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Resumen

Durante el proceso de apertura y cierre de un inyector Diesel, las carac-
teristicas del combustible a la salida de la tobera cambian significativamente
como consecuencia del movimiento de la aguja. Este hecho tiene una enorme
influencia en el desarrollo del chorro y en el proceso de mezcla entre el aire
y el combustible y, por tanto, en el posterior proceso de combustién. Sin em-
bargo, y a pesar de su importancia, todavia hoy existen multitud de cuestiones
sobre el proceso de inyecciéon que permanecen sin resolver debido, en par-
te, a la dificultad para llevar a cabo experimentos a levantamientos de aguja
parciales.

Teniendo en cuenta lo anterior, la presente tesis se ha centrado en el estu-
dio de la influencia del levantamiento de aguja sobre el flujo interno en toberas
de inyeccion Diesel. Este trabajo se ha llevado a cabo mediante simulaciones
tridimensionales del flujo en condiciones cavitantes y no cavitantes, modelan-
do la cavitaciéon mediante un modelo de equilibrio homogéneo implementado
en OpenFOAM.

Antes de analizar en profundidad la influencia de la posicién de la aguja,
el cddigo ha sido puesto a punto y validado con resultados experimentales
en un orificio calibrado, una tobera monorificio y una tobera multiorificio en
condiciones de levantamiento de aguja maximo. El modelo de cavitacién ha
mostrado una gran precisién en la prediccién del gasto masico, el flujo de
cantidad de movimiento, la velocidad, los coeficientes de flujo y la apariencia
de la cavitacién. Ademads, los resultados computacionales y experimentales
obtenidos en la validacidn del cédigo han servido para estudiar alguno de los
fendmenos asociados a la cavitacion, como el colapso de gasto madsico o el
aumento de velocidad y de turbulencia.

Tras la validacion del codigo, éste ha sido utilizado para analizar la influen-
cia del levantamiento de aguja en una tobera microsaco real. Inicialmente, se
ha llevado a cabo un estudio de mas de 500 ejecuciones simulando diferen-
tes levantamientos de aguja fijos mediante métodos RANS. En este estudio,
centrado principalmente en las caracteristicas del combustible a la salida de
la tobera y en el desarrollo de la cavitacion, se ha podido observar un cambio
significativo en el aspecto de la cavitacién en funcién de la posicién de la agu-
ja: para levantamientos grandes, el vapor se desarrolla a lo largo de la parte
superior del orificio, mientras que para levantamientos pequeiios, la cavitacion
aparece en el asiento de la aguja y en la parte inferior del orificio para contra-
presiones relativamente bajas. Este hecho tiene una enorme influencia sobre
los valores de gasto masico, de flujo de cantidad de movimiento y de velocidad



efectiva, los cuales apenas varian para levantamientos de aguja mayores de 75
um.

Posteriormente, los efectos del levantamiento de aguja han sido estudiados
aplicando métodos LES. El uso de Large Eddy Simulation ha proporcionado
informacién de gran relevancia sobre el flujo interno, especialmente sobre el
desarrollo de la turbulencia y su interaccién con el fenémeno de la cavitacion.
Los resultados de este estudio han demostrado que la cavitacion favorece el
desarrollo de la turbulencia, provocando un cambio notable de los niveles de
turbulencia y de la regién mds turbulenta de la tobera en funcion de la posi-
cién de la aguja. Ademas, los resultados han puesto en evidencia la existencia
de una cierta interaccion o interdependencia entre ambos fendmenos, puesto
que la turbulencia tiene a su vez importantes efectos sobre la apariencia de la
cavitacion. Profundizando en el desarrollo de la turbulencia, se ha observado
también un aumento significativo del nimero de vortices presentes en el fluido
y un descenso de su tamafio a medida que la aguja desciende.

Finalmente, se ha analizado la influencia del levantamiento de aguja me-
diante malla mévil, reproduciendo asi el movimiento real de la aguja durante
todo el proceso de inyeccion. Este ultimo estudio ha sido posible gracias a la
modificacion del cédigo y ha sido utilizado a partir de condiciones de con-
torno proporcionadas por un modelo unidimensional del inyector creado en
AMESim. Por una parte, se han comparado los resultados obtenidos mediante
simulaciones estacionarias y transitorias, mostrando diferencias despreciables
en el cdlculo de las caracteristicas del combustible en la salida de los orificios
de la tobera. No obstante, se ha detectado un menor volumen de combustible
en fase vapor en las simulaciones transitorias, especialmente para pequefios
levantamientos de aguja. Por otra parte, se ha comparado la tasa de inyeccion
experimental con la tasa obtenida en OpenFOAM y AMESim. Dicha compara-
cién ha permitido demostrar el gran potencial de AMESim y el buen compor-
tamiento de OpenFOAM para predecir la tasa de inyeccién.



Resum

Durant el procés d’obertura i tancament d’un injector Diesel, les caracte-
ristiques del combustible a la sortida de la tovera canvien significativament
com a conseqiiéncia del moviment de I'agulla. Aquest fet té una enorme in-
fluéncia en el desenvolupament del doll i en el procés de mescla entre I'aire
i el combustible i, per tant, en el posterior procés de combustié. No obstant
aixo, i malgrat la seva importancia, encara avui existeixen multitud de qties-
tions sobre el procés d’injeccié que romanen sense resoldre degut, en part, a
la dificultat per a dur a terme experiments a aixecaments d’agulla parcials.

Tenint en compte 'anterior, la present tesi s’ha centrat en l'estudi de la
influencia de l'aixecament d’agulla sobre el flux intern en toveres d’injeccié
Diesel. Aquest treball s’ha dut a terme mitjancant simulacions tridimensionals
del flux en condicions cavitants i no cavitants, modelant la cavitacié mitjancant
un model d’equilibri homogeni implementat en OpenFOAM.

Abans d’analitzar en profunditat la influéncia de la posici6 de I'agulla, el co-
di ha estat posat a punt i validat amb resultats experimentals en un orifici cali-
brat, una tovera monorifici i una tovera multiorifici en condicions d’aixecament
d’agulla maxim. El model de cavitacié ha mostrat una gran precisié en la pre-
dicci6 del cabal massic, el flux de quantitat de moviment, la velocitat, els coe-
ficients de flux i 'aparenca de la cavitacié. A més, els resultats computacionals
i experimentals obtinguts en la validaci6 del codi han servit per estudiar al-
gun dels fenomens associats a la cavitacid, com el col-lapse de cabal massic o
laugment de velocitat i de turbuléencia.

Després de la validacié del codi, aquest ha estat utilitzat per analitzar la
influencia de l'aixecament d’agulla en una tovera microsac real. Inicialment,
s’ha dut a terme un estudi de més de 500 execucions simulant diferents ai-
xecaments d’agulla fixos mitjancant meétodes RANS. En aquest estudi, centrat
principalment en les caracteristiques del combustible a la sortida de la tove-
ra i en el desenvolupament de la cavitacid, s’ha pogut observar un canvi sig-
nificatiu en l'aspecte de la cavitacié en funcié de la posicié de I'agulla: per
a aixecaments grans, el vapor es desenvolupa al llarg de la part superior de
l'orifici, mentre que per a aixecaments petits, la cavitacié apareix en el seient
de l'agulla i en la part inferior de l'orifici per a contrapressions relativament
baixes. Aquest fet té una enorme influencia sobre els valors de cabal massic,
de flux de quantitat de moviment i de velocitat efectiva, els quals escassament
varien per a aixecaments d’agulla majors de 75 um.

Posteriorment, els efectes de 'aixecament d’agulla han estat estudiats apli-
cant metodes LES. L'is de Large Eddy Simulation ha proporcionat informaci



de gran rellevancia sobre el flux intern, especialment sobre el desenvolupa-
ment de la turbuleéncia i la seva interaccié amb el fenomen de la cavitacié. Els
resultats d’aquest estudi han demostrat que la cavitacié afavoreix el desenvolu-
pament de la turbulencia, provocant un canvi notable dels nivells de turbulén-
cia i de la regié més turbulenta de la tovera en funcié de la posicié de I'agulla.
A més, els resultats han posat en evidencia I'existéncia d'una certa interaccié
o interdependéncia entre ambdds fenomens, ja que la turbuléencia té al mateix
temps importants efectes sobre 'aparenca de la cavitacid. Aprofundint en el
desenvolupament de la turbuléncia, s’ha observat també un augment significa-
tiu del nombre de vortex presents en el fluid i un descens de la seva grandaria
a mesura que I'agulla descendeix.

Finalment, s’ha analitzat la influéncia de I'aixecament d’agulla mitjancant
malla mobil, reproduint aixi el moviment real de 'agulla durant tot el pro-
cés d’injeccio. Aquest ultim estudi ha estat possible gracies a la modificacié
del codi i ha estat utilitzat a partir de condicions de contorn proporcionades
per un model unidimensional de I'injector creat en AMESim. D’una banda,
s’han comparat els resultats obtinguts mitjancant simulacions estacionaries i
transitories, mostrant diferéencies menyspreables en el calcul de les caracte-
ristiques del combustible en la sortida dels orificis de la tovera. No obstant
aixo, s’ha detectat un menor volum de combustible en fase vapor en les si-
mulacions transitories, especialment per a petits aixecaments d’agulla. D’altra
banda, s’ha comparat la taxa d’injeccié experimental amb la taxa obtinguda
en OpenFOAM i AMESim. Aquesta comparacié ha permes demostrar el gran
potencial de AMESim i el bon comportament de OpenFOAM per predir la taxa
d’injeccid.



Abstract

During the opening and closing process of a Diesel injector, the fuel charac-
teristics at the nozzle exit change significantly as a consequence of the needle
movement. This change of fluid properties at the exit of the discharge orifices
strongly affects the spray pattern and the air-fuel mixing process, and therefo-
re its subsequent combustion. However, despite its relevance, there are a lot of
aspects about the injection process which still remain unclear due to the huge
difficulties to perform experiments at partial needle lifts.

For that reason, the current Thesis is focused on the influence of the needle
lift on the internal flow in Diesel injection nozzles. This study has been carried
out with 3D simulations at cavitating and non cavitating conditions, using a
homogeneous equilibrium model implemented in OpenFOAM.

Before analyzing in depth the influence of the needle position, the code has
been tuned up and validated with experimental data in a calibrated orifice, a
one-hole nozzle and a multi-hole nozzle at fully needle lift conditions. The ca-
vitation model has shown a fairly good agreement with experimental results
in terms of mass flow, momentum flux, effective velocity, flow coefficients and
cavitation appearance. Nevertheless, the computational and experimental re-
sults have not been used only for the code validation, since they have been
also used to analyze some phenomena related to cavitation, such as the mass
flow collapse or the velocity and turbulence rise.

Once the code has been validated, it has been used to study the influence
of the needle lift in a real microsac nozzle. Initially, this nozzle has been si-
mulated at different fixed partial needle lifts applying RANS methods. In this
study, focused on the fuel characteristics at the nozzle outlet and the cavitation
development, it can be seen a significant shift of the cavitation pattern depen-
ding on the needle position: at high needle lifts, the vapour flows along the
upper surface of the orifice, whereas for low needle lifts, cavitation appears in
the needle seat, as well as in the lower part of the orifice for the lowest back-
pressures. This fact has a strong influence on the mass flow, momentum flux
and effective velocity values, which barely change for needle positions higher
than 75 um.

The effects of the needle position at fixed partial needle lifts have been al-
so studied with LES methods. The use of Large Eddy Simulation has provided
relevant information about the internal flow, specially related to the turbulen-
ce development and its interaction with cavitation phenomenon. It has been
proved that cavitation enhances turbulence, and therefore an important shift
of the turbulence levels and the most turbulent region in the nozzle can be



expected depending on the needle position. However, there is a certain in-
teraction or interdependence between both phenomena, since turbulence has
significant effects on the vapour phase’s appearance. Moreover, it has been de-
monstrated the increase of vortexes in the flow and the decrease of their sizes
as the needle descends.

Finally, the effects of the needle lift have been analyzed with a moving
mesh, which allows the reproduction of the needle motion during the injec-
tion process. This study has been performed thanks to the modification of the
code and it has been used with boundary conditions obtained from a 1D model
of the injector created in AMESim. On the one hand, the results obtained at
stationary and transient simulations have been compared, showing negligible
differences in the fuel characteristics at the nozzle outlet. Nevertheless, it has
obtained less cavitation at transient simulations, especially at low needle lifts.
On the other hand, the experimental injection rate has been compared against
those obtained from OpenFOAM and AMESim. This comparison has demons-
trated the great potential of AMESim and the good behaviour of OpenFOAM
to predict the injection rate.
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Capitulo 1

Planteamiento de la tesis

1.1. Justificacion y objetivos

En los ultimos afios, la creciente preocupacion por la proteccién del medio
ambiente ha provocado que la reduccién de las emisiones contaminantes y
del consumo de combustible se convierta en uno de los principales retos en el
campo de los motores Diesel destinados al sector del automévil. Muchos de
los logros y avances conseguidos con tal fin son debidos al desarrollo de los
sistemas de inyeccion, ya sea mediante nuevos disefios o nuevas condiciones
de operacién. Asi, de su disefio y funcionamiento depende en gran medida el
desarrollo del flujo interno y del spray, y por lo tanto el proceso de mezcla
entre el aire y el combustible y el posterior proceso de combustién [1-8].

Precisamente, para la mejora de la atomizacion del chorro y del proceso de
mezcla, los actuales motores Diesel tienden a emplear cada vez presiones de
inyeccién mas elevadas, llegando actualmente hasta los 200 MPa. Sin embar-
go, la utilizacién de presiones tan altas favorece la aparicién de la cavitacion
en el interior de las toberas de inyeccién. Este fenémeno, perjudicial en bom-
bas y demds maquinas hidrdulicas por el deterioro que puede ocasionar en los
equipos, provoca durante el proceso de inyeccidn Diesel un aumento del an-
gulo de apertura del chorro a la salida de la tobera, mejorando el proceso de
mezcla entre el combustible y el aire [9-11]. Ademas, la aparicidon de burbujas
de vapor aumenta la velocidad maxima del fluido debido a la reduccion de la
friccién con las paredes [3] y a la disminucion del didmetro efectivo para el
paso de combustible en fase liquida [3, 12].
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Desafortunadamente, el estudio experimental de la cavitacidon en toberas
de inyeccion Diesel resulta realmente dificil, debido en gran medida a las re-
ducidas dimensiones de los orificios de descarga y a las elevadas velocidades
que alcanza el combustible en su interior. Por otra parte, la enorme influencia
que presenta la cavitacidon en funcién de las caracteristicas geométricas de la
tobera [9, 13] dificulta atin més si cabe el estudio del flujo interno, puesto que
durante el proceso de inyeccién, el movimiento de la aguja durante la fase de
apertura y cierre del inyector cambia por completo la geometria de la tobera.

Si a todas estas dificultades se afiade la tendencia en los ultimos afios de
realizar preinyecciones y postinyecciones aparte de la inyeccién principal para
reducir el ruido y las emisiones contaminantes del motor [14, 15], el estudio
del fenémeno de la cavitacidon se vuelve extremadamente complejo, puesto
que la aguja del inyector se encuentra en constante movimiento.

Precisamente, la influencia de la posicién de la aguja en toberas de inyec-
cién Diesel sobre el flujo interno en condiciones cavitantes es el tema princi-
pal de la presente tesis. Su estudio se abordara principalmente mediante CFD
(Computational Fluid Dynamics), aunque para la validacién y puesta a pun-
to del cédigo se realizardn también medidas experimentales a levantamiento
maximo de aguja.

La presente Tesis tratard también de profundizar y dar explicacién a los di-
versos fendmenos asociados a la cavitacion en toberas de inyeccién. Ademads,
la utilizacion de un modelo de cédigo abierto y de libre distribucién no utiliza-
do anteriormente en condiciones de operacién similares a las existentes en el
proceso de inyeccion Diesel, supondra un reto afiadido para la consecucién de
los objetivos planteados y una excelente oportunidad para la obtencién de un
modelo que permita reproducir fielmente el comportamiento del flujo interno.

1.2. Antecedentes

Tal y como demuestran numerosas tesis presentadas durante los tltimos
afos [16-24], el Departamento de Mdquinas y Motores Térmicos de la Univer-
sidad Politécnica de Valencia posee una dilatada experiencia en el estudio del
proceso de inyeccion Diesel. De todas ellas, existen dos trabajos estrechamente
relacionados con la presente Tesis, puesto que se ocupan del estudio del flujo
interno o del spray en condiciones cavitantes.

En concreto, la tesis elaborada por Salvador [23], titulada "Estudio tedrico
experimental de la influencia de la geometria de toberas de inyeccion diésel
sobre las caracteristicas del flujo interno y del chorro" es sin duda el trabajo
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mas afin. Su trabajo estd enfocado a una mejor comprension de las condicio-
nes operativas y geométricas que propician el inicio y desarrollo del fendmeno
de la cavitacion, junto a sus consecuencias sobre el flujo interno y sobre el
comportamiento macroscépico del chorro. Inicialmente, Salvador llevé a cabo
un exhaustivo estudio experimental empleando un amplio abanico de toberas
disefiadas para aislar la influencia relativa de diversos parametros geométri-
cos. Posteriormente, este estudio se complementd gracias a la simulacion tri-
dimensional del flujo interno, permitiendo justificar las tendencias observadas
experimentalmente y profundizar en los aspectos mds importantes del flujo
cavitante.

Si bien este trabajo ha resultado ser el antecedente mas directo e influyen-
te, es también importante resaltar el trabajo llevado a cabo por de la Morena
[24]. Su Tesis, centrada en el estudio experimental de las caracteristicas del
chorro diésel en campo préximo, permitié conocer la influencia de las carac-
teristicas del flujo interno en condiciones cavitantes y no cavitantes sobre el
comportamiento del chorro. Gracias a la medida de la tasa de inyeccion y el
flujo de cantidad de movimiento y al desarrollo de una técnica de visualizacion
a alta resolucion, de la Morena pudo determinar en condiciones estacionarias
los efectos de la aparicién de la cavitacién en toberas de inyeccién sobre el
proceso de atomizacion y la estructura macroscopica del chorro.

1.3. Estructura de la tesis

Con el objetivo de facilitar la comprensién y seguimiento del trabajo rea-
lizado en la presente Tesis, asi como de los resultados derivados de la misma,
se ha dividido el documento en 8 capitulos.

Una vez establecidos los objetivos y antecedentes de la Tesis en el capi-
tulo 1, en el capitulo 2 se llevard a cabo una amplia revision del proceso de
inyeccién Diesel. En primer lugar se describirdn los principales componentes
y el funcionamiento del sistema de inyeccion directa mds utilizado en la ac-
tualidad, el sistema common-rail. Seguidamente, se hara un revisién de los
trabajos experimentales y computacionales mas relevantes publicados hasta
la fecha centrados en las caracteristicas del flujo interno en condiciones cavi-
tantes. Finalmente, se presentara un resumen de los aspectos mas importantes
del chorro Diesel y de su atomizacidon, incluyendo los efectos de la cavitacion
en el desarrollo del mismo.

En el capitulo 3 se detallard la metodologia y las herramientas experi-
mentales empleadas en la presente Tesis. Se describird por tanto la técnica de
obtencién de la geometria real de las toberas mediante moldes de silicona y
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los equipos empleados para la obtenciéon de la tasa de inyeccion y el flujo de
cantidad de movimiento. Si bien el estudio principal de la Tesis acerca de la
influencia de la posicidn de la aguja serd puramente computacional, la utiliza-
cién de estas tres herramientas experimentales permitird validar y comprobar
el nivel de precisién del cédigo de célculo bajo condiciones de funcionamiento
similares a las que se pueden dar en un motor Diesel. Ademds, la obtencién
de moldes de silicona permitird, posteriormente, la reproduccién exacta de ca-
da tobera en modelos tridimensionales creados a partir de herramientas CAD
(Computer Aided Design). Dichos modelos seran utilizados en la simulacion
del flujo interno mediante OpenFOAM [25].

El capitulo 4 estard dedicado al modelado computacional del fenémeno
de la cavitaciéon en toberas de inyeccidn Diesel. En él, se describirdn las ecua-
ciones principales que gobiernan el comportamiento de los fluidos junto con
las hipétesis y ecuaciones del cddigo de cdlculo que se utilizardn posteriormen-
te. Asimismo, se comentaran los aspectos mds relevantes de la puesta a punto
del cédigo y se realizara una extensa validacion del mismo sobre un orificio
calibrado, una tobera monorificio y una tobera multiorificio utilizando para
ello los resultados obtenidos mediante las herramientas experimentales men-
cionadas en el parrafo anterior. Los resultados procedentes de dicho estudio
servirdn por una parte para comprobar la validez del modelo para predecir el
comportamiento del flujo interno en condiciones cavitantes y no cavitantes, y
por otra como base para el estudio de los diferentes fenémenos asociados a la
aparicion de la cavitacién, como el colapso de gasto masico o el aumento de
velocidad efectiva.

En el capitulo 5 se abordard mediante simulaciones RANS (Reynolds Ave-
raged Navier-Stokes) el estudio de la influencia del levantamiento de aguja
sobre el flujo interno en una tobera multiorificio previamente validada en el
capitulo 4. En este capitulo se presentardn los resultados de un estudio de
mas de 500 simulaciones calculadas bajo una gran variedad de condiciones de
presion y levantamientos de aguja, analizando detalladamente tanto las ca-
racteristicas del combustible en el interior de la tobera como a la salida de la
misma. El estudio de pardmetros como el gasto masico, el flujo de cantidad
de movimiento, la velocidad de inyeccion, la apariencia de la cavitaciéon o el
desarrollo de la turbulencia para distintas posiciones de aguja, servira para
comprender mejor el comportamiento del combustible durante el proceso de
apertura y cierre del inyector.

Una vez estudiado en detalle la influencia de la posicién de la aguja sobre
el flujo interno mediante métodos RANS, en el capitulo 6 se complementara
dicho estudio aplicando métodos LES (Large Eddy Simulation). Inicialmente,
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se realizara una breve comparacién de los resultados proporcionados por el co-
digo aplicando este tipo de métodos con aquellos obtenidos mediante métodos
RANS para conocer las diferencias existentes entre ambos tipos de simulacio-
nes. Posteriormente, se pasard a la simulacién del flujo interno en condiciones
cavitantes a diferentes levantamientos de aguja. Gracias al uso de Large Eddy
Simulation se podrd obtener informacién més detallada y profundizar en as-
pectos relacionados con el desarrollo de la turbulencia, como por ejemplo la
interaccion entre la cavitacidn y la propia turbulencia o la influencia del levan-
tamiento de aguja en el desarrollo de vértices en el interior de la tobera.

El capitulo 7 estard también centrado en el estudio de la influencia de
la posicion de la aguja sobre flujo interno en condiciones cavitantes. Sin em-
bargo, a diferencia de los capitulos 5 y 6 en los que se simulaban distintos
levantamientos de aguja fijos, en el presente capitulo se estudiara el proceso
de apertura y cierre de la aguja teniendo en cuenta sus efectos dindmicos me-
diante el empleo de malla mévil. Este hecho, posible a partir de la modificacién
del cédigo de calculo original, permitira junto con la utilizacién de condicio-
nes de contorno procedentes del modelado 1D, conocer con mayor realismo
las caracteristicas del flujo interno durante todo el proceso de inyeccién.

