der AGR-Mischstrecke den limitierenden Faktor bei der dynamischen
AGR-Raten-Bestimmung dar. Im Zuge eines systemtheoretischen Ansatzes fiihrt die-
se Problemstellung in einem ersten Schritt zur Ermittlung der Ubertragungsfunktion
zwischen der Fluidtemperatur und dem Sensorausgang, worauf sich unmittelbar ei-
ne Entfaltung zwischen der Ubertragungsfunktion und dem Ausgangsgrofenverlauf im
systemtheoretischen Sinne anschlieft. Bei der Anwendung dieses Verfahrens wirken
zundchst zwei Randbedingungen einschréankend. Zum einen ldft sich die Entfaltung
nur auf lineare, zeitdiskrete Systeme anwenden, zum anderen muf die Linge der Ab-
tastreihe vor der Verarbeitung bekannt sein, wodurch sich eine Online-Verarbeitung
der Mefwerte ausschliefft. Um dennoch eine online-fahige, dynamische Ermittlung der
Fluidtemperatur zu realisieren, verlagert sich der in dieser Arbeit favorisierte Losungs-
weg von einem systemtheoretischen Ansatz zu einem regelungstechnischen Vorgehen,
wobei ein Beobachterentwurf im Mittelpunkt steht, der neben der Beobachtungsaufga-
be gleichzeitig stochastische Einfliisse des Mefsignals beriicksichtigt und filtert. Hierzu
werden zunachst die Inhalte von Kapitel 4 mit der Theorie des nichtlinearen Kalman-
Filterentwurfs zusammengefiihrt. Untypisch bei dieser Beobachtungsaufgabe ist das
Fehlen einer Eingangsgrofe, da als einzige Information nur das Sensorsignal und ein
Modell der Ubertragungsstrecke zur Verfiigung steht, welches den Zusammenhang zwi-
schen der Fluidtemperatur und dem Sensorausgangssignal beschreibt. Um in Gegen-
wart dieser Einschrankung die Fluidtemperatur in die Modellbildung aufzunehmen und
einer Zustandsschitzung Zugang zu gewéhren, wird die Fluidtemperatur als Zustand
im Rahmen eines linearen zeitinvarianten Eingangsgrofenmodells beriicksichtigt. So-
mit setzt sich der, in diesem Filter verwendete deterministische Modellteil neben dem
bisher besprochenen Sensormodell aus einer zusitzlichen linearen Eingangsgrofenmo-
dellierung zusammen, die den zeitlichen Verlauf der Fluidtemperatur und ihrer ersten
zeitlichen Ableitung wéhrend der Prédiktion aus den zuvor optimal geschitzten Zu-
standswerten extrapoliert. Beide Modellteile zusammen werden dann im Zustandsraum
formuliert und anschliefend im Rahmen eines Kalman-Filterentwurfs implementiert.
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und Ergebnisdarstellung

6.1.1 EingangsgréBenmodellierung

Wie schon im vorhergehenden Abschnitt angedeutet, fehlt im Gegensatz zum Beob-
achterentwurf fiir regelungstechnische Zielsetzungen die Kenntnis iiber den Verlauf der
Eingangsgrofe u(t) in Form des Fluidtemperaturverlaufs. Um dennoch eine sinnvol-
le Modellierung bereitzustellen, die in den Entwurf eines Beobachters integrierbar ist,
findet ein Ansatz zur Losung linearer Zustandsdifferentialgleichungen Verwendung, der
in der linearen Systemtheorie durchaus gebrauchlich ist und auf ein geschlossenes ana-
lytisches Losungsverfahren zuriickgreift [14]. Um die urspriingliche Motivation dieses
Verfahrens und die Verbindung zur vorliegenden Problemstellung aufzuzeigen, beschéf-
tigt sich der folgende Abschnitt mit der zugrundeliegenden Methode zur Losung von
Zustandsdifferentialgleichungen nach Gleichung 6.1.

i(t) = Ax(t) + Bu(t) (6.1)

Die zu dieser Zustandsraumdarstellung gehorende allgemeine Losung fiir z(t) ist durch
Gleichung 6.2 gegeben und likt sich leicht in ihr rekursives zeitdiskretes Aquivalent
nach Gleichung 6.3 {iberfiihren. Sowohl die zeitdiskrete, als auch die zeitkontinuierli-
che Formulierung der Losungsfunktion setzt sich aus einem homogenen Anteil, der den
Einflult des Anfangswertes beriicksichtigt und einem Faltungsintegral zusammen, wel-
ches die Wirkung der Eingangsgrofen auf den zeitlichen Verlauf der Zustandsgrofen
ausdriickt.

2(t) = Dt — to)a(te) + [ Dt — 7)Bu(r)dr (6.2)

to

2(tin) = s — t)alte) + [ Bt = 7)Bu(r)dr (6:3)

Wihrend sich die in Gleichung 6.3 auftretende Transitionsmatrix ®(t;41—tx) = ®(T) =
eAT vergleichsweise einfach ermitteln lift, zieht die Losung des Faltungsintegrals bei
kontinuierlich veranderlicher Eingangsgrofe zwischen zwei Diskretisierungspunkten einen
deutlichen Bedarf an Rechenzeit nach sich und ist gleichzeitig von Fehlern begleitet,
die der numerischen Losung anhaften. Zur Vermeidung der damit verbundenen Pro-
bleme wird anstatt der Losung der inhomogenen Differentialgleichung die Losung eines
dquivalenten erweiterten homogenen Systems bevorzugt. Hierzu ersetzt ein geeignet
gewahltes homogenes Eingangsgrofenmodell nach Gleichung 6.4 den Verlauf des Ein-
gangsgrokenvektors u(t) zwischen zwei diskreten Zeitschritten.

B = A
gty = u(t) = Ci(t)

832

(6.4)

In Kombination mit der Systemdifferentialgleichung 6.1 folgt die Zustandsraumbe-
schreibung des erweiterten Systems mit Gleichung 6.5. Diese Betrachtung liefert sowohl
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den Zustandsvektor des Gesamtsystems 6.6 als auch die entsprechende Systemmatrix

in Gleichung 6.7. )
0] -[0 5] o

[SIRNIST

E= ligg ] (6.6)
A= [é Bf] (6.7)

Nach [14] 146t sich durch ein Eingangsgrofenmodell 2. Ordnung bei entsprechender
Wahl der Abtastintervalle und der Ausgangsmatrix C' der grofte Teil aller praktisch
relevanten Eingangszeitfunktionen nachbilden, wenn es zu Beginn des betrachteten
Zeitintervalls mit den entsprechenden Anfangswerten Z(to) initialisiert wird. Mit der
Einbindung dieses Ansatzes in einen Kalman-Filter Algorithmus erfolgt die Initiali-
sierung des Eingangsgrofenmodells wahrend des ,measurement updates”, indem die
Differenz zwischen Beobachtungswerten und Modellausgangswerten, gewichtet mit den
Kalman-Gains, den einzelnen Zustandswerten zugewiesen wird. Als Resultat gewinnt
dariiberhinaus die anschlieffende Berechnung der Préadiktion fiir den folgenden Zeitab-
schnitt im Vergleich mit einer Berechnung, die einen konstanten Eingangsgrofsenver-
lauf wahrend des Prédiktionsintervalls voraussetzt, an Genauigkeit. Angewendet auf
die vorliegende Problemstellung findet die in den Gleichungen 6.8 und 6.9 dargestellte
Struktur zur Berechnung des Fluidtemperaturverlaufs Verwendung.

