
Experimentelle Untersuchung und dynamische
Simulation von Oxidationskatalysatoren und

Diesel-Partikelfiltern

Von der Fakultät Maschinenbau der Universität Stuttgart
zur Erlangung der Würde eines Doktors der

Ingenieurwissenschaften (Dr.-Ing.) genehmigte Abhandlung

Vorgelegt von
Rainer Stefan Peck

aus Singen am Hohentwiel

Hauptberichter : Prof. Dr.-Ing. G. Eigenberger
Mitberichter : Prof. Dr.-Ing. H. Bockhorn

Tag der mündlichen Prüfung : 20. Oktober 2006
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] Wärmedurchgangskoeffizient

k [mol
m3s

] Geschwindigkeitskonstante
k [m2] Permeabilität
k0 [mol

m3s
] Stoßfaktor

VII



L [m] Länge
MW [ kg

kmol
] Molekulargewicht
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Ψ [−] Porosität
Ψ [ g

ft3
] Platinbeladung

ψ [−] Modellparameter

Indices
AK Auslasskanal
AT Austausch
atm Atmosphäre
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Summary

As the legislation concerning the emission limits for passenger cars with diesel
engines is getting more and more restrictive, systems for exhaust gas aftertreatment
will become increasingly important. Diesel particulate filters combined with special
measures for the internal combustion process are able to reduce soot particulates
in diesel exhaust gas almost completely. Therefore, the intention of this work is to
investigate exhaust gas aftertreatment systems consisting of a diesel oxidation catalyst
(DOC) and a particulate filter (DPF) or a catalytically coated particulate filter (CDPF)
and to build up one-dimensional models to describe the most dominant processes. The
main focus regards the regeneration processes within the particulate filters.
According to recent exhaust purification concepts, the oxidation catalyst is not only
reducing the raw emissions of the engine, but it will be supporting soot oxidation
by post injected diesel fuel in order to provide the required high filter regeneration
temperatures. The catalyst also generates NO2 from exhaust NO. NO2 acts as an
oxidant for soot at lower temperatures. A catalytically coated filter comprises the
function of a catalyst within the filter itself and promotes the oxidation of soot.
Hence, this work also examines and discusses whether the CDPF has the potential to
substitute the function of a DOC in an aftertreatment system.
The particulate filter is currently the most efficient technique to reduce soot emissions
of diesel engines by more than 95 %. However, the analysis and optimization of the
necessary regeneration of particulate filters under all vehicle operation conditions
remains challenging. Under worst case regeneration conditions the temperature within
the filter can rise very rapidly and can even exceed the melting temperature of some
filter materials.
In order to regenerate particulate filters, the loaded soot can be oxidized by the
exhaust gas components O2 and NO2. The filter regeneration with O2 requires high
temperatures well above 600 ◦C to oxidize the soot within acceptable times. Due to
the high O2 concentration the resulting reaction rates can be much higher than those
obtained by NO2, which, on the other hand, can be used for soot oxidation at lower
temperatures above 280 ◦C. In order to analyse and understand the coupled physical
and chemical processes within a catalyst and a particulate filter, both experimental
investigations and dynamic simulations were performed and examined.
Therefore a special test bench for reaction kinetics was developed and built up
where the reactions could be investigated under defined, isothermal, synthetical and
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stationary conditions in a flat bed reactor. The catalyst samples as well as the filter
samples were cut from real monoliths for passenger cars. Thus the results derived from
the test bench can be easily transfered to real exhaust gas aftertreatment systems. N2,
O2, CO, CO2, H2O, NO, NO2, C3H6 and C3H8 were selected as gas components
which can kinetically represent the whole gas mixture of diesel exhaust gas. The soot
generator CAST (Matter Engineering AG) was used to load the filter samples with
defined soot. By passing the generated soot aerosol from the quenched C3H8-flame of
the CAST through the filter samples, soot loadings comparable to real filters could be
achieved.
On the basis of the experimental results obtained by the reaction analysis the reac-
tion kinetics and parameters were determined. Furthermore, two one-dimensional
mathematical models were developed to predict the conversion of the exhaust gas
components and the soot oxidation within the catalyst and the filter both qualitatively
and quantitatively. With these models dynamic calculations of the conversion of the
gas pollutants as well as the developments of the temperature at every axial position
of the catalyst and the filter can be performed. Thus, the models make it possible to
analyse different exhaust gas aftertreatment systems. The results of the simulations
were also compared with those from an engine test bench.
The model for the oxidation catalyst was set up as a two-phase model in order to
exactly describe the mass and heat transfer between the gas phase and the catalytical
solid phase. The model for the particulate filter is divided into four model phases: inlet
and outlet channel as well as soot layer and filter wall. So, the complex interactions
between soot burning and the catalytical reactions within catalytically coated particu-
late filters could be included in the investigations and simulations.
In the following paragraphs, the important results of the presented work are summeri-
zed.

It has been shown that the developed models can represent the heterogeneous
catalytical conversion of the pollutants within the DOC and CDPF enclosing the
adsorption process of all gas components. The conversion rates under raw emission
conditions as well as under regeneration conditions could be predicted by the derived
reaction kinetics according to Langmuir-Hinshelwood. This is also true for the cata-
lytic HC-conversion (catalytic burner) with regard to the generation of high enough
exhaust gas temperatures to regenerate the particulate filter by O2. But simulations
showed that a filter regeneration which is initiated by HC conversion within a
catalytically coated particulate filter starts at the back end of the filter monolith.
Therefore, a complete regeneration of the filter remains uncertain due to the gas flow
which is directed against the regeneration front.
The fact that some hydrocarbons are not converted during the heating up period of
the DOC can be attributed to kinetically slow reacting HC components. Because of
low temperatures and O2 concentrations these components can hardly be converted
in a CDPF that is mounted behind the DOC. Apart from the axial differences in the
heating behaviour during the catalytical HC conversion the oxidation catalyst and
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the particulate filter show a similar potential to convert gaseous pollutants. This is
also true regarding the generation of NO2 for a continuous filter regeneration. At
temperatures higher than 250 ◦C, the NO and NO2 concentrations are adjusted
according to the thermodynamic equilibrium. With the help of simulations it was also
possible to describe the development of NO2 concentrations within the soot layer
and the filter wall. So, it could be shown that the higher soot oxidation rates within
a CDPF, compared to the rates within a DPF, are supported by the back diffusion of
NO2 from the filter wall into the soot.

The experimental investigations and the analysis of the aftertreatment systems
emphasized the significance of the morphology of the soot cake on the soot burning
during the filter regeneration with O2 as well as with NO2. Therefore, a phenomeno-
logical mathematical description was formulated which allows to predict the changes
in the reactive surface of the soot cake during the progressing soot burning process.

On the basis of simulations, the procedure of filter regeneration with O2 was
described for different feed and system conditions. The results showed that the
process of regeneration is significantly controlled by the local soot mass, soot
morphology, temperature and O2 concentration, coupled with the flow field within
the filter. Due to locally insufficient O2 amounts within the soot layer, the rapid
temperature increase is limited and HC and CO emissions can break through even
with a CDPF although there is in total enough oxygen in the exhaust gas. It was
shown that the complex processes of filter regeneration and the physical and chemical
processes under real driving conditions can not be observed by the normally mounted
temperature sensors in front of or behind the filter monolith or by lambda sensors with
sufficient accuracy.

Neither during continuous regeneration nor during regeneration with O2 it could
be proofed that platinum has a catalytical effect on soot oxidation. The effect that
supports soot oxidation is related to reactions taking place parallely and sequentially.
NO is oxidized to NO2 within the catalytical filter wall and diffuses back against the
filtration flow into the soot layer where it reacts again with soot.
While regenerating with O2 the produced CO is converted into CO2 at the catalytic
filter wall. The additionally released thermal energy heats up the soot cake and leads
consequently to an acceleration of soot oxidation.

The results of this work reveal that temperature is the key parameter to control
the regeneration processes in an exhaust aftertreatment system consisting of an
oxidation catalyst and a particulate filter. So, the heat losses should be reduced as
much as possible. By using a catalytically coated filter it is also possible to employ a
DOC of smaller size depending on the overall system design. However, not only the
heat losses, but also the heat capacity of the single components of the aftertreatment
system plays an important role with regard to the overall temperature management.
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Concluding, the models developed in this work and the reaction kinetics not
only allow to predict the rates of soot burning and the development of the local
temperature within oxidation catalysts and particulate filters but also to predict the
selectivity of the reaction products and the initiation of the soot oxidation process.
Thus, methods and simulation tools were provided which allow deeper insight into the
single physical and chemical processes within a particulate filter for research topics
and which allow the analysis of complete exhaust aftertreatment systems consisting of
an oxidation catalyst and a particulate filter.
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Zusammenfassung

Mit der fortschreitenden Verschärfung der Abgasgrenzwerte für PKW mit Dieselmo-
tor gewinnen die Verfahren zur nachmotorischen Abgasreinigung immer weiter an
Bedeutung. Diesel-Partikelfilter erlauben zusammen mit innermotorischen Maßnah-
men eine nahezu vollständige Reduktion von Partikeln in dieselmotorischen Abgasen.
Ziel der vorliegenden Arbeit war es daher, Abgasreinigungssysteme mit Diesel-
Oxidationskatalysator (DOC) und nachgeschaltetem monolithischem Wall-flow
Diesel-Partikelfilter eingehend zu untersuchen und modellmäßig zu beschreiben. Der
Schwerpunkt lag dabei auf der Regeneration von katalytisch beschichteten (CDPF)
sowie unbeschichteten (DPF) Partikelfiltern. Als Oxidationskomponenten wurden O2

und NO2 betrachtet. Auch auf das Potenzial eines Systems, in dem ein katalytisch
beschichtetes Partikelfilter die Funktionen eines DOC vollständig übernimmt, wurde
eingegangen.
Um die physikalischen und chemischen Vorgänge im Oxidationskatalysator und
in den Partikelfiltern bestmöglich verstehen und beschreiben zu können, wurden
sowohl experimentelle Untersuchungen als auch dynamische Simulationsrechnungen
durchgeführt.
Es wurden hierzu u. a. Filterproben mit Modellruß beladen und anschließend unter
isothermen und definierten synthetischen Abgasbedingungen in einem speziell dafür
entwickelten Kinetikprüfstand regeneriert. Ausgehend von diesen Reaktionsanaly-
sen und Reaktionsanalysen zu weiteren ausgewählten Stoffkomponenten, die das
dieselmotorische Abgas repräsentieren, wurden Bruttoreaktionskinetiken für die
Stoffumsetzungen im DOC und im Diesel-Partikelfilter abgeleitet. Zur qualitativen
und quantitativen Beschreibung der Schadstoff- und Rußumwandlung wurde für den
Katalysator und das Partikelfilter jeweils ein eindimensionales Simulationsmodell
entwickelt. Die Modelle erlauben dynamische Vorhersagen zur Schadstoffumset-
zung und Temperaturentwicklung längs der axialen Katalysator- sowie der axialen
Filterkoordinate und ermöglichen somit Systemanalysen zu unterschiedlichen
Abgasreinigungsanlagen. Das Filtermodell unterscheidet dabei die Modellphasen
Einlass- und Auslasskanal sowie Rußschicht und Filterwand. Auch das komplexe
Zusammenspiel zwischen Rußoxidation und heterogen katalysierten Reaktionen in
katalytisch beschichteten Partikelfiltern konnte so in die Untersuchungen und in das
Simulationsmodell mit einbezogen werden.

XVII



Im Folgenden werden die wesentlichen Ergebnisse zusammengefasst:

Die heterogen-katalysierte Schadstoffumsetzung im DOC und CDPF unter Berück-
sichtigung der konkurrierenden Adsorption der Schadstoffkomponenten konnte durch
die entwickelten Modelle treffend wiedergegeben werden. Mit den ermittelten Brutto-
reaktionskinetiken nach Langmuir-Hinshelwood konnten die Umsätze sowohl unter
Standard-Abgasbedingungen als auch unter Regenerationsbedingungen vorhergesagt
werden. Dies gilt ebenso für die nachmotorische HC-Umsetzung (sog. katalytischer
Brenner) zur Erzeugung ausreichend hoher Abgastemperaturen für eine thermische
Filterregeneration (Regeneration mit O2). Dabei zeigten aber Simulationsrechnungen,
dass eine durch HC-Umsatz im katalytisch beschichteten Partikelfilter initiierte
thermische Regeneration am Filterende ausgelöst wird, weshalb eine vollständige
Regeneration aufgrund der entgegen der Strömung gerichteten Reaktionsfront fraglich
erscheint.
Die während der Aufheizphase im DOC nicht umgesetzten Kohlenwasserstoffe sind
auf schwer oxidierbare HC-Komponenten zurückzuführen und können wegen der
niedrigen Temperaturen und O2-Konzentrationen kaum in einem nachgeschalteten
CDPF umgesetzt werden. Abgesehen vom unterschiedlichen axialen Aufheizverhalten
bei der katalytischen HC-Umsetzung (katalytischer Brenner) weisen der Oxidations-
katalysator und das katalytisch beschichtete Partikelfilter ein vergleichbares Potenzial
zur Schadstoffumsetzung auf. Dies gilt ebenso für die Bereitstellung vonNO2 für eine
kontinuierliche Filterregeneration. Ab einer Temperatur von ca. 250 ◦C stellen sich die
NO- und NO2- Konzentrationen der NO-Oxidation gemäß dem thermodynamischen
Gleichgewicht ein.
Mit Hilfe von Simulationsrechnungen konnte auch der NO2-Konzentrationsverlauf in
der Rußschicht und der katalytischen Filterwand dargestellt werden. Dabei ließ sich
zeigen, dass der im Vergleich zu einem DPF erhöhte Rußabbrand im CDPF auf der
Rückdiffusion von NO2 aus der Filterwand in die Rußschicht beruht.

In den experimentellen Untersuchungen und den anschließenden Systemanaly-
sen wurde die Bedeutung der Rußmorphologie für den Rußabbrand, sowohl bei der
kontinuierlichen als auch bei der thermischen Regeneration, herausgestellt. Hierzu
wurde ein phänomenologischer Ansatz entwickelt, der die mit fortschreitendem
Rußabbrand veränderliche aktive Rußoberfläche hinreichend genau wiedergibt.

Für die thermische Filterregeneration konnte anhand von Simulationsrechnun-
gen der Regenerationsablauf bei verschiedenen Zulauf- und Systemrandbedingungen
beschrieben werden. Dabei wurde deutlich, dass die Regeneration maßgeblich von der
örtlichen Rußmasse, Rußmorphologie, Temperatur und O2-Konzentration in Verbin-
dung mit der Filterdurchströmung kontrolliert wird. Aufgrund lokaler O2-Verarmung
in der Rußschicht wird zwar einerseits die Temperaturentwicklung begrenzt, ande-
rerseits aber treten daher sogar beim CDPF CO- und HC-Durchbruchemissionen
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auf, auch wenn in Summe noch ausreichend Sauerstoff im Abgas vorhanden ist.
Es konnte gezeigt werden, dass die komplexen Vorgänge bei der Filterregeneration
und das Zusammenspiel der physikalischen und chemischen Prozesse im realen
Fahrzeugbetrieb mit standardmäßig verbauten Temperatursensoren vor bzw. nach
Filter sowie mit Lambdasonden nicht immer ausreichend erfasst werden können.

Weder beim kontinuierlichen noch beim thermischen Rußabbrand konnte eine
katalytische Wirkung von Platin auf die Rußoxidation nachgewiesen werden. Die
den Rußabbrand unterstützende Wirkung ist dabei auf Parallel- und Folgereaktionen
zurückzuführen. NO wird an der katalytischen Schicht zu NO2 oxidiert und diffun-
diert dann in die Rußschicht zurück, wo es anschließend mit Ruß erneut abreagiert.
Bei der thermischen Regeneration wird das beim Rußabbrand gebildete CO an der
katalytischen Filterwand zu CO2 umgesetzt. Die dabei zusätzlich freigesetzte Wärme-
menge führt zu einer Erwärmung der Rußschicht und somit zu einer Beschleunigung
der Rußoxidation.

Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit machen deutlich, dass für ein gesamtes
Abgasreinigungssystem, bestehend aus einem Oxidationskatalysator und einem
Partikelfilter, die Temperatur die wesentliche Steuergröße darstellt. Es ist somit auf
möglichst geringe Wärmeverluste zu achten. Bei Verwendung eines beschichteten
Partikelfilters kann je nach Systemauslegung auch ein verkleinerter DOC zum Einsatz
kommen. Neben den Wärmeverlusten kommt auch der Wärmekapazität der einzelnen
Abgasnachbehandlungskomponenten eine entscheidende Rolle zu.

Abschließend lässt sich festhalten, dass mit den hier entwickelten Modellen und
den Reaktionsgeschwindigkeitsansätzen nicht nur die Rußabbrandraten und die loka-
len Temperaturentwicklungen im DOC und im Partikelfilter, sondern auch erstmals
die Produktselektivitäten sowie die Abbrandinitiierung vorhergesagt werden können.
Es stehen somit Berechnungsmethoden zur Verfügung, die sowohl eine grundlagen-
orientierte Betrachtung der einzelnen physikalischen und chemischen Vorgänge
im Partikelfilter als auch Systemanalysen zu Gesamtabgasreinigungssystemen mit
Diesel-Oxidationskatalysator und Diesel-Partikelfilter erlauben.
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Kapitel 1

Einleitung

Der Kolbenmotor stellt unter Ausnutzung der Verbrennung fossiler Brennstoffe heute
und auch in Zukunft die Hauptantriebsmaschine im Straßenverkehr dar. Hierbei ist
der Einsatz moderner Dieselmotoren insbesondere im Transportwesen vorherrschend.
Aber auch im Individualverkehr gewinnt der Dieselmotor aufgrund seines hohen Wir-
kungsgrades und seines durch neue Einspritztechnologien gewachsenen Fahrkomforts
immer mehr an Bedeutung. In Deutschland betrug der Anteil an den Neuzulassungen
im Jahr 2003 nahezu 40 % [1], wobei der Gesamtanteil am Fahrzeugbestand mit 17 %
noch relativ gering war [2, 3].
Allerdings trägt der Straßenverkehr - und somit dieselmotorische Abgase - deutlich
zur Belastung der Umwelt bei. Je nach Schadstoff lassen sich ca. 50 % der boden-
nahen Emissionen auf den Straßenverkehr zurückführen [2]. Des Weiteren stehen
kleinste Rußpartikel, die hauptsächlich dieselmotorischem Abgas zuzuordnen sind,
im Verdacht, schwere Gesundheitsschädigungen zu bewirken [1, 4].
Neben dem Drang der Menschen nach nahezu unbeschränkter Mobilität ist somit glei-
chermaßen das Aufrechterhalten hoher Lebensqualitäten sowie einer intakten Natur
in den Mittelpunkt gesellschaftlichen Interesses gerückt. In diesem Zwiespalt sind
sowohl die jahrelange Forschung und fortschreitende Abgasgesetzgebung als auch
die mittlerweile technisch sehr aufwendigen Maßnahmen zur Abgasnachbehandlung
begründet.

Im Bereich der dieselmotorischen Schadstoffemissionen wird gegenwärtig die
Reduktion der Rußpartikel und die Einführung von Filtertechniken unter Fachleuten
intensiv diskutiert und von der Politik gefordert. Der Einbau von Partikelfiltersystemen
ist zur Zeit die wirkungsvollste Maßnahme zur Reduktion der Rußemissionen. Im
Gegensatz zur Filtration der Partikel mit Abscheidegraden von mehr als 95 % über alle
Partikelgrößen stellt die Regeneration von Partikelfiltern weiterhin eine technische
Herausforderung dar und ist daher Gegenstand der vorliegenden Arbeit.
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1.1 Motivation, Ziele und Inhalt der Arbeit
Zur Regeneration von Diesel-Partikelfiltern werden unterschiedliche Strategien ver-
folgt. Sie beruhen dennoch alle auf einem Abbrand des eingelagerten Rußes, entweder
bei hohen Temperaturen (T ≥ 600 ◦C) mit dem im Abgas enthaltenen Sauerstoff oder
bei niedrigeren Temperaturen (280 ◦C < T < 450 ◦C) mit NO2. Bei der Frage nach
möglichen Regenerationsstrategien kommt auch dem Diesel-Oxidationskatalysator
eine neue Bedeutung zu.
Um Partikelfilter effizient regenerieren und Abgasreinigungsanlagen auslegen zu
können, müssen daher die wichtigsten physikalischen und chemischen Vorgänge,
sowohl in den einzelnen Bauteilen als auch in deren Kombination, verstanden und
modellmäßig beschrieben werden (Abb. 1.1).

PartikelfilterOxidationskatalysator

Motor

Funktionen: - Reduktion der Rohemissionen
- „NO2-Generator“
- Katalytischer Brenner   

- Filtration der Partikel
katalytisch beschichtet:
- CO- und HC-Sperrkatalysator
- „NO2-Generator“
- Katalytischer Brenner 

Abbildung 1.1: Exemplarische Darstellung einer Abgasreinigungsanlage bestehend
aus Diesel-Oxidationskatalysator und Diesel-Partikelfilter

Neben der Reduktion von Rohemissionen kann der Oxidationskatalysator (DOC) bei
Einsatz eines Partikelfilters ((C)DPF) auch aktiv zur Einleitung des Rußabbrandes
genutzt werden. Einerseits können Kohlenwasserstoffe, die in Form einer sog. nicht-
verbrennenden Nacheinspritzung über das Dieseleinspritzsystem innermotorisch oder
durch eine HC-Dosierung außermotorisch in das Abgas eingebracht werden, am DOC
umgesetzt werden und so die zur Filterregeneration benötigten hohen Temperaturen
erzielt werden. Andererseits kommt dem DOC die wichtige Aufgabe zu, das bei der
motorischen Verbrennung gebildete NO (ca. 90 % der emittierten NOx) zu NO2 zu
oxidieren. Das NO2 dient dabei als Oxidationsmittel für den Rußabbrand - die sog.
“passive” Regeneration. Neben der vollständigen Regeneration eines Filters, zumeist
über O2 aufgrund hoher Abbrandraten, ist gerade die kontinuierliche Regeneration mit
NO2 von besonderem Interesse, da sie einen großen Einfluss auf die Rußmorphologie
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und damit auf die Rußpermeabilität sowie -reaktivität hat.
Ein katalytisch beschichtetes Filter (CDPF) kann die Funktion eines Diesel-
Oxidationskatalysators mit einschließen. Bei der kontinuierlichen Regeneration
kommt es dabei zu einem interessanten Prozess. Das durch den Rußabbrand zu
NO reduzierte NO2 kann an der Beschichtung erneut zu NO2 oxidiert werden
und steht somit wiederum für den Rußabbrand zur Verfügung. Es ist daher wichtig,
das Wirkungsprinzip der NO/NO2-Oxidation sowohl im DOC als auch im CDPF
sowie die Oxidation von Ruß mit NO2 im Zusammenspiel mit den maßgebenden
Stofftransportwiderständen besser zu verstehen.
Obwohl die thermische Regeneration - d.h. die Regeneration mit Sauerstoff - schon
Gegenstand zahlreicher Veröffentlichungen war, sind einzelne Vorgänge, insbeson-
dere in Kombination mit einer katalytischen Beschichtung, noch nicht vollständig
geklärt. Während der thermischen Regeneration können unter bestimmten Bedin-
gungen unkontrollierbar hohe Temperaturen auftreten, die zu einer Zerstörung des
Filters führen und bisher dem Einsatz preiswerterer Filtermaterialien im Wege standen.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit sollen die physikalischen und chemischen
Vorgänge sowohl im Diesel-Oxidationskatalysator als auch in katalytisch beschich-
teten sowie unbeschichteten Partikelfiltern experimentell untersucht und anhand von
eindimensionalen dynamischen Modellen beschrieben werden.
Ziel ist es dabei, ausgehend von ausgewählten Stoffkomponenten, die maßgebenden
Reaktionen des komplexen Gasgemisches dieselmotorischen Abgases abzubilden
und ein grundlegendes Verständnis für die Prozesse in Abgasreinigungsanlagen
aufzubauen. Als Stoffkomponenten werden CO, als Vertreter der unverbrannten
Kohlenwasserstoffe C3H6 und C3H8 sowie NO, NO2, CO2, H2O, O2 und Ruß
betrachtet. Für deren Stoffumsetzungen sollen hinreichend genaue Bruttoreaktionski-
netiken, unter Berücksichtigung konkurrierender Adsorption, ermittelt werden. Mit
den in der vorliegenden Arbeit entwickelten Simulationsmodellen sollen abschließend
Systemanalysen für PKW-Abgasreinigungsanlagen hinsichtlich ihrer Schadstoff-
umsetzungen und Temperaturentwicklung längs der axialen DOC- wie der axialen
Filterkoordinate vorgenommen und die dabei dominierenden Vorgänge des komplexen
Zusammenspiels von Reaktion und Stofftransport erläutert werden.

Nach einem kurzen Überblick in Kapitel 2 über die dieselmotorische Schadstoff-
entstehung sowie deren Reinigung in Abgasnachbehandlungsanlagen folgt eine
Beschreibung des zur Durchführung der experimentellen Untersuchungen speziell
entwickelten und aufgebauten Reaktionskinetikprüfstandes (Kapitel 3). Dieser
ermöglicht unter isothermen und definierten synthetischen Abgasbedingungen die
ablaufenden Reaktionen an realen Katalysator- und Filtermonolithen detailliert zu be-
trachten und deren Reaktionskinetik zu erfassen. Ausgehend von den experimentellen
Untersuchungen werden für die Reaktionen im Oxidationskatalysator (Kapitel 4), im
katalytisch beschichteten Filter (Kapitel 5) sowie für die Rußoxidation mit O2 und
NO2 im beschichteten und unbeschichteten Filter (Kapitel 6) Bruttoreaktionskineti-
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ken entwickelt und ihre Parameter anhand von Optimierungsrechnungen bestimmt.
Diese Kapitel schließen zudem die Modellbildungen sowie Simulationsrechnungen
ein, deren Ergebnisse mit realen Motorversuchen verglichen werden. Abschlie-
ßend werden in Kapitel 7 Systemanalysen zu Abgasnachbehandlungsanlagen mit
Oxidationskatalysator und Partikelfilter durchgeführt.
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Kapitel 2

Dieselabgasemissionen und Konzepte
der Abgasreinigung

Thema der vorliegenden Arbeit ist die Regeneration von Diesel-Partikelfiltern und da-
bei insbesondere die Reaktionskinetik der Rußoxidation mitO2 undNO2. Um die Pro-
blematik der Abgasnachbehandlung mit Partikelfiltern in den Gesamtzusammenhang
der Abgasreinigung von PKW-Motoren einordnen zu können, wird im folgenden Ka-
pitel zunächst auf die Schadstoffentstehung während der dieselmotorischen Verbren-
nung sowie deren Auswirkungen auf die Umwelt und den menschlichen Organismus
eingegangen. Da die Abgasgrenzwerte auch in den nächsten Jahren weiter verschärft
werden und das Potenzial zur Reduktion der Rohemissionen innerhalb des Motors be-
grenzt ist, werden Abgaskatalysatoren und Partikelfilter weiter an Bedeutung gewin-
nen. Nachfolgend werden daher die Konzepte zur Reinigung des Abgases aufgeführt,
die bereits Stand der Technik sind oder kurz vor der Markteinführung stehen.

2.1 Dieselabgasemissionen

Bei der vollständigen Verbrennung eines CxHy-Brennstoffes mit Luft enthält das
Abgas lediglich die Komponenten O2, N2, CO2 und H2O. Obwohl CO2 für den
Treibhauseffekt mit verantwortlich gemacht wird, wird es, da es keine direkte Gefahr
für den menschlichen Organismus darstellt, nicht als Schadstoff bewertet. Bei der
realen, unvollständigen motorischen Verbrennung entstehen jedoch zusätzlich zu den
oben genannten Komponenten die Schadstoffkomponenten Kohlenmonoxid (CO),
unverbrannte Kohlenwasserstoffe (HC), Stickoxide (NOx = NO+NO2 +N2O) und
Partikel. Ihre Bildung ist in erster Linie vom Sauerstoffangebot, beschreibbar durch
das Luftverhältnis λ (λ = mL/mLst), welches das Verhältnis aus der tatsächlichen
Luftmasse (mL) zu der für die Verbrennung des Kraftstoffes benötigten stöchiome-
trischen Luftmasse (mLst) wiedergibt, sowie von den im Brennraum vorliegenden
Temperaturen und Drücken abhängig. Aufgrund der instationären Vorgänge während
der motorischen Verbrennung sind diese Faktoren zudem zeitlich und örtlich großen
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Schwankungen unterworfen.
Kohlenmonoxid entsteht grundsätzlich bei lokalem Luftmangel (λ < 1). Hier läuft
die Reaktion der CO-Oxidation in Konkurrenz zur H2-Oxidation ab. Aber auch in
überstöchiometrischen Bereichen kann CO durch Auslöschen von Flammenfron-
ten aufgrund niedriger Temperaturen an den Brennraumwänden (wall-quenching)
entstehen. Die HC-Emissionen sind ebenso auf die Mechanismen von lokalem
Sauerstoffmangel, Quenching sowie auf Überschreiten einer zündfähigen Gemischzu-
sammensetzung zurückzuführen. Die Summe der unverbrannten Kohlenwasserstoffe
setzt sich hierbei aus zum Teil völlig unverbrannten sowie bereits teiloxidierten oder
gecrackten Komponenten zusammen. Aufgrund ihrer Vielzahl werden sie gewöhnlich
nur als Summenemissionen angegeben [5]. Die Quellen für die Bildung der HC-
Emissionen sind sehr vielfältig und sollen hier nicht näher erläutert werden [6, 7].
Auch die Partikelentstehung, in Form von Feststoffen sowie Kondensaten, ist eng
mit den Vorgängen zur Bildung unverbrannter Kohlenwasserstoffe verbunden. Die-
selpartikel bestehen zu 95 % aus organischen (Ruß und polyzyklische aromatische
Kohlenwasserstoffe) sowie zu 5 % aus anorganischen Bestandteilen. Als Partikelgehalt
wird die Menge aller Stoffe bezeichnet, die sich auf einem Filter abscheiden, nachdem
das Abgas nach einem definierten Verfahren verdünnt und auf T = 52 ◦C abgekühlt
wurde. Auf die Rußbildungsmechanismen wird in Kapitel 2.1.1 näher eingegangen.
Bei der motorischen Verbrennung gebildete Stickoxide bestehen zu ca. 90 % aus
NO [4, 7], da dieses Reaktionsprodukt das bei den hohen Temperaturen im Zylinder
thermodynamisch stabile Produkt ist und durch die schnelle Abkühlung während der
Expansionsphase “eingefroren” wird. Nach längerem Verweilen unter atmosphäri-
schen Bedingungen wird es allerdings fast vollständig zu NO2 umgewandelt. Bei
den meisten Verbrennungssystemen dominiert die NO-Bildung nach dem Zeldovich-
Mechanismus [6, 7, 8]. Als Folge hoher Verbrennungstemperaturen entsteht dieses
sogenannte “thermische”-NO im ersten Schritt durch die Reaktion von atomarem
Sauerstoff mit molekularem Stickstoff. Ein gewisser Anteil des NO wird auch
über die Startreaktion von Kohlenwasserstoffradikalen mit molekularem Stickstoff
(“prompt”-NO) nach dem Fenimore-Mechanismus und durch die Oxidation von im
Brennstoff gebundenem Stickstoff (“fuel”-NO) gebildet. Das beim Verbrennungs-
prozess entstandene NO wird erst im Abgassystem oder in der Atmosphäre zu NO2

oxidiert [6, 8, 9].

Neben der Entwicklung wirkungsgradoptimierter Brennverfahren steht, wie bereits
erwähnt, die Schadstoffreduktion im Mittelpunkt gegenwärtiger Forschungstätig-
keiten. Ein Zielkonflikt ist bei der dieselmotorischen Verbrennung die sog. “NOx-
Ruß-Schere”, da sich die Bildung dieser beiden Schadstoffgruppen gegenläufig
verhält (Abb. 2.1). Aufgrund dieses prinzipiellen Zusammenhangs lässt sich zwar
die motorische Verbrennung so applizieren, dass die Rohemissionen der einen
Komponente den Emissionsgrenzwerten (Kap. 2.1.3) entsprechen und nur für die
andere Komponente eine Nachbehandlung z.B. mit einem Partikelfilter (Kap. 2.3)
bzw. einem NOx-Speicherkatalysator (Kap. 2.2.1) notwendig wird, jedoch ist so keine
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Abbildung 2.1: Zielkonflikt der NOx- und Rußemissionen bei der motorischen Ab-
stimmung des Betriebspunktes

Reduktion der Gesamtrohemissionen möglich. Es ist also, auch für die Entlastung
der Abgasreinigungskomponenten, anzustreben, die Emissionen nicht entlang der
motorisch bedingten “NOx-Ruß-Schere” zu verschieben, sondern die “Schere” zu
durchbrechen und sowohl die Rußemissionen als auch dieNOx-Emissionen gleichzei-
tig zu reduzieren. Teilhomogene Verbrennungsführungen, die gegenwärtig intensiver
Forschung unterliegen, können hierbei aufgrund niedriger Temperaturen diesen
Zielkonflikt zukünftig zumindest in ausgewählten Kennfeldbereichen entschärfen.
Durch die niedrigen Temperaturen wird nicht nur die NOx-Bildung verlangsamt,
sondern auch der Rußbildung entgegengewirkt. Allerdings ist bei teilhomogenen
Verbrennungsverfahren mit erhöhtem CO- und HC-Ausstoß zu rechnen.
Weitere Maßnahmen zur innermotorischen Schadstoffreduktion sind präzisere
Luft- und Einspritzsysteme zur exakten motorischen Verbrennungsführung, insbe-
sondere unter dynamischen Motorbetriebszuständen, sowie Abgasrückführungen
zur Absenkung der Verbrennungsspitzentemperaturen. Auch weiterentwickelten
Strömungsführungen mit Drall- und Tumbleeffekten ist Potenzial zur Schadstoffsen-
kung zuzurechnen. Durch die Verwendung qualitativ hochwertigerer Kraftstoffe lassen
sich die Emissionen zusätzlich senken. Eine allgemeine Bewertung der genannten
innermotorischen Maßnahmen hinsichtlich ihres Potenzials zur Schadstoffsenkung
kann hier nicht vorgenommen werden, da die Maßnahmen erst in ihrer Kombination
und unter Berücksichtigung des einzelnen, speziellen Motordesigns (z.B. Verdichtung,
Einspritzsystem, Aufladung, ...) wirksam werden.
Allerdings werden innermotorische Maßnahmen alleine nicht in der Lage sein, die
zukünftig angestrebten Emissionsreduzierungen zu erzielen (Kap. 2.1.3). Hierzu wird
eine Kombination mit nachmotorischen Abgasreinigungssystemen erforderlich sein.
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2.1.1 Rußpartikelentstehung

Die bei der Partikelentstehung ablaufenden chemischen und physikalischen Pro-
zesse sind noch nicht vollständig verstanden und Gegenstand intensiver For-
schung [10, 11, 12, 13, 14]. Das Schema zur Partikelbildung lässt sich aber wie folgt
näherungsweise beschreiben.
Als Startreaktion läuft zunächst die chemische Reduktion der Brennstoffmoleküle
sowie anschließend die Bildung eines ersten Benzolringes ab. Die Bildung dieses
ersten Benzolringes kann durch zwei Hypothesen erklärt werden [6]. Die Acetylen-
Hypothese geht davon aus, dass sich mehrere Moleküle des bei fetter Verbrennung
entstehenden Ethins (Acetylen) zu einem ersten Benzolring unter der Anlagerung
von H• und Abspaltung von H2 zusammenfügen. Die Ionen-Hypothese besagt im
Gegensatz dazu, dass sich die Ethin-Moleküle zunächst mit in fetten Gemischzonen
vorliegenden CH- oder CH2-Gruppen zu C3H3-Ionen verbinden und unter Umlage-
rung von H-Atomen zu einem Ring zusammenschließen. Durch Polymerisation von
Ringen und gleichzeitiger Dehydrierung wachsen die entstehenden polyzyklischen
aromatischen Kohlenwasserstoffe zu größeren Gebilden heran. Dabei nimmt der
prozentuale Anteil an C-Atomen stark zu und es kommt zur Kondensation und
Bildung von Rußkernen (Nukleation), deren Abmessungen 1− 2 nm betragen. Diese
Rußkerne schließen sich wiederum unter Oberflächenwachstum und Anlagerung
unterschiedlichster Substanzen zu Rußprimärpartikeln zusammen. Der Primärparti-
keldurchmesser beträgt 20 − 30 nm. Anschließend wachsen die Primärpartikel durch
Agglomeration zu langen kettenförmigen Rußstrukturen [6, 15].
Eine weitere Hypothese zur Bildung erster Rußteilchen beruht auf der schnellen
Diffusionsgeschwindigkeit von H2 an die Flammenfront bei hohen Temperaturen.
Aus den so dehydrierten Kohlenwasserstoffen kann sich elementarer Kohlenstoff zu
Clustern zusammenschließen [16].
Die typische Agglomeratgröße von dieselmotorischem Ruß im Abgassystem liegt trotz
unzähliger Einflussfaktoren in einem recht engen Bereich von 70−100 nm [17, 18, 19].
Der Ruß besteht hierbei zu ca. 76 − 84 % aus elementarem Kohlenstoff [20, 21]. Al-
lerdings unterliegt der emittierte Ruß ständigen Veränderungen durch Agglomeration,
Aggregation sowie Adsorption [15, 17, 22, 23, 24, 25]. Auch sind die physikalischen
Eigenschaften der Rußpartikel nicht direkt, sondern nur durch äquivalente Größen für
Durchmesser und Oberfläche sowie durch einen fraktalen Parameter beschreibbar [15].
Ihre Bestimmung erfordert sehr aufwendige Messtechniken [16, 20, 25, 26, 27].
Der Einfluss der Temperatur auf die Rußbildung ist noch nicht eindeutig geklärt.
Hohe Temperaturen begünstigen sowohl die Pyrolyse als auch die Rußoxidation. Als
“kritisch” für die Rußbildung gelten Temperaturen von 1500 ◦C bis 1900 ◦C und
Luftverhältnisse von λ < 0.6. Ein Großteil des während der motorischen Verbrennung
entstehenden Rußes wird nahezu gleichzeitig wieder durch Oxidationsreaktionen
abgebaut, so dass die Rußemissionen nur einen Bruchteil der maximal gebildeten
Rußmenge ausmachen [28].
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Neben den Bemühungen die durch die Verbrennung fossiler Brennstoffe ver-
ursachten Rußemissionen zu reduzieren, muss erwähnt werden, dass Ruß auch
industriell und großtechnisch, meist nach dem Furnace-Verfahren, hergestellt wird.
Ruß wird als Füllstoff von Kautschuk, als Pigment für Druckfarben und Lacke
sowie zur Herstellung von Elektroden und Trockenbatterien verwendet [29, 30]. Im
englischen Sprachgebrauch wird daher bei dem Begriff Ruß zwischen soot, Ruß
als Emission aus der Verbrennung kohlenstoffhaltiger Materialien mit Anlagerung
unzähliger Substanzen, und carbon black, Industrieruß, der nahezu aus reinem
Kohlenstoff besteht, unterschieden. Im Folgenden wird unter Ruß ausschließlich
motorischer Ruß (soot) verstanden.

2.1.2 Umweltbelastung und Gesundheitsgefährdung durch moto-
rische Schadstoffe

Die unter Umwelt- und Gesundheitsaspekten notwendige Reduktion der durch den
Verkehr verursachten Luftschadstoffe ist die eigentliche Motivation für die zahlreichen
Forschungsaktivitäten auf dem Gebiet der Abgasnachbehandlung. Nachfolgend wird
daher ein Überblick über die Wirkung der relevanten Schadstoffkomponenten auf den
menschlichen Organismus und die Natur gegeben.
So ist die Verbrennung fossiler Brennstoffe zu 40 % an den troposphärischen NO-
und NO2-Emissionen beteiligt. Da diese als Katalysator zur Ozonbildung wirken,
gelten sie als Hauptverursacher für die Ausbildung von bodennahem Ozon. Ferner
tragen sie durch HNO3 mit mehr als 10 % zur Bildung des “sauren Regens” und
somit zur Versauerung der Böden und Gewässer bei. Distickstoffmonoxid (N2O),
auch Lachgas genannt, wird den klimarelevanten Spurengasen zugeordnet und gehört
zu den wichtigsten Treibhausgasen. In der Stratosphäre wird N2O mit Sauerstoff zu
NO umgewandelt, womit es die Hauptquelle von stratosphärischem NO darstellt.
Dieses ist seinerseits an der katalytischen Zerstörung von Ozon beteiligt. Der Anteil
des Kraftfahrzeugverkehrs an den N2O-Emissionen ist allerdings nur gering. Neben
den klimarelevanten Eigenschaften der Stickoxide ist NO ebenso ein starkes Blutgift
[1, 4, 8, 31].
Unter der Gesamtmasse der unverbrannten Kohlenwasserstoffe befinden sich eini-
ge Substanzen, wie Carbonylverbindungen, Dioxine sowie Furane, deren Anteile
nicht explizit limitiert sind, aber aufgrund ihres Gefährdungspotenzials besondere
Bedeutung haben. In einem Bericht des Forschungszentrums Jülich [5] wurden die
HC-Emissionen für verschiedene Fahrzeugkonzepte detailliert aufgeschlüsselt. Koh-
lenwasserstoffe wirken einerseits direkt toxisch oder karzinogen auf den menschlichen
Organismus ein, andererseits tragen flüchtige organische Verbindungen, die zu einem
Großteil aus der motorischen Verbrennung stammen, zusammen mit NO2 durch
photochemische Prozesse zur Bildung von bodennahem Ozon bei [31].
Kohlenmonoxid besitzt im Vergleich zu Sauerstoff eine 200-fach höhere Affinität zum
Hämoglobin des Blutes und führt dadurch zu Sauerstoffmangel und Ersticken. Auch
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wirkt CO als wichtiges indirektes Treibhausgas, da es die chemischen Abläufe in der
Atmosphäre stark beeinflusst [31].
Die Gesundheitsgefährdung durch Emissionen von Kleinstpartikeln und ultrafeinen
Partikeln mit einer Größe unter 2.5 µm bzw. 0.1 µm im Durchmesser, die zu
45 − 65 % durch den Straßenverkehr verursacht werden, und insbesondere durch
partikelförmigen Kohlenstoff, der bis zu 84 % auf Dieselmotoremissionen zurück-
zuführen ist [1, 32], war jahrelang stark umstritten. Neueste Veröffentlichungen,
darunter die vom Umweltbundesamt in Auftrag gegebene und oft zitierte Studie
von Wichmann [32], belegen die karzinogenen und mutagenen Eigenschaften von
Dieselruß [20, 33, 34].
Die Atemwege sowie die Lunge wirken selbst wie ein Filter und können durch
Impaktion und Diffusion einen Großteil der Partikel abscheiden. Auch können Ma-
krophagen (Fresszellen) die eingelagerten Partikel abbauen. Dennoch können Partikel
im Größenbereich von 10 − 20 nm zu den Alveolen (Lungenbläschen) vordringen
und von dort in den Organismus gelangen [16, 34].
Es gilt als gesichert, dass inhalierbare und lungengängige Partikel sowohl bei
Kurzzeitexposition als auch Langzeitexposition Einfluss auf die Morbidität und
Mortalität durch Atemwegserkrankungen und Herz-Kreislauf-Erkrankungen haben.
Auch die Kanzerogenität von Dieselruß hinsichtlich des Lungenkrebsrisikos konnte
in Tierversuchen nachgewiesen werden.
Neben den direkten negativen Einwirkungen von Rußpartikeln auf den menschlichen
Organismus ist, wie der IPCC-Bericht 2001 [31] darlegt, davon auszugehen, dass
deren Emission auch nachhaltig, direkt oder indirekt, unser Klima beeinflusst. Als
ein entscheidender Faktor ist die Absorption von Strahlung an elementaren Kohlen-
stoffpartikeln und die damit verbundene Erwärmung der Luft anzusehen. Andererseits
können Aerosole als Kondensationskerne zur Wolkenbildung beitragen oder auch
die optischen Eigenschaften und die Lebensdauer von Wolken modifizieren, was
tendenziell zu einer Abkühlung führt. Dies trifft u.a. auch auf Partikel aus organischen
Kohlenstoffverbindungen zu [1, 31, 35]. Neben den Rußemissionen aus der diesel-
motorischen Verbrennung verursacht der Straßenverkehr aber auch durch Abrieb
(Bremsen, Reifen, Straßenbebeläge und Kupplungen) nicht zu vernachlässigende
Partikelemissionen, die nicht durch Filtersysteme beseitigt werden können [2, 20].
Wie eine Studie des ifeu [25] zeigt, ist allerdings die Bestimmung der Partikel-
immissionen ausgehend von Emissionsberechnungen mit einigen Unsicherheiten
verbunden. Die emittierten ultrafeinen Partikel agglomerieren an der Atmosphäre
und bilden somit größere Strukturen. Die Lebensdauer dieser ultrafeinen Partikel
beträgt in Abhängigkeit von der Aerosolkonzentration und den thermodynamischen
Bedingungen Bruchteile von Sekunden bis zu wenigen Stunden.
Die gegenwärtig in der Öffentlichkeit intensiv diskutierte Feinstaubbelastung in den
Städten bezieht sich auf Immissionsmessungen von Partikeln der Größenklasse PM10.
Diese Größenklasse schließt auch Partikel aus natürlichen Quellen wie marine Ae-
rosole, geogene Mineralstäube und Bioaerosole ein. Eine abschließende Beurteilung
der Auswirkungen durch dieselmotorische Partikel auf die Umwelt kann somit nicht

10



gegeben werden [25, 32, 36].

Bei der Diskussion um die Reduktion des Schadstoffausstoßes von Kraftfahr-
zeugen zum Schutz der Umwelt sollte jedoch nicht vernachlässigt werden, dass für
alle Abgasreinigungssysteme immer größere Mengen an Edelmetallen, insbeson-
dere Pt, erforderlich werden. Der Abbau und die Gewinnung dieser Edelmetalle,
vornehmlich in Südafrika und Russland, unter enormen Energieaufwendungen und
Umweltbelastungen sowie die durch den Einsatz von Katalysatoren bedingten Edel-
metallemissionen müssen daher in einer globalen Ökobilanz ebenfalls berücksichtigt
werden [4].

2.1.3 Abgasgrenzwerte

Erste Vorschriften zur Luftreinhaltung für Fahrzeugmotoren wurden bereits in den 50er
Jahren in den USA erlassen. Um weiterhin die durch den Straßenverkehr verursach-
ten Emissionen, trotz steigender Zulassungszahlen und Kilometerleistungen [3, 7], zu
reduzieren, wurden und werden immer strengere Abgasgrenzwerte vom Gesetzgeber
festgelegt. Diese Grenzwerte beziehen sich auf jeweils einen definierten Fahrzyklus,
der die typische Fahrzeugbetriebsweise im Straßenverkehr durch ein repräsentatives
Fahrprofil bestmöglich abbilden soll. Folglich gelten für unterschiedliche Fahrzeug-
klassen jeweils angepasste Grenzwerte sowie spezielle Testzyklen. Die Grenzwerte so-
wie die Fahrzeugtestzyklen sind dabei staatenspezifisch. Maßgebend für die weltweite
Gesetzgebung sind die Bestimmungen und Testzyklen für die USA, Japan und Euro-
pa. In Tabelle 2.1 ist die zeitliche Entwicklung der für Europa geltenden Grenzwerte

Schadstoff EURO I EURO II EURO II EURO III EURO IV EURO V
[g/km] (1992) a) (1996) (1996) a) (2000) (2005) (2010) b)

CO 2.72 1.0 1.0 0.64 0.5 1.0
HC - - - - - 0.05
NOx - - - 0.5 0.25 0.08

HC + NOx 0.97 0.7 0.9 0.56 0.3 -
Partikel 0.14 0.08 0.1 0.05 0.025 0.0025
a) Grenzwerte für direkteinspritzende Dieselmotoren

Von 1992-1994 bestanden auch für EURO I erhöhte Grenzwerte:
HC +NOx = 1.36 g/km sowie Partikel = 0.2 g/km

b) Vorschlag für die Grenzwerte der EURO V-Norm [1]
Ebenso steht ein Vorschlag zur Reduktion der Partikel um 80 % und der
NOx-Emissionen um 20 % der EURO IV-Grenzwerte zur Diskussion

Tabelle 2.1: Zeitliche Entwicklung der Abgasgrenzwerte für PKW bis 3.5 t Gesamt-
gewicht mit Dieselmotor in Europa [1, 37]
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nach dem Neuen Europäischen Fahrzyklus (MVEG-Test) für Fahrzeuge mit Diesel-
motor aufgeführt. Die der EURO IV nachfolgende und im Jahr 2010 inkrafttretende
Abgasgesetzgebung EURO V für Dieselmotoren steht gegenwärtig noch zur Diskus-
sion [1]. Möglicherweise werden für die EURO V-Grenzwerte, für die Partikel- und
NOx-Emissionen, zunächst gelockertere Grenzwerte folgen. Dafür würden die CO-
Grenzwerte von Euro IV beibehalten.
Auch wird über eine neue Bewertung von Partikelemissionen nachgedacht. Bisher
wurde nur die Partikelmasse und nicht die Partikelanzahl in den Grenzwerten berück-
sichtigt. Aber gerade kleine Partikel, sog. Nanopartikel, die trotz ihrer großen An-
zahl kaum zur Partikelmasse beitragen, gelten als besonders schädlich. Aufgrund ih-
rer großen Oberfläche können diese Kleinstpartikel zudem eine Vielzahl an toxischen
Substanzen anlagern. In Zukunft ist daher mit einer Bewertung des Partikelausstoßes
nach den Größenklassen PM10, PM2.5 oder sogar PM0.1 zu rechnen.

2.2 Autoabgaskatalysatoren
Die bei der motorischen Verbrennung entstehenden Schadstoffe, HC und CO, können
in der Gasphase nur bei hohen Temperaturen ab T ≥ 700 ◦C und langen Ver-
weilzeiten oxidiert werden. Eine Reduktion der NOx-Emissionen ist in rein thermi-
schen Reaktoren nicht möglich [7, 38]. Seit Mitte der 70er Jahre werden daher Au-
toabgaskatalysatoren zur Abgasreinigung von Kraftfahrzeugen eingesetzt. Anfänglich
nur zur Reinigung ottomotorischer Abgase, sind sie heute, insbesondere der Diesel-
Oxidationskatalysator (DOC), auch bei Dieselfahrzeugen Stand der Technik. Bislang
fungierte der Katalysator als passive Komponente im Abgassystem. Mit dem Einsatz
von Diesel-Partikelfiltern und der Möglichkeit, mittels des Umsatzes von HC im Ka-
talysator außermotorisch die zum Rußabbrand nötigen Abgastemperaturen zu errei-
chen, wird der Abgaskatalysator inzwischen auch aktiv zur Filterregeneration einge-
setzt (Kap. 2.3.4).
Die Katalysatorträger bzw. -substrate müssen bei geringem Volumen eine möglichst
große Oberfläche für die katalytische Beschichtung zur Verfügung stellen. Weitere
konstruktive Vorgaben sind zudem das Gewicht, der Abgasgegendruck, die mecha-
nische Festigkeit und die thermische Shockbeständigkeit [39]. Gegenwärtig sind 93 %
der Träger keramische Monolithe (Wabenkörper), die überwiegend aus Cordierit, einer
Keramik mit der Summenformel 2MgO · 2Al2O3 · 5SiO2, bestehen. 7 % der Träger
bestehen aus Metallfolien (FeCrAl-Legierungen).
Auf die Träger wird die katalytische Beschichtung mittels einer wässrigen Suspensi-
on, dem Washcoat, aufgebracht. Sie besteht aus Trägeroxiden, meist Aluminiumoxid
(auch Titandioxid und Siliziumdioxid), die eine sehr große spezifische Oberfläche auf-
weisen, weiteren oxidischen Komponenten sowie den Edelmetallen als Katalysator.
Die Beschichtungsdicke beträgt dabei ca. 25−30 µm. Für Dieselanwendungen werden
wegen ihrer Oxidationsfähigkeit hauptsächlich die Edelmetalle Platin und Palladium
eingesetzt. Diese können entweder durch einen Tauchprozess in Edelmetallsalzlösun-
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gen auf den getrockneten Washcoat aufgebracht werden (Imprägnierung) oder sind auf
Oxiden fixiert und bereits im Washcoat enthalten (Fixierung). Mit neuen Beschich-
tungsverfahren sind so Mehrschichtkatalysatorkonzepte und Beschichtungen mit Zo-
nen unterschiedlicher Aktivität (sog. “zone-coated”) realisierbar. Der Hauptgrund für
den Einsatz von “zone-coated” Beschichtungen ist im Temperaturmanagement zu se-
hen. Bei Eintritt des Abgasstroms in den Katalysator liegen die höchsten Stoffüber-
gangskoeffizienten vor. Sie führen somit, zusammen mit den hohen Sauerstoffkonzen-
trationen, gerade in diesem Strömungsanlaufbereich zu sehr hohen Umsätzen, aber
auch zu einer schnelleren Alterung. Mit der Höhe der Beladung ändert sich neben
der Aktivität der Beschichtung gleichzeitig auch die Wärmekapazität, womit zu hohen
Temperaturgradienten im Katalysator entgegengewirkt werden kann.
Nach einem Trocknungs- und Kalzinierungsprozess sind die katalytischen Beschich-
tungen fest mit dem Träger verbunden sowie die Komponenten, die zum Teil als
Vorläufersubstanzen (Precursor) aufgebracht wurden, in ihre endgültige chemische
Form gebracht und stabilisiert. Wichtige Kenngrößen für Katalysatoren sind die Edel-
metallbeladung, die Porenstruktur, die Porengrößenverteilung und die Porenform ein-
schließlich ihrer Oberfläche. Die spezifische Oberfläche eines Washcoats wird übli-
cherweise mit der BET-Methode, der die Stickstoffadsorption mit anschließender ma-
thematischer Korrelation nach der BET1-Gleichung zugrunde liegt, bestimmt. Neben
der wichtigen Rolle, die Oberfläche der Trägersubstrate erheblich zu vergrößern, um
die Verteilung der katalytisch aktiven Komponenten zu verbessern, sind die Trägeroxi-
de auch direkt für den Ablauf einiger Reaktionen von Bedeutung.
Als weitere oxidische Zuschlagstoffe können Zeolithe, Stickoxid- und Sauerstoffspei-
cherkomponenten dem Washcoat beigemengt werden. Zeolithe, kristalline Alumosi-
licate, zeichnen sich durch geordnete Netzwerke aus und dienen unter anderem zur
Adsorption von Schadstoffen. HC-Adsorber können somit während des Motorkalt-
starts unverbrannte Kohlenwasserstoffe bei niedrigen Temperaturen einlagern, wel-
che anschließend bei höheren Temperaturen desorbiert werden und an den katalytisch
aktiven Komponenten umgesetzt werden. Als Stickoxidspeicherkomponenten werden
Erdalkali- und Alkalimetalle eingesetzt. Cer als Sauerstoffspeicherkomponente wird
bei Dieselapplikationen unter anderem dazu verwendet, die löslichen Bestandteile der
Partikel zu cracken und zu oxidieren. Eine Rußoxidation ist im Katalysator aufgrund
zu geringer Temperaturen und Verweilzeiten nicht möglich.
Eine oft verwendete Kenngröße für die Aktiviät eines Abgaskatalysators im Automo-
bilbau ist die Light-Off-Temperatur. Sie besagt, bei welcher Temperatur eine 50%ige
Konvertierung des jeweiligen Schadgases erreicht wird. Sowohl die Aktivität als auch
die Selektivität eines Autoabgaskatalysators nehmen allerdings mit der Nutzungsdauer
ab. Es kommt zur Alterung oder Desaktivierung. Hauptursache hierfür sind thermische
Desaktivierungen durch Sinterung und Phasenveränderung der Edelmetalle oder der
Trägeroxide, was zu einer Abnahme aktiver Zentren führt, sowie Vergiftungsprozesse,
die durch irreversible Adsorption von Komponenten an aktiven Zentren hervorgeru-

1nach: Brunauer, Emmett und Teller
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fen werden. Auch eine mechanische Blockierung der aktiven Zentren durch Belegung
der Porenzugänge und -oberflächen verringert die Aktivität nachhaltig. Thermische
Desaktivierungen treten ab 750 ◦C ein. Hierbei muss insbesondere die lokale Tempe-
ratur auf der Mikrooberfläche der Beschichtung beachtet werden. Diese kann deutlich
über der Gasphasentemperatur liegen. Die chemische Vergiftung von Autoabgaska-
talysatoren wird vorwiegend durch Schwefeloxide und Motorölaschen hervorgerufen
[4, 7, 16, 38, 40, 41].