Por ultimo, en el capitulo 8 se expondrdn a modo de resumen las conclu-
siones mas significativas derivadas de cada uno de los estudios presentados en
esta Tesis, y se propondran futuras lineas de trabajo encaminadas a mejorar el
conocimiento del proceso de inyeccion diesel y del fendmeno de la cavitacion.
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Capitulo 2

Fundamentos del proceso de
inyeccion

2.1. Introduccion

El presente capitulo se divide en tres grandes bloques. El primer bloque esta
centrado en la descripcion de los principales sistemas de inyeccidn, prestando
especial atencién al sistema mds utilizado en la actualidad, el sistema common-
rail.

Una vez revisado el funcionamiento de cada uno de los componentes del
sistema de inyeccidn, en el segundo bloque se llevard a cabo una recopilacion
de los estudios experimentales y computacionales mas importantes publicados
hasta la fecha centrados en las caracteristicas del flujo interno en condiciones
cavitantes.

Finalmente, esta recopilacién se complementara en un tercer bloque con
una revision bibliografica de los trabajos mas relevantes sobre las caracteristi-
cas del chorro Diesel y su dependencia del flujo interno.

2.2. Sistemas de inyeccion Diesel

Uno de los aspectos mds importantes en el funcionamiento de un motor de
encendido por compresion es sin duda el disefio del sistema de inyeccidn, res-
ponsable de la entrega del combustible. De su funcionamiento, dependera en
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gran medida el proceso de mezcla entre el aire y el combustible y su posterior
combustién. En este sentido, resulta evidente su enorme influencia sobre las
prestaciones del motor y la formacién de emisiones contaminantes.

Por definicion, todo sistema de inyeccién debe cumplir tres funciones ba-
sicas:

= Introducir el combustible en el interior de la cAmara de combustion se-
gun una ley que definira el comportamiento de las diferentes fases del
proceso de combustién en sincronismo con el movimiento del pistén.

= Atomizar el combustible para aumentar la superficie en contacto con el
aire caliente tras la carrera de compresion, acelerando de esta manera
su evaporacion.

m Mezclar el combustible con el aire existente en la camara de combustion.

Si bien es cierto que cualquier sistema de inyeccion Diesel desempefia un
papel crucial en el suministro y atomizacion del combustible, el protagonismo
del sistema de inyeccién en la mezcla del combustible con el aire disponible
depende en gran medida del tipo de motor Diesel: de inyeccién directa o in-
yeccién indirecta.

En los motores de inyeccidn directa, la cAmara de combustidn se encuentra
integramente labrada en el pistén. El aire introducido a través de los conduc-
tos de admision circula a velocidades cercanas a los 25 m/s, por lo que la
turbulencia desarrollada es practicamente despreciable en comparaciéon con
los niveles de turbulencia desarrollados en los motores de inyecciéon indirec-
ta. Este hecho obliga a que sea el campo convectivo del combustible y no el
aire quien se responsabilice del proceso de mezcla, forzando el empleo de sis-
temas de inyeccién mds avanzados que permitan mejorar la atomizacién del
mismo (mediante toberas multiorificio con didmetros cercanos a las 100 pm 'y
presiones de inyeccién de hasta 200 MPa).

Por el contrario, en los motores de inyeccion indirecta, la cAimara de com-
bustion se encuentra dividida en dos partes unidas por un conducto: la preca-
mara (alojada habitualmente en la culata del motor) y la cdmara de combus-
tion labrada en el pistén. Durante la carrera de compresion, el aire pasa del
cilindro a la precdmara, adquiriendo un movimiento turbulento en forma de
vértice provocado por la geometria de la misma, que facilitara el proceso de
mezcla entre el aire y el combustible. En este tipo de sistemas, el papel que
desarrolla la presién de inyeccion y, por tanto, el sistema de inyeccién es mar-
ginal. Por ello, suelen emplearse inyectores de un tnico orificio con presiones
relativamente bajas (20-30 MPa).
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Inyeccion directa Inyeccion indirecta
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Figura 2.1: Esquema representativo de un motor Diesel de inyeccion directa (iz-
quierda) e indirecta (derecha).

El hecho de que los motores Diesel de inyeccién directa gocen de mayor
rendimiento que los motores Diesel de inyeccion indirecta (fruto de sus me-
nores pérdidas de calor debido a la menor relacién superficie/volumen) ha
llevado al primero a desplazar al segundo en el mercado, estando este ultimo
claramente en desuso [1].

2.2.1. Sistemas de inyeccion directa en motores Diesel

Dentro del campo de los sistemas de inyeccién directa existen en el mer-
cado diferentes configuraciones. A continuacidn se listan las diferentes confi-
guraciones y sus caracteristicas principales:

= Sistemas de accion directa o Rotary Pump.

Los primeros sistemas de inyeccion directa en motores de encendido por
compresién disponian de una bomba de alta presion encargada de su-
ministrar el combustible necesario al inyector, cuya misién se reducia a
la atomizacién del combustible. Los inconvenientes relacionados con la
imposibilidad de regular adecuadamente la presién debido a que esta
dependia del régimen de giro de la bomba y mantener una presién cons-
tante durante el tiempo de inyeccién, acabaron por descartar el uso de
este sistema con el paso del tiempo.

= Sistemas bomba-inyector.
En este tipo de sistemas, también conocidos como Unit Injector, la bomba
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y el inyector forman una tinica unidad, colocada en la culata del motor. El
émbolo de la bomba se acciona directamente a través del arbol de levas,
o bien, a través de articulaciones. El inicio de la inyeccién y su duracion
esta controlado gracias a una vadlvula solenoide alojada en cada inyector.
Precisamente, la posibilidad de controlar electronicamente el sistema a
través de una ECU (Electronic Control Unit), junto con las altas presiones
de inyeccion que permite alcanzar suponen las ventajas mas importantes
de este tipo de sistemas.

= Sistemas bomba-tuberia-inyector.

Los sistemas bomba-tuberia-inyector o Unit Pump, son una variante del
sistema anterior en el que la bomba y el inyector estdn conectados por
una linea corta de alta presién. Al igual que el sistema bomba-inyector, el
sistema bomba-tuberia-inyector permite obtener presiones de inyeccién
elevadas y controlar el inicio y la duraciéon de la inyeccidn a través una
valvula solenoide dispuesta en cada una de las bombas asociadas a cada
cilindro.

» Sistemas de acumulacion.

Los sistemas de acumulacion se basan en almacenar el combustible a una
determinada presién en un volumen situado entre la bomba y el inyector,
donde éste permanecera hasta ser inyectado. La bomba, accionada por
el cigiienial del motor, se encarga exclusivamente de elevar la presion del
combustible, mientras que el inyector se encarga tanto de su dosificacién
como de su atomizacién. A este tipo de sistemas de inyeccidn pertene-
ce el sistema common-rail, que se ha convertido en la actualidad en el
sistema de inyeccion Diesel con mayor cuota de mercado en el sector de
turismos y vehiculos industriales. Su gran flexibilidad le permite contro-
lar facilmente el inicio y el fin de la inyeccidn, la cantidad de combustible
inyectado, la ley de entrega y la presion de inyeccién. Ademas, la existen-
cia de un depdsito previo permite amortiguar las oscilaciones de presion
generadas por la bomba o las perturbaciones originadas por la rdpida
salida de combustible por los orificios de descarga de los inyectores.

El sistema common-rail

En la Figura 2.2 se muestra un esquema de un sistema common-rail, cu-
yos componentes se pueden clasificar en dos grandes grupos: elementos del
circuito de baja presién y elementos del circuito de alta presién. En concreto,
los elementos del circuito de baja presién lo componen el depdsito de com-
bustible, las tuberias, el filtro y la bomba de alimentacién. Los elementos del
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circuito de alta presion lo forman la bomba de alta presidn, el rail, la valvu-
la reguladora de presion, el sensor de presion, la linea de alta presion y los
inyectores.

Limitador &agiggn
de presién Rail
: Depésito
] OO combustible
— 1 ]
B )

H Bomba de
| ) I = | alimentacion
nyectores — o

1 Filtro

T Bomba de

ECU alta presion
Figura 2.2: Esquema representativo de un sistema common-rail.

El combustible alojado en el depdsito es aspirado por la bomba de baja
presion, alimentando a la bomba de alta presién previo paso por un filtro. Este
filtro permite eliminar las posibles impurezas o restos de agua que podrian
ocasionar dafios en el resto de componentes del sistema, especialmente en la
bomba (donde el agua podria provocar dafios por corrosion) y en los inyectores
(donde los orificios podrian quedar obstruidos).

La bomba de alta presién impulsa el combustible hasta el rail, que dispone
de un captador de presiéon para determinar en todo momento el valor de la
presion en el mismo y enviar dicha informacién a la ECU del motor. Si este
valor supera el valor de presion deseado, la valvula reguladora de presion si-
tuada en un extremo del rail se abrird y permitira la salida combustible hacia
el depdsito, bajando el nivel de presién del rail hasta el valor consigna. De la
misma forma, si la presion en el rail es inferior a la deseada, esta valvula per-
manecera cerrada, provocando un incremento de presiéon debido a la llegada
de combustible procedente de la bomba.

A su vez, la ECU controla la apertura y cierre de los inyectores, permitien-
do descargar parte del gasoil acumulado en el rail y en la linea de alta presion
que conecta éste con cada uno de los inyectores. Gran parte del combustible
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entrante en los inyectores es inyectado directamente en la cdmara de combus-
tion de cada uno de los cilindros del motor, mientras que una pequefia parte
de combustible (conocida como caudal de retorno) se utiliza para el control
del levantamiento y descenso de la aguja del inyector, volviendo al depdsito
de combustible al finalizar la inyeccion.

Precisamente, son los inyectores los elementos mas complejos e importan-
tes en el proceso de inyeccion, pues de ellos dependera en gran medida la
calidad del proceso de mezcla aire-combustible y la posterior combustiéon. Los
inyectores se pueden clasificar en dos grandes grupos: inyectores accionados
por valvula de tipo solenoide e inyectores piezoeléctricos.

= Inyectores solenoide

En la Figura 2.3 se pueden apreciar los principales elementos de un in-
yector solenoide: la valvula electromagnética, el portainyector (en el que
se incluye el racor de alta presion, el filtro, el cuerpo, el muelle y la vari-
lla) y la tobera. La valvula electromagnética, representada en la Figura
2.4, es una servo-valvula de dos posiciones (abierta o cerrada) y dos ori-
ficios de pequefio calibre activos: entrada al volumen de control (E) y
salida del volumen de control (S).

Para facilitar la explicacion del principio de funcionamiento de un in-
yector solenoide se ha recurrido a un esquema simplificado del mismo
(ver Figura 2.5). El combustible a alta presién procedente del rail entra
al inyector donde, tras el filtro, se produce una bifurcaciéon en dos con-
ductos. Un conducto se dirige hacia la parte baja del inyector, que es el
que alimenta a la tobera, y otro alimenta al volumen de control, en la
parte superior del pistéon de comando, a través del orificio calibrado de
entrada E.

Cuando el solenoide no estd activado (etapa de reposo en la Figura 2.5),
el vastago se encuentra en su posicion de reposo, manteniendo una pe-
quena esfera obstaculizando el orificio de salida del volumen de control
(S). En esta etapa, tanto en la parte alta del pistén de comando como en
la parte baja de la aguja de la tobera, el combustible se encuentra a la
presion del rail. Teniendo en cuenta que la seccién de la parte alta del
piston de comando es mayor que la seccion de la parte baja de la aguja, el
conjunto pistdn-aguja se encuentra en su posicion mas baja, bloqueando
los orificios de la tobera y evitando la inyeccién.

En el momento en que se requiere el comienzo de la inyeccién, la ECU

manda un pulso eléctrico de cuya duracién va a depender el tiempo de
inyeccién y, por tanto, la masa inyectada. Ese pulso eléctrico excita la
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Figura 2.3: Componentes de un inyector solenoide de un sistema common-rail.

1- Retorno de combustible
2- Muelle de precarga
3- Vastago
4- Bobina
5- Inducido
8- Muelle de amortiguacion
7- Guia del vastago
8- Cuerpo de la valvula
9- Bolita
10- Piston de comando
11- Volumen de control
12- Orificio de control de entrada (E)
13- Orificio de control de salida (S)

Figura 2.4: Vdlvula solenoide de un inyector common-rail.
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Figura 2.5: Funcionamiento de un inyector common-rail.

bobina generdndose un campo magnético e induciéndose una fuerza as-
cendente sobre el vastago que se levanta liberando la esfera y desblo-
queando el orificio de salida del volumen de control (A). En esta situa-
cién (etapa de apertura en la Figura 2.5), debido al flujo de combustible
que se establece en direccidn al retorno, se produce una pérdida de pre-
sion en el volumen de control a causa del orificio calibrado de entrada
al mismo (E). Esa pérdida de presion hace que exista una descompen-
sacion de las presiones existentes entre la parte baja de la aguja, igual
a la presion del rail, y la parte alta del piston de comando, donde se
reduce fuertemente la presiéon. Como consecuencia, el conjunto pistén-
aguja se desplaza hacia arriba desbloqueando los orificios de la tobera y
dando lugar a la inyeccidn. Esta situacién se mantiene mientras siga la
excitacién de la bobina por parte de la unidad de control electrénico del
motor.

El fin de la inyeccion viene precedido de la extincion del pulso eléctrico.
Cuando ello ocurre, el vastago de la electrovdlvula vuelve a su posicién
de reposo como asi lo hace la esfera que vuelve a obstaculizar el orificio
de salida (S). El flujo de retorno se interrumpe y el combustible proce-
dente del rail empieza a llenar el volumen de control a través del orificio
de entrada (E). La presion en el volumen de control se va restituyendo
hasta que transcurridos algunos microsegundos dicha presion vuelve a
ser la del rail. En este momento, aunque la presion en la parte alta del
pistén de comando y la parte baja de la aguja es la misma, es la dife-
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rencia de seccion quién hace que la resultante de las fuerzas de presion
mueva al conjunto aguja-piston de comando hacia abajo, originando el
cierre de los orificios de descarga de la tobera y, por tanto, el cese de la
inyeccién (etapa de cierre en la Figura 2.5).

= Inyectores piezoeléctricos

Retorno de Entrada de y
combugtiuel ' combustible Racor de alta presion
Filtro
Conexién
eléctrica
Actuador
Cil:,i?;:re' piezoeléctrico
Amplificador
hidradlico
Muelle
Tobera — Aguja

Inyeccién de
combustible

Figura 2.6: Componentes de un inyector piezoeléctrico de un sistema common-
rail.

Tal y como puede verse en la Figura 2.6, la aplicacion del efecto piezo-
eléctrico a los inyectores ha permitido la substitucién del conjunto de
elementos méviles y la varilla por un cristal piezoeléctrico que se com-
prime o expande en funcién del campo eléctrico que se le aplique. Su
principio de funcionamiento es similar al descrito para inyectores so-
lenoide, puesto que la principal diferencia radica en que es a través de
este cristal y no de la valvula solenoide como se bloquea o desbloquea un
orificio que permite el paso de combustible desde el volumen de control
hacia el retorno.

Este tipo de inyectores, conocidos también como inyectores de ultima
generacidn, presentan numerosas ventajas frente a los tradicionales in-
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yectores accionados por una bobina solenoide, hecho que justifica su
importante crecimiento de mercado dentro de los sistemas de inyeccion
common-rail.

Entre sus principales ventajas se encuentran:

* Elevada precision.
El empleo de un cristal piezoeléctrico permite obtener desplaza-
mientos de la aguja por debajo del rango de subnandmetros va-
riando la tensién aplicada.

* Respuesta mds rdpida del inyector en la apertura y cierre de la agu-
ja.
Este hecho permite mejorar el empleo de estrategias de inyecciones
multiples asociadas a la reduccion de ruidos y emisiones contami-
nantes.

* Generacion de grandes fuerzas.
* Ausencia de desgaste tras millones de ciclos.

2.3. Caracteristicas del flujo interno en condiciones ca-
vitantes

Uno de los elementos mds importantes en el proceso de inyeccién Diesel
es la tobera, puesto que de sus caracteristicas dependera en gran medida el
desarrollo y atomizacion del spray [2-6].

En la actualidad se pueden encontrar dos grandes familias de toberas segtin
su geometria: VCO (Valve Covered Orifice) y saco. Este tltima ha evolucionado
dando lugar a dos nuevos grupos, las toberas minisaco y microsaco.

Como puede apreciarse en la Figura 2.7, en las toberas VCO la aguja blo-
quea el paso de combustible apoyandose directamente sobre los orificios. Esto
puede traducirse en caso de una posicidon excéntrica de la aguja en grandes
discrepancias en el desarrollo del flujo interno y del spray entre orificios, espe-
cialmente para levantamientos de aguja pequefios [7]. Sin embargo, presenta
una gran rapidez y precision en la entrega de combustible.

Por el contrario, en las toberas saco, el paso de combustible no se bloquea
cerrando directamente los orificios, sino que la aguja cierra contra la pared
de la tobera aguas arriba de los orificios de descarga, dejando un volumen de
combustible entre la punta de la aguja y el saco de la tobera. Este volumen de
combustible ayuda a reducir las posibles diferencias existentes en caso de que
la aguja sufra pequefias deformaciones que provoquen una posicidon excéntrica
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Figura 2.7: Esquema de una tobera saco y VCO.

de la misma. No obstante, presenta un inconveniente, esto es, el combustible
almacenado en el saco de la tobera puede llegar a la camara de combustién a
pesar de que la aguja haya cerrado el inyector, provocando pequefias combus-
tiones incontroladas.

Precisamente, tratando de buscar una solucion de compromiso que supe-
rase los inconvenientes de ambos tipos de toberas, aparecieron las toberas
microsaco. Este nuevo tipo de toberas tienen un volumen menor en el saco,
lo que se traduce en una entrega de combustible mas precisa y con menores
diferencias entre orificios.

A pesar de la importancia de las caracteristicas del flujo interno, su estudio
presenta enormes dificultades, debido tal y como puede desprenderse de la
Tabla 2.1, a las pequefias dimensiones de los orificios, la naturaleza transitoria
del proceso de inyeccién (con tiempos caracteristicos de 1-2 ms en los que el
fluido se ve influenciado por la dindmica de la aguja durante el proceso de
apertura y cierre del inyector) y los grandes gradientes de presién y velocidad
(superando en algunos casos los 600 m/s).

Todas estas dificultades para llevar a cabo estudios experimentales y/o
computacionales se acentiian mads si cabe por la aparicién, bajo determina-
das condiciones de operacidn, del fenémeno de la cavitacién, lo que provoca
la existencia de un fluido bifasico en el interior de los orificios de descarga.

Debido a las altas presiones de inyeccion utilizadas en los motores Diesel
actuales (préximas a los 200 MPa), es muy frecuente que el combustible sufra
un descenso local de la presion a la entrada de los orificios por debajo de la
presion de saturacion, provocando el cambio de fase de liquido a vapor propio
de la cavitacién. Este fendmeno que se produce fundamentalmente en la zona
del radio de acuerdo de entrada al orificio depende principalmente de factores
como la geometria de los orificios, las propiedades del fluido o las condiciones
de presion empleadas.
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Diametro de los orificios 80-200 yum
Longitud de los orificios 1 mm
Numero de orificios por tobera 6-12

Presion de inyeccion 30-200 MPa
Presion de descarga 3-9 MPa
Velocidad de salida del combustible 150-600 m/s
Ntmero de Reynolds 6000-25000
Duracién de la inyeccién 1-2 ms
Numero de inyecciones por ciclo 1-5
Densidad del combustible en fase liquida | 830 kg/m>
Densidad del combustible en fase vapor | 0.1361 kg/m>

Tabla 2.1: Valores caracteristicos en toberas de inyeccion Diesel.

A continuacion se recogen los principales estudios publicados sobre el desa-
rrollo del flujo interno en condiciones cavitantes. En primer lugar, se hara una
recopilacion de los trabajos experimentales mas relevantes, seguido de aque-
llos trabajos llevados a cabo mediante técnicas computacionales. Finalmente,
se hard un breve repaso a los estudios existentes mas importantes acerca de la
influencia de la posicion de la aguja del inyector sobre el flujo interno.

2.3.1. Estudios experimentales mas relevantes

A pesar de las grandes dificultades existentes para el estudio experimental
del flujo interno en toberas de inyeccidn, son muchos los trabajos publicados
que tratan de arrojar luz sobre el fendmeno de la cavitacion. Estos trabajos se
han basado en la visualizacion del flujo en orificios y toberas transparentes a
escala o tamafio real, o en la caracterizacion hidraulica del flujo a la salida de
los orificios, analizando la evolucion de parametros como el gasto masico o
el coeficiente de descarga. Precisamente, atendiendo a estas dos vertientes, la
revisién de los trabajos experimentales mds relevantes se ha dividido en dos
grandes grupos.

Visualizacion del flujo cavitante

Son muchos los estudios experimentales que han demostrado que la apa-
riencia que muestran los flujos bifasicos depende en gran medida de la geo-
metria del orificio y de diferentes pardmetros adimensionales caracteristicos
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del flujo como pueden ser el numero de Reynolds o el nimero de cavitacién
[8], definidos ambos en las ecuaciones 2.1 y 2.2 respectivamente.

ubD
Re = — (2.1)
()
p—
CN=_"Pv (2.2)
Pb —Dv

En este sentido, en 1959 Bergwerk [8] pudo demostrar mediante visuali-
zacion en toberas transparentes cuyos didmetros variaban entre 0.2 y 2.5 mm,
que, a medida que aumentaba el radio de acuerdo de entrada del orificio, la
diferencia entre la presion de inyeccién y de descarga debia ser mayor para
conseguir que la cavitacion se extendiera hasta la salida de orificio. La inten-
sidad de la cavitacién era menor cuanto mayor era el radio de acuerdo de
entrada.

Asimismo, Bergwerk compard nueve toberas con diferentes ratios longi-
tud/diametro, concluyendo que a medida que aumentaba esta relacién, se
incrementaba la diferencia de presiones necesaria para conseguir que la ca-
vitacion alcanzara la seccion de salida del orificio.

Uno de los temas que ha despertado mayor interés en el dmbito del flujo
cavitante es, indudablemente, el estudio de la evolucién de la extensién ocu-
pada por la cavitacion a lo largo del orificio, representado a modo de esquema
en la Figura 2.8. Esta figura, en la que se representa la longitud de cavitacién
en funcién del numero de cavitacidén, se basa en los estudios desarrollados
por diversos autores como Nurick [9], Chaves et al. [10], Roosen et al. [11],
Hiroyasu [12] o Sato y Saito [13]. Precisamente, este ultimo autor establece
cuatro tipos de cavitacién en funcién de la longitud de la regién ocupada por
el combustible en fase vapor: cavitacion incipiente (aparecen las primeras bur-
bujas de vapor), sub-cavitacion, cavitacién de transicién y supercavitacion (la
extension de la regién ocupada por vapor alcanza la salida de la tobera). Otros
autores como Sou et al. [14], agrupan las dos etapas intermedias establecidas
por Sato y Saito en una unica etapa, conocida como cavitacién en desarrollo.

Como se puede apreciar en la Figura 2.8, una vez aparecen las primeras
burbujas de vapor (cavitacién incipiente), el aumento del nimero de cavita-
cién tendra inicialmente poca influencia sobre la extension de la regién ocupa-
da por la cavitacion, aunque si se continia aumentando el niumero de cavita-
cién, ya sea mediante el aumento de la presion de inyeccion o la disminucién
de la presién de descarga, la cavitacion crece rdpidamente a lo largo del orificio
hasta alcanzar la seccién de salida de la tobera (supercavitacion).
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Figura 2.8: Representacion esquemdtica de la longitud de la region ocupada por
vapor en funcion del niimero de cavitacion.