A= lg 1i ] (6.8)

C=[10] (6.9)

Als wesentlichen Vorteil dieser Struktur ist seine breite Abdeckung an Signalverldufen
in Abhéngigkeit des Parameters 7 zu sehen, mit der sich das Verhalten des Eingangs-
grofenmodells zwischen einem einfachen Halteglied 0. Ordnung und einer linearen Ex-
trapolation variieren lafst. Auf einen zweiten Riickkopplungszweig ist bei dieser Anord-
nung bewuft verzichtet worden, da die damit verbundene Schwingungsfihigkeit dieser
Anordnung nicht notwendig ist.

6.1.2 Zustandsraumdarstellung des Gesamtmodells

Die nun folgende Integration des Sensormodells in den Schéitzalgorithmus erfordert
zundchst eine funktionale Darstellung des Differentialgleichungssystems im Zustands-
raum. Hierfiir miissen alle nichtlinearen Terme, die iiber Kennfelder beschrieben sind,
durch Polynome approximiert werden. Um die Anzahl der Polynome und somit der
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und Ergebnisdarstellung

Rechenoperationen auf ein Minimum zu begrenzen, sind verschiedene Terme nach Glei-
chung 6.10 zusammengefalt und genihert.

o 1
fa(T) T pFlwid(T) VELwia(T)

B 1 1.6
fb(T) - (pFluid(T)'VFluid(T)) (610)
fC<T) - CSensor G)'ZSensor (T)

Nach einer weiteren Zusammenfassung der Konstanten nach Gleichung 6.11 und der
in Gleichung 6.12 festgelegten Wahl der Zustandsgrofen, laft sich das resultierende
vollstandige Zustandsraummodell durch Gleichung 6.13 beschreiben, wihrend die Aus-
gangsgleichung durch 6.14 gegeben ist.

kl - T,S'ins
e = 0T
5 2 (6.11)
. .0 70.48
ky = Lﬁ”"
TSenso'r
z = | Truwid (6.12)
TFiuid
Ty = ki fe(xo — 1) <k4+\/Ul'fa'k2+u%'6'fb'k3>
by = 1 (6.13)
1’3 = —XT3- %

Das Ergebnis der Integration des bisher erlduterten Gesamtmodells in ein Extended
Kalman-Filter, geméf der beschriebenen Schritte, ist im folgenden Abschnitt darge-
stellt.

6.1.3 Ergebnisdarstellung

Einen Vergleich der mit diesem Algorithmus gewonnenen Resultate mit Referenzdaten
zeigt Abbildung 6.1. Im Rahmen dieser Gegeniiberstellung der berechneten Fluidtem-
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6.1 Nichtlineare Estimation der Fluidtemperatur

Ergebnis der EKF Estimation /Betriebspunkt:mpkt=140kg/h
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Bild 6.1: Vergleich des rekonstruierten Temperaturverlaufs mit Referenzdaten

peratur mit Referenzmessungen eines NiCrNi-Sensors mit einer geringen Ansprechzeit,
fallt zundchst auf, dak das rekonstruierte Temperatursignal deutlich schneller als das
Sensorrohsignal gegen seinen Endwert konvergiert. Ebenso deutlich ist die verzogerte
Reaktion des Algorithmus zu erkennen, die hauptséchlich durch die Verzugszeit des
Diffusionsprozesses bestimmt ist. Ein wesentlicher Nachteil des Verfahrens ist die na-
hezu vollstindige Abhéngigkeit des Ergebnisses von der Genauigkeit der Modellierung.
Dieser Sachverhalt ist als Ursache fiir die hohe Sensibilitit der Estimation gegeniiber
Storungen zu sehen, die dem Rohsignal iiberlagert sind. Durch eine diesem Umstand
Rechnung tragende Parametereinstellung léft sich dieses Verhalten verbessern und star-
ke Signalausbriiche etwas einddmmen, gleichzeitig mufs allerdings mit einem gleicher-
mafen erkennbaren Giiteverlust in den Estimationsergebnissen gerechnet werden. Als
wirksame Alternative bietet sich eine dynamische Korrektur des Prozessrauschens an,
die abhéngig von der Hohe der Residuensequenz dafiir sorgt, daf der Algorithmus bei
dynamischen Anforderungen sensibel reagiert, wihrend bei stationéren Signalverldufen
die Reaktion des rekonstruierten Signals auf Storeinfliisse eher trage ausfillt und somit
einen geglitteten Ergebnisverlauf zur Verfiigung stellt. In bezug auf die dynamische
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und Ergebnisdarstellung

Verbesserung des Sensorsignals leistet die hier gezeigte Realisierung des Algorithmus
eine betriebspunktabhéingige Steigerung um einen Faktor zwischen 5 und 10.

6.2 Lineares Kalman-Filter zur Fluidtemperaturschiatzung

Der im letzten Abschnitt durchgefiihrte Entwurf eines Extended Kalman-Filters liefert
zwar sehr gute Ergebnisse bei der Berechnung der Fluidtemperatur aus den Sensor-
signalverldufen, dennoch bleibt sein Einsatz aufgrund des sehr hohen Rechenaufwands
den meisten praktischen Anwendungen verschlossen. Der hohe Rechenaufwand ist zum
einen in der zeitkontinuierlichen Formulierung des Modells zu sehen, was mit einer nu-
merischen Losung des Zustandsraummodells zwischen zwei Abtastpunkten verkniipft
ist. Zum anderen ist die Berechnung der F-Matrix, die wiederum zur Bestimmung
der Schéitzfehlerkovarianz dient, aufgrund der darin enthaltenen partiellen Ableitun-
gen mit einem hohen Rechenaufwand verbunden. Zwar muf nach [44] die Berechnung
dieser Matrix nicht mit der numerischen Losung mitgezogen werden, da eine einmalige
Berechnung am Pridiktionsende der Genauigkeit des Gesamtergebnisses nicht scha-
det, dennoch ist bei einer nahezu vollbesetzten Matrix der Rechenaufwand nicht zu
unterschitzen. In diesem Abschnitt soll deshalb ein linearer Ansatz verfolgt werden,
der einem praktischen Einsatz entgegen kommt, da die damit verbundenen Operatio-
nen mit vergleichbar geringem Rechenaufwand zu bewéltigen sind. Bei den folgenden
Ausfiihrungen stellt &hnlich wie beim Entwurf des Extended Kalman-Filters die Model-
lierung der Wirmeiibertragungsstrecke zwischen Fluid und Temperaturelement nach
Gleichung 4.34 die modellseitige Basis der weiteren Betrachtungen dar, worauf sich ein
einfaches Beobachtungsprinzip anwenden 14aft, welches gleichzeitig die Reduktion des
nichtlinearen Filterproblems auf einen linearen Losungsansatz umfaft.