2.2.1 Stickoxid-Abgasnachbehandlungssysteme
In speziellen Abgaskatalysatoren können die Stickoxidemissionen (NOx) zu einem
großen Teil zu Stickstoff reduziert werden. Hierzu stehen momentan zwei prinzipi-
ell unterschiedliche Verfahren für den Einsatz im Diesel-PKW zur Diskussion: ei-
nerseits die selektive katalytische Reduktion andererseits die Adsorbertechnologie
[4, 6, 7, 9, 42].
Das Verfahren der selektiven katalytischen Reduktion (SCR, selective catalytic
reduction) von Stickoxiden unter mageren Abgasbedingungen ist von der Kraftwerks-
technik bekannt. Ammoniak reduziert die Stickoxide an geeigneten Katalysatoren,
meist Vanadiumpentoxid und Zeolithe, unter hoher Selektivität zu Stickstoff (Gl. 2.1 -
2.3).

4NH3 + 4NO +O2 → 4N2 + 6H2O (2.1)
2NH3 +NO +NO2 → 2N2 + 3H2O (2.2)

8NH3 + 6NO2 → 7N2 + 12H2O (2.3)

Ein solches SCR-Abgasnachbehandlungssystem besteht je nach Auslegung aus meh-
reren Katalysatoren. Ein optional vorgeschalteter Oxidationskatalysator erhöht, neben
dem Umsatz von HC und CO, den NO2-Anteil im Abgas. Das Verhältnis von NO2

zu NO beeinflusst die NOx-Reduktionsleistung. Ein 50 %-Anteil von NO2 an NOx

ist dabei wirkungsgradoptimal [42]. Wird Ammoniak nicht direkt als Reduktionsmittel
eingesetzt, muss dieses zum Teil an einem weiteren Katalysator erzeugt werden; z.B.
an einem Hydrolysekatalysator bei Einsatz von Harnstoff-Wasser-Lösung (Gl. 2.4).
Moderne SCR-Katalysatoren können diese Aufgabe integriert übernehmen.

(NH2)2CO +H2O → 2NH3 + CO2 (2.4)

Um Ammoniakdurchbrüche und -emissionen zu vermeiden, kann ein Sperroxidations-
katalysator dem eigentlichen SCR-Katalysator nachgeschaltet werden. Überschüssiges
Ammoniak wird dabei zu Stickstoff und Wasser umgesetzt. Das geeignete Tempera-
turfenster für das SCR-Verfahren, in dem NOx-Konvertierungsraten von bis zu 90 %
erreicht werden können, liegt bei 300 − 450 ◦C. Als unerwünschte Nebenprodukte
können allerdings auch NO und N2O entstehen.
Der kritische Aspekt der SCR-Technologie ist das unerlässliche Mitführen eines
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zusätzlichen Betriebsstoffes. Da Ammoniak sehr toxisch ist, wird meist die ungifti-
ge Trägersubstanz Harnstoff (NH2)2CO verwendet. In Lösung mit Wasser ist eine
gute Dosierbarkeit in den Abgastrakt gewährleistet. Hierbei ist jedoch die Problema-
tik des Gefrierens bei tiefen Temperaturen zu beachten. Eine weitere Möglichkeit der
Ammoniakzuführung besteht in der Sublimation von Carbamat (NH2CO2NH4).
Das zweite Verfahren zur Reduktion der im Dieselabgas enthaltenen Stickoxide beruht
auf ihrer diskontinuierlichen Einspeicherung und Reduktion. Unter mageren Motor-
betriebsbedingungen (λ > 1) werden die Stickoxide an Speicherkomponenten, meist
Alkali- bzw. Erdalkalimetalloxiden, des Katalysators adsorbiert. Zur Beschreibung des
Einspeichervorgangs wird in Gleichung 2.5 beispielhaft Barium als Speicherkompo-
nente verwendet [43]. Zunächst muss aber zur Einspeicherung NO zu NO2 an einem
Pt-Katalysator oxidiert werden.

2NO2 +
1

2
O2 +BaCO3 ⇀↽ Ba(NO3)2 + CO2 (2.5)

Der optimale Temperaturbereich zur Einspeicherung liegt zwischen 250 ◦C und
450 ◦C. Darunter ist die Oxidation von NO zu NO2 zu langsam, darüber ist die NO2-
Konzentration aufgrund des thermodynamischen Gleichgewichts limitiert.
Unter fetten Abgasbedingungen (λ < 1) findet wieder ein Nitratzerfall zu NO statt,
welches anschließend mit dem im Abgas als Reduktionsmittel enthaltenen CO redu-
ziert wird (Gl. 2.6 und 2.7).

Ba(NO3)2 + 3CO ⇀↽ 2NO + 2CO2 +BaCO3 (2.6)

NO + CO ⇀↽ CO2 +
1

2
N2 (2.7)

Als Reduktionsmittel können auch unverbrannte Kohlenwasserstoffe und Wasserstoff
dienen. Die Umschaltzeiten zwischen Einspeicherung und Regeneration sind aufgrund
der geringen Speicherkapazitäten sehr kurz. Die Dauer der Beladungsphase beträgt
betriebspunktabhängig 30− 300 s, die Regeneration erfolgt in 2− 10 s. Die Umschal-
tung zwischen Mager- und insbesondere für den Diesel untypischen Fettbetrieb stellt
noch einige Herausforderungen hinsichtlich der Fahrbarkeit, Konstanz von Dreh-
moment, Drehzahl und Geräusch dar. Bei Einsatz von NOx-Speicherkatalysatoren
ist des Weiteren auf schwefelfreien Kraftstoff zu achten. Eine Verschwefelung
des Katalysators verringert die Konvertierungsrate beträchtlich, da SO2 ebenfalls
im Katalysator eingespeichert wird. Zur Schwefelregeneration sind jedoch hohe
Temperaturen von deutlich über 600 ◦C erforderlich. Die NOx-Konvertierungsraten
liegen bei der Adsorbertechnologie unter denen des SCR-Verfahrens [4, 42].

Bei beiden vorgestellten Systemen ist anzumerken, dass eine Temperaturschädi-
gung der Katalysatoren schon ab 550 ◦C eintritt und somit eine kombinierte
Abgasnachbehandlung mit Filtersystemen, neben den hohen Kosten, noch einige
technische Schwierigkeiten aufweist. Die Firma Toyota hat mit dem DPNR-System
(Diesel Particulate-NOx Reduction System) aber bereits eine Systemkombination aus
Partikelfiler und NOx-Speicherkatalysator vorgestellt [44, 45, 46].
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2.3 Diesel-Partikelfilter
Da es für einige Motor-/Fahrzeugkombinationen schwierig ist, die geforderte Euro IV-
Norm für alle Abgaskomponenten alleine durch innermotorische Maßnahmen einzu-
halten, werden immer mehr Abgasreinigungssysteme eingesetzt. Wie die Abgasgrenz-
werte (Tab. 2.1) zeigen, ist sowohl eine Reduktion der Stickoxide als auch der Ruß-
partikel festgeschrieben. Aufgrund der motorisch bedingten Gegenläufigkeit der Ruß-
und NOx-Bildung (Kap. 2.1) ist allerdings meist nur die Nachbehandlung einer die-
ser beiden Schadstoffe notwendig. Hierzu ist im LKW-Bereich die SCR-Technologie
vorherrschend. Im PKW-Bereich dagegen wird bisher das Diesel-Partikelfilter als Rei-
nigungskonzept gewählt.
Da mit Partikelfiltern die Grenzwerte nicht nur eingehalten werden können, son-
dern um ein Vielfaches unterschritten werden, rüsten einige Fahrzeughersteller
auch aus umweltpolitischen und Image-Gründen ihre Fahrzeuge mit Filtersyste-
men aus. Für zukünftige Emissionsreduzierungen werden kombinierte Ruß-NOx-
Nachbehandlungssysteme, wie beispielsweise das bereits erwähnte DPNR-System, er-
forderlich sein.
Seit durch die Fa. PSA im Jahre 2000 die Filtertechnologie in großem Umfang auf
den Markt gebracht wurde, sind nahezu bei allen Fahrzeugherstellern Modelle mit
Filtersystemen im Angebot. Da die Palette von Filtertypen, Materialien und Herstel-
lern mittlerweile sehr groß ist und die Forschungs- sowie Entwicklungsschwerpunkte
sehr spezifisch geworden sind, soll im Folgenden nur ein Einblick in die wichtigsten
Grundlagen zu Filtersystemen gegeben werden. Hierzu gehören Filtrationsmechanis-
men, Filterkonzepte, Regenerationsstrategien sowie aktuelle Forschungsschwerpunk-
te. Auf einige spezielle Problemstellungen bei Filtersystemen, insbesondere auf die
physikalischen und chemischen Vorgänge in der Rußschicht während der Filterrege-
neration, deren Untersuchung Kern dieser Arbeit sind, wird an entsprechender Stelle
noch ausführlich eingegangen.

2.3.1 Filtrationsmechanismen
Die Abscheidung von Partikeln im Rußfilter beruht grundsätzlich auf drei phy-
sikalischen Mechanismen (Abb. 2.2). Wird der Abgasmassenstrom durch Fasern
oder innerhalb poröser Filtermedien abgelenkt, können große Partikel aufgrund
ihrer Massenträgheit der Strömung nicht folgen und werden durch Impaktion am
Strömungshindernis abgeschieden. Kleinere Partikel, die der Strömung folgen können,
werden jedoch dennoch abgefangen (Interzeption), wenn sich ihre Partikelbahn auf
oder “unterhalb” der sog. Grenzpartikelbahn befindet. Bei noch kleineren Partikeln,
den Nanopartikeln, wird die Abscheidung durch die Brown’sche Diffusion und die
damit verbundene Agglomeration wirksam. Somit werden auch Partikel, die viel
kleiner sind als die Porenstruktur des Filtermediums, effizient gefiltert. Für die Diffu-
sion sind dabei die Verweilzeit der Partikel im Medium sowie die Porenstruktur bzw.
Faserstruktur ausschlaggebend [20, 47]. Durch zahlreiche Strömungsumlenkungen in
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Abbildung 2.2: Partikelabscheidemechanismen

der Filtermatrix werden sowohl die Verweilzeiten erhöht als auch die Impaktions- und
Interzeptionsmöglichkeiten vergrößert. Die auf dem Filtermedium abgeschiedenen
Partikel agglomerieren und wachsen mit der Beladung zu größeren Partikelstrukturen.
Als weitere prinzipielle Mechanismen zur Abscheidung von Kleinstpartikeln können
elektrostatische Kräfte sowie die Thermophorese ausgenutzt werden.
Neben der Filtration selbst ist das Rückhalten der Partikel im Filter von großer
Bedeutung. Durch die Agglomeration von Partikeln und die Ausbildung von
komplexeren Strukturen kommt es zu Formeffekten mit dem Filtermedium. Viel
entscheidender ist aber die Haftung der Partikel an der Matrix aufgrund von Van der
Waals-Kräften [20, 47].
Die oben beschriebenen Mechanismen können in technischen Filtern, als Ober-
flächenfilter oder als Tiefenfilter, genutzt werden (Abb. 2.3). Bei Oberflächenfiltern
bildet sich auf dem Filter durch die abgeschiedenen Partikel ein poröser Filterkuchen
aus. Dieser Rußkuchen wirkt dabei selbst wie ein Filtermedium und übernimmt
somit weitgehend die Filtration des Gasstromes. Bei Tiefenfiltern dagegen werden die
Partikel ausschließlich in der Filtermatrix eingelagert.
Abbildung 2.4 zeigt beispielhaft den zeitlichen Verlauf des Abscheidegrades eines
monolithischen Wall-flow2 Diesel-Partikelfilters für unterschiedliche Partikelgrößen.
Die Messung wurde am Berußungsreaktor (Kap. 3.2) mit einem SMPS (Scanning
Mobility Particle Sizer der Firma TSI) an einer frischen Filterprobe des selben
Filtertyps vorgenommen wie er auch für die experimentellen Untersuchungen der
vorliegenden Arbeit verwendet wurde (Kap. 3.1.2). Obwohl es sich beim verwendeten
Filtertyp um ein Oberflächenfilter handelt, beginnt die Filterwirkung zunächst über
eine Tiefenfiltration, bis sich nach wenigen Minuten ein Rußkuchen aufgebaut
hat. Dieser Prozess führt, wie in Abbildung 2.4 ersichtlich, zu einem mit der Zeit
ansteigenden Abscheidegrad. Der Übergang von Tiefenfiltration zu Oberflächen-
filtration lässt sich ebenso im Druckverlustverlauf über das Filter erkennen. Da
jedoch bei der oben diskutierten Messung zur Partikelabscheidung keine simultanen

2Monolithisches Wabenfilter (Oberflächenfilter), siehe Abb. 2.7
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Abbildung 2.3: Partikelabscheidung an Oberflächen- und Tiefenfiltern
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Abbildung 2.4: Zeitlicher Verlauf des Filterabscheidegrads (Partikelanzahl) für ver-
schieden Partikelgrößen (Mobilitätsdurchmesser)

Druckverlustmessungen vorgenommen werden konnten, stellt Abbildung 2.5 hierzu
nur den prinzipiellen Zusammenhang von Druckverlust und Rußbeladung für den
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verwendeten Filtertyp dar. Treffen Partikel auf das noch unbeladene Filter, folgen sie
zunächst der Strömung und werden durch Tiefenfiltration in den Poren der kerami-
schen Filterwand abgeschieden. Dies führt zu einer Verengung der freien Porenkanäle
und somit zu einem raschen Anstieg des Druckverlustes. In die sich verengenden
Porenkanäle können immer weniger Partikel der Strömung folgen, weshalb sie schon
an den Poreneingängen abgeschieden werden. Es bildet sich ein Filterkuchen aus.
Der daraus resultierende Druckverlust geht in einen linearen Zusammenhang mit der
Rußbeladung über.

D
ru
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rl
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t  
∆∆ ∆∆ 

p

Rußbeladung mRuß bzw. Zeit t

Druckverlust durch
das Filtermaterial

Oberflächenfiltration

Tiefenfiltration

Abbildung 2.5: Zusammenhang von Druckverlust und Filterbeladung

Neben dem mit der Zeit ansteigenden Gesamtpartikelabscheidegrad spiegeln sich
in Abbildung 2.4 auch die zuvor beschriebenen Filtrationsmechanismen für die
unterschiedlichen Partikelgrößen wider. Die Abscheidewirkung des hier untersuchten
Filters zeigt für eine Partikelgröße von ca. 210 nm ein Minimum, da die Partikel für
Impaktion und Sperreffekte zu klein und für die Diffusionsabscheidung zu groß sind.
Insgesamt liegt aber von Beginn an ein Abscheidegrad für alle Partikelgrößen von
mehr als 95 % vor.

2.3.2 Porosität und Packungsdichte des eingelagerten Rußes

Die Porosität bzw. Packungsdichte des sich bei Oberflächenfiltern ausbildenden Ruß-
kuchens ist nicht konstant, sondern wird durch die im Filter vorliegenden Strömungs-
bedingungen bestimmt [48]. Entscheidend sind hierfür der konvektive und diffusi-
ve Transport der Rußagglomerate in die bereits bestehende Rußschicht (Abb. 2.6).
Das Verhältnis von konvektivem Transport zu diffusivem wird durch die Pe-Zahl
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(Pe = v dprimary
Dp

[48])3 beschrieben. Bei niedrigen Pe-Zahlen ist die Packungsdich-
te des sich bildenden Rußkuchens gering (ca. 40 kg/m3) und die Porosität hoch. Ab
einer Pe-Zahl von 1 ergibt sich nach Konstandopoulos et al. [48] ein asymptotischer
Endwert für die Porosität von ≥ 0.9 sowie für die Packungsdichte ein Wert von ca.
140 kg/m3. Neben der Porosität und der Packungsdichte des Rußkuchens wird ebenso
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Abbildung 2.6: Abhängigkeit der Rußpackungsdichte und Rußporosität von der
bei der Beladung vorliegenden Pe-Zahl (nach Konstandopou-
los et al. [48])

dessen Permeabilität durch die bei der Rußeinlagerung vorherrschenden Strömungs-
bedingungen beeinflusst. Da der im Filter eingelagerte Ruß den Hauptbeitrag zum
Druckverlustverhalten eines beladenen Filters darstellt, wäre somit für eine genaue
Korrelation von Druckverlust zu Rußmasse eine exakte Bestimmung der Rußpermea-
bilität erforderlich [48, 49].
Die chemische Zusammensetzung und die Morphologie des Rußkuchens unterlie-
gen aufgrund der instationären Motorbetriebsweisen und somit Abgaszusammenset-
zungen, -temperaturen und -massenströmen ständigen Veränderungen und können
kaum als konstant oder homogen angenommen werden. Wie sich im Rahmen
der vorliegenden Arbeit bei den experimentellen Untersuchungen zur Rußoxidation
(Kap. 6.2) gezeigt hat, wird zudem der Rußabbrand von der Rußmorphologie be-
einflusst. Gleichzeitig zieht der Rußabbrand seinerseits wiederum morphologische
Veränderungen der Rußschicht nach sich.

2.3.3 Filterkonzepte
Die Anforderungen an Filterkonzepte sind vielfältig. Diesel-Partikelfilter müssen den
bei Regenerationen auftretenden hohen Temperaturen von bis zu über 1000 ◦C, ther-
mischen Spannungen sowie Temperaturwechseln standhalten. Des Weiteren sind ein

3dprimary: Primärpartikeldurchmesser; Dp: Diffusionskoeffizient bezogen auf ein Rußagglome-
rat [48]

20



geringer Gegendruck, hohe Ruß- und Aschespeicherfähigkeit, eine geringe thermische
Masse, Partikelmassenabscheidegrade > 99 % und Unempfindlichkeit gegen Fahr-
zeugvibrationen gefordert. Zudem sollen das Filtermaterial für zukünftige Filtersyste-
me katalytisch beschichtbar sowie beständig gegen Ölaschen und Kraftstoffadditive,
das Gesamtpackage (Einbauraum) eines Filters möglichst kompakt und der Preis da-
bei niedrig sein [20, 47, 50, 51].
Diesen Anforderungen entsprechen gegenwärtig keramische Wall-flow Monolithfilter
für den Einsatz im PKW am besten (Abb. 2.7). Aufgrund der alternierend verschlosse-
nen Kanäle wird der Abgasmassenstrom durch die poröse Filterwand (ε = 0.4− 0.6),
die als Oberflächenfilter wirkt, gezwungen und strömt in den Auslasskanal. In der Her-
stellung entsprechen solche Filter grundsätzlich keramischen Katalysatormonolithen
und können somit kostengünstig und in hohen Stückzahlen hergestellt werden. Wich-
tige Kenngrößen für monolithische Filter sind die Zelligkeit, Wandstärke, Filtrations-
fläche sowie das Gegendruckverhalten. Die Filtrationsfläche ist dabei der entscheiden-
de Paramter für das Druckverlustverhalten des beladenen Filters. In der Praxis zeigten
sich Filter mit einem Monolithvolumen von 2−4 l, einer Zelligkeit von 200−300 cpsi
und Wandstärken von 10−14mil als am besten geeignet. Die Filtrationsfläche beträgt
für diese Filter ca. 2 bis 4 m2. Als Filtermaterial wird aufgrund seiner hohen Tempera-
turbeständigkeit meist SiC (Siliciumcarbid) verwendet. Aus Kostengründen wird der
Einsatz weiterer Filtermaterialien und dabei insbesondere von Cordierit, das bereits
als Trägermaterial von Katalysatoren in großem Umfang verwendet wird, aber bis-
her aus thermischer Sicht kritisch zu bewerten ist, angestrebt. Ein weiterer Grund für
den verbreiteten Einsatz von Wall-Flow Partikelfiltern liegt in der guten und mit Au-
toabgaskatalysatoren (Kap. 2.2) vergleichbaren katalytischen Beschichtbarkeit. In der
vorliegenden Arbeit werden katalytisch unbeschichtete Wall-Flow Diesel-Partikelfilter
als DPF, beschichtete als CDPF und Partikelfilter allgemein als (C)DPF bezeichnet.

Gasstrom

Rußpartikel

Einlasskanal

Stopfen
Auslasskanal

Filterwand

Partikelabscheidung

Filtrierter Gasstrom

Abbildung 2.7: Prinzipdarstellung eines keramischen Wall-flow Diesel-Partikelfilters

Neben diesem Standardfiltertyp gibt es zudem Sintermetallfilter, die mit ihrer
Filtertaschen- bzw. Zellstruktur ähnlich aufgebaut sind wie keramische Monolithfilter.
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Die Metallfilter sind zwar relativ schwer, weisen aber eine gute Wärmeleitfähigkeit
und je nach Zellstruktur eine hohe Aschespeicherfähigkeit auf. Auch werden verschie-
dene metallische Schaumfilter sowie Faserfilter als Vertreter von Tiefenfiltern einge-
setzt. Diese zeigen allerdings meist niedrige Filterwirkungsgrade bei hohen Gegen-
drücken [20]. Ein Vorteil ist aber im Fall einer katalytischen Beschichtung der enge
Kontakt von Ruß und Beschichtung [52, 53, 54, 55].
Ein weiteres Filterkonzept besteht aus nicht verblockbaren bzw. offenen Systemen
aus Metallfolien [56]. Hierbei wird die Strömung durch Metallschaufeln und Waben
so umgelenkt, dass Partikel mit Abscheidegraden bis maximal 70 % gefiltert werden
können. Der Vorteil dieses Systems liegt im begrenzten maximalen Gegendruck und
in der Vermeidung von Filterüberladungen, weshalb es auch als PKW-Nachrüstlösung
sehr gut geeignet ist.

2.3.4 Regenerationsverfahren
Durch die Einlagerung von Ruß im Partikelfilter erhöht sich mit Zunahme der Bela-
dung, die gewöhnlich als Rußmasse pro Filtervolumen (mRuß [g/l]) angegeben wird,
der Abgasgegendruck erheblich. Dies führt von einem Kraftstoffmehrverbrauch bis
hin zu spürbaren Motorleistungseinbußen. Das Filter muss regeniert werden. Um den
Ruß kontrolliert abbrennen zu können, wurden aktive und passive sowie diskontinu-
ierliche und kontinuierliche Regenerationsverfahren sowie deren Kombinationen ent-
wickelt [20, 57, 58, 59]. Allerdings ist dazu meist ein zusätzlicher Energieeinsatz er-
forderlich, was wiederum zu höheren Kraftstoffverbräuchen führt. Ziel ist es, einen
bestmöglichen Kompromiss aus Beladung und Regeneration für ein Filtersystem zu
finden.
Wie bereits erwähnt, läuft die Rußoxidation grundsätzlich über die beiden im Abgas
enthaltenen Komponenten O2, bei hohen Temperaturen (Kap. 6.2.5), und NO2, bei
niedrigeren Temperaturen (Kap. 6.2.1), ab. Damit Ruß mit Sauerstoff verbrennt, wer-
den Temperaturen von über 600 ◦C benötigt, welche allerdings für dieselmotorisches
Abgas nur unter sehr hohen Lasten vorliegen und unter stationären, praxisrelevanten
Betriebspunkten nur selten erreicht werden (Abb. 2.8). Die erforderliche Bereitstellung
dieser Temperaturen führt daher zu einem erheblichen Energieeinsatz und somit zu
aktiven Regenerationsmaßnahmen. Hierzu zählen insbesondere motorische Maßnah-
men, wie die gezielte Verschlechterung des motorischen Verbrennungswirkungsgrades
durch Ladedruckabsenkung und Ansaugluftdrosselung sowie die späte, nur teilweise
drehmomentbildende, Dieselnacheinspritzung zur Erhöhung der Abgastemperaturen.
Jedoch ist es nicht immer möglich, die erforderlichen Temperaturen alleine durch die
innermotorische Verbrennung zu erzielen, weshalb einige weitere Verfahren zur Ab-
gastemperaturanhebung entwickelt wurden [7, 20, 47]. Hierzu bietet sich die Nutzung
des Diesel-Oxidationskatalysators als katalytischer Brenner (z.T. auch als “Katburner”
bezeichnet) zum Erreichen der Regenerationstemperaturen an. Die Zudosierung von
HC kann, wie bereits erwähnt, sowohl innermotorisch durch späte nichtverbrennende
Nacheinspritzung als auch durch eine externe Einspritzung [60] oder Verdampfung in
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Abbildung 2.8: Beispielhaftes Temperaturkennfeld (Temperatur nach Turbolader) ei-
nes 4-Zylindermotors (Fahrzeug der gehobenen Mittelklasse)

den Abgastrakt [61] erfolgen. Auch motorferne Brennersysteme [62] sowie elektrische
Beheizungen [20] wurden bereits untersucht und eingesetzt. Um die mit der Rußoxi-
dation freigesetzte Wärme effizienter zu nutzen, sind zudem autotherme Filtersyste-
me und Systeme mit periodisch wechselnder Durchströmungsrichtung gegenwärtig in
der Entwicklung [63, 64, 65]. Aufgrund der hohen erzielbaren Reaktionsgeschwin-
digkeiten bei der Rußoxidation mit O2 sowie des im Abgas enthaltenen recht hohen
Sauerstoffanteils können Filter so in wenigen Minuten vollständig regeneriert werden.
Es handelt sich bei den Verfahren, die die Regeneration mit O2 ausnutzen (auch als
thermische Regeneration bezeichnet), sowohl um diskontinuierliche als auch aktive
Regenerationsverfahren.
Die über NO2 erzielbaren Rußabbrandraten liegen deutlich unter denen der thermi-
schen Regeneration. Das zur Rußoxidation benötigte NO2 ist nur in vernachlässig-
barer Menge im Abgas enthalten, weshalb es zunächst an Katalysatoren gemäß der
Gleichung 2.8 gebildet werden muss.

2NO +O2 ⇀↽ 2NO2 (2.8)

Allerdings sind auch die NOx-Emissionen als Schadstoffe limitiert (Tab. 2.1). Es ist
daher, abhängig vom im Abgas vorliegenden Ruß/NOx-Verhältnis, kaum möglich,
ein Filter vollständig zu regenerieren. Eine vollständige Regeneration ist nur in spezi-
ellen stationären Motorbetriebspunkten (z.B. stationäre Autobahnfahrt) zu erreichen.
Unter den für PKW üblichen instationären Betriebszuständen kann aber aufgrund des
Rußabbrandes mit NO2 die Beladungsgeschwindigkeit des Filters verringert werden.
Für kombinierte Verfahren zur Stickoxidreduktion und Filtration von Partikeln, wie
das DPNR-System, könnte die Reduktion der NOx zu einer weiteren Absenkung
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der NO2-Rußabbrandraten führen. Regenerationsverfahren, die die Rußoxidation mit
NO2 ausnutzen, können jedoch in einem weiten Motorkennfeldbereich eingesetzt
werden und somit Ruß kontinuierlich abbrennen, ohne dass spezielle Maßnahmen
zur Abbrandregelung benötigt werden. Es handelt sich um kontinuierliche und
gleichzeitig passive Verfahren.
Ein weiteres Verfahren, das den Rußabbrand aktiv unterstützt, liegt in Systemen vor,
die dem Dieselkraftstoff Additive beimischen. Diese Additive, wie z.B. Cer, Kupfer,
Mangan und Eisen, lagern sich mit dem Ruß gut vermischt im Filter an. Durch
den engen Kontakt zum Ruß katalysieren sie den Abbrand, senken die benötigten
Regenerationstemperaturen deutlich und unterstützen sowohl die diskontinuierliche
thermische Filterregeneration über O2 als auch die kontinuierliche Regeneration über
NO2 [49, 66, 67, 68]. Allerdings verbleiben die Additive nach der Regeneration
als Asche im Filter und führen so über die Fahrzeuglaufzeit zu einem erheblichen
Gegendruck im Abgassystem.
Als aktive “exotische Regenerationsverfahren” sind Verfahren anzusehen, die auf
Mikrowellen [69, 70, 71] und nichtthermischen Plasmen [20, 57] basieren.
Mit passiven Regenerationsverfahren wird das Ziel verfolgt, die Rußoxidationstem-
peratur abzusenken, ohne dass spezielle Maßnahmen zur Regeneration getroffen
werden müssen. Hierzu zählen insbesondere katalytische Beschichtungen, die den
Rußabbrand fördern sollen. Im Fall eines Wall-flow Oberflächenfilters ist jedoch der
Kontakt zwischen Ruß und Katalysator schlecht. Dennoch können die zusätzliche
NO2-Erzeugung sowie der exotherme Umsatz von CO und HC zu einem verbesser-
ten Abbrand führen. Zudem werden die bei der Regeneration auftretenden CO- und
HC-Emissionen umgesetzt, weshalb katalytische Beschichtungen auch bei Systemen
mit aktiven Regenerationsverfahren häufig eingesetzt werden.
Eine strenge Trennung dieser Regenerationsverfahren und Übertragung auf einzelne
Abgasnachbehandlungssysteme ist kaum möglich, da zumeist eine Kombination aus
passiven und aktiven sowie kontinuierlichen und diskontinuierlichen Verfahren einge-
setzt wird, um eine effiziente Filterregeneration im gesamten Motorbetriebskennfeld
zu ermöglichen.

In den Untersuchungen der vorliegenden Arbeit wird nur auf die Regenerations-
verfahren näher eingegangen, die auf motorischen Maßnahmen ohne Zusatzstoffe
oder externen Energiezuführungen beruhen. Als Filter werden, wie bereits erwähnt,
keramische beschichtete und unbeschichtete Wall-flow Filter betrachtet.

2.3.5 Aktuelle Forschungsschwerpunkte zu Filtersystemen
Obwohl die Filtration von Rußpartikeln mittlerweile technisch beherrscht wird und die
Regeneration von Filtern generell möglich ist, sind weitere Forschungstätigkeiten not-
wendig, um Diesel-Partikelfiltersysteme effizienter und kostengünstiger gestalten zu
können. Im Folgenden sind daher die wichtigsten aktuellen Forschungsschwerpunkte
aufgeführt:
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• Da SiC als Filtermaterial teuer ist, wird gegenwärtig an Filtermaterialien gear-
beitet, die kostengünstiger sind und dennoch eine ausreichende Temperatursta-
bilität aufweisen.

• Neben den Materialeigenschaften werden auch neue Geometrien entwickelt, die
eine größere Ruß- und Aschespeicherung ermöglichen. Nicht nur durch den
Einsatz von Regenerationsadditiven, sondern auch durch Kraftstoff- sowie Mo-
toröladditive entstehen erhebliche Aschemengen. Soll ein Filter für Fahrzeug-
laufleistungen von über 200 000 km ausgelegt werden, ist die Gegendruckzu-
nahme aufgrund von im Filter eingelagerter Asche nicht zu vernachlässigen [72].
Diese Forderung nach einem erhöhten Ascheeinspeichervolumen ist z.B. in der
sog. Octo-square Filterstruktur verwirklicht [20]. Der Einlasskanal mit einer
achteckigen Querschnittsfläche weist dabei ein deutlich größeres Volumen auf
als die kleineren Auslasskanäle und erlaubt somit im Vergleich zu Standard
Wall-Flow Filtern eine höhere Einlagerung von Ruß und Asche bei gleichblei-
bendem Druckverlust.

• Wie bereits erwähnt, können katalytische Beschichtungen nicht nur den Rußab-
brand unterstützen, sondern sie sollen in Zukunft auch die Stickoxidreduktion im
Filter ermöglichen [73]. Hierzu ist die Entwicklung leistungsfähiger Beschich-
tungen erforderlich, die zudem hohen Temperaturen sowie Vergiftungen durch
Aschen standhalten. Dabei muss auch das Filtermaterial mit seiner Porosität und
seinem Gegendruckverhalten speziell an die jeweilige Beschichtung angepasst
werden [74]. Aufgrund des guten Kontakts von Ruß und Katalysator sind auch
Tiefenfilter zur simultanen Ruß- und NOx-Reduktion interessant [53, 75]. Al-
lerdings müssen hierzu die Filtersubstrate auf ein geringeres Gegendruckniveau
und eine bessere Aschespeicherfähigkeit hin weiterentwickelt werden.

• Ein weiteres wichtiges Arbeitsgebiet ist die Bestimmung der eingelagerten Ruß-
masse sowie deren Morphologie. Die Rußmasse ist maßgeblich verantwortlich
für die Temperaturentwicklung während der thermischen Regeneration. Aller-
dings ist es bisher nicht möglich, insbesondere nach abgebrochenen Regene-
rationen, die Gesamtrußmasse oder sogar deren örtliche Verteilung zu bestim-
men. Hierin liegt jedoch ein großes Potenzial, die Filterregenerationen gezielt
durchführen zu können und somit den Einsatz preiswerterer Filtermaterialien zu
ermöglichen. Gleichzeitig kann der Kraftstoffmehrverbrauch durch angepasste
Regenerationsführungen deutlich gesenkt werden.

• Um den Prozess einer Filterregeneration regeln zu können, bedarf es für den
Fahrzeugeinsatz robuster Regelfunktionen [76] sowie Messtechniken. Diese sind
auch im Rahmen einer OBD-Überwachung (OBD = On-Board-Diagnose) zwin-
gend erforderlich.

Filtersysteme sollen der Reduktion von Partikelemissionen dienen. Dabei sollen
aber nicht weitere, während der Filterregeneration entstehende Emissionen in Kauf
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genommen werden. Gerade die von Additiven verursachte Asche gilt zum Teil als
hoch toxisch [20].

Neben aller Grundlagenforschung ist jedoch der entscheidene Punkt für den Einsatz
von Filtersystemen die Integrierbarkeit in ein Fahrzeug. Dies betrifft sowohl das
Package als auch die Leistungsfähigkeit der Motorsteuersysteme und Sensorik. Der
Fahrer soll durch den Einbau von Filtersystemen keinerlei negative Rückwirkungen
wahrnehmen können. Das umfasst anfallende Wartungsarbeiten, Geräuschentwick-
lungen, Leistungseinbußen, Motorruckeln, auffallende Abgasemissionen und den
Kraftstoffmehrverbrauch.
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Kapitel 3

Versuchsaufbau und
Versuchsdurchführung

Im Gegensatz zu thermodynamischen Daten können Reaktionsgeschwindigkeiten (Mi-
krokinetik) nicht theoretisch berechnet werden. Sie müssen daher experimentell be-
stimmt werden. Auch sind einige Vorgänge während der Rußoxidation und der gegen-
seitige Einfluss der einzelnen Motorabgaskomponenten auf die Reaktionsgeschwin-
digkeiten noch nicht vollständig geklärt. Insbesondere für das komplexe Zusammen-
spiel zwischen Rußabbrand und den Oxidationsreaktionen an katalytisch beschichteten
Filtern sind kaum verifizierte Daten verfügbar. Deshalb wurde im Rahmen dieser Ar-
beit ein Kinetikprüfstand aufgebaut, der detaillierte Untersuchungen hinsichtlich der
ablaufenden Reaktionen und Vorgänge während des Rußsabbrandes ermöglicht sowie
die Bestimmung der Kinetiken für die Rußoxidation und der Oxidationsreaktionen der
Schadstoffkomponenten an Katalysatoren erlaubt. Im Folgenden wird zuerst die Ver-
suchsanlage vorgestellt und danach die Methodik der Versuchsdurchführung erläutert.

3.1 Versuchsaufbau
Die nachstehend beschriebene Versuchsanlage wurde in der Abteilung Entwicklung
Abgasnachbehandlungssysteme (Bereich Dieselsysteme) der Robert Bosch GmbH auf-
gebaut und betrieben. Ziel war es, einen flexiblen und universellen Prüfstand zur Un-
tersuchung zukünftig möglicher Abgasreinigungssysteme zur Verfügung zu haben. Al-
le in dieser Arbeit vorgestellten experimentellen Ergebnisse wurden an dieser Anlage
ermittelt.

3.1.1 Gesamtanlage

Kern der Versuchsanlage sind zwei identische Flachbettreaktoren mit jeweils fünf
Zapfstellen zur Analyse des Reaktionsfortschrittes längs der axialen Koordinate
von Katalysatorproben. Aufgrund der speziellen Geometrie und Durchströmung der
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(C)DPF-Proben können mit den Seitenabzügen der Reaktoren keine axialen Kon-
zentrationsvermessungen vorgenommen werden (Kap. 3.3.2). Vergleichbare Flach-
bettreaktoren wurden schon in den Arbeiten von Kirchner [77] und Kerskes [78]
für deren Untersuchungen verwendet und werden in Kapitel 3.1.2 eingehend be-
schrieben. Die Reaktoren wurden so betrieben, dass in einem Reaktor ausschließ-
lich die Untersuchungen zur Rußoxidation und Schadstoffumsetzung im DOC durch-
geführt wurden. In dem anderen Flachbettreaktor wurden reaktionskinetische Versu-
che an NOx-Speicherkatalysatoren vorgenommen, wodurch insgesamt eine flexible
Versuchsdurchführung an der Kinetikanlage möglich war.
Die Abbildung 3.1 zeigt das Fließbild der gesamten Versuchsanlage. Die Gasver-
sorgung der Anlage wird durch Gasdruckflaschen und nachgeschaltete Gasdruck-
minderer bewerkstelligt. Zur genauen Gaszudosierung werden thermische Massen-
flussregler der Firma MKS eingesetzt. Bei den verwendeten Gasen handelt es sich
bis auf die Versorgung mit NO2 (zur Stabilisierung des NO2-Anteils: Mischung aus
10 V ol-% NO2, 10 V ol-% O2 und 80 V ol-% N2) um Reingase. Die einzelnen Gas-
komponenten können der Abbildung 3.1 entnommen werden. N2 wird dabei als iner-
tes Trägergas verwendet. Die Gaszuführung zu den Reaktoren selbst besteht aus zwei
getrennten Strängen; einem Strang für mageres Syntheseabgas und einem für fette-
res. Da einige Gaskomponenten nur in geringen Mengen dem Syntheseabgas zuge-
geben werden, werden diese mittels Kapillarrohren in die beiden Hauptströme einge-
mischt. Dies ermöglicht trotz der großen Unterschiede im Massenstrom der einzelnen
Komponenten eine genaue und reproduzierbare Reaktionsgaszusammensetzung. Mit-
tels eines Wegeschaltventils (5/2-Wegeventil) kann schlagartig zwischen den beiden
Zuflüssen der zwei Stränge umgeschaltet werden, so dass der eine Strang den Reaktor
versorgt während der andere direkt in die Abluft führt. Um Druckimpulse beim Um-
schalten zu minimieren, ist für jeden Strang getrennt ein Druckregler vorhanden. Somit
sind hochdynamische Konzentrationssprünge realisierbar, welche in erster Linie für
die Versuchsdurchführung an NOx-Speicherkatalysatoren erforderlich sind. Im Rah-
men der Untersuchungen zur Rußoxidation wurde diese Möglichkeit zum Umschal-
ten zwischen Inert- und Reaktionsgas eingesetzt. Für stationäre Messungen am DOC
können auch beide Stränge zusammen direkt zu den Reaktoren geleitet werden, um
eine bestmögliche Einstellung der gewünschten Konzentrationen zu erhalten. Fluss-
ab dieser Umschalteinheit ist ein Kapillarrohrverdampfer, der von einer HPLC-Pumpe
der Firma Knauer gespeist wird, eingebaut. Von dieser Position an und bis zur Gasana-
lysetechnik sind die Leitungen gegen Auskondensieren von Wasserdampf auf 160 ◦C
temperiert. Ein elektrisch beheiztes Messingbad nimmt die gesamte Ventileinheit zum
Schalten der Gaszuflüsse und der Flüsse von den Zapfstellen zur Analysetechnik auf.
Die Analysetechnik besteht zum einen aus einem Messschrank der Firma ABB mit FID
(HC), Limas (NDIR: NO,NO2, SO2, COS,H2S), Uras (UV: CO,CO2, N2O), Cal-
dos (TCD: H2) und Magnos (paramagnetisch: O2), zum anderen aus einem chemisch
ionisierenden Massenspektrometer Airsense 2000 der Firma V&F Analysetechnik, das
insbesondere für Untersuchungen am NOx-Speicherkatalysator dient. Bevor der Gas-
strom in den Abzug geleitet wird, wird das verdampfte Wasser in einem Kühler aus-
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kondensiert und abgeschieden.
Sowohl die Steuerung und Regelung der Versuchsanlage, mit der Ventilsteuerein-
heit, den Massenflussreglern und den Heizreglern (Fa. Horst), als auch die Datener-
fassung laufen in einem Rechner über ein Labview-Programm (Fa. National Instru-
ments) zusammen. Die Anlage kann einerseits manuell gesteuert, andererseits aber
auch automatisiert betrieben werden, indem zuvor erstellte Ablaufskripte zur Ver-
suchsdurchführung durchlaufen werden. Um einen sicheren Betrieb der Versuchsanla-
ge zu gewährleisten, ist diese mit Gaswarnsensoren der Firma Dräger und einer Über-
wachung des Gasabzuges ausgestattet. Im Alarmfall werden alle Gaszuflüsse sofort
durch den Prüfstandsrechner geschlossen. Somit sind auch automatisierte Kinetikver-
messungen über Nacht möglich.

3.1.2 Integralreaktor und Versuchsproben

Zur Vermessung der Reaktionskinetiken wurde ein Integralreaktor eingesetzt. Dieser
besteht aus zunderfestem, nicht rostendem Hochtemperaturstahl und wird über acht
Heizpatronen beheizt. Durch seine hohe thermische Masse und durch die Einbauform,
sowohl der Katalysatorscheiben als auch der Filterproben, mit ihrer großen Wärme-
austauschfläche zum Reaktor ist eine isotherme Reaktionsführung, auch für die stark
exothermen Reaktionen, sichergestellt. Die maximale Einsatztemperatur des Reaktors
beträgt T = 600 − 650 ◦C. Mittels Graphitdichtungen werden Ober- und Unterteil
des Reaktors gegeneinander abgedichtet. Der gesamte Reaktor besitzt zur schnelle-
ren Abkühlung nach durchgeführten Versuchen einen Kühlmantel, der von Druckluft
durchströmt wird. Abbildung 3.2 zeigt eine Fotografie des geöffneten Reaktors mit sei-
nen wichtigsten Bauteilen. Der Gasstrom wird auf der Zustromseite zunächst mittels

Katalysatorscheiben

Heizpatronen

Mischer

Spacer

Zapfstellen

Zulauf

Abbildung 3.2: Geöffneter Reaktor

eines Spacers auf die gesamte zu durchströmende Querschnittsfläche aufgeweitet und
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vorgemischt. Im Anschluss an den Spacer befindet sich zusätzlich ein statischer Mi-
scher zur Homogenisierung des Reaktionsgases. Gleichzeitig dient dieser als Vorheiz-
strecke. Vor der ersten eingebauten Katalysatorscheibe und nach den folgenden Schei-
ben befindet sich jeweils eine Zapfstelle mit einem Thermoelement. Somit können
sowohl axiale Temperatur- als auch Konzentrationsprofile aufgenommen werden. Die
Gasprobenentnahme an den einzelnen Zapfstellen erfolgt durch vier über die Kanal-
breite von 34 mm verteilte Bohrungen im Reaktorboden, welche in einen Sammelka-
nal münden. Dadurch wird gewährleistet, dass die Konzentrationen gemittelt über die
Probenbreite gemessen werden.
Ein Vorteil eines solchen Festbettreaktors besteht auch darin, dass reale Katalysator-
und Filtermonolithe als Versuchsproben eingesetzt werden können und somit eine gu-
te Übertragbarkeit der Ergebnisse auf Fahrzeugsysteme ermöglicht wird. Die Filter-
proben wurden aus PKW-Filtern mit Hilfe einer Keramiksäge auf die erforderlichen
Abmessungen zurecht gesägt. Um eine repräsentative Durchströmung vom Einlass-
zum Auslasskanal in den Proben zu erreichen, wurde eine Höhe der Proben von zwei
Kanälen verwendet. Mit der Wahl von zwei Kanalhöhen ist auch die Isothermie bei der
Versuchsdurchführung noch hinreichend gewährleistet. Die verwendeten Katalysator-
scheiben wurden ebenfalls aus einem gängigen Diesel-Oxidationskatalysator heraus-
gesägt und betragen wiederum zwei Kanalhöhen. Abbildung 3.3 zeigt exemplarisch
eine (C)DPF-Filterprobe. Zur Abdichtung der Katalysatorproben zum Reaktor wurde

4

76

34

Abbildung 3.3: (C)DPF-Versuchsscheibe

Keramikpapier und wegen seiner hohen Festigkeit Glasgewebe für die Filterabdich-
tung verwendet. Der Diesel-Oxidationskatalysator wurde von der Firma Engelhard
mit der Beschichtung NEX0205 versehen. Bei den Filtern handelte es sich um den Typ
Fd200 des Herstellers Ibiden; das CDPF hatte zusätzlich eine Beschichtung NEX0275
von der Firma Engelhard. Die Daten und das Trägermaterial der untersuchten Proben
können der Tabelle 3.1 entnommen werden.
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Probe Material Zelligkeit Wanddicke Platingehalt Hersteller
DOC Cordierit 400 cpsi 6 mil 90 gPt/ft3 Engelhard NEX0205
DPF SiC 200 cpsi 14 mil - Ibiden Fd200

CDPF SiC 200 cpsi 14 mil 50 gPt/ft3 Fd200/NEX0275

Tabelle 3.1: Daten der verwendeten Proben

3.1.3 Rußgenerator CAST
Bei der dieselmotorischen Verbrennung entstehen neben den Rußpartikeln eine Reihe
weiterer Schadstoffe, die sich an den Rußagglomeraten anlagern können. Des Weite-
ren sind die Rußmassenkonzentration und -eigenschaften stark vom Betriebspunkt des
Motors abhängig. Um eine regulierbare, definierte sowie reproduzierbare und dabei
schnellere Rußbeladung der Filterproben zu erzielen, ist der Einsatz von Modellruß,
der in den wichtigsten Eigenschaften dem Dieselruß gleicht, erforderlich.
Zur Erzeugung des in der vorliegenden Arbeit verwendeten Modellrußes wur-
de der Rußgenerator CAST (Combustion Aerosol Standard) der Firma Matter
Engineering AG eingesetzt. Dieser ist in erster Linie als Kalibriergerät für Mess-
geräte zur Bestimmung von Partikelgrößenverteilungen ausgelegt [79]. Vor der inter-
nen Verdünnereinheit des CAST können jedoch auch größere Mengen Ruß direkt ent-
nommen werden. Diese können zur Beladung von Partikelfilterproben genutzt werden.
Der Aufbau und das Vorgehen zur Rußbeladung von Filterproben wird im nachfolgen-
den Kapitel 3.2 detailliert beschrieben.
Das Prinzip der Rußentstehung im CAST beruht auf einer diffusionskontrollierten
Verbrennung von Propan. In der Diffusionsflamme reagieren der Sauerstoff und das
Brenngas nur in einer Grenzzone, der sogenannten Flammenfront, miteinander. Dabei
werden vom Brenngas Wasserstoffatome abgespalten, welche dann sehr viel schneller
als die schwereren Atome zur Flammenfront diffundieren und dort mit dem Sauer-
stoff reagieren. Im Inneren der Flamme befindet sich somit eine sauerstoffarme, aber
an C-Atomen reiche Flamme. Über Kombinationen von den so entstandenen dehy-
drierten Kohlenwasserstoffen bilden sich graphitähnliche Primärpartikel, die sich wei-
ter zu Agglomeraten verbinden. Um eine bestimmte Partikelgröße im Abgasstrom zu
erzeugen, wird in den oberen Bereich der Parallel-Diffusions-Flamme Stickstoff als
Quenchgas zugeführt. Dieses verhindert eine weitere Oxidation der Rußpartikel [79].
Durch Ändern der Flüsse von Propan, Stickstoff und Luft lassen sich Agglomerat-
durchmesser von 30 - 200 nm bei einem elementaren Kohlenstoffgehalt von über 85 %
einstellen. Die maximale Partikelkonzentration liegt dabei bei über 108 Partikel/cm3

und die maximale Massenkonzentration bei ca. 540 mg/m3 [80]. Vom Hersteller sind
sechs Agglomeratgrößen1 voreingestellt (Tab. 3.2). Auch bimodale Verteilungen sind
möglich. Abbildung 3.4 zeigt rechts schematisch die Brennereinheit des CAST und
links die mit einem SMPS (Scanning Mobility Particle Sizer) der Firma TSI vermesse-

1Angabe der Partikelgröße als MobilitätsdurchmesserDp
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Mode ges. Massenkonzentration Anteil elementarer Kohlenstoff
200 nm 540.5 mg/m3

N 98.89 %
160 nm 271.3 mg/m3

N 98.68 %
113 nm 100.4 mg/m3

N 96.63 %
85 nm 34.19 mg/m3

N 95.99 %
55 nm 7.32 mg/m3

N 90.72 %
33 nm 6.05 mg/m3

N 85.96 %

Tabelle 3.2: Coulometrische Daten des CAST, gemessen von der METAS

ne Partikelgrößenverteilung bei den vom Hersteller voreingestellten Modi. Bei Parti-
kelcharakterisierungen ist jedoch anzumerken, dass die Messergebnisse stark von der
Messtechnik und insbesondere den Versuchsbedingungen beinflusst werden können.
Da bei den in der Literatur beschriebenen Arbeiten sehr unterschiedlicher Modellruß
zur Untersuchung des Rußabbrandes verwendet wurde, und auch die Vergleichbar-
keit zu realem Dieselruß kontrovers diskutiert wird, wurden einige Voruntersuchun-
gen am CAST-Ruß durchgeführt. Ziel der Untersuchungen war es zu überprüfen, in-
wieweit CAST-Ruß als realitätsnahe Dieselrußquelle eingesetzt werden kann. Hierzu
wurden Messung mittels des SMPS vorgenommen und mit den Kalibrierdaten der ME-
TAS (Metrologie und Akkreditierung Schweiz) verglichen. Mit einem Vorseriengerät
LI2SA (Laser Induced Incandescence Soot Analyzer) der Firma Esytec konnten die
Primärpartikelgrößen und die Abhängigkeit der Massenkonzentration vom entnomme-
nen Volumenstrom bestimmt werden. Dieses Gerät wurde bereits in einigen Veröffent-
lichungen vorgestellt [81, 82]. Insgesamt zeigte sich bei den Voruntersuchungen, dass
der CAST eine sehr stabile Rußquelle ist. Auch ist der erzeugte Ruß als Modellruß für
Dieselruß gut geeignet (Abb. 3.4). Die Verteilung der Agglomeratgrößen aus der die-
selmotorischen Verbrennung, mit Partikelmaximalkonzentrationen bei einem Durch-
messer von 70 − 100 nm, ist mit der des CAST-Rußes vergleichbar. Je nach Mo-
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torbetriebspunkt liegen allerdings die motorischen Partikelemmissionen eine bis drei
Größenordnungen unter denen des CAST. Weitere Ergebnisse zur Bestimmung des
CAST-Rußes können dem Anhang A.1 entnommen werden. Auf die reaktionskineti-
sche Vergleichbarkeit von Diesel- und CAST-Ruß wird in Kapitel 6.2.2 im Rahmen
der experimentellen Untersuchungen zum Rußabbrand eingegangen.

3.2 Rußbeladung
Für eine definierte und reproduzierbare Rußbeladung der Filterproben wurde eine spe-
zielle Berußungsvorrichtung aufgebaut und an den Rußgenerator CAST angeschlos-
sen. Eine Beladung der Proben innerhalb der Reaktionskinetikanlage ist nicht prakti-
kabel, da sich Rußpartikel durch Adhäsion, statische Aufladung und Thermophorese
auch an der Verrohrung, am Mischer und am Strömungsgleichrichter anlagern. Dies
würde zu verfälschten Messungen führen, da nicht unterschieden werden kann, ob es
sich bei der Rußoxidation um den Ruß innerhalb oder außerhalb der Filterproben han-
delt. Auch bestünde die Gefahr, dass die Reaktionskinetikanlage und die Messtechnik
mit Ruß verschmutzt würden.
Mit dem hier entwickelten Rußbeladungsaufbau (Abb. 3.5) ist es wegen der hohen
Rußmassenkonzentrationen des CAST möglich, die Beladungszeit der Filterproben er-
heblich zu verkürzen. Dabei herrschen für die Rußabscheidung weitgehend vergleich-
bare Durchströmungs- und Beladungsbedingungen wie in einem Dieselrußfilter im
realen PKW-Betrieb. Die Abscheidung der Rußpartikel, die nahezu aus reinem Koh-
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lenstoff bestehen, beruht auf den bereits in Kapitel 2.3.1 erklärten Filtrationsmecha-
nismen. Die Aufnahme der Filterproben ist in den Abmessungen identisch mit den be-
schriebenen Flachbettreaktoren, jedoch im Aufbau etwas vereinfacht. Da der Brenner
des Rußgenerators CAST unter atmosphärischen Bedingungen betrieben wird, muss
der Aerosolstrom mittels einer Unterdruckpumpe durch die Filterprobe gesaugt wer-
den. Zum Schutz der Membranpumpe und der Verstelleinheit für den Volumenstrom
ist ein Filter vorgeschaltet. Das Aerosol wird dem CAST aus dem Zulauf seiner in-
tegrierten Verdünnungseinheit entnommen. Die maximale Aerosolmenge beträgt bei
diesem Aufbau 10 Nl/min, was einer Raumgeschwindigkeit von 60000 h−1 für die
verwendeten Filterproben entspricht.
Abbildung 3.6 zeigt einen Schnitt durch eine beladene, spezielle Versuchsprobe, die
so vorbereitet wurde, dass die Rußbeladung der Filterproben mit dem CAST bewertet
werden kann. Vor der Beladung wurde diese Filterprobe axial in vier gleiche Stücke
zersägt. Anschließend wurde sie, gut abgedichtet, berußt. Mit einem Makroskop der
Firma Leica wurden die Schnittstellen nach einer Beladung von 7 g/l untersucht und
vermessen (Abb. 3.6). Die Masse der Rußbeladung wurde mit einer Feinwaage der
Firma Sartorius bestimmt. Es zeigte sich, dass alle Kanäle die gleiche Rußschicht-
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Abbildung 3.6: Lichtmakroskopische Aufnahme eines Querschnitts einer Filterprobe

dicke aufweisen und für die späteren Versuche von einer homogenen Rußverteilung
in der gesamten Filterprobe ausgegangen werden kann. Bei einer Agglomeratgröße
von 200 nm und einer Raumgeschwindigkeit von 30000 h−1 ergibt sich eine aus der
Rußschichtdicke ermittelte Rußpackungsdichte von ca. 50 kg/m3. Sie liegt damit im
Bereich realer Packungsdichten wie sie sich bei Filterbeladungen an Motorprüfständen
bilden [48, 60, 83]. Der Aufbau der Rußschicht und ihre Dichte sowie Permeabilität
hängen allerdings stark von der Péclet-Zahl ab (Kap. 2.3.2).
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3.3 Versuchsdurchführung

Die Experimente wurden ausschließlich unter isothermen (∆ Tmax ≤ 4 K innerhalb
der Versuchsproben) und stationären Bedingungen durchgeführt. Zur Auswertung der
Versuche wurde eine Abweichung in den Atombilanzen bis 5 % zugelassen. Gegebe-
nenfalls wurden die Versuche wiederholt.