Tal y como demostré Chaves et al. [10], uno de los efectos mas notables
de la supercavitacion es el incremento de dngulo del chorro a la salida de la
tobera. Este resultado también fue constatado por Soteriou et al. [15], Salva-
dor [16] y De la Morena [17], quien observé un incremento del 4ngulo entre
1.5° y 3° en una tobera monorificio cilindrica para las condiciones en las que
se detectaban la aparicién de burbujas de cavitacion a la salida del tobera.

Sin embargo, no es necesario que la cavitacién se extienda hasta la salida
del orificio para encontrar efectos importantes sobre el chorro. De hecho, auto-
res como Arai et al. [ 18], Hiroyasu et al. [19] y Soteriou et al. [20] encontraron
evidencias sobre el incremento significativo del dngulo del chorro ya durante
la primera fase de la cavitacién (cavitacién incipiente). Simultaneamente, la
longitud intacta se reducia.

Otro de los fendmenos observados mediante la visualizacion del flujo in-
terno que también ha demostrado tener una enorme influencia sobre el desa-
rrollo del chorro es el fendmeno conocido como hydraulic flip. Este fendmeno
se produce cuando, debido a una separacién de la capa limite a la entrada del
orificio, el gas situado en la cAmara de descarga penetra en la tobera, ocupando
el espacio entre la pared de orificio y la vena liquida.

Segun Soteriou et al. [20] la existencia de hydraulic flip da lugar a chorros
de gran penetracion y poco atomizados. En estas condiciones, la presencia de
gas procedente de la cAmara de descarga entre el liquido y la pared del orificio,
provocaba que las pérdidas por friccion experimentadas por el fluido fueran
inexistentes. Esto conllevaba una disminucion de los gradientes de presion
y, por tanto, de los niveles de turbulencia desarrollados en el interior de los
orificios. El descenso de los niveles de turbulencia favorece el desarrollo del
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flujo en el interior del orificio sin apenas perturbaciones, dando lugar a chorros
poco atomizados, cuya superficie externa se observa mds suavizada y con una
longitud de vena liquida elevada.

Bergwerk [8] fue otro de los investigadores que abordé el fenémeno del
hydraulic flip. Este autor estudié la influencia del tamafio de los orificios sobre
el flujo interno, advirtiendo la creciente dificultad de observar hydraulic flip a
medida que disminuia la escala de los orificios. Ademds, demostr6 la conside-
rable sensibilidad del flujo a las imperfecciones en la geometria de la tobera,
y el aumento significativo de ésta conforme se reducia la escala.

Precisamente, la influencia que tiene la escala en el fenémeno de la cavi-
tacién es otro de los temas mds estudiados en el campo de la cavitacién. En
concreto, tratando de averiguar si los resultados obtenidos sobre modelos a
gran escala son extrapolables a toberas cuyas dimensiones son similares a las
toberas de inyeccion Diesel, Chaves et al. [10] compararon sus imagenes obte-
nidas sobre orificios transparentes a escala real con los resultados publicados
por Soteriou et al. [20] a partir de modelos a gran escala. Los resultados evi-
denciaron una apariencia totalmente distinta de la cavitacion. Chaves et al.
sostenian que la cavitacion se presentaba como una capa continua de vapor,
mientras que Soteriou et al. observaban como la cavitacién presentaba una
estructura similar a una nube formada por pequefias burbujas.

Con idéntico objetivo, Arcoumanis et al. [21] realizaron una comparacion
similar entre modelos a gran escala y toberas a escala real, obteniendo las mis-
mas conclusiones que Chaves et al. y Soteriou et al. obtuvieron por separado:
la apariencia de la cavitacion se acercaba a una nube espumosa de burbujas
en orificios a gran escala, mientras que en orificios de dimensiones similares
a los orificios de descarga de inyectores Diesel la cavitacién se identificaba a
través de claros vacios de vapor continuos. Estos resultados confirman que las
burbujas tienen su propia escala, y que ésta no aumenta con el tamafio del
orificio, siendo pues independiente. De esta manera, se puede concluir que,
en cuanto a la apariencia de la cavitacion, los resultados obtenidos en toberas
a gran escala no son extrapolables a toberas a escala real.

Por otra parte, si bien la visualizacién del flujo cavitante ha sido abordada
practicamente en su totalidad mediante la observacion directa sobre toberas
transparentes, es importante remarcar la existencia de otros métodos que
han permitido de igual modo la visualizacion de la cavitacién en toberas de
inyeccidon reales. Asi, Takenaka et al. [22] emplearon la radiografia como
técnica para determinar la existencia de burbujas de vapor en el saco y en el
orificio de un tobera metélica monorificio.
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Figura 2.9: Apariencia de la cavitacion en una tobera a escala correspondientes
a ensayos llevados a cabo por Arcoumanis et al. [21].

Caracterizacion hidraulica

La importancia que los trabajos de visualizacion han tenido en la mejora
del conocimiento del fenémeno de la cavitacién esta fuera de toda duda. Sin
embargo, es imprescindible complementar este tipo de estudios con diferentes
medidas del flujo que permitan comprender con mayor detalle los efectos de
la cavitacion sobre el comportamiento del fluido en el interior de los orificios
de descarga de las toberas de inyeccion Diesel.

En 1959, Bergwerk [8] publicé uno de los trabajos mads interesantes en el
campo de la cavitacion, complementando ensayos de visualizacién realizados
sobre orificios transparentes con un completo andlisis de la influencia de la
cavitacién sobre la capacidad de descarga de la propia tobera. Bergwerk evalué
dicha capacidad de descarga a partir de la relacién entre el gasto mdsico real
frente al gasto masico tedrico (ecuacion 2.3):

m m
mteor A\/ ZPAP

En este estudio, se puso de manifiesto la pérdida de la capacidad de descar-
ga de la tobera con la aparicion de la cavitacion, y se pudo comprobar cémo el
coeficiente de descarga apenas se veia influenciado por el numero de Reynolds
en condiciones no cavitantes. En estas condiciones, la relacién de presiones de-
finida por Bergwerk como (P; — P;,)/ Py, ejerce una notable influencia.

C,= (2.3)

Posteriormente, Schmidt et al. [23] demostraron que esta tendencia era
sOlo representativa para regimenes claramente turbulentos. Sin embargo, este
comportamiento no era valido a bajos numeros de Reynolds, donde los efectos
de éste sobre el despegue del fluido y el coeficiente de descarga aumentaban
de manera considerable.



2.3. Caracteristicas del flujo interno en condiciones cavitantes 25

Ademads, Bergwerk demostré que al contrario de lo observado para con-
diciones no cavitantes, una vez iniciada la cavitacion y unicamente durante
sus primeras etapas, es la relacién de presiones la que asume una influencia
predominante sobre el coeficiente de descarga.

Spikes y Pennington [24] publicaron también en 1959 un trabajo en el que
llevaron a cabo medidas de presién y gasto masico sobre orificios a escala real
de diferente geometria. Dicho estudio, ademds de corroborar el descenso del
coeficiente de descarga al aumentar el nimero de cavitacién en condiciones ca-
vitantes (asociado al colapso de flujo madsico), permitio establecer las primeras
pautas acerca de la influencia de la geometria del orificio sobre la pérdida de
capacidad de descarga de la tobera. Segun pudieron comprobar, cuanto mayor
era la relacion longitud-didmetro, mayor coeficiente de descarga presentaba
el orificio.

En 1976, Nurick [9] propuso un modelo para intentar explicar el com-
portamiento del coeficiente de descarga. Dicho modelo fue validado mediante
diversos ensayos experimentales llevados a cabo sobre orificios de diferente
relacion longitud-diametro, radio de acuerdo de entrada y un amplio rango
de contrapresiones.

Entrada

1 c — 2
- ———— - - &

Figura 2.10: Simplificacion de la cavitacion en un orificio empleada por Nurick.

Basdndose en la simplificacién de la Figura 2.10, Nurick definié tres puntos
caracteristicos del orificio para explicar el comportamiento del coeficiente de
descarga: un primer punto aguas arriba del orificio suficientemente alejado de
éste como para poder considerar que la velocidad es despreciable en compa-
racion con las velocidades que se pueden dar en el interior del orificio (punto
1), un segundo punto situado en la secciéon de mdaxima restriccion del flujo
(que coincide con la secciéon de mayor velocidad y menor presién), y un tercer
punto correspondiente a la salida de la tobera (punto 2).

Asumiendo que la zona ocupada por la cavitacién se mantiene fija (ini-
cidndose en la entrada del orificio y extendiéndose sin llegar a la salida), la
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fraccion de area disponible para el paso del fluido en la vena contracta (pun-
to ¢) se puede definir como C,, cuyo valor fue estudiado por diversos autores
como Von Mises [25]. Este autor demostrd que el valor del coeficiente C, de-
pendia exclusivamente de la geometria y que su valor era aproximadamente
0.61. De esta manera, la seccién disponible para el paso de flujo justo en la
vena contracta puede expresarse como funcién del drea nominal:

Ac=C A 2.4

Asumiendo una densidad de la fase liquida y un perfil de velocidades cons-
tante a lo largo de la seccidn ocupada por el flujo a su paso por el punto c, el
gasto masico se puede definir como:

m=pA, u, (2.5)

Suponiendo ademads que el flujo no experimenta pérdidas entre el punto
1 y el punto ¢, y que la presién del fluido existente en la vena contracta es la
presion de saturacion, la ecuacién de Bernouilli entre los puntos 1 y ¢ queda
de la siguiente manera:

1 2
p1=pvtgpu (2.6)

A partir de las ecuaciones 2.5 y 2.6, es posible obtener el gasto masico
que circula a través de una tobera cavitante, siendo independiente esta nueva
expresion (ecuacion 4.2) de la presion existente en la seccion de salida de la
tobera.

m=AC./2p(p1—py) (2.7)

El hecho de que el gasto méasico permanezca invariable sea cual sea la pre-
sion aguas abajo del orificio supone la constatacion del fendmeno de colapso
de flujo masico, observado experimentalmente por diversos autores como Ran-
dall [26] en venturis, Soteriou et al. [20] en toberas a escala real y modelos a
gran escala, Salvador [16] en toberas reales multiorificio y de la Morena [17]
en orificios calibrados.



2.3. Caracteristicas del flujo interno en condiciones cavitantes 27

Una vez obtenido el gasto masico, el coeficiente de descarga puede ser
calculado facilmente:

(2.8)
siendo u la velocidad nominal del fluido, definida como:
_m (2.9)
u= oA .

Combinando las ecuaciones 2.7, 2.8 y 2.9, se puede expresar el coeficiente
de descarga en funcién de las presiones aguas arriba y aguas abajo del orificio:

c,=c, \| BB (2.10)

P1—D2
Ademas, la relacion de presiones empleada en la anterior ecuacion permite

definir una nueva variante del niimero de cavitacién, representado por la letra
K.

Cs=C. VK (2.11)

La tendencia del coeficiente de descarga predicha por la ecuacién 2.11 re-
sulta bastante sencilla. Para altas presiones de inyeccidn, K es ligeramente ma-
yor que la unidad, aumentando su valor si disminuye la presién de inyeccién o
aumenta la presion de descarga, y prediciendo por lo tanto un bajo coeficiente
de descarga para presiones de inyeccién elevadas y contrapresiones relativa-
mente pequefias, condiciones a priori susceptibles de aumentar la intensidad
de la cavitacion.

Sin embargo, este modelo deja de ser védlido en condiciones no cavitantes,
puesto que las afirmaciones expuestas anteriormente, entre ellas la asuncion
de que la presidn del punto c es la presién de saturacion, dejan de ser cohe-
rentes. Ante la ausencia de cavitacion, el coeficiente de descarga deja de ser
necesariamente funcion de K, pasando a ser funcién del numero de Reynolds.

Afos mas tarde, Lichtarowicz et al. [27] realizaron un andlisis andlogo para
orificios en condiciones no cavitantes, estimando el coeficiente de descarga
con un valor constante cercano a 0.84. Teniendo en cuenta ambos modelos,
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Figura 2.11: Comparacion de diversos resultados experimentales de coeficientes
de descarga [28].

el comportamiento del C,; tanto en presencia como en ausencia de cavitacion,
queda reflejado en la Figura 2.11 mediante una linea continua.

En condiciones no cavitantes, el coeficiente de descarga depende del nu-
mero de Reynolds y se mantiene constante si y solo si el nimero de Reynolds
es elevado. Una vez iniciada la cavitacidon, disminuye a medida que se reduce
el valor de K con una pendiente igual a 0.5.

Estos resultados procedentes del modelo tedrico de Nurick fueron también
validados con ensayos experimentales llevados a cabo por el propio Nurick.
Posteriormente, en 1996, Schmidt y Corradini [29] recopilaron datos expe-
rimentales publicados entre 1931 y 1995 por diversos autores como Gelalles
[30], Bergwerk [8], Reitz [31], Hiroyasu et al. [19], Ohrn et al. [32], Knox-
Kelecy et al. [33] y Soteriou et al. [20] sobre estudios referidos a orificios a
escala y a tamafio real, con una relacién de longitud/diametro cercana a 4 que
permitieron corroborar la validez del modelo (ver Figura 2.11).

Posteriormente, Salvador [16] evalud a través del coeficiente de descar-
ga la influencia de la geometria de los orificios de las toberas de inyecciéon
en condiciones cavitantes y no cavitantes. Segun Salvador, en condiciones no
cavitantes, la ley de crecimiento y el valor maximo del coeficiente de descar-
ga depende significativamente de la geometria, observando mayores valores
de este coeficiente en toberas cénicas con gran nivel de hidroerosién. En con-
diciones cavitantes, el coeficiente de descarga disminuia progresivamente en
funcién del nimero de cavitacion, alcanzando menores valores en aquellas
toberas mas propensas a cavitar.
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Schmidt y Corradini intentaron extrapolar a la seccién de salida del orifi-
cio el modelo unidimensional de Nurick, centrado inicialmente en la zona de
la vena contracta. Su intencion era poder conseguir informacion que pudiera
servir para la prediccidon del comportamiento del chorro y para el estudio de
los efectos de la cavitacion sobre el desarrollo del mismo. En su trabajo de-
finieron el concepto de velocidad efectiva (u,), suponiendo que el flujo sale
del orificio con una velocidad uniforme y ocupando un area (A¢f) menor al
area nominal, debido a que parte de la seccién del orificio es ocupada por las
burbujas de vapor como consecuencia de la cavitacién.

_ (2C.p; —po +(1—2C,)p,)

Ues (2.12)
‘ C.v/2p(p1—py)

A 2C2(p1 —p,) 2.13)
ef (zccpl_p2+(1_zcc)pv) '

Teniendo en cuenta que el gasto masico viene fijado por la ecuacion 2.7, la
relacién de dreas A,¢ /A es igual a u/u,¢. Despreciando ademds el valor de la
presion de saturacién (p,), resulta sencillo graficar, tal y como se ha hecho en
la Figura 2.12, la evolucién de A,¢ /Ay el coeficiente de descarga en funcién
del numero de cavitacion K.

En la Figura 2.12 se puede apreciar como el fluido a la salida de la tobera,
y por tanto, en el inicio del spray, tiene un area efectiva mucho menor que el
area nominal de la tobera y presenta una velocidad significativamente mas alta
que aquella existente en la vena contracta. Esta tendencia se ve intensificada a
medida que disminuye el niimero de cavitacién, por el aumento de la presion
de inyeccion o el descenso de la presion de descarga. Por otra parte, a muy
bajos nimeros de cavitacion, el comportamiento del flujo viene dominado por
lo que sucede en la vena contracta, llegando al caso limite para K=1 donde
la reduccion de drea en la seccion de salida es similar a la reduccién de area
existente en la vena contracta (A, /A= C,).

El estudio de las caracteristicas del flujo en la seccidon de salida como he-
rramienta para una mejor compresion del desarrollo del chorro en condiciones
cavitantes, fue también un tema abordado por R. Payri et al. [4]. En su estudio
llevaron a cabo una completa caracterizacion hidraulica del flujo sobre tobe-
ras reales cilindricas y conicas. Dicho estudio comprendia medidas de gasto
masico y de flujo de cantidad de movimiento, cuya combinacién permitio la
obtencién de la velocidad efectiva a la salida y diversos coeficientes adimen-
sionales de flujo como el coeficiente de descarga o coeficiente de reduccion
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Figura 2.12: Evolucidn del coeficiente de descarga y el drea efectiva [29].

de drea. R. Payri et al. demostraron que, a diferencia de lo que ocurre con el
gasto masico, el flujo de cantidad de movimiento no experimenta un colapso
como consecuencia de la cavitacion. Explicaban este fendmeno apoyandose en
la existencia de vapor cerca de la pared, que conseguia reducir las pérdidas por
friccion a lo largo de la superficie del orificio. Otro resultado interesante que
se desprende de este trabajo es la confirmacion del aumento de la velocidad
del flujo a la salida que se produce con la cavitacién, y la reduccién del area
efectiva disponible para la salida de combustible en fase liquida.

Si bien R. Payri et al. determinaron los valores de velocidad del combus-
tible a la salida del orificio a partir de medidas de gasto masico y de flujo de
cantidad de movimiento, existen también otras técnicas experimentales que
permiten la obtencidn directa de la velocidad del flujo. Asi, Suh y Lee [5] de-
terminaron mediante PDPA (Phase Doppler Particle Analyzer) la velocidad a la
salida de la tobera, investigando los efectos de la cavitacién sobre la atomi-
zacion del combustible para toberas con diferente relaciéon longitud/anchura.
Esta misma técnica fue también utilizada por Knox-Kelecy et al. [33], reali-
zando medidas de la velocidad media y de las fluctuaciones de la velocidad
sobre toberas transparentes a escala. Esto permiti6 la obtencién de valores
de velocidad no sélo a la salida, sino también a la entrada y en varios pun-
tos intermedios del orificio, analizando en detalle la influencia del radio de
acuerdo y la relacion longitud/diametro sobre los perfiles de velocidad para
diferentes nimeros de Reynolds. Segtin Knox-Kelecy et al., las fluctuaciones de
velocidad son muy pequefias en orificios con radios de acuerdo importantes,
mientras que en orificios sin entrada redondeada se puede observar una gran
variacién de los perfiles de velocidad en la zona cercana a la pared, perdiendo
intensidad a medida que se aleja de la entrada del orificio.
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Otra de las técnicas experimentales mds utilizadas para conocer la velo-
cidad del flujo interno es la técnica conocida como LDV (Laser Doppler Velo-
cimetry). Soteriou et al. [15] emplearon esta técnica sobre orificios a escala,
observando que la separacidén de la capa limite causada por la entrada del com-
bustible en el orificio provoca la existencia de una zona de recirculacién con
enormes variaciones del perfil de velocidad. Posteriormente, Winklhofer et al.
[34] y He y Ruiz [35] llegaron a la misma conclusién mediante LDV, si bien
estos ultimos observaron ademas que la turbulencia generada aguas abajo de
la cavitacién es mayor que la existente en la zona de recirculacion formada en
la entrada del orificio.

2.3.2. Estudio de la cavitacion mediante CFD

Tal y como se comenté anteriormente, el estudio experimental del flujo
interno en condiciones cavitantes presenta enormes dificultades debido a las
reducidas dimensiones de los orificios de descarga, la naturaleza transitoria
del proceso de inyeccién, los grandes gradientes de presion y velocidad y la
naturaleza biféasica del flujo cavitante.

Por ello, el uso de herramientas de calculo de dindmica de fluidos (CFD)
ha crecido de manera considerable durante la dltima década, permitiendo es-
tudiar con mayor detalle el comportamiento del flujo, reducir los costes de
nuevos disefios y reducir el tiempo asociado a los ensayos experimentales en
el laboratorio.

Sin embargo, el empleo de presiones de inyeccién de hasta 200 MPa en
motores Diesel fuerza al uso de complejos modelos tridimensionales basados
en las ecuaciones de Navier-Stokes, puesto que los modelos iniciales basados
en correlaciones empiricas resultan ser cada vez mds imprecisos.

Para el modelado del flujo en condiciones cavitantes, tal y como se detalla
a continuacidn, existen tres grandes familias de modelos: modelos de dos flui-
dos, modelos de seguimiento y captura de la interfase liquido-vapor y modelos
de un fluido o de mezcla [36, 37].

Modelos de dos fluidos

El modelado de la cavitacién mediante métodos de dos fluidos se basa en
la resolucion de las ecuaciones de Navier-Stokes para cada una de las fases por
separado, relacionando ambas mediante términos de intercambio de masa y
momento. Uno de los modelos de dos fluidos mds conocidos para el modelado
de flujo bifasico en inyectores Diesel fue desarrollado por Alajbegovic et al.
[38]. Este modelo emplea la ecuacién de Rayleigh-Plesset simplificada [39]
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para la definicién del intercambio de masa, representado mediante el simbo-
lo T" en las ecuaciones de conservacién de masa y cantidad de movimiento
(ecuaciones 2.14 y 2.15):

d(axpr)

2
o+ Vakpi) = D T (2.14)
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, donde k representa el subindice asociado a cada fase y N el nimero de
fases presentes en el fluido (dos).

Como puede verse en la ecuacion 2.16, el intercambio de masa se calcula
en funcién del radio medio de las burbujas R y la densidad de burbujas en el
fluido N (definidos ambos en las ecuaciones 2.17 y 2.18 respectivamente):

3a,
R= — (2.17)
47N

N/// _ » N(/)H Si a2 S 055
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(2.18)

"

, siendo N, la densidad inicial de burbujas, cuyo valor depende de las
propiedades del fluido [38].

El término Z_}: de la ecuacién 2.16, que representa la variacion del radio
de la burbuja con el tiempo, se obtiene a partir de la ecuaciéon de Rayleigh-
Plesset simplificada, despreciando por tanto, los efectos inerciales junto a los
asociados a la tension superficial y la viscosidad:

OR _ sign(ap)\| 22F (2.19)

— =sign — .
Este modelo, a pesar de tener en cuenta la coalescencia de burbujas a me-
dida que aumenta la fraccion de vapor, no estd adaptado para valores de a,
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proximos a la unidad, donde el flujo formado por numerosas burbujas se trans-
forma en una pelicula continua de vapor.

Alajbegovic et al. [40] desarrollaron afios més tarde el mismo modelo in-
cluyendo una tercera fase, implementado al igual que la versién inicial en el
cédigo comercial AVL-FIRE [41]. La inclusién de una nueva fase permitié si-
mular en toberas de inyeccidn no sé6lo la presencia de combustible liquido y
vapor debido a la cavitacién, sino también, la presencia del aire existente en la
camara de combustion. Precisamente, basandose en este modelo, Wang et al.
[42] evaluaron el comportamiento del coeficiente de descarga proporciona-
do por el modelo con resultados experimentales llevados a cabo sobre toberas
de inyeccidn y resultados tedricos procedentes de la teoria de Nurick. Wang
et al. analizaron la influencia de las fluctuaciones de la presién de inyeccion
sobre la cavitacidn, siendo especialmente importante en condiciones de super-
cavitacion, donde ademas la turbulencia a la salida facilita la atomizacion del
chorro.

Salvador [16] utilizé también un modelo de dos fluidos para el estudio del
flujo interno en condiciones cavitantes y no cavitantes en toberas de inyeccion.
Dicho modelo, basado en la teoria de nucleacién de Kubota [43], permiti6 eva-
luar la influencia de diversos parametros geométricos (inclinacién del orificio
respecto al eje de la tobera, longitud del orificio, radio de acuerdo, conicidad,
etc.) y de las propiedades del combustible sobre el flujo interno y las condicio-
nes criticas de cavitacion.