Zunichst wird ein lineares, zeitvariantes System in Zustandsraumdarstellung nach Glei-
chung 6.15 und 6.16 betrachtet.

(t) = A(t)z(t) + B(t)u(t) (6.15)

y(t) = Ct)z(t) (6.16)
Die Beobachtungsaufgabe gestaltet sich fiir dieses System trivial, wenn die Beobach-
tungsmatrix C(t) quadratisch reguldr und somit invertierbar ist. Unter diesen Voraus-
setzungen likt sich das Gleichungssystem nach z(¢) auflésen und nach Gleichung 6.17
eindeutig bestimmen.

2(t) = C7 (1) - y) (6.17)

Die Berechnung des Zustandsvektors z nach diesem Ansatz ist in all jenen Fillen durch-
fithrbar, in denen eine geniigend grofse Anzahl Beobachtungen zur Verfiigung steht, um
eine quadratisch reguldre C'-Matrix zu gewahrleisten. In realen Aufgabenstellungen fillt
der Sensorumfang aus Kostengriinden meist kleiner aus als die Anzahl der zu beobach-
tenden Zustidnde, wodurch die oben genannte Forderung nicht erfiillt ist. Um dennoch
die C-Matrix in die gewiinschte Form zu {iberfiihren, konnen einzelne Ausgangsglei-
chungen (y;(t)) hinreichend oft differenziert und die daraus resultierenden Zeilen in
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6.2 Lineares Kalman-Filter zur Fluidtemperaturschitzung

den Beobachtungsvektor iibernommen werden, wodurch die Anzahl der Zeilen in der
C-Matrix zunimmt. Veranschaulicht wird dieses Vorgehen anhand eines Beispiels, be-
zogen auf ein lineares zeitinvariantes System n-ter Ordnung, mit einer Eingangs- und
einer Ausgangsgrofe nach Gleichung 6.18 und 6.19.

£(t) = Az(t) + bu(?) (6.18)

y(t) = dz(t) (6.19)

Wiederholtes Ableiten von Gleichung 6.19 unter Verwendung von 6.18 liefert das in
Gleichung 6.20 dargestellte Gleichungssystem.

y(t)y = ca(t)

y(t) = le(t) = Q/Agu) +leu(t)

y(t) = Q’Ai(t) + Q,bﬂ(t) _ Q’Azg(t) + Q,Abu(t) I led(t) (6.20)
ynfl(t) = ... — QlAnfll(t) n ”iQ Q/Anf27ibu(i)(t)

=0

Angewendet auf die Bestimmung der Fluidtemperatur bedeutet dies, daf in einem er-
sten Schritt ein Zustandsraummodell zur Verfiigung stehen muf, welches diesen Ansatz
unterstiitzt. Anschlieflend erfolgt in einem zweiten Schritt die Bestimmung eines ge-
gen Storungseinfliisse robusten erweiterten Beobachtungsvektors. Aufbauend auf das
reduzierte Modell der Temperaturiibertragungsstrecke folgt die Darstellung des Zu-
standsraummodells nach Gleichung 6.21.

i=Nu-(u; — ) (6.21)
y== '

In dieser Gleichung umfafst Nu die erweiterte Nufeltzahl ! nach Gleichung 6.22, wih-
rend die Sensortemperatur als Zustand (z) und die Fluidtemperatur (u;) als Eingangs-
grofe Beriicksichtigung finden.

< A ui -2
Nu = Flud - Nu (6.22)

CSensor * PSensor * 'Sensor * Lchar

Um das bisher beschriebene Verfahren anwenden zu kénnen, mufs die Fluidtempera-
tur zusdtzlich in den Zustandsvektor iibernommen werden, wodurch ein erweitertes
Zustandsraummodell entsteht, in dem der Zustandsvektor aus der Sensor- und der

n allen folgenden Schritten wird die erweiterte NuReltzahl im Berechnungsintervall als konstant
betrachtet. Die nichtlinearen Einfliisse kommen somit nur mit der Berechnung der erweiterten
Nufeltzahl an diskreten Zeitpunkten zur Geltung
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und Ergebnisdarstellung

Fluidtemperatur nach Gleichung 6.23 resultiert, wihrend die Eingangsgrofle die erste
zeitliche Ableitung der Fluidtemperatur nach Gleichung 6.24 erfaft.

~ TSensor

= 6.23
+ l Trivid ] (6.23)
i = [ Trtuid } (6.24)

Die vollstindige Zustandsraumdarstellung des erweiterten Systems ist somit durch
Gleichung 6.25 gegeben, wihrend die Beobachtungsgleichung durch Gleichung 6.26 re-

prasentiert ist. . .
—[O_N“ éV“]er[Hu (6.25)

[SH!

j=|10]z (6.26)

Anschliefsend liefert eine Erweiterung des Beobachtungsvektors mit Hilfe des oben er-
wéahnten Verfahrens die Beobachtungsgleichung nach Gleichung 6.27.

g:lg]:liﬂ:[%@—M@JZV—NU ?vu]li;] (6.27)

Die endgiiltige Gleichung zur Bestimmung der Fluidtemperatur folgt aus einer In-
version der C-Matrix und anschliefendem Auflosen der Beobachtungsgleichung nach
dem Zustandsvektor z nach Gleichung 6.28, woraus sich unmittelbar die Fluidtempe-
ratur nach Gleichung 6.29 bestimmen laft.

jzclgzll 01 13] (6.28)
g 1 - g
Nu
T =y
N = 6.29
Ty o= gty g, (6:29)

Auf der Grundlage dieser Uberlegungen verlagert sich die Problemstellung von einer
Zustandsschitzung auf die Bestimmung eines gegen Storeinfliisse robusten, erweiterten
Beobachtungsvektors. Um eine mdoglichst hohe Dynamik bei gleichzeitig robustem Ver-
halten gegeniiber stochastischen Storungen zu erzielen, fillt die Anwendung herkémm-
licher Kompensationsansitze im Frequenzbereich von vornherein aus, da die Kompen-
sation durch ein zeitvariantes Filterverfahren mit Einschwingzeiten und starken Aus-
lenkungen als Reaktion auf stochastische Storeinfliisse verbunden ist. Alternativ bietet
sich die Anwendung eines linearen Kalman-Filters zur Berechnung des erweiterten Be-
obachtungsvektors an. Als Modell 1a#t sich fiir diese Anwendung eine Kombination aus
einem Integrator, der den mathematischen Zusammenhang zwischen der Sensortempe-
ratur und ihrer ersten zeitlichen Ableitung herstellt und einem Eingangsgrofsenmodell
heranziehen, welches den zeitlichen Verlauf der ersten Ableitung der Sensortemperatur
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6.3 Validierung der linearen Fluidtemperaturestimation im realen Fahrbetrieb

annéhert. Gespeist wird das Eingangsgrofenmodell durch weifes Rauschen. In seiner
Gesamtstruktur ist das Modell durch die Gleichungen 6.30 und 6.31 beschrieben.