3.3.1 Oxidationsreaktionen am DOC

Wie schon in Kapitel 3.1.2 beschrieben, wurden vier Katalysatorscheiben (mit ei-
ner Gesamtlänge von 136 mm) in den Reaktor eingelegt, um den Reaktionsfort-
schritt längs des Katalysators anhand von fünf Stützstellen zu vermessen. Es wurden
zunächst jeweils binäre Gasgemische untersucht. In sich anschließenden Folgeexperi-
menten wurde der Einfluss von weiteren Abgaskomponenten auf die einzelnen Reak-
tionen bewertet. Hierbei wurde dem untersuchten Zweikomponentensystem allerdings
immer nur eine weitere Komponente hinzugegeben. Die Vermessung der einzelnen
Katalystorscheiben wurde von der letzten Zapfstelle stromauf vorgenommen, um ei-
ne Rückwirkung des durch die Messtechnik entnommenen Probegases auf den Ge-
samtfluss, bei Umschalten zwischen den einzelnen Zapfstellen, zu minimieren. Somit
sind zur Stabilisierung des Systems zwischen den Ventilumschaltungen nur sehr kur-
ze Beruhigungsphasen erforderlich. Durch den automatisierten Ablauf der Versuchs-
durchführung ist eine hohe Sicherheit und Vergleichbarkeit der Ergebnisse gewährlei-
stet. Die Messzeit über die einzelnen Katalysatorscheiben wurde auf 120 s festgesetzt.

3.3.2 Oxidationsreaktionen am CDPF

Die Versuchsdurchführung am CDPF entspricht den Durchführungen am DOC
(Kap. 3.3.1). Aufgrund der wechselseitig verschlossenen Filterkanäle und der damit
verbundenen Durchströmung der Filterwand kann über die CDPF-Filterprobenlänge
nur integral gemessen werden. Konzentrations- und Temperaturmessungen können
über die Zwischenabzüge, wie nachfolgend beschrieben, nicht vorgenommen werden.
Für die in dieser Arbeit durchgeführten experimentellen Untersuchen wurde jeweils
nur eine rußunbeladene Filterprobe mit einer Länge von 76 mm in den Reaktor
eingelegt. Die Wanddurchströmung ist dabei über die gesamte Filterlänge, wie
Abschätzungsrechnungen gezeigt haben, nahezu konstant.
Würde ein Filter, analog zu den DOC-Untersuchungen, in mehrere Scheiben (axiale
Filterkoordinate) geschnitten, um Aussagen über den axialen Reaktionsfortschritt
zu erhalten, würden sich die Ein- und Auslassströme vermischen. Hiermit wäre
kein repräsentatives Strömungsverhalten für ein Filter mehr gegeben. Auch eine
Reihenschaltung von mehreren Filtern entspricht nicht dem Strömungsverhalten des
Reaktionsgases in einem einzigen Filter. Da die Wände der Filter porös sind, ist zwar
prinzipiell eine Gasentnahme durch eine Wand möglich, jedoch würden wiederum
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Ein- und Auslassstrom vermischt. Um dies zu vermeiden sowie eine gezielte und ge-
trennte Gasentnahme aus den Ein- und Auslasskanälen zu ermöglichen, müssten sehr
aufwendige Maßnahmen getroffen werden. Des Weiteren müsste der dabei entnom-
mene Gasstrom sehr klein gehalten werden, um Rückwirkungen auf die Gasströmung
in den einzelnen Kanälen zu vermeiden. Dieser hohe experimentelle Aufwand ist
jedoch zur Bestimmung der Kinetikparameter nicht erforderlich (Kap. 5.2).

Zur Vergleichbarkeit der CDPF-Proben untereinander, die zur experimentellen
Untersuchung des Rußabbrandes im CDPF (Kap. 3.3.3) verwendet wurden, wurde
zusätzlich ein Testprogramm zur katalytischen Aktivität durchgeführt. Dazu wurde
der CO-, C3H6- und NO-Umsatz bei vorgegebenen Temperaturen verglichen.

3.3.3 Rußabbrand im DPF und CDPF
Die Filterproben wurden nach jedem Versuch zur Wiederverwendung für folgende Ver-
suche in einem elektrisch beheizten Ofen bei 650 ◦C für 2 h vollständig regeneriert.
Die so konditionierten Filterproben wurden anschließend wieder neu mit Ruß bela-
den (Kap. 3.2), ausgewogen und in den Reaktor des Kinetikprüfstandes eingebaut.
Unter einem Stickstoffstrom wurden die Proben auf die gewünschte Abbrandtempera-
tur aufgeheizt. Mittels der Ventilumschaltung zwischen Mager- und Fettstrang wurde
auf das Abbrandsyntheseabgas geschaltet. Während bei den thermischen Abbrandver-
suchen mit O2 die Rußbeladung der Filterproben im Reaktor vollständig abgebrannt
wurde, wurde die Versuchsdauer bei den Versuchen mitNOx auf 60min begrenzt. Ei-
ne vollständige Regeneration der Proben mit NOx kann mehrere Stunden benötigen.
Nach den Versuchen wurden die Filterproben auf einer Feinwaage erneut ausgewogen,
um die abgebrannte Rußmasse zu bestimmen. Diese Wägung wurde zur Kontrolle der
Bilanzierung der gemessenen CO- und CO2-Konzentrationen (Kap. B.3.1) zu Hilfe
genommen.
Die mehrfache Verwendung der Filterproben stellt hinsichtlich von Ascheeinla-
gerungen kein Problem dar, da der Rußgenerator CAST mit Reingasen versorgt
wird (Kap. 3.1.3). Der im CAST erzeugte Ruß bildet beim Abbrennen keine
Ascherückstände.
Aus den selben Gründen wie bei den Untersuchungen zu den Oxidationsreaktionen
am CDPF ist keine Vermessung des Reaktionsfortschrittes entlang der Filterachse
möglich. Ebenso war für die einzelnen Rußabbrandversuche immer nur eine Filter-
probe im Reaktor eingebaut.
Alle Versuche zur Bestimmung der Kinetikparameter wurden wiederum ausschließ-
lich unter isothermen Versuchsbedingungen durchgeführt. Versuche mit Temperatur-
rampen benötigen zwar einen deutlich geringeren experimentellen Zeitaufwand, sind
dafür allerdings schwieriger zu analysieren und zu interpretieren, da die Rußabbrand-
geschwindigkeit außer von der Temperatur noch von der Rußmasse und der Beschaf-
fenheit der Rußstruktur abhängt. Diese Größen ändern sich jedoch auch mit fortschrei-
tendem Rußabbrand und demnach mit der Zeit. Eine Trennung dieser sich überlagern-
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den Effekte, aufgrund von der Temperaturabhängigkeit und der Rußmorphologie, ist
nur unter isothermen Versuchsbedingungen möglich. Von Rampenversuchen wurde
daher Abstand genommen.
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Kapitel 4

Untersuchungen zum
Diesel-Oxidationskatalysator

Seit vielen Jahren ist der Abgaskatalysator fester Bestandteil nahezu aller Autoab-
gasanlagen (siehe Kap. 2.2). Ohne ihn ist ein Einhalten gegenwärtiger und zukünfti-
ger Emissionsgrenzwerte kaum möglich. Die Abstimmung der Katalysatoren auf die
entsprechenden Fahrzeuge und Motoren wird meist versuchstechnisch durchgeführt.
Allerdings wurden auch einige Berechnungsmethoden entwickelt, unter anderem von
Kirchner [77], Kerskes [78] und Wanker [84], mit denen die Schadstoffumsetzung in
Abgaskatalysatoren vorhergesagt werden kann. Zahlreiche weitere Arbeiten behan-
deln reaktionskinetische Untersuchungen, jedoch häufig nur zu binären Schadstoff-
systemen. Sie beruhen dabei weitgehend auf den von Voltz [85] vorgestellten Reak-
tionsgeschwindigkeitsansätzen. Schwerpunkte dieser Untersuchungen sind meist das
Kaltstartverhalten von 3-Wege-Katalysatoren und das Light-Off-Verhalten einzelner
Reaktionen.
Neben der Umsetzung der motorischen Rohemissionen zur Reduktion des Schadstoff-
ausstoßes wird der Diesel-Oxidationskatalysator (DOC) neuerdings auch als aktives,
gesteuertes oder geregeltes, Bauteil eingesetzt, um den Rußabbrand bei der Filterre-
generation zu unterstützen (Kap. 2.3.4). Hierzu ist in erster Linie die außermotorische
HC-Umsetzung im Katalysator (katalytischer Brenner) zu nennen, um die zur Filterre-
generation erforderlichen Temperaturen zu erreichen. Ein weiterer wichtiger Gesichts-
punkt beim Einsatz des DOC ist die Erzeugung von NO2. Das NO2 dient als starkes
Oxidationsmittel für den Ruß und kann schon bei niedrigen Temperaturen zu einem
nutzbaren Abbrand führen.
Reaktionstechnische Daten, insbesondere zur konkurrierenden Adsorption einzel-
ner Schadstoffkomponenten und ihrer Umsätze im Mehrkomponentensystem Au-
toabgas, sind kaum verfügbar. Ein Zusammenstellen eines Mehrkomponenten-
Reaktionssystems aus den unterschiedlichsten Veröffentlichungen [77, 78, 84, 85, 86,
87, 88, 89, 90] ist nicht zielführend, da die Umsätze aufgrund der verwendeten Brutto-
reaktionskinetiken stark von den eingesetzten Katalysatoren und den experimentellen
Bedingungen abhängen. Des Weiteren sind, im Gegensatz zu den bisherigen Arbeiten,
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zum Verständnis des Diesel-Oxidationskatalysators hinsichtlich eines Abgasnachbe-
handlungssystems mit Partikelfilter sehr große Konzentrationsbereiche der Kompo-
nenten zu betrachten.
Im Folgenden wird zunächst auf die Grundlagen der heterogenen Katalyse ein-
gegangen. Diese sind auch für einen späteren Vergleich der Abläufe im Diesel-
Oxidationskatalysator mit denen im katalytisch beschichteten Diesel-Partikelfilter von
Bedeutung. In Kapitel 4.2 werden die experimentellen Untersuchungen am Diesel-
Oxidationskatalysator dargestellt. Eine Untersuchung des vollständigen Reaktions-
systems der Abgaskatalyse ist wegen der Vielzahl an Reaktionskomponenten nicht
praktikabel. Als maßgebende Reaktionen werden daher die Oxidationen von CO,
NO, C3H6 und als schweroxidierbare Modellkomponente C3H8 betrachtet. Aufgrund
der hohen Sauerstoffkonzentrationen wird auf die Untersuchung von Reduktions-
und Steamreforming-Reaktionen verzichtet. Auch die Adsorption von Kohlenwasser-
stoffen an Zeolithen wird nicht untersucht, da das Kaltstartverhalten nicht im Mit-
telpunkt des Interesses steht. Weiterhin wird der Aufbau eines dynamischen 1D-
Katalysatormodells beschrieben, das Vorhersagen bezüglich des Temperaturverhaltens
und der Schadstoffumsetzung erlaubt. Die für die Modellbeschreibung nötigen Reak-
tionsgeschwindigkeitsansätze werden entwickelt und ihre Parameter anhand einer Re-
aktionsanalyse bestimmt. Es handelt sich hierbei um Bruttoreaktionskinetiken, die auf
mechanistischen Ansätzen beruhen. Die Leistungsfähigkeit dieses Vorgehens, ausge-
hend von detaillierten experimentellen Untersuchungen, über die Modellbildung zur
anschließenden Simulation, wird durch die Gegenüberstellung realer Motorversuche
mit den Simulationsergebnissen gezeigt.
Die in diesem Kapitel beschriebene Vorgehensweise von Experiment und Modell so-
wie deren Ergebnisse dienen als Basis und Vergleich für die Untersuchungen am kata-
lytisch beschichteten Diesel-Partikelfilter (Kap. 5).

4.1 Grundlagen zur heterogenen Katalyse
Die Umsetzung von Molekülen bei der heterogenen Katalyse beruht auf unterschied-
lichen Mechanismen. Moleküle werden unter anderem durch Adsorption in einen re-
aktionsbereiten Zustand versetzt, indem die Molekülzahldichte auf der Katalysator-
oberfläche stark zunimmt. Durch die Wechselwirkungen mit der Katalysatoroberfläche
tritt eine Lockerung der Bindungskräfte im adsorbierten Molekül auf, was die Be-
reitschaft zur Wechselwirkung mit Nachbarmolekülen erhöht. Dabei sind der Elek-
tronenübergang zwischen den adsorbierten Spezies und dem Katalysator sowie der
Zerfall von Molekülen aufgrund lokal freigesetzter Reaktionswärme von großer Be-
deutung. Die Reaktionsprodukte werden somit meist in zahlreichen Einzelschritten
gebildet [41, 91].
Damit der katalytische Prozess ablaufen kann, müssen zunächst die Edukte zum Kata-
lysator transportiert werden. Folglich setzen sich heterogen-katalysierte Reaktionen
sowohl aus chemischen Reaktionsschritten als auch aus physikalischen Transport-
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schritten zusammen. Diese komplexen Zusammenhänge können zu einer Bruttoreak-
tionsgeschwindigkeit zusammengefasst werden, die die folgenden Teilschritte eines
Reaktionszyklusses pauschal beschreibt:

1. Diffusion der Edukte durch die Grenzschicht zur Katalysatoroberfläche,

2. Diffusion der Edukte in die Poren (Porendiffusion),

3. Adsorption der Reaktanden an der inneren Oberfläche der Poren,

4. Ablauf der chemischen Reaktion an der Katalysatoroberfläche,

5. Desorption der Produkte von der Oberfläche des Katalysators,

6. Diffusion der Produkte aus dem Poreninneren nach außen,

7. Diffusion der Produkte vom Katalysator weg durch die Grenzschicht in den Gas-
strom.

Bei der Adsorption der Moleküle an der Katalysatoroberfläche ist zwischen der Physi-
sorption und der Chemisorption zu unterscheiden. Im Fall der Chemisorption erreichen
die Bindungskräfte die Größenordnung von chemischen Bindungen. Die Chemisorp-
tion der Edukte bzw. Produkte ist für die heterogene Katalyse, neben der eigentli-
chen chemischen Reaktion, von zentraler Bedeutung. Sie sollte ausreichend hoch sein,
um die Katalysatoroberfläche weitgehend zu bedecken, jedoch nicht zu hoch, damit
nicht andere Reaktanden von der Oberfläche verdrängt werden. Ohne Berücksichti-
gung der Chemisorption ist die mikrokinetische Bestimmung einer chemischen Stoff-
umsetzung nicht möglich. Für die Aktivität eines Katalysators spielt die nanoskalige
Struktur der Katalysatoroberfläche mit Ecken, Kanten und Gitterdefekten eine maßge-
bende Rolle. Ein weiterer wichtiger Faktor ist die Elektronenstruktur des Katalysators.
Die aktiven Zentren an der Katalysatoroberfläche sind vermutlich auf freie Valenzen
oder Elektronendefekte zurückzuführen, durch welche die Bindung innerhalb adsor-
bierter Moleküle so stark gelockert wird, dass leicht eine Folgereaktion ablaufen kann
[91, 92, 93].
In die Makrokinetik einer Reaktion sind zudem die Stofftransportvorgänge der oben
aufgezeigten Teilreaktionsschritte sowie die Tatsache, dass sich die Temperatur an
den eigentlichen Reaktionszentren infolge von Wärmetransportwiderständen von der
messbaren Gastemperatur unterscheiden kann, einbezogen. Die effektive Bruttoreak-
tionsgeschwindigkeit wird dabei vom langsamsten Teilschritt der Reaktionsfolge be-
stimmt. Um die Auswirkung der Diffusion auf die effektive Reaktionsgeschwindig-
keit zu beschreiben, sind die Damköhler-Zahl und der Thiele-Modul gebräuchlich.
Die Damköhler-Zahl zweiter Art DaII entspricht dem Verhältnis der Reaktionsge-
schwindigkeit ohne Stoffübergangshemmung zu der mit der tatsächlich vorliegenden
Hemmung. Der dimensionslose Thiele-Modul Φ gibt das Verhältnis der Reaktionsge-
schwindigkeit ohne Beeinflussung durch Porendiffusion zum diffusiven Stofftransport
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wieder [40, 41, 92].
Die experimentellen Untersuchungen der Schadstoffumsetzungen zur Bestimmung der
Reaktionskinetiken (Kap. 4.2) werden unter Versuchsbedingungen durchgeführt, in
denen die Reaktionen im Vergleich zu den Stofftransportvorgängen langsam sind. Die
Reaktionen sind somit kinetisch kontrolliert. Bei hohen Temperaturen, wie sie während
der Funktion des DOC als katalytischer Brenner auftreten, läuft die Schadstoffumset-
zung zum Teil schon im Eintrittsbereich des Katalysators vollständig ab. Der Stoff-
transport zwischen der Gasphase und der Katalysatorphase wird somit maßgebend. Er
muss deshalb im Modell des Gesamtkatalysators (Kap. 4.4) berücksichtigt werden.

4.1.1 Kinetikansätze
Die einzelnen Vorgänge der heterogenen Katalyse sind sehr komplex, weshalb nur
in wenigen Fällen der einer Reaktion zugrunde liegende Reaktionsmechanismus
vollständig bekannt ist. Moderne Verfahren der Quantenmechanik kombiniert mit der
statistischen Physik können helfen, noch offene Fragen der heterogenen Katalyse zu
beantworten. Sie zielen darauf ab, den Reaktionsablauf in alle seine Elementarschritte
zu zerlegen. Zur Beschreibung von Elementarreaktionen sind zwei theoretische
Ansätze gebräuchlich. Die Stoßtheorie, die auf der Wahrscheinlichkeit des Zusam-
mentreffens von Molekülen beruht, und die Theorie des aktivierten Komplexes. Bei
der Theorie des aktivierten Komplexes wird angenommen, dass die Reaktion über
einen sehr schnellen Zwischenschritt, der Bildung des sog. aktivierten Komplexes
und dessen anschließenden Zerfall zu den Produkten, führt. Nach dem heutigen
Kenntnisstand besteht keine relevante chemische Umsetzung nur aus einem einzigen
Elementarschritt. Allerdings führt die Formulierung eines Reaktionsgeschwindigkeits-
ansatzes unter Berücksichtigung aller Teilschritte, deren kurzlebige Zwischenprodukte
nicht oder nur sehr schwierig experimentell bestimmbar sind, schon bei einfachen
Reaktionen zu einer sehr aufwendigen Beschreibung der Gesamtkinetik. Daher liegen
kinetischen Ansätzen, wie sie für viele Reaktionen auf der Grundlage experimenteller
Untersuchungen abgeleitet werden, meist Vereinfachungen und teils nicht voll abgesi-
cherte Annahmen über den Mechanismus zugrunde. Solche Ansätze können daher den
Ablauf einer Reaktion bzw. ihres geschwindigkeitsbestimmenden Elementarschritts
nur in dem experimentell überprüften Gültigkeitsbereich ausreichend genau erfassen.

Unter dem Begriff der (formalen) Reaktionskinetik versteht man in der Reaktionstech-
nik algebraische Ansätze, bei denen die Reaktionsgeschwindigkeit als Funktion von
Temperatur, Absolutdruck und Zusammensetzung des Reaktionsgemisches formuliert
wird (Gl. 4.1).

r = k(T )f(yj, p) (4.1)

k(T ) = k0 e
− E
RT (4.2)

Die Temperaturabhängigkeit der Geschwindigkeitskonstanten k wird dabei durch den
Arrhenius-Ansatz (Gl. 4.2) beschrieben. Dieser enthält die Aktivierungsenergie E so-
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wie einen präexponentiellen Faktor k0, der als Stoßfaktor oder Frequenzfaktor bezeich-
net wird. Der Stoßfaktor stellt ein Maß für die Anzahl der Molekülkollisionen dar, die
Voraussetzung für die chemische Reaktion sind. Die formale Abhängigkeit der Reak-
tionsgeschwindigkeit von der Stoffzusammensetzung wird durch phänomenologische
oder mechanistische Ansätze wiedergegeben. Nach dem phänomenologischen Ansatz
wird die Konzentrationsabhängigkeit über ein formales Potenzgesetz (Formalkinetik)
beschrieben, das sich an die Stoßtheorie anlehnt. Die Extrapolationsfähigkeit solcher
Ansätze über die jeweilig angepassten Betriebszustände hinaus ist allerdings begrenzt.
Der mechanistisch motivierte Ansatz enthält detailliertere Informationen über den Ab-
lauf der Reaktion an den aktiven Katalysatorzentren.
In der heterogenen Katalyse wird häufig der Langmuir-Hinshelwood-Mechanismus
zur Formulierung von Bruttokinetiken bimolekularer Gasreaktionen verwendet. Dabei
wird angenommen, dass beide ReaktionspartnerA undB an der Katalysatoroberfläche
an den Zentren X , deren Gesamtzahl konstant ist, dissoziativ oder nicht dissoziativ ad-
sorbieren und sich dieser Vorgang im Gleichgewicht befindet (Gl. 4.3). Anschließend
läuft die Oberflächenreaktion zwischen den chemisorbierten Molekülen ab und die
Produkte werden desorbiert (Gl. 4.4).

A + X ⇀↽ AX und B + X ⇀↽ BX (4.3)

AX + BX → Produkte + 2X (4.4)

Für die effektive Reaktionsgeschwindigkeit folgt dann ein “hyperbolischer” Ge-
schwindigkeitsansatz [94]:

reff =
kKA pAKB pB

(1 +KA pA +KB pB)2
(4.5)

Der prinzipielle Verlauf der Reaktionsgeschwindigkeit nach Gleichung 4.5 (abhängig
vom Partialdruck der Komponente A, bei konstantem Partialdruck der Komponente
B) zeigt bei niedrigen Partialdrücken von A eine Reaktionsgeschwindigkeit propor-
tional zu pA (Abb. 4.1). Das Maximum wird bei optimaler Katalysatorbedeckung der
Komponenten A und B erreicht. Mit weiterer Zunahme von pA wird die Katalysator-
oberfläche zunehmend durch die chemisorbierte Komponente A für die Komponente
B blockiert (konkurrierende Adsorption) und die Reaktionsgeschwindigkeit fällt ab
(pseudonegative Reaktionsordnung).
Ein weiterer oft benutzter Mechanismus zur Beschreibung der heterogenen Katalyse
ist der Eley-Rideal-Mechanismus. Hier wird davon ausgegangen, dass nur einer der
Reaktionspartner chemisorbiert und dann mit dem anderen Partner aus der Gasphase
reagiert.
Hyperbolische Reaktionsgeschwindigkeitsansätze sind bei katalytischen Reaktionen
häufig zu beobachten und können das Reaktionsgeschehen zutreffend wiedergeben.
Reine Reaktionsgeschwindigkeitsansätze nullter oder negativer Reaktionsordnung
sind allerdings physikalisch nicht sinnvoll [92, 93, 94].
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Abbildung 4.1: Exemplarischer Verlauf der Reaktionsgeschwindigkeit nach dem
Langmuir-Hinshelwood-Mechanismus von Gl. 4.5 für pB = const.

4.2 Experimentelle Untersuchungen

Um einen tieferen Einblick in die Abläufe der wichtigsten Reaktionen im Diesel-
Oxidationskatalysator zu bekommen, wurden, wie schon erwähnt, die vier Schadstoff-
komoponenten CO, C3H6, C3H8 und NO für die vorliegende Arbeit herangezogen.
Diese sind nicht nur wegen ihrer gesetzlichen Limitierung (Kap. 2.1.2) relevant. Die
HC-Komponenten und ihr Oxidationsverhalten sind zudem für die Funktion des DOC
als katalytischer Brenner bestimmend.
Langkettige Kohlenwasserstoffe werden bei der Verbrennung zu kurzkettigen
gecrackt. Kinetisch gesehen beträgt der Anteil der leicht oxidierbaren HC-
Komponenten, hier repräsentiert durch Propen, ca. 80 % der Gesamtkohlenwasser-
stoffemissionen [85]. Als Vertreter der schweroxidierbaren HC-Zusammensetzungen
wurde als Modellkomponente Propan gewählt. Bei der späten motorischen Nachein-
spritzung entstehen aufgrund der unvollständigen Verbrennung erhebliche Mengen
CO. CO trägt zwar durch seine vergleichsweise niedrige Reaktionsenthalpie
(Anh. C.1.7) nur mäßig zur Erwärmung des Katalysators bei, ist aber durch seine
bekannte Adsorptionsstärke an Pt für den Umsatz anderer Komponenten von großer
Bedeutung [40, 77, 85]. Die Oxidation von NO zu NO2 ist, insbesondere bei niedri-
gen Temperaturen, für den kontinuierlichen Rußabbrand in einem nachgeschalteten
Partikelfilter interessant.
Während der dieselmotorischen Verbrennung entstehen aufgrund des O2-Über-
schusses nur geringe Mengen an H2. Auch bei der späten Nacheinspritzung, die
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nur teilweise verbrennt, kann der Einfluss von H2 an der Erwärmung des DOC als
katalytischer Brenner vernachlässigt werden, wie sich auch anhand des in Kapitel 4.6
dargestellten Vergleiches von realen Motorversuchen mit Simulationsrechnungen
zeigen lässt. Die Temperaturentwicklung im DOC kann dabei alleine durch den
Umsatz von CO und HC treffend wiedergegeben werden. Wasserstoff wurde daher
als Abgaskomponente zur Untersuchung der Vorgänge im DOC nicht berücksichtigt.

Zunächst wurde die Oxidation der einzelnen Schadstoffkomponenten (Gl. 4.6-
4.9) getrennt in einem Zweikomponentensystem gemäß der bereits beschriebenen
Versuchsdurchführung (Kap. 3.3.1) vermessen. N2 diente dabei als inertes Trägergas.

CO +
1

2
O2

1→ CO2 (4.6)

C3H6 +
9

2
O2

2→ 3CO2 + 3H2O (4.7)

C3H8 + 5O2
3→ 3CO2 + 4H2O (4.8)

2NO +O2
4
⇀↽ 2NO2 (4.9)

Darauf aufbauend wurde die gegenseitige Beeinflussung der Schadstoffkomponen-
ten durch konkurrierende Adsorption an der katalytischen Beschichtung unter syn-
thetischen Abgasbedingungen näher betrachtet. Mit diesem Vorgehen können die
Abhängigkeiten getrennt voneinander untersucht und die Parameter in der folgenden
Kinetikermittlung einzeln bestimmt werden.
Der Einsatz des Zapfstellenreaktors erlaubt es, wie in Abbildung 4.2 dargestellt, an-
hand der vier Zapfstellen Aussagen zum Schadstoffumsatz längs der axialen Kataly-
satorkoordinate zu treffen.
In den Abbildungen 4.3 und 4.4 sind die relativen Umsätze der Schadstoffkompo-
nenten in Abhängigkeit von der Temperatur und der O2-Zulaufkonzentration über der
gesamten Katalysatorlänge (z = 136 mm) dargestellt. Im Zulaufgasstrom ist neben
N2 und O2, das im dieselmotorischen Abgas im Überschuss (λ > 1) vorliegt, jeweils
nur eine Schadstoffkomponente enthalten. Die Symbole in den Diagrammen markie-
ren dabei die jeweiligen Messpunkte.
Die Oxidationen von CO (Abb. 4.3 a) ) und C3H6 (Abb. 4.3 b) ) weisen ein sehr ähnli-
ches Verhalten auf. Beide Reaktionen zeigen den typischen, scharfen S-förmigen Um-
satzverlauf, wobei die Light-Off-Temperaturen (T bei 50 %-Umsatz) unter dieseltypi-
schem O2-Gehalt von 10 % bei ca. 130 − 150 ◦C liegen. Diese verschieben sich mit
abnehmender O2-Konzentration zu höheren Temperaturen, so dass die Zündtempera-
turen bei einem O2-Gehalt von 1 % ca. 180 ◦C betragen. Ursache hierfür ist, dass CO
und C3H6 bekanntermaßen stärker an Pt adsorbieren als O2 [8, 77, 92]. Während die
Adsorption von CO auf einer mit O2 gesättigten Oberfläche durchaus möglich ist,
wirkt eine CO-Schicht inhibierend auf die O2-Adsorption. Bei der CO-Oxidation auf
Platin können deshalb aufgrund der unterschiedlichen Adsorptionseigenschaften von
CO und O2 bei bestimmten Temperaturen Oszillationen auftreten [8, 77].
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Abbildung 4.2: Vermessung der Reaktionen am Zapfstellenreaktor am Beispiel der
CO-Oxidation

C3H8 (Abb. 4.3 c) ) wird im Gegensatz zu CO und C3H6 durch O2 von den ka-
talytisch aktiven Zentren verdrängt. Eine Erhöhung des O2-Partialdrucks führt so-
mit zu einer Hemmung der Reaktion, womit das C3H8-Umsatzverhalten bezüglich
der O2-Konzentration einer Sättigungskurve folgt. Ein Vergleich der beiden HC-
Komponenten zeigt des Weiteren, dass C3H8 erst bei höheren Temperaturen umgesetzt
wird und deutlich schwerer zu oxidieren ist. Da die Oxidation von Kohlenwasserstof-
fen generell über einen mehrstufigen Prozess abläuft, bei dem nach der Abspaltung
von H-Atomen die Addition von O-Atomen folgt, ist neben der Adsorptionsstärke der
Reaktanden auch dieH-C-Bindungsstärke entscheidend. Je leichter das ersteH-Atom
abgespalten werden kann, desto schneller läuft die Oxidation ab [8]. Den schwer oxi-
dierbaren Komponenten, auch wenn sie nur ca. 20 % des HC-Gesamtanteils betragen,
ist hinsichtlich der HC-Emissionen, vor allem bei der DOC-Funktion “katalytischer
Brenner”, besondere Beachtung zu schenken.
Die Oxidation von NO zu NO2 (Abb. 4.4) ist im Gegensatz zu den bereits be-
schriebenen Reaktionen gleichgewichtslimitiert. Die thermodynamischen Gleichge-
wichte der irreversiblen Reaktionen der CO-, C3H6- und C3H8-Oxidation hingegen
liegen vollständig auf den Produktseiten. In Abbildung 4.4 ist das thermodynami-
sche Gleichgewicht der trimolekularen NO-Oxidation (Gl. 4.9) für die jeweilige O2-
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Konzentration als punktierte Kurve dargestellt. Der Übergang vom kinetisch kontrol-
lierten Bereich der NO-Oxidation zur Limitierung durch das Gleichgewicht liegt für
dieselmotorische Abgasbedingungen je nach Konzentration der Reaktionspartner bei
T = 200 − 280 ◦C. Für den kontinuierlichen Rußabbrand im Partikelfilter, der ab
ca. T = 250 ◦C eintritt, ist somit in erster Linie von einer NO2-Konzentration gemäß
dem Gleichgewicht auszugehen. Eine Erhöhung der O2-Konzentration verschiebt das
Gleichgewicht nach dem Prinzip von Le Chatelier zu Gunsten des NO2-Anteils. Beim
Gleichgewicht von NO zu NO2 handelt es sich allerdings um ein Pseudogleichge-
wicht. Die stabilste Verbindung von N2 und O2 sind N2 und O2 selbst. Allerdings ist
der Zerfall von metastabilen NOx zu N2 und O2 kinetisch gehemmt [8]. Wie bei der
CO- und C3H6-Oxidation ist für die NO-Oxidation im kinetisch kontrollierten Be-
reich ein erhöhter Umsatz mit steigender O2-Konzentration festzustellen. Auch NO
ist in der Lage, O2 von der Katalysatoroberfläche zu verdrängen.
Um das vollständige Reaktionssystem (Gl. 4.6-4.9) beschreiben zu können, muss die
konkurrierende Adsorption der Reaktanden am Katalysator untersucht werden. Hierzu
gehört auch der Einfluss der Produkte CO2 und H2O, die bei der motorischen Ver-
brennung in hohem Maße erzeugt oder dem Zylinder bereits mit der Verbrennungs-
luft als Fremdkomponenten zugeführt werden. Diese Stoffe nehmen zwar nicht an
den Reaktionen des betrachteten Mehrkomponentensystems teil, können allerdings
ebenso am Katalysator adsorbieren und die aktiven Zentren hemmend bedecken. Eine
Rückwirkung des unpolaren Moleküls CO2 auf die Reaktionsabläufe ist dabei nicht
festzustellen (Anh. B.1), was den Ergebnissen von Eckhoff [8], Kirchner [77] und
Braun et al. [95] entspricht. Auf die Wirkung von Wasser auf die einzelnen Reaktio-
nen wird an späterer Stelle eingegangen.
Abbildung 4.5 zeigt den Einfluss von C3H8 und NO auf die CO-Oxidation. Wie aus
den vorher beschriebenen Untersuchungen zu erwarten war, hemmt C3H8 die CO-
Oxidation kaum. Die Adsorptionsstärken sowohl von CO als auch O2 liegen deut-
lich über der von C3H8. NO hingegen, das in der Lage ist, O2 von der katalytischen
Oberfläche zu verdrängen, hemmt den CO-Umsatz merklich. Allerdings lässt sich kei-
ne starke Abhängigkeit von der NO-Konzentration nachweisen. Eckhoff [8] konnte
zeigen, dass die Inhibierung durch NO auf die CO-Oxidation einer Sättigungskurve
folgt. Bei niedrigen Temperaturen zeigt CO bei Zugabe von NO sogar einen erhöhten
Umsatz (Abb. 4.5). Dies lässt sich auf die Oxidation von CO mit NO bzw. NO2

zurückführen. Mit steigender Temperatur überwiegt jedoch die inhibierende Wirkung
von NOx aufgrund der Adsorption an den aktiven Zentren.
C3H6, das sich bei der Oxidation ähnlich wie CO verhält, hemmt die CO-Oxidation
recht stark (Abb. 4.6). Im Gegenzug wird die C3H6-Umsetzung durch CO nicht nur
gehemmt, sondern sogar zum vollständigen Erliegen gebracht, solange CO vorhanden
ist. Dies ist insbesondere an den Umsätzen längs der Katalysatorkoordinate zu erken-
nen (Abb. 4.6 c) ). Ist CO zu CO2 oxidiert, liegt für C3H6 keine Hemmung vor und es
wird schlagartig umgesetzt. Dieses Verhalten der Blockierung des Schadstoffumsatzes
spiegelt sich auch im C3H6-Umsatz abhängig von der Temperatur wider (Abb. 4.6 b) )
und wurde bereits von Hoebink et al. [96] beschrieben. CO weist somit in der vor-
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liegenden Untersuchung eine noch stärkere Bindung an den katalytischen Zentren auf
als C3H6. In Abbildung 4.7 sind noch einmal der Umsatz von C3H6 in Abhängig-
keit von der Temperatur und der Konzentration sowie der hemmende Einfluss von
NO dargestellt. C3H6 ist, wie bereits gezeigt, in der Lage, O2 von der Katalysator-
oberfläche zu verdrängen. Dies führt bei Zunahme der C3H6-Konzentration zu einer
Blockierung des Katalysators durch den Schadstoff selbst. Eine solche Reaktionsord-
nung wird als pseudonegative Reaktionsordnung bezeichnet. Um durch eine späte mo-
torische, nicht verbrennende Nacheinspritzung über den Katalysator einen ausreichend
hohen Temperaturhub zur Filterregeneration zu erzeugen, sind große Mengen an HC
erforderlich. Eine Konzentration von 5000 ppm C3H6 führt zu einer adiabaten Tempe-
raturerhöhung von ca. ∆Tadiabat = 300 K. Hierbei ist also zu beachten, dass sich die
C3H6-Umsetzung hin zu höheren Temperaturen verschiebt (Abb. 4.7 a) ). Wie bei der
CO-Oxidation hemmt NO die C3H6-Umsetzung signifikant. Allerdings ist aufgrund
der dieseltypischen mageren Abgaszusammensetzung keine Reaktion zwischen NOx

und C3H6 feststellbar (Abb. 4.7 b) ).
Eine Beeinflussung der C3H6- wie auch der CO-Oxidation durch die Fremdkompo-
nente H2O ist vernachlässigbar. Es lässt sich eine geringfügige Beschleunigung der
Schadstoffumsetzung bei einemH2O-Anteil von 5 % in einem begrenzten Temperatur-
bereich nachweisen wie sie auch von Kirchner [77] ermittelt wurde. Der Grund hierfür
ist in der parallel ablaufenden Wassergas-Shiftreaktion (Gl. 4.10) zu sehen [77].

CO +H2O ⇀↽ CO2 +H2 (4.10)
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Im motorischen Abgas liegt die H2O-Konzentration bei 7-8 % und beeinflusst in den
vorliegenden Untersuchungen sowohl die CO- als auch die C3H6-Umsetzung nicht.
Eckhoff [8] beobachtete in seinen Untersuchungen dagegen, dass dieCO-Oxidation an
Pt mit steigendem Wasseranteil immer weiter beschleunigt und die C3H6-Oxidation
gehemmt wurde. Dahingegen zeigt sich bei den Untersuchungen zur inhibierenden
Wirkung von Wasser auf die C3H8-Oxidation mit den in dieser Arbeit durchgeführten
Messungen wieder Übereinstimmung. H2O ist in der Lage, die C3H8-Oxidation zu
hemmen (Abb. 4.8 b) ). Wie nicht anders zu erwarten, wird die C3H8-Umsetzung bei
Zugabe von NO herabgesetzt (Abb. 4.8 a) ).
In der in diesem Kapitel durchgeführten Diskussion zur gegenseitigen Beeinflussung
der Schadstoffe hinsichtlich ihrer Umsätze wurde die konkurrierende Adsorption der
Komponenten als der maßgebende Einflussfaktor herausgestellt. Entscheidend hierfür
ist die Molekülstruktur der einzelnen Schadstoffe. Polare Moleküle (CO) und Mo-
leküle mit Mehrfachbindungen (C3H6 und O2) adsobieren stärker als unpolare Mo-
leküle ohne Mehrfachbindungen (C3H8). Für die Adsorption von Kohlenwasserstof-
fen gilt überwiegend Acetylene>Diene>Alkene>Alkane. Eine exakte Reihenfolge
der Adsorptionsstärken soll hier nicht gegeben werden, da diese auch vom verwende-
ten Katalysator abhängen kann [92]. Für die hier untersuchten konkurrierenden Schad-
stoffumsätze sind allerdings auch die Konzentrations- sowie Temperaturbereiche des
Reaktionsgases bzw. Light-Off der einzelnen Reaktionen zu beachten. Die Ad- und
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Abbildung 4.8: Einflüsse auf die C3H8-Umsetzung

Desorption der einzelnen Komponenten stehen stets im stark temperaturabhängigen
Gleichgewicht. In Abhängigkeit der Adsorptionsenthalpie sinkt die Adsorption mit
steigender Temperatur unterschiedlich stark. Zudem ist aufgrund der unterschiedli-
chen Light-Off-Temperaturen und den damit verbundenen Reaktionsgeschwindigkei-
ten die Umsetzung mancher Schadstoffe unter den untersuchten Versuchsbedingungen
so schnell, dass sie bereits auf einem sehr kurzen Eintrittsbereich des Katalysatormo-
nolithen vollständig abläuft. So kann z.B. in den Messungen unter dieselmotorisch
relevanten Abgaszusammensetzungen und Katalysatorgrößen für die C3H8-Oxidation
keine Hemmung aufgrund von CO festgestellt werden (Anh. B.1). Für den Einfluss
von C3H6 auf die C3H8-Oxidation ist vom gleichen Verhalten wie durch CO auszuge-
hen. Eine experimentelle Untersuchung war hierzu nicht möglich, da der verwendete
FID keine Unterscheidung von C3H6 und C3H8 zulässt.
Für die Oxidation von NO zu NO2 gelten im kinetisch kontrollierten Bereich hin-
sichtlich der hemmenden Wirkung durch andere Schadstoffkomponenten die prinzipi-
ell gleichen, bereits oben beschriebenen Abläufe und getroffenen Aussagen. Die Art
der Beeinflussung kann den im folgenden Kapitel 4.5 ermittelten Reaktionsgeschwin-
digkeitsansätzen sowie kinetischen Parametern entnommen werden. Das thermody-
namische Gleichgewicht der NO-Oxidation bleibt dabei unverändert, da der für die
Reaktion inerte Gasanteil und der Systemdruck konstant bleiben.
Alle in diesem Kapitel dargestellten Messungen beziehen sich auf die gesamte Kata-
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lysatorlänge von z = 136 mm und einen festen Volumenstrom. Die Höhe der relati-
ven Umsätze der einzelnen Oxidationsreaktionen hängt allerdings auch von den Ver-
weilzeiten im Katalystormonolith ab. Das Maß hierfür ist die Raumgeschwindigkeit
(Gl. 4.11).

RGN = V̇N/VDOC (4.11)

Sie erhöht sich gleichermaßen mit der Anhebung des Zulaufvolumenstroms wie
mit der Abnahme des Monolithvolumens. Mit der Reduktion der Verweilzeit sinken
auch die relativen Umsätze der einzelnen Reaktionen. Auf eine Darstellung dieser
Ergebnisse wird hier verzichtet, da sie für die grundlegende Diskussion der Vorgänge
keine weiteren Informationen liefert. Ein Einfluss der Strömungsgeschwindig-
keit im Monolith bei konstanter Raumgeschwindigkeit war unter den gegebenen
Versuchsbedingungen nicht zu beobachten (Anh. B.1). Im Vergleich zu der Reakti-
onsgeschwindigkeit am Katalysator war der Stofftransport vom Gas zum Katalysator
somit stets ausreichend hoch.

Eine Übersicht über die durchgeführten Versuche sowie ergänzende Messergeb-
nisse sind im Anhang B.1 aufgeführt.

4.3 Strömungsverteilung
Die Strömungsgeschwindigkeit am Eintritt eines Abgaskatalysators sollte über den
Katalysatorquerschnitt möglichst gleichverteilt sein, um eine gute Konvertierungsrate
und einen geringen Gegendruck sicherzustellen sowie einer ungleichmäßigen Alte-
rung des Katalysators infolge Übertemperaturen entgegenzuwirken. Kennzahl für die
Gleichverteilung ist der uniformity index Ui, der die relative Abweichung der loka-
len Strömungsgeschwindigkeit von der mittleren Geschwindigkeit darstellt. Für ein
schnelles Light-Off ist jedoch unter Umständen eine Ungleichverteilung mit einer
dementsprechend örtlich höheren Katalysatorbelastung vorteilhaft [97]. Die für die
Anströmung ausschlaggebenden Bauteile sind der Auslasskrümmer mit der Zusam-
menführung der einzelnen Zylinderauslässe sowie der Einlauftrichter (Diffusor) am
Canning des Katalysatorgehäuses. Bei motornah, sog. close coupled, angeordneten
Katalysatoren ist zudem die pulsierende Strömung, verursacht durch die Ausschub-
takte der einzelnen Zylinder, zu beachten. Diese Pulsation kann dabei zu kurzfristigen
Strömungsablösungen im Diffusor und Rückströmungen im Katalysator führen. Zur
exakten strömungstechnischen Auslegung von Abgasanlagen sind daher aufwendige
instationäre, Grad Kurbelwinkel aufgelöste 3D-Berechnungen oder ebenso aufwendi-
ge experimentelle Untersuchungen erforderlich [4]. Yoshizawa et al. [98] und Bres-
sler et al. [99] führten hierzu 3D-Rechnungen des Gesamtkatalysators durch, die mit
einem 1D-Modell der Ladungswechselvorgänge und der Abgasanlage gekoppelt wa-
ren. Bei motorfern, sog. under-body, angeordneten Katalysatoren ist von einer deutlich
vergleichmäßigten Anströmung aufgrund der dämpfenden Wirkung des Abgasrohrs
auszugehen.
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Innerhalb der einzelnen Katalysatorkanäle liegt eine laminare Strömung vor.
Wird die Anströmungsverteilung zum Katalysator über mehrere Arbeitsspiele des Mo-
tors gemittelt, erhöht sich auch der gemittelte uniformity index am Katalysatorein-
tritt. Zur Beschreibung der Schadstoffumsätze und zur grundlegenden Katalysatoraus-
legung reichen daher eindimensionale Modelle, wie sie in den Arbeiten von Kirch-
ner [77] und Kerskes [78] gezeigt werden, aus.

4.4 Modellbildung
Bei dem im Folgenden vorgestellten Modell handelt es sich um eine eindimensionale
Beschreibung des Gesamtverhaltens eines Diesel-Oxidationskatalysators anhand eines
repräsentativen Monolithkanals (Monolithzelle). Hierzu wird dieser zur Bilanzierung
von Energie und der einzelnen Schadstoffkomponenten in eine Gas- und eine Kata-
lysatorwandphase unterteilt. Somit ist die Berücksichtigung von Wärme- und Stoff-
transport möglich. Einige Arbeiten [77, 84, 86, 100, 101] zeigten, dass hierbei die
Ortsabhängigkeit der Übergangskoeffizienten von der Gas- zur Wandphase mit abge-
bildet werden muss. Ihre Berechnung kann dem Anhang C.1.5 entnommen werden.
Durch das Einströmen der noch unausgebildeten Strömung in den Monolithen liegen
im ersten Abschnitt erhöhte Übergangskoeffizienten vor, die somit zu einem besseren
Umsatzverhalten in diesem Anlaufbereich beitragen. Da der Druckverlust innerhalb
eines Monolithen sehr gering ist, wird auf eine Bilanzierung des Impulses verzichtet.
Um das Aufheizverhalten und Temperaturmanagement eines Katalysators als Bauteil
im Abgassystem wiedergeben zu können, wird ein vereinfachter Wärmeverlust an die
Umgebung in die Gesamtenergiebilanz einbezogen.
Das hier beschriebene Abgaskatalysatormodell beruht auf den schon erwähnten Arbei-
ten von Kirchner [77] sowie Kerskes [78] und wurde durch eigene, detaillierte Kineti-
kansätze für den Diesel-Oxidationskatalysator angepasst. Zur numerischen Lösung des
für die Modellbeschreibung nötigen Systems partieller Differentialgleichungen wird
das Simulationspaket PDEXPACK [102] eingesetzt.
Im Folgenden werden zunächst die Modellannahmen, die Basis der Modellbildung
sind, aufgelistet. Anschließend werden die Bilanzgleichungen für Energie und Ma-
terial aufgestellt. Ihre Zustände an den Rändern des Bilanzvolumens, dem Ein- und
Auslauf des Monolithen, werden durch die Danckwerts-Randbedingungen beschrie-
ben.

4.4.1 Modellannahmen

• Im Kanal liegt eine eindimensionale Strömung vor.

• Der Druck und die Querschnittsbelastung innerhalb eines Kanals sind konstant.

• Die Gasphase verhält sich ideal.
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• Die Stoffwerte der Gasphase werden durch die entsprechenden Werte von Luft
wiedergegeben.

• Die Strömung im Monolith ist laminar. Die Ortsabhängigkeit von Wärme- und
Stofftransport aufgrund des hydrodynamischen und thermischen Strömungsan-
laufs wird über Standard-Korrelationen berücksichtigt (Anh. C.1.5).

• Die Dispersion von Masse und Energie wird durch einen Fick’schen Ansatz mo-
delliert. Die axiale Wärmeleitung wird durch das Fourier’sche Gesetz abgebil-
det.

• Es finden keine homogenen Gasphasenreaktionen statt.

• Die Eigenschaften der Katalysatorphase werden als konstant angenommen, wo-
bei jedoch das örtliche Aktivitätsprofil der Katalysatorbeschichtung berücksich-
tigt wird.

• Bei der modellmäßigen Beschreibung der reaktionskinetischen Vorgänge in der
katalytischen Schicht wird von quasi-stationären Zuständen ausgegangen. Die
makrokinetische Beschreibung der Schadstoffumsetzung beinhaltet in den Reak-
tionsgeschwindigkeitsansätzen bereits die Einflüsse von Adsorption, Desorption
und Porendiffusion (Bruttoreaktionskinetik).

• Strahlungseinflüsse werden aufgrund der verhältnismäßig niedrigen Temperatu-
ren und Temperaturgradienten vernachlässigt.

• Die radiale Wärmeleitfähigkeit des Monolithen und die Wärmeverluste an die
Umgebung werden näherungsweise durch eine getrennte Energiebilanz für die
Katalysatorummantelung mit entsprechenden Wärmeaustauschströmen berück-
sichtigt (Gl. 4.12).