Otro de los autores que emplearon un modelo de dos fluidos para el estudio
de la cavitacion en el interior de los orificios de descarga de las toberas de
inyeccion Diesel fue Lambert [44]. Dicho modelo, implementado en el cédigo
MELODIE resuelve para cada una de las fases las ecuaciones de conservaciéon
de la masa, cantidad de movimiento y energia, cerrando este sistema de seis
ecuaciones mediante la ecuacion de Rayleigh-Plesset simplificada.

Si bien el uso de la ecuacion de Rayleigh-Plesset simplificada estd amplia-
mente extendido, existen también modelos de dos fluidos en los que la dindmi-
ca de las burbujas se modela mediante la ecuacién de Rayleigh-Plesset original
[45], teniendo en cuenta los términos inerciales, viscosos y de tensién super-
ficial. Este es el caso del modelo implementado por Giannadakis et al. [45],
basado también en el modelo desarrollado por Alajbegovic et al., cuya valida-
cién se llevo a cabo sobre toberas de inyeccién transparentes a escala y tamafio
real, para diferentes levantamientos de aguja y condiciones de operacion.

Modelos de seguimiento y captura de la interfase

Este tipo de modelos asume el flujo cavitante como dos fluidos inmiscibles,
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de diferente densidad y de valor constante, despreciando ademas los efectos
Viscosos.

Para cada uno de los dos fluidos, correspondientes a la fase liquida y a la
fase vapor, resuelve las ecuaciones de conservacion de la masa, cantidad de
movimiento y energia, dejando a un lado el calculo de la frontera entre ambas
fases, cuya tarea representa la parte mas delicada de este tipo de modelos.

Precisamente, atendiendo a la forma de calculo de la frontera entre la fase
liquida y la fase vapor existen tres submodelos: modelos de seguimiento de
la interfase, modelos de captura de la interfase y modelos de seguimiento de
burbujas. A continuacién se ofrece una breve descripcién de cada uno de ellos.

= Modelos de seguimiento de la interfase.

Este método también conocido como Surface Tracking define la interfase
mediante una serie de puntos que forman una frontera movil, interpo-
lando entre dichos puntos con el fin de representar la frontera fisica entre
el liquido y el vapor [46]. En cada paso temporal, la informacién relativa
a la localizacién de cada uno de los puntos es calculada y almacenada,
de manera que es posible seguir la evolucion de la frontera.

Este método destaca por su gran precision, puesto que permite resol-
ver estructuras que forman parte de la interfase y cuyos tamafios sean
inferiores al tamafio de celda de la malla. Esto supone una importante
cantidad de informacién para almacenar. Ademads, el reparto de los pun-
tos situados en la interfase puede ser igualmente problemadtico, ya que
a pesar de poder utilizar una gran cantidad de puntos pueden aparecer
ciertas zonas de la frontera con una baja resolucién.

Por otra parte, debido a que en muchas aplicaciones la cantidad de fluido
en fase liquida o fase vapor puede variar con el tiempo, es necesario
incorporar la posibilidad de afiadir nuevos puntos para la definicién de
interfase o de eliminar algunos puntos existentes, algo que a dia de hoy
sigue siendo uno de los mayores obstaculos para el empleo de este tipo
de métodos.

Con todo, este tipo de modelos son utilizados generalmente para el calcu-
lo de flujos unidimensionales o bidimensionales, puesto que la definicién
y el seguimiento de la interfase para problemas tridimensionales conlle-
va enormes dificultades.

= Modelos de captura de la interfase.

Los métodos de captura de la interfase o Front-Capturing, definen la fron-
tera entre el liquido y el vapor mediante una funcién en volumen. Al
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contrario que los métodos de seguimiento de la interfase, estos métodos
no permiten la resolucion de estructuras cuya escala sea menor que el
tamafio de celda de la malla. Esta caracteristica impide determinar con
gran precision la localizacion, orientacién y curvatura de la frontera.

Dentro de las metodologias mds empleadas de captura de la interfase se
encuentra la metodologia VOF (Volumen of Fluid) [47-52]. Esta metodo-
logia estd basada en la utilizacion de una funcion caracteristica singular
en la interfase que representa para cada celda la fraccién en volumen
que ocupa cada una de los dos fluidos o fases:

c(t,x)=1 para la fase 1 (2.20)

c(t,x) =0 para la fase 2 (2.21)

A partir esta funcion, la densidad del fluido es calculada suponiendo
una variacion lineal de la misma entre ambas fases (consideradas como
incompresibles):

p(t,x)=c(t,x)p;+(1—c(t,x))py (2.22)

Una vez calculada, es necesario reconstruir la frontera geométrica donde
la funcién c(t,x) este comprendida entre 0 y 1, existiendo diversos algo-
ritmos de reconstruccién: reconstruccion constante de la interfase por
trozos [49, 50, 52], reconstrucciéon en escalera [48] y reconstruccién
refinada de la interfase por trozos [51].

Cualquier cambio topoldgico asociado la coalescencia de las burbujas o
la fragmentacién son dificilmente llevadas a cabo, excepto si la resolu-
cién espacial de la malla es extremadamente fina. Segin Tomiyama et
al.[53], para la correcta definicion del diametro de una burbuja deben
emplearse 10 celdas. Asi, considerando burbujas de tamafio aproxima-
damente 5 pm, una malla tridimensional para una tobera monorificio de
dimensiones similares a las toberas de inyeccién Diesel tendria alrededor
de 200 millones de celdas.

Como ejemplo reciente de la aplicacién de la metodologia VOF para el
modelado de flujo bifasico en toberas de inyeccion, se pueden encon-
trar los trabajos de Befrui et al. [54, 55]. Este grupo simul6 mediante
OpenFOAM [56] el desarrollo del flujo interno y la estructura del spray
durante los primeros milimetros en un inyector GDI, definiendo como
fases el combustible inyectado y el aire presente en la cdmara de com-
bustién. Befui et al. observaron la presencia de aire dentro del orificio
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como consecuencia de la separacién del flujo a la entrada del mismo,
provocando importantes gradientes de velocidad y un bajo coeficiente
de descarga, al igual que una evidente diferencia entre la direccién del
combustible a la salida respecto al eje de la tobera. Befrui et al. aprove-
charon ademads los resultados a la salida de la tobera como condicién de
contorno de entrada para la simulacion del chorro mediante AVL-FIRE
[41].

Otro ejemplo del uso de este tipo de modelos para el modelado de flujo
bifasico se puede encontrar en los estudios llevados a cabo por Marcer
et al. [57, 58], en este caso sobre toberas de inyeccién Diesel modelan-
do el combustible tanto en fase liquida, como en fase vapor debido al
fenémeno de la cavitacion. Si bien en los trabajos publicados en 2000
y 2001, Marcer et al. mostraron las posibilidades del cédigo EOLE para
el estudio de la aparicién y el desarrollo de la cavitacion realizando una
extensa validacién bajo diferentes condiciones de presién, en 2010 publi-
caron ademas un interesante trabajo empleando dicho cédigo acoplado
con la herramienta 1D AMESim [59].

Sin embargo, ademas de la metodologia VOE existe otra metodologia
muy utilizada para la captura de la interfase, conocida como Level Set
[46, 60], cuya funcion se basa en una funcién continua de distancia a la
frontera:

E(t,x) > 0 para la fase 1 (2.23)
E(t,x) < 0 para la fase 2 (2.24)
E(t,x) =0 para la interfase (2.25)

La densidad y la viscosidad del fluido vienen dadas por:

pE)=p,+(p—p,)H(E) (2.26)

w(&) = wy + (g — p, JH(E) (2.27)

donde H(¢), que representa la funcién de Heaviside se define como:

0 siE<O
H(E)={ 0,5 si£=0 (2.28)
1 si€>0
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Este método aplicado por Unverdi y Tryggvason [46] en casos 2D y 3D,
fue mejorado posteriormente por Smereka [60], minimizando asi los
problemas de este método para aplicaciones con fuertes gradientes de
densidad o viscosidad entre ambas fases.

Posteriormente, Dabiri et al. [61] emplearon también el método Level
Set para el estudio de la cavitaciéon en un chorro 2D, basandose en los
trabajos de Osher et al. [62] y Sussman et al. [63].

= Modelos de seguimiento de burbujas.

El método de seguimiento de burbujas o Bubble tracking trata de apro-
vechar las ventajas que presentan los métodos de captura de la interfase
(que permiten el cdlculo de burbujas de tamafio superior al tamafio de
celda de la malla) y las ventajas de los modelos de dos fluidos (adecua-
dos para la resolucién de estructuras mas pequeias que el tamafio de
celda elegido).

Tomiyama et al.[53] desarrollaron un modelo de seguimiento de burbu-
jas, y justificaron la idoneidad de dicho modelo con un sencillo ejemplo
que se recoge a continuacion. Si se considera un sistema formado por ai-
re y agua consistente en una burbuja de 18 mm de didmetro y pequeias
burbujas de 2 mm de didmetro (ver Figura 2.13), un modelo de captura
de la interfase deberia tener, si quiere conservar una buena precision,
un tamafo de celda diez veces inferior al didmetro de las burbujas mas
pequeiias, lo que se traduciria en una malla de 12 millones de celdas. Sin
embargo, considerando para este mismo caso el método de seguimiento
de burbujas propuesto por Tomiyama et al., bastaria con una malla de
aproximadamente 12.000 celdas.

Dicho modelo, considerado como Euleriano-Lagrangiano, asume el liqui-
do como una fase continua y define un nuevo parametro d*, que relacio-
na el didametro de la burbuja con el tamafio de celda.

d* d
T Ax
El objetivo de este modelo es resolver la dinamica del flujo tanto para O
< d* < 2 como para d* > 2, resolviendo las ecuaciones de conservacion
de masa y cantidad de movimiento para cada fase, considerando que no
existe intercambio de masa entre ambas y despreciando las fuerzas que
acttan sobre la fase liquida cuando d* toma valores mayores que 2.

(2.29)

Para cada una de las burbujas que forman parte de la fase dispersa de
vapor se escriben sus ecuaciones determinandose mediante correlacio-
nes graficas la forma de las burbujas en funcién de diversos ntimeros
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Figura 2.13: Comparacion del tamafio de celda para un método de seguimiento
de burbujas y un método de seguimiento de la interfase [53].

adimensionales, como el nimero de Reynolds, el nimero de Eotvos o el
numero de Morton [64], que permitirdn calcular la fraccién de vapor en
cada celda.

A pesar de que este método no era adecuado para la simulacién del flujo
interno en toberas de inyeccién Diesel, supuso un primer intento de crear
un modelo de transicion entre las escalas grandes y las estructuras mas
pequefias.

Dos afios mas tarde, en 2010, Sou et al. [65] desarrollaron un nuevo mo-
delo de seguimiento de burbujas para la simulacién del flujo interno en
condiciones cavitantes, validando dicho modelo mediante la visualiza-
cién de la cavitacion en toberas transparentes. Los resultados obtenidos
por Sou et al. demostraron una gran precision para detectar el inicio de
la cavitacion y su desarrollo a lo largo de las paredes del orificio.

Modelos de un fluido o de mezcla homogénea

Los modelos de un fluido asumen el flujo cavitante como una mezcla ho-
mogénea de liquido y vapor. En este sentido, no es necesaria la resolucién de
las ecuaciones de Navier Stokes para cada una de las fases.

En estos modelos se considera que la densidad del fluido varia entre los
valores del liquido puro y vapor puro, siendo su valor calculado a partir de
una funciéon de estado que generalmente relaciona la densidad con la presion.

Uno de los primeros modelos de mezcla homogénea fue desarrollado por
Delannoy y Kueny [66]. En su modelo emplearon una ecuacion barotrépica de
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estado (ecuacidn 2.30) para predecir el comportamiento de flujos cavitantes
en venturis. Dicha ecuacién distinguia tres regiones: liquido incompresible,
vapor incompresible y mezcla homogénea compresible.

p=p,+Ap [1+sin(¥)] (2.30)
Ap A" min

En este modelo, la densidad se asumia como una funcién continua de la
presion, tomando los valores de la densidad del liquido puro y vapor puro para
las regiones de liquido y vapor incompresible, y ajustando la densidad para la
region de mezcla compresible con una funcién seno. Sin embargo, debido a
problemas de estabilidad que podian afectar a la solucién final, el ratio entre
las densidades del liquido puro y vapor puro no podian ser excesivamente
grandes.

Delannoy y Kueny asumieron que la densidad era tinicamente funcién de
la presion local. Esta hipotesis resulta bastante rigurosa, siendo mas apropia-
do considerar ademas la evolucién temporal de los campos de presién sobre
las burbujas desarrolladas [67]. Por esta razon, Kubota et al. [43] emplearon
para el modelado de la cavitacidon una ecuacién de estado (ecuacién 2.31) te-
niendo en cuenta la dinamica de las burbujas mediante el uso de la ecuacién
de Rayleigh [68].

) _JR _
V“P+F(P)=G p,u,E,R + T(p, 1) (2.31)

Posteriormente, Chen and Heister [68] desarrollaron un modelo donde la
densidad era calculada a partir de una correlaciéon analitica basada en el co-
lapso de una burbuja segin Rayleigh, mediante el pardmetro C, en su corres-
pondiente ecuacién de estado (ver ecuacion 2.32). Este modelo asumia que el
fluido contenia un nimero determinado de pequefias burbujas esféricas. Esta
asuncion era coherente con las fotografias tomadas por Soteriou et al. [20]
en toberas a gran escala, donde se apreciaba una nube formada por pequeias
burbujas. Sin embargo, dejaba de ser coherente en toberas de inyeccidn Diesel,
donde Chaves et al. [10] observaron una nube continua de vapor.

Dp
Y Co(p—py) (2.32)
Precisamente, pensando en las particularidades del flujo interno desarro-

llado en el interior de los orificios de descarga de las toberas de inyeccion
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Diesel, Schmidt et al. [23] presentaron un modelo basado en una ecuaciéon
barotrépica de estado, teniendo en cuenta los efectos de la compresibilidad
del fluido (ecuacion 2.33). Dicha compresibilidad era calculada a través del
modelo de Wallis [69].

D D
Dp _ . Dp

= 2.33
Dt Dt ( )

Este modelo fue validado inicialmente en toberas de dimensiones similares
a los orificios de las toberas Diesel mediante la comparacion del coeficiente de
descarga con numerosos resultados experimentales [8, 19, 20, 30-33]. Estos
demostraron la notable precisién del cédigo para predecir el comportamien-
to del flujo. Idéntica conclusién pudo extraer Schmidt et al. comparando los
resultados de su modelo con los resultados experimentales de velocidad obte-
nidos por Chaves et al [10]. Posteriormente, una variante de este modelo fue
implementada en OpenFOAM [56] por Kérrholm et al. [70] realizando una
validacién sobre orificios calibrados cuyas medidas experimentales fueron pu-
blicadas por Winklhofer et al. [34].

Basandose en la misma ecuacion barotrépica del modelo de Schmidt (ecua-
cién 2.33), Dumont et al. [71] presentaron un nuevo modelo conocido como
CavlF (Cavitating Internal Flow). Este modelo se emple6 de nuevo para el
estudio del flujo interno en inyectores Diesel [72], obteniendo muy buenos
resultados y dejando patente la idoneidad de este tipo de modelos para el
modelado de la cavitacién en orificios de pequefias dimensiones con elevadas
velocidades.

2.3.3. Estudios existentes acerca de la influencia de la aguja sobre
el fenémeno de la cavitacion

Con el aumento del numero de inyecciones por ciclo observado durante los
ultimos afios, la aguja del inyector se encuentra frecuentemente funcionando
durante el proceso de inyeccion en posiciones de levantamiento parcial, sin
llegar en muchas ocasiones a su levantamiento maximo. Este hecho ha susci-
tado un gran interés por conocer las caracteristicas del flujo a levantamientos
parciales, favoreciendo la publicacién de estudios que han puesto en evidencia
la importancia de la posicion de la aguja sobre el flujo interno y el fenémeno
de la cavitacién.

Uno de los primeros estudios publicados en este campo fue llevado a cabo
por Favennec et al. [73]. Este grupo consiguio limitar el levantamiento de la
aguja introduciendo patrones calibrados de diferente espesor dentro del propio
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inyector. Gracias a ello, se pudo evaluar la capacidad de descarga de diversas
toberas VCO en condiciones estacionarias para levantamientos de 10, 25, 50,
100, 200 y 300 um, ademas de llevar a cabo diferentes ensayos sin aguja.

Favennec et al. demostraron que, sin aguja, el coeficiente de descarga en
regimenes no cavitantes aumenta con el nimero de Reynolds alcanzando su
maximo con la aparicién de la cavitaciéon, momento a partir del cual descien-
de a medida que se extiende la regiéon ocupada por el combustible en fase
vapor. Este comportamiento es similar ensayando con aguja sea cual sea las
condiciones de presion, si bien la capacidad descarga disminuye a medida que
se reduce el levantamiento por debajo de 300 um. Para el levantamiento mi-
nimo estudiado, 10 um, el comportamiento observado es andlogo al resto de
levantamientos si se varia el numero de Reynolds a través de la variacién de
la contrapresion, aunque no si se hace a través de la variacion de la presién de
inyeccién. Sin embargo, este hecho parece estar relacionado con las grandes
deformaciones sufridas por la aguja como consecuencia de los altos valores de
presion de inyeccion empleados.

Arcoumanis et al. [7] estudiaron también la influencia del levantamiento
de aguja, aunque de manera muy diferente, pues su investigacién estaba basa-
da en la visualizacion de la cavitacion en toberas multiorificio transparentes a
escala. Segun sus resultados, el levantamiento de aguja tiene una gran influen-
cia sobre la apariencia de la cavitacion y, en especial, sobre la extensién de la
misma. Asi, para levantamientos grandes, la cavitacion que se desarrollaba a
lo largo de la parte superior del orificio ocupaba aproximadamente un 35 % de
la seccidn del orificio, presentando un comportamiento relativamente estable.
A medida que disminuia el levantamiento observaron como la extensién de la
pelicula de vapor formada a lo largo del orificio se reducia considerablemente,
llegando incluso a desaparecer y convertirse en una nube de pequeias burbu-
jas que ocupan toda la seccidn del orificio para levantamientos de aguja muy
pequetios. No obstante, a pesar de las grandes diferencias encontradas para los
distintos levantamientos, el niimero de cavitacién para el cual se observaron
las primeras burbujas de vapor se vio practicamente inalterado por la posiciéon
de la aguja.

Miranda et al. [74] consiguieron visualizar el flujo interno en una tobe-
ra transparente VCO real, sustituyendo la aguja y parte de la tobera original
por una aguja y una tobera transparentes. Esto permiti6 visualizar tanto la
cavitacion del orificio como la cavitacién del asiento de la aguja. Miranda et
al. observaron el efecto que producia la variacion del levantamiento de aguja
manteniendo el mismo numero de cavitacidn, advirtiendo que a bajos levan-
tamientos la cavitacién desaparecia por completo del orificio. Este hecho era
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consecuencia del aumento de pérdidas localizadas en el asiento de la aguja,
que reducia la velocidad y por tanto el niimero de cavitacion.

Badock et al. [75] abordaron también el estudio de la cavitacion mediante
la visualizacién de la cavitacidn en una tobera monorificio real substituyendo,
de nuevo, parte de la tobera original por una tobera de material transparente.
A diferencia de Miranda et al., Badock et al. analizaron la evolucién de la
cavitacion durante la fase de apertura y cierre del inyector, teniendo en cuenta
asi los efectos provocados por el movimiento de la aguja. La visualizacion del
flujo interno iba ademds acompafiada de la visualizacidon del chorro. De este
forma podian determinar la influencia que ejercia la presencia de burbujas
sobre el desarrollo del chorro durante el proceso de inyeccién.

Hasta el momento, todos los trabajos presentados en este apartado han sido
puramente experimentales. Sin embargo, durante los tltimos afios se han pu-
blicado algunos trabajos que abordan el estudio de la influencia de la posiciéon
de la aguja sobre el flujo interno complementando los resultados experimen-
tales con resultados computacionales, o inicamente mediante la simulacion
tridimensional del flujo.

Blessing et al. [76] publicaron en 2003 los resultados de su investigacién
acerca del flujo interno y el fendmeno de la cavitacion, y su influencia sobre el
desarrollo del spray y la formacion de la mezcla. Dicha investigacion se llevo
a cabo sobre toberas transparentes a tamafio real en condiciones de presion
similares a las de funcionamiento de un motor Diesel, por lo que fue posi-
ble obtener diversas imagenes de la cavitacién durante el proceso de apertura
del inyector, para diferentes sistemas de inyeccion y para toberas con orificios
de diferente conicidad. Dichas imagenes fueron comparadas con resultados
computacionales obtenidos empleando el cédigo AVL-FIRE, permitiendo ana-
lizar con mayor precisién la evolucion de la cavitacién en funcién del despla-
zamiento de la aguja.

Este mismo cddigo, clasificado dentro de los modelos de dos fluidos, fue
empleado en 2005 por Masuda et al. [77] para estudiar el desarrollo de la
cavitacién en una tobera VCO multiorificio. Masuda et al. analizaron en detalle
el comportamiento claramente transitorio de la cavitaciéon durante el proceso
de apertura y cierre, e indagaron acerca de la formacién de pequefios vortices
y remolinos en los orificios de descarga. Los resultados obtenidos en la seccion
de salida de velocidad, fase vapor o turbulencia entre otros, fueron ademas
utilizados como condiciéon de contorno de entrada para la simulacién de la
atomizacion primaria del chorro, y de su comportamiento en el proceso de
mezcla del aire con el combustible.
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Un estudio similar del chorro fue realizado por Soriano et al. [78] en 2008.
En este caso, el estudio computacional del flujo interno fue llevado a cabo
con Ansys-CFX [79], validando dicho c6digo con medidas experimentales de
gasto mdsico a distintos levantamientos durante la apertura del inyector junto
con medidas a levantamiento de aguja maximo a diferentes condiciones de
presion, lo que permitié determinar las condiciones criticas de cavitacién. A
partir de los resultados de flujo interno obtenidos, y tal y como ya hizo Masuda
et al., el estudio se completd con la simulacion del spray, prestando especial
atencion a la penetracién y angulo de apertura del mismo y al tamaifio de las
gotas que lo forman.

En 2010, Som et al. [80] investigaron la influencia de la presién de inyec-
cién, el tipo de combustible y la posicidn de la aguja sobre el fenémeno de la
cavitacion en una tobera real minisaco. En este estudio, realizado con Fluent
[81], se simuld el flujo interno a levantamientos parciales fijos, sin tener en
cuenta el movimiento de la malla. Som et al. evidenciaron importantes diferen-
cias en cuanto a la apariencia de la cavitacidn en el orificio como consecuencia
tanto de las propiedades del combustible simulado como de la posicién de la
aguja.

Ese mismo afio, Oda et al. [82] investigaron el efecto de la posicion de la
aguja sobre el flujo interno y el dngulo de apertura del chorro, aunque en esta
ocasion el pardmetro objeto de estudio no era el levantamiento, sino la ex-
centricidad de la aguja. Oda et al. observaron experimentalmente en toberas
Diesel VCO una reduccion del dngulo de apertura del chorro con la entrada
de aire en el orificio procedente de la cdmara de combustién, fendmeno que
pudieron observar mediante la simulacion del flujo con el modelo VOF imple-
mentado en STAR-CD [83].

Chiavola et al. [84] y Chiatti et al. [85] estudiaron también mediante el
cédigo AVL-FIRE el efecto que produce la excentricidad de la aguja sobre las
caracteristicas del flujo interno, teniendo en cuenta ademas el movimiento
de la aguja mediante una ley de levantamiento procedente de un modelo 1D
realizado con AMESim [86]. Ambos estudios demostraron como un desplaza-
miento radial de la aguja podia provocar grandes diferencias en la velocidad
del fluido y en la localizacion y extensién de la regiéon ocupada por vapor entre
los diferentes orificios del inyector. Estas diferencias entre orificios, minimas a
levantamiento mdximo de aguja, aumentan considerablemente a medida que
se reduce el levantamiento.