Ty = T
To = T3 (6.30)
3 = ———xy +w(t)

y==Cz (6.31)

Die sich aus diesen Zustandsgleichungen ergebenden Matrizen A, C' und G lassen sich
aus den Gleichungen 6.32 bis 6.34 entnehmen, wihrend die Matrix B entfillt, da in
diesem Modell kein Eingangsgrofenverlauf u(t) wirkt.

01 0
A=|00 1 (6.32)
0 0 _TLi(F
C=[100] (6.33)
0
G=10 (6.34)
1

Eine anschlieffende Integration dieses Modells in ein lineares Kalman-Filter liefert als
Resultat einen, von Rauscheinfliissen befreiten Schéitzwert des erweiterten Beobach-
tungsvektors g, wodurch zusammen mit Gleichung 6.28 das lineare Kalman-Filter einen
Schéatzwert fiir die Fluidtemperatur nach Gleichung 6.29 bereitstellt. Die Ergebnis-
se dieses Algorithmus sind in Abbildung 6.2 dargestellt, wobei hier ein kugelférmiger
NTC-Sensor mit einem Durchmesser von ca. 3 mm als Grundlage dient, der aufgrund
seiner geringeren Masse und einer groferen Warmeiibertragungsfliche ein schnelleres
Einschwingverhalten als der bisher betrachtete zylindrische Sensor aufweist. Im Um-
fang der hier gezeigten Ergebnisdarstellung sind die Resultate des Algorithmus an drei
unterschiedlichen Arbeitspunkten gezeigt, wobei jeweils die Sensortemperatur Tsepsor,
die geschitzte Fluidtemperatur 7,5 und eine gemessene Referenzfluidtemperatur 1o
zu sehen sind. Bei ndherer Betrachtung der Resultate zeigt sich, daf der lineare Esti-
mationsalgorithmus qualitativ &hnliche Estimationen liefert wie das zuvor gezeigte Ex-
tended Kalman-Filter. Desweiteren fillt aufgrund einer kiirzeren Warmeleitungsstrecke
zwischen Fluid und Sensorelement die Verzogerungszeit des Algorithmus ebenfalls ge-
ringer aus, so dal eine absolute Reaktionszeit des dynamisierten Sensorsignals ca. 300
ms bis 400 ms betréigt, was einer Verbesserung des dynamischen Verhaltens um den
Faktor 10 entspricht.

6.3 Validierung der linearen Fluidtemperaturestimation im
realen Fahrbetrieb

Wihrend die bisher vorgestellten Ergebnisse die Reaktion des Algorithmus auf eine
Sprungantwort auf der Basis von Priifstandsdaten zeigen, sind im folgenden Abschnitt
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Bild 6.2: Vergleich des rekonstruierten Temperaturverlaufs mit Referenzdaten

die Ergebnisse der Anwendung des linearen Fluidtemperaturestimationsansatzes auf
die Temperaturbestimmung im Abgasstrang eines Verbrennungsmotors gezeigt. Als
Sensor kommt bei dieser Untersuchung ein offener Abgastemperatursensor zum Ein-
satz. Bei diesem Sensor handelt es sich um eine diinne Platinschicht, welche sich auf
einem Keramiktrager befindet und nur durch eine diinne Schutzschicht von der Ab-
gasstromung abgeschirmt ist. Dieser Aufbau begiinstigt eine vergleichsweise schnelle
Reaktion des Sensorausgangssignals bei auftretenden Temperaturdnderungen, wihrend
das Einschwingverhalten wesentlich von der Masse des Trigermaterials beeinflufst ist.
Die Anwendung des beschriebenen Verfahrens mit einer auf diesen Sensor angepafsten
erweiterten Nufeltzahl zeigt Abbildung 6.3. Hierin ist der zeitliche Verlauf des Sensor-
signals (P7200 7mm), die Referenzmessung mittels eines Nickel-Chrom-Nickel-Sensors
(NiCrNi) mit einem Durchmesser von 1 mm und das Ergebnis der Berechnung mit Hilfe
des linearen Kalman-Filter-Ansatzes gezeigt. Auffillig bei diesen Signalverlaufen ist,
dak das berechnete Signal nahezu dieselbe Dynamik wie die Referenzmessung aufweist.
Desweiteren zeigt die Messung im Bereich von ca. 930 s eine deutliche Abweichung zwi-
schen der Referenzmessung und der Berechnung, die starke Signalausbriiche beinhaltet.
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Bild 6.3: Vergleich des rekonstruierten Temperaturverlaufs mit Referenzdaten

Diese Reaktion ist nicht etwa eine Fehlberechnung des Algorithmus, sondern zeigt, daf
die Berechnung zum Teil deutlich schneller reagiert als die Referenzmessung, was im
Bereich der nachfolgenden 100 s infolge der Signalverldufe Bestétigung findet.

6.4 Ergebnisse der AGR-Schitzung

Zur endgiiltigen Schitzung der externen Abgasriickfiihrung lassen sich nun die Formel
zur Bestimmung der AGR-Rate und die Ergebnisse des vorhergehenden Abschnitts zur
dynamischen Bestimmung der Fluidtemperatur heranziehen. Sowohl Luftmassen- als
auch Druckmessung gehen ohne weitere Signalverarbeitung in die Formel ein, wihrend
fiir den Temperaturverlauf die geschitzte Fluidtemperatur Verwendung findet. Die Un-
terschiede in der Qualitdt der Ergebnisse zwischen linearer und nichtlinearer Estimation
der Fluidtemperatur sind nahezu vernachlissigbar. Aus diesem Grund kommt in den
nachfolgenden Ergebnisdarstellungen aufgrund von Rechenzeitvorteilen ausschlieflich
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6 Angewandte Kalman-Filter Theorie und Ergebnisdarstellung

der lineare Estimationsansatz zum Einsatz. Bevor im Rahmen einer kurzen Diskus-
sion auf Resultate des bislang beschriebenen Vorgehens eingegangen wird, ist im fol-
genden Abschnitt zunichst das hier angewandte indirekte Mefsprinzip zur schnellen
AGR-Erfassung kurz erldutert. Die Mefmethode lehnt sich sehr stark an das bisher
in der Abgasmeftechnik verwendete Verfahren zur Berechnung der stationdren AGR-
Rate an, bei dem die C'Os-Konzentrationen im Abgassammelbehélter und im Saugrohr
gemessen werden und iiber ihr Verhéltnis Auskunft iiber die tatsichlich vorherrschende
AGR-Rate erteilen. Nachteilig bei diesem Verfahren wirkt sich die hohe Zeitkonstante
der Messung aus, wodurch die Anwendung dieser Meftechnik prinzipiell auf stationére
Messungen eingeschrinkt ist. Wesentliche Vorteile bietet demgegeniiber die indirek-
te Messung der AGR-Konzentration mit Hilfe einer NO-Bestimmung auf der Basis
der Photolumineszenz-Methode (Abbildung 6.4). Hierbei werden lokal Gasproben im