4.4.2 Energiebilanzen
Mit den getroffenen Modellannahmen und Vereinfachungen lassen sich nun die Ener-
giebilanzen des Katalysatormodells aufstellen. Gleichung 4.12 beschreibt hierzu die
Wärmeabgabe über das Canning an die Umgebung. Die Wärmeabgabe kann aufgrund
der eindimensionalen Modellierung längs der axialen Katalysatorkoordinate nur an-
genähert wiedergegeben werden. Eine Herleitung zur Berechnung der beiden Wärme-
ströme Q̇Umg und Q̇rad kann dem Anhang C.1.2 und C.1.3 entnommen werden. Für
die Bilanzierung der Gasphase wird die Änderung der Wärmekapazität durch unter-
schiedliche Abgaszusammensetzungen vernachlässigt und durch die Werte von Luft
approximiert (Anh. C.1). Somit reduziert sich die Gasphasenenergiebilanzierung auf
eine Bilanzgleichung (Gl. 4.14).
Die Reaktionsgeschwindigkeiten sind auf die spezifische BET -Oberfläche, welche
proportional zur äußeren Washcoat-Oberfläche angesetzt wird (Gl. 4.18), bezogen
(Gl. 4.17).
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• Katalysatorummantelung:

πL(r2
M − r2

Q)ρMcM
∂TM

∂t
= πL(r2

M − r2
Q)λM

∂2TM

∂z2
− Q̇Umg + Q̇rad (4.12)

Randbedingungen:

∂TM

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂TM

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabate Ränder (4.13)

• Gas:

εGρGcGp
∂TG

∂t
= −εGṁzc

G
p

∂TG

∂z
+ εGλGeff

∂2TG

∂z2

+avαG,W (TW − TG) (4.14)

Randbedingungen:

ṁ+
z c

G
p T

G,+ = εGṁzc
G
p T

G − εGλGeff
∂TG

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

(4.15)

∂TG

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabater Rand (4.16)

• Katalysatorwand:

(1− εG)ρW cW
∂TW

∂t
= (1− εG)λW

∂2TW

∂z2
+ avαG,W (TG − TW )

+aBET
I∑

i=1

(−∆hRi)r
DOC
i − Q̇rad

VMonolith
(4.17)

aBET = av κ mit: κ = 21 [77] (4.18)

Randbedingungen:

∂TW

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂TW

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabate Ränder (4.19)

4.4.3 Komponentenbilanzen
Die Komponentenbilanzierung ist wiederum in eine Gas- und eine Feststoffphase
unterteilt. Die chemische Reaktion findet dabei an den katalytisch aktiven Zentren der
Feststoffphase statt (Gl. 4.20 - 4.23).
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• Komponenten in der Gasphase:

εGρG
∂wGj
∂t

= −εGṁz

∂wGj
∂z

+ εGDeff

∂2wGj
∂z2

+ avρGβG,K(wWj − wGj ) (4.20)

Randbedingungen:

ṁ+
z w

+
j = εGṁzw

G
j − εGDeff

∂wGj
∂z

∣∣∣∣∣
z=0

(4.21)

∂wGj
∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 kein Konzentrationsgefälle am Rand (4.22)

• Komponenten in der Katalysatorphase:

0 = avρGβG,K(wGj − wWj )− aBETMWj

I∑

i=1

νijr
DOC
i (4.23)

4.5 Ermittlung der Kinetiken
Die zuvor in den experimentellen Untersuchungen beschriebenen Abläufe und
Abhängigkeiten der Schadstoffumsetzung sollen im Folgenden durch funktionale
Zusammenhänge wiedergegeben werden. Hierzu zeigten sich Bruttoreaktions-
kinetikansätze nach dem Langmuir-Hinshelwood-Mechanismus (Kap. 4.1.1) als
zweckmäßig [77, 78, 85]. Sie beinhalten die Adsorption der einzelnen Komponenten
am Katalysator und ermöglichen somit die Berücksichtigung eines heterogen-
katalysierten Mehrkomponentensystems. Rein phänomenologische Ansätze würden
eine Extrapolierbarkeit der Ergebnisse nur bedingt zulassen. Der von Voltz [85] für die
parallel ablaufende CO- und C3H6-Oxidation vorgeschlagene Reaktionsgeschwin-
digkeitsansatz war bereits für viele Arbeiten der Grundstein [84, 86, 87, 88, 89, 90]
und dient auch für die im Folgenden entwickelten Ansätze als Ausgangspunkt.
Mit Hilfe des Arrhenius-Ansatzes (Gl. 4.2) wird die Temperaturabhängigkeit der
Parameterwerte wiedergegeben.
Die Ermittlung der kinetischen Parameter erfolgt über eine modellgestützte Auswer-
tung, da beim Integralreaktor die Reaktionsgeschwindigkeit nicht explizit bestimmt
werden kann. Eine numerische Integration des Differentialgleichungssystems und der
nichtlinearen algebraischen Gleichungen ist erforderlich.
Da die experimentellen Untersuchungen unter isothermer Reaktionsführung durch-
geführt wurden, kann auf das Lösen der Energiegleichungen im zuvor beschriebenen
Katalysatormodell verzichtet werden; es müssen somit nur die Komponentenbilanzen
gelöst werden. Die spezifischen kinetischen Parameter, wie Aktivierungsenergie,
Stoßfaktor und Adsorptionskonstanten, wurden durch Ausgleichsrechnungen mit
Hilfe der Programmiersprache Matlab bestimmt. Die Optimization-Toolbox von
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Matlab bietet dabei zur Minimierung der Summe der Fehlerquadrate die Verfahren
nach Gauss-Newton und Levenberg-Marquardt an. Ziel ist es, einen Satz von kine-
tischen Parametern so zu wählen, dass die berechneten Reaktionsgeschwindigkeiten
möglichst gut mit den Messwerten aus den kinetischen Experimenten übereinstimmen.
Als Ergebnis der Reaktionsanalyse ergaben sich folgende Reaktionsgeschwindigkeits-
ansätze (Gl. 4.24 - 4.30):

rDOCCO = r1 = Ψ
k1 yCO yO2

H1
(4.24)

rDOCC3H6
= r2 = Ψ

k2 yC3H6 yO2

H1
(4.25)

rDOCC3H8
= r3 = Ψ

k3 yC3H8 yO2

H2
(4.26)

rDOCNO = r4 = Ψ
k4 y

2
NO yO2

(
1−

(
yNO2

yNO
√
yO2

(
p0

p
0.5
))

K−1
GG

)

H3

(4.27)

H1 =
(
1 +KCO yCO +KC3H6 yC3H6

)2 (
1 +KCO/C3H6 y

2
CO y

2
C3H6

)

·
(
1 +KNOx (yNO + yNO2)

0.7
)

(4.28)

H2 =
(
1 +KCO yCO +KC3H6 yC3H6 +KO2 yO2

)2 (
1 +KNOx (yNO + yNO2)

0.7
)

·
(
1 +KH2

H2O y
0.01
H2O

)
(4.29)

H3 =
(
1 +KCO yCO +KC3H6 yC3H6 + T 3KC3H8 yC3H8

)2

·
(
1 +KH3

H2O y
0.01
H2O

)
(4.30)

Die Reaktionsgeschwindigkeiten beziehen sich hierbei auf die Katalysatoroberfläche.
Um eine Übertragung der entwickelten Reaktionsgeschwindigkeitsgleichungen und
Parameter auf ähnliche Diesel-Oxidationskatalysatoren zu erleichtern, enthalten die
Ansätze, neben der in Abschnitt 4.4 bereits definierten spezifischen BET -Oberfläche,
noch eine weitere Kennzahl (Ψ) zur Beschreibung der Aktivität eines Katalysators. Sie
gibt die Höhe der Edelmetallbeladung an und erlaubt zudem eine Berechnung von Ka-
talysatoren deren Beschichtung in Zonen unterschiedlicher Aktivität unterteilt ist (sog.
“zone-coating”).
Entsprechend den experimentellen Untersuchungen wurden zunächst die Parameter
der einzelnen Oxidationen ohne Beeinflussung durch weitere Komponenten bestimmt.
Da die Reaktion der NO-Oxidation durch das thermodynamische Gleichgewicht li-
mitiert wird, ist eine Parameterbestimmung nur im kinetisch kontrollierten Bereich
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vorzunehmen. Der Verlauf des thermodynamischen Gleichgewichts und der Gleichge-
wichtskonstante KGG(T ) kann mit thermodynamischen Größen leicht berechnet wer-
den (Gl. 4.31 und 4.32):

∆g◦R = ∆h∗R − T∆s∗r (4.31)

KGG(T ) = e
−∆g◦

R
(T )

RT =

(
p

p◦

) J∑
j=1

νj

Kγ Ky mit Ky =
J∏

j=1

y
νj
j (4.32)

Den Parameteranpassungen für die einzelnen Geschwindigkeitsansätzen lagen jeweils
die gemessenen Ortsprofile zugrunde (z.B. Abb. 4.10).
Die Güte der durchgeführten Parameterbestimmungen ist in Abbildung 4.9 für die
vier betrachteten Oxidationsreaktionen graphisch dargestellt. Hierbei zeigt sich, dass
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Abbildung 4.9: Paritätsdiagramme der CO-, C3H6-, C3H8- und NO-Oxidation

die Genauigkeit der Modellvorhersagen im Rahmen von ca. ± 20 % liegt, wobei
die NO-Konzentrationsabweichungen teilweise größere Schwankungen aufweisen.
Dass das Modell dennoch zufriedenstellende Ergebnisse liefert, zeigt ein Vergleich
der gemessenen und berechneten NO-Umsätze in Abhängigkeit von der Tempera-
tur (Abb. 4.10 a) ). Ebenso ergibt sich eine gute Übereinstimmung der berechneten
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Abbildung 4.10: Vergleich von Messung und Simulation: Umsatz der reversiblenNO-
Oxidation und Konzentrationsprofile der CO-Oxidation

und gemessenen CO-Konzentrationsprofile längs der axialen Katalysatorkoordina-
te (Abb. 4.10 b) ).
In den Reaktionsgeschwindigkeitsansätzen ist ersichtlich, dass die Nenner der Ansätze
nicht nur die Adsorption gemäß dem Langmuir-Hinshelwood Ansatz (den ersten qua-
dratischen Term) enthalten, sondern durch zusätzliche Hemmterme erweitert wurden.
Diese phänomenologischen Zusatzterme sind notwendig, um die in den experimentel-
len Untersuchungen beobachtete konkurrierende Adsorption der Reaktanden und die
parallel ablaufenden Reaktionen genauer wiedergeben zu können. Bereits in den Ki-
netikansätzen von Voltz [85] wurde der Hemmterm H1 um zwei empirische Terme
ergänzt. Der erste Term berücksichtigt die konkurrierende Adsorption der Komponen-
ten CO und C3H6. Der zweite Term beschreibt die Adsorption der Stickoxide. Die
Berechtigung für diese kinetischen Erweiterungen zeigen beispielhaft die Umsatz- und
Konzentrationsverläufe von Abbildung 4.11. Die Hemmterme H2 und H3 wurden zu-
dem in der vorliegenden Arbeit zur besseren Übereinstimmung von Experiment und
Simulation um die Adsorptionen von O2, C3H8 und H2O ergänzt. Der Einfluss von
Wasser auf die C3H8- und die NO-Oxidation lässt sich durch die gewählten Hemm-
terme in H2 und H3 brauchbar beschreiben, wobei zu berücksichtigen ist, dass die
Wasserkonzentration mit 7− 8 % im Dieselabgas recht konstant ist. Eine abschließen-
de Überprüfung der hier entwickelten Kinetikansätze soll nicht durch weitere Ergeb-
nisse aus experimentellen Untersuchnungen am Kinetikprüfstand erfolgen, sondern die
Übereinstimmungen sollen durch Vergleiche mit Motorprüfstandsversuchen (Kap. 4.6)
belegt werden.
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Abbildung 4.11: Vergleich von Messung und Simulation

Die aus den Optimierungsrechnungen hervorgegangen Parameter sind in den Tabel-
len 4.1 aufgelistet. Richt- und Startwerte waren dabei die Parameterwerte der Arbei-
ten von Voltz [85], Hayes et al. [86], Dubien et al. [87], Koltsakis et al. [89] und
Oh et al. [90]. Aus den Aktivierungsenergien der betrachteten Reaktionen ist ersicht-
lich, dass die Reaktionsgeschwindigkeiten, wie erwartet, mit der Temperatur beschleu-
nigt werden. Die negativen Adsorptionsenergien von CO und C3H6 führen zudem mit
steigender Temperatur zu einer Abnahme der Adsorption und somit zu einer verringer-
ten Hemmung. Im Gegensatz dazu nimmt die Adsorption von NO und C3H8 mit der
Temperatur formal zu. Dieses Verhalten der Adsorption von NO wird auch in einigen
anderen Arbeiten [85, 87, 90], darunter die von Voltz [85], beschrieben. Koltsakis et
al. [89] weisen aber zurecht darauf hin, dass dieses Adsorptionsverhalten lediglich das
Ergebnis phänomenologischer Parameteranpassungen ist.
Es ist also zu betonen, dass die in der vorliegenden Arbeit vorgestellten Ansätze in
erster Linie für eine einfache und zielorientierte Berechnung der Vorgänge im Kata-
lysator entwickelt und die Parameter mittels Ausgleichsrechnungen bestimmt wurden.
Die so ermittelten Bruttoreaktionskinetiken können aber, wie in diesem Kapitel ge-
zeigt wurde, die experimentellen Ergebnisse zufriedenstellend wiedergeben. Mechani-
stische Diskussionen sind allerdings nicht möglich.
Hierzu sind detailliertere Untersuchungen und Modelle erforderlich, wie sie z. B. von
Braun et al. [95] und Chatterjee et al. [103] für den 3-Wege-Katalysator vorgestellt
wurden. Zur Betrachtung des Mehrkomponentensystems CO, C3H6, NO und O2

wurden dazu über 50 Reaktionsschritte für insgesamt 31 Spezies aufgestellt. Schou-
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Aktivierungsenergien
Reaktion Ei

[
J
mol

]

E1(r1) 52900
E2(r2) 92230
E3(r3) 56366
E4(r4) 89000

Adsorption Eads
j

[
J
mol

]

ECO −7990
EC3H6 −3001
EC3H8 44000
ENOx 8359
EO2 −137.2

ECO/C3H6
−96500

EH2
H2O −3937

EH3
H2O

−3937

Präexponentielle Faktoren
Reaktion ki

[
mol
m2 s
· ft3
gPt

]

k1 5.8 · 104

k2 1.53 · 109

k3 5344
k4 1 · 1011

Adsorption Kads
j [−]

KCO 65.5
KC3H6 2080
KC3H8 1.6
KNOx 504
KO2 64.49

KCO/C3H6
3.98

KH2
H2O 0.2488

KH3
H2O

1.244

Tabelle 4.1: Aus den Optimierungsrechnungen hervorgegangene Aktivierungsener-
gien und präexponentielle Faktoren

ten et al. [104] diskutierten die C2H2- und CO-Oxidation anhand von 17 Teilschritten.
Zur Bestimmung der einzelnen Adsorptionsvorgänge wurden Konzentrationssprünge
zwischen fetten und mageren Abgasbedingungen betrachtet. Aghalayam et al. [105]
untersuchten für dieCO-Oxidation weiterhin Oberflächenvorgänge wie die Abhängig-
keit der Adsorptionsenergie vom Bedeckungsgrad der katalytischen Beschichtung.
Als ein weiterer Vertreten der langsam oxidierenden HC-Komponenten wurde bereits
Methan CH4 eingehend untersucht. Auch besteht ein detaillierter Reaktionsmechanis-
mus für die katalytische CH4-Verbrennung und deren Zünden [106, 107].

4.6 Modellüberprüfung

Die Übertragbarkeit der im vorangegangenen Kapitel abgeleiteten Reaktionsgeschwin-
digkeitsansätze auf reale Fahrzeugbedingungen soll zusammen mit dem in Kapitel 4.4
und 4.5 vorgestellten Modell anhand von Motorversuchen überprüft werden.
Stationäre Motorbetriebspunkte erlauben dabei, die Güte der entwickelten Bruttore-
aktionskinetiken zu beurteilen. Vier hinsichtlich der Katalysatorzulaufbedingungen
recht unterschiedliche Betriebspunkte wurden exemplarisch ausgewählt (Abb. 4.12).
Es zeigt sich für alle betrachteten Schadstoffkomponenten eine sehr gute Überein-
stimmung von Simulation und Versuch. Allerdings kann am Motorprüfstand nur ei-
ne Abgasanalyse vor und nach dem Diesel-Oxidationskatalysator vorgenommen wer-
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Abbildung 4.12: Vergleich von Simulation und Motorabgasmessung unter stationären
Motorbetriebspunkten
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den. Die örtlichen Konzentrationsverläufe stehen somit nur durch die Simulation zur
Verfügung. Wie bereits aus den experimentellen Untersuchungen hervorgegangen ist,
werden CO und C3H6 schon bei niedrigen Temperaturen vollständig umgesetzt. Eine
Erhöhung des Abgasmassenstroms führt dabei zu einer Vergrößerung der benötigten
Reaktionszone (Abb. 4.12 b) ). Die schwer oxidierbarenHC-Komponenten, hier durch
C3H8 repräsentiert, setzen nur schwach um, obwohl ihre Konzentrationen sehr gering
sind. Die Annahme, dass der Anteil der schwer oxidierbaren Kohlenwasserstoffe 20 %
der Gesamtkohlenwasserstoffemissionen beträgt, wird ebenfalls durch die Messungen
bestätigt. Zu erwähnen ist, dass die Abgasmesstechnik an den Motorprüfständen keine
Auflösung in einzelneHC-Komponenten zulässt. Daher wurde in Abbildung 4.12 vor-
ausgesetzt, dass die leichten HCs (“C3H6”) vollständig oxidiert werden und die am
Monolithausgang verbliebene HC-Konzentration dem Propan (als schwer oxidierbare
Komponente) zuzuordnen ist.
Die HC-Konzentrationsangaben bei Motorversuchen, so auch hier und im Folgenden,
beziehen sich üblicherweise auf die Basis C1 (Methan).
Entscheidend für die Güte der DOC-Simulationsergebnisse ist neben der Übereinstim-
mung von Konzentrationsverläufen mit den Messungen ebenso die richtige Wiederga-
be des Temperaturverlaufs. Da die HC-Konzentrationen in den in Abbildung 4.12 dis-
kutierten Konzentrationsverläufen recht gering sind, tritt keine merkliche Erwärmung
des Katalysators ein. Um das berechnete Temperaturverhalten aufgrund der insta-
tionären Modellvorhersagen, insbesondere für die Verwendung des DOC als kata-
lytischer Brenner, durch Messergebnisse absichern zu können, wurde ein Diesel-
Oxidationskatalysator mit acht Thermoelementen in der axialen Katalysatorachse
bestückt. Bei dem eingesetzten Katalysator handelt es sich um einen sog. “zone-
coated” DOC mit einem gestufen Aktivitätsprofil (Kap. 2.2). Dabei ist der Katalysator
axial in drei gleiche Anteile unterteilt, wobei die Pt-Beladung Ψ vom Einlaufbereich
her in drei Stufen abnimmt (Ψ1 = 120 gPt/ft

3, Ψ2 = 100 gPt/ft
3,Ψ3 = 60 gPt/ft

3).
Die vorgenommene Temperaturmessung erlaubt hierbei Rückschlüsse auf das Umsatz-
verhalten der Komponenten im Katalysator (Abb 4.13). Mit der vorhandenen Abgas-
analysetechnik konnten hingegen keine hochdynamischen Konzentrationsmessungen
durchgefürt werden.
Nachdem der Katalysator zunächst unter stationären Bedingungen aufgeheizt wurde,
wurde durch Zuschalten einer späten, nicht drehmomentbildenden und nicht verbren-
nenden Nacheinspritzung ein HC-Sprung aufgegeben. Dabei zeigt sich, dass die si-
mulierte Temperaturentwicklung im vorderen Katalysatorbereich deutlich schneller
als die gemessene ist (Abb 4.13). Diese Abweichung ist auf die Ansprechzeit der ver-
wendeten Thermoelemente1 zurückzuführen. Die berechnete Temperatur am Katalysa-
toraustritt dagegen stimmt aufgrund der niedrigeren Aufheizraten mit der gemessenen
gut überein. Auch das örtliche, stationäre Temperaturprofil (t = 70 s) kann durch das
Modell treffend wiedergegeben werden.
Insgesamt zeigt sich, dass eine Übertragbarkeit der Laborversuche auf motorische Ex-

1Thermoelement: Typ K, ∅ 1 mm, Ansprechzeit bis 90 % Anzeigewert: 10 s
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Abbildung 4.13: Vergleich von Simulation und Motorabgasmessung bei Aufgabe eines
HC-Sprungs (“zone-coated” DOC)

perimente durchaus gegeben ist, auch wenn dies hier nur an wenigen Motorversuchen
bestätigt wurde. Weitere Versuche wären notwendig, um die Leistungsfähigkeit und
Grenzen des Modells herauszuarbeiten.
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Kapitel 5

Oxidationsreaktionen am CDPF

Ein katalytisch beschichtetes Partikelfilter soll nicht nur den Rußabbrand unterstützen,
sondern auch, je nach Auslegung des Abgasreinigungssystems, die Funktion ei-
nes Diesel-Oxidationskatalysators übernehmen. Jedoch befinden sich geeignete
Zeolithe zur HC-Einspeicherung während des motorischen Kaltstarts für CDPF-
Beschichtungen noch in der Entwicklung. Das Ziel dabei ist, die Zeolithe zum einen
gegen thermisches Altern bei Filterregenerationen widerstandsfähiger zu machen und
zum anderen ihren Einfluss auf den Druckverlust über die Filterwand zu verringern.

Zur Funktion des CDPF als Oxidationskatalysator sind bislang keine reaktionskineti-
schen Untersuchungen bekannt. Auch zu den den Rußabbrand unterstützenden Me-
chanismen eines beschichteten Filters, wie die zusätzliche HC- und CO-Umsetzung
sowie die Aufoxidation von NO zu NO2, insbesondere im Zusammenspiel mit
der kontinuierlichen Rußoxidation, sind nur wenige Daten vorhanden [108, 109].
Gleiches gilt für die Rückwirkung des während der Rußoxidation gebildeten und
an der katalytischen Beschichtung umsetzbaren CO auf den Rußabbrand. Um die
Wirkungsweise einer katalytischen Beschichtung auf die Rußoxidation beschreiben
zu können, sind daher zunächst detaillierte kinetische Untersuchungen, getrennt von
einer parallel ablaufenden Rußoxidation, erforderlich.
Wie für Diesel-Oxidationskatalysatoren wird bei beschichteten Filtern Platin als kata-
lytisch aktive Komponente eingesetzt. Die für den DOC beschriebenen prinzipiellen
Abläufe zur heterogenen Katalyse sowie zu den Reaktionskinetiken gelten daher auch
für die Untersuchungen am CDPF. Allerdings liegt im Filter die katalytische Wand
als eine Art Membran vor. Reaktionstechnisch handelt es sich dementsprechend um
einen speziellen monolithischen Membranreaktor. Die diffusiven Stofftransportwege
zu den katalytisch aktiven Zentren sind in der Membran, im Vergleich zu einem
monolithischen Katalysator, deutlich verkürzt und könnten zu einem schnelleren
Umsatzverhalten beitragen.
Im Folgenden wird bei der Untersuchung der kinetischen Abläufe innerhalb der
beschichteten Filterwand sowie bei der Bestimmung der kinetischen Parameter analog
zu den Abhandlungen zum DOC vorgegangen. Für detaillierte Beschreibungen und
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Erklärungen zum Umfang der durchgeführten Untersuchungen sowie der theoreti-
schen Grundlagen wird daher auf Kapitel 4 verwiesen.
Nach der Diskussion der experimentellen Untersuchungen sowie der darauf folgen-
den Modellbildung werden die kinetischen Parameter ermittelt. Die Brauchbarkeit
des so entwickelten Modells, einschließlich seiner Bruttoreaktionskinetiken, wird
abschließend wiederum anhand von Motorversuchsergebnissen überprüft.

5.1 Experimentelle Untersuchungen
Zur Erfassung der Reaktionskinetiken für die CO-, C3H6-, C3H8- und NO-Oxidation
wurden wiederum die Stoffkonzentrationen, Temperaturen sowie Raumgeschwindig-
keiten bei isothermen und stationären Versuchsbedingungen variiert. Die Filterproben
waren dabei nicht mit Ruß beladen, um ggf. auftretende Überlagerungen von Ruß-
abbrandeffekten ausschließen zu können. Wie bereits in Kapitel 3.3.2 ausführlich
beschrieben, können am CDPF keine axialen Konzentrationsprofile vermessen wer-
den. Es liegen jeweils nur integrale Umsätze über die Gesamtlänge der Filterproben
vor, welche aber für eine Bestimmung der Kinetiken ausreichend sind (Kap. 5.2).
Im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen am Diesel-Oxidationskatalysator
aus Kapitel 4.2 (Abb. 4.3) wird CO am hier verwendeten CDPF schneller umgesetzt
(Abb. 5.1 a) ), obwohl die Versuche am CDPF mit deutlich höherer Raumgeschwin-
digkeit (hier: 27069 h−1 gegen 19461 h−1) durchgeführt wurden. Zudem besitzt der
CDPF gemäß Tabelle 3.1 nur etwa den halben volumenmäßigen Platingehalt. Jedoch
gleicht die doppelte Zelligkeit des DOC den auf die Monolith-Oberfläche bezogenen
Pt-Gehalt wiederum teilweise aus. Auch die C3H6-Oxidation (Abb. 5.1 b) ) läuft
schneller ab als am DOC, wohingegen die C3H8-Oxidation (Abb. 5.1 c) ) dieses
beschleunigte Umsatzverhalten nicht zeigt. Bei der NO-Oxidation werden im CDPF
etwas höhere Temperaturen benötigt, um das thermodynamische Gleichgewicht
zu erreichen (Abb. 5.2). In dem für den kontinuierlichen Rußabbrand relevanten
Temperaturbereich stellen sich wiederum die NO/NO2-Konzentrationen gemäß der
Gleichgewichtszusammensetzungen ein.
Abgesehen von diesen geringen Verschiebungen in den jeweiligen Reaktions-
geschwindigkeiten, die vermutlich in erster Linie auf der etwas anderen Kata-
lysatorformulierung beruhen, zeigen sich für die Reaktionen die gleichen prin-
zipiellen Abhängigkeiten von Konzentration und Temperatur wie beim Diesel-
Oxidationskatalysator. Für die Stoffumsetzungen sind also, trotz der Unterschiede in
der Durchströmung des Katalysator- und Filtermonolithen, offensichtlich die gleichen
chemischen und physikalischen Abläufe maßgebend. Diese gekoppelten Vorgänge
von Stofftransport, Adsorption und Reaktion wurden bereits in Kapitel 4.1 ausführlich
erläutert.
Wie am DOC wurden zur Abbildung des gesamten Reaktionssystems auch am
CDPF Untersuchungen zur konkurrierenden Adsorption aller Stoffkomponenten
durchgeführt. Abbildung 5.3 zeigt hierzu als ein beispielhaftes Ergebnis den bereits
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Abbildung 5.1: Umsatzkurven der CO-, C3H6- und C3H8-Oxidation im CDPF
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bekannten Einfluss der konkurrierenden Reaktionen von CO und C3H6. Diese sind
insbesondere deshalb interessant, da beide Reaktionen im gleichen Temperaturbereich
ablaufen und die Schadstoffkomponenten CO und C3H6 eine ähnliche Adsorpti-
onsstärke an Pt aufweisen. C3H6 inhibiert dabei die CO-Oxidation etwas stärker als
es am DOC zu beobachten war, wobei CO seinerseits wiederum in der Lage ist, die
C3H6-Oxidation zu hemmen. Auch hinsichtlich der weiteren konkurrierenden Ad-
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Abbildung 5.3: Konkurrierende Oxidationen von CO und C3H6

sorptionen aller Schadstoff- und Fremdkomponenten ergaben sich in den vorliegenden
Untersuchungen die gleichen prinzipiellen Ergebnisse wie bei den Untersuchungen
am DOC. Sie sind daher nur auszugsweise im Anhang B.2 dargestellt.
Eine bei den bisherigen Untersuchungen noch nicht betrachtete Komponente des
dieselmotorischen Abgases ist Ruß. Da sich Ruß während der Filtration nicht nur auf
der Filterwand, sondern aufgrund von Tiefenfiltration teilweise auch in der Filterwand
anlagert, wurde eine mögliche Wirkung von Ruß auf die katalytischen Stoffumset-
zungen untersucht. Hierbei konnte jedoch im Rahmen der Messgenauigkeit, wie in
Abbildung 5.4 für die C3H6- und C3H8-Oxidation dargestellt, kein großer Einfluss
beobachtet werden. Die etwas hemmende Wirkung auf die Propenoxidation aufgrund
der Rußeinlagerungen könnte durch eine gewisse Versperrung der katalytischen
Oberfläche erklärt werden. Aussagen hinsichtlich des Einflusses von Ruß auf die
NO-Oxidation sind kaum möglich, da das an der katalytischen Schicht gebildetet
NO2 mit dem Ruß reagiert. Es kommt somit zu einer Überlagerung der Oxidationen
von Ruß, NO sowie des beim Rußabbrand gebildeten CO. Das thermodynamische
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Abbildung 5.4: Einfluss einer Rußbeladung auf die katalytische Stoffumsetzung von
C3H6 und C3H8

Gleichgewicht der NO- zu NO2-Oxidation bleibt davon unbeeinflusst. Auf das
Zusammenspiel dieser Reaktionen wird bei den Untersuchungen zum Rußabbrand
mit NO2 in Kapitel 6.2.4 und auch in Kapitel 7 näher eingegangen.
Eine tabellarische Zusammenstellung aller für die experimentellen Untersuchungen
am CDPF durchgeführten Versuche kann dem Anhang B.2 entnommen werden.

Im Vergleich zu den Untersuchungen am DOC lässt sich abschließend festhal-
ten, dass ein CDPF grundsätzlich ein dem DOC entsprechendes Potenzial zur
katalytischen Schadstoffumsetzung aufweist. Die Unterschiede in den einzelnen
Reaktionsgeschwindigkeiten sind dabei aber immer von den verwendeten Beschich-
tungen abhängig. Es lässt sich daher anhand der vorliegenden Ergebnisse leider nicht
klären, inwieweit die verkürzten Diffusionswege bei der konvektiven Zwangsdurch-
strömung der Filterwand zu dem sehr guten Umsatzverhalten des CDPF beigetragen
haben. Hierzu könnten nur detailliertere Simulationsmodelle Aufschluss geben.

5.2 Modellbildung zur Ermittlung der Kinetikpara-
meter

Die katalytische Filterwand ist ein Untermodell des eindimensionalen Gesamtmodells
(C)DPF. Es besteht zusätzlich aus den Modellphasen Rußschicht sowie Einlass- und
Auslasskanal. Die Modellbildung zum Gesamtmodell, einschließlich der katalytischen
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Filterwand, wird ausführlich in dem noch folgenden Kapitel 6.3 behandelt.
An dieser Stelle soll lediglich auf die Modellbildung zur Bestimmung der kinetischen
Parameter der zuvor vermessenen Reaktionen eingegangen werden. Auf einige der hier
getroffenen Aussagen wird auch später zurückgegriffen werden.
Da die experimentellen Untersuchungen bei isothermer Reaktionsführung vorgenom-
men wurden, erübrigt sich eine Bilanzierung der Energiebilanzen.
Der durch den Einlasskanal in das Filter einströmende Abgasmassenstrom ṁz wird, da
das Einlasskanalende verschlossen ist, durch die Filterwand in den Auslasskanal ge-
zwungen (Abb. 5.5). Die Richtung der konvektiven Filterwanddurchströmung (ṁW

ζ )
steht aufgrund des sich über die Filterwand aufbauenden Druckgefälles senkrecht zur
Hauptströmung. Bei der Modellbildung wird davon ausgegangen, dass der zwischen
Einlasskanal und Filterwand vorliegende äußerer Stofftransport vernachlässigt wer-
den kann. Diese Annahme beruht darauf, dass der konvektive Stofftransport durch
die Filterwand den diffusiven sowohl auf der Ein- als auch Abströmseite klar domi-
niert. Die heterogen katalysierten Schadstoffumsetzungen finden innerhalb der hoch-

Einlasskanal εεεε EK

Auslasskanal εεεε AK

Filterwand εεεε W

Zustrom

Abstrom

mz
EK

mz
AK

z

ζ

.

.

mz
.

mz
.

mζ
W.

Abbildung 5.5: Skizze zur Durchströmung eines CDPF einschließlich der
Ab-/Zunahme der Massenstromdichten in Einlass- und Auslass-
kanal

porösen Filterwand statt. Hierbei wird davon ausgegangen, dass die Filterwand über
das gesamte Wandvolumen die gleiche katalytische Aktivität aufweist und somit als
homogene Modellphase vorliegt. Eine weitere Modellvereinfachung ist möglich, wenn
der Druckverlust der Kanalströmungen im Einlass- sowie Auslasskanal wie beim DOC
vernachlässigt wird. Aus dieser letzten Annahme folgt, dass der Massenstrom ṁW

ζ an
jeder Stelle z gleich groß ist und sich eine konstante Querschnittsbelastung für die
Filterwand einstellt (Abb. 5.5). Zusammen mit den Randbedingungen einer isother-
men Reaktorführung sowie einer konstanten katalytischen Aktivität des Filterwand-
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volumens folgt als reduziertes Modell zur Bestimmung der kinetischen Parameter der
kontinuierlich durchströmte Rührkessel (Gl. 5.1). Hierbei wird der Filterwand auf-
grund ihres geringen Volumens keine Stoffspeicherfähigkeit zugeschrieben und die
örtlichen Konzentrationsänderungen werden durch die Filterwand hindurch nicht auf-
gelöst.

wWj − wCj =
V W

Ṁ
MWj

I∑

i=1

νij r
CDPF
i Ohne Rußschicht gilt: wC

j = wEKj (5.1)

Der HochindexW beschreibt in Gleichung 5.1 die Bedingungen in der Filterwand, der
Hochindex C die Zuströmbedingungen. Da das CDPF-Modell nach Abbildung 5.5 in
Kapitel 6.3 um eine Rußschicht auf dem Filter erweitert wird (Abb. 6.13), bezeichnet
C die Bedingungen in dieser Rußschicht. In dem hier vorliegenden Fall ohne Ruß-
schicht entsprechen die Zuströmbedingungen denen des Einlasskanals (EK).
Die Annahme eines “klassischen”, kontinuierlich durchströmten Rührkesselreaktors
für die Filterwand ist zur Betrachtung der NO-Umsetzung allerdings nicht detailliert
genug. Das in der Filterwand gebildete NO2 kann in die Rußschicht entgegen der
konvektiven Strömung diffundieren und dort zu einem Rußabbrand führen. Dagegen
haben die Reaktionsprodukte der CO-, C3H6- sowie C3H8-Oxidation keinen Einfluss
auf die Rußoxidation oder die Reaktionen in der Filterwand und müssen daher nicht
berücksichtigt werden. Lediglich durch die Wärmefreisetzung dieser Reaktionen in
der Filterwand kann die Rußoxidation lokal verstärkt werden.
Die Herleitung einer ortsaufgelösten Betrachtung der NOx-Konzentrationen in der ζ-
Koordinate mit Berücksichtigung von Reaktion, konvektivem sowie diffusivem Stoff-
strom ist in Kapitel 6.3.7 ausführlich beschrieben. Mit der dabei entwickelten analyti-
schen Lösung der zur NOx-Betrachtung benötigten Differentialgleichung lassen sich
analog zum Rührkesselmodell die kinetischen Parameter bestimmen.
Ausgehend von den oben getroffenen Annahmen, d.h. konstante Querschnittsbelastung
sowie homogene Aktivität der Filterwand, treten für alle Komponenten zwischen den
aus der Filterwand austretenden Stoffströmen und dem Auslasskanalstrom keine weite-
ren Konzentrationsänderungen auf. Hieraus folgt, dass die über die Kanalwand gemes-
senen Reaktionsumsätze über die Länge des Filters unverändert sind. Erst im Gesamt-
modell werden aufgrund von unterschiedlicher Wanddurchströmung sowie Tempera-
turen eine über die Filterlänge unterschiedliche Wandreaktion ebenso berücksichtigt
wie ein diffusiver Stoffaustausch zwischen Auslasskanal und Filterwand.

5.3 Ermittlung der Kinetiken
Um die Reaktionsanalyse der heterogen-katalysierten Schadstoffumsetzungen am
CDPF abzuschließen, werden im Folgenden die Reaktionsgeschwindigkeitsansätze
aufgestellt sowie deren Parameter bestimmt. Die Reaktionsgeschwindigkeiten bezie-
hen sich hierbei auf das katalytische Filterwandvolumen.
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Da sich während der experimentellen Untersuchungen bereits große Übereinstimmun-
gen mit den Ergebnissen aus den Untersuchungen am DOC ergaben, wurden die dort
entwickelten Geschwindigkeitsansätze mit ihren kinetischen Parametern (Kap. 4.5)
weitgehend übernommen. Lediglich für die NO-Oxidation zeigt ein leicht veränderter
Ansatz bessere Übereinstimmungen von Experiment und Simulation (Gl. 5.5). Die
Ursache hiefür ist in dem erweiterten Modell zur ortsaufgelösten Betrachtung der
NO-Oxidation (ζ-Koordinate) mit Berücksichtigung des diffusiven Stofftransports zu
sehen (Kap. 6.3.7).
Die entwickelten Reaktionsgeschwindigkeitsansätze (Gl. 5.2 - 5.5) für den CDPF
lauten:

rCDPFCO = r5 = Ψ
k5 y

W
CO y

W
O2

H4
(5.2)
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= r6 = Ψ
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W
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H4

(5.3)
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= r7 = Ψ
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W
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Bei der Bestimmung der spezifischen Kinetikparameter wurde analog zu Kapitel 4.5
vorgegangen. Die aus den Optimierungsrechnungen resultierenden Parameterwerte
sind in Tabelle 5.1 aufgelistet. Mit dem Arrhenius-Ansatz wird die Temperatur-
abhängigkeit der präexponentiellen Faktoren wiedergegeben. Die Güte der Reakti-
onsanalyse ist beispielhaft für die reine CO-, C3H6-, C3H8- und NO-Oxidation
aus den Paritätsdiagrammen ersichtlich (Abb. 5.6). Die Abweichungen zwischen Si-
mulation und Messung betragen dabei weniger als ± 20 %, womit ein, den DOC-
Untersuchungen entsprechendes, zufriedenstellendes Ergebnis erreicht wurde.
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Aktivierungsenergien
Reaktion Ei

[
J
mol

]

E5(r5) 65000
E6(r6) 75000
E7(r7) 56366
E8(r8) 51032

Adsorption Eads
j

[
J
mol

]

ECO −7990
EC3H6 −3200
EC3H8 27336
ENOx 8359
EO2 −137.2

ECO/C3H6 −96500

EH5
H2O −394

EH6
H2O

−3500

Präexponentielle Faktoren
Reaktion ki

[
kmol
m3 s
· ft3
gPt

]

k5 1.6 · 109

k6 7.0 · 109

k7 7.2 · 105

k8 2.74 · 105

Adsorption Kads
j [−]

KCO 200
KC3H6 3000
KC3H8 0.0036
KNOx 504
KO2 64.49

KCO/C3H6 3.98

KH5
H2O 1.95

KH6
H2O

0.38

Tabelle 5.1: Aus den Optimierungsrechnungen hervorgegangene Aktivierungsener-
gien und präexponentielle Faktoren
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Abbildung 5.6: Paritätsdiagramme der CO-, C3H6-, C3H8- und NO-Oxidationen
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5.4 Modellüberprüfung
Zur Überprüfung des oben entwickelten Modells einschließlich der Bruttoreaktionski-
netiken müssen die Simulationsberechnungen mit realen Motorversuchen verglichen
werden. Hierzu wurden vier stationäre Motorbetriebspunkte gewählt, die hinsicht-
lich der Konzentrationen, der Massenströme und der Filterzulauftemperaturen einen
großen Bereich eines Motorkennfeldes abdecken. Aufgrund der geringen HC- und
CO-Motoremissionen und der somit geringen Reaktionswärme können die Schad-
stoffumsetzungen als isotherm angesehen werden.
Tabelle 5.2 zeigt eine Gegenüberstellung der berechneten Filteraustrittskonzentratio-
nen mit den Ergebnissen des Motorversuchs. Die Übereinstimmung von Simulation
und Versuch ist hierbei für alle betrachteten Komponenten sehr gut. Allerdings weisen
die motorischen Messungen bezüglich der NOx-Gesamtkonzentrationen eine geringe
Abnahme über das CDPF auf, was aber auf die Messungenauigkeit der Abgasmess-
technik am Motorprüfstand zurückzuführen ist.
Für eine Überprüfung des Modells zusammen mit den in Kapitel 6.3 entwickelten Mo-
dellerweiterungen anhand von dynamischen Temperaturmessungen lagen keine moto-
rischen Messungen vor. Hierzu wären weitere detaillierte Versuche notwendig, um die
Leistungsfähigkeit und Grenzen des Modells herauszuarbeiten.

Betriebspunkte
n [1/min] pme [bar] ṁAbgas [kg/h] Tzu [◦C]

a 2000 2 76 192
b 3400 2 304 215
c 2600 4 180 282
d 2800 6 260 345

Vergleich: Messung - Simulation
vor CDPF nach CDPF

Messung [ppm] Messung [ppm] Simulation [ppm]
CO HC NO NO2 CO HC NO NO2 CO HC NO NO2

a 406 240 55 10 5 36 40 10 1 47 44 21
b 386 167 129 32 4 9 64 89 1 33 83 78
c 180 95 156 6 3 3 41 114 0 16 50 112
d 135 50 255 17 4 0 83 181 0 7 77 195

Versuchsfilter
Material: SiC Abmessungen: 5.66′′ × 10′′ Beschichtung: QEX-1086 (Fa. Engelhard)

Tabelle 5.2: Vergleich von Simulation und Motorversuch unter stationären Betriebsbe-
dingungen
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Kapitel 6

Rußabbrand im Diesel-Partikelfilter

Die Regeneration von monolithischen Wall-flow Diesel-Partikelfiltern beeinflusst das
gesamte Motor- und Abgasnachbehandlungssystem tiefgreifend (Kap. 2.3.4). Zum
thermischen Abbrand muss vom Motorsystem in einem möglichst weiten Kennfeld-
bereich eine ausreichend hohe Abgastemperatur (T ≥ 600 ◦C) bereitgestellt werden.
Dieser Anforderung steht jedoch die Gefahr entgegen, bei zu hohen Temperaturen und
gleichzeitig geringen Abgasmassenströmen einen nahezu unkontrollierbaren Abbrand
auszulösen. Eine starke Alterung einer ggf. aufgebrachten katalytischen Beschichtung
oder sogar eine örtliche Zerstörung des Filters können die Folge sein. Die Reaktion
von Ruß mit NO2 tritt schon bei niedrigeren Temperaturen (T ≥ 280 ◦C) ein und
wird meist als kontinuierliche Regeneration bezeichnet. Auch wenn die dabei erzielba-
ren Abbrandraten deutlich unter denen des thermischen Abbrandes liegen, ist sie von
besonderem Interesse. Zum einen ermöglicht sie eine zusätzliche, “passive” Abnahme
der Beladungsmasse, zum anderen erschwert sie allerdings durch die Änderung der
Rußmorphologie eine Beladungserkennung anhand des Gegendruckverhaltens erheb-
lich. Durch die NO2-Regeneration erhöhen sich die Porosität (ε) des Rußkuchens und
die Porendurchmesser (dPore), womit sich die Permeabilität (k) gemäß der Carman-
Kozeny Korrelation (Gl. 6.1) überproportional zur abgebrannten Rußmasse ändert. fCK
stellt dabei einen dimensionslosen Formfaktor (Carman-Kozeny Formfaktor) dar.

k =
ε

16 fCK τ 2
dPore mit: 4.5 < fCK τ

2 < 5.1 [110] (6.1)

Um den Rußabbrand beherrschbarer zu machen und ein tieferes Verständnis für die
sich zum Teil überlagernden Vorgänge, insbesondere im Falle eines katalytisch be-
schichteten Filters, zu erlangen, sind gezielte reaktionskinetische Untersuchungen so-
wie modellbasierte physikalische Beschreibungen erforderlich. Allerdings sind die ex-
perimentellen Möglichkeiten zur Untersuchung und Beschreibung der Abläufe in ei-
nem Diesel-Partikelfilter begrenzt (Kap. 3.3.2 und 3.3.3). Messtechnisch können kaum
direkte Aussagen über die Vorgänge in der Filterwand oder der Rußschicht getroffen
werden. Die Simulation ist somit ein unerlässliches Hilfsmittel, um die Prozesse inner-
halb eines Filters besser zu verstehen. Des Weiteren ist sie notwendig, um generelle
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Vorhersagen zum Temperaturmanagement und zu den Schadstoffumsätzen treffen und
Systembewertungen durchführen zu können.
Im Gegensatz zur Modellbildung und der Analyse der Vorgänge im Diesel-
Oxidationskatalysator (Kap. 4.4) ist die modellhafte Beschreibung der Abläufe im
monolithischen Diesel-Partikelfilter jedoch um einiges komplexer. Sowohl der Auf-
bau einer Rußschicht (Filterkuchen) im Filtereinlasskanal während der Beladung als
auch der anschließende Abbrand dieser Schicht nach Einleiten einer Regeneration sind
mehrdimensionale und hoch instationäre Prozesse. Sie werden daher auch meist von-
einander getrennt betrachtet. Der zuerst genannte Themenblock, der die Anlagerung
des Rußes auf der Filterwand behandelt und maßgebend für den sich über das Fil-
ter einstellenden Druckverlust ist, wird in dieser Arbeit nur am Rande erfasst. Der
Schwerpunkt liegt auf der Modellierung des Rußabbrandes. Bisher veröffentlichte Mo-
delle wurden meist entwickelt, um die im Filter auftretenden Maximaltemperaturen
vorherzusagen. Die Maximaltemperatur und -gradienten entscheiden über Material-
bzw. Bauteilversagen des Filters. Die zugrunde liegenden Bruttokinetiken dieser Mo-
delle wurden dabei meist anhand von Motorprüfstandsversuchen ermittelt. Mit die-
sem Vorgehen kann allerdings immer nur ein begrenzter Bereich der Filterregenerati-
on abgebildet werden. Aufgrund der stark vereinfachten Kinetiken sind Aussagen zu
den einzelnen chemischen und physikalischen Vorgängen kaum möglich. Aber gera-
de für eine Systembewertung und die Auslegung eines Abgasreinigungssystems mit
mehreren Komponenten ist ein genaues Verständnis der bestimmenden Parameter wie
Temperatur und Schadstoffkonzentration wichtig. Daher sind zunächst detaillierte ex-
perimentelle Untersuchungen zur Rußoxidation im (C)DPF sowohl mit NO2 als auch
O2 notwendig. Auch eine Beeinflussung der Abbrandreaktionen durch Änderungen
in der Rußmorphologie sowie durch weitere im Dieselabgas enthaltene Schadstoff-
komponenten und Wasserdampf wird untersucht. Anhand der so ermittelten reaktions-
kinetischen Daten werden die Reaktionsgeschwindigkeitsgleichungen aufgestellt und
ihre Parameter durch Reaktionsanalysen bestimmt. Abschließend wird das (C)DPF-
Gesamtmodell mit Motorprüfstandsversuchen verifiziert.

6.1 Grundlagen zur Rußoxidation
Bei dem im Filter vorliegenden Rußkuchen handelt es sich um einen hoch-porösen
Feststoff. Der Ablauf von Gas-/Feststoffreaktionen setzt sich, ähnlich wie bei
heterogen-katalysierten Reaktionen, aus aufeinanderfolgenden Einzelschritten zusam-
men. Nach der Adsorption des Gases am Feststoff erfolgt die chemische Reaktion auf
dessen Oberfläche. Bilden sich hierbei, wie bei der Rußoxidation, gasförmige Produk-
te (hier CO und CO2), müssen diese anschließend in den Gasstrom desorbiert werden.
Der Reaktionsablauf kann dabei von Transportvorgängen, abhängig vom Verhältnis
der Reaktions- zu Diffusionsgeschwindigkeiten, beeinflusst werden [21, 40, 111].
Da es sich bei Ruß nicht um einen einheitlichen Feststoff handelt, müssen dessen
physikalische und morphologische Eigenschaften in die Untersuchung der Reaktions-
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mechanismen mit einbezogen werden [49, 112, 113]. Die Transmissions-Elektronen-
Mikroskopie ermöglicht es, die Strukturänderung einzelner Partikel bei ihrer Oxidation
zu beschreiben, indem vor und nach einer teilweisen Oxidation der Partikel Aufnah-
men einzelner Partikel gemacht werden [114]. Dabei wurde festgestellt, dass Partikel
einerseits abhängig von ihrer Größe, Dichte, Porosität, Porengröße und Porenober-
fläche von außen “schrumpfen”, sich andererseits aber auch ihre Porosität bei gleich-
bleibender Partikelgröße erhöhen kann [111, 112, 114, 115]. Dies macht deutlich, dass
es sich um eine sehr komplexe Aufgabe handelt, die physikalischen Veränderungen
einer ganzen Rußschicht exakt wiederzugeben.
Eine Dichteänderung des Rußkuchens kann z.B. durch die Dichteabnahme der einzel-
nen Rußpartikel oder aber auch durch eine Abnahme der Packungsdichte aufgrund
“geschrumpfter” Partikel hervorgerufen werden. Sogar eine Schichtdickenabnahme
bei konstanter Dichte des Rußkuchens kann auf zwei unterschiedliche Wirkungen
zurückgeführt werden. Ist der Nachtransport von O2 in die tieferen Schichten des
Rußkuchens aufgrund einer schnellen Rußoxidation limitiert, wird die Rußschicht
schrittweise von “oben” her abgebaut. Erfolgt aber die Rußoxidation langsamer als
der Nachtransport von Sauerstoff, so verlieren die einzelnen Partikel über der ge-
samten Rußschichtdicke gleichmäßig an Größe, wobei die Rußschicht, aufgrund des
Druckunterschieds von Einlass- zu Auslasskanal, weiterhin als kompakte Schüttung
zusammengehalten wird.
Die Rußschichtdicke sowie ihre Porosität gehen in die Permeabilität der Rußschicht
bzw. in das Druckverlustverhalten über der Rußschicht ein und sind somit für die Be-
schreibung der Filterdurchströmung von großer Bedeutung. Aber auch die Reaktion
wird aufgrund der ständigen Veränderungen in den Diffusionswegen sowie an den ak-
tiven Rußoberflächen, insbesondere in den Micro- und Mesoporen der Rußpartikel,
entscheidend beeinflusst [21, 49, 83, 111, 116]. Eine Modellvorstellung zur Wieder-
gabe der zeitlichen Änderung der aktiven Oberfläche liegt in der Betrachtung des Po-
renwachstums vor (Abb. 6.1). Durch die Rußoxidation vergrößern sich die Poren, wo-
durch zunächst ihre Oberfläche wächst. Ab einem bestimmten Zeitpunkt sind die Po-
ren aber so groß, dass es zu Verbindungen und Überschneidungen der Poren kommt.
Die aktive Oberfläche nimmt ab [115, 117]. Die morphologischen Veränderungen in
den Rußpartikeln sowie innerhalb der Rußschicht können beide mit der Perkolations-
theorie, die eine mathemtische Beschreibung von makroskopischen Porenstrukturen
erlaubt, wiedergegeben werden [91, 115].
Konstandopoulos et al. [118] und Smith [111] erfassen die sich bei der realen Fil-
terregeneration verändernde Rußschicht mit empirischen Modellen, die eine anteilige
Dichte- sowie Partikelgrößenabnahme berücksichtigen.
Um die Vorgänge der Rußoxidation wirklich verstehen und modellmäßig beschreiben
zu können, müssen Untersuchungen vorgenommen werden, die auch die Gitterstruktur
eines einzelnen Rußteilchens betrachten [119, 120]. Es konnte dabei unter Ausnutzung
der Transmissions-Elektronen-Mikroskopie gezeigt werden, dass die Rußoxidation an
Gitterrand-C-Atomen und Fehlstellen im Rußgitter einsetzt und sich von dort ausbrei-
tet. Der komplexe und bisher nur teilweise verstandene Ablauf der Rußoxidation, der
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Rußschicht

Pore

Porenwachstum

Porenüberschneidung

Abbildung 6.1: Schematische Darstellung des Porenwachstums in der Rußschicht

auch aufgrund der Vielzahl im Ruß eingelagerter Substanzen nicht generell erfasst
werden kann, wird oft stark vereinfacht beschrieben (Gl. 6.2 - 6.6) [121, 122]:

CF +O2 → C(O2) (6.2)
CF + C(O2) → 2 (CO)C (6.3)

(CO)C → CO(g) + CF (6.4)
CF + (CO)C +O2 → CO2 + (CO)C + 2CF (6.5)

(CO)C + C(O2) → CO2 + (CO)C + CF (6.6)

Ausgehend von einer sehr schnellen dissoziativen Adsorption von Sauerstoff auf der
Kohlenstoffoberfläche folgt eine langsamere Bildung und Ansammlung von stabilen
Komplexen. Diese Oberflächenkomplexe haben eine zentrale Bedeutung für den ge-
samten Reaktionsmechanismus. Sie bilden zusammen mit gasförmigem oder adsor-
biertem Sauerstoff CO2, welches als primäres Hauptprodukt desorbiert wird. Eine di-
rekte Desorption des Oberflächenkomplexes führt zur Bildung von CO. CF stellt in
den Gleichungen 6.2 - 6.6 einen freien Kohlenstoffplatz an der Oberfläche dar. C(O2)
repräsentiert ein adsorbiertes Sauerstoffmolekül bevor es die Bildung des stabilen Sau-
erstoffkomplexes (CO)C durchläuft [121, 122]. Gleichung 6.5 stellt - ähnlich wie bei
Radikal-Kettenmechanismen - einen autokatalytischen Schritt dar, durch den bei Bil-
dung von CO2 die Anzahl der freien Kohlenstoffplätze CF erhöht wird.
Eine Erweiterung des oben beschriebenen Modells bildet die Annahme eines zwei-
ten aktiven Oberflächenplatzes am Kohlenstoff, an dem die Sauerstoffadsorption lang-
samer abläuft. Mit dieser Modellerweiterung lassen sich deutlich bessere Überein-
stimmungen mit Messungen erzielen. Auch die Einführung eines zusätzlichen Ober-
flächenkomplexes führt zu einer genaueren Wiedergabe der Messungen [121, 122].
Du et al. [123] schlagen dagegen eine Modellerverfeinerung mit aktiven freien Ober-
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flächenplätzen, deren Anzahl und die Sauerstoffadsorption kontinuierlich den Mess-
ergebnissen angepasst werden können, vor. Des Weiteren gehen sie davon aus, dass
sowohl CO als auch CO2 als primäre Produkte an jeweils individuellen Komple-
xen gebildet werden. Marcuccilli [83] und Ma [68] beobachteten mit zunehmendem
Rußumsatz eine Selektivitätszunahme zu Gunsten von CO. Bei hohen Temperaturen
gewinnt daneben die CO-Oxidation an der Partikeloberfläche an Bedeutung [124].
Stanmore et al. [21] liefern eine umfassende Zusammenstellung weiterer Ansätze zur
Erklärung der Rußoxidationsmechanismen. Als Reaktionsordnung für O2 zur CO2-
Bildung wird übereinstimmend ein Wert von 0.5 bis 1 angegeben. Für die Rußoxidati-
on mit NO2 gilt ein der Oxidation mit O2 entsprechender Mechanismus [21, 67].
Auch die oxidativen Vorgänge für katalysierten Ruß wurden eingehend untersucht [21,
66, 67, 123]. Entscheidend für die katalytische Wirkung ist neben dem katalytischen
Material vor allem der Kontakt von Ruß und Katalysator [66, 67]. Allerdings sind
additivgestützte Regenerationssysteme [66, 68, 125, 126, 127] nicht Gegenstand der
vorliegenden Arbeit und werden daher nicht näher betrachtet.

6.2 Experimentelle Untersuchungen zum Rußabbrand

Wie bereits bei der Versuchsdurchführung in Kapitel 3 beschrieben, wurde zur Ruß-
erzeugung der Rußgenerator CAST eingesetzt. Um eine schnelle Filterbeladung zu
erreichen, wurde, soweit nachfolgend nicht anders angemerkt, der Berußungspunkt
mit einer Agglomeratgröße von 200 nm gewählt. Die so beladenen Filterproben wur-
den unter einem N2-Strom auf die gewünschte Abbrandtemperatur aufgeheizt und
zunächst für ca. 10 min auf dieser Temperatur gehalten. Während des Aufheizens der
Filterproben konnte keine Desorption von am CAST-Ruß angelagerten Komponen-
ten festgestellt werden, wie dies z.B. bei Vergleichsversuchen mit motorischem Ruß
(Kap. 6.2.2) zu beobachten war. Nachdem der Aufheizvorgang abgeschlossen war,
wurden zur Untersuchung des Rußabbrandes die Oxidationskomponenten NO2 und
O2 durch schlagartiges Umschalten der Gaszuführungen zugegeben.
Zur Erfassung der Rußoxidation in den Filtern dient die Bestimmung der integralen
Umsätze über die Gesamtlänge der Filterproben. Aufgrund der Trennung von Einlass-
und Auslasskanal können, wie bereits erwähnt, keine axialen Konzentrationsprofile
aufgenommen werden.
Die im Folgenden vorgestellten Ergebnisse und Versuche wurden jeweils auf ihre Re-
produzierbarkeit überprüft.

6.2.1 Rußabbrand von CAST-Ruß mit NOx im DPF

Abbildung 6.2 zeigt eine exemplarische Messung des Rußabbrandes mitNO2 in einem
DPF. Das im Gasstrom enthalteneNO2 bildet mit Ruß, der im Folgenden chemisch als
Kohlenstoff (C) bezeichnet wird, unter Abgabe von Sauerstoff CO2 und CO (Gl. 6.7
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und 6.8).