Otro de los trabajos computacionales llevados a cabo en el que se ha em-
pleado AMESim para obtener la ley de levantamiento real fue publicado por
Lee et al. [87]. Estos emplearon herramientas de CFD para conocer las diferen-



44 CAPR 2 FUNDAMENTOS DEL PROCESO DE INYECCION

cias entre dos inyectores, uno de ellos piezoeléctrico y otro solenoide. Gracias a
ello pudieron comprobar como la mayor velocidad de respuesta de la aguja del
inyector piezoeléctrico en el proceso de apertura provocaba mayor cavitacion,
lo que conllevaba un aumento de velocidad del fluido. Ademas, comprobaron
experimentalmente como el incremento de velocidad y el aumento del gasto
masico causado por una subida més rdpida de la aguja tenian también sus efec-
tos sobre el desarrollo del chorro, creciendo considerablemente mas rapido en
comparacion con el chorro del inyector solenoide.

Finalmente, viendo la gran utilidad de AMESim como herramienta para
conocer con mayor exactitud pardmetros como la evolucién de la presion de
inyeccién o la ley de levantamiento durante el proceso de inyeccién, R. Marcer
et al. [59] fueron mas alld, acoplando esta herramienta de modelado 1D a un
software de calculo 3D como EOLE. Esta nueva herramienta, validada en to-
beras reales con resultados experimentales procedentes de Renault, demostro
una gran fiabilidad en la prediccién del gasto masico inyectado a lo largo de
una inyeccion.

2.4. Caracteristicas del chorro Diesel

En los motores Diesel de inyeccién directa el combustible es introducido en
la cdmara de combustién a través del inyector y, en particular, a través de los
orificios de descarga de la tobera. Dicho combustible debe ser finamente ato-
mizado en pequeiias gotas con el objetivo de facilitar su evaporacién y mezcla
con el aire, y por tanto su posterior combustion.

Parametros como la densidad, la viscosidad o la velocidad del combustible
a la salida de la tobera son algunos de los parametros que influyen de ma-
nera significativa en el proceso de atomizacién del chorro, de ahi la enorme
importancia que tiene el desarrollo del flujo interno.

El presente apartado recoge, en primer lugar, una breve descripcion del
chorro Diesel, seguida de una completa explicaciéon del proceso de atomiza-
cién y de los principales mecanismos que intervienen en el mismo. En tercer
lugar, se realiza un revisién de los pardmetros caracteristicos macroscopicos y
microscopicos mas empleados en la definiciéon de un chorro Diesel.

2.4.1. Descripcion general del chorro Diesel

El primer fendmeno que tiene lugar una vez que el combustible abando-
na la tobera y penetra en el seno del gas ambiente es la atomizacién de la
vena liquida. A partir de cierto instante y de una determinada distancia axial
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desde el orificio de la tobera, conocida como longitud intacta o de rotura, se
transforma dicha vena en una coleccion de gotas dando lugar a la atomizacion
primaria. Tras este proceso de atomizacién primaria de la vena liquida, estas
gotas pueden continuar disgregandose y reduciendo su didmetro (atomizacién
secundaria) o puede ocurrir que algunas de ellas choquen entre si aumentan-
do el didmetro (coalescencia), por lo que al final del proceso se obtiene una
distribucién de tamafio de gotas mas o menos heterogénea.

El proceso de atomizacién es importante puesto que favorece el proceso
fisico de mezcla entre el gas presente en la cdmara de combustion y el com-
bustible (englobamiento de aire), ya que aumenta fuertemente la superficie
de contacto entre ambos. Es precisamente ese englobamiento de aire caliente
fruto de la compresion en el cilindro previo a la inyeccién lo que lleva a la
evaporacion del combustible, constituyendo la concatenaciéon de todos estos
fendmenos el retraso fisico previo al proceso de combustién.

En cuanto al aspecto macroscépico del chorro Diesel, se puede distinguir
una primera fase incipiente, al comienzo de la inyeccion, donde el combustible
es expulsado a alta velocidad por los orificios de la tobera contra un ambiente
mas o menos denso en funcion de las condiciones operativas. En esta situacion,
el proceso de atomizacion se pone en marcha. Como ejemplo de esta primera
etapa del chorro, la Figura 2.14 muestra un chorro en su fase incipiente, a
tan solo 1.5 mm del orificio de salida. Tal y como puede observarse, en la
superficie del chorro se advierten irregularidades fruto de la interacciéon con
el gas ambiente que lleva a la disgregacién de la vena de fluido inicial. En este
caso, el chorro se encuentra muy influenciado por la dindmica de la aguja de
la tobera del inyector que se encuentra en fase de levantamiento mds que por
la propia geometria del orificio de descarga.

En un grado mayor de desarrollo, una vez superado el transitorio de le-
vantamiento de aguja, y por tanto, instaurandose condiciones estacionarias
de presion aguas arriba de los orificios de descarga de la tobera, el aspecto
macroscopico del chorro cambia sustancialmente. Debido a los fenémenos de
atomizacion y englobamiento de aire, el chorro Diesel adquiere un aspecto de
cono con un frente de tipo semieliptico como el mostrado en la Figura 2.15. En
ella, se puede apreciar la evolucién de los chorros de una tobera con 7 orificios
para tres instantes diferentes desde el comienzo de la inyeccién: 50, 225 y 650
us respectivamente.

2.4.2. Proceso de atomizacion del chorro Diesel

Justo en el instante en el que el combustible abandona el orificio de la
tobera, este comienza a atomizarse formando un spray de forma cénica. Como
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Figura 2.14: Imagen de un chorro en su fase incipiente. P; =80 MPa - P, =1
MPa.

Figura 2.15: Aspecto macroscopico de los chorros Diesel en una tobera de 7
orificios para tres instantes diferentes. P; = 180 MPa - P, =5 MPa.

consecuencia, se forman gotas y ligamentos de gran tamafio que definen un
chorro o spray de gran densidad en las proximidades de la tobera. Este proceso
se conoce como atomizacion primaria. Estas gotas y ligamentos se rompen a su
vez en gotas de menor tamafio debido a las fuerzas aerodindmicas provocadas
por la velocidad relativa existente en las gotas de combustible y el aire que las
rodea. Este proceso de formacion de nuevas gotas se conoce como proceso de
atomizacion secundaria.

A continuacion, se describe detalladamente cada uno de los procesos de
atomizacion:

Atomizacion primaria

El proceso de atomizacion primaria de un chorro liquido estd gobernado
por diferentes mecanismos en funcién de la velocidad del liquido respecto al
gas que lo rodea y de las propiedades de ambos fluidos, siendo el tamafio de las
gotas formadas y la longitud intacta (distancia entre la tobera y el punto donde
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se forman las primeras gotas) pardmetros caracteristicos y representativos del
proceso.

Segun el estudio llevado a cabo por Reitz y Bracco [88] sobre chorros de
seccion circular, se pueden distinguir cuatros regimenes de atomizacién prima-
ria en funcién de la velocidad del liquido en la seccién de salida de la tobera
(ver Figura 2.16): régimen de Rayleigh, primer y segundo régimen inducido
por interaccion aerodinamica y régimen de atomizacién (propio de chorros
Diesel).
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Figura 2.16: Representacion esquemdtica de los diferentes regimenes de atomi-
zacion primaria.

Para velocidades de inyeccidn bajas la tension superficial desempefia un
papel fundamental en el proceso de atomizacién, favoreciendo la aparicién y
crecimiento de ondas en la superficie del chorro que provocan la ruptura de la
fase liquida continua en gotas (régimen de Rayleigh). Este tipo de atomizacién
produce gotas de gran tamafio, inicidndose a una distancia considerablemente
grande del inyector [89-91].

Para velocidades de inyeccidon mayores, el efecto de la tension superficial
se amplifica debido fundamentalmente al incremento de la velocidad relativa
entre el liquido inyectado y el gas que lo rodea. En estas condiciones, propias
del primer régimen inducido por interaccion aerodindmica, la longitud intacta
se reduce, al igual que el tamafio de gotas, préximo al tamaifio del orificio.

Aumentando de nuevo la velocidad de inyeccion, el efecto de las fuerzas
aerodinamicas comienza a ser predominante (segundo régimen inducido por
interaccion aerodindmica), favoreciendo el crecimiento de las perturbaciones
de pequefia escala en la superficie del chorro provocadas por el desarrollo
de la turbulencia. Estas perturbaciones en la superficie del chorro forzaran la
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separacidon de gotas de combustible de tamafio menor que el orificio a una
distancia relativamente pequeia del inyector.

Finalmente, para velocidades de inyecciéon muy altas, tipicas del proceso de
inyeccién Diesel, la atomizacion primaria del chorro comienza justo en la sali-
da del inyector debido a la enorme diferencia de velocidades entre el liquido y
el gas, produciendo gotas de tamafio muy reducido (régimen de atomizacién).

Precisamente, con el objetivo de realizar una caracterizacién cuantitativa
del proceso de atomizacidon primaria de un chorro, Ohnesorge [92] llevé a
cabo medidas de la longitud intacta de un chorro, demostrando que el pro-
ceso de atomizacién podia ser caracterizado a través del nimero de Reynolds
(ecuacion 2.1) y del numero de Weber, definido este tltimo como:

u?p;D
e =

(2.34)
o
, donde o representa la tensién superficial en la frontera entre el liquido y
el gas.

A partir de estos parametros definié el numero adimensional de Ohnesorge
(ecuacidn 2.35). Este incluia todas las propiedades relevantes que intervienen
en la atomizacion del chorro: la densidad y viscosidad del liquido, la tension
superficial y el didmetro del orificio.

vWe
Oh = =M (2.35)
Re opD

Gracias a estos parametros fue posible la caracterizacién del proceso de
atomizacion primaria de una manera relativamente sencilla, haciendo uso de
diagramas como el presentado en la Figura 2.17, que permite determinar el
régimen predominante en la atomizacién de chorros en condiciones estacio-
narias.

Como puede verse en la figura, atendiendo a los valores tipicos de inyeccién
en un motor Diesel dados en la Tabla 2.1, el proceso de atomizacién primaria
de un chorro Diesel esta situado claramente en el régimen de atomizacion.

Sin embargo, este tipo de diagramas presenta el inconveniente de no tener
en cuenta la influencia de las propiedades del gas sobre el que se inyecta,
despreciando por ejemplo los efectos de la densidad del gas, que tal y como
demostraron Hiroyasu y Arai [93] y Torda [94] pueden contribuir a mejorar
la atomizacién del chorro. Por ello, Reitz [31][43] convirtié el diagrama
bidimensional de Ohnesorge en un diagrama tridimensional, incluyendo una
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Figura 2.17: Diagrama de Ohnesorge.

nueva variable que representa la relacion de densidades entre el liquido in-
yectado y el gas que lo rodea (Figura 2.18).
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Figura 2.18: Diagrama de Ohnesorge tridimensional.

Atomizacion secundaria

Tras la ruptura inicial del chorro liquido en gotas y ligamentos, la atomi-
zacion del mismo continda con la aparicién de nuevas gotas mas pequefias a
partir de las ya formadas debido al efecto de las fuerzas aerodindmicas, pro-
vocadas por la diferencia de velocidad entre las gotas y el aire que las rodea.

No obstante, las fuerzas asociadas a la tension superficial tratan de contra-
rrestar su deformacién, intentando mantener su forma esférica inicial. De esta
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forma, cuanto menor sea el tamafio de la gota mayor dificultad habra para
deformarla, puesto que su curvatura y por lo tanto su tension superficial sera
mayor, siendo necesaria una mayor velocidad para producir su desintegracion.

Al igual que en el proceso de atomizacién primaria, la atomizacion secun-
daria puede caracterizarse a través del nimero adimensional de Weber, que
relaciona las fuerzas aerodinamicas con las fuerzas asociadas a la tension su-
perfical, aunque en este caso utilizando la densidad del gas y la velocidad
relativa entre las gotas y el gas que lo rodea:

2
We, = M (2.36)
o

Asi, a partir de su valor se puede distinguir cinco regimenes de atomizacion
secundaria (Figura 2.19). Siguiendo la clasificaciéon propuesta por Wierzba
[95], para numeros de Weber menores de 12, la fuerzas aerodindmicas no son
capaces de provocar la ruptura de la gota, provocando Unicamente pequeiias
deformaciones de la misma. Sin embargo, un pequefio aumento de la velocidad
relativa que conlleve un numero de Weber cercano a 12 propiciaria el primer
régimen de ruptura, conocido como atomizacion vibracional o de deformacion,
en el que la deformacién superficial de la gota crece de manera progresiva

hasta provocar su division.

Vibracional

Saco

Saco & ligamento

Arrangue o
desprendimiento
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Figura 2.19: Regimenes de atomizacion secundaria seguin Wierzba [95].

En el segundo régimen de ruptura, correspondiente a numeros de Weber
entre 12y 20, la ruptura de la gota se identifica inicialmente con una deforma-
cién en forma de saco o bolsa que acabara por desencadenar la desintegracion
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de la gota en una gran cantidad de gotas de pequeiio tamafio. Este mecanis-
mo de formacion de nuevas gotas tiene un gran parecido al tercer régimen de
atomizacion secundaria, puesto que la unica diferencia radica en que ademas
de formarse pequeias gotas a partir de la gota en forma de saco, se crea un
ligamento en su interior que da lugar a nuevas gotas de tamafio relativamen-
te grande. Estas similitudes entre diferentes regimenes de atomizaciéon como
ocurre entre el segundo y tercer régimen no se dan para nimeros de Weber
mayores, siendo mas que evidentes observando la Figura 2.19 las diferencias
existentes entre el régimen de ruptura por arranque o desprendimiento (en el
cual la formaciéon de nuevas gotas se produce por la deformacién y desinte-
gracién de los extremos de la gota inicial) o el quinto régimen, conocido como
ruptura catastrofica.

Arcoumanis et al. [96] dividieron algunos de estos cinco regimenes pro-
puestos por Wierzba para tratar de explicar con mayor detalle el mecanismo
que propicia la ruptura de las gotas. Cabe destacar ademds como puede obser-
varse en la Tabla 2.2, la falta de acuerdo observada en los distintos trabajos
publicados acerca de los valores de transicion, siendo notablemente grandes
las discrepancias en regimenes asociados a altos numeros de Weber.

Regimenes Wierzba [95] | Arcoumanis et al.[96]
Vibracional A~ 12 ~ 12

Saco < 20 <18

Saco y ligamento | < 50 <45

Arrastre < 100 < 1000

Catastrofico > 100 > 1000

Tabla 2.2: Niimero de Weber de transicion entre los distintos regimenes de ato-
mizacion secundaria.

Resulta interesante remarcar la complejidad del proceso de atomizacion
secundaria de un chorro Diesel, ya que si bien en el proceso de atomizacion
primaria la atomizacidn del chorro se producia exclusivamente a través de un
solo mecanismo, en la atomizacién secundaria se dan todos y cada uno de los
regimenes anteriormente citados, puesto que la velocidad de las gotas varia
considerablemente desde el orificio de salida de la tobera hasta el extremo del
chorro.

Mecanismos de atomizacion

A pesar de los numerosos estudios experimentales realizados hasta el mo-
mento, los mecanismos asociados al proceso de atomizacion de la vena liquida
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son en parte desconocidos.

Se cree que la atomizacién es debida a la superposicidon de diversos meca-
nismos independientes que, en funcién de las condiciones de inyeccién, pue-
den cobrar mas o menos importancia relativa. Dichos mecanismos se explican
a continuacion.

» Inestabilidades aerodinamicas

Una vez que se ha generado una perturbacion inestable en la interfase
entre el liquido y el gas descarga, la velocidad relativa entre ambos flui-
dos produce esfuerzos cortantes que pueden provocar su crecimiento. En
ese caso, el mecanismo que controla el segundo régimen inducido por
interaccion aerodinamica se reproduce: las inestabilidades de las ondas
de alta frecuencia presentes en la superficie de la vena, causadas por
variaciones locales de presion en el gas y el liquido, forman finos liga-
mentos. El didmetro de la vena liquida va disminuyendo a medida que
se aleja del inyector debido a esta pérdida de liquido. Los ligamentos
se rompen por la accién de las fuerzas de tension superficial y/o de la
interaccion aerodinamica con el gas ambiente. Este mecanismo ha sido
estudiado tedricamente por diversos autores, como Reitz y Bracco [88]
o Ruiz [97], basandose principalmente en el andlisis lineal de Taylor.
Para velocidades de inyeccién relativamente bajas, cerca del segundo
régimen inducido por interaccién aerodindmica, este andlisis lineal con-
cuerda bien con los resultados experimentales. Sin embargo, a medida
que va aumentando la velocidad de inyeccion, la tasa de atomizacion y el
angulo de apertura de los chorros estimados tedricamente son menores
que los caracterizados experimentalmente, poniendo de manifiesto que
existen entonces otros efectos importantes que favorecen el proceso de
atomizacion. Adicionalmente, la teoria aerodindmica no considera la in-
fluencia de la geometria del orificio, que tiene un efecto muy importante
en el caso de la inyeccién Diesel. En consecuencia, no es posible explicar
el fenémeno de atomizacién del chorro Diesel tinicamente por el anélisis
de las inestabilidades en la superficie de la vena liquida.

» Turbulencia

Otros autores como Ruiz [98], han descrito la turbulencia como una de
las causas principales de la atomizacién. Esta turbulencia se generaria
en los orificios de descarga de la tobera. Dentro de los orificios, la com-
ponente radial de la velocidad turbulenta esta contenida por las paredes.
Sin embargo, a la salida del inyector, la componente radial de las fluc-
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tuaciones turbulentas expulsa el combustible fuera de la vena liquida,
provocando la atomizacion.

Este mecanismo permite explicar la atomizacién de chorros inyectados
en el vacio y para los cuales no existe interaccion aerodinamica posible
con el ambiente. Por otra parte, es evidente que no es el tinico mecanismo
de la atomizacién de un chorro Diesel ya que es ajeno a las grandes
variaciones de comportamiento del chorro en funcidn de la densidad del
gas.

= Reorganizacion del perfil de velocidad

Otro mecanismo que provoca la atomizacion de la vena liquida es la mo-
dificacién del perfil de velocidad del fluido justo a la salida del orificio.
Los esfuerzos viscosos debidos a la presencia de la pared del orificio des-
aparecen y el combustible cerca de la superficie de la vena liquida se
acelera produciendo inestabilidades.

Seguin el mecanismo propuesto por Brennen [98], esta modificacién de
la velocidad produce perturbaciones en la superficie del liquido que fa-
vorecen la atomizacién. En el caso de un flujo laminar en el orificio, el
perfil de velocidades corresponde a un flujo de Poiseuille. Al desaparecer
las paredes, este perfil se transforma en un perfil uniforme. Si la cantidad
del movimiento se conserva, esta reorganizacion del perfil supone una
disminucién de la energia cinética de la vena liquida, lo que se traduce
en la generacién de velocidades radiales que provocan la atomizacién.
= Cavitacion

El fendmeno de la cavitacién es otro de los mecanismos de atomizacion
mads importantes. Su influencia sobre el proceso de atomizacion puede
ser de tres tipos. Por una parte, la aparicion de cavitacién suele provocar
la separacion del flujo respecto a la pared del orificio. Esta separacion y el
eventual posterior contacto del flujo contra la pared, en el caso de existir
colapso de la cavidad a lo largo del orificio, provocarian un incremento
de la turbulencia que, tal como se ha apuntado anteriormente, incremen-
taria la atomizacién. De hecho, son muchos los trabajos experimentales
publicados que muestran como la cavitacidn desarrollada en toberas de
inyeccién Diesel contribuye a la atomizacién del chorro, dando lugar a
chorros de poca penetracién y gran dngulo de apertura [16-20, 99, 100].
Esta mejora de la atomizacién se basa principalmente en el aumento de
los niveles de turbulencia, debido al incremento de las fluctuaciones de
velocidad provocadas por la reduccion de drea efectiva, y a la implosion
o desintegracién de burbujas en las cercanias de la superficie del chorro
[101].
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Por otra parte, la presencia de burbujas de vapor en el seno del com-
bustible y en el caso de llegar a la salida, inducirian discontinuidades en
el liquido que facilitarian la divisién del chorro en ligamentos y gotas.
Ademas, la llegada de burbujas a la seccidn de salida del orificio redu-
ce la seccion efectiva para el paso de combustible, incrementdndose la
velocidad media del mismo y modificando el perfil de velocidades (Fi-
gura 2.20). No obstante, tal y como demostraron Chaves y Obermeier
[102], no es necesario que las burbujas alcancen la salida del orificio
para modificar dicho perfil.
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Figura 2.20: Influencia de la cavitacion sobre el perfil de velocidades.

Ademas, tal y como demostré de la Morena [17], el fenémeno de la
cavitacién provoca un aumento del nivel de irregularidades en el perfil
del chorro. Este hecho se traducia en una mayor magnitud de las osci-
laciones (definida como la desviacion promedio del contorno del chorro
respecto a su perfil medio) y una menor distancia entre picos o valles
consecutivos. Este resultado es indicativo de la notable influencia de la
cavitaciéon sobre el proceso de atomizacion, visiblemente influenciado
por las oscilaciones de la interfase liquido-gas.

2.4.3. Caracterizacion del chorro Diesel

A la hora de caracterizar un chorro Diesel existen numerosos parametros
que nos permiten conocer tanto su aspecto como su estructura, pudiendo cla-
sificarlos atendiendo a las caracteristicas geométricas basicas del chorro (des-
cripciéon macroscopica), o a sus propiedades y caracteristicas internas (descrip-
cion microscépica).

Caracterizacion macroscopica

La descripcién macroscopica del chorro Diesel se centra en parametros que
permiten evaluar la interaccion del chorro inyectado con el aire que lo rodea,
siendo habitual su caracterizacién a través de cuatro parametros: la penetra-
cién, el dngulo de apertura del chorro, el volumen de aire englobado y la lon-
gitud intacta.



2.4. Caracteristicas del chorro Diesel 55
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Figura 2.21: Esquema de un chorro Diesel.

= Penetracién.
La penetracion de un chorro se define como la distancia entre el orifi-
cio de salida de la tobera y el frente del chorro (ver Figura 2.21). Este
parametro es un importante indicador del proceso de mezcla y de la po-
sibilidad de que el frente del chorro alcance las paredes de la cdmara de
combustién, factor que influye notablemente en el desarrollo del proceso
de combustion y en la formacion de contaminantes.

Existen multitud de trabajos dedicados al estudio de la penetracién del
chorro en los que se han obtenido un gran nimero de correlaciones. En
general, en todas ellas se observa la dependencia de la penetraciéon con
la diferencia entre la presion de inyeccion y la presion de descarga, las
caracteristicas de la tobera (diametro del orificio y el coeficiente de des-
carga), la relacién de densidades entre el gas ambiente y el combustible,
el angulo del chorro y el tiempo [103].