_y Vacuumstrom

ﬁ <—0Ozon

Glasfaserleitung

NO+O, "Photozelle

Abgasstrom
I - 1II—— 5 Vacuumstrom

—d—

Bild 6.4: Mefprinzip zur schnelle NO-Erfassung

Abgas und im Saugrohr entnommen und jeweils {iber Kapillare einer Mefkkammer zu-
gefiihrt. In dieser Kammer reagiert anschlieffend der in der Probe enthaltene NO-Anteil
mit, zusétzlich zugefithrtem Ozon, wodurch ein Teil der Reaktionsenergie in Form von
Lichtemissionen freigegeben wird. Die Intensitdt der Lichtemission steht in direktem
Zusammenhang zur NO-Konzentration. Der besondere Vorteil dieser Mefsmethode ist in
der extrem kleinen Zeitkonstante von 4 ms zu sehen, fiir die in erster Linie die Gaslauf-
zeit in den Kapillaren verantwortlich ist und im Verlaufe der weiteren Betrachtungen
vernachlissigt werden kann. Im Gegensatz zur Totzeit in den Kapillaren stellt die Gas-
laufzeit des Abgases zwischen den beiden Mefstellen eine nicht zu vernachlissigende
Einfluktgroke dar und muf durch die Festlegung der Versuchsanordnung minimiert wer-
den. Als ideale Abgasentnahmepunkte stellten sich im Laufe der Untersuchungen die
Messung der NO-Konzentration im Saugrohr ca. 5 cm nach dem AGR-Ventil und die
Messung der Abgaskonzentration in der AGR-Leitung unmittelbar vor dem Ventil her-
aus (Abbildung 6.5). Abschliefend liefert Gleichung 6.35 die Berechnung der AGR-Rate
aus den beiden NO-Messungen.
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Bild 6.5: Mefstellenplan fiir die AGR-Bestimmung
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Nachdem nun eine Referenzgréfe zur Verfiigung steht, mit der sich die Qualitat der
AGR-Estimation bestimmen l4ft, sind nachfolgend einige Gegeniiberstellungen von ge-
messener und geschétzter AGR-Rate an verschiedenen Betriebspunkten dargestellt. In
Bild 6.6a ist die Bestimmung der AGR-Rate bei einer sprungformigen Anregung der
Drosselklappe von 75 % auf 0 % und wieder zuriick auf 75 % in einem Betriebspunkt
von 1800 mU. /8 7;—:;3 gezeigt. Bild 6.6b verdeutlicht die Verdnderung der AGR-Rate

bei einer Drosselklappenanregung zwischen 70 %, 0 % und 70 % in einem Betriebs-

punkt von 2000 .= /16 42°. In der dritten Abbildung 6.6¢ ist die AGR-Estimation
bei einer Drosselklappenbewegung von 75 % auf 0 % und zuriick auf 75 % bei einem
Betriebspunkt von 2000 - /8 ’X—;’;g dargestellt. Hierbei ist zu beriicksichtigen, daf eine

Ventilstellung von 0 % einem offenen Ventil entspricht. Auffillig bei allen hier gezeig-
ten Betriebspunkten ist sowohl die stationire Genauigkeit als auch das gute dynami-
sche Verhalten des berechneten AGR-Signals, das ohne nennenswerte Verzogerungszeit
der hochdynamischen Referenzmessung folgt. Der auf den ersten Blick unplausibel
erscheinende Signalausbruch zu Beginn der AGR-Raten-Anderung ist auf eine nicht
stromungsoptimierte Auswahl der AGR- und Temperaturmefstellen zuriickzufiihren,
wodurch sich eine schlagartige Drosselklappen- oder AGR-Ventilstellungsdnderung un-
terschiedlich auf beide Mefsverfahren auswirkt. So ist eine Drosselung des Frischluft-
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Bild 6.6: AGR-Estimation bei einer Anderung der Drosselklappenstellung

massenstroms mit einem Riickstau der Luftsiule bis zum Luftmassenmesser (HFM)
verbunden, wodurch der Luftmassenmefwert aufgrund der Saugrohrdynamik vom tat-
siachlichen Luftmassenstrom an der Drosselklappe abweicht und eine fehlerhafte Be-
rechnung der AGR-Rate verursacht. Ebenso ist aufgrund strémungstechnischer Gege-
benheiten eine kurzzeitige Verdnderung der Anstrémung der Referenzsensorik aufgrund
einer Drosselklappenverdnderung moglich, wodurch die gemessene AGR-Rate von der
mittleren tatséchlich vorherrschenden AGR-Rate deutlich abweicht. Zusammenfassend
ldft sich festhalten, daf mit den vorgestellten Ergebnissen gezeigt ist, dafs eine insta-
tiondre AGR-Raten-Bestimmung mit dem in diesem Kapitel hergeleiteten Verfahren
gelingt. Als Voraussetzung muf allerdings der Gesamtmassenstrom in den Motor exakt
bestimmt und die AGR-Mischstrecke stromungstechnisch optimiert sein, so daf eine
gute Durchmischung von Abgas und Frischluft gewéhrleistet ist, wodurch an der Tem-
peraturmefstelle an allen Betriebspunkten eine repriasentative AGR-Rate vorherrscht.
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7 Parameteridentifikation der
Warmeiibertragungsstrecke

Im Anschluf an die Thematik der vorhergehenden Kapitel, die sich eingehend mit der
Problematik der Temperaturschitzung auseinandersetzen und woraus sich in Kombina-
tion mit der Kalman-Filter Theorie ein Algorithmus zur AGR-Schéitzung ableiten 14fst,
befaft sich folgendes Kapitel mit Maknahmen, die der Anderung des Ubertragungs-
verhaltens des Temperatursensors infolge von Verschmutzungen und deren Einflufl auf
das Schétzergebnis entgegenwirken.