C + 2NO2
rC1−→ CO2 + 2NO (6.7)

C +NO2
rC2−→ CO +NO (6.8)

Die Gesamtkonzentration der Stickoxide bleibt dabei über die gesamte Versuchszeit,
die stets 60 Minuten betrug, annähernd gleich (Abb. 6.2 a) ). Mit Hilfe der CO2- und
CO-Konzentrationen (Abb. 6.2 b) ), die ein Maß für die Reaktionsgeschwindigkeit
der Rußoxidation darstellen, kann eine C-Bilanz aufgestellt (Anh. B.3.1) und somit
die im Filter zeitlich vorliegende bzw. bereits abreagierte Rußmasse bestimmt werden
(Abb. 6.2 c) ). Aus der Betrachtung der CO2- und CO-Konzentrationen wird ersicht-
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Abbildung 6.2: Exemplarische Auswertung eines Rußabbrandes mit NO2. Gemessen
wurden die Zeitverläufe von CO, CO2, NO und NO2. Aus der C-
Bilanz wurden der Rußsabbrand und die Selektivitäten berechnet

lich, dass es sich beim Rußabbrand um einen instationären Prozess handelt. Zunächst
ist ein Ansteigen der Konzentrationen zu beobachten, was auf eine Initiierung der Ruß-
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oxidation schließen lässt. Nach ca. 30 Minuten durchlaufen die gemessenen Konzen-
trationen ein Maximum und fallen dann kontinuierlich mit der Abnahme der im Fil-
ter vorhandenen Rußmasse bis zum Versuchsende ab. Der zeitliche Verlauf der CO2-
und CO-Konzentrationen spiegelt sich auch in den NO2- und NO-Konzentrationen
wider. Die NO2-Konzentration durchläuft zu dem Zeitpunkt ein Minimum, zu dem
die CO2- und CO-Konzentrationen jeweils ihre Maxima aufweisen. Trotz der instati-
onären Vorgänge des Rußabbrandes bleiben die über die Zeit integrierten Selektivitäten
für CO2 und CO nahezu unverändert (Abb. 6.2 d) ).
Um die instationären Vorgänge bei der Rußoxidation und die Abhängigkeit der Ab-
brandraten (∆mC ) von der Rußmasse besser zu verstehen, wurden einerseits Filter-
proben mit unterschiedlichen Rußmassen jeweils frisch beladen (Abb. 6.3 a) ) und an-
dererseits die Rußoxidation einer hoch beladenen Filterprobe zwei Mal durch Abschal-
ten der Oxidationskomponente NO2 unterbrochen und für 30 Minuten mit N2 gespült
(Abb. 6.3 b) ). Bei der Diskussion zu den Grundlagen der Rußoxidation (Kap. 6.1)
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Abbildung 6.3: Zündverhalten und Rußmassenabhängigkeit des Abbrandes von
CAST-Ruß mit einem mittleren Agglomeratdurchmesser von 200 nm

wurde bereits die Bedeutung der morphologischen Eigenschaften des Rußes herausge-
stellt. Wird eine frisch beladene Filterprobe mit Abbrandgas beaufschlagt, ist zunächst
eine langsame Zunahme der zeitlichen Abbrandrate, berechnet aus den CO2- und CO-
Konzentrationen, zu beobachten. Da dieses Verhalten in Abbildung 6.2 nicht deutlich
genug erkennbar ist, wurde in Abbildung 6.3 die Rußabbrandrate nicht über der Zeit,
sondern über der zeitlich im Filter vorliegenden Rußmasse, bestimmt aus derC-Bilanz,
aufgetragen. Ist die maximale Abbrandrate erreicht, stellt sich ein quasistationäres Ab-
brandverhalten ein. Die Abbrandrate ist dabei in etwa linear von der im Filter vorhan-
denen Rußmasse abhängig. Aufgrund der mit dem Rußabbrand abnehmenden messba-
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ren Produktkonzentrationen bei sehr kleinen Beladungsmengen stieg jedoch bei den
experimentellen Untersuchungen die Ungenauigkeit der Messungen, so dass die Ruß-
abbrandrate in Abbildung 6.3 b) scheinbar gegen einen endlichen Grenzwert läuft (es
gilt: ∆mC(mRuß = 0) = 0 µg/s). Die lineare Abhängigkeit von Rußabbrandrate und
Rußmasse wird insbesondere auch durch die späteren Simulationsrechnungen in Kapi-
tel 6.4 bestätigt. Das zeigt zudem, dass die Rußoxidation in der gesamten Rußschicht
stattfindet und nicht nur an der obersten Schicht des Rußkuchens. In diesem Fall wäre
die Rußabbrandrate unabhängig von der Rußbeladung.
Wird die Rußoxidation, wie in Abbildung 6.3 b) dargestellt, unterbrochen und an-
schließend erneut gezündet, ist nahezu keine instationäre Abbrandinitiierung zu beob-
achten. Die Rußoxidation läuft auf dem quasistationären Abbrandast weiter.
Beim Zünden einer frisch beladenen Filterprobe beginnt die Rußoxidation an Fehlstel-
len im Rußgitter. Von diesen Zündorten wird die Rußstruktur immer weiter aufgebro-
chen und es bilden sich Poren mit einer “maximal” aktiven Rußoberfläche (Kap. 6.1).
Diese Initiierungsphase des Rußabbrandes ist von der im Filter vorliegenden Rußmas-
se abhängig. Sie ist nach Abbrand von ca. 25 − 30 % der Anfangsrußmasse (siehe
auch Abb. 6.3 a) ), unabhängig von Variationen der Raumgeschwindigkeit, Tempera-
tur oder Zulaufkonzentrationen, abgeschlossen. Dieses Ergebnis entspricht auch den
Literaturangaben [111, 116]. Nach Erreichen der maximalen Abbrandraten im Filter
besitzt die gesamte Rußstruktur nahezu einheitlich eine maximale Aktivität. Da aller-
dings gleichzeitig mit dem Abbrand die Rußmasse im Filter abnimmt, reduziert sich
auch die aktive Oberfläche und somit die Abbrandrate. Der zu erwartende Zustand des
quasistationären Abbrandes, bei dem die Rußumsätze bzw. Abbrandraten von der im
Filter vorliegenden Rußmasse linear abhängen, ist erreicht. Die Reaktionsgeschwin-
digkeit der Rußoxidation, bezogen auf ein einzelnes Rußteilchen und dessen Poren, ist
allerdings dabei nach Gleichung Gl. 6.7 und 6.8 unabhängig von der Rußmasse.
Die Strukturänderungen in der Rußschicht können auch als “Memoryeffekt” bezeich-
net werden, da nach Abbruch einer Rußoxidation bei erneutem Zünden wieder die
gleiche Rußreaktivität wie zuvor vorliegt (Abb. 6.3 b) ). Dass es sich bei den hier be-
obachteten Prozessen um rein morphologische Sachverhalte handelt, zeigen auch die
Untersuchungen des nachfolgenden Kapitels zur Beschreibung des Rußabbrandverhal-
tens mit unterschiedlichen Anfangsrußstrukturen (Abb. 6.5). Mit Zunahme der Parti-
kelagglomeratgröße verlängert sich die Initiierungszeit der Rußoxidation. Die bis zum
Erreichen der maximalen Abbrandrate abreagierte Rußmasse bleibt allerdings davon
nahezu unbeeinflusst und beträgt weiterhin, wie bereits genannt, 25 − 30 % der An-
fangsrußmasse.
Neben den rußmorphologischen Einflüssen hängt, wie im Anhang B.3 dargestellt,
die Abbrandrate sowohl von der NO2-Zulaufkonzentration als auch vom Abgasmas-
senstrom, d.h. von der dem Ruß pro Zeiteinheit zugeführten Menge an NO2, ab
(Abb. B.8).
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6.2.2 Vergleich des Rußabbrandes mit NOx für CAST-Ruß und
Motorruß im DPF

Um die Übertragbarkeit der Untersuchungen mit CAST-Ruß auf realen Motorruß zu
überprüfen, wurde die Berußungsvorrichtung (Kap. 3.2) an das Abgassystem eines
Prüfstandmotors angeschlossen. Es wurden sowohl Filterbeladungen mit als auch
ohne den serienmäßig im Abgasstrang vorgesehenen Diesel-Oxidationskatalysator
vorgenommen. Im Gegensatz zum CAST-Ruß adsorbieren, auch aufgrund der
niedrigen Temperaturen im Abgassystem, bei der Beladung von Partikelfiltern unter
motorischen Bedingungen in erhöhtem Maße unverbrannte Kohlenwasserstoffe am
Ruß. Um diese Kohlenwasserstoffe zu desorbieren, wurden die Filterproben zunächst
im Kinetikprüfstand unter einem N2-Strom einer Temperaturrampe unterzogen. Die
dabei desorbierten Kohlenwasserstoffe, gemessen als C3H6, sind in Abbildung 6.4
aufgetragen. Die Rußprobe, die ohne vorgeschalteten DOC entnommen wurde,

Eingesetzte Rußbeladung:  mRuß = 14.0 g/l

Temperaturrampe ≈ 10 K/min
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Abbildung 6.4: HC-Desorption während der Vorkonditionierung von Motorrußpro-
ben. Die gemessenen HC-Konzentrationen (FID-Signal) sind als
yC3H6 angegeben. Die RGN beträgt 27069 h−1

zeigt, dass in Ruß sehr große Mengen unverbrannter Kohlenwasserstoffe eingelagert
werden können. Allerdings desorbieren sie nahezu vollständig bevor eine für den
NO2-Rußabbrand ausreichend hohe Temperatur von über 280 ◦C erreicht wird. Für
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die Filterregeneration liegt somit immer sog. “trockener” Ruß vor. Diese Beobachtung
wird ebenso durch die Untersuchungen von Pauli [49] und Kroon [128] bestätigt.
Bei Einsatz eines DOC werden die emittierten Kohlenwasserstoffe fast vollständig
umgesetzt, so dass nur eine geringfügige Anlagerung von unverbranntemHC am Ruß
festzustellen ist. Zudem scheint die Rußstruktur der Rußagglomerate im DOC bereits
durch Oxidationsreaktionen aufgebrochen zu werden, da sich beim anschließenden
Rußabbrand im Vergleich zur Rußprobe, die ohne DOC entnommen wurde, eine
höhere Initiierungsreaktivität zeigt (Abb. 6.5).
Es lässt sich abschließend für die rußmorphologischen Untersuchungen festhalten,
dass die Rußabbrandinitiierung auch von der Agglomeratgröße der Rußpartikel
abhängt, wie es sich in Abbildung 6.5 am CAST-Ruß für Agglomeratgrößen von 50
bis 200 nm zeigt. Neeft [66] berichtet, dass auch die Motorlast, bei der die Partikel

200 nm 85 nm
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Motor: mit DOC50 nm

Abbildung 6.5: Aus derCO- undCO2-Entwicklung bilanzierte Rußabbrandgeschwin-
digkeitsverläufe über der Abbrandzeit für verschiedene CAST-Proben
sowie vorkonditionierte Motorrußproben (Abb. 6.4).
Zulaufbedingungen: Tzu = 420 ◦C, NO2 = 500 ppm, O2 = 5 %,
mRuß = 7 g/l und RGN = 27069 −1

emittiert werden, einen Einfluss auf deren aktive Oberfläche aufweist. Nach Durch-
laufen dieser ersten Abbrandphase stellt sich unabhängig von Agglomeratgröße und
Rußstruktur wiederum der lineare Zusammenhang von Abbrandrate und Rußmasse
ein. Am Ruß möglicherweise angelagerte Kohlenwasserstoffe desorbieren schon bei
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niedrigen Temperaturen und beeinflussen die folgende Rußoxidation nicht. Allerdings
ist hierbei zu beachten, dass bei Einsatz eines CDPF, insbesondere wenn gleichzeitig
auf einen vorgeschalteten DOC verzichtet wird, die desorbierten Kohlenwasserstoffe
auf der Beschichtung umgesetzt werden und somit zu recht hohen Exothermen führen
können, wie dies von Stratakis et al. [126, 129] für additivierten Ruß berichtet wird.
Die typische Agglomeratgröße für Dieselruß beträgt 70 − 100 nm. Das Abbrand-
verhalten des Dieselrußes stimmt mit dem des CAST-Rußes mit einer Partikelgröße
von 85 nm gut überein (Abb. 6.5). Er ist somit als Modellruß zur Untersuchung von
Filterregenrationen sehr gut geeignet.

6.2.3 Einfluss von Sauerstoff und Wasser auf den Rußabbrand mit
NOx im DPF

Obwohl bei Temperaturen unter 500 ◦C keine direkte Oxidation des Rußes mit
O2 festzustellen ist, wurde die Wirkung von O2 auf die Rußoxidation mit NO2

untersucht. Hierzu sind in Abbildung 6.6 für drei O2-Konzentrationen die NO-
und NO2-Verläufe wiedergegeben sowie eine aus den gemessenen CO- und CO2-
Konzentrationen bilanzierte NOBilanz-Konzentration dargestellt. Dabei wurde die
“NOBilanz”-Konzentration gemäß den Gleichungen 6.7 und 6.8 bestimmt (Gl. 6.9):

yNOBilanz = yCO + 2 yCO2 (6.9)

Ist im Abbrandgas kein Sauerstoff enthalten (Abb. 6.6 a) ), liegt die gemessene NO-
Konzentration zu Beginn des Abbrandes über der bilanzierten. Dies deutet darauf hin,
dass die Reaktionsprodukte CO und CO2 zunächst am Ruß adsorbiert werden. Nach-
dem eine Sättigung der Rußschicht erreicht ist, stimmen die gemessene und die bilan-
zierte NO-Konzentration exakt überein. Adsorbiertes CO bzw. CO2 beeinflusst die
Rußoxidation dabei nicht, wie sich bei Untersuchungen mit Zugabe von CO und CO2

zeigte. Wird dem Gasstrom O2 zugemischt, erhöhen sich die Rußabbrandraten. Die
bilanzierten NOBilanz-Konzentrationen, die ein Maß für die Abbrandrate darstellen,
liegen über den gemessenen. Es ist also mehr Sauerstoff in Form der Produkte CO
und CO2 gebunden als es die Reduktion von NO2 zu NO ergäbe (Gl. 6.7 und 6.8).
Diese zusätzlichen Sauerstoffmengen könnten ähnlich wie bei der später diskutierten
Mehrfachnuntzung von NO am CDPF (Kap. 6.4) auf eine Reoxidation von NO mit
O2 zu NO2 am Ruß zurückgeführt werden, welches anschließend wiederum mit Ruß
reagiert. Allerdings konnte in den hier durchgeführten Untersuchungen keine katalyti-
sche Aktivität des Rußes nachgewiesen werden. Auch ist keine direkte NO2-Bildung
am Ruß durch NO und O2 zu beobachten. Auffallend ist zudem, dass mit steigendem
Sauerstoffanteil die gemessenen NO2-Konzentrationen abnehmen. Dies widerspricht
allerdings auch der Annahme von Jacquot et al. [130], dass NOx die direkte Oxidati-
on von Ruß mit O2 katalysiert, weshalb es sich um einen parallel ablaufenden Prozess
handeln dürfte.
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Abbildung 6.6: Einfluss der Sauerstoffkonzentration auf den Rußabbrand mit NO2

90



Festzuhalten bleibt jedenfalls eine zunächst starke Zunahme des Rußabbrandes, wenn
die Sauerstoffkonzentration von Null ausgehend erhöht wird (Abb. 6.6 d) ). Mit stei-
gender O2-Konzentration lässt diese Abbrandsteigerung allerdings stark nach, so dass
bei den für Dieselabgas typischen Sauerstoffbedingungen von 7 − 8 % kein signifi-
kanter Sauerstoffeinfluss mehr vorliegt. Diese irgendwie geartete Abbrandaktivierung
durch O2 wurde daher im Rahmen dieser Arbeit nicht eingehender untersucht. Ein
weiterer, mit zunehmender O2-Konzentration zu vernachlässigender Prozess besteht
in der Rußoxidation mit NO, auch wenn dieser sogar bei sauerstoffreichem Abgas ge-
ringfügig möglich ist [67, 131].
Neben CO2 stellt Wasser die wichtigste Fremdkomponente im motorischen Abgas dar.
Es wurde daher hinsichtlich seiner Wirkung auf den Rußabbrand untersucht. Ohne
Vorhandensein von Wasser im Syntheseabgas nimmt der Rußumsatz näherungsweise
linear mit der Temperatur zu (Abb. 6.7 a) ). Gleichzeitig erhöht sich mit der Temperatur
die Selektivität vonCO (Abb. 6.7 b) ). Wie bereits erwähnt, konnten weder eine kataly-
tische Aktivität des Rußes noch Folgereaktionen der Abbrandprodukte CO und CO2

am Ruß verzeichnet werden. Da zudem bei den gegebenen O2-Konzentrationen und
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Abbildung 6.7: Einfluss von Wasser auf den NOx-Rußabbrand und die CO/CO2-
Bildung

Temperaturen das Boudouard-Gleichgewicht [132], welches das Verhältnis von CO
zu CO2 über glühender Kohle beschreibt, nahezu vollständig auf der Seite von CO2

liegt, ist für die Reaktionskinetik der Rußoxidation von zwei getrennten Reaktionswe-
gen bei der Bildung von CO2 und CO auszugehen (siehe auch Kap. 6.1). Wird dem
Reaktionsgas Wasser zugegeben, sind die Selektivitäten von CO und CO2 aber nahe-
zu unabhängig von der Temperatur. Dabei erhöht sich auch der Anteil des Produktes
CO2. Diese Verschiebung in der Selektivität könnte auf das Ablaufen der Wassergas-
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Shiftreaktion [132] (Gl. 6.10) zurückzuführen sein [21].

CO +H2O ⇀↽ CO2 +H2 (6.10)

Diese Reaktion konnte jedoch in getrennten Versuchen mit CO, O2 und H2O, ohne
NO2, am Ruß nicht beobachtet werden. Neben dem Einfluss von Wasser auf die Se-
lektivität der Reaktionsprodukte erhöht Wasser zudem den Rußabbrand bei niedrigen
Temperaturen. Eine direkte Oxidation von Ruß mit H2O ist dabei nicht festzustellen.
Mit steigender Temperatur lässt die beschleunigende Wirkung von Wasser nach. Stan-
more et al. [21] und Jacquot et al. [130] begründen diese Beobachtungen mit einem
durch Wasser katalysierten NO2-Rußabbrand bei niedrigen Temperaturen. Auch wird
OH als sehr reaktive Komponente herausgestellt. Abbildung 6.8 erlaubt einen detail-
lierteren Blick auf die Auswirkung von Wasser auf das Reaktionsgeschehen. Dabei
wird deutlich, dass Wasser, wie bereits oben gezeigt, den Rußabbrand bei niedrigen
Temperaturen erheblich verstärkt. Gleichzeitig steigt die CO2- zu Lasten der CO-
Bildung und die NO- zu Lasten der NO2-Konzentrationen. Möglicherweise ist dies
auf die Bildung von salpetrigen Säuren zurückzuführen. Um die Reaktionsmechanis-
men hinsichtlich der Wirkung von Wasser auf den Rußabbrand klären zu können, sind
zukünftig noch detailliertere Forschungsarbeiten erforderlich.
Weitere Einflüsse durch im Abgas enthaltene Fremd- oder Schadstoffkomponenten auf
die Rußoxidation konnten in den hier durchgeführten experimentellen Untersuchungen
nicht festgestellt werden.
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Abbildung 6.8: Auswirkung von Wasser auf den Verlauf der Komponentenkonzentra-
tionen beim Rußabbrand mit NO2 im DPF
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6.2.4 Rußabbrand von CAST-Ruß mit NOx im CDPF

Nachdem in den vorangegangenen Abschnitten die Vorgänge bei der Rußoxidation
mit NO2 am (katalysatorfreien) DPF diskutiert wurden, sollen nun die Ergebnisse
der experimentellen Untersuchungen am (katalytisch beschichteten) CDPF vorgestellt
werden. Von besonderem Interesse ist dabei die in der Literatur postulierte NO2-
Mehrfachnutzung. Hierbei wird davon ausgegangen, dass das durch den Ruß zu NO
reduzierte NO2 an der katalytischen Schicht wieder zu NO2 oxidiert wird und so-
mit erneut zur Rußoxidation bereitsteht. Gleichzeitig stellt sich bei Verwendung einer
katalytischen Beschichtung die Frage, ob diese die Rußoxidation katalysieren kann.
Allerdings ist im Fall eines monolithischen Oberflächenfilters, wie hier eingesetzt, der
Kontakt von Ruß und Platinkatalysator schlecht. Der wesentliche Anteil des Rußku-
chens befindet sich als Schicht oberhalb der Katalysatoroberfläche, ohne einen direkten
Kontakt mit dieser zu haben. Eine sich im realen Fahrzeugfilter bildende Ascheschicht
aus verbrannten Öl- und Kraftstoffadditiven verringert zudem den Kontakt von Ruß
und katalytischer Beschichtung. Neeft [66] stellte in seiner Arbeit aber gerade die Be-
deutung des Kontaktes von Katalysator und Ruß auf den Rußabbrand heraus. Somit ist
ein direkt katalysierter Rußabbrand eher auszuschließen.
Vergleicht man den integralen Rußumsatz im DPF und CDPF bei Verwendung von
NO2 als Oxidationsmittel, ist erst ab höheren Temperaturen eine Zunahme des Ruß-
abbrandes im CDPF festzustellen (Abb. 6.9 a) ). Wie bereits angedeutet, kann das
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Abbildung 6.9: Rußumsatz im DPF und CDPF mit NO2:
a) Vergleich des Rußumsatzes zwischen DPF und CDPF
b) NO2-Gleichgewichtskonzentration im Vergleich mit den gemesse-
nen Austrittskonzentrationen nach DPF und CDPF
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CDPF als eine Art Hintereinanderschaltung von Rußkuchen und katalytischer Filter-
wand betrachtet werden. Die bei der Rußoxidation gebildeten Produkte treffen nach
Verlassen der Rußschicht auf den Katalysator. Hierbei ist die Beschichtung in der La-
ge, CO zu CO2 umzusetzen sowie das thermodynamische Gleichgewicht von NO,
NO2 und O2 einzustellen (Kap. 5.1). Liegt aufgrund niedriger Temperaturen und da-
her geringer Reaktionsgeschwindigkeiten des Rußabbrandes die NO2-Konzentration
bei Verlassen der Rußschicht über dem thermodynamischen Gleichgewicht, ist keine
den Rußabbrand unterstützende Wirkung der Beschichtung zu erwarten. Sobald aber
dieNO2-Konzentration das thermodynamische Gleichgewicht unterschreitet, kann das
neu gebildeteNO2 aufgrund des jetzt vorliegenden Konzentrationsgefälles in die Ruß-
schicht zurückdiffundieren und den Ruß oxidieren. Dieser Sachverhalt wird durch die
Gegenüberstellung der NO2-Austrittskonzentrationen von DPF und CDPF noch ein-
mal verdeutlicht (Abb. 6.9 b) ). Ab einer Temperatur von ca. 400 ◦C liegt die NO2-
Austrittskonzentration des DPF in etwa auf bzw. unter dem berechneten Gleichge-
wicht. Da oberhalb dieser Temperatur der Rußumsatz im CDPF den Umsatz im DPF
übersteigt (Abb. 6.9 a) ), ist von einer gewissen Mehrfachnutzung von NO2 im CDPF
auszugehen. Allerdings sind die gemessenen Unterschiede zwischen DPF und CDPF
bei einem NO2-Zustrom insgesamt gering.
Um die Wirkung der katalytischen Schicht getrennt von den oben beschriebenen
Vorgängen untersuchen zu können, wurden die Abbrandversuche auch mit NO im
Gaszulauf anstelle von NO2 vorgenommen (Abb. 6.10). Da, wie bereits erwähnt, der
direkte Rußabbrand mit NO vernachlässigbar ist, kann die nun ermittelte Rußoxida-
tion auf das an der Beschichtung gebildete NO2 zurückgeführt werden. Gemäß Ab-
bildung 6.10 a) zeigt sich im Rußumsatz zwischen NO und NO2 im Zulauf kein Un-
terschied. Das bedeutet, dass sich das in Abbildung 6.9 b) dargestellte Gleichgewicht
so schnell einstellt, dass es gleichgültig ist, ob NO oder NO2 als Oxidationsmittel
vorliegt. Vergleicht man hingegen die Ergebnisse am DPF mit NO2 im Zulauf mit de-
nen des CDPF mit NO im Zulauf (Abb. 6.10 b) ), unter der Voraussetzung, dass am
CDPF das NO/NO2-Gleichgewicht eingestellt ist und keine NO2-Mehrfachnutzung
vorhanden wäre, so müsste das CDPF bei T = 420 ◦C deutlich schlechter abschnei-
den als das DPF, weil am DPF die volleNO2-Konzentration (500 ppm) zur Verfügung
steht, wogegen die des Gleichgewichts am CDPF gemäß Abbildung 6.9 b) nur ca.
170 ppm NO2 beträgt. In der Tat zeigt das DPF den höheren Rußumsatz. Allerdings
sind die Unterschiede zum CDPF, unabhängig von der Gasverweilzeit bzw. der Raum-
geschwindigkeit, überraschend gering. Bei steigender konvektiver Filterwanddurch-
strömung nimmt jedoch auch die Stärke und somit die Mehrfachnutzung des entgegen
der Strömung gerichteten diffusiven NO2-Transport ab.
Eine durch die eingesetzte Platinbeschichtung katalysierte Rußoxidation kann in den
Untersuchungen nicht nachgewiesen werden. Der Rußabbrand im CDPF verhält sich
in Bezug auf die Initiierungsphase sowie die Rußmassenabhängigkeit des quasistati-
onären Abbrandes wie der im DPF. Eine mögliche katalytische Wirkung müsste da-
bei unabhängig von der im Filter vorliegenden Rußmasse sein, da zwischen der Ruß-
schicht und der katalytischen Filterwand ein Flächenkontakt vorliegt.
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Abbildung 6.10: a) Vergleich des Rußumsatzes mit entweder NO oder NO2 im CDPF
bei RGN = 27069 −1

b) Vergleich des Rußumsatzes im DPF mit NO2 gegenüber dem im
CDPF mit NO bei T = 420 ◦C

Bei den Untersuchungen am CDPF ließ sich zwischen dem Rußabbrand und der NO-
Konzentration wiederum ein linearer Zusammenhang ermitteln. Ein Wasserdampfein-
fluss konnte nicht festgestellt werden.

6.2.5 Thermische Rußfilterregeneration im DPF und CDPF
Bei der rein thermischen Regeneration, d.h. dem Rußabbrand mit dem im motorischen
Abgas vorliegenden Restsauerstoff, sind im Vergleich zum kontinuierlichen Rußab-
brand mit NO2 (Kap. 6.2.1) deutlich höhere Temperaturen erforderlich (Abb. 6.11).
Die beiden maßgebenden Reaktionsschritte sind:

C +O2
rC3−→ CO2 (6.11)

C +
1

2
O2

rC4−→ CO (6.12)

Die absoluten, erzielbaren Abbrandraten, ermittelt aus der C-Bilanz (Anh. B.3.1), lie-
gen dabei für den realen Fahrzeugeinsatz aufgrund des hohen Restsauerstoffangebotes
mit Konzentrationen von mehr als 5 % im Abgas deutlich über denen des kontinuier-
lichen Abbrandes mit NO2, dem im dieselmotorischen Abgas nur geringe Mengen
an NOx als Oxidationsmittel zur Verfügung stehen. Im Vergleich zum Rußabbrand
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Zulaufbedingungen:

O2 = 5 %     mRuß = 7 g/l       RGN = 27069 h-1
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Abbildung 6.11: a) Abbrandraten bei der thermischen Regeneration im DPF und
CDPF
b) Einfluss von Wasserdampf (durchgezogen) auf den Rußabbrand
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mit NO2 setzt der Rußabbrand mit Sauerstoff allerdings, wie bereits erwähnt, erst bei
hohen Temperaturen ein. Das prinzipielle Abbrandverhalten entspricht aber dem der
Rußoxidation mit NO2. Wie Abbildung 6.11 a) zeigt, durchläuft die Rußoxidation
zunächst eine Initiierungsphase, welche ebenfalls nach einem 30%igen Abbrand der
Anfangsrußmasse abgeschlossen ist. Anschließend stellt sich ein quasistationärer
Abbrand, der in erster Näherung linear von der im Filter vorliegenden Rußmasse
abhängt, ein. Im Anhang B.3 sind hierzu die Abbrandverläufe im CDPF noch einmal
ergänzend über die im Filter vorliegende Rußmasse aufgetragen (Abb. B.9). Die
Abhängigkeit der Rußabbrandraten von der Temperatur ist dabei stark nichtlinear.
Diese Beobachtungen entsprechen auch den Literaturangaben [49, 66, 133].
Die katalytische Beschichtung zeigt unter isothermen Versuchsbedingungen keinen
Einfluss auf das thermische Rußabbrandverhalten (Abb. 6.11 a) ). Es wird lediglich
das bei der Rußoxidation entstehende CO in der Filterwand zu CO2 umgesetzt.
Zur Wirkung von Wasser auf die thermische Rußoxidation gibt es in der Literatur
widersprüchliche Aussagen. Neeft [66] konnte an PrintexU (Industrieruß) mit Wasser
eine Steigerung der Abbrandraten beobachten, wogegen das Umsatzverhalten von
Dieselruß unbeeinflusst blieb. Yezerets et al. [134] dagegen stellten einen durch
Wasser beschleunigten Abbrand des Dieselrußes fest, aber keinerlei Auswirkungen
auf Modellruß. In den hier durchgeführten Untersuchungen zur thermischen Rege-
neration können, wie in Abbildung 6.11 b) dargestellt, durch Zugabe von Wasser
keine Veränderungen bei den Rußabbrandraten registriert werden. Auch ist bei den
untersuchten Temperaturen keine Vergasung von Ruß mit Wasser zu verzeichnen.
Allerdings können an dieser Stelle keine Angaben zu möglichen Einflüssen auf
die Produktselektivitäten des Rußabbrandes gemacht werden, da der hier einge-
setzte Edelstahlreaktor ab Temperaturen von 550 ◦C die CO-Oxidation katalysiert.
Grundsätzlich führen nach dem Boudouard-Gleichgewicht höhere Abbrandtempe-
raturen zu einem Ansteigen des CO-Anteils. Es wird in der Literatur aber auch auf
geringfügige Änderungen in den Selektivitäten aufgrund des Sauerstoffangebotes
hingewiesen [83, 123].
Neben der Rußmasse und der Temperatur wird die Geschwindigkeit der Rußoxidation
durch die Sauerstoffkonzentration bestimmt (Abb. 6.12). Der quasistationäre Abbrand
ist von der Sauerstoffkonzentration in erster Näherung linear abhängig und entspricht
den Literaturangaben [21, 49, 66, 122, 125]. Im untersuchten Temperaturbereich
findet der Rußabbrand so langsam statt, dass die Sauerstoffkonzentration zwischen
Zu- und Ablauf praktisch konstant ist. Eine Stoffübergangshemmung ist also bis
615 ◦C auszuschließen.

Durch die in ihrem Ablauf übereinstimmenden Ergebnisse von kontinuierlicher
(mit NOx) und thermischer (mit O2) Regeneration wird die Bedeutung der Ruß-
morphologie für die Rußoxidation unterstrichen. In weiteren hier nicht dargestellten
Untersuchungen wurde ebenfalls die O2-Zufuhr zur zeitweisen Unterbindung der ther-
mischen Regeneration unterbrochen. Nach anschließendem erneuten Zünden zeigte
sich, wie bei den Untersuchungen zur Rußoxidation mit NO2, der rußmorphologische
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Abbildung 6.12: Abhängigkeit der Abbrandraten von der Sauerstoffkonzentration.
Zulaufbedingungen: Tzu = 600 ◦C,mRuß, RGN = 27069 h−1

“Memoryeffekt”. Dieser Effekt tritt auch dann ein, wenn die erste Abbrandphase aus
einer kontinuierlichen Oxidation mit NO2 besteht und darauf folgend eine thermische
Regeneration bei höheren Temperaturen eingeleitet wird.
Eine möglicherweise für die Abbrandinitiierung verantwortlich zu machende
langsame Adsorption von O2 am Ruß kann dabei ausgeschlossen werden. Eine
Durchströmung der mit CAST-Ruß beladenen Filterproben mit O2 vor Einleiten
einer kontinuierlichen oder thermischen Regeneration ergab keinerlei Rückwirkung
auf das Abbrandverhalten. Auch ist am motorischen Ruß, bei dem sich die gleichen
Abbrandverläufe zeigten, aufgrund des im Abgas vorliegenden Restsauerstoffs bereits
O2 adsorbiert.
Untersuchungen mit Temperaturrampen zur Bestimmung der Rußabbrandkinetiken,
wie sie vielfach durchgeführt werden, sind folglich als fraglich zu bewerten. Sie
können die rußmorphologischen Prozesse kaum erfassen, da sich Rußstruktur- und
Abbrandeffekte, die stark temperaturabhängig sind, überlagern. Es kann dabei nicht
zwischen der Initiierungsphase und dem durch steigende Temperatur beschleunigten
Rußumsatz unterschieden werden, da beide Effekte zu einem zeitlich erhöhten
Abbrand führen. Eine weitgehende Trennung dieser Effekte ist nur in isothermen
Experimenten möglich.
Eine den Rußabbrand katalysierende Wirkung von Platin konnte weder bei der
kontinuierlichen noch bei der thermischen Regeneration festgestellt werden, was den
Untersuchungen von Kroon [128] und Ma [68] entspricht. Erwähnt werden muss
jedoch, dass am CDPF eine genauere Wiederholbarkeit der Versuche zu erzielen war.

Eine vollständige Auflistung aller experimentellen Untersuchungen, die Basis
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für die oben getroffenen Aussagen sind, kann dem Anhang B.3 entnommen werden.

6.3 Modellbildung
Bereits seit Mitte der 80er-Jahre wird der Themenbereich der Modellbildung des Ruß-
abbrandes in Partikelfiltern behandelt [49, 60, 68, 75, 135, 136, 137, 138, 139, 140].
Opris [141] hat einige der bekanntesten Modelle zusammengestellt und diskutiert.
Auch heute noch sind die beiden Modelle von Bissett [136, 137] Grundlage vieler
Weiterentwicklungen und Untersuchungen zur thermischen Filterregeneration. Das
0D-Modell geht von einer gleichmäßigen Durchströmung der Rußschicht und der Fil-
terwand aus, die zusammen als eine Phase betrachtet werden. Dabei wird nur der
konvektive Stofftransport berücksichtigt. Das Modell soll Parameterstudien erleich-
tern und Aussagen zu Maximaltemperaturen ermöglichen. Das 1D-Modell [136] zielt
zudem auf eine Modellierung der Temperaturentwicklung längs der Filterkoordinate in
der Hauptströmungsrichtung ab. Solche Berechnungen, insbesondere für überbeladene
Filter oder ”worst-case”-Regenerationen, sind zum Schutz vor Materialversagen und
zur Dauerhaltbarkeit unerlässlich. Sie erlauben aber kaum Aussagen zur Auslegung
eines gesamten Abgasreinigungssystems, da hier zudem die während einer Regene-
ration auftretenden Schadstoffkonzentrationen von großer Bedeutung sind. Auch 2D-
und 3D-Modelle wurden entwickelt [51, 59, 72, 109]. Für mehrdimensionale Model-
le ist aber eine aufwendige Strömungsberechnung mit einzubeziehen, weshalb diese
Modelle sehr rechenzeitintensiv sind. Aufgrund der detaillierten Berücksichtigung der
Geometrie liefern mehrdimensionale Berechnungen nur Aussagen für eine konkret be-
trachtete Abgasanlage. Für eine grundlegende Berechnung und systematische Unter-
suchung der Vorgänge im Partikelfilter während der Regeneration sind 1D-Modelle
ausreichend.
Das im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelte und im Folgenden vorgestellte
eindimensionale Modell stützt sich auf die erwähnten Vorarbeiten. Es soll aber als Er-
weiterung den gesamten Themenbereich des Rußabbrandes im monolithischen Wall-
flow Diesel-Partikelfilter mitNOx undO2 hinsichtlich der auftretenden Temperaturen,
Regenerationsdauer und Schadstoffumsätze detailliert beschreiben. Hierzu wird auch
eine katalytisch beschichtete Filterwand mit berücksichtigt. Durch “Zu-/Abschalten”
der Oxidationsreaktionen in dieser Filterwand (Kap. 5) lassen sich in einem einzigen
Modell sowohl die Vorgänge in einem CDPF als auch im DPF aufzeigen. Als wichtige
Basis für dieses Modell dienen ausführliche Untersuchungen zur Rußabbrandkinetik
(Kap. 6.4). Diese beinhaltet auch Approximationen zur Morphologie der Rußschicht.
Bei den während einer thermischen Filterregeneration auftretenden Temperaturen von
bis zu über 1000 ◦C ist auch von parallel ablaufenden, homogenen Gasphasenreak-
tionen sowie Folgereaktionen auszugehen. Diese Reaktionen haben aber aufgrund ih-
rerer verhältnismäßig geringen Wärmefreisetzung auf den bei diesen Temperaturen
dominierenden Vorgang des Rußabbrandes kaum einen Einfluss. Auch die dabei ent-
stehenden Reaktionsprodukte wie CO und CO2 beeinflussen die Rußoxidation nicht.
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Allerdings muss mit Änderungen in den Schadstoffselektivitäten durch die zusätzlich
ablaufenden Reaktionen gerechnet werden. Bei den genannten hohen Temperaturen
ist jedoch ausschließlich das nahezu unkontrollierbare Temperaturverhalten im Filter
von Interesse. Homogene Gasphasenreaktionen wurden daher in dieser Arbeit weder
experimentell untersucht noch wurden sie in das (C)DPF-Modell einbezogen.
Analog zur Modellbildung des DOC-Modells wird für das (C)DPF-Modell ein re-
präsentatives Bilanzvolumen betrachtet. Es besteht aus einem Einlass- und einem Aus-
lasskanal sowie der Rußschicht und der Filterwand, welche jeweils als Phasenanteile in
das Modell eingehen. Die Phasen sind durch Austauschströme von Energie und Stoff
senkrecht zur Hauptstömungsrichtung miteinander gekoppelt (Anh. C.2). So wird dem
zweidimensionalen Charakter der Filterdurchströmung Rechnung getragen.
Für die reale Anströmung des Filters gelten die selben Bedingungen wie für den
Diesel-Oxidationskatalysator (Kap. 4.3). Durch den sich mit der Beladung aufbauen-
den Gegendruck über das Filter sowie durch einen vor dem Filter angeordneten DOC
vergleichmäßigt sich zudem die Anströmung [126].

6.3.1 Modellannahmen

• In Ein- und Auslasskanal liegt eine laminare eindimensionale Pfropfenströmung
in der Hauptströmungsrichtung vor (z−Koordinate, Abb. 6.13).

• Der laminare Druckverlust der Rohrströmung wird berücksichtigt.

• Der Druckverlust durch die Rußschicht und die Filterwand (ζ-Koordinate) wird
durch die Darcy-Gleichung berechnet.

• Die Rußschicht und die (ggf. katalytisch beschichtete) Filterwand werden durch
je ein ζ-Bilanzelement approximiert.

• In den ideal durchmischten Rußschicht- und Filterwandelementen (Rührkessel-
approximation) wird nur der konvektive Stofftransport berücksichtigt.

• Zur Erfassung der möglichen Mehrfachnutzung von NO2 gemäß Kapitel 6.2.4
wird die Berechnung der NOx-Konzentrationsänderung längs der ζ-Koordinate
örtlich verteilt durchgeführt (Kap. 6.3.7).

• Die Gasphase verhält sich ideal.

• Die Stoffwerte der Gasphase werden durch die entsprechenden Werte von Luft
wiedergegeben.

• Die axiale Dispersion von Masse und Energie wird durch einen Fick’schen An-
satz berücksichtigt. Die axiale Wärmeleitung wird durch das Fourier’sche Ge-
setz abgebildet.
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• Die Ortsabhängigkeit des Wärmeübergangs zwischen Gas- und Feststoffphasen
wird berücksichtigt.

• Homogene Gasphasenreaktionen werden vernachlässigt.

• Die Reaktionsgeschwindigkeitsansätze für die Schadstoffoxidation in der kata-
lytischen Filterwand werden aus Kapitel 5.3 übernommen.

• Sowohl die Rußschicht als auch die Filterwand besitzen für die Gaskompo-
nenten keine Stoffspeicherfähigkeit. Die Rückhaltung von durch die Filterwand
strömendem Ruß wird durch den Filterwirkungsgrad ηFilter berücksichtigt.

• Für die Rußoxidation gelten Bruttoreaktionskinetiken.

• Die Eigenschaften der Rußschicht werden im Modell als konstant angenommen.
Die rußmorphologische Änderung der reaktiven Oberfläche wird in der Reakti-
onskinetik berücksichtigt.

• Die Rußmassenänderung wird durch die Änderung der Rußschichtdicke bzw.
den Rußanteil εC ausgedrückt. Da gemäß Abbildung 6.13 die Summe von εC

und εEK konstant ist, ändert sich mit εC auch εEK und damit die Strömungsge-
schwindigkeit im Einlasskanal.

• Strahlungseinflüsse werden vernachlässigt.

• Die Zunahme des Abgasmassenstroms durch den abbrennenden Ruß wird ver-
nachlässigt.

• Die radiale Wärmeleitfähigkeit des Monolithen und die Wärmeverluste an die
Umgebung werden näherungsweise berücksichtigt.

• Die Rußschichtdicke bei Regenerationsstart ist über die Kanallänge konstant.

Die zuletzt genannte Annahme wurde durch einige Voruntersuchungen an einem spe-
ziellen Filter, das eine segmentweise Ermittlung der Rußschichtdicke innerhalb der
einzelnen Filterkanäle ermöglicht, bestätigt. Der Aufbau dieses Filters sowie die Ver-
suchsdurchführung und die Ergebnisse der Rußschichtdickenvermessungen sind im
Anhang A.2 ausführlich beschrieben.

6.3.2 Modellgleichungen
Das betrachtete Bilanzvolumen ist in die Phasen Einlasskanal, Rußschicht, Filterwand
und Auslasskanal unterteilt. Als Bilanzvolumen (z-Richtung) wurde als sich wieder-
holende Einheit ein Viertel eines Einlass- und Auslasskanals mit der dazwischen lie-
genden Rußschicht und Wand gewählt (Abb. 6.13). Die Phasenanteile (Gl. 6.13-6.17)
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und die dazugehörigen spezifischen Oberflächen (Gl. 6.18 und 6.19) lauten:

εEK =
0.5d2

H − 2wCdH + 2w2
C

(dH + ws)2
(6.13)

εC =
2wC(dH − wC)

(dH + ws)2
(6.14)

εW =
(2dH + ws)ws

(dH + ws)2
(6.15)

εAK =
d2
H

2(dH + ws)2
(6.16)

1 = εEK + εC + εW + εAK (6.17)

avEK = 2
(dH − 2wC)

(dH + ws)2
(6.18)

avW = avAK = 2
dH

(dH + ws)2
(6.19)

Einlasskanal εεεε EK

Auslasskanal εεεε AK

Filterwand (katalytisch beschichtet) εεεε W

Zustrom

Abstrom

Seitenansicht Frontansicht

dH ws

Rußschicht εεεε C

wC

z

ζζζζ

Bilanzvolumen

Abbildung 6.13: Skizze zur Phasenaufteilung des Rußfiltermodells

Abbildung 6.14 zeigt eine schematische Bilanzdarstellung der einzelnen Phasen für
Masse und Energie.
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Abbildung 6.14: Schematische Bilanzdarstellung
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Durch den Druckunterschied zwischen Einlass- und Auslasskanal stellt sich ein kon-
vektiver Strom (Masse und Enthalpie) durch die Rußschicht und die Filterwand ein.
Dieser Strom (in ζ-Koordinatenrichtung) steht senkrecht zur Hauptströmungsrichtung
(z-Koordinatenrichtung) und speist somit die jeweils als kontinuierliche Rührkessel
betrachteten Phasen Rußschicht und Filterwand. In Kapitel 5.2 wurde bereits die Fil-
terdurchströmung skizziert (Abb. 5.5). Der Gasstrom im Auslasskanal ergibt sich somit
aus der Summe aller Zuströme aus der Filterwand.
In der Rußschicht finden die Reaktionen des Rußabbrandes statt. Der durch den Ruß-
abbrand zusätzlich entstehende C-Massenstrom im Abgas erhöht den Gesamtmassen-
strom. Allerdings beträgt die Erhöhung im ”worst-case”-Fall (der Motorbetrieb fällt
während der Regeneration in eine Schubphase) nur maximal 1 %. Im normalen Rege-
nerationsfall ist die Abgasmassenzunahme deutlich geringer. Sie wird daher im Modell
vernachlässigt.
Im Fall einer katalytisch beschichteten Filterwand werden die Schadstoffkomponen-
ten in der Wand-Phase εW oxidiert (Kap. 5). Zur Berücksichtigung der Diffusion des
in der katalytisch beschichteten Filterwand erzeugten NO2 in die Rußschicht und des
komplexen Zusammenspiels mit der Rußoxidation werden die NOx-Konzentrationen
ortsaufgelöst in ζ-Richtung berechnet. Die Annahme eines kontinuierlichen Rührkes-
sels gilt für diese Komponenten nicht. Die Herleitung der analytischen Gleichung für
die ortsaufgelöste Betrachtung der NOx-Konzentrationen erfolgt in Kapitel 6.3.7.
Die Stoffaustauschströme in ζ-Richtung sind für die Stoff- und Energiebilanzen als
z-abhängige Quellen bzw. Senken in den einzelnen Phasen anzusehen. Den beiden
Phasen Rußschicht und Filterwand wird keine Stoffspeicherfähigkeit für die Gaskom-
ponenten zugeschrieben, womit sich ein konstanter Massenstrom in ζ-Richtung an
jeder Stelle z ergibt (Gl. 6.20).

ṀAT
ζ = avEKṁ

EK→C
ζ = avW ṁ

C→W
ζ = avAKṁ

W→AK
ζ (6.20)

Allerdings muss bei dem spezifischen Austauschstrom von Einlasskanal zur Ruß-
schicht die veränderliche Rußschichtdicke und somit veränderliche Durchtrittsfläche
(spezifische Oberfläche avEK) berücksichtigt werden (Gl. 6.20). Für die Austausch-
ströme gilt:

ṁEK→C
ζ = ρEK,GvEKζ und ṁC→W

ζ = ρC,GvCζ = ṁW→AK
ζ = ρW,GvWζ (6.21)

Neben den dominierenden konvektiven Austauschströmen stehen die einzelnen Phasen
auch aufgrund von Wärme- und Stoffübergang in Kontakt. Der diffusive Stofftransport
in ζ-Richtung zwischen Einlasskanal und der Rußschicht bzw. Filterwand (Kap. 5.2)
wird vernachlässigt.
In den nachfolgenden Kapiteln sind die Bilanzgleichungen für die einzelnen Phasen
aufgelistet. Eine detaillierte Darstellung der zugehörigen Austauschströme ist dem An-
hang C.2 zu entnehmen (Abb. C.3). Mittels der Danckwerts-Randbedingungen wird
der Zustand der Bilanzgleichungen an den Rändern des Monolithen angegeben. Zur
numerischen Lösung des für die Modellbeschreibung nötigen Systems partieller Dif-
ferentialgleichungen wird wiederum die Software PDEXPACK eingesetzt.
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6.3.3 Energiebilanzen
Trotz der großen Schwankungen in der Abgaszusammensetzung zwischen
Normal- und Regenerationsbetrieb wird, wie bei der Modellierung des Diesel-
Oxidationskatalysators (Kap. 4.4.2 und Anh. C.1), von einer konstanten spezifischen
Wärmekapazität des Abgases ausgegangen. Somit reduzieren sich die Energiebilanzen
auf jeweils eine Gasphasenenergiebilanz für Einlass- und Auslasskanal (Gl. 6.23
und 6.31) sowie eine Energiebilanz für die Rußschicht und die Filterwand (Gl. 6.26
und 6.29). Unter der getroffenen Annahme, dass der Gasstrom durch die Werte von
Luft angenähert wird, gilt:

∆h = cp ∆T (6.22)

Die Wärmeübergangskoeffizienten zwischen den Gas- und Feststoffphasen werden
wiederum ortsabhängig berechnet (Anh. C.1.5).

Wie bereits in Kapitel 5.2 (Abb. 5.5) beschrieben wurde, nimmt die Massen-
stromdichte ṁEK

z aufgrund des an jeder Stelle z durchtretenden Massenstroms
ṁEK→C
ζ über die Kanallänge ab, die Massenstromdichte im Auslasskanal ṁAK

z

hingegen zu. Dieser Massenstromaustausch wird durch das simultane Lösen der
Kontinuitätsgleichungen (Kap. 6.3.5) berücksichtigt.

• Filterummantelung:

Die Bilanzierung der Wärmeabfuhr über die Filterummantelung (sog. Canning)
an die Umgebung ist identisch mit der des Diesel-Oxidationskatalysators; sie ist
daher nicht getrennt aufgeführt (siehe Gl. 4.12).
Bei der Abschätzung der radialen Wärmeleitfähigkeit des Partikelfilters wird
die Wärmeleitfähigkeit der Rußschicht nicht berücksichtigt.

• Gas im Einlasskanal:

εEKρEK,GcEK,Gp

∂TEK,G

∂t
= −εEKṁEK

z cEK,Gp

∂TEK,G

∂z
+ εEKλEK,Geff

∂2TEK,G

∂z2

+avEKα
EK,C

(
TC − TEK,G

)
(6.23)

Randbedingungen:

ṁ+
z c

G
p T

G,+ = εEKṁEK
z cEK,Gp TEK,G − εEKλEK,Geff

∂TEK,G

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

(6.24)

∂TEK,G

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabater Rand (6.25)
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• Rußschicht (quasihomogen):

Es wird angenommen, dass der konvektive Gasstrom durch die Rußschicht
(in ζ−Richtung) beim Austritt aus der Rußschicht die Temperatur des Rußes
angenommen hat.

TC,G = TC

Bei den Stoffwerten der Rußphase (Index C) handelt es sich um die Werte des
Rußkuchens, also um das poröse Medium aus Rußagglomeraten und Luft.

εCρCcC = εLuftρLuftcLuftp + (1− εLuft)ρRußcRuß

Als quasihomogene Energiebilanz folgt:

εCρCcC
∂TC

∂t
= εCλC

∂2TC

∂z2
+ avEKα

EK,C
(
TEK,G − TC

)

+avWk
C,W

(
TW − TC

)
+ εCρC

I∑

i=1

(−∆hRi)r
COx
i

+avEKṁ
EK→C
ζ hEK,G − avW ṁC→W

ζ hC,G (6.26)

Randbedingungen:

∂TC

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂TC

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabate Ränder (6.27)

Die beiden letzten Terme in der rechten Seite von Gleichung 6.26 drücken den
Enthalpiestrom aus, der mit dem Stoffaustauschstrom ein- bzw. ausgetragen
wird. Mit Gleichung 6.20 gilt:

avEKṁ
EK→C
ζ hEK,G−avW ṁC→W

ζ hC,G = ṀAT
ζ (hEK,G−hC,G) ≈ ṀAT

ζ cC(TEK,G−TC)
(6.28)

• Filterwand (quasihomogen):

Zur Aufstellung der Energiebilanz der Phase Filterwand, ein poröses Me-
dium aus keramischem Feststoff und Luft, wird analog zu der der Rußschicht
vorgegangen:

εWρW cW = εLuftρLuftcLuftp + (1− εLuft)ρKeramikcKeramik

Wiederum gilt die Annahme, dass der Gasstrom beim Verlassen der Filterwand
(in ζ−Richtung) deren Temperatur angenommen hat:

TW,G = TW

107



εWρW cW
∂TW

∂t
= εWλW

∂2TW

∂z2
+ avWk

C,W
(
TC − TW

)

+avAKα
W,AK

(
TAK − TW

)
+ εW

I∑

i=1

(−∆hRi)r
CDPF
i

+avW ṁ
C→W
ζ hC,G − avAKṁW→AK

ζ hW,G − Q̇rad

VMonolith

(6.29)

Randbedingungen:

∂TW

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂TW

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabate Ränder (6.30)

• Gas im Auslasskanal:

εAKρAK,GcAK,Gp

∂TAK,G

∂t
= −εAKṁAK

z cAK,Gp

∂TAK,G

∂z
+ εAKλAK,Geff

∂2TAK,G

∂z2

+avAKα
W,AK

(
TW − TAK,G

)

+avAKṁ
W→AK
ζ (hW,G − hAK,G) (6.31)

Randbedingungen:

∂TAK,G

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂TAK,G

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 adiabate Ränder (6.32)

6.3.4 Komponentenbilanzen
• Komponenten im Einlasskanal:

εEKρEK,G
∂wEKj
∂t

= −εEKṁEK
z

∂wEKj
∂z

+ εEKDeff

∂2wEKj
∂z2

(6.33)

Randbedingungen:

ṁ+
z w

+
j = εEKṁEK

z wEKj − εEKDeff

∂wEKj
∂z

∣∣∣∣∣
z=0

(6.34)

∂wEKj
∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 kein Konzentrationsgefälle am Kanalende (6.35)

• Komponenten in der Rußschicht:

0 = avEKṁ
EK→C
ζ wEKj − avW ṁC→W

ζ wCj + εCρCMWj

I∑

i=1

νijr
COx
i (6.36)

108



Komponente NO2 ortsaufgelöst in ζ-Richtung:

0 =
∂2wCNO2

∂ζ2
+

vRζ
DC
NO2

∂wCNO2

∂ζ
+
ρCMWNO2r

COx
NO2

DC
NO2

ρC,G
(6.37)

Lösung und Randbedingung der DGL: siehe Kapitel 6.3.7

• Komponente Ruß als Phasenanteil:

ρC
∂εC

∂t
= ηFiltera

v
EKṁ

EK→C
ζ wEKRuß + εCρCMWC

I∑

i=1

νiCr
COx
i (6.38)

Mit Gleichung 6.14 kann aus dem Phasenanteil εC die Rußschichtdicke wC an
jeder Stelle z berechnet werden. Dabei gilt die Annahme, dass die Dichte des
Rußes während des Abbrandes konstant ist. Diese Annahme wurde bereits von
Bissett [136] vorgeschlagen und bildet zusammen mit dem von ihm entwickel-
ten Modell auch heute noch die Grundlage der meisten Simulationsrechnungen
zum Rußabbrand. In der Realität ändert sich jedoch die Morphologie des Rußes
in vielfacher Weise (Kap. 6.1) und beeinflusst somit sowohl die Permeabilität
als auch die Reaktivität des im Filter eingelagerten Rußes. Die Änderung der
Reaktivität des Rußes wird im hier vorgestellten Modell durch die Reaktions-
geschwindigkeitsansätze berücksichtigt. Auf eine detailliertere Betrachtung der
Strömung aufgrund von Rußmorphologieänderungen wird allerdings verzichtet.

• Komponenten in der Filterwand:

0 = avW ṁ
C→W
ζ wCj − avAKṁW→AK

ζ wWj + εWMWj

I∑

i=1

νijr
CDPF
i

+avAK ρ
AK,G βW,AK (wAKj − wWj ) (6.39)

Komponente NO2 ortsaufgelöst in ζ-Richtung:

0 =
∂2wWNO2

∂ζ2
+

vWζ
DW
NO2

∂wWNO2

∂ζ
+
MWNO2νNO2r

CDPF
NO

DW
NO2

ρW,G
(6.40)

Lösung und Randbedingung der DGL: siehe Kapitel 6.3.7

• Komponenten im Auslasskanal:

εAKρAK,G
∂wAKj
∂t

= −εAKṁAK
z

∂wAKj
∂z

+ εAKDeff

∂2wAKj
∂z2

+avAKṁ
W→AK
ζ

(
wWj − wAKj

)

+avAK ρ
AK,G βW,AK (wWj − wAKj ) (6.41)

Randbedingungen:

∂wAKj
∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂wAKj
∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 kein Konzentrationsgefälle am Rand (6.42)
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6.3.5 Kontinuitätsgleichungen
Da die Phasen Rußschicht und Filterwand keine Stoffspeicherfähigkeit aufweisen,
müssen sie nicht in die Betrachtung der Massenerhaltung einbezogen werden. Aus
den Massenstromdichten in Einlass- und Auslasskanal sowie den konvektiven Aus-
tauschströmen von Einlass- zu Auslasskanal ergeben sich folgende (quasistationäre)
Kontinuitätsgleichungen:

• Einlasskanal:

0 =
∂ṁEK

z

∂z
+
avEK
εEK

K∑

j=1

ṁEK→C
ζ wEKj (6.43)

Randbedingungen:

∂ṁEK
z

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂ṁEK

z

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 (6.44)

• Auslasskanal:

0 =
∂ṁAK

z

∂z
− avAK
εAK

K∑

j=1

ṁW→AK
ζ wWj (6.45)

Randbedingungen:

∂ṁAK
z

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂ṁAK

z

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

= 0 (6.46)

6.3.6 Impulsbilanzen
In den Bulkphasen, also in Einlass- sowie Auslasskanal, wird durch die Strömung mit
den Geschwindigkeiten vEKz und vAKz ein laminarer Druckverlust verursacht. Dieser
beruht auf dem Impulsaustausch mit der ruhenden Ruß- bzw. Wandschicht. Folglich
gelten für den Impulsaustausch im Einlass- und im Auslasskanal des Filtermodells
die beiden Beziehungen von Gleichung 6.47 und 6.48. Der spezifische Massenstrom
ṁζ = ρvζ zwischen den Phasen beruht auf der Druckdifferenz zwischen Einlass- und
Auslasskanal. Dieser Druckabfall (Gl. 6.51) über die Rußschicht und die poröse Fil-
terwand, also in ζ−Richtung, lässt sich mit der Darcy-Gleichung (Gl. 6.50) für jede
Stelle z beschreiben [142]. Durch Auflösen der Gleichung 6.51 nach der Gasdurch-
trittsgeschwindigkeit vζ und unter der Berücksichtigung, dass der Austauschmassen-
strom über die Rußschicht und Filterwand gleich ist, kann der spezifische Massenstrom
ṁζ an jeder Stelle z berechnet werden.