En este sentido, Desantes et al. [104] propusieron una correlacién para
la penetracién de un chorro Diesel no evaporativo. Considerando la con-
servacion del flujo de cantidad de movimiento en la direccién axial del
chorro se llega a la siguiente ley de escalado:

S(t) o 1\'/1j‘3’25,o;°:25 tan~%°(0/2)¢%° (2.37)

Por otra parte, teniendo en cuenta que el flujo de cantidad de movimien-
to se puede escribir como:

) ) T T T
My =mysu,p = plZDezfugf = PZZDerCvzu?eor = EDeszvaP (2.38)
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la ley de la penetracion queda:

S(t) o pg°’25AP°’25DfJ;5 tan~%°(6/2)t%° (2.39)

Tal y como se desprende de las expresiones anteriores, la penetracion
de un chorro Diesel es funciéon directa del didmetro del orificio y de la
diferencia de presiones a la cual es sometido el orificio, y funcién inversa
de la densidad del gas ambiente y de la tangente del semi-dngulo del
chorro.

Para el caso de un chorro Diesel evaporativo, Naber y Siebers [105] ob-
servaron que la vaporizacion del chorro puede reducir su penetracién
hasta un 20 % en comparacién con un chorro no evaporativo. Segtin Na-
ber y Siebers, esta reduccion se debe principalmente a un aumento en
la densidad de la mezcla del gas ambiente y vapor de combustible en
el seno del chorro, ya que éste se enfria a causa de la evaporacion del
mismo.

Finalmente, en condiciones reactivas, la penetracion del chorro aumen-
ta debido fundamentalmente a la liberaciéon de calor que provoca un
aumento notable del volumen especifico en el seno del mismo. En estas
condiciones, se asume que la relacion dada por la ecuacion 2.39 permite
Unicamente evaluar cualitativamente la influencia de la densidad del gas
ambiente sobre la penetracion total del chorro.

» Angulo de apertura.

El dangulo de apertura junto con la penetracion son los parametros mas
habituales en la descripcién del chorro. Este se define como el angulo
que forman dos rectas que delimitan el contorno del chorro y que se cru-
zan en el orificio de salida del inyector, siendo funcién al igual que la
penetracién de las condiciones de inyeccion, propiedades del combusti-
ble inyectado y del gas presente en la cdmara de combustién, ademds de
las caracteristicas geométricas del orificio [105-110].

Naber y Siebers [105] realizaron una extensa revision bibliografica so-
bre las diferentes expresiones propuestas por diversos autores relacio-
nando el angulo del chorro y las condiciones de operacion para chorros
no evaporativos. En esta revision, los autores afirman que, para elevadas
presiones de inyeccion y considerando un tnico combustible, el angulo
de apertura del chorro depende de los parametros geométricos de los
orificios de descarga de la tobera y de la relacion de densidades entre el
gas ambiente y el combustible.

Precisamente, esta relacion de densidades se asocia en todas las corre-
laciones encontradas en la literatura con un exponente que varia entre
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0.2 y 0.5. Para Naber y Siebers, este exponente debia tomar un valor de
0.19 de acuerdo con los resultados experimentales.

0,19
tan~%°(60/2) « (&) (2.40)
P1

Si bien parece que en condiciones evaporativas existe un fendmeno de
contraccion del dngulo del chorro similar al descrito para la penetracién
[105], en general se puede asumir que la densidad del gas ambiente es
un parametro influyente tanto en condiciones no evaporativas como eva-
porativas, cuya influencia se puede cuantificar por medio del valor del
exponente que acompafa a la relacién de densidades asumiendo densi-
dad constante para el combustible.

Por dltimo, para chorros reactivos se ha obtenido confirmacién experi-
mental del aumento del dngulo de apertura del chorro que se produce
como consecuencia de la liberacion de calor asociada al proceso de com-
bustién. El factor de escalado entre el angulo de chorro inerte y reactivo
se puede obtener considerando que el incremento de volumen especifico
debido a la liberacién de calor produce una expansién radial en el seno
del chorro.

= Volumen de aire englobado.
El volumen de aire englobado permite cuantificar el proceso de mezcla
del combustible con el aire que lo rodea, siendo un claro indicador de la
concentracion global de combustible y un factor clave en el proceso de
evaporacion del chorro.

= Longitud intacta.

Se define como la distancia entre el orificio de la tobera y el punto del
chorro donde comienza a aparecer las primeras gotas como consecuen-
cia del proceso de atomizacién. Numerosos estudios han demostrado su
variabilidad en funcién de la relacién de densidades entre el combus-
tible y el gas [17, 93, 105, 111-115], el diametro y la relacién diame-
tro/longitud del orificio [17, 116, 117], las temperaturas de ambos flui-
dos [115] o las propiedades fisicas y quimicas del combustible [115,
118].

Caracterizacion microscopica

Para llevar a cabo una completa caracterizacion del chorro es necesario
atender a parametros no solo puramente geométricos, sino también a aque-
llos que permitan conocer en detalle la estructura interna del mismo, como el



58 CAPR 2 FUNDAMENTOS DEL PROCESO DE INYECCION

tamafio de las gotas que se forman o la distribucién de velocidades y concen-
traciones.

= Tamafio de gotas.

Uno de los parametros que mejor define el grado de atomizacién del
chorro es el didmetro de las gotas. Sin embargo, el tamafio de las gotas
que forman el chorro no es uniforme, existiendo una gran variabilidad
tanto espacial como temporal. Por ello, se suele recurrir a un didmetro
medio representativo de todo el conjunto, cuyo valor puede obtenerse
a partir de la ecuacion propuesta por Mugele y Evans [119] (ecuacién
2.41), donde d; representa el didmetro de una gota y N; el numero total
de gotas de tamafio d;.

1
% g )
dab == N—b (241)
Zizl Nidi

A partir de esta ecuacion se pueden definir diversos tipos de didmetros en
funcion de los valores que tomen las constantes a y b, siendo los didme-
tros mas empleados en la caracterizacién de los chorros Diesel el didme-
tro aritmético (a=1 y b=0) y el didmetro medio de Sauter (a=3 y b=2).
El didmetro medio de Sauter representa el didmetro de las gotas de un
chorro monodisperso que tuviera la misma relacién volumen/superficie
que el chorro polidisperso caracterizado. Asi, cuanto menor sea el dia-
metro medio de Sauter, mayor sera la superficie de la gota respecto a su
volumen, siendo por tanto mayor la eficiencia del proceso de mezcla y
evaporacion.

» Distribuciéon de velocidades y concentraciones de gotas.
La distribucién de velocidades, al igual que la concentraciéon de com-
bustible estd estrechamente ligada a la distribucién de tamafios de go-
tas. Sus perfiles transversales al eje del chorro son isomorfos, mostrando
un aspecto gaussiano que lleva en la practica a representarlos mediante
perfiles de tipo exponencial [104] como muestran las ecuaciones 2.42 y
2.43:

N
u(x,r) =ugj(x) exp [—a (ﬁ) ] (2.42)

N
Y(x,7) = Yfeje(x) exp [—a S, (@) ] (2.43)
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, donde R representa el radio del cono al cual se asemeja el chorro, a
el coeficiente de campana de la distribuciéon gaussiana y S. el nimero
de Schmidt, que se calcula como el cociente de la viscosidad cinematica
entre el coeficiente de difusividad masica.

Si bien, como se ha podido observar, la evolucion radial de velocidades
y concentraciones de gotas resulta relativamente sencilla de caracteri-
zar, la caracterizacion axial de ambos pardmetros resulta mucho mas
compleja. Aun asi, existen algunos modelos publicados que permiten su
estimacién [120].
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Capitulo 3

Metodologia y herramientas
experimentales empleadas

3.1. Introduccion

A pesar del marcado enfoque computacional de la presente Tesis, también
se utilizaran diversas herramientas experimentales para el estudio del flujo
interno en toberas de inyeccién. Precisamente, es en este capitulo donde se
dardn a conocer las técnicas y equipos experimentales empleados.

En primer lugar, se describird la metodologia seguida para la obtencion de
la geometria interna de las toberas. Gracias a esta técnica, basada en el uso de
moldes de silicona, se podran crear modelos CAD (Computer-Aided Design)
que reproduciran fielmente las caracteristicas geométricas de cada tobera. De
esta forma, los resultados computacionales reflejaran con un significativo nivel
de realismo el comportamiento del combustible en el interior de los orificios
de descarga.

En segundo lugar, se presentardn los equipos empleados para la medicién
de la tasa de inyeccion y el flujo de cantidad de movimiento. Se describiran los
elementos que los forman y se detallara el principio de medida de cada uno
de ellos.

Finalmente, en el dltimo apartado se introduciran los principales parame-
tros utilizados en la presente Tesis para la descripcién del flujo interno. Estos
parametros, derivados de los resultados obtenidos a partir de la obtencion de
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moldes de silicona y de la medida de la tasa de inyeccién y del flujo de cantidad
de movimiento, serdan de gran utilidad para la caracterizacion del flujo.

3.2. Determinacion de la geometria real de las toberas

A la hora de simular el comportamiento del flujo interno mediante herra-
mientas CFD resulta imprescindible conocer de antemano la geometria exacta
de la tobera. Para ello existen principalmente dos posibilidades: aplicar téc-
nicas épticas o seccionar dicha tobera. La primera solucién presenta la des-
ventaja de utilizar equipos y software costosos, ademads de la imposibilidad de
medir el radio de acuerdo de entrada. En cambio, la segunda solucion deja
inutilizada la tobera, puesto que se trata de un ensayo destructivo.

En la presente Tesis, para la determinacion de la geometria real de las tobe-
ras se empleara la técnica propuesta por Macidn et al. [1], basada en el uso de
una silicona especial para obtener moldes internos de la tobera. Tras la obten-
cion de dichos moldes, se empleara un microscépio electrénico de barrido para
obtener imagenes de cada uno de los orificios. A través de estas fotografias, se
determinaran las dimensiones caracteristicas mediante programas CAD.

3.2.1. Realizacion del molde de silicona

Como paso previo a la realizacion del molde, es necesario limpiar la to-
bera de cualquier deposicion o resto de combustible que pudiera quedar en
su interior. De esta forma se elimina cualquier posibilidad de que la silicona
reaccione con el combustible e impida una correcta solidificacion de ésta.

Silicona

U

[1]._Tubo de

plastico

| Tobera

Figura 3.1: Esquema representativo del proceso de introduccion de la silicona.



3.2. Determinacion de la geometria real de las toberas 71

Una vez limpia, se introduce la silicona a través de un pequefio tubo que
permite rellenar unicamente los orificios de descarga y el saco de la tobera
(ver Figura 3.1), dejando limpio el resto de la misma. Pasadas varias horas,
se extrae cuidadosamente el molde de silicona tirando del tubo de pléstico
utilizado anteriormente.

3.2.2. Visualizacion mediante el microscopio electrénico de barri-
do

Una vez obtenido el molde de la tobera, se toman fotografias de dicho mol-
de mediante un microscopio electrénico de barrido, que permite la obtencién
de imédgenes amplificadas gracias a su zoom de entre 30 y 1000 aumentos.
Sin embargo, antes de la toma de imagenes es necesario preparar la muestra,
puesto que para evitar la deformacién del molde éste debe conducir la elec-
tricidad, y, obviamente la silicona no es un material conductor. Por ello, antes
de introducir el molde en el microscopio la muestra se recubre con una fina
capa de oro, que no afectara los resultados de la posterior medicion, ya que su
espesor es del orden de 0.01 um.

Una vez preparada la muestra, se toman fotografias desde varias perspecti-
vas, desplazando y rotando dicha muestra para obtener imagenes de cada uno
de los orificios de la tobera y demas zonas de interés. Como muestra de las
fotografias tomadas en el microscopio, la Figura 3.2 recoge una imagen de los
seis orificios de una tobera de inyeccién Diesel utilizada en la presente Tesis
y cuyos resultados procedentes de su estudio experimental y computacional
seran presentados en los siguientes capitulos.

N/

Figura 3.2: Imagen del molde de silicona obtenida en el microscopio de barrido
electronico.
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3.2.3. Determinacion de los parametros geométricos

Tal y como puede verse en la parte inferior izquierda de la Figura 3.2, todas
las fotografias incluyen una dimension de referencia. De este modo, resulta
relativamente sencillo determinar las dimensiones reales de la tobera al cargar
las fotografias en un programa CAD.

Para cada uno de los orificios se pueden determinar las siguientes dimen-
siones (ver Figura 3.3) [1]:

= : Angulo entre el eje vertical de la tobera y el eje del orificio.
= R,: Radio de curvatura superior.

= R;: Radio de curvatura inferior.

= D;,: Didmetro de entrada determinado desde la vista lateral.

= D;,: Didmetro provocado por el proceso de hidroerosion.

= D;,,: Didmetro medio determinado desde la vista lateral.

= Dj.: Didmetro de salida determinado desde la vista lateral.

» D;,, Dit, Dimm, D;s: Didmetros similares a los anteriores pero determinados
desde la vista inferior.

= D,, Dy, D,,,, D,: Didametros equivalentes calculados mediante una media
geométrica de ambas vistas de cada uno de los diametros definidos an-
teriormente (D = 4/D,D;).

A partir de las dimensiones anteriores, es posible obtener diversos parame-
tros adimensionales. Estos parametros aportaran informacion adicional sobre
las caracteristicas geométricas de la tobera, como por ejemplo el grado de co-
nicidad de cada uno de los orificios.

= k-factor: Factor de conicidad empleada por los fabricantes de toberas.
k —factor =100(D, —D,)/L (3.1

= AR: Reduccién de area.

AR =100(4, —A,)/A, (3.2)

= TH: Impacto del proceso de hidroerosion.

IH = 100(A; —A,)/A, (3.3)
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Figura 3.3: Dimensiones obtenidas gracias a la realizacion de moldes de silicona.

= EB: Conocido como efecto barril, este pardmetro cuantifica la curvatura
del orificio.
D’ =100(D, —D;)/2 (3.4)

EB =100(D,,—D")/D’ (3.5)

Esta técnica, validada en diversas investigaciones [1-4], puede presentar
pequeias variaciones del orden del 2% debidas a la precisién de la medida
efectuada.

3.3. Caracterizacion hidraulica

Antes de entrar en detalle en los equipos empleados para la medida de
la tasa de inyeccion y del flujo de cantidad de movimiento, se describiran
brevemente los elementos comunes que forma parte de ambas instalaciones
experimentales.

La instalacion, representada en la Figura 3.4, esta compuesta principamen-
te por un depdsito para el combustible, un filtro, una bomba de alta presion,
un rail, un equipo informatico y el inyector con el que se pretende trabajar.

Inicialmente, la bomba de alta presidn aspira combustible del depdsito,
previo paso por el filtro. Este filtro evita la entrada de impurezas o particulas
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Limitador E:Ei‘if’;n
de presion Rall =
: Depo6sito
J S~ combustible
—
Equipo de 1
medida N N
Pt nn = [e= g‘
Inyector I:lg []
Ordenador Bomba de

alta presion

Figura 3.4: Esquema representativo de la instalacion experimental empleada
para la caracterizacion hidraiilica de inyectores.

que pueden dafiar la propia bomba o el inyector. Gracias a un motor eléctrico
la bomba impulsa el combustible hasta el rail, donde permanece almacenado
hasta ser inyectado. Tanto el filtro, como la bomba y el rail son similares a los
utilizados en los sistemas common-rail empleados en automocién. De esta for-
ma, el rail dispone de un sensor para comprobar de forma continua los niveles
de presion y una valvula reguladora de presién situada en uno de sus extremos.
Si el valor de la presion supera el valor consigna definido en el ordenador, la
valvula reguladora permitird la salida de combustible hacia el depédsito. Este
mismo ordenador es el que se encargara de enviar la sefial al inyector para
producir la inyeccién de combustible dentro del equipo de medida de la tasa
de inyeccién o del flujo de cantidad de movimiento.

3.3.1. Medida de la tasa de inyecciéon

El equipo empleado en la presente Tesis para la obtencién del flujo masico
instantdneo es el caudalimetro EVI [5-7], basado en el método Bosch o de tubo
largo [8].

El funcionamiento de este equipo (representado en la Figura 3.5) consiste
en la inyeccién de combustible en un tubo de gran longitud previamente llena-
do con combustible. La descarga de combustible a través del inyector provoca
un aumento de la presion en el interior del tubo, que es proporcional al au-
mento de masa inyectada. De esta forma, a partir de la evolucién en el tiempo
de la presion es posible conocer la tasa de inyeccion.
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Equipo de
medida de la
tasa de inyeccién\‘

Figura 3.5: Maqueta para la medida de la tasa de inyeccion.

Cuando el combustible es inyectado en el tubo, se genera una onda de
presién que viaja a la velocidad del sonido desde los orificios de descarga del
inyector hasta el final del tubo, donde se encuentra un depdsito para amorti-
guarla.

Durante cada inyeccioén, el captador piezoeléctrico registra la variacion de
presién (Ap) provocada por la onda de presion inicial que se desplaza a lo
largo de un tubo de seccién A, con una velocidad igual a la velocidad del
sonido. Planteando la ecuacién de conservacién de la cantidad de movimiento
en ausencia de gravedad, se puede establecer que:

(p+Ap) A, —pA, = pA;aAu (3.6)

donde p es la densidad del combustible, Au es la variaciéon de velocidad
del combustible en el tubo y a la velocidad del sonido.

Simplificando la anterior ecuacion se obtiene:

Ap = paAu 3.7)

Por otra parte, sabiendo que la variacién de la masa de combustible inyec-
tada respecto al tiempo puede definirse como

dm
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es posible determinar la tasa de inyeccién en funcién unicamente de la
velocidad del sonido y de la seccidn de paso del tubo del caudalimetro:

dm A,
dt a
Nétese que cuando el combustible llega al depdsito situado al final del tu-
bo, se produce una segunda onda de presion de direccién opuesta a la inicial
como consecuencia del cambio de seccién entre el tubo y el depésito. La am-
plitud de esta onda, que puede alterar la medida de presién registrada por el
captador piezoeléctrico, depende de la geometria del sistema y de las condi-
ciones de presion. Por ello, el equipo dispone de una valvula de control que
permite cambiar la seccién de paso del fluido en funcién de las condiciones
de funcionamiento, minimizando asi sus posibles efectos sobre la medida de
presiéon. Ademads, la amortiguacién de las ondas reflejadas permite reducir el
tiempo necesario para estabilizar la presién en el tubo y, de esta forma, poder
inyectar combustible nuevamente.

Ap (3.9)

3.3.2. Medida del flujo de cantidad de movimiento

La Figura 3.6 muestra el equipo utilizado para medir el flujo de cantidad
de movimiento de un chorro Diesel [9]. Los elementos mas importantes de
la maqueta que se presenta son: la cdmara de acero, el sistema de sujecién
del inyector, el captador de presién junto con su correspondiente sistema de
sujecion, un acceso optico lateral y las valvulas de entrada y salida.

Figura 3.6: Maqueta para la medida de la cantidad de movimiento.

Como puede observarse, el cuerpo principal de la maqueta estd formado
por una camara de acero cilindrica que puede ser presurizada hasta una con-
trapresién de 9 MPa. Esta caracteristica, junto con el ajuste de la presion de in-
yeccién y la duracidn de la inyeccion, permiten el estudio del comportamiento
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del chorro en condiciones similares a las de funcionamiento real de un motor
Diesel. Su presurizacién se realiza mediante una bombona de Nitrégeno, ya
que tiene unas propiedades similares al aire pero evita cualquier posibilidad
de combustién al no contener Oxigeno. No obstante, también se puede hacer
uso de otros gases como Helio o Hexafluoruro de Azufre (SFg), que permiten
alcanzar una menor o mayor densidad en la cAmara para los mismos niveles
de presion.

Para controlar la presion en el interior de la maqueta se utilizan dos valvu-
las: una valvula de llenado conectada a la bombona de gas, y una valvula de
vaciado para regular la presiéon y extraer el gas de la camara.

Por otra parte, el conjunto de sujecion del inyector permite posicionarlo de
manera que el eje de los chorros incida perpendicularmente en el sensor. De
esta forma, girando el conjunto del inyector con respecto al eje de la maque-
ta, serd posible medir el flujo de cantidad de movimiento de cada uno de los
chorros. Para medir este parametro, se utiliza un captador de presién piezo-
eléctrico con una diana de aluminio anodizado para protegerlo del impacto del
chorro. Su colocacién depende fundamentalmente de las caracteristicas del in-
yector. Si se trabaja con toberas monorificio, el captador se introducira desde
la base opuesta al sistema de sujecién del inyector. En cambio si el inyector
dispone de una tobera multiorificio, el sensor de presion se introducira en la
maqueta lateralmente, con un cierto angulo que compense la inclinaciéon de
los chorros. En cualquiera de las dos configuraciones la direccién del chorro
serd perpendicular a la diana del sensor.

Completa la maqueta un acceso éptico situado en un lateral del cilindro con
el fin de poder visualizar la posicion relativa entre el inyector y el captador.
Si bien esta ventana no es necesaria para la medida del flujo de cantidad de
movimiento, resulta dtil a la hora de comprobar la correcta colocacion del
sensor de presiéon respecto al inyector. Ademas, también permite comprobar
que no se esta produciendo ninguna anomalia en el proceso de inyeccion.

El principio de medida del equipo de flujo de cantidad de movimiento, ba-
sado en la medicion de la fuerza de impacto del chorro contra un sensor de
fuerza, serd valido tinicamente si el drea del sensor engloba todo el chorro
(ver Figura 3.7) [9, 10]. Bajo estas condiciones, la fuerza de impacto equival-
drd al flujo de cantidad de movimiento a la salida del orificio. Nétese que en
esta ultima afirmacién (consecuencia de la conservacion del flujo de cantidad
de movimiento dentro del chorro en direccién axial) se estd asumiendo las
siguientes hipotesis:

= Los efectos de las fuerzas de gravedad sobre el volumen de control son
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3.4.

despreciables, ZFg,4, = 0.

La presién en la cdmara es uniforme. Por ello, el sumatorio de fuerzas de-
bidas a la presion, quedara simplificado a tinicamente la fuerza ejercida

sobre el sensor, 2.F,,..; = E

La direccidén de salida del combustible desviado por el captador y la di-
reccién de entrada del aire al volumen de control son perpendiculares al
eje del chorro, y por tanto, perpendiculares a la superficie exterior cilin-
drica. Esto implica que los flujos de cantidad de movimiento a través de
la superficie exterior seran nulos en la componente axial. Esta suposicién
conlleva también que los esfuerzos viscosos en direccién axial también
sean nulos, X F, ;. = 0.

Volumen -
de control ]A
del

Tobera sensor [7]

Spray |:F>

Aire

Figura 3.7: Esquema del chorro golpeando la diana del sensor.

Parametros y coeficientes descriptivos del flujo in-
terno

Gracias al empleo de los dos equipos descritos en el apartado anterior,
es posible determinar el gasto masico y el flujo de cantidad de movimiento

en el

orificio de salida de una tobera. Teniendo en cuenta la representacion

del proceso de inyeccién real de la Figura 3.8, estos dos parametros pueden
definirse matematicamente como:

g zfpu dA. (3.10)

AO
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1\'/1f=J,ou2 dA. (3.11)

Ao

Nétese que los perfiles de velocidad y densidad utilizados en las ecuaciones
3.10 y 3.11 son completamente desconocidos, especialmente en el caso mas
complejo de flujo bifasico debido a la cavitacion. No obstante, es posible definir
una velocidad y un area efectiva que sean representativas del caso real. Este
area efectiva estd directamente relacionada con la verdadera seccién de paso
disponible para el fluido, teniendo en cuenta la existencia de cavitacion en la
salida del orificio o la separacién completa del flujo (hydraulic flip).

La definicion de velocidad y area efectiva estd basada en un flujo simpli-
ficado (ver Figura 3.8), caracterizado por un drea de paso menor que el area
geométrica, a través de la cual circula un flujo de velocidad uniforme (u, £) con
una densidad igual a la del combustible en fase liquida. La velocidad y el area
efectiva deben ser tales que al calcular el gasto masico y el flujo de cantidad
de movimiento sean exactamente iguales al caso real.