Nachdem die hier beschriebene Problematik insofern von klassischen Beobachterent-
wiirfen abweicht, daf kein Eingangsgrofsenverlauf zur Verfiigung steht, hingt die Giite
des rekonstruierten Fluidtemperaturverlaufs in sehr hohem Mafe von der Genauigkeit
des zugrundeliegenden Modells und der exakten Kenntnis seiner Parameter ab. Um
ein iiber die Zeit konstantes Mafk an Genauigkeit der ermittelten Werte garantieren zu
konnen, muk somit jede Anderung im Ubertragungsverhalten des Sensors ausgeschlos-
sen oder erkannt werden. Wiahrend sowohl fiir die Warmeleitung im Sensorelement als
auch fiir die Ausgangskennlinie diese Voraussetzungen nahezu erfiillt sind, ist der Wér-
meiibergang in Abhéngigkeit des Verschmutzungsgrades der Sensoraufsenhiille starken
Variationen unterworfen. Eine Uberpriifung aller relevanten Mefstellen im Luftpfad
eines Verbrennungsmotors zeigt, daft im Frischluftbereich keine Einwirkungen auf das
Ubertragungsverhalten des Sensors in Folge von Verunreinigungen entstehen. Ebenso
wenig spielt dieser Einflult im Abgastrakt eine wesentliche Rolle, da aufgrund der zu
erwartenden hohen Abgastemperaturen nahezu alle Ablagerungen an der Sensorober-
fliche abbrennen. Deutlich problematischer stellt sich die Temperaturmessung in der
AGR-Mischstrecke im Saugrohr dar. Der hier vorherrschende, sehr hohe Verschmut-
zungsgrad resultiert nicht zuletzt aus den im Abgas mitgefiihrten Rufbestandteilen,
sondern ebenfalls durch das dauerhaft niedrige Temperaturniveau unterhalb der Rufs-
abbrandschwelle, so daf eine nicht zu vernachlissigende Anderung der Sensorreaktion
auf Temperaturanregungen zu erwarten ist. Diese Gegebenheiten fiihren zwangsliaufig
dazu, dafs die Qualitéit der geschitzten Werte und somit die Eignung des bisher geschil-
derten Verfahrens in Frage gestellt werden muf. Als Ausweg aus dieser Situation bietet
sich der Einsatz eines Identifikationsalgorithmus an, der die verdinderlichen Parameter
wiahrend des Betriebes ermittelt und dem Schétzalgorithmus zur Fluidtemperaturbe-
stimmung zufiihrt, womit die Giiltigkeit des zugrundeliegenden Modells fiir die Laufzeit
gewahrleistet ist. Bevor auf die Anwendung der Identifikation auf diese Problemstel-
lung niher eingegangen wird, sind im folgenden Abschnitt die wesentlichen Grundlagen
zur Least-Squares-Schitzung dargestellt, welche in [41] und [33] eingehend diskutiert
werden. Im Anschluf hieran ist die Anwendung dieses Verfahrens zur Bestimmung der
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7 Parameteridentifikation der Warmeiibertragungsstrecke

Sensorzeitkonstanten an Realdaten gezeigt.

7.1 Least-Squares-Estimation

Die Least-Squares-Estimation eignet sich vor allem fiir Gleichungssysteme der Art 7.1.
y=Cz+uv (7.1)

Entspricht die Dimension des Mefivektors y der Anzahl der gesuchten und im allgemei-
nen unbekannten Parameter x, so 1t sich dieses Gleichungssystem unter der Voraus-
setzung verschwindend kleiner Mefstorungen v bei bekannter Matrix C' eindeutig l6sen.
In praktischen Anwendungsfillen ist diese Mefsunsicherheit oftmals nicht vernachlassig-
bar, weshalb nach diesem Vorgehen keine eindeutige Losung fiir den Parametervektor
x herbeigefiihrt werden kann und deshalb ein Schatzwert 2 fiir den Parametervektor x
generiert wird. Das wohl &lteste Verfahren zur Bestimmung dieses Schitzwertes geht
auf die Ausgleichsrechnung nach Gauf zuriick. Voraussetzung fiir die Anwendung dieses
Verfahrens ist die Forderung, daf die Anzahl der zur Verfiigung stehenden Gleichungen
die Anzahl der Unbekannten iibertrifft. Zur Minimierung der in den Schitzwerten ent-
haltenen Fehlern muft  derart bestimmt werden, dafs der Fehlervektor Z in Gleichung
7.2 moglichst klein wird. Hierzu dient ein Giitemall, welches sich aus der Summe der
Fehlerquadrate nach Gleichung 7.3 zusammensetzt.

z=y—Ct (7.2)
J=Fz=F+%+ -+ 2 (7.3)

Die Minimierung dieses Giitemafes ist gleichbedeutend mit der Forderung, daf alle
seine partiellen Ableitungen nach Gl. 7.4 bzw. 7.5 verschwinden und gleichzeitig die
Bedingung fiir die Existenz eines lokalen Minimums nach Gleichung 7.6 erfiillt ist.

% (Zz)=0 (7.4)

0 A1 N /
ai([g—%] ly—Cz])=0 (7.5)
‘;;‘i >0 (7.6)

Unter Beriicksichtigung der Ableitungsregeln fiir Matrizen und anschliefendem Trans-
ponieren entsteht ein Gleichungssystem n-ter Ordnung entsprechend Gleichung 7.7.

C'y=C'Ct (7.7)

Fallt die hierin enthaltene Gauf’sche Normalmatrix C'C' positiv-definit aus, so kann
problemlos nach dem gesuchten Vektor 2 aufgelost werden. Als wesentlichen Nachteil
fiir eine spezielle, kontinuierlich ablaufende Identifikationsaufgabe erweist sich in diesem
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Zusammenhang die stindig wachsende Anzahl an Beobachtungen, mit der gleichzeitig
die Dimension des Beobachtungsvektors y und somit der Rechenaufwand stetig an-
wéchst. Aus diesem Grund bietet sich die Verwendung eines rekursiven Algorithmus
an, der ohne weiterfiihrende Erlduterungen in Gleichung 7.8 als Formel angegeben ist
und dessen Herleitung in [41] eingehend Erlduterung findet. Der entsprechende Start-
wert fiir z; folgt aus einer anfinglichen Anwendung des Least-Squares-Algorithmus.

Pl_ = (Cz/zk : Cak)il

PL, = P;—K. Ci Py
(7.8)
Kiyi = P -Chpy - (I +Crpa - Py - Cryy) ™!

Ty = Tp A+ Kiyr - (ng — Cht1 - 2y)

7.2 Least-Squares-Estimation der Sensorzeitkonstanten

Zur weiteren Anwendung des in Gleichung 7.8 beschriebenen rekursiven Algorithmus
auf die kontinuierliche Bestimmung der Zeitkonstanten eines Temperatursensors muf
zusatzlich zur eigentlichen Temperaturmessung ein zweiter Sensor mit unterschiedli-
cher Zeitkonstante in den Algorithmus mit einbezogen und das Ubertragungsverhalten
zwischen den Sensorausgéingen in linearer zeitdiskreter Form formuliert werden. Die
wesentlichen Bedingungen, die eine lineare Beschreibung des nichtlinearen Systems
rechtfertigen, sind erfiillt, wenn zum einen die auftretenden Temperaturspriinge des
Fluids in einem Bereich liegen, in dem die temperaturabhingigen Anderungen der
Materialkonstanten vernachléssighar sind und zum anderen der Massenstrom am Sen-
sor wiahrend der Identifikation nahezu konstant bleibt. Unter diesen Randbedingungen
und unter Verwendung zweier Sensoren, lift sich anschlieRend die Ubertragungsfunk-
tion zwischen den beiden Sensorausgingen bilden, die unbekannte Eingangsgrofe u(t)
eliminieren und die verbleibende Gleichung in eine Form iiberfiihren, mit der die An-
wendung des Least-Squares-Algorithmus moglich ist. Die hierfiir notwendigen Schritte
sind im folgenden Abschnitt fiir die beiden Temperatursensoren mit ihren entsprechen-
den Ausgangssignalverlaufen x;(f) und z5(t) bei identischem Fluidtemperaturverlauf
u(t) erliutert. Ausgangspunkt der zeitdiskreten Ubertragungsfunktion zwischen den
beiden Systemausgéngen bilden die Losungen der Systemdifferentialgleichungen nach
Gleichung 7.9.