∂pEK

∂z
= −Cη

EKvEKz
(dEKH )2

(6.47)

∂pAK

∂z
= −Cη

AKvAKz
(dAKH )2

(6.48)

110



Randbedingungen:

∂pEK

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

=
∂pEK

∂z

∣∣∣∣∣
z=L

=
∂pAK

∂z

∣∣∣∣∣
z=0

= 0 und pAK(z = L) = patm (6.49)

Am Strömungsaustritt aus dem Filterauslasskanal liegt der Druck der Luftatmosphäre
patm an. Die Strömungsgeschwindigkeit am Eintritt in den Einlasskanal vEKz (z = 0)
kann über den Massenzustrom ṁEK

z (z = 0) berechnet werden.

Aus der Darcy-Gleichung:
∆p

∆L
=
ηv

B
(6.50)

angewandt auf die Reihenschaltung von Ruß- und Filterschicht folgt:

pEK − pAK =

(
ηCwC
BC

vCζ +
ηWws
Bs

vWζ

)
(6.51)

Die dynamischen Viskositäten des Gasstroms (in der Rußschicht ηC , in der Filterwand
ηW ), approximiert durch die Werte von Luft, werden temperaturabhängig berücksich-
tigt [142]. Die Permeabilitäten werden trotz der morphologischen Veränderungen in
der Rußschicht beim Rußabbrand als konstant angenommen (Anh. C.1.8).

Eine Zusammenstellung der wichtigsten im Rahmen des beschriebenen Modells
benötigten Parameter sowie ihre Herleitungen sind im Anhang C aufgeführt.

6.3.7 Ortsaufgelöste NOx-Konzentrationen in der ζ-Koordinate
Bei dem vorgestellten Modell handelt es sich um eine eindimensionale Betrachtung des
Gesamtfilters. Die ortsaufgelöste Diskretisierung findet entlang der axialen Filterkoor-
dinate statt. Jedoch können die Wanddurchströmung senkrecht zur Hauptströmungs-
richtung und ihr Einfluss auf die Reaktionen nicht in jedem Anwendungsfall ver-
nachlässigt werden. Deshalb wurde das Bilanzvolumen in mehrere Phasen unterteilt
(Gl. 6.13-6.16). Im Fall einer Rußoxidation mit NOx im CDPF ist diese einfache Vor-
gehensweise jedoch nicht präzise genug. Da der Strömung beim Wanddurchtritt eine
sehr große durchströmbare Fläche zur Verfügung steht, verlangsamt sie sich erheblich
und der Stofftransport durch Diffusion gewinnt an Einfluss. Im Einlass- und Auslasska-
nal dagegen ist die Konvektion in z-Richtung dominant. Wie sich bei den experimen-
tellen Untersuchungen zeigte (Kap. 6.2.4), wird NO in der katalytisch beschichteten
Filterwand zu NO2 oxidiert, welches dann entgegen der Filterwanddurchströmung in
die Rußschicht diffundiert und zu einem merklichen Rußabbrand führen kann. Es han-
delt sich hierbei um eine Überlagerung von Konvektion, Diffusion und Reaktion senk-
recht zur Hauptströmung. Dieser Mechanismus, die sog.NO2-Mehrfachnutzung, wird
allgemein zur Erklärung des erhöhten Abbrandes im Vergleich zu einem unbeschich-
teten Filter herangezogen. Allerdings sind zu diesem komplexen Zusammenspiel aus
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Reaktion und Stofftransport bisher kaum experimentelle Untersuchungen oder modell-
basierte und detaillierte Beschreibungen veröffentlicht. Haralampous et al. [108, 109]
stellten in ihren Arbeiten ein Modell zur Ausnutzung der NO- zu NO2-Oxidation in
der Filterwand und deren Auswirkung auf die Rußschicht vor. Die zugrundeliegen-
den Mechanismen und die Kinetik wurden jedoch anhand von Motorversuchen ermit-
telt. Die zur Auswertung der Versuche verwendete Rußmassenkorrelation mittels einer
Druckverlustmessung über das Gesamtfilter birgt dabei recht hohe Unsicherheiten. Ei-
ne Unterscheidung der einzelnen sich überlagernde Effekte, sowohl in der Rußschicht
als auch in der Filterwand, ist somit nicht möglich.
Für die Untersuchung der NO2-Mehrfachnutzung ist eine detailliertere, quasi zweidi-
mensionale Betrachtung der maßgebenden NO2-Konzentrationen unumgänglich.
Für die weiteren Schadstoffkomponenten, die im hier entwickelten Modell berück-
sichtigt werden sollen, und für deren Umsetzung in der katalytischen Filterwand ist
die Modellvorstellung eines kontinuierlichen Rührkesselreaktors gerechtfertigt, da sie
keine Auswirkung auf die Rußoxidation haben. Im Folgenden wird die Herleitung
und analytische Lösung der Materialbilanzen für NO2 (Gl. 6.37 und 6.40) in der ζ-
Koordinate allgemein erläutert. Da sowohl der Rußschicht als auch der Filterwand für
die Gaskomponenten keine Stoffspeicherfähigkeit zugeschrieben wird, führt dies zu
einer stationären Betrachtung der Konzentrationsverläufe.
Gleichung 6.52 beschreibt allgemein die stationäre Überlagerung von Konvektion, Dif-
fusion und chemischer Reaktion in einer Strömung.

0 =
∂2wNO2

∂ζ2
− −vζ
DNO2

∂wNO2

∂ζ
+
MWNO2rNO2

DNO2ρ
G

(6.52)

Hierbei muss die Strömungsrichtung beachtet werden. In die Reaktionsgeschwindig-
keit der Rußoxidation geht die integrale mittlere NO2-Konzentration der Phase ein.
Für die Diffusionskoeffizienten wird aufgrund der hohen Porosität des Filtermaterials
(εF = 0.4 − 0.6) und des mittleren Porendurchmessers (ca. 60 µm) von Träger-
gasdiffusion und in der Rußschicht nach Baerns et al. [40] von Knudsendiffusion
ausgegangen. Die Porosität der Rußschicht beträgt εR > 0.8 [21, 48]. Eine exakte Be-
stimmung des Diffusionskoeffizienten für die Rußschicht ist allerdings kaum möglich,
da Ruß in der Realität kein einheitlicher Stoff ist. Die physikalischen Eigenschaften
des Rußkuchens hängen sowohl von den Bedingungen während der Einlagerung im
Filter ab [48] als auch von morphologischen und chemischen Veränderungen nach
der Einlagerung aufgrund der unterschiedlichen Motorbetriebsweisen. Haralam-
pous et al. [109] zeigten allerdings, dass der Diffusionskoeffizient der Rußschicht
einen nicht unerheblichen Einfluss auf die Rußabbrandrate hat.
Der Weg zur analytischen Lösung der die NO2-Mehrfachnutzung beschreibenden
Differentialgleichung (Gl. 6.52) ist mit der Abhängigkeit der Reaktionsgeschwindig-
keiten von der NO2-Konzentration verbunden. Die Reaktionsgeschwindigkeitsansätze
und die Bestimmung ihrer Kinetikparameter können den Kapiteln 5.3 und 6.4
entnommen werden.
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• In der Rußschicht:

Aus den experimentellen Untersuchungen ist für den Rußabbrand hinsichtlich
der NO2-Konzentration die Reaktionsordnung n = 1 hervorgegangen. Die Reaktions-
geschwindigkeit, die im nachfolgenden Kapitel 6.4 entwickelt wird (Gl. 6.72), lässt
sich somit in folgender Form ausdrücken:

r
COx(I.)
NO2

= r̂
COx(I.)
NO2

yNO2 = r̂
COx(I.)
NO2

MWges

MWNO2

wNO2 (6.53)

Setzt man die so umgeformte Reaktionsgeschwindigkeit in Gleichung 6.52 ein, führt
dies zur homogenen Differentialgleichung (Gl. 6.55):

Gasgeschwindigkeit: vRζ =
vCζ
εR

mit vCζ =
ṁEK→C
ζ

ρC
(6.54)

0 =
∂2wCNO2

∂ζ2
+

vRζ
DC
NO2

∂wCNO2

∂ζ
+
MWgesρ

C r̂
COx(I.)
NO2

DC
NO2

ρC,G
wCNO2

(6.55)

Mit dem Ansatz wNO2 = eλ ζ folgen als allgemeine Lösungen für die Rußschicht
(Gl. 6.56):

wCNO2
= αC1 eλ

C
1 ζ + αC2 eλ

C
2 ζ (6.56)

Die Berechnung der zugehörigen Konstanten und Koeffizienten kann dem An-
hang C.2.1 entnommen werden.

• In der Filterwand:

Wiederum wird zunächst der Reaktionsgeschwindigkeitsansatz (Gl. 5.5) in eine einfa-
che Abhängigkeit von der NO2-Konzentration umgeformt (mit kNO(T ) = k8/H6):

rCDPFNO = kNO(T ) yNO y
0.5
O2




1−
(
p0

p

)0.5
1

y0.5
O2
KNOGG(T )

︸ ︷︷ ︸
γ

yNO2

yNO




= kNO(T ) yNO y
0.5
O2

[
1− γ yNO2

yNO

]
mit yNOx = yNO2 + yNO = const.

= kNO(T ) y0.5
O2
yNOx − kNO(T ) y0.5

O2
(1 + γ) yNO2 (6.57)

Nach Umformen der Gleichung 6.52 in Molanteile und Einsetzen des Reaktionsge-
schwindigkeitsansatzes folgt als zu lösende inhomogene lineare Differentialgleichung
für die katalytisch beschichtete Filterwand:

∂2yNO2

∂ζ2
+

vFζ
DW
NO2

∂yNO2

∂ζ
− MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T ) y0.5

O2
(1+γ) yNO2 = − MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T ) y0.5

O2
yNOx

(6.58)
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Mit dem Ansatz yNO2 = eλ ζ und dem anschließenden Lösen der zugehörigen charak-
teristischen Gleichung ergeben sich die Lösungen für die homogene Differentialglei-
chung:

yNO2hom
= αW1 eλ

W
1 ζ + αW2 eλ

W
2 ζ (6.59)

Eine partikuläre Lösung der inhomogenen Differentialgleichung kann mittels eines
Ansatzes vom Typ der rechten Seite erhalten werden. Mit yNO2part

= const.:

yNO2part
=

yNOx
(1 + γ)

(6.60)

Als Gesamtlösung für die katalytische Filterwand ergibt sich Gleichung 6.61.

wWNO2
=
MWNO2

MWges

(
yNO2hom

+ yNO2part

)
(6.61)

Die Konstanten αC1 , αC2 , αW1 und αW2 werden für die jeweilige Phase durch eine Rand-
bedingung und Bedingungen zur Kopplung der beiden Phasen bestimmt (Anh. C.2.1).
Im Einlasskanal ist der Stofftransport durch Konvektion maßgebend. Hieraus ergibt
sich als Zulaufbedingung in die Rußschicht mit der Dicke wC :

wEKNO2
= wCNO2

(ζ = wC) (6.62)

An der Koppelfläche (Stelle ζ = 0) zwischen Rußschicht und Filterwand liegt eine In-
kontinuität der Materialeigenschaften vor. Sowohl der Leerraumanteil als auch der Dif-
fusionskoeffizient ändern sich. Für die Kopplung der beiden porösen Phasen müssen
zwei Übergangsbedingungen erfüllt sein, d.h. sowohl die NO2-Konzentrationen als
auch der NO2-Stoffstrom über die Austauschfläche müssen gleich sein.

wCNO2
(ζ = 0) = wW

NO2
(ζ = 0) (6.63)

Zur Bilanzierung des Stoffstroms an der Austauschfläche gilt:

vRζ =
vCζ
εR

und vFζ =
vWζ
εF

(6.64)

wCNO2
ṁC
ζ ε

R − εRρC,GDC
NO2

∂wCNO2

∂ζ

∣∣∣∣∣
ζ=0−

= wWNO2
ṁW
ζ ε

F − εFρW,GDW
NO2

∂wWNO2

∂ζ

∣∣∣∣∣
ζ=0+

(6.65)
Beim Austritt der Strömung aus der Filterwand in den Auslasskanal (ζ = −ws) liegt
kein Konzentrationsgefälle vor:

∂wWNO2

∂ζ

∣∣∣∣∣
ζ=−ws

= 0 (6.66)

Im Anhang C.2.1 ist der hier gezeigte Lösungsweg ergänzend beschrieben. Ein
beispielhafter Lösungsverlauf der NO2-Konzentrationen in der Rußschicht und der
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Filterwand wird in Kapitel 7.3 (Abb. 7.21) dargestellt.

Das vorgestellte Vorgehen zur näherungsweisen Beschreibung der Vorgänge in
der ζ-Koordinate erweitert die Aussagefähigkeit des eindimensionalen Gesamtmo-
dells erheblich. Es erlaubt nun für Systembewertungen die prinzipielle Untersuchung
der gekoppelten Vorgänge in der Rußschicht und der Filterwand. Zur weiteren
theoretischen Untersuchung und exakten Beschreibung der physikalischen und reak-
tionskinetischen Einzelvorgänge, insbesondere an der Grenzschicht zwischen Ruß
und katalytischer Filterwand, werden in Zukunft jedoch detaillierte zweidimensionale
Modelle zu erstellen sein. Sie sind nicht durch ein Näherungsverfahren, wie das hier
vorgestellte, ersetzbar. Die hier beschriebene Methode erlaubt jedoch eine für die
Systemanalyse ausreichende Betrachtungsweise.

6.4 Ermittlung der Kinetiken zum Rußabbrand
Aufgrund der Vielzahl von Einflüssen auf den Rußabbrand sowie der schwer be-
schreibbaren physikalischen und chemischen Eigenschaften von Ruß selbst (Kap. 6.1
und 6.2) ist es, wie bereits mehrfach erwähnt, kaum möglich, einen generellen Mecha-
nismus für die Rußoxidation aufzustellen [21, 111]. Zur Bestimmung aller Teilschritte
müssten unter anderem die Wechselwirkungen mit Fremdkomponenten und Gitter-
fehlern im Ruß sowie der Stofftransport in den einzelnen Poren erfasst werden. Eine
mechanistische Beschreibung aller Teilreaktionsschritte ist im Rahmen dieser Arbeit
nicht möglich und für die Übertragbarkeit der am Kinetikprüfstand ermittelten physi-
kalischen und chemischen Zusammenhänge auf reale Motorabgasanlagen auch nicht
erforderlich.
Um die makroskopischen Vorgänge am Ruß während einer Partikelfilterregeneration
hinreichend genau für Fahrzeugsysteme abzubilden, sind detaillierte Bruttoreaktions-
kinetiken, wie sie im Folgenden entwickelt werden, ausreichend.
Zur Schätzung der einzelnen kinetischen Parameter kann das im vorangegangenen Ka-
pitel beschriebene Modell vereinfacht werden (siehe auch Kap. 5.2). Aufgrund der iso-
thermen Reaktionsführung entfällt das Lösen der Energiegleichungen. Da der diffusive
Stofftransport zwischen der Rußschicht und der Einlasskanalströmung vernachlässig-
bar ist und eine laminare Rohrströmung im Einlasskanal angenommen werden kann,
ist von einem gleichmäßigen Rußabbrand in der gesamten Filterprobe auszugehen. Es
stellt sich somit auch eine homogene Filterwanddurchströmung ein, weshalb auf eine
zweidimensionale Filterbeschreibung verzichtet werden kann. Als reduziertes Modell
zur Parameterschätzung der thermischen Rußoxidationsreaktionskinetiken ist daher ei-
ne modellhafte Abbildung der Filterprobe als kontinuierlich durchströmter Rührkessel
ausreichend. Für die Rußoxidation mit NO2 muss allerdings der diffusive Stofftrans-
port zwischen Filterwand und Rußschicht in der ζ-Koordinate (gemäß Kap. 6.3.7) mit
berücksichtigt werden.
Um die einzelnen Kinetikparameter numerisch zu bestimmen, wurde wiederum die
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Optimization-Toolbox des Programmpakets Matlab eingesetzt.

6.4.1 Kinetikbestimmung für die Rußoxidation mit NO2

Aus den experimentellen Untersuchungen (Kap. 6.2.1 - 6.2.3) geht hervor, dass die
massenspezifische Reaktionsgeschwindigkeit der Rußoxidation mit NO2 maßgebend
von der Rußmorphologie sowie den NO2- und O2-Konzentrationen bestimmt wird.
Diese Abhängigkeiten lassen sich durch den im Folgenden entwickelten phänomeno-
logischen Reaktionsgeschwindigkeitsansatz ausreichend genau abbilden (Gl. 6.67):

rCOxNO2
= χinit︸ ︷︷ ︸

III.)


[kCO2 + kCO](1 + (yCO2

)n)
︸ ︷︷ ︸

I.)

+ [kO2,CO2 + kO2,CO] (yCO2
)nO2

︸ ︷︷ ︸
II.)


 ȳ

C
NO2

(6.67)

• I.) Rußoxidation durch das im Abgas enthaltene NO2

C + 2NO2 → CO2 + 2NO (6.68)
C +NO2 → CO +NO (6.69)

• II.) Modellreaktionen zur Abbildung des verstärkten Abbrandes durch O2

C + 2NO +O2︸ ︷︷ ︸
2NO2

→ CO2 + 2NO (6.70)

C +NO +
1

2
O2

︸ ︷︷ ︸
NO2

→ CO +NO (6.71)

• III.) Vorfaktor zur Beschreibung der aktiven Rußoberfläche

Da im vorliegenden Modell (Kap. 6.3) die NO2-Konzentration in der ζ-Koordinate
ortsaufgelöst berücksichtigt wird, geht in den Reaktionsgeschwindigkeitsansatz zur
Berechnung des Rußabbrandes (Gl. 6.67) die mittlere integrale NO2-Konzentration
der Rußschicht ȳCNO2

ein (Anh. C.2.1). Diese Konzentration wird aus dem ortsauf-
gelösten yCNO2

(ζ) ermittelt.
Der mit der Klammer I.) gekennzeichnete Teil der Gleichung 6.67 gibt die Rußoxi-
dation mit dem durch das Reaktionsgas zugeführten NO2 wieder. Hierbei wird von
einer parallelen Bildung der Produkte CO2 und CO ausgegangen. In den experimen-
tellen Untersuchungen (Abb. 6.6) zeigte sich auch, dass durch Zugabe von O2, neben
einem erhöhten Rußabbrand, der Umsatz von NO2 gesteigert wird, was durch die
Sauerstoffabhängigkeit (1 + (yCO2

)n) dieses ersten Gleichungsteils berücksichtigt wird.
Dieser Teil I.) der Reaktionsgeschwindigkeit rCOxNO2

(Rußabbrand) gibt zusammen mit
dem Vorfaktor χinit also auch die Veränderungen der NO2-Konzentration wieder und
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geht somit in die Berechnung der ortsaufgelöstenNOx-Konzentration (Kap. 6.3.7) ein.
Dort gilt:

r
COx(I.)
NO2

= χinit
[
[kCO2 + kCO](1 + (yCO2

)n)
]
ȳCNO2

(6.72)

Aus den experimentellen Untersuchungen zum Sauerstoffeinfluss (Kap. 6.2.3) ging
durch den Vergleich der gemessenen NO-Konzentrationen und der bilanzierten
NOBilanz-Konzentrationen hervor, dass mehr CO und CO2 gebildet werden als es die
gemessenen NOx-Konzentrationen erwarten ließen. Diese durch O2 hervorgerufene
verstärkte Bildung vonCO2 undCO, über die Produktbildung nach den Reaktionsglei-
chungen 6.68 und 6.69 hinaus, wird in Gleichung 6.67 durch den mit der Klammer II.)
markierten Teil ausgedrückt. Dieser Vorgang der NOx-neutralen Bildung von CO2

und CO kann durch die von Jacquot et al. [130] vorgeschlagenen Reaktionsgleichun-
gen 6.70 und 6.71 modellhaft beschrieben werden. Zur Berechnung derCO- undCO2-
Konzentrationen sowie der Abnahme der Rußmasse müssen die beiden (Klammer I.)
und Klammer II.) ) CO- und CO2-Produktquellen berücksichtigt werden (Gl. 6.67).
Neben den Konzentrationen der Oxidationsmittel ist die Wiedergabe der rußmorpho-
logischen Vorgänge während der Rußoxidation von großer Bedeutung. Da weder die
am Ruß gebildeten Oberflächenkomplexe noch das Rußgitter in praktikabler Weise
abgebildet werden können, wird die zeitliche Änderung der Rußmasse zur Beschrei-
bung der Strukturänderungen herangezogen. Gleichung 6.73 beschreibt, in Anlehnung
an den Ansatz von Du et al. [123], hierzu einen phänomenologischen Zusammenhang
zwischen dem für die Reaktionsgeschwindigkeit (Gl. 6.67, III.) ) definierten Vorfaktor
χinit und der im Filter vorliegenden zeitlichen Rußmasse mC(t) sowie der Anfangs-
rußmasse mCt=0s .

χinit =

[
1 + α

(
1− e−ψ

(
1− mC (t)

mCt=0s

))]
(6.73)

Mit fortschreitendem Rußabbrand und somit Rußmassenabnahme läuft der Vorfaktor
χinit asymptotisch gegen einen festen, durch die Parameterschätzung zu ermittelnden
Wert (Abb. 6.15). Dieser steht für die maximale reaktive Rußoberfläche.
Im Rahmen der Parameterbestimmung wurde auch der von Bhatia und Perlmut-
ter [117] vorgeschlagene Ansatz zur Abbildung der Rußabbrandinitiierung untersucht,
der bereits in einigen Veröffentlichtungen [66, 67] genannt wurde. Allerdings war
mit diesem keine befriedigende Übereinstimmung mit den Messergebnissen aus den
experimentellen Untersuchungen zu erreichen. Weitere prinzipielle Möglichkeiten zur
Wiedergabe der Veränderungen der aktiven, reaktiven und totalen Partikeloberfläche
mit dem Rußabbrand beschreiben und vergleichen Lizzio et al. [116] in ihrer Arbeit.
Nach Abklingen der Abbrandinitiierung verläuft der “stationäre” Rußabbrand wie
bereits in Kapitel 6.2 diskutiert proportional zur vorhandenen Rußbeladung. Dies
wird in den Komponentenbilanzen (Kapitel 6.3.4) dadurch berücksichtigt, dass der
Reaktionsterm mit dem örtlichen Rußmassenanteil εCρC multipliziert wird. Es handelt
sich somit in Gleichung 6.67 um eine massenspezifische Reaktionsgeschwindigkeit.
Hierbei ist zu beachten, dass bei dem in dieser Arbeit entwickelten Modell von einer
während des Abbrandes konstanten Dichte ρC des Rußkuchens ausgegangen wird.
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Abbildung 6.15: Beispielhafter Verlauf von χinit nach Gleichung 6.73

Zur Bestimmung der Parameterwerte wurden Optimierungsrechnungen für die
Produktkonzentrationen CO2 und CO sowie NO durchgeführt. Dabei wurde auch
die Rußabbrandinitiierung berücksichtigt. Um die Güte der Übereinstimmung mit den
Messergebnissen darzustellen, zeigt Abbildung 6.16 die dazugehörigen Paritätsdia-
gramme. Diese schließen den zeitlichen Verlauf der Konzentrationen mit ein. Es wird
dabei eine sehr hohe Übereinstimmung von Berechnung und Messung deutlich. Auch
die Initiierungsphase des Rußabbrandes, zum Teil am hakenförmigen Verlauf in den
Paritätsdiagrammen zu erkennen, kann sehr gut wiedergegeben werden. Lediglich die
berechneten NO2-Konzentrationen werden leicht überschätzt, was auf den Einfluss
der Diffusionskoeffizienten zurückgeführt werden kann. Die Diffusionkoeffizienten
können allerdings kaum exakt ermittelt werden.
Abbildung 6.17 zeigt noch einmal an ausgewählten, vergleichenden Konzentrations-
verläufen sowie an Abbrandraten die gute Übereinstimmung von Simulation und
Messung.
Die aus den Optimierungsrechnungen abgeleiteten und den Paritätsdiagrammen
zugehörigen Parameterwerte sind in Tabelle 6.1 aufgeführt. Sie sind vergleichbar
mit denen der Literaturangaben [53, 130, 139]. Da der hier verwendete Reaktions-
geschwindigkeitsansatz, von der Modellierung der Abbrandinitiierung abgesehen,
auf dem Kinetikansatz von Jacquot et al. [130] aufbaut, wurden dessen Param-
terwerte zunächst als Startwerte für die Parameteroptimierung herangezogen. Die
Temperaturabhängigkeiten der Geschwindigkeitskonstanten folgen wiederum dem
Arrhenius-Ansatz.

Die am DPF ermittelten Parameter für die Rußoxidationsgeschwindigkeit soll-
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Abbildung 6.16: Paritätsdiagramme für den Rußabbrand mit NO2 am DPF

Aktivierungsenergien
Reaktion Ei

[
J
mol

]

ECO2 4857
ECO 59430

EO2,CO2 65400
EO2,CO 82610

Präexponentielle Faktoren
Reaktion ki

[
mol
kgC s

]

kCO2 3.16 · 104

kCO 1.12 · 105

kO2,CO2 8.84 · 105

kO2,CO 1.29 · 107

O2-Ordnungen: n = 0.29 nO2 = 0.31
Abbrandinitiierung: α = 1.55 ψ = 7

Tabelle 6.1: Aus den Optimierungsrechnungen hervorgegangene Parameterwerte für
die Rußoxidation mit NO2
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ten nun, zusammen mit der kinetischen Beschreibung zur heterogen-katalysierten
Oxidation von NO zu NO2 an der Filterwand (Kap. 5.3 und 6.3), in der Lage sein,
die Rußoxidation auch am CDPF wiederzugeben. Da an der katalytischen Filterwand
CO zu CO2 und NO in das thermodynamische Gleichgewicht mit NO2 und O2

oxidiert wird, steht zum Vergleich von Messung und Simulation nur die zeitliche
Abbrandrate zur Verfügung (Abb. 6.18). Im Bereich niedrigerer Umsatzraten ergibt
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Abbildung 6.18: Paritätsdiagramm für den Rußabbrand mit NO2 am CDPF

sich eine sehr gute Übereinstimmung des gekoppelten Modells von Rußabbrand und
katalytischer Filterwand mit den Messungen. Bei hohen Temperaturen, die allerdings
für reale Abgastemperaturen von PKW untypisch sind, unterschätzt die Simulation die
Rußabbrandraten. Diese systematische Abweichung könnte in der Kinetik durch einen
temperaturabhängigen Verstärkungsfaktor berücksichtigt werden. Auch mit einer für
den CDPF, von den zuvor für den DPF ermittelten Parametern, getrennten Parame-
terschätzung könnte eine bessere Übereinstimmung erzielt werden. Dieses Vorgehen
einer speziell für den CDPF angepassten Reaktionskinetik widerspräche aber der
Theorie der Mehrfachnutzung von NO2 am CDPF. Bei der NO2-Mehrfachnutzung
wird davon ausgegangen, dass die Verstärkung des Rußabbrandes alleine auf der
Rückdiffusion des NO2 in die Rußschicht beruht. Da die Abweichung zwischen Si-
mulation und Messung im fahrzeugbetriebsrelevanten Temperaturbereich sehr gering
ist, wurde auf weitergehende Untersuchungen und Kinetikermittlungen verzichtet.
Im hier entwickelten Reaktionsgeschwindigkeitsansatz für die Rußoxidation wird
der Einfluss von Wasser auf das Abbrandverhalten vernachlässigt. Im Vergleich zur
Berücksichtigung der Rußmorphologie ist dieser von untergeordneter Bedeutung.
Allerdings besteht hierzu noch weiterer Forschungsbedarf.
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6.4.2 Kinetikbestimmung für die thermische Rußoxidation
Die Formulierung der Reaktionskinetik zur Rußoxidation mitO2 erfolgt analog zur ki-
netischen Beschreibung der kontinuierlichen Regeneration (Kap. 6.4.1). Aufgrund der
katalytischen Aktivität des verwendeten Reaktormaterials bei hohen Temperaturen und
den dadurch verursachten Folgereaktionen im Produktgas kann keine Bestimmung der
Selektivitäten von CO2 und CO vorgenommen werden. Diese werden im nachfolgen-
den Kapitel der Modellüberprüfung anhand von Motorversuchen ermittelt. Unter iso-
thermen Versuchsbedingungen hat die Produktselektivität allerdings keinen Einfluss
auf den Rußumsatz, so dass der Reaktionsgeschwindigkeitsansatz (Gl. 6.74) zur Para-
meterbestimmung der thermischen Rußoxidation nur eine Geschwindigkeitskonstante
enthält. Die Temperaturabhängigkeit wird durch den Arrhenius-Ansatz wiedergege-
ben. Die Rußabbrandinitiierung χinit wird in gleicher Weise wie für die Rußoxidation
mit NO2 berücksichtigt.

rCOxO2
=

[
1 + α

(
1− e−ψ

(
1− mC (t)

mCt=0s

))]

︸ ︷︷ ︸
χinit

kCO2,CO (yCO2
)n (6.74)

Der hier entwickelte Reaktionsgeschwindigkeitsansatz (Gl. 6.74) gilt sowohl für die
Rußoxidation im DPF als auch im CDPF, da in den experimentellen Untersuchungen
keine katalytische Aktivität des CDPF auf die Rußoxidation festzustellen war. Zudem
war keine Änderung im Abbrandverhalten durch Zugabe von Wasser zu beobachten.
Zur Berechnung der kinetischen Parameter kann das einfache Modell eines kontinu-
ierlich durchströmten Rührkessels angewendet werden, da in den experimentellen Un-
tersuchungen keine O2-Abnahme während des Rußabbrandes zu beobachten war. Ein
diffusiver Stofftransport aufgrund von O2-Konzentrationsgefällen liegt somit in der
Rußschicht nicht vor.
Die mit Hilfe von Optimierungsrechnungen gewonnen Parameterwerte können der
Tabelle 6.2 entnommen werden. In der Literatur wird für die Aktivierungsenergie
ECO2,CO ein Bereich von 150 − 210 kJ

mol
angegeben [21, 66, 83, 122, 135, 143]. Ab-

bildung 6.19 zeigt das den Abbrandraten zugehörige Paritätsdiagramm. Die Überein-
stimmung von Simulation und Messung ist ± 20 % genau. Lediglich gegen Ende der
Regeneration, wenn nur noch eine geringe Rußmasse im Filter vorliegt, treten größere
relative Abweichungen auf. Eine Gegenüberstellung der gemessenen und berechneten
zeitlichen Abbrandverläufe (Abb. 6.20) zeigt aber, dass sich dennoch auch der thermi-
sche Rußabbrand sehr gut mit dem hier entwickelten Modell und den Reaktionskine-
tiken abbilden lässt.
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Abbildung 6.19: Paritätsdiagramm für den Rußabbrand mit O2

Präexponentieller Faktor: kCO2,CO = 6.54 · 109 mol
kgC s

Aktivierungsenergie: ECO2,CO = 170 · 103 J
mol

O2-Ordnung: n = 0.8
Abbrandinitiierung: α = 3.65 ψ = 1.02

Tabelle 6.2: Aus den Optimierungsrechnungen hervorgegangene Parameterwerte für
die Rußoxidation mit O2
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Rußabbrandes mit O2
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6.5 Modellüberprüfung
Wie zuvor bei den Untersuchungen der heterogen-katalysierten Reaktionen am Diesel-
Oxidationskatalysator und beschichteten Partikelfilter, muss für die später folgenden
Systemanalysen die Übertragbarkeit der entwickelten Rußabbrandkinetiken auf reale
Fahrzeugbedingungen sichergestellt werden. Hierzu werden, sowohl für die kontinu-
ierliche Regeneration am DPF und CDPF als auch für die thermische Regeneration
am DPF, vergleichende Motorprüfstandsmessungen herangezogen. Um den möglichen
Einfluss eines diffusiven Stoffaustausches zwischen den Filterkanälen und der Ruß-
schicht auf die thermische Regeneration bei hohen Temperaturen zu untersuchen, wird
zusätzlich zur Absicherung des hier entwickelten Modells ein theoretischer Modelltest
durchgeführt.

6.5.1 Modellüberprüfung des Rußabbrandes mit NOx

Im Fahrzeugbetrieb werden keine aktiven Maßnahmen getroffen, um eine kontinuier-
liche Regeneration zu unterstützen. Die im Filter vorherrschenden Temperaturen sind
daher meist recht niedrig, weshalb sich nur geringe Abbrandraten einstellen. Oft liegt
die Rußmassenabnahme aufgrund der kontinuierlichen Regeneration nur geringfügig
über der Massenzunahme durch den sich im Filter neu einlagernden Ruß.
Für die folgende Modellüberprüfung wurden am Motorprüfstand sog. “balance-point”-
Betriebspunkte eingestellt. An diesen Betriebspunkten ist die Rußabbrandrate gleich
der Rußzufuhrrate durch die Emissionen. Es stellt sich ein stationäres Abbrandverhal-
ten ein. Die Bedingungen während solcher Regenerationen können zudem als isotherm
angesehen werden.
Eine Gegenüberstellung der Ergebnisse aus den Motorversuchen am DPF und CDPF
mit denen der Simulationsrechnungen ist in Abbildung 6.21 dargestellt. Hierbei ist zu
beachten, dass die Rußmorphologie des beladenen Filters am Motorprüfstand kaum
bestimmt werden kann. Einerseits liegt anoxidierter und somit reaktiver Ruß vor, ande-
rerseits wird neuer, relativ inaktiver Ruß kontinuierlich nachgefördert und eingelagert.
Die Vergleichsrechnungen mit dem hier entwickelten Modell wurden daher für beide
Grenzfälle durchgeführt. Die Ergebnisse zeigen, dass die kontinuierliche Regenerati-
on am Motorprüfstand zufriedenstellend wiedergegeben werden kann. Für genauere
Vorhersagen müssten die rußmorphologischen Eigenschaften bei den einzelnen Ver-
suchsdurchführungen bekannt sein.
Die dargestellten Abschätzungsrechnungen zeigen auch, dass der Einfluss von Wasser,
der in der Reaktionskinetik vernachlässigt wird, im Gegensatz zur Berücksichtigung
der Rußmorphologie von untergeordneter Bedeutung ist.
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DPF CDPF CDPF
VFilter [l] 4.1 4.1 2.5

mRuß [g/l] 3.7 3.49 3.8
T [°C] 328 328 337

mAbgas [kg/h] 250 250 250
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Abbildung 6.21: Gegenüberstellung der berechneten Abbrandraten mit an realen Fahr-
zeugfiltern messtechnisch bestimmten Abbrandraten
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6.5.2 Modellrechnung zum Einfluss des diffusiven O2-Transports
beim nichtisothermen thermischen Rußabbrand

Wie bereits in Kapitel 6.4.2 erläutert, kann zur Bestimmung der Kinetikparameter für
den Rußabbrand mit O2 der Einfluss des diffusiven O2-Stofftransports vernachlässigt
werden, da in den isotherm durchgeführten experimentellen Untersuchungen keine
Abnahme der Sauerstoffkonzentration zu beobachten ist. Im realen, nichtisothermen
Filterregenerationsbetrieb sind allerdings durchaus solch hohe Abbrandtemperaturen
und Abbrandgeschwindigkeiten zu erwarten, dass dabei der Sauerstoff in der Ruß-
schicht weitgehend verbraucht wird. Dann wird Sauerstoff zusätzlich durch diffu-
siven Stoffübergang aus den Filterkanälen in die Rußschicht transportiert. Um die
Auswirkungen dieses diffusiven Stofftransports auf die Filterregeneration zu unter-
suchen, werden zwei exemplarische Modellrechnung, und zwar mit und ohne Berück-
sichtigung des diffusiven Stofftransports senkrecht zur Hauptströmungsrichtung, ge-
genübergestellt (Abb. 6.22). Das in Kapitel 6.3 entwickelte Modell wird zur Berück-
sichtigung des diffusiven Stofftransports um einen ortsabhängigen Stoffübergang vom
Einlasskanal zur Rußschicht sowie vom Auslasskanal zur Filterwand, womit zusätz-
lich Sauerstoff zur Rußschicht transportiert werden kann, erweitert (siehe Anh. C.1.5,
Gl. C.22). In der Filterwand wird von Trägergasdiffusion und in der Rußschicht von
Knudsendiffusion ausgegangen (Anh. C.1.5).
Der Einfluss des diffusiven Transports wird um so größer, je geringer der konvekti-
ve Stoffstrom ist. Folglich wurde für die Modellrechnung ein niedriger Abgasmassen-
strom von 50 kg/h gewählt. Da der diffusive Stoffstrom auf dem Konzentrationsgefälle
zwischen den einzelnen Phasen - Einlasskanal, Rußschicht, Filterwand und Auslasska-
nal - beruht, werden zudem eine recht hohe Temperatur und Sauerstoffkonzentration
als Zulaufbedingungen vorgegeben. Als Startbedingung wird die Temperatur im ge-
samten Filter gleich der Zulauftemperatur gesetzt.
Bei Berücksichtigung des diffusiven Stofftransports stellt sich unter den oben getrof-
fenen Annahmen und Zulaufbedingungen im Vergleich zum Modell ohne diffusiven
Stofftransport ein verändertes Abbrandverhalten ein (Abb. 6.22). Aufgrund der hohen
Temperatur und somit der hohen Abbrandraten nimmt die Sauerstoffkonzentration in
der Rußschicht lokal stark ab. Bei Berücksichtigung der Diffusion führt dieses Kon-
zentrationsgefälle im vorderen Bereich des Filters zu einem verstärkten Sauerstoff-
transport vom Einlasskanal in die Rußschicht. Da im Zulauf der Sauerstoffmassen-
strom unverändert bleibt, nimmt folglich die O2-Konzentration im Einlasskanal über
dem Ort z ab. Im Vergleich zur Simulation ohne Einfluss durch diffusiven Stofftrans-
port verlagert sich die Hauptabbrandzone vom hinteren Bereich des Filters nach vorne.
Dies ist sowohl an den O2-Ortsprofilen als auch an der Rußschichtdickenabnahme und
der Temperaturverteilung zu erkennen. Durch den verstärkten Sauerstoffzustrom in die
Hauptbrennzone treten höhere Spitzentemperaturen im Filter auf. Im hinteren Bereich
des Filters ist unter bestimmten Bedingungen sogar ein Anstieg der O2-Konzentration
im Einlasskanal zu beobachten (Abb. 6.22 c) ). Dies lässt sich mit dem dabei auftre-
tenden O2-Konzentrationsgefälle von Auslass- zu Einlasskanal erklären, welches zu
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Abbildung 6.22: Einfluss des diffusiven Sauerstofftransports auf den Rußabbrand
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einem O2-Stoffstrom zurück in den Einlasskanal führen kann.
Die Ergebnisse der hier durchgeführten exemplarischen Berechnungen machen deut-
lich, dass bei sog. “worst-case”-Berechnungen von diffusiven Einflüssen auf das Re-
generationsverhalten auszugehen ist. Um die Vorgänge dabei korrekt wiedergeben zu
können, sind zukünftig weitere Forschungsarbeiten erforderlich.
Inwieweit der diffusive O2-Transport bei der Berechnung von praxisrelevanten Fil-
terregenerationen berücksichtigt werden muss, kann aber letztendlich nur durch Ver-
gleiche mit realen Motorversuchen geklärt werden (Kap. 6.5.3). Allerdings ist es
schwierig, die Abläufe in realen Filtern messtechnisch hinreichend genau zu erfas-
sen. Örtliche O2-Konzentrationsmessungen in den Filterkanälen sind nicht möglich.
Wie sich in weiteren vergleichenden Berechnungen zeigte, liefern auch die O2-
Austrittskonzentrationen keine eindeutigen Aussagen. Trotz Unterschieden im örtli-
chen Profil können die berechneten Auslasskonzentrationen unter praxisrelevanten
Versuchsbedingungen vergleichbar sein. Auch eine instationäre Messung der Ruß-
schichtdickenverteilung ist kaum möglich, so dass alleine die örtlichen Temperatur-
messungen im Auslasskanal als Indiz für die Vorgänge im Filter dienen (Anh. B.3.2).
Haralampous et al. [144] führten vergleichbare Modellrechnungen zur Auswirkung
des diffusiven Sauerstofftransports durch. Leider liegen diesen Untersuchungen keine
experimentellen Untersuchungen zu Grunde. Die von Haralampous et al. beschriebe-
nen Abläufe und Mechanismen stimmen aber sehr gut mit den auch hier beobachteten
und exemplarisch berechneten Vorgängen bei der Rußoxidation überein.
Haralampous et al. [144] kommen bei ihren Abschätzungsrechnungen zu dem Ergeb-
nis, dass erst bei sehr hohen Filterbeladungen von mehr als 10 g/l und Temperatu-
ren im Filter von über 1000 ◦C ein signifikanter Einfluss des Stofftransports während
unkontrollierter Reaktionen zu beobachten ist. Dieser Temperaturbereich wird eben-
so von Pauli [49] für einen diffusionskontrollierten Rußumsatz angegeben. Bei noch
höheren Temperaturen nimmt der Einfluss des Stoffübergangs so stark zu, dass er nicht
mehr vernachlässigt werden kann. Dabei ist aber zu erwähnen, dass solch hohe Tem-
peraturen bei der Regeneration zum Schutz des Filters unbedingt vermieden werden
sollten.
Die Vernachlässigung des diffusiven Stofftransports scheint somit unter den zu unter-
suchenden praxisrelevanten Regenerationsbedingungen gerechtfertigt.

6.5.3 Modellüberprüfung des thermischen Rußabbrandes
Bei der thermischen Regeneration von Diesel-Partikelfiltern können aufgrund des
stark exothermen Rußabbrandes sehr hohe Temperaturen auftreten. Als “worst-case”-
Bedingung gilt hierbei der sprunghafte Betriebspunktwechsel während einer Regene-
ration in den Schub oder Leerlauf [135]. Dabei wird das regenerierende Filter mit der
durch den Motor angesaugten Umgebungsluft (yO2 = 20 %), welche die Rußoxidation
stark anfacht, beaufschlagt. Zusammen mit einem sich verringernden Abgasmassen-
strom und der somit verringerten konvektiven Wärmeabfuhr steigen die Temperatu-
ren im Filter örtlich sehr schnell an. Breiten sich dabei die Temperaturfronten und
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die Reaktionsfronten gleich schnell aus und liegen somit übereinander, wird eine un-
kontrollierbare Temperaturentwicklung ausgelöst. Die Beschreibung dieser Vorgänge
ist in der Praxis zur Auslegung von Abgasnachbehandlungsanlagen und -strategien
von großer Bedeutung. Daher wurden reale Motorversuche herangezogen, um das hier
entwickelte Modell und dessen Kinetik unter diesen kritischen Bedingungen zu über-
prüfen (Abb. 6.23 und 6.24).
Aus den Motorversuchen ging eine Selektivität für CO2 von 0.8 und dementsprechend
für CO von 0.2 hervor. Dieses Verhältnis der Produktkonzentrationen wurde in die re-
aktionskinetische Beschreibung der thermischen Regeneration übernommen.
Für die Motorversuche wurde ein keramisches Monolithfilter 300/12 5.66′′ × 10′′ aus
Cordierit verwendet. Die Abbildungen 6.23 und 6.24 zeigen einen Vergleich von Mes-
sung und Simulation unter “worst-case”-Bedingungen. Das Aufheizverhalten bis zum
Rußzünden wird dabei nur durch die Materialeigenschaften beeinflusst. Wird die Re-
generation ausgelöst und anschließend in den Leerlauf gewechselt, steigen die Tem-
peraturen im Filter sehr schnell an. Zur messtechnischen Erfassung der axialen Tem-
peraturentwicklung war das Filter mit fünf Thermoelementen bestückt (Anströmseite
z = 0). Die berechneten Temperaturverläufe stimmen sehr gut mit den gemessenen
überein (siehe hierzu auch Anh. B.3.2). Auch die Konzentrationsverläufe für CO2,
CO undO2 am Filteraustritt werden recht genau wiedergegeben. Allerdings musste die
Aktivierungsenergie des Kinetikansatzes ECO2,CO auf 173 · 103 J

mol
geringfügig korri-

giert werden. In Abbildung 6.24 ist eine Regeneration dargestellt, bei der durch einen
Drosselklappeneingriff im Motoransaugtrakt die Sauerstoffkonzentration im Leerlauf
auf 12 % begrenzt wurde. Auch hier zeigt das Modell mit dem Motorversuch ein gute
Übereinstimmung, wobei jedoch bei erneutem Aufheizen des Filters in der Simulation
entgegen der Messung ein zweites Zünden zu beobachten ist.
Aus den dargestellten Versuchen geht des Weiteren hervor, dass die Annahme eines
vernachlässigbaren diffusivenO2-Transports zwischen Ruß und Einlasskanalströmung
gerechtfertigt ist. Wäre der Stofftransport bestimmend, müsste die Temperaturentwick-
lung zunächst am Filtereintritt erfolgen (Kap. 6.5.2). Eine axiale Erfassung der Kon-
zentrationen im Filter selbst ist aus den schon erwähnten Gründen nicht möglich.
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Kapitel 7

Untersuchungen zum Systemverhalten
von DOC und (C)DPF in
Abgasreinigungsanlagen

Nachdem in den vorangegangenen Kapiteln die Modelle zur Simulation der Vorgänge
im Diesel-Oxidationskatalysator und Diesel-Partikelfilter entwickelt wurden und an-
hand von Motorversuchen die mögliche Übertragbarkeit der Reaktionskinetiken auf
reale Abgasbedingungen gezeigt wurde, können nun mit Simulationsrechnungen Vor-
hersagen zu unterschiedlichen Konfigurationen von Abgasreinigungssystemen getrof-
fen werden. Hierbei sind die Temperaturführung und die bei der Filterregeneration
entstehenden Emissionen unter realen instationären Fahrzeugbetriebsbedingungen von
besonderem Interesse.
Je nach Motor, Fahrzeug und Systemwünschen des Automobilherstellers stehen zur
effizienten Abgasnachbehandlung mit Partikelfilter generell drei alternative Systemva-
rianten zur Verfügung (Abb. 7.1). Die Systeme A und B besitzen einen vor das Par-
tikelfilter vorgeschalteten Diesel-Oxidationskatalysator. Dieser ermöglicht, neben der
Reduktion der Rohemissionen, NO zu NO2 zu oxidieren sowie durch eine motor-
ferne HC-Umsetzung die Filtereintrittstemperaturen anzuheben. Der Unterschied der
beiden Varianten besteht im Wärmeverlust zwischen den Komponenten Oxidationska-
talysator und Filter sowie im benötigten Bauraum. Der Temperaturverlust kann dabei
auf einer Leitungslänge von 50 cm während der Regeneration bis zu 50 K betragen.
Systemvariante A wird hauptsächlich für den sog. under-body Einbau und Systemva-
riante B für den sog. close coupled (motornahen) Einbau gewählt. Variante C verzich-
tet auf einen getrennten Oxidationskatalysator und ist somit aus Kostensicht und für
das Fahrzeugpackage, insbesondere für eine close coupled Anordnung, sehr attraktiv.
Hier muss allerdings die katalytische Beschichtung des Filters die Funktion des DOC
vollständig übernehmen.
Im Folgenden sollen die grundsätzlichen Unterschiede der drei Varianten aufgezeigt
und Analysen zu Regenerationsstrategien vorgenommen werden. Dabei soll es sich
aber nicht um Systemauslegungen handeln. Zur Auslegung eines bestimmten Sy-
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Abbildung 7.1: Systemvarianten zum Einsatz von Diesel-Partikelfiltern in Abgasreini-
gungssystemen

stems müssen neben den Abgasnachbehandlungskomponenten auch Daten zum Mo-
tor, Fahrzeug und zur räumlichen Anordnung des Abgasstranges sowie die Abgas-
strömungsführung berücksichtigt werden. Eine solche detaillierte Betrachtung ist nur
mit sehr rechenzeitaufwendigen 3D-Simulationen möglich, welche jedoch dann im-
mer nur für ein konkretes Fahrzeug gültig sind. Für die folgenden Analysen werden als
beispielhafte Material- und Geometriedaten für DOC und (C)DPF die Daten der Ver-
suchsproben aus den experimentellen Untersuchungen angenommen (Kap. 4, 5 und 6).

7.1 Analyse der Vorgänge zur nachmotorischen HC-
Umsetzung

Obwohl moderne Common-Rail Einspritzsysteme die Möglichkeit bieten, eine bis
zwei Nacheinspritzungen zu nahezu beliebiger Zeit abzusetzen, können die zur Fil-
terregeneration benötigten Temperaturen nicht immer in jedem Betriebspunkt durch
eine innermotorische Verbrennung erzeugt werden. Insbesondere in der niedrigen mo-
torischen Teillast ist es schwierig, eine stabile Verbrennung zur Temperaturerhöhung
zu gewährleisten. Auch aus Fahrkomfortgründen kann daher eine nichtverbrennende,
späte Nacheinspritzung eingesetzt werden. Allerdings besteht hierbei die Gefahr einer
Verdünnung des Motoröls durch den eingespritzten Dieselkraftstoff.
Bei Motorsystemen, die keine flexiblen Nacheinspritzungen bieten, wird zwar
verstärkt auf eine innermotorische Temperaturerhöhung gesetzt, aber auch eine
externe, motorferne Dieseleindüsung in den Abgastrakt vor den Katalysator ist
möglich. Ein weiterer Vorteil der katalytischen Temperaturerzeugung gegenüber einer
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innermotorischen Temperaturerhöhung liegt bei den Systemvarianten B und C in den
verminderten Wärmeverlusten. Die Regenerationstemperatur wird direkt vor (Variante
B) oder im Filter (Variante C) gebildet.
In der Praxis wird meist eine betriebspunktabhängige Systemkombination aus motor-
seitiger und katalytischer Temperaturerhöhung gewählt.
Im folgenden Kapitel werden die drei vorgestellten Systemvarianten in Bezug auf
die nachmotorische HC-Umsetzung analysiert. Auch auf die Möglichkeit, mittels
einer Temperaturmessung den Aktivitätszustand eines Katalysators hinsichtlich seiner
Alterung zu bewerten, wird eingegangen (Kap. 7.1.1).
Die berechneten HC-Konzentrationen werden zur einfacheren Übertragbarkeit auf
Motor- und Fahrzeugversuche auf die Basis C1 (Methan) bezogen. Aus demselben
Grund wird auch anstelle der Raumgeschwindigkeit oder der Katalysator- bzw. Fil-
terbelastung meist der Abgasmassenstrom als Maß für die Gasströmung angegeben.
Auch werden gegebenenfalls praxisnahe Achsenbezeichnungen in den Abbildungen
gewählt.