Caso real Caso simplificado

P
52 =

Figura 3.8: Perfiles de velocidad y densidad reales y simplificados a la salida del
orificio.

Asumiendo este caso simplificado, y resolviendo las ecuaciones 3.10y 3.11,
el gasto masico y el flujo de cantidad de movimiento pueden expresarse a
través de las siguiente expresiones:

mf :Aef P1 uef (312)

Mf :Aef P1 ugf (313)
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Dividiendo estos dos pardmetros (medidos con los equipos descritos ante-
riormente) se puede obtener la velocidad efectiva de inyeccién como:

_ M

mg

uef (314)

Obviamente, una vez determinado la velocidad efectiva, también es facti-
ble el célculo del area efectiva, y, por tanto, un didmetro efectivo si se asume
un area circular.

22
My

Aot (3.15)

P1 Mf

4A
Dy=\—2 (3.16)

A la vista de las ecuaciones 3.15 y 3.16, resulta especialmente interesante
que para calcular el drea y el didmetro efectivo no es necesario conocer el area
o el didmetro geométrico de la tobera. De esta forma, se evita posibles errores
derivados de su medida.

Una forma alternativa para describir el comportamiento del flujo interno es
expresar adimensionalmente todos los pardmetros obtenidos en las ecuaciones
3.12, 3.14 y 3.15. De esta forma, se pueden definir tres coeficientes:

= Coeficiente de descarga. Este parametro, definido en el capitulo 2, re-

laciona el caudal masico real frente al maximo tedrico. Para calcular el

gasto masico tedrico se considera un flujo de velocidad igual a la veloci-
dad de Bernoulli que circula ocupando todo el drea geométrica.

=t =" - (3.17)

Mieor Ao P1 Uteor Ao 2 Pyr AP

» Coeficiente de velocidad. El coeficiente de velocidad relaciona la velo-
cidad efectiva del fluido frente a la velocidad maxima tedrica, definida
como la velocidad que alcanzaria el fluido si toda la energia de presion se
transformara en energia cinética sin ningun tipo de pérdidas. Este coe-
ficiente es til para evaluar las pérdidas de energia o de presion que se
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dan desde el punto donde se mide la presion de inyeccion hasta la salida
de los orificios de descarga.

u u
c,=—L - "9 (3.18)

Uteor V2 AP/pl

Coeficiente de area. El coeficiente de area permite evaluar la disminucién
de area efectiva de paso con respecto al drea geométrica. Cuanto menor
sea este coeficiente, mayor serd la reduccidn de area efectiva, que puede
deberse a un perfil de velocidad no uniforme, a la salida de burbujas de
combustible provocadas por la cavitacion o a la separacion del flujo de
la pared (hydraulic flip).

A
ef
Cp=— (3.19)
AO
En este caso, no es necesario conocer los valores correspondientes al
area geométrica o efectiva, puesto que el coeficiente de drea puede ser
calculado a partir de los coeficientes anteriormente descritos:

C,=C4-C, (3.20)
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Capitulo 4

Modelado del fenomeno de la
cavitacion en toberas de
inyeccion Diesel

4.1. Introduccion

Atendiendo a las dificultades para llevar a cabo estudios experimentales en
toberas de inyeccién Diesel debido a las reducidas dimensiones de las mismas
y a la complejidad del flujo interno, el empleo de técnicas de calculo compu-
tacionales constituye en la actualidad una herramienta fundamental para el
desarrollo de los sistemas de inyeccion en motores Diesel. Este tipo de herra-
mientas permiten el estudio en profundidad de aquellos aspectos en los que la
realizacién de experimentos resulta extremadamente dificil y la reduccién de
los tiempos y costes derivados de nuevos diseflos y ensayos.

Para la realizacion de la presente Tesis se utilizard OpenFOAM (Open Field
Operation and Manipulation) [1], un cédigo abierto y de libre distribucion, y
que por lo tanto puede obtenerse gratuitamente y ser modificado por el usuario
para adaptarse mejor a las particularidades del problema a estudiar, ya que es
posible acceder al cédigo fuente. Estas caracteristicas, junto con las més de 80
aplicaciones para resolver problemas especificos de ingenieria mecanica y las
mds de 170 utilidades para tareas de preprocesado y postprocesado, convierten
a OpenFOAM en una herramienta CFD con potencial y proyeccion.

83



84 CarP 4 MODELADO DEL FENOMENO DE LA CAVITACION EN TOBERAS DE INYECCION

La metodologia de cdlculo de OpenFOAM estd basada en la técnica de vo-
limenes finitos, consistente en la subdivision del volumen que confina el flujo
en pequefios dominios llamados celdas. De este modo, en los centros de estas
celdas, denominados centroides, es donde se procede al calculo de las ecuacio-
nes que rigen el comportamiento del flujo. Para la resolucion de las variables
en el resto del dominio se emplean esquemas de interpolacién, que permiten
hallar el valor de las variables en puntos distintos de los centroides a partir de
los resultados obtenidos en los centros de las celdas.

Este capitulo pretende hacer un breve repaso de las principales ecuaciones
que rigen el comportamiento de los fluidos y recoger los aspectos mds im-
portantes del modelado de la cavitacién y la turbulencia empleados en Open-
FOAM. Ademds, en €l se presentard una extensa validacion sobre un orificio
calibrado, una tobera monorificio y una tobera multiorificio comparando los
resultados propocionados por OpenFOAM con diversos resultados experimen-
tales, entre los que se incluyen gasto masico, velocidad, flujo de cantidad de
movimiento o incluso apariencia de la cavitacién. Una vez comprobada la vali-
dez del cédigo para predecir el comportamiento del flujo interno, se ahondara
en diversos fendmenos asociados al fenémeno de la cavitacion que, a dia de
hoy, permanecen sin resolver.

4.2. Ecuaciones de comportamiento de flujo

A la hora de resolver la dindmica de un fluido existen tres ecuaciones basi-
cas basadas en los principios de conservacién [2]: la ecuacién de conservaciéon
de la masa (ecuacion de continuidad), la ecuaciéon de conservacion del mo-
mento (segunda ley de newton) y la ecuacién de conservacion de la energia
(primera ley de la termodindmica).

Estas ecuaciones, pueden sufrir ligeras modificaciones en funcién del pro-
blema a estudiar, ya que en muchas ocasiones se realizan simplificaciones que
permiten despreciar algunos términos de las ecuaciones.

4.2.1. Ecuacion de conservacion de la masa

Considerando un volumen de fluido infinitesimal como el de la Figura 4.1,
el gasto masico a través de las superficies 1 (entrante) y 2 (saliente) puede
definirse como:

m; =p u, dzdy “4.1)
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a (stUysUz)

dy

i

dx

Figura 4.1: Volumen infinitesimal de fluido

G,
my = (pux + (pux)) dzdy 4.2)
dx

De manera analoga se puede obtener el gasto masico para el resto de su-
perficies:

my=p u, dxdz 4.3)
my, = (puy + a(g;y)) dzdy (4.4)
s =p uy, dxdy (4.5)
rig = (puz + a(gzu"’)) dzdy 4.6)

Por tanto, el gasto madsico total a través del volumen dxdydz es:

d(puy) 9lpuy) d(pu,)
dx dy 0z

4.7)

Sabiendo que la masa de fluido dentro del volumen sélo puede ser conse-
cuencia de la variacién del gasto madsico, se tiene:

3(pux) . 3(Puy) _ a(puz)
dx dy

2
E(pdxdydz) = (— ) dxdzdy (4.8)
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Finalmente, simplificando y reorganizando la ecuacién anterior se obtiene
la ecuacidén de conservacién de masa:

ap N d(pu,) N d(puy) N d(puy) _

— 0 .
ot ox dy 0z (4.9)
que se puede igualmente escribir como:
d
a—F:-l-V(pﬁ):O (4.10)

4.2.2. Ecuacion de conservacion del momento

Para obtener la ecuacion de conservacion de momento basta con realizar
un balance de todas las fuerzas que actian sobre cada una de las superficies
del volumen de fluido de la Figura 4.1, teniendo en cuenta ademads las fuerzas
aplicadas sobre el propio volumen, como son la fuerza de la gravedad o la fuer-
za centrifuga, aunque en muchos casos se desprecian. Asi, la forma mas comtn
de representar las ecuaciones de conservacién de la cantidad de movimiento
para cada una de las tres direcciones principales es:

dpu, N Op

7tV (pu,ti) = 5.+ (uVuy) + Sy (4.11)
dpu ) dp

3ty +V (pu,it) = 3, V (uVu, )+ Sy, (4.12)
dpu, _ op

2t +V(puzu)=—$+V(,uVuz)—l—SMZ (4.13)

donde los términos Sy, Sy, ¥ Sy, representan posibles términos fuentes
en cada una de las direcciones principales del fluido.
4.2.3. Ecuacion de conservacion de la energia

Atendiendo a la primera ley de la termodinamica, la variacion con el tiempo
de la energia total contenida en un volumen de fluido es igual a la diferencia
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entre la cantidad de calor transferida al volumen de fluido y el trabajo rea-
lizado por éste. Esta relacion, expresada a través de la ecuacién 4.14, suele
conocerse como ecuacién de la conservacion de la energia:

dpe _ _
W+V(peu):—qu+V(KVT)+¢ +S, (4.14)
Nétese que el término S, representa eventuales fuentes de energia, mien-
tras que ¢ representa una fuente de energia interna debido iinicamente al

trabajo de deformacidn sobre el fluido:

o=2u|(%) + (32) +(3)]+

au, 0uy)? (Buedu)?y (0o ? ;
+‘u{(8y Bx) + Jz 0x + Jdz dy +AV

Es importante resaltar, que, en muchos casos, la ecuacién de conservacion
de la energia no es tenida en cuenta para el calculo. De hecho, en el modelo
utilizado en la presente tesis se manejara la hipétesis de que no existen va-
riaciones de temperatura durante el proceso de inyeccion, siendo por lo tanto
innecesaria la resolucion de la ecuacién de conservacion de la energia.

(4.15)

4.3. Modelado de la cavitacion

Tal y como se establecié en segundo capitulo de la presente Tesis, dadas
las caracteristicas del flujo en el interior de las toberas de inyeccion, con altos
gradientes de presién y velocidad, el empleo de un modelo de equilibrio ho-
mogéneo resulta ser el método mas adecuado para modelar el fenémeno de la
cavitacion.

Por ello, se ha optado por un modelo basado en el modelo de Schmidt [3]
implementado en OpenFOAM, que asume la condicién de equilibrio homogé-
neo, suponiendo que tanto la fase liquida como la fase vapor estan perfecta-
mente mezcladas en cada celda de la malla. El hecho de que OpenFOAM sea
un software de CFD abierto de libre distribucidn, ha permitido la modifica-
cién y mejora del cédigo, adecuando el modelo a las caracteristicas especificas
de nuestro problema e incorporando caracteristicas adicionales de especial in-
terés, como la posibilidad de dotar de movimiento a la geometria estudiada
durante la propia simulacion. Esto ultimo ha permitido estudiar el comporta-
miento transitorio del fluido durante el proceso de apertura y cierre del inyec-
tor.
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Dicho modelo, que asume la temperatura del fluido como constante, em-
plea una ecuacion barotrépica de estado (ecuacion 4.16), que relaciona la den-
sidad del fluido con su presion a través de la compresibilidad del fluido,

D D

Ly (4.16)
Dt Dt

siendo la compresibilidad del fluido la inversa de la velocidad del sonido

de la mezcla liquido-vapor al cuadrado:

U=—. (4.17)

Esta ecuacion barotropica de estado puede emplearse conjuntamente con
la ecuacién de continuidad para formular una ecuacién de la presién, o bien
integrarla para obtener la presion como funcién de la densidad [3]. Esta se-
gunda opcion resulta mas problematica, puesto que la ecuacion 4.16 no es una
ecuacion de estado de equilibrio, de manera que la presién y la densidad que
se obtienen no resultan consistentes con las ecuaciones de estado de liquido y
vapor a no ser que se haya alcanzado la condicién de equilibrio.

Es necesario pues, obtener una ecuacion de estado de equilibrio de la mez-
cla que sea consistente con las ecuaciones de estado del liquido y del vapor,
tanto en los casos en que se tiene liquido o vapor puros, como cuando existe
una mezcla de ambas fases. Estos dos estados pueden describirse como:

py=¥,p, (4.18)

ol :p?-l—\lflp. (4.19)

Para determinar la proporcién de vapor existente en cada celda, se emplea
el parametro y, definido como:

P — Plsat

_— (4.20)
Pvsar — Plsat

‘)/:

siendo la densidad del vapor saturado p s, :

Pvsat =¥, Dy- (4.21)
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Como puede observarse, y toma el valor O cuando el fluido se encuentra
en condiciones no cavitantes, y por lo tanto se encuentra por completo en fase
liquida, mientras que cuando el fluido se encuentra en fase vapor su valor es
1.

Por otra parte, la densidad del fluido, independientemente de la cantidad
de vapor existente, se calcula mediante la expresion 4.22:

p=rp,+1-7)pi+¥(p—p,)=Q—7)p)+(r¥, + 1 —7) ¥ —¥) p,+¥p,
(4.22)

con

P; = Prsae — ¥ Py (4.23)

Respecto al calculo de la compresibilidad del fluido, se ha recurrido a una
expresion lineal (ecuacion 4.24) de gran estabilidad, a pesar de la existencia
de modelos fisicamente mas realistas como los modelos de Wallis [4] y Chung

[5].

U=y¥,+(1—7y)¥, (4.24)

Este mismo razonamiento puede aplicarse para la obtencién de la viscosi-
dad de la mezcla en funcion de la cantidad de vapor y liquido existente:

p=ru, +Q=r)y. (4.25)

La metodologia seguida por el cédigo empieza resolviendo la ecuacién de
continuidad (ecuacién 4.26), obteniendo el valor de la densidad a partir de
las condiciones iniciales de velocidad.

G,
9Py (pii) =o. (4.26)
at

Con el valor de densidad obtenido, se halla la fraccién de vapor y compre-
sibilidad de la mezcla (ecuaciones 4.20 y 4.24) y se introduce en las ecuacion
de conservacién de momento con el fin de obtener la velocidad a partir de las

condiciones iniciales de presion.

T +V(pai)=—Vp+V(uvi). (4.27)
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A continuacién, mediante un algoritmo iterativo PISO [6] se calcula la
presion y se corrige la velocidad a través de la ecuacion de continuidad trans-
formada en una ecuacién de presién haciendo uso de la ecuacion de estado
(ecuacion 4.22):

ovp oy o )
— (el +(w—%)p) - —py 3o +V(p0)=0. (4.28)

Una vez satisfecha la condicién de continuidad, se actualizan los valores
de compresibilidad, fraccién de vapor y densidad, a través de las ecuaciones
4.20, 4.24 y 4.22 respectivamente, y se introducen de nuevo en la ecuacién
de momento, repitiendo el proceso iterativo hasta lograr la convergencia. Una
vez alcanzada la convergencia se puede pasar al siguiente instante de calculo.

Por otra parte, la discretizacion temporal estd caracterizada por el para-
metro At, que representa el tiempo transcurrido entre instantes sucesivos de
calculo. Asi, las ecuaciones descritas anteriormente se resuelven cada At se-
gundos, partiendo del instante inicial, 0, hasta completar el tiempo de eje-
cucion establecido por el usuario. Este parametro, de gran importancia en la
estabilidad del célculo y en la precisién de los resultados, es recalculado en
cada instante y estd limitado por el nimero de Courant (Co) y por el nimero
acustico de Courant (Cogcysrico):

u
Co = max (u) At (4.29)
AXx
C —1 At (4.30)
o L =max .
acustico ﬁAx

donde Ax representa la longitud de dicha celda en la direccion del flujo.

El significado del nimero de Courant puede asemejarse a la fraccién de cel-
da que avanza el fluido entre instantes de tiempo consecutivos, siendo siempre
su valor inferior a la unidad para asegurarnos el célculo de las propiedades del
fluido de manera continua sin correr el riesgo de perder informacién valiosa.
Sin embargo, valores excesivamente pequefios pueden provocar problemas de
estabilidad en el calculo y un aumento importante del coste computacional.
Respecto al numero acustico de Courant, éste tiene un significado similar al
anterior, pero considerando la velocidad del sonido en el seno del fluido, eva-
luada a través de su compresibilidad.
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Como puede verse en la ecuacion 4.29, el numero de Courant depende
del mallado de la geometria y de las condiciones de inyeccién a través de
la velocidad del fluido. Por ello, es necesario prestar especial atencién a la
definicion de este pardmetro para mantener un At adecuado si variamos las
condiciones de presidn simuladas o si empleamos un mallado donde el tamafio
de celda sea claramente diferente (por ejemplo entre simulaciones RANS y
LES).

4.4. Modelado de la turbulencia

A pesar de que la mayoria de los fluidos presentes en la naturaleza son
claramente turbulentos, resulta complicado dar una definicién exacta de la
turbulencia, describiéndose en muchos casos como un estado de inestabilidad
continua del fluido.

Su origen se basa en la existencia de gradientes de velocidad en el flujo, que
aportan la energia suficiente para transformar las pequefias perturbaciones
iniciales en remolinos de gran escala. Sin embargo, este proceso inicamente
es posible para altos nimeros de Reynolds, donde la influencia de las fuerzas
de inercia supera con creces los efectos de la viscosidad molecular, resultando
imposible la amortiguacién de las pequefias perturbaciones iniciales generadas
en el fluido.

Una de las propiedades mas relevantes asociadas a los flujos turbulentos,
ademas del aumento de la difusividad y disipacion de energia [7], es su natura-
leza tridimensional y transitoria, con fluctuaciones de velocidad cuya maxima
variacion es aproximadamente un 10-20 % de la velocidad media [8].

Si bien es cierto que se pueden encontrar algunas contradicciones en la
literatura acerca de la conveniencia de modelar la turbulencia para el estudio
del flujo interno en condiciones cavitantes, son muchos los trabajos experi-
mentales y computaciones llevados a cabo sobre toberas que han demostrado
que la turbulencia juega un papel crucial en el desarrollo del flujo [9-11]. La
introduccién de sus efectos en los modelos de CFD puede llevarse a cabo prin-
cipalmente a través de tres métodos, en funcion de la precisién deseada y de
los recursos computacionales disponibles (ver Figura 4.2):

m Direct Numerical Simulation (DNS)
Se trata del método mds preciso y conceptualmente mds sencillo, puesto
que resuelve directamente las ecuaciones de Navier-Stokes sin ningun ti-
po de aproximacion o modelado [12]. Sin embargo, el hecho de calcular
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todas las estructuras turbulentas del flujo implica la utilizacién de una
malla extremadamente fina, cuyo coste computacional resulta practica-
mente inviable para la gran mayoria de aplicaciones en ingenieria.

» Large Eddy Simulation (LES)

Teniendo en cuenta el elevado coste computacional de los métodos DNS,
una de las alternativas para el modelado de la turbulencia es la utiliza-
cién de técnicas LES [13-15]. Esta técnica, empleada en las simulaciones
cuyos resultados se presentan en el capitulo 6 de la presente Tesis, se ba-
sa en la resolucién de los remolinos de mayor tamafio (y que contienen
mayor energia), mientras que las escalas mas pequefias son modeladas.

Por lo tanto, en los métodos LES las escalas disipativas del movimiento
no se resuelven completamente, sino que se emplea una modelo cono-
cido como "subgrid-scale stress model" que permite la disipacién de la
energia de los grandes remolinos y simula el paso de energia hacia los
remolinos mas pequefios [13]. Uno de los modelos méas conocidos y mas
adecuados para la simulacion del flujo interno en canales es el mode-
lo de Smagorinsky [16]. Este modelo, utilizado para el modelado de la
turbulencia en el capitulo 6, asume que la viscosidad turbulenta es pro-
porcional al tamafio de celda escogido en la malla.

Sin embargo,es importante tener en cuenta la influencia de las paredes
sobre el comportamiento de los remolinos. El comportamiento de las es-
calas mas pequefas esta fuertemente influenciado por la presencia de las
paredes. Estas pueden alterar el mecanismo de intercambio de energia
entre las escalas mas grandes y las mas pequefias, e inhibir el crecimien-
to de los remolinos. No obstante, no solo las escalas mas pequefias se
ven influenciadas por la existencia de paredes. Asi, el tamafio caracte-
ristico de las escalas mas grandes del flujo viene marcado por el valor
del nimero de Reynolds cerca de la pared [13]. Por ello, para tener en
cuenta estas diferencias de comportamiento de los remolinos debido a
las paredes, se ha utilizado a lo largo de la presente Tesis el modelo de
van Driest, que modifica el modelo de Smagorinsky en las cercanias de
las paredes (y*< 40).

= Reynolds Averaged Navier-Stokes (RANS)

Los modelos RANS se basan en el promediado de las ecuaciones de
Navier-Stokes, descomponiendo las variables del fluido en una compo-
nente media y alternante. Este proceso da lugar un sistema de ecuaciones
que requiere para su resolucion la utilizacion de sencillos modelos que
permiten obtener una primera aproximacién al comportamiento real del
flujo.
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Figura 4.2: Grado de aproximacion vs Coste computacional de los métodos de
turbulencia existentes.

Dentro de los métodos RANS existen diferentes modelos, cuya eleccion
depende de de las particularidades del problema a estudiar. Uno de los
modelos maés utilizados en ingenieria es el modelo k-¢ o de generacion y
destruccion de energia cinética turbulenta, que pertenece a los llamados
modelos de dos ecuaciones, puesto que resuelven ecuaciones de trans-
porte adicionales para dos variables turbulentas.

Sin embargo, desde su desarrollo en 1972, el modelo ha dado lugar a
distintas variantes (realizable, RNG, etc.), desarrolladas con el fin de
adaptarse mejor a las caracteristicas especificas de los diferentes proble-
mas existentes en el campo de la dinamica de fluidos.

Para nuestro caso en particular, dominado por fuertes gradientes de pre-
sion y velocidad, se ha optado por un modelo RNG k-¢, desarrollado
por Yakhot et al.[17], que, basado en la hipdtesis de Boussinesq [18],
resuelve una ecuacion de transporte adicional para la energia cinética
turbulenta (k) y otra ecuacion de transporte para la velocidad de disipa-
ciéon de energia turbulenta (¢):

dpk
L+v(,oka)=v(u+ﬂv1<)+13k—ps (4.31)
at O
dpe ) U, : g2
W+v(,oeu):v u,+a—8v€ +Cl, 7P Coep (432)

siendo la viscosidad turbulenta:

k2
ue =Cy p? (4.33)
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donde C,, = 0.0845, C}, = 1.42, Cy, = 1.68 y 0} = 0, = 0.72.