561(75) = (I)l(t, to)[El(to) +t‘0f @1(7’, to)bl(T)u(T)dT (7 9)
1a(t) = Dot to)aa(to) +t{t By (7, to) b (7)u(7) 7 .

In einem weiteren Schritt werden diese Losungen zu festen Zeitpunkten (k+1)7 in Ab-
hingigkeit der letzten Diskretisierungsstiitzstelle k7" berechnet und in ihre zeitdiskrete

103
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Darstellung nach Gleichung 7.10 iiberfiihrt.
o1 ((k+1)T) = O ((k+ 1T, kT)z:,(kKT)+

S oy (U + V)T, 7)o (KT Yu(KT )
(7.10)
2o((k+ DT) = Do((k+ )T, kT)aa(kT)+

(k+1)T
[ Oo((k+ )T, 7)bo(KT)u(kT)dr
KT

In dieser Formulierung flieken sowohl die Koeffizienten b als auch die Eingangsgrofe
u(t) als konstante Werte wihrend eines Abtastintervalls in die Berechnung ein. Ein
Vergleich von Gleichung 7.10 mit der allgemeinen zeitdiskreten Formulierung eines
dynamischen Systems nach Gleichung 7.11 liefert mit Gleichung 7.12 die Identitit der
beiden Darstellungsarten.

ag(k) = ®((k+1)T,kT)

(k+1)T (7.12)

ba(k) = [ @(k+ 1T, 7)b(k)dr

kT

Nach erfolgter Auswertung des Integrals resultiert das zeitdiskrete Ubertragungsverhal-
ten der Fluidtemperatur u(kT) auf die Ausgangsverliufe x4 ((k+1)7T) und x4 ((k+1)T)
der beiden Sensoren nach Gleichung 7.13.

xdl(k -+ 1) = aq1Tq1 (k) —+ bdlu(k)

(7.13)
l’dg(k? + 1) = adgde(k) + bdgu(k)
Die hierin enthaltenen Koeffizienten sind durch Gleichung 7.14 gegeben.
o 1—e
MLz . am T (7.14)
Qg — € ™2 bd2 = 1l—e ™

Anschliefsendes Eliminieren des Fluidtemperaturverlaufs aus Gleichung 7.13 liefert die
endgiiltige Form (Gl. 7.15), auf die der Least-Squares-Algorithmus angewendet werden
kann.

b b
Aq1Td1 (k) -+ ﬂx@(/@ -+ 1) — ﬂadgxdg(l@ = l’dl(k -+ 1) (715)
b2 baz
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7.3 Ergebnis der Least-Squares-Estimation

Der Parametervektor der Least-Squares-Estimation z;gq ist somit durch Gleichung
7.16, die Beobachtungsmatrix C' durch Gleichung 7.17 und der Beobachtungsvektor
durch Gleichung 7.18 gegeben.

%dl
Trso = | oo (7.16)
by (d2
Crsg = | zar(k) zar(k+1) —zaa(k) | (7.17)
yrsg = a1 (k + 1) (7.18)

Nachdem die Ergebnisse der Least-Squares-Estimation vorliegen, kénnen die Zeitkon-
stanten der beiden Sensoren durch Auflésen von Gleichung 7.16 ermittelt werden.

7.3 Ergebnis der Least-Squares-Estimation

Das Ergebnis dieses Vorgehens ist nachfolgend an realen Daten gezeigt, die den zeit-
lichen Verlauf zweier Temperatursensoren im Abgasstrang eines Verbrennungsmotors
wiedergeben. Im Rahmen dieses Versuchs ist der Luftmassendurchsatz nahezu kon-
stant und der maximale Temperatursprung bewuft klein gehalten, um der linearen
Systembeschreibung entgegenzukommen. Der Einschwingvorgang des Algorithmus ist
Abbildung 7.1 zu entnehmen, in der beide Temperatursignale (Sensor I und Sensor II)
sowie der geschitzte Fluidtemperaturverlauf (7.,) auf der Basis des Sensors mit der ge-
ringeren Dynamik dargestellt sind. Der zu Beginn des Estimationsvorgangs abfallende
Verlauf des geschétzten Parameters gibt die Korrektur des Anfangswertes wieder, die
aufgrund der geringen Steigung der Rohsignale und des daraus resultierenden geringen
Informationsgehalts vergleichsweise langsam erfolgt. Im weiteren Verlauf der Parame-
terestimation konvergiert das Schitzergebnis immer stirker gegen seinen Endwert, was
am Verlauf der Temperaturschéitzung (7,s) zu sehen ist, der unmittelbar das Ergebnis
der Parameterschéitzung zugefiihrt wird. Als wesentlichen Nachteil dieses Verfahrens ist
seine Empfindlichkeit gegeniiber Offset-Fehlern zwischen den beiden Sensoren zu sehen.
Aus diesem Grund mufs bei einem praktischen Einsatz dieses Verfahrens sowohl eine
minimale Abweichung der Stationdrkennlinien als auch eine gleichméfige Anstromung
beider Sensoren gewéhrleistet sein. In bezug auf die AGR-Schitzung bietet dieser Al-
gorithmus die Moglichkeit, auftretende Dynamikinderungen iiber der Zeit zu erkennen
und dem AGR-Estimationsalgorithmus zuzufiihren, wodurch eine deutliche Zunahme
der Robustheit dieses Algorithmus zu verzeichnen ist. Als Resultat steht somit ein
stabiles dynamisches AGR-Signal zur Verfiigung, welches als Basis unterschiedlicher
Steuerungs- und Regelungsstrategien dienen kann, von denen folgendes Kapitel zumin-
dest einen kleinen Eindruck vermitteln soll.

105



7 Parameteridentifikation der Warmeiibertragungsstrecke

400 T T T T T T T T

w

a1

o
T

Temperatur [°C]
w
o
o
T

250 I Sensor |
<<<<<<<< Estimated
- = - Sensor |l
200 | | | | | |
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200
6 T T T T T T T T T
5t «3 8
A -
(0]
g
830 i
&
2 | -
1r Kw_; S
0 | | | | | 1 t 1 1
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200

Zeit [s]

Bild 7.1: Estimation der Zeitkonstanten des trigeren Sensors
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8 Zusammenfassung und Ausblick

8.1 Zusammenfassung

Moderne Dieselaggregate weisen schon heute einen sehr hohen Wirkungsgrad bei gleich-
zeitig niedrigen Schadstoffemissionen auf. Um zukiinftige Abgasgesetzgebungen einzu-
halten, ist eine einseitige Entwicklung auf Seiten der Bauteileoptimierung nicht mehr
ausreichend, und es wird notwendig sein, das Potential, welches moderne steuerungs-
und regelungstechnische Verfahren bieten, stirker zu nutzen. Dies betrifft nicht nur
den stationdren Motorbetrieb, sondern ist besonders im Hinblick auf instationire Op-
timierungsmaknahmen zu sehen, welche nur in Verbindung mit dynamisch korrekten
Sensorinformationen realisierbar sind.