Bei der nachmotorischen HC-Umsetzung ist darauf zu achten, dass der Kataly-
sator zu Beginn der HC-Zudosierung eine Temperatur von mindestens T > 350 ◦C
aufweist, um ein Auskondensieren1 des eingespritzten Kraftstoffs zu vermeiden.
Ebenso ist davon auszugehen, dass ab dieser Temperatur die schwer oxidierbaren
Komponenten weitgehenden umgesetzt werden (Kap. 4.2). Allerdings sind bisher
nur wenige Untersuchungen zur HC-Zusammensetzung unter Motorbetriebsweisen
mit teil- und nichtverbrennenden Nacheinspritzungen veröffentlicht worden [5, 145].
Auch bei den nicht verbrennenden, nicht drehmomentbildenden späten Einspritzungen
ist am Motorprüfstand eine Bildung von CO zu beobachten. Bei den hohen, noch
im Zylinder vorliegenden Temperaturen werden weiterhin die langkettigen HC-
Zusammensetzungen zu kurzkettigen gecrackt. Es ist anzunehmen, dass der Anteil
der kinetisch schweroxidierbaren Komponenten zunimmt. Da hierzu, wie erwähnt,
keine detaillierten Daten vorliegen, wird auch für die folgenden Analysen von
einer Einteilung in 80 % leichtoxidierende (“Propen”) und 20 % schweroxidierende
(“Propan”) Kohlenwasserstoffe ausgegangen.
Für die folgenden Simulationsrechnungen ist darauf hinzuweisen, dass sich im
Katalysator vor dem HC-Sprung (∆HC = 12400 ppm sowie ∆CO = 600 ppm)
stationäre Bedingungen eingestellt haben und für die Simulation von stationären
Zulauftemperaturen sowie -konzentrationen (Emissionen bei motorseitigem Katalysa-
torvorheizen: CO = 600 ppm,HC = 200 ppm bei O2 = 10 %) ausgegangen wird.
Wie bereits in Kapitel 4.6 gezeigt wurde, tritt die stärkste Temperaturentwicklung
bei der Funktion des DOC als katalytischer Brenner schon im Eintrittsbereich
des Katalysators auf. Bei Temperaturen weit über dem Light-Off der leichtoxi-
dierbaren HC-Komponenten stellen die Sauerstoffkonzentration sowie der Stoff-
und Wärmeübergang die maßgebenden Größen für den Umsatz dar. Diese sind

1Siedeende von Dieselkraftstoff: T ≈ 360 ◦C [7]
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im Einlaufbereich des Katalysators maximal. Eine Betrachtung der berechneten
Temperaturen für die Katalysatorwand (gekennzeichnet als Solid) in Abbildung 7.2
zeigt daher im Eintrittsbereich einen sofortigen und sprunghaften Temperaturanstieg.
Auf den katalytischen Mikrooberflächen können allerdings noch deutlich höhere
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Abbildung 7.2: Dynamisches Aufheizen des Katalysators (DOC: 5.66′′ × 6′′)
durch unverbrannte Kohlenwasserstoffe bei Abgasmassenströmen von
500 kg/h (a) und b) ) sowie 97 kg/h (c) )

Temperaturen auftreten. Ausgehend von dieser auf der katalytischen Oberfläche
erzeugten Temperaturentwicklung werden der Monolith und die Gasphase durch
Wärmeleitung bzw. Wärmeübertragung aufgeheizt. Am Katalysatoraustritt besitzen
die berechnete mittlere Wandtemperatur und der Gasstrom nahezu die gleiche
Temperatur. Die Dauer zur vollständigen Erwärmung des Gases auf die stationäre
Austrittsendtemperatur wird maßgeblich durch den Abgasmassenstrom beeinflusst.
Bei hohen Abgasmassenströmen wird bei gleichbleibender HC-Zulaufkonzentration
pro Zeiteinheit mehr Energie freigesetzt sowie konvektiv durch den Katalysator trans-
portiert. Unter motorischer Volllast, mit Abgasmassenströmen von 500 kg/h, ist daher
bereits nach 16.5 s (Abb. 7.2 a) ) die stationäre Endtemperatur erreicht, wogegen in
der niedrigen Teillast (Abb. 7.2 c) ) am Katalysatoraustritt noch keinerlei Erwärmung
festzustellen ist. Die Endtemperatur wird hier erst nach ca. 60 s erreicht. Im Gegensatz
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zur langsamen Temperaturentwicklung bei geringen Abgasmassenströmen kommt es
aufgrund der geringeren Raumgeschwindigkeiten jedoch zu keinem HC-Durchbruch.
Unter Volllast (Abb. 7.2 b) ) hingegen können die schweroxidierbaren Komponenten
im ersten Moment nur teilweise umgesetzt werden bis sich der Katalysatormonolith
ausreichend erwärmt hat.
Aus Systemsicht stellt sich anhand der bereits getroffenen Aussagen zum katalytischen
Brenner die Frage, inwiefern ein Katalysator mit verringerter thermischer Masse
das Aufheizen beschleunigen kann. Da der Hauptumsatz der Kohlenwasserstoffe
im Eintrittsbereich des Katalysators stattfindet und die Funktion des katalytischen
Brenners in erster Linie unter niedrigen motorischen Lasten und somit geringen
Abgasmassenströmen genutzt wird, liegt eine Verkürzung des Katalysators nahe. Bei
den vorliegenden hohen Temperaturen werden die leichtoxidierbaren Komponenten
sehr schnell umgesetzt, weshalb nur mit einem Durchbruch der schweroxidierbaren
Komponenten zu rechnen ist. Die Emissionen sollten insgesamt daher an kürzeren
Katalysatoren eher niedriger liegen. Allerdings ist bei Monolithen mit reduzierter
Wärmekapazität zu beachten, dass diese auch schneller abkühlen und somit die DOC-
Temperaturen während Motorschubphasen, bei nicht eingeleiteter Regeneration, unter
die Light-Off-Temperaturen fallen können.
Eine Halbierung der Katalysatorlänge von 6′′ auf 3′′ (Abb. 7.3) führt bei einem
Abgasmassenstrom von 50 kg/h zu einem deutlich schnelleren Erreichen der
gewünschten Katalysatoraustrittstemperatur. Auch ist unter diesen Bedingungen kein
HC-Durchbruch zu beobachten (Abb. 7.3 b) ). Bei höheren Abgasmassenströmen
allerdings, ab ca. 250 kg/h, ist der absolute Zeitgewinn durch die verringerte
thermische Masse nur noch gering. Zudem ist bei Einsatz eines kürzeren DOC mit
erhöhten HC-Durchbrüchen zu rechnen. Unter Volllast (ṁ = 500 kg/h) treten
trotz der Selbstbeschleunigung der Umsatzraten aufgrund der steigenden Tempe-
raturen im Katalysator auch nach Erreichen der stationären Endtemperatur hohe
HC-Durchbruchemissionen auf. Diese sind so hoch, dass am Katalysatoraustritt nicht
mehr die vorgegebene Temperatur erzielt werden kann (Abb. 7.3 a) ).
Um zur Einhaltung der Abgasgrenzwerte die HC-Durchbruchemissionen beim Auf-
schalten des HC-Sprungs zu reduzieren, wäre eine geeignete HC-Zugabestrategie
wünschenswert. Daher wurde das Potenzial einer zeitlichen Rampe zur HC-
Zudosierung untersucht. Dabei zeigte sich allerdings, dass die integrale emittierte
Menge der HC-Durchbruchemissionen nahezu unverändert bleibt (Abb. 7.4 b) ).
Lediglich die Maximalwerte der Emissionsspitzen können abgesenkt werden. Durch
die anfänglich verzögerte Zugabe der Kohlenwasserstoffe verlängert sich jedoch
auch die Aufheizzeit deutlich (Abb. 7.4 a) ). Dieses zusätzlich verlangsamte Auf-
heizen ist insbesondere bei niedrigen Massenströmen und großen Katalysatoren als
problematisch zu bewerten. Es können dabei nach Beginn der HC-Zugabe bis zu
120 s vergehen bis ein Anstieg der Temperatur am Katalysatoraustritt messbar wird.
Aufgrund dieser großen Zeitkonstanten, selbst bei einer sprunghaften HC-Zugabe,
scheint für den Fahrzeugeinsatz eine reine Temperaturregelung mit einer nach dem
Katalysator angeordneten Temperaturmessstelle kaum praktikabel.
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Die Systemvarianten A und B können anstelle mit einem DPF auch mit einem CDPF
ausgestattet werden. Durch die dem DOC zusätzlich nachgeschaltete katalytische
Beschichtung ergeben sich hinsichtlich einer Systemanalyse neue Ansatzpunkte.
Da der Bauraum in den meisten Fahrzeugen zudem sehr beengt ist, sollte eine
Abgasreinigungsanlage möglichst klein sein. Eine kompakte Bauform ermöglicht
des Weiteren eine motornahe Anordnung und somit die Minimierung von Wärme-
verlusten. Im Folgenden soll daher das Potenzial eines beschichteten Filters zur
teilweisen Übernahme einer DOC-Funktion untersucht werden, womit kleinere
Oxidationskatalysatoren verbaut werden könnten. Auch sind die Platinkosten der Be-
schichtungen [4] ein nicht zu vernachlässigender Punkt. Die zusätzlichen Kosten eines
beschichteten Filters könnten somit durch die niedrigeren Kosten eines verkürzten
Diesel-Oxidationskatalysators teilweise kompensiert werden. Zur Abschätzung des
Potenzials eines CDPF für den HC-Umsatz wird Systemvariante B herangezogen.
An den oben diskutierten Berechnungen zum DOC konnte gezeigt werden, dass
die HC-Durchbruchemissionen hauptsächlich aus schweroxidierbaren HC-
Komponenten bestehen. Folglich ist es nicht überraschend, dass ein nur auf
350 ◦C vorgeheiztes CDPF (Größe 5.66′′ × 6′′) die Durchbruchemissionsspitzen (aus
der Simulation von Abb. 7.4) kaum reduzieren kann (Abb. 7.5 a) ). Ist das Filter

0 10 20 30
0

300

600

900

1200

1500

t [s]

y H
C

 [p
pm

]

0 10 20 30
0

1000

2000

3000

t [s]

y H
C

 [p
pm

]

SiC
Cordierit

nach DOC

a b

Rampe 9 s

Stufe

HC-Sprung:
∆ HC = 12400 ppm    O2 = 10 %

nach CDPF

nach CDPF
nach DOC

Abbildung 7.5: HC-Emissionen nach DOC und folgendem CDPF (Systemvariante B)
a) bei stufen- und rampenförmiger HC-Zugabe (gemäß Abb. 7.4) und
ṁAbgas = 250 kg/h, Tzu = 350 ◦C
b) bei stufenförmiger HC-Zugabe mit ṁAbgas = 500 kg/h,
Tzu = 400 ◦C und Filtermaterial unterschiedlicher Wärmekapazität
(cCordieritp < cSiCp )

allerdings auf Temperaturen über die Light-Off-Temperaturen der schweroxidierbaren
Komponenten (hier 400 ◦C) aufgeheizt, können die stationären HC-Emissionen
(aus Simulation von Abb. 7.3) auch bei hohen Massenströmen vollständig umgesetzt
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werden (Abb. 7.5 b) ). Ein CDPF mit reduzierter Wärmekapazität durch Verwendung
von Cordierit als Filtermaterial bringt aufgrund seines schnelleren Erwärmens hierbei
keinen Vorteil.
Systemvariante C erscheint zunächst den Bauraum betreffend und aus Kostensicht
äußerst interessant, da auf einen DOC vollständig verzichtet wird. In Kapitel 5 konnte
gezeigt werden, dass das stationäre und isotherme Schadstoffumsatzverhalten dem
des DOC entspricht. Da der eingelagerte Ruß direkt auf der katalytischen Wand
aufliegt, ist auch der Wärmeeintrag in die Rußschicht bei einer HC-Umsetzung
als maximal anzusehen. Trotz der hier aufgeführten theoretischen Vorzüge dieser
Systemvariante zeigen die Berechnungen zur HC-Umsetzung (Abb. 7.6) ein kriti-
scheres Bild. Sowohl bei niedrigen als auch bei hohen Abgasmassenströmen sind im
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Abbildung 7.6: Systemvariante C als katalytischer CDPF-Brenner (SiC, 5.66× 6′′)

Vergleich zur Temperaturentwicklung im DOC die Aufheizzeiten, auch aufgrund der
höheren Wärmekapazität des Filters, deutlich länger. Zudem zeigt sich ein relativ
gleichmäßiger Temperaturanstieg längs der axialen Filterkoordinate. Durch die
Zwangsdurchströmung der Filterwand kann die Filterwandtemperatur im vorderen
Teil des Filters, im Gegensatz zur DOC-Wandaufheizung, die Gastemperatur nicht
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übersteigen. Ein beschleunigtes Umsetzen der Schadstoffe im Eintrittsbereich (wie es
am DOC zu beobachten ist) bleibt aus. Der Filtereintrittsbereichs kann somit kaum
auf die benötigte Regenerationstemperatur erhitzt werden. Die Auswirkungen dieses
Verhaltens auf eine Filterregeneration werden zu einem späteren Zeitpunkt noch
diskutiert (Kap. 7.2.1).
Der Grund für den im Vergleich zu einem DOC anderen Temperaturverlauf ist, wie
bereits beschrieben, in der Zwangsdurchströmung der Filterwand zu sehen (Kap. 5.2).
In jeden differenziellen axialen Wandkontrollraum (dz) tritt die gleiche Zulaufkonzen-
tration ein, so dass im gesamten Filterwandvolumen die Reaktion abläuft und somit
annähernd an jeder Stelle die gleiche Exothermie erzeugt werden kann. Die durch
die Filterwand durchgetretenen Teilströme transportieren konvektiv sowohl einen
Teil der erzeugten Wärme als auch noch nicht umgesetzte Gaskomponenten in den
Auslasskanal. Für die Temperatur und die Schadstoffkonzentration im Auslasskanal
ergibt sich somit ein Strom, dem an jeder axialen Filterposition z ein “Teilstrom”
zugemischt wird. Aufgrund dieses Strömungsverhaltens liegt am Filteraustritt die
berechnete Gastemperatur bei hohen Abgasmassenströmen deutlich unter der der
berechneten Wandtemperatur (Abb. 7.6 a) ). Die Höhe der Gasaustrittstemperatur ist
dabei aber bei gleichem HC-Gesamtumsatz unabhängig vom Abgasmassenstrom.
Bei hohen Abgasmassenströmen ist allerdings mit einem verstärkten HC-Schlupf
zu rechnen (Abb. 7.6 b) ), da der Konzentrationsgradient zwischen Filterwand und
Auslasskanal relativ klein ist und somit auch der diffusive Stofftransport zurück zur
katalytischen Wand gering ist. Größere Gradienten treten erst im hinteren Filterbereich
auf, was den Temperaturanstieg längs der Filterachse zusätzlich verstärkt.

7.1.1 Bemerkungen zur Beurteilung des Aktivitätszustandes eines
DOC anhand der HC-Umsetzung

Es liegt nahe, das Antwortverhalten eines DOC auf eine dosierte HC-Einspritzung als
Maß für die Aktivität des DOC zu nutzen und für die OBD-Überwachung einzusetzen.
Falls nach einer HC-Einspritzung aus dem Temperaturverlauf vor/nach DOC die
entsprechende adiabate Temperaturerhöhung gemessen wird, kann von Vollumsatz
im DOC und einem ausreichend aktiven Katalysator ausgegangen werden. Allerdings
ergeben sich bei der Implementierung einer entsprechenden OBD-Funktion eine
Reihe von Schwierigkeiten, die nachstehend diskutiert werden sollen.
Wie bereits gezeigt wurde, benötigt das Aufheizen eines DOC und das Detektieren
eines Temperaturanstiegs nach DOC bei geringen Abgasmassenströmen bis zu
120 s. Ist bei geringen Massenströmen zusätzlich die Temperatur niedrig, kann ein
rückwertiges Zünden im Diesel-Oxidationskatalysator beobachtet werden (Abb. 7.7).
Dabei wandert die zugegebene Konzentrationsfront nach Aufschalten eines HC-
Sprungs nahezu ohne Umsatz durch den Katalysatormonolith, wobei der Katalysator
durch die noch recht langsame Reaktion über die Länge aufgeheizt wird. Ist die
Temperatur am Ende des Katalysators hoch genug, “zünden” die Reaktionen der
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Abbildung 7.7: Gastemperatur und HC-Konzentration in einem DOC während rück-
wertigen Zündens entgegen der Strömunsrichtung (DOC: 5.66′′ × 6′′)

leicht oxidierbaren HC-Komponenten. Durch Wärmeleitung im Monolith und Gas
wird die Reaktionswärme entgegen der Strömung transportiert. Es stellt sich eine
wandernde Temperatur- und Konzentrationsfront ein, die von der Wärmeleitung
und dem konvektiven Abgasmassenstrom bestimmt wird. Hierbei können sehr hohe
Temperaturgradienten (Temperatur- und Konzentrationsprofil nach 45 s, Abb. 7.7)
innerhalb des DOC auftreten. Da diese Vorgänge sehr langsam im Inneren des DOC
ablaufen, sind sie am Katalysatoraustrittsstrom nur schwer auswertbar.
Die Überwachung der Aktivität eines DOC mit Hilfe der Auswertung des Tempera-
tursignals nach Zugabe eines HC-Pulses ist also nur in einem begrenzten Bereich
eines Motorkennfeldes möglich. Es dürfen weder Betriebspunkte mit zu geringem
Massenstrom und zu niedriger Temperatur gewählt werden, noch Bereiche, in denen
eine ungewollte Filterregeneration ausgelöst werden könnte.

Das besondere Zündverhalten von Katalysatoren wurde bereits eingehend be-
schrieben [146]. Oh et al. [90] untersuchten das unterschiedliche Zünden von
Reaktionen auch unter transienten Zuständen. Ramanathan et al. [100] stellten zudem
ein Verfahren vor, mit dem der Zündort bestimmt werden kann. Dieser kann sowohl
am Katalysatoranfang, in der Katalysatormitte oder am Katalysatorende, abhängig
von Materialdaten und Geometriefaktoren, liegen. Dabei müssen auch die Stoff- und
Wärmeübertragung sowie die Diffusion im Wash-coat berücksichtigt werden.
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7.2 Thermischer Rußabbrand

Nachdem die Möglichkeiten zur Bereitstellung der für die thermische Filterrege-
neration erforderlichen Temperaturen diskutiert wurden, wird nun der Rußabbrand
im DPF und CDPF für eine Gesamtsystemanalyse der Systemvarianten A, B und C
betrachtet. Hierbei wird davon ausgegangen, dass das Filter zunächst die Temperatur
des durchströmenden Motorabgases angenommen hat und mit Einleiten der Regene-
ration sprunghaft mit heißem Regenerationsabgas beaufschlagt wird. Unterschiede im
zeitlichen Aufheizverhalten des Filters aufgrund system- und applikationsspizifischer
Vorgaben wie inner- oder nachmotorische Temperaturerzeugung, Katalysatorgröße
und -material sowie Wärmeverluste im Abgastrakt werden im Sinne einer allgemein
grundsätzlichen Untersuchung vernachlässigt. Als Filtermaterial wird exemplarisch
SiC angenommen. Der Filterdurchmesser beträgt 5.66′′ (Filterlänge 6′′ bzw. 10′′).
Abbildung 7.8 zeigt beispielhaft die während einer thermischen Filterregeneration
im DPF (Systemvarianten A und B) ablaufenden Prozesse. Nach Einleiten der
Regenerationsmaßnahmen werden das Filter und der Ruß durch den konvektiven
Abgasstrom erwärmt. Es bilden sich Temperaturfronten aus (Abb. 7.8 a) ), die mit der
Strömung durch das Filter wandern. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Fronten
hängt dabei von der Höhe des Abgasmassenstroms und dessen Wärmekapazität sowie
der Wärmekapazität der Filterwand und Rußschicht ab. Wird die Rußzündtemperatur
örtlich erreicht, heizt die stark exotherme Rußoxidation sowohl das Gas als auch
den Ruß selbst auf. Die durch den Rußabbrand freigesetzte Wärmemenge wird mit
der Gasströmung weitertransportiert und erwärmt den hinteren Bereich des Filters.
Da die Geschwindigkeit der Rußoxidation mit der Temperatur ansteigt, wird die
Temperaturentwicklung längs des Filters weiter gefördert. Entsprechend der hohen
Abbrandraten nimmt jedoch die Rußmasse bzw. Rußschichtdicke ab (Abb. 7.8 b) )
und der exotherme Temperatureintrag der Rußoxidation verringert sich wieder. Einem
weiteren Temperaturanstieg am Filterende wirkt also die Abnahme der örtlichen
Rußmasse entgegen.
Der hier anhand der Temperatur diskutierte Regenerationsablauf zeigt sich ebenso
in der zeitlichen Entwicklung der Rußschichtdickenprofile. Durch das das Filter
aufheizende Abgas wird zunächst der Filtereintrittsbereich auf die Rußzündtem-
peratur gebracht, während der hintere Bereich noch weitgehend kalt bleibt. Die
Rußschichtdicke nimmt zunächst im vorderen Bereich ab. Durch den sich mit der
Rußoxidation erwärmenden Gasstrom wird der hintere Bereich des Filters so stark
aufgeheizt, dass die Rußabbrandraten dort erheblich zunehmen und die Abbrandraten
im vorderen Filterbereich übersteigen.
Neben der örtlichen Temperatur und der Rußmasse wird die Rußoxidation durch die
lokale Sauerstoffkonzentration bestimmt (Abb. 7.8 c) ). Zu dem Zeitpunkt, zu dem die
Temperatur und die Abbrandrate am Ort z ihre Maxima erreichen, befindet sich die
örtliche O2-Konzentration im Minimum. In Bereichen starker Reaktion kann der örtli-
che Sauerstoffzustrom vollständig verbraucht werden. Die Reaktionsgeschwindigkeit
wird dann durch Sauerstoffmangel limitiert. Im Auslasskanal, dessen Gaskonzentrati-
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on eine Mischkonzentration aller örtlichen Konzentrationen (z-Koordinate) darstellt,
ist diese lokale Sauerstoffverarmung jedoch kaum festzustellen und daher am Fahr-
zeug nicht aussagekräftig genug, um auf lokale Maximaltemperaturen zu schließen
(Abb. 7.8 d) ). Im realen Fahrzeugbetrieb ist meist nur eine Temperaturmessstelle nach
dem Filter vorhanden, um die Regenerationsmaßnahmen zu überwachen (Abb. 7.8 e) ).
Die komplexen Vorgänge im Filter selbst können so nicht erfasst werden.
Die zeitliche Abnahme der im Filter vorliegenden Rußmasse lässt sich für eine
Filterregeneration in drei Phasen unterteilen (Abb. 7.8 f) ). Während der ersten Phase
wird das Filter aufgeheizt und die Rußoxidation am Filtereintritt initiiert. Es ist
zunächst nur eine leichte Rußmassenabnahme zu verzeichnen. Mit fortschreitender
Rußoxidation erwärmt sich das Filter über die Gaszulauftemperatur hinaus und
der Rußabbrand beschleunigt sich selbst. Die Rußmasse nimmt in dieser zweiten
Phase sehr rasch ab. In der letzten Phase verlangsamt sich die Regeneration wie-
der, da mit der geringer werdenden Rußmasse der exotherme Energieeintrag der
Oxidationsreaktionen nachlässt. Zur vollständigen Regeneration steht nur noch die
Filtereintrittstemperatur des Abgases zur Verfügung.
Mit dem Rußabbrand wird auch die Durchströmung des Filters beeinflusst
(Abb. 7.8 g) ). Durch das Aufheizen des Gasstromes nimmt dessen Dichte ab
und gleichzeitig der Volumenstrom und die Gasviskosität im Filter zu. Die Strömung
folgt hierbei dem Weg des geringsten Widerstandes durch das Filter. Die durch die
Rußschicht und die Filterwand durchtretende Gasgeschwindigkeit ist daher am Ort z,
an dem die geringste Rußschichtdicke (und die höchste Gastemperatur) vorliegt, am
größten. Der Strömungswiderstand, der von der Rußschicht und dem Filtermaterial
hervorgerufen wird, lässt sich mit Hilfe des Druckverlustes (Differenzdruck) über
das Filter erfassen (Abb. 7.9). Dieser hängt von der Permeabilität der Rußschicht
und der Filterwand sowie der örtlichen Strömungsgeschwindigkeit (vζ) des Gases
ab. Mit zunehmendem Abgasmassenstrom sowie kleinerem Filtervolumen (z.B.
Filterlänge 6′′ statt 10′′) steigt der Druckverlust an. Am Druckverlustsignal lässt sich
auch der Regenerationsvorgang eines Filters beobachten. Mit steigender Temperatur
und folglich höheren Strömungsgeschwindigkeiten nimmt der Druckverlust zu. Durch
den fortschreitenden Rußabbrand wird die Rußschichtdicke abgebaut und der Druck-
verlust reduziert sich. Neben dem Temperatursensor ist der Differenzdrucksensor
ein weiteres Hilfsmittel, um im Fahrzeug eine Filterregeneration zu überwachen.
Die Auswertbarkeit eines solchen Signals zur Analyse der Vorgänge im Filter selbst
ist allerdings eingeschränkt [147]. Auf das Strömungs- und Druckverlustverhalten
soll im Folgenden daher nicht näher eingegangen werden. Für mehrdimensionale
Berechnungen der Filterdurchströmung, in Kombination mit den Vorgängen der
Rußoxidation, wird aber zukünftig die sich mit dem Rußabbrand verändernde örtliche
Rußpermeabilität von großem Interesse sein und weitere Forschungsarbeiten erfor-
dern.
Wie bereits beschrieben, hängt der Rußabbrand im Filter wesentlich vom Abgas-
massenstrom, der örtlich vorliegenden Rußmasse, der O2-Konzentration und der
Temperatur ab. Wird die zur Filterregeneration benötigte Abgastemperaturerhöhung
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Abbildung 7.9: Exemplarische Verläufe des Druckverlustverhaltens über Filter von 6′′

und 10′′ Länge während einer Filterregeneration

eingeleitet, erwärmt sich der Eintrittsbereich des Filters und die Rußoxidation setzt
ein. Mit steigendem Abgasmassenstrom wird aufgrund der höheren konvektiven
Energiezufuhr das Filter schneller auf die erforderliche Rußzündtemperatur ge-
bracht (Abb. 7.10 b)-d) ). Der weitere Ablauf der Regeneration hängt von den oben
aufgeführten Faktoren ab und soll anhand des zeitlichen Verlaufes der zur Abbil-
dung 7.10 zugehörigen Rußschichtdickenprofile verdeutlicht werden (Abb. 7.11).
Die Temperatur- und Rußschichtprofile a) in den Abbildungen 7.10 und 7.11 zeigen
die Abläufe in einem 10′′-langen Filter bei einem Abgasmassenstrom von 40 kg/h.
Diesen sind in den Teilabbildungen b) die Abläufe in einem 6′′-langen Filter ge-
genübergestellt. Die Teilabbildungen c) und d) zeigen zudem den Einfluss eines
gesteigerten Abgasmassenstroms (6′′ Filterlänge). Eine ergänzende Darstellung der
einzelnen Simultionsergebnisse kann dem Anhang D entnommen werden.
Ist der Rußabbrand initiiert, setzen die exothermen Rußoxidationsreaktionen Wärme
frei, die teilweise durch den Abgasmassenstrom konvektiv abgeführt wird (Abb. 7.10).
Da die vorliegende spezifische Rußmasse in den hier betrachteten Fällen gleich ist,
wird insgesamt während einer vollständigen Regeneration die gleiche spezifische
Wärmemenge freigesetzt. Ein geringer Massenstrom führt aber die entstehende Ener-
gie nur langsam ab. Es kommt zu einem örtlichen Temperaturanstieg (Abb. 7.10). Da
die Geschwindigkeit der Rußoxidation mit der Temperatur stark zunimmt, beschleu-
nigt sie sich weiter und die örtlichen Faktoren wie Rußmasse und Sauerstoffangebot
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Abbildung 7.11: Einfluss von Abgasmassenstrom und Filtergröße auf die Rußschicht-
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sowie die Ausbreitungsgeschwindigkeiten der Temperatur- und Reaktionsfronten
rücken in den Vordergrund. Es ergeben sich somit zeitliche Rußschichtdickenprofile,
die je nach Abbrandbedingung ihren Abbrandschwerpunkt entweder am Filtereintritt,
in der Filtermitte oder am Filterende aufweisen (Abb. 7.11). Ein geringer Abgas-
massenstrom heizt das Filter und den Ruß längs des Filters langsam auf, wodurch
zunächst eine Regenerationsfront vom Filtereintritt her zu beobachten ist. Mit
fortschreitendem Abbrand wird mehr Wärme in die weiter hinten liegenden Bereich
des Filters transportiert, und die Abbrandraten steigen örtlich an (Abb. 7.11 a)-b) ).
Ein 10′′-langes Filter zeigt im Vergleich zu einem 6′′-langen Filter einen in die Mitte
des Filters verschobenen Schwerpunkt des Rußabbrandes (Abb. 7.11 a) im Vergleich
zu 7.11 b) ). Bei gleichem Abgasmassenstrom sind die Raumgeschwindigkeit und die
Gasdurchtrittsgeschwindigkeit durch den Ruß bei der langen Filtervariante niedriger
als bei der kurzen. Der konvektive Wärmetransport wird dadurch verlangsamt.
Bei erhöhten Abgasmassenströmen (Abb. 7.11 c) ) wird einerseits die konvektive
Erwärmung des Filters durch das Abgas beschleunigt und andererseits die bei der
Rußoxidation entstehende Wärme schneller weitertransportiert, weshalb sich die
höchsten Rußabbrandraten am Filterende einstellen. Ist die Wärmeabfuhr durch
den Abgasmassenstrom größer als die freigesetzte Wärme der Rußoxidation, treten
keine örtlichen Temperaturüberhöhungen auf. Es stellt sich eine nahezu gleichmäßige
Rußschichtdickenabnahme ein (Abb. 7.11 d) ).
Um die Effekte bei der Filterregeneration aufgrund verschiedener Abgasmassenströme
beispielhaft für die beiden Filterlängen 6′′ und 10′′ aufzuzeigen, stellt Abbildung 7.12
für die vorangegangene Analyse die berechneten Austrittstemperaturen am Filter
sowie die zeitlichen Rußmassenverläufe dar.
Gemäß den bisher getroffenen Aussagen steigen die Temperaturen während der Rege-
neration mit abnehmendem Abgasmassenstrom und somit verringerter Wärmeabfuhr
an. Auch wurde bereits gezeigt, dass in größeren Filtern (Filterlänge: 10′′ statt 6′′) die
Gasgeschwindigkeiten durch die Rußschicht und die Filterwand bei gleichem Abgas-
massenstrom geringer sind als in kleineren. Eine örtlich höhere Wärmeentwicklung
ist die Folge. Da in der langen Filtervariante, bei gleicher spezifischer Rußbeladung,
die Gesamtrußmasse und somit der Energieinhalt entsprechend höher ist, ist es nicht
überraschend, dass die Spitzentemperaturen über denen der kurzen Variante liegen.
Bei gleicher Gesamtrußmasse dagegen lägen die Temperaturen der großen Filterva-
riante aufgrund ihrer höheren Wärmekapazität unter denen der kurzen. Allerdings
scheint es zunächst nicht verständlich, warum bei gleicher spezifischer Beladung und
gleichem Abgasmassenstrom von 80 kg/h die Temperaturdifferenz zwischen der
kurzen und langen Filtervariante ca. 200 K beträgt, wogegen die Differenz bei einem
Abgasmassenstrom von 40 kg/h nahezu vernachlässigbar ist (Abb. 7.12 a) ).
Neben der örtlich vorliegenden Rußmasse ist für die Reaktionsgeschwindigkeit der
Rußoxidation, wie erwähnt, die lokale O2-Konzentration bestimmend (Abb. 7.13).
In den in diesem Kapitel dargestellten Simulationsrechnungen wurde gemäß den
Ergebnissen aus Kapitel 6.5.2 und 6.5.3 die Berücksichtigung eines diffusiven
Stoffübergangs vom Einlasskanal zur Rußschicht vernachlässigt. Bei einem Abgas-
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Abbildungen 7.10 und 7.11 gezeigten Abbrandsimulationen
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massenstrom von 80 kg/h ist so in Abbildung 7.13 bei der kurzen Filtervariante
in der Rußschicht nur eine geringe Abnahme der O2-Konzentration zu beobachten.
Bei der langen Variante hingegen sinkt die Sauerstoffkonzentration im hinteren
Drittel des Filters stark ab, worin sich auch die starke Temperaturentwicklung
widerspiegelt. Betrachtet man die Sauerstoffverläufe in der Rußschicht bei einem
Abgasmassenstrom von 40 kg/h, stellt man fest, dass diese bei beiden Filtervarianten
im hinteren Filterbereich nahezu auf null abfallen. Die Rußoxidation und dadurch
die Temperaturentwicklung werden aufgrund des Sauerstoffmangels limitiert und
die oben diskutierten Temperaturverläufe (Abb. 7.12) werden verständlich. Eine
Sauerstoffmessung nach dem Filter kann den lokalen O2-Mangel im Filter selbst nur
bedingt wiedergeben (Abb. 7.13 c) ). Es ist scheinbar zu jedem Zeitpunkt ausreichend
O2 vorhanden. Allerdings kann am integralen O2-Konzentrationsverlauf nach dem
Filter dennoch erkannt werden, wenn im Inneren des Filters sehr hohe Temperaturen
auftreten.
Abgesehen von den hier beschriebenen komplexen Vorgängen des Rußabbrandes
im Filter ist in allen betrachteten Fällen die Filterregeneration nach ca. 450 s
abgeschlossen (Abb. 7.12 c) ). Bei niedrigen Massenströmen treten hohe Temperatur-
entwicklungen auf, die zu einer sehr schnellen Rußmassenabnahme führen. Allerdings
sind die Abbrandraten dabei zum Teil wegen Sauerstoffmangels limitiert. Hohe
Massenströme führen zwar kaum zu Temperaturerhöhungen, weisen aber, aufgrund
der großen Sauerstoffmassenzufuhr und schnelleren konvektiven Filteraufheizung,
insgesamt vergleichbare Regenerationszeiten auf.
Für den Fahrzeugeinsatz sind neben der Regenerationsdauer die bei einer Filter-
regeneration auftretenden Maximaltemperaturen von Interesse, um gegebenenfalls
Maßnahmen zum Filterschutz einleiten zu können. Beispielhaft stellt daher Abbil-
dung 7.14 die im Fahrzeug messbaren Temperaturen nach dem Filter für verschiedene
Abgaszulauftemperaturen und O2-Konzentrationen bei einer Filterbeladung von 5 g/l
und 7 g/l dar. Bei Zulauftemperaturen von Tzu = 600 − 620 ◦C ist die durch die
Rußoxidation bedingte Temperaturerhöhung im Wesentlichen von der Abgaszulauf-
temperatur abhängig. Wird dieser Temperaturbereich überschritten, kann die durch
den Rußabbrand freigesetzte Wärmemenge, in dem hier betrachteten Betriebspunkt,
nicht mehr in ausreichendem Maße abgeführt werden, und die Temperaturen steigen
an. Der Gradient der Temperaturentwicklung hängt dabei auch vom Sauerstoffan-
gebot ab. Bei hohen Zulauftemperaturen tritt, je nach O2-Zulaufkonzentration, eine
Limitierung des Rußumsatzes aufgrund örtlichen Sauerstoffmangels ein. Eine weitere
Temperaturentwicklung wird begrenzt.
Zur Regelung der Regenerationstemperaturen im Fahrzeug, und um ein Durchgehen
der Regeneration zu unterbinden, müssen folglich die Abgaszulauftemperaturen sehr
genau eingeregelt werden. Dies ist insbesondere unter instationären Motorbetriebswei-
sen wichtig, da auch die Bestimmung der Rußmasse und deren örtliche Verteilung im
Filter zumeist große Toleranzen aufweisen. Eine Begrenzung der Filtertemperaturen
bei zu starkem Rußabbrand ist nur durch eine massive Reduktion der Sauerstoffzufuhr
zu erzielen.
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In der bisherigen Analyse zu den Vorgängen im Filter während einer thermischen
Regeneration wurde sowohl auf die Abgaszulaufbedingungen als auch auf die Geo-
metrie des Filters eingegangen. Für die im Filter auftretenden Spitzentemperaturen
sind zudem die Materialeigenschaften wie Wärmekapazität und Wärmeleitung
ausschlaggebend. Da diese vom einzelnen Filtertyp abhängen, sollen sie hier nicht
näher untersucht werden. In Kapitel 6 wurde jedoch die allgemeine Bedeutung der
Rußmorphologie sowie des damit verbundenen Memoryeffekts für den Rußabbrand
herausgestellt. Die physikalischen Veränderungen einer Rußschicht bleiben auch bei
einem Motorbetriebspunktwechsel zunächst bestehen. Als maximal reaktiver Ruß
wird Ruß angesehen, dessen Strukturoberflächen aufgrund von Oxidationsreaktionen
bereits aufgebrochen wurden. Eine solche Rußschicht liegt z.B. nach abgebrochenen
thermischen Regenerationen oder aber nach kontinuierlichen Regenerationen mit
NO2 vor, wobei im ersten Fall das verbleibende Rußprofil meist unbekannt ist. Da ein
Filter ununterbrochen mit Motorabgas beaufschlagt wird, unterliegt die Rußschicht
ständigen Veränderungen. Es wird sowohl frischer Ruß eingelagert als auch gleichzei-
tig Ruß durch Abbrandreaktionen in CO2 und CO umgesetzt.
Abbildung 7.15 zeigt die Auswirkungen der Rußaktivität auf die Temperaturent-
wicklung einer thermischen Regeneration. Als fahrzeugrelevantes Beispiel für den
aktivierten Ruß kann hier angenommen werden, dass aus einer kontinuierlichen
Regeneration während einer längeren Autobahnfahrt (T = 400 ◦C) heraus eine
thermische Regeneration eingeleitet wird. Die dabei entstehenden Temperaturen über-

153



b

Zulaufbedingungen: Tzu = 650 °C      O2 = 10 %     Filtergröße: 5,66“ x6“

0 90 180 270 360 450
0

200

400

600

800

1000

t [s]

A
us

la
ss

 T
 [°

C
]

80 kg/h

160 kg/h

a

frischer Ruß
aktivierter Ruß

0 90 180 270 360 450
0

1

2

3

4

5

6

7

t [s]

B
el

ad
un

g 
[g

/l]

80 kg/h

160 kg/h

Abbildung 7.15: Einfluss der Aktivität der Rußstruktur auf das Regenerationsverhalten
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steigen die Temperaturen einer Regeneration mit frisch eingelagertem Ruß deutlich.
Da für den aktivierten, anoxidierten Ruß die Abbrandinitiierung entfällt und somit
sofort hohe Abbrandraten vorliegen, ist zusammen mit der Temperaturentwicklung
eine deutlich verkürzte Regenerationszeit zu verzeichnen (Abb. 7.15 b) ). Wird das
Ausgangstemperaturniveau, aus dem die thermische Regeneration eingeleitet wird,
auch für frisch eingelagerten Ruß auf 400 ◦C angehoben, ist lediglich eine schnellere
Erwärmung des Filters zu beobachten. Die dabei im Vergleich zur Starttemperatur
von Tt=0 s = 200 ◦C auftretende Temperaturerhöhung während der Regeneration ist
vernachlässigbar.

Anstatt mit einem DPF können die Systemvarianten A und B auch mit einem
CDPF ausgerüstet werden. Systemvariante C setzt den Einsatz eines CDPF ohnehin
voraus. Aus den Untersuchungen in Kapitel 6.2 ging hervor, dass eine Platinbe-
schichtung die Rußoxidation nicht katalysieren kann. Allerdings kann das bei der
Rußoxidation gebildete CO an der Beschichtung umgesetzt werden und die dabei
freigesetzte Reaktionswärme den Rußabbrand fördern (Abb. 7.16). Bei hohen Abgas-
massenströmen und Raumgeschwindigkeiten ist jedoch die konvektive Wärmeabfuhr
so hoch, dass auch die durch die CO-Oxidation gewonnene Wärmemenge zu keiner
Temperaturerhöhung im Filter führt. Eine Verkürzung der Filterregenerationsdauer
bleibt aus.
Bei geringen Abgasmassenströmen, oder aber auch bei bereits anoxidierter, aktivierter
Rußschicht, ist eine verstärkte Wirkung der katalytischen Schicht auf den Rußabbrand
zu beobachten. Dieser Sachverhalt ist auf den selbstverstärkenden Charakter der CO-
und Rußoxidation zurückzuführen. Mit steigender Temperatur wird nicht nur die
Rußoxidation beschleunigt, sondern auch durch den Rußabbrand mehr CO gebildet.
Dessen anschließende Oxidation in der Filterwand heizt die Rußschicht weiter auf
und es wird somit wiederum mehr CO gebildet sowie mit dem Rußabbrand mehr
Wärme freigesetzt. Dieser Vorgang wird durch einen Vergleich der in der Rußschicht
vorliegenden CO-Konzentrationen und Temperaturen für einen DPF und CDPF
deutlich (Abb. 7.17). Da die katalytischen Beschichtungen bei hohen Temperaturen
(T > 850 ◦C) stark altern, ist auf eine Begrenzung der Maximaltemperaturen zu
achten (Kap. 2.3).
Wie bereits für die thermische Filterregeneration am DPF gezeigt wurde, kann die
lokale Sauerstoffkonzentration in der Rußschicht und somit auch in der Filterwand bei
örtlich hohen Rußabbrandraten auf null absinken. Trotz katalytischer Beschichtung
kommt der CO-Umsatz am CDPF dann zum Erliegen. Damit wird nicht nur die
den Rußabbrand unterstützende Wirkung abgeschwächt, sondern es treten auch
CO-Durchbruchemissionen auf, obwohl in der Summe (am Filterauslass) ausreichend
O2 vorhanden ist. Die katalytische Beschichtung verliert somit auch teilweise ihre
HC- und CO-Sperrwirkung.
Abschließend lässt sich für die Systemanalyse festhalten, dass eine Beschichtung den
Rußabbrand auf zwei Weisen unterstützt. Einerseits kann das bei der Rußoxidation
gebildete CO als zusätzliche Wärmequelle genutzt werden, andererseits wird die
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Abbildung 7.17: CO- und Temperaturentwicklung in der Rußschicht bei DPF und
CDPF unter gleichen Regenerationsbedingungen ((C)DPF: 5, 66′′ ×
6′′)

Rußstruktur aufgrund des Abbrandes mit NO2 (Kap. 6.2.1) verstärkt anoxidiert,
womit eine aktivere Rußoberfläche vorliegt.

7.2.1 Durch HC-Umsatz initiierte thermische Regeneration im
CDPF

Die Vorgänge bei der thermischen Filterregeneration sind für die betrachteten System-
varianten A und B unabhängig von den Maßnahmen zur Abgastemperaturerhöhung.
Soll bei Systemvariante C dagegen eine thermische Filterregeneration durch motor-
fernen, katalytischen HC-Umsatz eingeleitet werden, so müssen diese HC im CDPF
selbst umgesetzt werden. In Kapitel 7.1 wurde bereits das durch katalytischen HC-
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Umsatz bedingte Aufheizverhalten von Systemvariante C eingehend beschrieben.
Ist das Filter mit Ruß beladen, wird die Rußschicht somit am Filterende, wo die
höchsten Temperaturen vorliegen, entzündet (Abb. 7.18). Durch Wärmeleitung im
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Abbildung 7.18: Durch HC initiierte thermische Regeneration des CDPF (Systemva-
riante C; SiC, 5, 66′′ × 10′′)

Gas, der Rußschicht und der Filterwand breiten sich die Temperatur- und Reaktions-
front entgegen der Filterdurchströmung aus. Da mit fortschreitendem Rußabbrand
im hinteren Filterbereich die Rußmasse und somit der Wärmeeintrag der Rußoxi-
dation abnimmt, sinken auch die Temperaturen wieder. Der Reaktionsfortschritt
entgegen der Strömung verlangsamt sich aufgrund des abnehmenden, treibenden
Temperaturgradienten. Da der Strömungseintrittsbereich des Filters zudem vom
Abgasmassenstrom gekühlt wird, ist eine vollständige Regeneration des Filters kaum
möglich. Erschwerend kommt hinzu, dass die Strömung dem Weg des geringsten
Widerstandes folgt, weshalb eine ausreichende Durchströmung des verbleibenden
Rußes nicht gewährleistet wird. Als kritisch ist daher auch ein Regenerationsabbruch
zu bewerten. Werden die Maßnahmen zur Filterregeneration nach einem Abbruch
erneut eingeleitet, ist im hinteren Filterbereich die lokale Rußbeladung und damit
die exotherme Wärmezufuhr durch die Rußoxidation niedrig. Es stellt sich kein
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ausreichend hoher axialer Temperaturgradient ein, um die Regeneration entgegen der
Strömung voranzutreiben. Es besteht die Gefahr einer Verblockung des Filtereintritts-
bereiches durch nicht regenerierten Ruß.
Ein weiterer Unterschied der hier betrachteten Vorgänge zu denen der thermi-
schen Regeneration ohne HC-Zufuhr besteht im größeren lokalen Sauerstoffbedarf
(Abb. 7.18 c) ). Wie bereits mehrfach gezeigt wurde, kann durch den Rußabbrand die
Sauerstoffkonzentration in der Rußschicht örtlich auf null absinken. In diesem Fall
steht, je nach Stoffaustausch mit dem Gasstrom des Auslasskanals, örtlich auch kein
ausreichendes Sauerstoffangebot mehr für die katalytische HC-Umsetzung in der
Filterwand zur Verfügung. HC- und CO-Durchbrüche sind die Folge.
Auch bei einem kürzeren Filtertyp (Länge: 6′′ statt 10′′) scheint ein vollständiger
Rußabbrand durch eine HC-initiierte Regeneration nicht möglich zu sein, wie es
die Rußschichtdickenprofile der Abbildung 7.19 zeigen. Die lokale Wärmeabfuhr
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Abbildung 7.19: Zeitlicher Rußschichtdickenverlauf bei einer durch HC initi-
ierten thermischen Regeneration des CDPF (Systemvariante C;
SiC, 5, 66′′ × 6′′)

aufgrund erhöhter örtlicher Durchströmung gleicht die höhere lokale Energiezufuhr in
Form des lokalen HC-Massenstroms aus.
Für eine vollständige thermische Regeneration der Systemvariante C muss das
Motorsystem daher in der Lage sein, auch durch innermotorische Temperatur-
erhöhungen eine Regeneration zu ermöglichen. Allerdings sind Kombinationen aus
innermotorischen und nachmotorischen Maßnahmen denkbar. Durch die innermo-
torische Temperaturerhöhung des Abgasstromes wird das Filter vom Bereich des
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Strömungseintritts her konvektiv aufgeheizt. Die Temperaturfront wandert mit der
Strömung durch das Filter. Bei HC-Zugabe wird dagegen insbesondere der hintere
Filterbereich erwärmt. Somit wäre eine gleichmäßigere und schnelle Erwärmung des
Filters möglich.

7.3 Kontinuierliche Regeneration mit NOx

Aufgrund der geringen NOx-Konzentrationen im dieselmotorischen Abgas sind
die bei der kontinuierlichen Regeneration erzielbaren Abbrandraten im Vergleich
zur thermischen Regeneration sehr niedrig. Die dabei freigesetzte Wärme ist ver-
nachlässigbar gering und wird vollständig vom Abgasmassenstrom abgeführt. Es kann
folglich von isothermen Abbrandbedingungen im Filter ausgegangen werden, womit
die in Kapitel 6 bei der Untersuchung des kontinuierlichen Rußabbrandes getroffenen
Aussagen auf die hier erfolgende Systemanalyse direkt übertragen werden können.
Da die motorischen NOx-Emissionen zu ca. 90 % aus NO (Kap. 2.1) bestehen und
dieses nur vernachlässigbar zum Rußabbrand beiträgt (Kap. 5 und 6.2.3), muss es
zunächst an einem Katalysator zu NO2 oxidiert werden. Unter dieselmotorischen
Abgaskonzentrationen und Temperaturen, die für einen Rußabbrand mit NO2 er-
forderlich sind (T > 280 ◦C), entsprechen die gebildeten NO2-Konzentrationen
denen des thermodynamischen Gleichgewichts (Abb. 7.20 und 4.4). Mit zunehmender
Abgastemperatur steigt zwar die Geschwindigkeit der Rußoxidation an, jedoch fällt
sie gleichzeitig mit sinkender NO2-Konzentration. Ein aus diesen gegenläufigen
Abhängigkeiten resultierendes Rußabbrandkennfeld ist in Abbildung 7.20 b) dar-
gestellt. Bis zu einer Temperatur von ca. T = 450 ◦C nimmt die Abbrandrate mit
der Temperatur zu. Erst oberhalb dieser Temperatur nimmt die Geschwindigkeit der
Rußoxidation aufgrund der verringerten NO2-Zufuhr wieder ab.
Da die Abgastemperaturen im realen Fahrzeugbetrieb nur unter hoher Last
T = 400 ◦C erreichen, überwiegt die Abhängigkeit des Rußabbrandes von der
Temperatur im Gesamtsystem. Die Temperaturabhängigkeit der NO2-Bildung im
DOC und die NO2-Zufuhr in das Filter sind dabei für den Rußabbrand zweitrangig.
Systemvariante B ist daher wegen der geringeren Wärmeverluste zwischen DOC und
DPF der Variante A vorzuziehen.
Wird anstelle eines DPF ein katalytisch beschichtetes Filter eingesetzt, kann die
erneute Oxidation von NO zu NO2 in der Filterwand den kontinuierlichen Ruß-
abbrand verstärken. Abbildung 7.21 a) zeigt hierzu NO2-Konzentrationsverläufe in
der Rußschicht und der Filterwand. Die NOx-Zulaufkonzentrationen entsprechen
bei Eintritt in die Rußschicht aufgrund des vorgeschalteten Oxidationskatalysators
(Systemvariante A und B) den Gleichgewichtszusammensetzungen.
Durch die Rußoxidation wird längs der Rußschichtdicke (ζ-Koordinate) NO2

verbraucht, und die örtliche NO2-Konzentration nimmt dementprechend ab. Im
Fall eines DPF tritt die Strömung anschließend in die Filterwand ein und, ohne
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Abbildung 7.20: Kombination von DOC und DPF zur kontinuierlichen Filterregenera-
tion (Systemvariante A bzw. B)

Zusammensetzungsänderungen in der Filterwand zu erfahren, auch wieder in den
Auslasskanal aus. Bei einer katalytisch beschichteten Filterwand (CDPF) allerdings
werden die NOx-Konzentrationen in der Wand wiederum gemäß dem thermodyna-
mischen Gleichgewicht eingestellt. Da dabei die NO2-Konzentrationen über denen
in der Rußschicht liegen, folgt ein diffusiver NO2-Stoffstrom in die Rußschicht.
Der daraus resultierende Verlauf der NO2-Konzentration in der Rußschicht weist
somit in Strömungsrichtung zunächst einen Abfall aufgrund der Rußoxidation und
anschließend einen Anstieg aufgrund der NO2-Rückdiffusion aus der Filterwand auf.
Die sich ergebenden zeitlichen Rußabbrandraten im DPF und CDPF werden in
Abbildung 7.21 b) gegenübergestellt. Die Abbrandraten im CDPF übersteigen die des
DPF deutlich. Bei der Diskussion dieser beiden Kurvenverläufe muss allerdings die
gleichzeitige Abnahme der Rußmasse beachtet werden, mit welcher die Abbrandraten
entsprechend sinken.
Da der diffusive Stoffstrom aus der Filterwand in die Rußschicht gegen die konvektive
Strömung gerichtet ist, nimmt mit steigender Raumgeschwindigkeit und somit
Strömungsgesschwindigkeit die Höhe der Rückdiffusion ab. Dies ist insbesondere bei
Systemvariante C zu beachten, bei der der Rußabbrand alleine auf der Wirkung der
NO2-Rückdiffusion beruht. Auch ist anzumerken, dass die Rückdiffusion und somit
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die sog. NOx-Mehrfachnutzung unabhängig vom Platingehalt oder der speziellen Art
der Filterbeschichtung ist, sobald sich die NO2-Konzentration an der Beschichtung
im thermodynamischen Gleichgewicht befindet.
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Abbildung 7.21: Rußoxidation mit NO2:
a) NO2-Profile für drei verschiedene Zeitpunkte (resultierend aus der
abnehmenden Rußschichtdicke) im DPF und CDPF
b) Vergleich der (isothermen) Rußoxidation mit NO2 im DPF und
CDPF

Unabhängig von den hier betrachteten Systemvarianten ist eine vollständige Re-
generation eines Filters durch die Rußoxidation mit NO2 nur unter speziellen
Motorbetriebspunkten möglich. Einerseits muss die Temperatur ausreichend hoch
sein, andererseits aber darf die gleichzeitig emittierte Rußmasse die Rußabbrandrate
nicht übersteigen. Zur Abschätzung, ob eine vollständige Regeneration überhaupt
möglich ist, wird oft das NOx-Ruß-Verhältnis der Abgasemissionen herangezogen.
Allerdings sind neben den Rußemissionen auch die NOx-Emissionen reglementiert.
Aufgrund der “NOx-Ruß-Schere” bei der motorischen Verbrennung wird bei Einsatz
eines DPF gewöhnlich eine motorseitige Applikation zu Gunsten niedriger NOx-
Emissionen gewählt.
Abgesehen von den Schwierigkeiten einer vollständigen Filterregeneration mit
NO2 bietet der kontinuierliche Rußabbrand mit NO2 die Möglichkeit, die In-
tervalle zur Einleitung thermischer Regenerationen zu verlängern und somit den
Kraftstoffmehrverbrauch zu senken.
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7.4 Abschließende Bemerkungen zur Systemanalyse

Die in dieser Arbeit dargestellten Systemvarianten von Abgasreinigungsanlagen wur-
den hinsichtlich möglichst effizienter Filterregenerationsmaßnahmen untersucht. Für
deren allgemeinen Einsatz im Fahrzeug müssen aber noch weitere Randbedingungen
beachtet werden. Hierzu gehört in erster Linie das Einhalten von Abgasgrenzwerten,
was zudem über die Fahrzeuglebensdauer gewährleistet werden muss.
Um nach einem Kaltstart des Motors das Abgas möglichst schnell abzureinigen, ist
ein frühes Überschreiten der Light-Off-Temperaturen der Katalysatoren gefordert.
Dies scheint bei Systemvariante C ein kritischer Punkt zu sein, da einerseits durch
das spezielle Durchströmungsverhalten die Filterwand nur langsam erhitzt wird und
andererseits die Wärmekapazität eines Filters im Vergleich zu der eines Oxidationska-
talysators höher ist. Dies gilt insbesondere für das Filtermaterial SiC.
Sowohl bei Diesel-Oxidationskatalysatoren als auch beim CDPF muss die Alterung
der katalytischen Aktivitäten beachtet werden. Aufgrund der Filterregenerationen
müssen sie, insbesondere im CDPF, hohen Temperaturbelastungen Stand halten.
Bei der nachmotorischen HC-Umsetzung sind dabei die Temperaturen auf den
Mikrooberflächen der Beschichtung zu beachten. Als kritisch gelten Temperaturen
T > 850 ◦C. Eine Alterung der Aktivität in Bezug auf die NO-Oxidation hat
zudem eine direkte Rückwirkung auf die Filterbeladung und die Regeneration, da
der kontinuierliche Rußsabbrand mit NO2 zum Erliegen kommen kann. Thermische
Regenerationen müssen somit häufiger eingeleitet werden.
Die bei thermischen Regenerationen auftretenden hohen Temperaturen ziehen
nicht nur die Alterung von Beschichtungen nach sich, sondern können auch zum
Bauteilversagen eines Filters oder Katalysators führen. Lokale Temperaturspitzen
und -gradienten können, je nach Wärmekapazität und Wärmeleitung des Mono-
lithmaterials, auch thermische Spannungsbrüche des Monolithen oder sogar lokale
Materialaufschmelzungen zur Folge haben.

Abschließend lässt sich aus den Untersuchungen zum Systemverhalten von DOC
und DPF in Abgasreinigungsanlagen ableiten, dass Systemvariante B als close
coupled Anordnung aus heutiger Sicht die zu empfehlende Systemvariante ist. Die
Hauptgründe hierfür sind:

• Durch die direkte Anordnung des DOC vor das Filter treten keine Wärmever-
luste zwischen den beiden Abgasreinigungskomponenten auf. Zudem wirkt der
DOC als Strömungsgleichrichter für das nachgeschaltete Filter.

• Aufgrund der close coupled Anordnung ist ein schnelles Aufheizen von DOC
und Filter gewährleistet. Im Gegensatz zu Systemvariante C erfolgt die Aufhei-
zung des Filters bei nachmotorischer HC-Umsetzung vom Eintritt in Richtung
Austritt, wodurch ein vollständiger Rußabbrand begünstigt wird. Zudem werden
die Wärmeverluste vom Motor bis zur Abgasreinigungsanlage minimiert, womit
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der passive, kontinuierliche Rußabbrand mit NO2 in einem weiten Motorbe-
triebsbereich genutzt werden kann. Dadurch reduziert sich der für die thermische
Regeneration benötigte Energieaufwand erheblich.

• Systemvariante B kann sowohl durch innermotorische Temperaturerhöhung als
auch durch katalytischen HC-Umsatz effizient regeneriert werden.

• Wird anstelle eines DPF ein CDPF eingesetzt, kann ein verkleinerter DOC ver-
wendet werden. Zudem wird durch eine katalytische Beschichtung sowohl die
kontinuierliche als auch thermische Regeneration unterstützt und die bei der Re-
generation auftretenden CO-Emissionen werden umgesetzt.

Allerdings kann Systemvariante B, je nach vorhandenem Bauraum und Motorsystem,
nicht in jedem Fahrzeug eingesetzt werden. Die Konfiguration eines einzelnen Abgas-
nachbehandlungsystems muss auf das jeweilige Fahrzeug speziell angepasst werden,
so dass auch die Systemvarianten A und C im Einzelfall einen besseren Kompromiss
darstellen können.

Auch wenn einige der in der vorliegenden Arbeit getroffenen Aussagen noch anhand
von detaillierten Motorversuchen bestätigt werden müssen, konnten mit der eindi-
mensionalen Filterbeschreibung die dominierenden Vorgänge im Diesel-Partikelfilter
ausreichend genau aufgezeigt werden. Allerdings konnten einige Prozesse nur
näherungsweise beschrieben werden. Dazu zählen die örtlichen morphologischen
Änderungen in der Rußschicht und die dreidimensionale Ausbreitung von Reakti-
onsfronten im Filter [125, 126]. Da über das Filtercanning erhebliche Wärmeverluste
entstehen und ungleichmäßige Filteranströmungen vorliegen können, kann sich eine
Rußabbrandfront vom Filterkern radial nach außen ausbreiten [125, 126, 128, 140].
Dies bedeutet, dass bei Abbruch einer solchen Regeneration keine einheitliche
Rußbeladung mehr im Filter vorliegt und das Filter bei erneuter Beladung örtlich
überladen wird. Die folgende thermische Regeneration kann somit zu ungewollten
Temperaturentwicklungen führen.
Mit einer dreidimensionalen dynamischen Simulation kann auch der Frage nachge-
gangen werden, ob die NOx-Mehrfachnutzung aufgrund von realen, pulsierenden
Abgasströmungen oder lokalen Rückströmungen unterstützt wird.
In den vorgestellten Modellrechnungen wurde auf die HC-Adsorption am Ruß
nicht eingegangen, da sie auf die Regeneration keinen Einfluss hat (Kap. 6.2.2).
Allerdings kann sich HC bei tiefen Temperaturen am Ruß anlagern und mit Anstieg
der Abgastemperatur desorbieren. Im Fall eines CDPF könnten deren anschließender
katalytischer Umsatz und die damit verbundene Energiefreisetzung eine ungewollte,
spontane thermische Filterregeneration auslösen.
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Anhang A

Untersuchung zur Charakteristik von
Ruß

A.1 Vermessung des CAST-Rußes
Wie in Kapitel 3.1.3 erwähnt, wurden einige Vorversuche zur Charakterisierung des
CAST-Rußes durchgeführt. Zunächst wurden die vom Hersteller angegebenen Daten
mit eigenen Messungen verglichen. Hierbei zeigte sich eine sehr gute Übereinstim-
mung zwischen den im Rahmen dieser Arbeit ermittelten Partikelgrößenverteilungen1

und denen des Herstellers [80] sowie von METAS (Tab. A.1). Auch betrug die zeitliche
Schwankung in der Partikelgröße, gemessen über 150 min, weniger als 4 %.
Die Messungen am CAST wurden über eine Schlauchverbindung mit T-
Entnahmestück realisiert, um eine drucklose Aerosolentnahme durch das SMPS (Fa.
TSI) zu gewährleisten. Als Verbindungsschlauch wurde ein elektrisch leitfähiger
Schlauch der Firma TSI verwendet. Dieser soll starke Partikelablagerungen an der
Schlauchinnenseite vermeiden. Zur Verdünnung des Aerosolstroms wurde nur die
Verdünnungseinheit des CAST eingesetzt. Die Einstellungen des SMPS können der
Tabelle A.2 entnommen werden. Mittels des LI2SA konnten die Primärpartikelgrößen

Vorgeg. Partikelmode. [nm] 33 55 85 113 160 200
Mode [nm] Bosch 39 57 82 122 162 199

Mode [nm] METAS 38 53 82 114 156 190
Mean [nm] Bosch 40 59 90 126 168 209

Mean [nm] METAS 40 57 91 127 175 211

Tabelle A.1: Vergleichsmessung Bosch/METAS

(Tab. A.3) und die Abhängigkeit der Massenkozentration vom entnommenen Fluss be-
stimmt werden. Das Messprinzip der LII beruht dabei auf der Erhitzung der Rußpar-

1Angabe der Partikelgröße als MobilitätsdurchmesserDp
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tikel durch einen Laserpuls auf ihre Verdampfungstemperatur und der anschließenden
Auswertung der detektierten thermischen Strahlung. Die Primärpartikelgröße für Die-
selruß liegt - zum Vergleich - im Bereich 20−50 nm [6, 20, 113]. Bei der Vermessung

Classifier Model 3080
DMA Model 3081
CPC Model 3010
Impactor Type [cm] 0.0508
Sheath Flow [l/min] 3
Aerosol Flow [l/min] 0.3
td [s] 2.43
tf [s] 7.52
D50 [nm] 734.8
Scan Up Time [s] 90
Retrace Time [s] 60
Multiple charge correction on

Tabelle A.2: SMPS-Einstellungen

Vorgeg. Partikelmode [nm] Primärpartikelgr. [nm]
200 42
160 35
113 22
85 19

Tabelle A.3: Agglomerat- und Primpartikelgrößen

des CAST wurde eine lineare Abnahme der Rußmassenkonzentration mit Erhöhung
des entnommenen Volumenstroms festgestellt. Bei einem Volumenstrom von 10 l/min
beträgt die Rußmassenkonzentration noch ca. 80 % der Ausgangsmassenkonzentrati-
on bei 3 l/min. Dies ist auf die Gesamtzunahme des Flusses zurückzuführen. Dabei
kann sich ein höherer Anteil der den Aerosolstrom umhüllenden Verdünnungsluft mit
dem Aerosolstrom vermischen. Auch ist mit Rückwirkungen auf die Brennereinheit
zu rechnen.
Die Bestimmung der BET-Oberfläche des CAST-Rußes ergab bei einer Partikelgrößen-
einstellung von 200 nm einen Wert von 134.08 m2/g. In der Literatur werden Wer-
te von 113 m2/g [67], 100 − 300 m2/g [20, 21, 113] für Dieselruß, 97 m2/g für
PrintexU [67] und 106 m2/g für Vulcan 6 [130] angegeben. Weitere Untersuchun-
gen zur Vergleichbarkeit des CAST- mit Dieselruß wurden von Jing [79] und Zaho-
ransky et al. [148] durchgeführt. Auch hier zeigten sich gute Übereinstimmungen der
morphologischen Rußeigenschaften.
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A.2 Charakteristik der Rußbeladung im (C)DPF

Der Aufbau der Rußschicht und deren morphologische Eigenschaften haben für die
Filterdurchströmung, aber auch für den Rußabbrand, eine große Bedeutung (Kap. 6.1
und 6.2). Konstandopoulos et al. [48] zeigten, dass die Permeabilität und die Dichte
des Rußkuchens von den Bedingungen, insbesondere von der Pe-Zahl, während der
Rußeinlagerung in das Filter abhängen (Kap. 2.3.2). Die Durchströmbarkeit und das
Druckverlustverhalten über die Rußschicht werden durch diese Größen entscheidend
beeinflusst. Für die “Initiierungsphase” der Rußoxidation ist unter anderem die mor-
phologisch bedingte Reaktivität des eingelagerten Rußes ein wichtiger Faktor. Noch
entscheidender ist allerdings die örtlich eingelagerte Rußmasse. Sie ist aufgrund der
stark exothermen Reaktion mit O2 für die Temperaturverteilung im Filter während
einer Regeneration maßgeblich verantwortlich. Des Weiteren ist eine eindimensiona-
le Modellierung des Gesamtfilters anhand eines repräsentativen Filtervolumens nur
möglich, wenn sich radial über das gesamte Filter eine einheitliche Rußschicht ein-
stellt.
Die Verteilung des eingelagerten Rußes wurde von Hossfeld et al. [149] sowohl expe-
rimentell, mit Hilfe der Laser-Doppler-Anemometrie (LDA), als auch mit einem ma-
thematischen Modell untersucht. Messungen mittels der Laser-Doppler-Anemometrie
beruhen auf der Auswertung der Strömungsverteilung. Die LDA stellt somit nur ein
indirektes Messverfahren zur Bestimmung des eingelagerten Rußes dar. In den Un-
tersuchungen von Hossfeld et al. [149] zeigte sich, dass die Strömungsverteilung
gleichmäßiger ist als die des eingelagerten Rußes. Insgesamt kann jedoch bei höheren
Beladungen von einer Gleichverteilung des Rußes ausgegangen werden. Auch Strata-
kis [126] beobachtete bei Messungen der Strömungsgeschwindigkeiten, dass sich die
Strömung mit zunehmender Beladung des Filters vergleichmäßigt.
Um direkte Aussagen zur Rußeinlagerung und Rußverteilung im Filter unter realen
Motorprüfstandsbedingungen treffen zu können und die Annahme der Rußgleichver-
teilung zu bestätigen (Kap. 6.3.1), wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit ein
“Scheibenfilter” (Abb. A.1) aufgebaut. Hierzu wurde ein katalytisch beschichtetes Fil-
ter aus SiC der Fa. Ibiden vom Typ 200/14 (5.66′′× 6′′) in ein spezielles Canning, das
aus einer bearbeitbaren Aluminium-Silikat-Keramik hergestellt wurde, geklebt und an-
schließend in fünf gleiche Scheiben zersägt. Zuvor wurden zur exakten Wiederausrich-
tung der Scheiben nach dem Sägevorgang Passbohrungen in das Keramik-Canning ge-
rieben. Die Schnittflächen der einzelnen fünf Segmente wurden planparallel geschlif-
fen. Das Filter kann somit wieder dicht und exakt positioniert zu einer einzigen Filter-
einheit zusammengesetzt werden.
Das Keramik-Canning ist zum Schutz vor mechanischen und thermischen Spannun-
gen sowie zur thermischen Isolation mit einer Quellmatte und einem Stahlmantel um-
schlossen. Abbildung A.2 zeigt den Aufbau eines solchen Filtersegments sowie eine
endoskopische Aufnahme des Inneren eines Filterkanals am Übergang zwischen zwei
Scheiben.
An den Schnittstellen zwischen den Filterscheiben kann die Rußschichtdicke der ein-

167



Einströmtrichter Ausströmtrichter5 Scheiben

1. Schnitt

rx
ry

z

Abbildung A.1: Geöffnetes Scheibenfilter

Metallmantel Quellmatte

Scheibenübergang

Abbildung A.2: Aufbau eines Filtersegments (links) und endoskopische Aufnahme ei-
nes Segmentübergangs im Filterkanal (rechts)

zelnen Kanäle, radial über den Filterquerschnitt, mit Hilfe eines Makroskops (Fa. Lei-
ca) und einer speziellen Bildverarbeitung bestimmt werden. Durch Wiegen der einzel-
nen Scheiben erhält man zudem eine grobe Information über die mittlere Rußmassen-
einlagerung längs des Filters.
Bevor das Filter am Motorprüfstand mit Ruß beladen wurde, wurde es an einem Durch-
strömungsprüfstand auf Dichtigkeit überprüft. Am Motorprüfstand zeigten sich so
Rußabscheidegrade von über 90 %.
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Die Rußbeladung des Filters wurde anschließend an einem Motorprüfstand unter stati-
onären Betriebspunkten vorgenommen. Um den Einfluss einer Rußoxidation mit NO2

ausschließen zu können, wurden nur Betriebspunkte angefahren, bei denen die Ab-
gastemperatur Tmax ≤ 300 ◦C betrug. Des Weiteren wurde auf einen vorgeschalteten
Oxidationskatalysator verzichtet. Während der Beladung am Motorprüfstand wurde
das Canning zur Vermeidung thermischer Spannungen mit einem Heizmantel vortem-
periert.
Abbildung A.3 zeigt eine räumliche, interpolierte prozentuale Rußschichtdickenab-
weichung bei einer Beladung von 9 g/l. Hierzu sind die Verteilungen radial über das
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Abbildung A.3: Prozentuale Abweichung in der Schichtdicke des eingelagerten Rußes

erste Filtersegment sowie die Verteilungen über zwei zueinander orthogonale Schnit-
te längs der Filterachse dargestellt. Eine dreidimensionale Darstellung der zugehöri-
gen Schichtdickenverläufe kann der Abbildung A.4 entnommen werden. Der Schicht-
dickenauswertung liegen 80 Messpunkte zugrunde.
Stratakis [126] entwickelte für seine Untersuchungen ein ähnliches “Scheibenfilter”.
Im Gegensatz zu den hier durchgeführten Messungen konnte er ein Ablösen der ein-
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Abbildung A.4: Schichtdickenverteilung des eingelagerten Rußes

gelagerten Rußschicht von der Filterwand sowie eine ungleichmäßige Rußeinlagerung
beobachten. Stratakis [126] selbst schließt jedoch nicht aus, dass dies auf das spezielle
Design des von ihm verwendeten Filters zurückzuführen ist.
Auch bei Beladungen mit geringeren Rußmassen ergeben sich recht einheitliche Ruß-
einlagerungen. Dies entspricht sowohl den Ergebnissen von Hossfeld et al. [149]
als auch den Untersuchungen zur Rußbeladung der Filterproben mit dem Rußgene-
rator CAST (Kap. 3.2). Des Weiteren sind an beladenen Filtern keine Rußschicht-
dickenänderungen oder Rußumlagerungen bei anschließender Erhöhung des Abgas-
massenstromes festzustellen.
Die eigenen wie auch die zitierten Untersuchnungen legen daher den Schluss nahe,
dass sich während der Beladung eine nahezu gleichmäßige Rußverteilung einstellt.
Damit ist auch die Modellannahme einer homogenen Rußverteilung als Anfangsbe-
dingung gerechtfertigt.
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Anhang B

Ergänzende Ergebnisse der
Reaktionsanalysen

Im Folgenden sollen einige weitere Ergebnisse dargestellt und diskutiert werden, die
helfen, die in den einzelnen Kapiteln des Hauptteils getroffenen Aussagen ergänzend
zu belegen. Eine vollständige Darstellung aller experimentellen Ergebnisse oder Kine-
tikanpassungen würde den Rahmen dieser Arbeit sprengen. Auch wäre der Informati-
onsgehalt über die Abläufe im DOC und (C)DPF dadurch nicht wesentlich erhöht. Die
große Menge der Versuchsergebnisse geht allerdings in die Bestimmungen der Kine-
tikparameter ein und ist für deren exakte Ermittlung unerlässlich.
In den folgenden Kapiteln sind daher jeweils tabellarische Zusammenstellungen zu
den Temperatur-, Raumgeschwindigkeits- und Konzentrationsbereichen der einzelnen
experimentellen Untersuchungen aufgeführt.

B.1 Ergänzung zu den experimentellen Untersuchun-
gen am Diesel-Oxidationskatalysator

Die Tabellen B.1 und B.2 listen die Versuchsbedingungen der experimentellen Unter-
suchungen auf. Es wurden die Konzentrationen der Schadstoffe, der Fremdkomponen-
ten sowie von O2 in einem weiten Bereich variiert. Die Versuchsführung war dabei
isotherm. Bei hohen Konzentrationen und Umsätzen von C3H6 und C3H8 waren aller-
dings aufgrund der hohen Reaktionsenthalpien leichte Erwärmungen festzustellen. Die
angegebenen Raumgeschwindigkeiten beziehen sich jeweils auf die gesamte Kataly-
satorlänge von z = 136 mm. Da jedoch bei sämtlichen Versuchen an allen Zapfstellen
das Reaktionsgas vermessen wurde, ergibt sich für die Raumgeschwindigkeit ein un-
tersuchter Bereich von 19461-1559681 h−1 (für dieCO-Oxidation 11796-157280 h−1).

Wie Abbildung B.1 zu entnehmen ist, hat die Fremdkomponente bzw. das Reakti-

1Bezug auf eine Katalysatorscheibe
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CO-Oxidation
Komponente Konzentration

CO 2000, 4000 ppm
O2 0.2, 0.5, 1, 2, 5, 10 %

H2O 5 %
CO2 10 %
NO 500, 700 ppm

C3H6 250, 400, 650 ppm
C3H8 250, 400, 650 ppm

RGN 11796− 39320 h−1

T 100− 200 ◦C

NO-Oxidation
Komponente Konzentration

NO 500, 550, 700 ppm
O2 1, 5, 10 %

H2O 5, 10 %
CO2 10 %
CO 500, 1000 ppm

C3H6 250, 650 ppm
C3H8 250, 650 ppm

RGN 19461, 38992 h−1

T 160− 400 ◦C

Tabelle B.1: Variation der Parameter zur CO- und NO-Oxidation im DOC

C3H6-Oxidation
Komponente Konzentration

C3H6 250, 400, 650, 2000, 5000 ppm
O2 1, 5, 10 %

H2O 5 %
CO2 10 %
NO 550, 750 ppm
CO 400, 900 ppm

RGN 19461, 38992 h−1

T 100− 200 ◦C

C3H8-Oxidation
Komponente Konzentration

C3H8 250, 400, 650, 2000, 5000 ppm
O2 1, 5, 10 %

H2O 5, 10 %
CO2 10 %
NO 500, 700 ppm
CO 350, 900 ppm

RGN 19461, 38992 h−1

T 200− 400 ◦C

Tabelle B.2: Variation der Parameter zur C3H6- und C3H8-Oxidation im DOC
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onsprodukt CO2 keinen Einfluss auf die Umsetzung von CO, C3H6 sowie C3H8.
Auch ist H2O für die Oxidation von CO und C3H6 als vernachlässigbar anzusehen
(Abb. B.2). CO weist scheinbar, wie bereits ausführlich beschrieben, keine Hemmung
auf die C3H8-Oxidation auf (Abb. B.3). In den für dieselmotorische Abgase typischen
Konzentrationen wird CO so schnell umgesetzt, dass die C3H8-Moleküle ungehindert
an den aktiven Zentren adsorbieren können. Dieser Sachverhalt wird gut durch die
Konzentrationsprofile längs der Messstellen verdeutlicht (Abb. B.3 b) ). Abschließend
ist in Abbildung B.4 der Einfluss der Strömungsgeschwindigkeit bzw. Katalysatorbe-
lastung anhand der C3H8-Oxidation wiedergegeben. Die höhere Strömungsgeschwin-
digkeit bei gleicher Raumgeschwindigkeit führt zu keinem verbesserten Stofftransport.
Hierzu ist die Geschwindigkeit noch zu gering. Die Strömung ist, von gewissen Ein-
laufeffekten abgesehen, stets laminar (Re = 0-600 [101]).
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a)  CO   = 2000 ppm

c) C3H8 =  650 ppm

b) C3H6 =  650 ppm
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Abbildung B.1: Einfluss der CO2-Konzentration auf die Oxidationen von CO, C3H6

und C3H8
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Zulaufbedingungen:
a)  CO   = 2000 ppm
b) C3H6 =  650 ppm

RGN = 19461 h-1
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Abbildung B.2: Einfluss von Wasser auf die Oxidationen von CO und C3H6

Zulaufbedingungen:

a) b) CO =  900 ppm
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Abbildung B.3: Einfluss von CO auf die Oxidationen von C3H8
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Zulaufbedingungen:

a)
b)

C3H8 = 650 ppm     O2 = 10 %
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Verweilzeit     ReN = 114
Strömungsgeschwindigkeit     RGN = 38992 h-1

Einfluss:

Abbildung B.4: Einfluss der Verweilzeit und der Strömungsgeschwindigkeit auf den
Schadstoffumsatz anhand der C3H8-Oxidation
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B.2 Ergänzungen zu den experimentellen Untersu-
chungen der Oxidationsreaktionen im CDPF

Einen Überblick über die Variationsbreite von Stoffkonzentrationen, Temperatur und
Raumgeschwindigkeit der durchgeführten Versuche geben die Tabellen B.3 und B.4.
Da der Verlauf der Stoffumsetzung in Filterproben im Gegensatz zu DOC-Proben
nicht an mehreren Stützstellen vermessen werden kann, ist die Variation in den Raum-
geschwindigkeiten vergleichsweise eingeschränkt. Analog zur Versuchsdurchführung
am DOC konnten bei sehr hohen Umsätzen von C3H6 sowie C3H8 leichte Erwärmun-
gen innerhalb der Filterproben beobachtet werden.

CO-Oxidation
Komponente Konzentration

CO 400, 900, 2000, 5000 ppm
O2 0.5, 1, 5, 10 %

H2O 5, 7.5, 10 %
CO2 10 %
NO 250, 500, 700 ppm

C3H6 250, 400, 650 ppm
C3H8 250, 400, 650 ppm

RGN 27069, 40603, 54138 h−1

T 100− 200 ◦C

NO-Oxidation
Komponente Konzentration

NO 500, 700 ppm
O2 0.5, 1, 5, 10 %

H2O 5, 10 %
CO2 10 %
CO −

C3H6 250, 650 ppm
C3H8 250, 650 ppm

RGN 27069, 40603, 54138 h−1

T 220− 400 ◦C

Zusätzlich wurde der Einfluss einer Rußbeladung
auf die Reaktionen untersucht

Tabelle B.3: Variation der Parameter zur CO- und NO-Oxidation im CDPF

Zur Diskussion der hier aufgeführten ergänzenden Ergebnisse aus den experimentel-
len Untersuchungen soll zunächst auf die hemmende Wirkung von C3H8 und NO
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C3H6-Oxidation
Komponente Konzentration

C3H6 250, 400, 650, 5000 ppm
O2 1, 2.5, 5, 10 %

H2O 5, 10 %
CO2 10 %
NO 250, 500, 700 ppm
CO 400, 900 ppm

RGN 27069, 40603, 54138 h−1

T 100− 240 ◦C

C3H8-Oxidation
Komponente Konzentration

C3H8 250, 400, 650, 5000 ppm
O2 1, 2.5, 5, 10 %

H2O 5, 10 %
CO2 10 %
NO 500, 700 ppm
CO 400, 900 ppm

RGN 27069, 40603, 54138 h−1

T 200− 400 ◦C

Zusätzlich wurde der Einfluss einer Rußbeladung
auf die Reaktionen untersucht

Tabelle B.4: Variation der Parameter zur C3H6- und C3H8-Oxidation im CDPF
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auf die CO-Oxidation eingegangen werden (Abb. B.5). Es ist überraschend, dass
C3H8 in der Lage ist, den CO-Umsatz zu hemmen. Dieses Verhalten entspricht nicht
den getroffenen Aussagen und Erwartungen aus Kapitel 4.2. Den Adsorptionsstärken
nach zu schließen sollte die CO-Oxidation weitgehend unbeeinflusst von der C3H8-
Konzentration ablaufen. In dem für Partikelfiltersysteme ausschlaggebenden Tempera-
turbereich ist die CO-Oxidation allerdings so schnell, dass diese hemmende Wirkung
vernachlässigbar ist. Der inhibierende Einfluss von NO auf die CO-Oxidation ent-
spricht wiederum vollständig den Erkenntnissen aus den Untersuchungen zum DOC.
Durch Anwesenheit von NO bei niedrigen Temperaturen ist ebenfalls ein erhöhter
Umsatz festzustellen. Dies wird auf parallele NOx-Reduktionsreaktionen zurück-
geführt.
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Zulaufbedingungen:  CO = 2000 ppm    O2 = 10 %    RGN = 27069 h-1
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durch C3H8
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durch NO

Abbildung B.5: Hemmende Wirkungen von C3H8 und NO auf die CO-Oxidation

Auch ist NO in der Lage, die Stoffumsetzung von C3H6 sowie C3H8 hemmend zu
beeinflussen (Abb. B.6). Trotz seiner hohen Adsorptionsstärke scheint CO den C3H8-
Umsatz nur geringfügig hemmen zu können (Abb B.7 a) ). Dies ist im schnellen Um-
satz von CO zu CO2 begründet. Es liegt bei den für die C3H8-Umsetzung relevanten
Temperaturen in erster Linie das Reaktionsprodukt CO2 und nicht das Edukt CO vor.
Zudem nimmt mit steigender Temperatur die Desorption von CO von der katalyti-
schen Oberfläche zu. Eine hemmende Wirkung der Produkt- bzw. Fremdkomponente
CO2 konnte ebenso wie bei den Untersuchungen zum DOC am CDPF nicht beobach-
tet werden. Abschließend ist in Abbildung B.7 b) die Wirkung von Wasser beispielhaft
für die C3H8-Oxidation dargestellt. Die H2O-Hemmung scheint dabei am CDPF aus-
geprägter zu sein als am DOC (Kap. 4.2).
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Abbildung B.6: Einfluss von NO auf die HC-Oxidation
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Abbildung B.7: Einflüsse auf die C3H8-Oxidation
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B.3 Ergänzungen zum Rußabbrand im Diesel-
Partikelfilter

Die Tabellen B.5, B.6 und B.7 enthalten alle Versuchspunkte, die zur Erfassung der
Reaktionskinetiken der Rußoxidation untersucht wurden.
Ergänzend zur Diskussion des Rußabbrandes mit NO2 im DPF ist in Abbildung B.8
die Abhängigkeit des Rußabbrandes von der NO2-Zulaufkonzentration, der Raum-
geschwindigkeit und der Anfangsbeladung dargestellt. Mit Zunahme der NO2-

c
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Zulaufbedingungen:

a)  Tzu = 400 °C     O2 = 5 %  mRuß = 7 g/l
RGN = 27069 h-1

b)  NO2 = 500 ppm     O2 = 5 %
mRuß = 7 g/l

c)  Tzu = 420 °C          O2 = 5 %
NO2 = 500 ppm    RGN = 27069 h-1

Abbildung B.8: Abhängigkeit des Rußabbrandes von der NO2-Konzentration a), der
Raumgeschwindigkeit b) und der Filterbeladung c)

Konzentration sowie des Abgasmassenstroms, der hier als Raumgeschwindigkeit auf-
getragen ist, wird dem im Filter eingelagerten Ruß pro Zeit mehr Oxidationsmittel zur
Verfügung gestellt. Der Rußumsatz erhöht sich dementsprechend.
Die im Filter vorliegende Abbrandrate hängt, wie bereits im Hauptteil dieser Arbeit
beschrieben, linear von der Rußmasse ab, sobald die Initiierungsphase abgeschlossen
ist. Dies wird in Abbildung B.9 noch einmal ergänzend für den Rußabbrand mit Sau-
erstoff im CDPF verdeutlicht. Je mehr Ruß vorhanden ist, desto mehr Ruß kann auch
pro Zeit umgesetzt werden. Die spezifische Reaktionsgeschwindigkeit bleibt hiervon
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Abbildung B.9: Abbrandinitiierung und Abhängigkeit des thermischen Rußabbrandes
von der Rußmasse am Beispiel des CDPF.
Zulaufbedingungen: O2 = 5 %, mRuß = 7g/l, RGN = 27069 h−1

unbeeinflusst.
Der thermische Rußabbrand ist im untersuchten Temperaturbereich unabhängig von
der Raumgeschwindigkeit und somit vom zugeführten Massenstrom (Abb. B.10).
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Zulaufbedingungen:

Tzu = 600 °C    O2 = 5 %   mRuß = 7 g/l

Abbildung B.10: Abhängigkeit des thermischen Rußabbrandes von der Raumge-
schwindigkeit

Da Sauerstoff unter den gegebenen Bedingungen im Überschuss vorliegt, ist bei der
Rußoxidation kein Abfallen der O2-Konzentration festzustellen. Dieses Verhalten ver-
einfacht auch die Kinetikauswertung erheblich. Makroskopisch kann folglich von na-
hezu konstanten O2-Konzentrationen ausgegangen werden.
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RGN [h−1] 27069 40603 54138
NO2

[ppm]
T [◦C] 340 360 380 400 420 440 460 400 420 440 400 420 440

150 5 % O2 x
250 5 % O2 x
375 5 % O2 x

0 ppm O2 x x
500 ppm O2 x xα x
833 ppm O2 x x x1 x x x x

500 0.5 % O2 x
1 % O2 x
5 % O2 x xo+ x1o xo+ x1,2,m,mko xo+ xo x x ∗∆ x x x x
10 % O2 x

700 ppm O2 x x x x x x
700

5 % O2 x x x

0 % H2O x
5 % H2O o
10 % H2O +
1 % CO2 ∗
5 % CO2 α

1000 ppm CO ∆

zusätzliche hochgestellte
Beladungsart Indizes

85 nm 1
50 nm 2

Motor (ohne DOC) m
Motor (mit DOC) mk

Rußpartikelgröße standardmäßig Dp = 200 nm (Mobilitätsdurchmesser)

Tabelle B.5: Versuchsliste zum Rußabbrand mit NO2 im DPF

18
2



RGN [h−1] 27069 33084 40603 48123 54138
NO2 bzw. NO

[ppm]
T [◦C] 340 360 380 400 420 440 460 420 420 420 420

250 5 % O2 n
0.5 % O2 x
1 % O2 x
5 % O2 xn xn xn xn xn xn xn n xn n n

500
10 % O2 x

5 % O2, 5 % H2O xn n xn n xn x
5 % O2, 10 % H2O n n n x

700 5 % O2 n

NO2 x
NO n

Rußpartikelgröße standardmäßig Dp = 200 nm (Mobilitätsdurchmesser)

Tabelle B.6: Versuchsliste zum Rußabbrand mit NOx im CDPF
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RGN [h−1] 27069 40603 54138

T [◦C] 560 570 580 590 600 615 620 600 600

1 % O2 xD

2.5 % O2 xD

5 % O2 xD,CoD,C+D,C xDoD+D xD,CoC+D,C xD xD,CoD,C+D,C xD xD,CoD,C+D,C xD xD

7.5 % O2 xD

10 % O2 xD

0 % H2O x
5 % H2O o
10 % H2O +

D DPF
C CDPF

Rußpartikelgröße standardmäßig Dp = 200 nm (Mobilitätsdurchmesser)

Tabelle B.7: Versuchsliste zum thermischen Rußabbrand im (C)DPF
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B.3.1 Kohlenstoffbilanzierung beim Rußabbrand
Wie bei allen chemischen Reaktionen muss auch beim Rußsabbrand die Massener-
haltung gelten. Allerdings liegt beim Rußabbrand der Ruß zunächst als Feststoff
vor und geht erst während der Reaktion in Form der Produkte CO und CO2 in die
Gasphase über. Dies bedeutet, dass der Massenstrom des Reaktorablaufs größer als
der des Zulaufs ist. Für eine exakte Kohlenstoffbilanzierung sollte dieser Vorgang bei
Auswertung der gemessenen Ablaufkonzentrationen berücksichtigt werden.
Mit Hilfe eines stöchiometrischen Gleichungssystems können die den Reaktor
verlassenden Stoffströme berechnet werden.

Für die thermische Regeneration folgt somit:

Ṅ−CO = y−CO
V̇ +
zu

vid(1− 0.5 y−CO)
(B.1)

Ṅ−CO2
= y−CO2

V̇ +
zu

vid(1− 0.5 y−CO)
(B.2)

Werden diese Stoffströme addiert und über die Zeit integriert, erhält man die während
dieser Zeit abgebrannte Rußmasse:

∆mC

∣∣∣
t1

t0
= 2

V̇ +
zuMWC

vid

∫ t1

t0

y−CO(t) + y−CO2
(t)

2− y−CO(t)
dt (B.3)

Für die Rußoxidation mit NO2 gilt entsprechend:

Ṅ−CO = y−CO
V̇ +
zu

vid(1− y−CO − y−CO2
)

(B.4)

Ṅ−CO2
= y−CO2

V̇ +
zu

vid(1− y−CO − y−CO)
(B.5)

∆mC

∣∣∣
t1

t0
=

V̇ +
zuMWC

vid

∫ t1

t0

y−CO(t) + y−CO2
(t)

1− y−CO(t)− y−CO2
(t)

dt (B.6)

B.3.2 Erfassung der lokalen Temperaturentwicklung im (C)DPF
Es ist kaum möglich, die hochdynamischen und lokalen Vorgänge einer thermischen
Filterregeneration messtechnisch zu erfassen. Dies gilt insbesondere für Untersuchun-
gen an realen Fahrzeugfiltern und an Fahrzeugen selbst. Informationen zu den lokalen
Abläufen der Rußoxidation liefern daher meist schnell ansprechende Thermoelemente
in den Auslasskanälen. Wie genau mit einem solchen Verfahren auf die Filterwand-
temperaturen, die für das Bauteilversagen von höchstem Interesse sind, geschlossen
werden kann, soll im Folgenden anhand einer beispielhaften Simulationsrechnung ge-
zeigt werden (Abb. B.11).
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Die lokalen Temperaturdifferenzen zwischen den berechneten Filterwandtemperatu-
ren und den berechneten Temperaturen im Auslasskanal betragen nur wenige Kel-
vin (∆T < 50 K). Unter Berücksichtigung von Messungenauigkeiten können so
sogar “worst-case”-Regenerationen ausreichend präzise erfasst werden, wie dies in
Kapitel 6.5.3 zur Modell- und Kinetiküberprüfung vorrausgesetzt wurde. Allerdings
ist hierbei von Messunsicherheiten aufgrund des thermischen Ansprechverhaltens der
Thermoelemente, deren Rückwirkung auf das Strömungsverhalten sowie von Strah-
lungseinflüssen auszugehen [101].
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Abbildung B.11: Temperaturverteilung in der Filterwand und im Auslasskanal
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Anhang C

Zusammenstellung von
Modellgleichungen und -parametern

C.1 Bestimmung von Modellparametern

C.1.1 Wärmekapazität der Gasphase

Bei der Aufstellung der Energiebilanzen muss analog zur Aufstellung der Materialbi-
lanzierung vorgegangen werden. Dies würde allerdings eine Energiebilanzierung für
jede Stoffkomponente erfordern. Da sich jedoch die spezifische isobare Wärmekapa-
zität (cp) des Abgasgemisches bei Änderung der Gaszusammensetzung durch die ab-
laufenden Reaktionen kaum ändert (Tab. C.1), wird im allgemeinen ein cp unabhängig
der Zusammensetzung angenommen. Damit vereinfacht sich die Energiebilanzierung
erheblich und sie kann auf eine Modellabgaskomponente (meist wird Luft gewählt)
reduziert werden. Tabelle C.1 beinhaltet eine Aufstellung der Wärmekapazitäten ver-
schiedener Abgasgemische.

C.1.2 Wärmeabfuhr an die Umgebung

Der radiale Wärmetransport innerhalb eines Monolithen und der Wärmeübergang an
die Umgebung sind exakt nur durch eine mehrdimensionale Modellierung abbildbar.
Die in den Kapitel 4.4 und 6.3 vorgestellten Modelle sollen allerdings anhand einer re-
präsentativen Zelle (Kanal) eine Berechnung des Gesamtmonolithen ermöglichen. Im
Folgenden ist die Reduktion dieses Problems auf den eindimensionalen Fall beschrie-
ben.
Die radiale Lage r0 (Gl. C.1) der Zelle wurde so gewählt, dass der durch diesen Radius
unterteilte Monolith aus einem Zylinder und einem Rohr gleicher thermischer Masse
besteht. Abbildung C.1 skizziert den Querschnitt eines Monolithen mit Quellmatte und
Ummantelung.
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Temperatur [◦C] Wärmekapazität cp [ kJ
kgK

]

Luft Luft + 7 % H2O Abgas a Abgas b
100 1.012 1.084 1.093 1.091
200 1.026 1.092 1.105 1.108
300 1.046 1.114 1.128 1.134
400 1.069 1.139 1.155 1.164
500 1.093 1.166 1.184 1.195
600 1.116 1.192 1.211 1.224
700 1.137 1.217 1.237 1.251

Mischungsformel für ideale Gase [142]: cidp,m =
∑
yjc

id
p,j

Abgas a: 76 % N2 10 % O2 7 % CO2 7 % H2O
Typische Diesel-Rohabgaszusammensetzung [4]

Abgas b: 76 % N2 0 % O2 17 % CO2 7 % H2O
Bei Annahme, dass O2 bei der Filterregeneration
vollständig verbraucht wurde

Tabelle C.1: Spezifische Wärmekapazitäten von Modellabgasen (Werte aus [142])

r 0 rMon

rQ

r
M

Quellmatte

Canning / Mantel

Repräsentative Zelle

Abbildung C.1: Schnitt durch einen Monolithen mit Quellmatte und Canning
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r0 =

√
r2
Mon

2
(C.1)

Für den Wärmestrom von der Ummantelung (Canning) an die Umgebungsluft
gilt [142, 150]:

Q̇Umg = 2π rM L αM,Umg(TM − TUmg) (C.2)

Der Wärmeübergangskoeffizient von der Ummantelung an die Umgebung hängt stark
von der Einbauposition des DOC bzw. (C)FPF und daher von der Umströmung ab.
Praxisnahe Werte liegen im Bereich 1− 10 W

m2K
.

C.1.3 Radiale Wärmeleitung in einem Monolith
Für die stationäre Wärmeleitung im Monolith vom Radius r0 (Feststoffphase) zur
Quellmatte gilt die Gleichung C.3 [142, 150]:

Q̇rad∗ =
2πL

ln rMon

r0

λrad∗(T
W − TMon) (C.3)

Zur Approximation von λrad∗ wird die Vorstellung einer Verschaltung von einzelnen
Widerständen gewählt [142]. Abbildung C.2 zeigt diese Verschaltung anhand einer
Zelle und der grau unterlegten Phasen für Feststoff und Gas.

d H
w

s

Ψ1-Ψ

GλWλΨ

Wλ

Betrachtete Zelle

II�

*rad�

Abbildung C.2: Kanal

Für die Parallelschaltung von Wand und Gas gilt [142]:

λII =

[
Ψ + (1−Ψ)

λW

λG

]
λG (C.4)
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In Verbindung mit einer Reihenschaltung der zweiten Wand ergibt sich nun durch
die Gleichung C.5 die effektive radiale Wärmeleitfähigkeit des Monolithen. Ha-
gelüken et al. [4] geben dafür ca. 0.2 W

m K
an.

λrad∗ =

[
Ψ +

(1−Ψ)λII
λW

]−1

λII (C.5)

Um die effektive Wärmeleitfähigkeit bis zur Ummantelung zu bestimmen, muss noch
der isolierende Einfluss der Quellmatte (λQ = 0.13 W

mK
[77]) berücksichtigt werden.

Dafür gelten die Gleichungen für radiale Wärmeleitung durch Rohre mit mehreren
Schichten (Gl. C.6-C.8) [142, 150].

Q̇rad = 2 π L λrad
T r0 − TQ

ln
rQ
r0

= k AQ(T r0 − TQ) = const. (C.6)

1

k AQ
=

ln rMon

r0

2 π L λrad∗
+

ln
rQ
rMon

2 π L λQ
(C.7)

λrad =

[
ln rMon

r0

λrad∗
+

ln
rQ
rMon

λQ

]−1

ln
rQ
r0

(C.8)

C.1.4 Wärmedurchgangskoeffizient
Zur Bestimmung der Wärmeleitung zwischen der Rußschicht und der Filterwand wird
der Wärmedurchgangskoeffizient zusammengesetzter Schichten nach Gleichung C.9
benötigt.

k(C,W ) =
(

0.5 wC
λC

+
0.5 ws
λW

)−1

(C.9)

C.1.5 Wärme- und Stoffübergangskoeffizienten
Die Strömung in den einzelnen Monolithkanälen ist laminar, was aufgrund ei-
nes möglichst geringen Druckverlustes gefordert wird. Die sich ergebenden
Reynoldszahlen (Gl. C.10) sind folglich klein. Beim Einströmen des Gases in einen
Katalysatormonolith muss allerdings der hydrodynamische und thermodynamische
Strömungsanlauf beachtet werden. Dies führt zu einer Ortsabhängigkeit der Wärme-
und Stoffübergangskoeffizienten (Gl. C.11), die wie folgt für einen Katalysator
berechnet werden können [77, 78, 142]:

Re =
v dH
ν

(C.10)

Die Koeffizienten:

α(z) =
Nuz,T λ

G

dH
und βj(z) =

Shz,T Dj

dH
(C.11)
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Nuz,T = [Nu3
z,T,1 + 0.73 + (Nuz,T,2 − 0.7)3 +Nu3

z,T,3]1/3 (C.12)
Nuz,T,1 = 3.66 (C.13)

Nuz,T,2 = 1.077

(
Re Pr

dH
z

)1/3

(C.14)

Nuz,T,3 =
1

2

(
2

1 + 22 Pr

)1/6
√

Re Pr
dH
z

(C.15)

Mit der Analogie von Wärme und Stoff:

Shz,T = [Sh3
z,T,1 + 0.73 + (Shz,T,2 − 0.7)3 + Sh3

z,T,3]
1/3 (C.16)

Shz,T,1 = 3.66 (C.17)

Shz,T,2 = 1.077

(
Re Scj

dH
z

)1/3

(C.18)

Shz,T,3 =
1

2

(
2

1 + 22 Scj

)1/6
√

Re Scj
dH
z

(C.19)

(C.20)

Bei der Durchströmung eines Filtermonolithkanals handelt es sich im Gegensatz zu ei-
ner Katalysatordurchströmung nicht um eine reine Rohrströmung. Es liegt eine Über-
lagerung von Rohr- und Filterwanddurchströmung vor. Der Massenstrom und somit
die Reynolds-Zahl Rez (Gl. C.21) nehmen längs der Filterkoordinate im Einlasska-
nal ab und im Auslasskanal zu. Hiermit ist eine Ortsabhängigkeit der Wärme- und
Stoffübergangskoeffizienten gegeben. Es wird vereinfacht von einer schnell ausgebil-
deten Laminarströmung in den Filterkanälen ausgegangen [142].

Rez =
v(z) dH

ν
(C.21)

α(z) =
Nuz,T λ

G

dH
und β(z) =

Shz,T Dj

dH
(C.22)

Für die Nußelt-Zahlen gilt:

Nuz,T = [Nu3
z,T,1 + 0.73 + (Nuz,T,2 − 0.7)3 +Nu3

z,T,3]1/3 (C.23)
Nuz,T,1 = 3.66 (C.24)

Nuz,T,2 = 1.615

(
Rez Pr

dH
L

)1/3

(C.25)

Nuz,T,3 =
(

2

1 + 22 Pr

)1/6
√

Re Pr
dH
L

(C.26)
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Mit der Analogie von Wärme und Stoff:

Shz,T = [Sh3
z,T,1 + 0.73 + (Shz,T,2 − 0.7)3 + Sh3

z,T,3]
1/3 (C.27)

Shz,T,1 = 3.66 (C.28)

Shz,T,2 = 1.615

(
Rez Scj

dH
L

)1/3

(C.29)

Shz,T,3 =

(
2

1 + 22 Scj

)1/6
√

Re Scj
dH
L

(C.30)

C.1.6 Diffusionskoeffizient

• In Gasgemischen:

Zur Berechnung des binären Diffusionskoeffizienten in Gasgemischen (hier Stickstoff)
bei niedrigem Druck wird nach Gleichung C.31 vorgegangen [142].

DN2,j =
10−7

(
MWN2

+MWj

MWN2
MWj

)1/2

1.013

(ν
1/3
N2

+ ν
1/3
j )2

(TG [K])1.75

p [bar]
(C.31)

Die benötigten Diffusionsvolumina sind in Tabelle C.2 aufgeführt [142].

Komponente CO C3H6 C3H8 N2 NO NO2 O2

Molmasse MW
[
kg
kmol

]
28 42 44 28 30 46 32

Diffusionsvolumen 18.9 61.38 65.34 17.9 11.17 16.65 16.6

Tabelle C.2: Diffusionsvolumina der Abgaskomponenten

• In porösen Medien:

Bei kleinen Porendurchmessern in porösen Medien ist die Knudsen-Diffusion
maßgebend (Gl. C.32). Baerns et al. [40] geben als Bedingung dafür bei einem Druck
von p = 105 Pa einen Porendurchmesser kleiner 100 nm an. Davon ist für einen
Rußkuchen auszugehen, da die Agglomeratgröße der Rußpartikel schon unter diesem
Maß liegt. Eine exakte Bestimmung der Porengröße ist nur schwer möglich. Die
Porosität beträgt ε > 0.9 [48]. Der Wert für den Tortuositätsfaktor τK liegt zwischen
3 und 4.

DK,j =
εP dP
3 τK

√
8 R T

π MWj
(C.32)
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C.1.7 Reaktionsenthalpien
Die zur Berechnung der Energiebilanzen im Diesel-Oxidationskatalysator und Diesel-
Partikelfilter benötigten Reaktionsenthalpien sind in Tabelle C.3 aufgegführt.

Reaktionsenthalpien [ kJ
mol

]

Rußoxidation heterogen-katalysierte Reaktionen
∆hRC1

−279 ∆hR1;5 −283
∆hRC2

−53 ∆hR2;6 −1926
∆hRC3

−394 ∆hR3;7 −2044
∆hRC4

−111 ∆hR4;8 −57

Tabelle C.3: Reaktionsenthalpien bei Normbedingungen

C.1.8 Auflistung weiterer im DPF-Modell verwendeter Parameter
• Widerstandsbeiwert der Rohrströmung:

C = 28.45 [136]

• Permeabilitäten:

Die Filterpermeabilitäten werden in der Literatur in einem Bereich von 1.5 · 10−13 m2

bis 1.2 · 10−12 m2; die Rußpermeabilitäten von 1.1 · 10−14 m2 bis 4.2 · 10−11 m2

angegeben [51, 72, 76, 127, 139]. Für die Simulationsrechnung wurden folgende Werte
angenommen:

BC = 2.0 · 10−14 m2 und Bs = 2.5 · 10−13 m2 (C.33)

C.2 Ergänzungen zum (C)DPF-Modell
Abbildung C.3 zeigt eine graphische Zusammenfassung der zwischen den einzelnen
Phasen bestehenden Austauschströme und deren Bilanzierung für die einzelnen Pha-
sen. Um die Graphik überschaubar zu halten, wird auf die Darstellung des diffusiven
NO2-Stofftransports in ζ-Richtung verzichtet. Im Hauptteil dieser Arbeit (Kap. 6.3.7)
wurde bereits ausführlich auf dessen gesonderte Behandlung und Bilanzierung einge-
gangen.
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Abbildung C.3: Darstellung der wichtigsten Austauschströme zwischen den Phasen
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C.2.1 Ergänzungen zur Herleitung der ortsaufgelösten NO2-
Konzentration in der ζ-Koordinate

Die in Kapitel 6.3.7 hergeleitete Gleichung (Gl. 6.52) zur Berechnung der NO2-
Konzentrationen in der ζ-Koordinate muss zunächst für die beiden betrachteten Phasen
in zwei Bereiche unterteilt werden.
Für die Rußschicht (0 < ζ < wC) erhält man unter Berücksichtigung der Strömungs-
richtung und der Reaktionsordnung vonNO2 die bereits beschriebene Gleichung C.34
(siehe Gl. 6.55).

0 =
∂2wCNO2

∂ζ2
+

vRζ
DC
NO2

∂wCNO2

∂ζ
+
MWgesρ

C r̂
COx(I.)
NO2

DC
NO2

ρC,G
wCNO2

(C.34)

Die Lösung der Differentialgleichung mit dem Ansatz wNO2 = eλ ζ führt zu der cha-
rakteristischen Gleichung (Gl. C.35).

λ2 +
vRζ

DC
NO2

λ+
MWgesρ

C r̂
COx(I.)
NO2

DC
NO2

ρC,G
= 0 (C.35)

Daraus folgt:

λC1,2 = − vRζ
2DC

NO2

±
√√√√
(
− vRζ

2DC
NO2

)2

− MWgesρC r̂
COx(I.)
NO2

DC
NO2

ρC,G
(C.36)

Hiermit ergibt sich eine Ortsabhängigkeit der NO2-Konzentration in der Rußschicht.

wCNO2
= αC1 eλ

C
1 ζ + αC2 eλ

C
2 ζ (C.37)

Für die NO2-Konzentration in der Filterwand (−ws < ζ < 0) wurde in Kapitel 6.3.7
ebenso das Vorgehen zur Lösung der Differentialgleichung der Filterwand (Gl. 6.58)
aufgezeigt. Wiederum lässt sich mit einem Ansatz yNO2 = eλ ζ die charakteristische
Gleichung (Gl. C.39) der homogenen Differentialgleichung (Gl. C.38) bestimmen.

∂2yNO2

∂ζ2
+

vFζ
DW
NO2

∂yNO2

∂ζ
− MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T ) y0.5

O2
(1 + γ) yNO2 = 0 (C.38)

λ2 +
vFζ

DW
NO2

λ− MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T ) y0.5

O2
(1 + γ) = 0 (C.39)

λW1,2 = − vFζ
2DW

NO2

±
√√√√
(
− vFζ

2DW
NO2

)2

+
MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T )y0.5

O2
(1 + γ) (C.40)

yNO2hom
= αW1 eλ

W
1 ζ + αW2 eλ

W
2 ζ (C.41)
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Mit einem Ansatz vom Typ der rechten Seite (yNO2part = const.) lässt sich eine
partikuläre Lösung bestimmen:

yNO2part
=

MWges

DWNO2
ρW,G

kNO(T ) y0.5
O2
yNOx

MWges

DW
NO2

ρW,G
kNO(T ) y0.5

O2
(1 + γ)

=
yNOx

(1 + γ)
(C.42)

Als Gesamtlösung für die katalytische Filterwand erhält man Gleichung C.43:

wWNO2
=
MWNO2

MWges

(
yNO2hom

+ yNO2part

)
(C.43)

Das Einsetzen der in Kapitel 6.3.7 definierten Randbedingungen führt auf vier Glei-
chungen, mit denen anschließend die Konstanten αC1 , α

C
2 , α

W
1 und αW2 der oben ste-

henden Beziehungen bestimmt werden können.
Die Vorgänge im Einlasskanal werden von der Strömung in der z-Koordinate domi-
niert. Damit ergibt sich als Zulaufkonzentration in die Rußschicht (Stelle ζ = wC) die
Konzentration aus dem Einlasskanal:

wEKNO2
= αC1 eλ

C
1 wC + αC2 eλ

C
2 wC (C.44)

Am Übergang von der Rußschicht in die Filterwand (ζ = 0) liegen in beiden Phasen
die gleichen Konzentrationen vor:

αC1 + αC2 =
MWNO2

MWges

(
αW1 + αW2 + yNO2part

)
(C.45)

Des Weiteren müssen die NO2-Stoffströme an der Koppelstelle gleich sein. Eine Bi-
lanzierung an dieser Fläche führt nach Gleichung 6.65 zu folgender Bedingung:

−εR DC
NO2

ρC,G
(
αC1 λC1 + αC2 λC2

)
= −εF DW

NO2
ρW,G

MWNO2

MWges

(
αW1 λW1 + αW2 λW2

)

(C.46)
Im Auslasskanal überwiegt wiederum der rein konvektive Stofftransport in der Haupt-
strömungsrichtung. Zudem finden hier keine Reaktionen mehr statt. Dies führt zur
vierten Randbedingung, nämlich dass kein Konzentrationsgefälle am Austritt der
Strömung aus der Wand vorliegt:

MWNO2

MWges

(
αW1 λW1 e−λ

W
1 ws + αW2 λW2 e−λ

W
2 ws

)
= 0 (C.47)

Aus dem linearen Gleichungssystem (Gl. C.44-C.47) lassen sich nun die vier Konstan-
ten αC1 , α

C
2 , α

W
1 und αW2 mit Hilfe des Gaußschen Eliminationsverfahrens bestimmen.

Die zur Berechnung der Konstanten benötigten Hilfsvariablen sind in Tabelle C.4 auf-
geführt.
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αC1 = [(a32a23a44b1 − a32a43a24b1 + a43a24b3 + a22b3a13a44 − a22b3a43a14 − a23a44b3)

(a32a23a44 + a32a21a43a14 − a22a31a43a14 + a22a31a13a44 − a32a21a13a44 + a31a43a24

−a32a43a24 − a31a23a44)−1] (C.48)
αC2 = [−(a31a23a44b1 − a31a43a24b1 − a23a44b3 − b3a21a43a14 + b3a21a13a44 + a43a24b3)

(a32a23a44 + a32a21a43a14 − a22a31a43a14 + a22a31a13a44 − a32a21a13a44 + a31a43a24

−a32a43a24 − a31a23a44)−1] (C.49)
αW1 = [−a44(−a21b3 + a32a21b1 − a22a31b1 + a22b3)(a32a23a44 + a32a21a43a14 − a22a31a43a14

+a22a31a13a44 − a32a21a13a44 + a31a43a24 − a32a43a24 − a31a23a44)−1] (C.50)
αW2 = [a43(−a21b3 + a32a21b1 − a22a31b1 + a22b3)(a32a23a44 + a32a21a43a14 − a22a31a43a14

+a22a31a13a44 − a32a21a13a44 + a31a43a24 − a32a43a24 − a31a23a44)−1] (C.51)
(C.52)

a11 = 1 a12 = 1 a13 = −MWNO2

MWges

a14 = −MWNO2

MWges
a21 = εRDC

NO2
ρCλC1 a22 = εRDC

NO2
ρCλC2

a23 = −MWNO2

MWges
εFDW

NO2
ρWλW1 a24 = −MWNO2

MWges
εFDW

NO2
ρWλW2 a31 = eλ

C
1 wC

a32 = eλ
C
2 wC a33 = 0 a34 = 0

a41 = 0 a42 = 0 a43 = MWNO2

MWges
λW1 e

−λW1 ws

a44 = MWNO2

MWges
λW2 e

−λW2 ws b1 = MWNO2

MWges
yNO2part

b3 = wEKNO2

Tabelle C.4: Hilfsvariablen zur Berechnung der Konstanten αC1 , αC2 , αW1 und αW2

In die Berechnung der Reaktionsgeschwindigkeit für die Rußoxidation mit NO2 geht
der integrale Mittelwert der NO2-Konzentration über die Rußschicht ein:

w̄CNO2
=

1

wC

∫ wC

0
αC1 eλ

C
1 wC + αC2 eλ

C
2 wCdζ

1

wC

[
αC1
λC1

(
eλ

C
1 wC − 1

)
+
αC2
λC2

(
eλ

C
2 wC − 1

)]
(C.53)
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C.3 Materialdaten
Tabelle C.5 führt die Materialdaten des in dieser Arbeit exemplarisch verwendeten
Diesel-Oxidationskatalysators sowie der Diesel-Partikelfilter auf.

DOC (C)DPF
Material Cordierit SiC Cordierit
ρ [kg/m3] 1632 1900 1300
cp [J/kg K] 1050 1065 1180
λ [W/mK] 2 50 1

Tabelle C.5: Materialdaten von DOC und (C)DPF
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Anhang D

Ergänzende Darstellung von
Simulationsergebnissen zur
thermischen Filterregeneration im
DPF

Die in Kapitel 7 dargestellte vergleichende Diskussion des thermischen Rußabbrandes
in Abhängigkeit von Abgasmassenstrom und Filtergröße (Abb. 7.10-7.13) wird im Fol-
genden durch die Abbildungen der jeweiligen Gesamtsimulationsergebnisse ergänzt
(Abb. D.1- D.4).
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Abbildung D.1: Thermische Filterregeneration in einem Filter der Größe 5.66′′ × 10′′

bei einem Abgasmassenstrom von ṁAbgas = 40 kg/h

200



b

c d

e

a

t [s]

Zulaufbedingungen:
Tzu = 650 °C           O2 = 10 %
mRuß = 7 g/l

t = 30, 60, ..., 300 s

Filtergröße:  5,66“ x6“

mAbgas = 40 kg/h.

0 40 80 120 160
200

400

600

800

1000

1200

Ort z [mm]

T
R

uß
 [°

C
]

t

240 s

0 90 180 270 360 450
0

200

400

600

800

1000

1200

t [s]
A

us
la

ss
  T

 [°
C

]

0 90 180 270 360 450
0
1
2
3
4
5
6
7

B
el

ad
un

g 
[g

/l]

0 40 80 120 160
0

20

40

60

80

100

Ort z [mm]

R
uß

sc
hi

ch
t [

µµ µµ
m

]

t
210 s

120

0 40 80 120 160
0

2

4

6

8

10

Ort z [mm]

R
uß

sc
hi

ch
t y

O
2 [%

]

Abbildung D.2: Thermische Filterregeneration in einem Filter der Größe 5.66′′ × 6′′

bei einem Abgasmassenstrom von ṁAbgas = 40 kg/h
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Zulaufbedingungen:
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Abbildung D.3: Thermische Filterregeneration in einem Filter der Größe 5.66′′ × 6′′

bei einem Abgasmassenstrom von ṁAbgas = 80 kg/h
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