Der in dieser Arbeit verfolgte Ansatz zur Verringerung des Emissionsausstofes bei
instationdrem Fahrverhalten zielt auf die Entwicklung eines AGR-Estimationsalgorithmus
ab, der als Grundlage einer dynamischen AGR-Regelung zu sehen ist. Als Entwicklungs-
methodik steht hierzu ein modellbasiertes Vorgehen im Vordergrund, welches zunéchst
auf einem Mittelwertmodell des gesamten Luftpfads eines Dieselmotors basiert. Durch
eine zusitzliche Erweiterung dieser Simulationsumgebung um ein rechenzeitoptimiertes
Verbrennungsmodell ist die Verbindung zwischen Einspritz- und Luftsystem hergestellt
und es lassen sich die wichtigsten Systemwechselwirkungen zwischen dem Luft- und
dem Kraftstoffsystem abbilden. Auf der Basis dieser Simulationsplattform ist anschlie-
flend ein Ansatz zur instationdren AGR-Schétzung ermittelt worden, welcher auf eine
dynamische Gastemperaturinformation zuriickgreift. Aufgrund der groffen Tempera-
tursensorzeitkonstante mufs zur Realisierung dieses Algorithmus eine Sensorsignalauf-
bereitung erfolgen, mit Hilfe derer aus dem triagen Verlauf des Sensorausgangssignals
auf den dynamischen Verlauf der Gastemperatur geschlossen werden kann. Aus diesem
Grund widmet sich ein erheblicher Teil der Arbeit der Generierung eines reduzierten
Temperatursensormodells. Die Kombination dieses Modells mit einem linearen und ei-
nem nichtlinearen Kalman-Filter fiihrt anschliefend zum Entwurf eines Algorithmus,
der eine Temperaturerfassung zuléft, welche im Vergleich zum unbearbeiteten Sen-
sorrohsignal eine Verringerung der 7i0/90-Zeit um den Faktor 10 bis 20 bewirkt. Der
daraus resultierende AGR-Estimationsalgorithmus wird anschlieffend im Rahmen von
Priifstandsversuchen mit realen Mefergebnissen verglichen und in seiner Funktionswei-
se bestatigt. Zur Vergroferung der Robustheit der Berechnung, die sehr sensibel auf
Verdnderungen des Sensoriibertragungsverhaltens reagiert, liefert die Anwendung ei-
nes zusitzlichen Sensors und die Verwendung einer Least-Squares-Estimation die Mo6g-
lichkeit einer Online-Berechnung der Sensorzeitkonstanten, wodurch sich der AGR-
Estimationsalgorithmus an verdnderte Sensoreigenschaften anpassen laft.
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8.2 Ausblick

Nachdem die Grundlagen zur dynamischen AGR-Bestimmung erarbeitet worden sind
und ihre Anwendung im praktischen Einsatz bestétigt ist, lifst sich der daraus ent-
wickelte Algorithmus als Grundstein fiir eine Vielzahl von Regelstrategien und -verfahren
zur Schadstoffminimierung heranziehen. Einen grofen Vorteil in bezug auf die NOx-
Minimierung verspricht in diesem Zusammenhang die gleichzeitige Regelung des Lade-
drucks und der AGR-Rate im transienten Motorbetrieb [58]. Diese Aufgabenstellung
erfordert ein Regelverfahren, welches wéhrend der Betriebswechsel in der Lage ist, die
AGR-Rate nahezu konstant zu halten, wihrend der Ladedruckaufbau einem vorgegebe-
nen Fiihrungsgrofenverlauf folgen soll. In Anbetracht der hierin implizierten Forderung
nach einer Entkopplung der Regelgrofsen bei gleichzeitiger Regelung des Fiihrungsver-
haltens, bietet sich der Einsatz der ,globalen oder exakten Linearisierung” an, die ein
nichtlineares Derivat des Entkopplungsverfahrens nach Falb-Wolowich darstellt [16].
Dieses Verfahren zur Reglersynthese beschiftigt sich mit dem Entwurf von nichtlinea-
ren Regelkreisen mit einem vorher festgelegten dynamischen Verhalten [17], wobei auch
hier die Stabilitdt des Regelkreises im Vordergrund steht. Erste Ansétze dieser Art sind
in den 60er Jahren im Rahmen von Untersuchungen an linear beschreibbaren Syste-
men im Zustandsraum entwickelt und anschliefend auf nichtlineare Systeme iibertragen
worden. Als eines der bedeutungsvollsten Verfahren ist in diesem Zusammenhang die
nichtlineare Regelung durch Kompensation und Entkopplung [16] zu nennen. Bei die-
sem Verfahren werden in einem ersten Schritt durch geeignete Wahl einer nichtlinearen
Riickfiihrung und eines nichtlinearen Vorfilters die Nichtlinearitdten der Strecke kom-
pensiert, gleichzeitig entkoppelt und durch Hinzufiigen von zusétzlichen Teilsystemen
im Vorfilter und im Regler eine gewiinschte Streckendynamik erzeugt. Das daraus re-
sultierende dynamische Verhalten ist wirkungsidquivalent zu einem linearen System.
Da es sich bei diesem Verfahren um einen Reglerentwurf mit vollstdndiger Zustands-
riickfiithrung im Zeitbereich handelt, ist in den meisten Anwendungsfillen der Einsatz
eines Beobachters unerliflich. Desweiteren ist neben dem Zustandsbeobachterentwurf
aufgrund der extremen Parametersensibilitit des Regelverfahrens ein Identifikationsal-
gorithmus notwendig [57], der die unsicheren Parameter identifiziert und sowohl dem
Regler als auch dem Beobachter zufiihrt (Abbildung 8.1).
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Bild 8.1: Struktur eines nichtlinearen Regelungsansatzes auf der Basis der ,nichtlinea-
ren Regelung durch Kompensation und Entkopplung”

Infolge des damit verbundenen hohen Rechenaufwandes zur Berechnung des Reg-

lers, des Beobachters und der Identifikation, stellt die im Kraftfahrzeugsteuergerit zur
Verfiigung stehende Rechenkapazitét einen weiteren limitierenden Faktor bei der Reali-
sierung dieses nichtlinearen Entkopplungsansatzes dar, der allerdings aufgrund stetiger
Weiterentwicklung auf Seiten der Halbleiterindustrie immer mehr an Bedeutung ver-
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