Como muestra de la influencia del modelo de turbulencia en los resul-
tados proporcionados por el cédigo, la Figura 4.3 recoge los campos de
cavitacién en el plano medio de una tobera monorificio para los modelos
ke, RNG k-¢, k-¢ y k-¢. Para las condiciones de presién simuladas, P; =
30 MPa - P, = 6 MPa, la longitud de la cavitacién difiere notablemente
en funcidn del modelo de turbulencia escogido. Asi, el modelo que predi-
ce una menor cantidad de vapor en la tobera es el modelo k-¢, en el que
la cavitacién ocupa aproximadamente un cuarto de la longitud total del
orificio. La extension de la cavitacion es mayor para el resto de modelos,
siendo maxima para el modelo kw, donde alcanza la mitad del orificio.

ke RNG-ke rke ke

Longitud
cavitacién

Figura 4.3: Apariencia de la cavitacién en el plano medio de la tobera aplicando
distintos modelos de turbulencia RANS.

ke RNG-ke rke ke

Energia
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turbulenta
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Figura 4.4: Energia cinética turbulenta en el plano medio de la tobera aplicando
distintos modelos de turbulencia RANS.
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Al no disponer de resultados de visualizacion de la tobera, a priori cual-
quiera de los modelos evaluados podria ser valido. Sin embargo, anali-
zando la energia cinética turbulenta en el mismo plano en el que se ha
representado la cavitacion, se pueden obtener conclusiones interesantes
que van a permitir descartar alguno de ellos. Tal y como se puede ob-
servar en la Figura 4.4, los casos ejecutados con un modelo rk-¢ o k-¢
presentan un campo de energia cinética turbulento incoherente con el
desarrollo de la cavitacién. En el primer caso, los niveles de turbulencia
desarrollados son nulos, mientras que en el segundo caso, se encuentran
niveles de turbulencia significativos en toda la tobera, incluso aguas arri-
ba del propio orificio. En cambio, las ejecuciones realizadas con un mo-
delo kw y RNG k-¢ presentan un campo de turbulencia mds coherente
con el desarrollo del flujo, mostrando sus mayores niveles de turbulencia
en la zona ocupada por el vapor. Por tanto, atendiendo a este criterio, los
modelos kw y RNG k-¢ son los tnicos modelos validos para la simulacion
del flujo interno en toberas de inyeccion.

A raiz de estos resultados y basandose en los estudios previos llevados
a cabo por Bracho [19] y Salvador [20] en toberas de inyeccion, se ha
obtado por el empleo de un modelo RNG k-¢. Su reducido coste compu-
tacional junto con la fiabilidad demostrada en la validacién del cédigo
incluida en el apartado 4.7 del presente capitulo, ha sido fundamental
para su posterior utilizacion en los estudios que recogen los capitulos 5
y 6.

4.5. Importancia de los esquemas numéricos

Ala hora de resolver un problema de dindmica de fluidos como el que nos
ocupa, el proceso de discretizacién de la geometria y de las ecuaciones dife-
renciales que lo gobiernan [21, 22] resulta clave para alcanzar unos resultados
satisfactorios.

La discretizacion del dominio a estudiar permite dividir el mismo en un
numero finito de regiones, llamadas celdas o volimenes de control, para los
cuales se calcula la solucidn del sistema de ecuaciones que define el problema.
Sin embargo, este sistema de ecuaciones diferenciales debe ser transformado
en un sistema de ecuaciones algebraicas que faciliten su resolucion.

OpenFOAM a diferencia de otros cddigos comerciales, permite la discreti-
zacion de sus ecuaciones término a término, de manera que es posible elegir
para cada término de cada una de las ecuaciones el esquema numérico mas
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apropiado. Gracias a ello, durante la puesta a punto del cédigo se ha reali-
zado un exhaustivo estudio que ha permitido obtener la configuracion mas
adecuada atendiendo a diversos criterios como convergencia, precision de los
resultados o coste computacional. De dicho estudio, realizado sobre toberas
monorificio reales, se desprende las siguientes configuraciones para el codigo
de cavitacién en su versiéon RANS y LES (Tabla 4.1):

Término RANS LES
Divergencia | Gauss upwind | Gauss lineal
Gradiente Gauss lineal Gauss lineal
Laplaciano Gauss lineal Gauss lineal
Interpolacién | Lineal Lineal
Temporal Euler Backward

Tabla 4.1: Esquemas numeéricos empleados en la versién RANS y LES.

Uno de los términos mas criticos desde el punto de vista del cdlculo son los
términos de divergencia, puesto que en toberas de inyeccién Diesel el fluido
sufre grandes cambios de densidad y velocidad. De hecho, como puede verse
en la Figura 4.5, donde queda representado el gasto masico a la salida de la to-
bera en funcién del tiempo simulado, la respuesta del cédigo es muy diferente
segun el esquema utilizado.

Gauss upwind TVD Van Leer

TVD MUSCL

[

e

Gasto masico [g/s]
b S o anw s 0o N ® o

Gasto masico [g/s]
b Ao anvw s oo N ® o

Gasto masico [g/s]

b H Lo anvwsa o N o

T T T T T T T T T T T T
0 2E-005 4E-005 6E-005 8E-005 0.0001 0 2E-005 4E-005 6E-005 8E-005 0.0001 0 2E-005 4E-005 6E-005 8E-005 0.0001
Tiempo [s] Tiempo [s] Tiempo [s]

Figura 4.5: Evolucién del gasto mdsico empleando distintos esquemas de cdlculo
para términos de divergencia (version RANS).

Si bien la eleccién de un esquema de primer orden "Gauss upwind" (donde
el valor de la variable en un nodo determinado es funcién inicamente de los
valores de dicha variable en el nodo situado justo aguas arriba) ofrece una
solucién estable, los otros dos métodos presentan importantes oscilaciones,
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llegando incluso en el caso del esquema "TVD MUSCL" a alcanzar valores ne-
gativos.

Por lo tanto, y a pesar de las consideraciones de algunos autores como
Peng Kérrholm et al. [23], que aconsejaban el empleo un esquema MUSCL en
la validacién del cédigo en geometrias sencillas a baja presion, se ha compro-
bado que el empleo de este esquema sobre toberas de inyeccion en condiciones
reales de funcionamiento de un motor Diesel no es adecuado.

Otro de los casos mds llamativos acerca de la influencia que tiene la co-
rrecta eleccion de los esquemas numeéricos se encuentra en la interpolacion de
los valores de las variables entre los centros de las celdas (en donde se calcula
la solucién del sistema de ecuaciones) y las caras de las mismas. Al igual que
ocurria con los términos de divergencia, analizando variables como el gasto
masico es posible observar como la convergencia de la soluciéon depende en
gran medida del esquema numérico empleado. Sin embargo, todas estas dife-
rencias también se reflejan en otros parametros como la distribucién de vapor
alo largo del orificio o el coste computacional. Como ejemplo de ello, la Figura
4.6 muestra la distribucion de vapor en el plano medio de la tobera para dos
simulaciones RANS exactamente iguales, en las que inicamente se ha variado
el esquema de interpolacion.

Fase vapor

Figura 4.6: Fase vapor en el plano medio de una tobera monorificio para dos
esquemas de interpolacion distinto: lineal (izquierda) y upwind (derecha).

La imagen de la izquierda, correspondiente al esquema "Gauss lineal" ele-
gido como 6ptimo, ofrece una apariencia de cavitacién similar a las observadas
en otras investigaciones experimentales llevadas a cabo sobre toberas mono-
rificio [24], encontrandose vapor desde el radio de acuerdo de entrada del
propio orificio y desarrollandose a lo largo de la pared del mismo hacia la sec-
cién de salida. Por el contrario, el empleo de esquemas como "Gauss upwind"
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para la interpolacién entre los centros de las celdas y sus caras ofrece no solo
grandes inestabilidades en términos de convergencia, sino también una aspec-
to de la cavitacion totalmente irreal e incoherente.

Otro de los pardmetros importantes tenidos en cuenta a la hora de elegir
la configuracion éptima es sin duda el coste computacional asociado a cada
esquema numérico empleado. Como ejemplo de ello y tomando como referen-
cia la configuracién RANS indicada en la tabla 4.1, el empleo de un esquema
"Gauss upwind" para la interpolacién supone un aumento del coste compu-
tacional cercano al 57 %, justificando mas si cabe el estudio realizado de los
esquemas a emplear en el cdlculo de toberas de inyeccién Diesel.

4.6. Condiciones de contorno

Tal y como se recoge en el apartado 4.1, para llevar a cabo la resolucién del
sistema de ecuaciones que gobierna el comportamiento del fluido, la geometria
es dividida en un conjunto de celdas, para cada una de las cuales se calcula la
solucidn del sistema de ecuaciones. Sin embargo, para su correcta resolucion
es necesaria la definicion de condiciones de contorno que definan el valor de
las variables en determinadas celdas o zonas de la geometria a estudiar.

Una de las condiciones mas importantes en el cdlculo de toberas de inyec-
cién es la imposicién de una determinada presién aguas arriba del asiento de
la aguja, y que se conoce como presion de inyeccién (P;), siendo ésta igual a
la presion de rail menos la caida de presién debida a la linea entre el rail y el
inyector, y las pérdidas localizadas en el portainyector.

Igualmente, en la seccion de salida del orificio, a través de la cual el fluido
accederia a la cdmara de combustidn, se define una nueva condicién de pre-
sion (Py,) que corresponde con la presién registrada en la cdmara de descarga,
facilmente medible y controlable desde el punto de vista experimental.

A pesar de tratarse de una condicién de presion, a diferencia de la utiliza-
da para la presion de inyeccién, la condicién que se empleard en la seccion de
salida en la presente Tesis no establece un valor fijo, sino un valor medio, per-
mitiendo zonas con presiones muy pequeiias debido a la existencia de burbujas
de vapor en el fluido que alcanzan la salida. A modo de ejemplo, la Figura 4.7
muestra la fase vapor en la seccién de salida para dos simulaciones similares
empleando una condicién de presion fija y una condicidon de presion media,
siendo evidente la influencia que tiene para el desarrollo de las estructuras
de vapor la eleccion de una condicién de contorno adecuada. De hecho, tal y
como puede apreciarse, el uso de una condicién de presion fija por encima de
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la presién de saturacion del combustible impide la llegada de vapor puro a la
seccion de salida.

Figura 4.7: Comparacién de la fase vapor en la seccion de salida empleando una
condicién de presion media (izquierda) y constante (derecha).

Ademas de definir las condiciones para la entrada y salida de combustible,
también sera necesario determinar otras condiciones de contorno, entre las
que cabe destacar la condicién de no deslizamiento en la pared del orificio,
que impone una velocidad nula en la pared, y el empleo de planos de simetria
en aquellos casos en los que se modelara iinicamente un sector de la tobera,
como ocurre en toberas multiorificio.

4.7. Validacion del modelo

Como paso previo al estudio de la influencia del levantamiento de aguja
en toberas de inyeccion Diesel, se ha llevado a cabo una amplia validacién del
cédigo descrito anteriormente, evaluando la precision y fiabilidad del mode-
lo para predecir el comportamiento del flujo en orificios calibrados y toberas
Diesel monorificio y multiorificio.

Dicha validacion se ha realizado comparando los resultados proporciona-
dos por el cédigo con resultados experimentales externos y resultados experi-
mentales obtenidos a través de las maquetas descritas en el capitulo 3, permi-
tiendo asi la comparacidn de una extensa cantidad de variables o parametros
como el gasto masico, la evolucién de la presion o la apariencia de la cavita-
cion. Resaltar que, para los casos estudiados sobre toberas monorificio y mul-
tiorificio, la validacion del cédigo se ha llevado a cabo atendiendo no sélo a
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parametros como el gasto mdsico o el coeficiente de descarga, considerados en
la mayor parte de los trabajos publicados, sino que en dicha validaciéon tam-
bién se ha tenido en cuenta la capacidad del modelo para predecir un nuevo
parametro, el flujo de cantidad de movimiento. Este pardmetro ademds de ser
uno de los importantes en el proceso de mezcla entre el aire y el combusti-
ble, proporciona en combinacidn con el gasto masico la velocidad efectiva del
combustible a la salida de la tobera.

De manera adicional, se han incluido diversos estudios que permiten pro-
fundizar en algunos de los principales efectos provocados por el fenémeno de
la cavitacién, como son el colapso de gasto masico, el aumento de velocidad o
el incremento de turbulencia.

4.7.1. Orificio calibrado

Para llevar a cabo la primera validacién del modelo se han empleando los
resultados publicados por Winklhofer et al. [25] en el articulo "Comprehensive
hydraulic and flow field documentation in model throttle experiments under
cavitation conditions", donde se estudia de manera experimental el comporta-
miento del flujo en un orificio de seccién rectangular taladrado en una placa
metalica. A ambos lados de esta placa se han colocado dos ventanas de zafiro
para la visualizacion del flujo que circula a través del orificio.

Entrada

Figura 4.8: Orificio calibrado empleado en la validacidn inicial del cddigo.

La geometria estudiada (ver Figura 5.5) se corresponde con un canal rec-
tangular de 100 um de longitud, 299 um de altura y 300 um de profundidad,
con un radio de acuerdo de entrada de 20 um. Sin embargo, aprovechando la
simetria del orificio, inicamente se ha simulado una cuarta parte de la geo-
metria, permitiendo asi reducir el coste computacional.

Como paso previo a la simulacién y comparacién con los resultados experi-
mentales disponibles en el articulo, se ha realizado un estudio de sensibilidad
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de malla, con el que se ha conseguido determinar el tamafio de celda adecua-
do, que en este caso se sitia en 6 um en la parte central del orificio, refinando
hasta un tamafio de celda de 2 um en la pared del mismo, puesto que es en
esta zona donde se espera que aparezca la cavitacién, y por lo tanto donde ha-
bran mayores gradientes de presién, densidad y viscosidad. A partir de estos
tamafios de celda, se obtuvo una malla de 121820 celdas hexaédricas, cuyo
valor de skewness maximo se encuentra en torno a 1.00228.

Una vez conseguida la geometria a simular, se ajustaron las condiciones de
presion de entrada y salida del orificio a 10 MPa y 2.565 MPa respectivamente
para reproducir las condiciones criticas de cavitacién de la geometria conocida
como J en el trabajo de Winklhofer et al., del cual se pueden obtener datos
de gasto masico, velocidad a la salida, evolucidn de la presién a lo largo del
orificio y apariencia de la cavitacion.

Respecto al gasto masico o cantidad de combustible inyectado por unidad
de tiempo, el cédigo proporciona un valor medio (promediando durante 25 us)
de 7.76 g/s, mientras que el valor experimental se sitia en torno a 7.72 g/s, es
decir solo un 0.5% menos. Esta desviacion es practicamente despreciable, al
igual que ocurre comparando los valores de velocidad a la salida del orificio,
puesto que el cédigo predice una velocidad de 104 m/s frente al valor de
referencia del articulo que se encuentra en 103.3 m/s, lo que supone un error
de un 0.7 %.

En cuanto a la validacién del campo de presién, la Figura 4.9 muestra
los valores de presién experimentales y numéricos correspondientes a linea
media del canal, para el tramo comprendido entre la seccidon de entrada de la
geometria donde se ajusta la condicién de presién de entrada (x = -0.001) y
seccion de salida del orificio (x = 0.001).
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Figura 4.9: Evolucién de la presién en el orificio calibrado.
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En ambos casos, la presién se sitia inicialmente en 10 MPa y cae abrupta-
mente a la entrada del orificio debido al cambio de seccion. Una vez el flujo
supera el primer tramo del orificio, la presién se recupera hasta alcanzar el
valor establecido en las condiciones de presién de salida. Como puede obser-
varse, el perfil de presion estimado por el cddigo de célculo difiere del perfil
experimental, si bien el primero resulta mas creible, ya que el fluido no encuen-
tra ningtin obstaculo en el tramo comprendido entre x = 0.0004 - x = 0.008
que pueda justificar la caida de presion que se aprecia en el perfil experimen-
tal. Estas diferencias pueden ser justificadas en base a posibles incertidumbres
en el proceso de medida por interferometria llevado a cabo por Winklhofer et
al. [25]. De hecho, Winklhofer et al. ya establece posible errores en el proceso
de medida debido al calor generado en el fluido por la disipacién turbulenta.

Por tltimo, en lo que a la apariencia de la cavitacién se refiere, la Figu-
ra 4.10 recoge la fase vapor promedio obtenida mediante OpenFOAM junto
con la desviacién tipica. Como se puede apreciar, el origen de la cavitacién se
encuentra en el radio de acuerdo de entrada del orificio, extendiéndose a lo
largo de la pared superior e inferior del mismo. Durante aproximadamente la
primera mitad del orificio la cavitacion se extiende de forma estable, mientras
que a partir de la mitad del orificio no solo la fraccién de vapor es muy baja,
sino que presenta una comportamiento variable con el tiempo, como refleja
los altos valores de desviacion tipica.

Fase vapor (promedio) Fase vapor (desviacion tipica)
02 04 06 08 D2 04 06 08
| . i | | | | ™ |
0 0.9 0 0.9

Figura 4.10: Promedio y desviacion tipica de la fase vapor obtenida mediante
OpenFOAM

Comparando estos resultados con la imagen de vapor obtenida experimen-
talmente por Winklhofer et al. (Figura 4.11) se puede comprobar cémo la ca-
vitacion en ambos casos presenta una estructura similar, desarrolldndose a
partir del radio de entrada por la pared superior e inferior, y presentando una
concentracién de vapor considerable hasta la mitad del orificio.
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Figura 4.11: Apariencia de la cavitacion obtenida experimentalmente por
Winklhofer et al. [25]

4.7.2. Tobera monorificio

Una vez el modelo ha sido evaluado en una geometria relativamente sen-
cilla, resulta interesante comprobar la habilidad del modelo para predecir el
comportamiento del flujo en el interior de toberas de inyeccion reales bajo
condiciones de presidn mds severas, utilizando ademds datos experimentales
propios obtenidos a partir de los equipos de medida de tasa y de flujo de can-
tidad de movimiento.

Un primer paso es la simulacién de una tobera monorificio cuyas dimen-
siones se han obtenido a partir de la extraccién de moldes de silicona (técnica
explicada en la seccién 3.2) y cuyos valores se recogen en la Tabla 4.2. No obs-
tante, al igual que en el caso anterior, aprovechando la simetria de la geometria
se ha simulado tinicamente un cuarto de toda la tobera (90°), permitiendo asi
reducir el coste computacional a la cuarta parte, lo que supone un tiempo fi-
nal de cdlculo de aproximadamente 48 horas empleando 8 procesadores en
paralelo en un cluster Intel Xeon E5405@2GHz Quadcore 8 Gb RAM.

D[um] [ Dlum] [k [ R.luml | R./D; | L/D,
163 165 —0,2 |8 0,05 6,06

Tabla 4.2: Caracteristicas geométricas de la tobera monorificio.

Dicha tobera se ha discretizado en aproximadamente 230000 celdas he-
xaédricas, utilizando una tamafio de celda de 4 um en la parte central del
orificio y reduciendo hasta 0.8 um en las paredes del mismo.

La topologia de mallado seguida responde a un mallado estructurado en
la direccién principal del flujo y una pequeiia zona no estructurada justo en la
zona del radio de acuerdo de entrada. El empleo de este tipo de mallado, tal
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Figura 4.12: Tobera monorificio validada.

y como recoge Salvador [20], permite mejorar la estabilidad y convergencia
de la solucién, ademads de capturar mejor los grandes gradientes de presién y
densidad existentes en la zona entrada del orificio, ya que siguen la direcciéon
del flujo y generan menos difusién numérica.

Retomando la validacion en si del cédigo (publicada junto con la valida-
cién del orificio calibrado en la revista Mathematical and Computer Modelling
[26]), las condiciones de presion utilizadas en este segundo caso son similares
a las condiciones tipicas de operacién de un motor Diesel, fijando el valor de
la presién de descarga que simula la presion de la cdmara de combustiéon a 4
MPa y empleando tres niveles de presion de inyeccion diferentes: 30, 70 y 100
MPa.

Respecto a las propiedades del fluido simulado, los valores de densidad y
viscosidad en fase liquida se corresponden con las propiedades del combusti-
ble Repsol CEC RF-06-99 a una temperatura de 23 °C (ver tabla 4.3), similar
al ensayado experimentalmente. Sin embargo, debido a las dificultades para
obtener las propiedades del combustible en fase vapor, se han escogido los
valores obtenidos por Kérrholm et al. [23] para un combustible similar.

Como ejemplo de la convergencia de la solucién para cada uno de los ca-
sos simulados, la Figura 4.13 muestra la evolucion del gasto masico y del flujo
de cantidad de movimiento en funcién del tiempo para P; = 30 MPa - P, = 4
MPa. Noétese que tras aproximadamente 25 us se alcanza una solucion comple-
tamente estable, y de valor muy cercano al valor experimental representado
con lineas discontinuas. Este valor medio, junto a los valores promedio de gas-
to masico, flujo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva para todas las
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Liquido Vapor
Densidad [kg/m®] 830 0.1361
Viscosidad dindmica [kg/ms] | 3,67 -107° | 5,95-107°
Compresibilidad [s2/m?] 5-1077 2,5-107°

Tabla 4.3: Propiedades del combustible en fase liquido y vapor.

condiciones de presion estudiadas han sido representados en la Figura 4.14,
en funcion de la diferencia de presiones entre la inyeccién y la descarga.

5 z 1
2
T 4 g
= 15
2 R B
o
o 31 E
3 $
2] Z
= g
(7] [
© [3)
O 11 - —— Experimental % ——— Experimental
—— CFD o CFD
0 ; : & ; :
0 0.1 0.2 0.3 0.1 0.2 0.3
Tiempo [ms] Tiempo [ms]

Figura 4.13: Evolucién del gasto mdsico y del flujo de cantidad de movimiento
en funcion de tiempo para el caso P; = 30 MPa - P, =4 MPa.

Como puede observarse, en términos generales el codigo de calculo sobres-
tima ligeramente los valores obtenidos de manera experimental (a través del
tasimetro y de la maqueta de flujo de cantidad de movimiento descritos en el
capitulo anterior), especialmente a alta presién de inyeccién donde se encuen-
tran las mayores desviaciones entre ambos tipos de resultados. No obstante,
estas diferencias se mantienen siempre muy pequefias, con una desviacién ma-
xima de en torno a 6.8 % para el caso P; = 100 MPa - P, = 4 MPa en términos
de flujo de cantidad de movimiento. Precisamente para este caso se ha inclui-
do la distribucién de vapor en el plano medio, acompafiado de los perfiles de
densidad y velocidad axial en la mitad del orificio y en la salida (Figura 4.15).
Estos perfiles se han representado en funcidn de la coordenada radial adimen-
sionalizada (dividiendo por el radio), de manera que toma el valor de O en
el eje del orificio y 1 en la pared del mismo. Como puede verse, la apariencia
de la cavitacion es similar a la obtenida por Soteriou et al. [27], mostrando
una fina capa de vapor adherida a la pared del orificio, cuya variabilidad en
el tiempo es practicamente nula y que se extiende hasta la salida de la tobera.
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Este caso, conocido como supercavitacion, ha sido también observado para el
caso de P; = 80 MPa, aunque la intensidad de la cavitacion en la zona cerca-
na a la salida es menor. Por contra, para la simulacién de menor presion de
inyeccion, P; = 30 MPa, la caida de presion del fluido a la entrada del orifi-
cio resulta insuficiente para provocar la aparicién de vapor, por lo que todo el
combustible que circula por la tobera se encuentra en fase liquida.
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Figura 4.14: Comparacién de resultados experimentales y computacionales ob-
tenidos sobre la tobera monorificio.

Tal y como recogemos en el articulo "Numerical simulation and extended
validation of two-phase compressible flow in Diesel injector nozzles" [28]
publicado en la revista "Proceedings of the Institution of Mechanical Engi-
neers, Part D, Journal of Automobile Engineering", debido a la manifiesta
diferencia de propiedades entre la fase de combustible liquido y la fase vapor,
la existencia de la cavitacion a lo largo de las paredes del orificio provoca
una severa reduccién de los perfiles radiales de densidad en las cercanias de
la pared para cualquier posicién axial del orificio (incluyendo la seccion de
salida de la tobera). Este hecho pone de relieve la importancia de tener en
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cuenta los efectos de la cavitacion a la hora de modelar el desarrollo del chorro.
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Figura 4.15: Apariencia de la cavitacion y perfiles radiales de velocidad y densi-
dad para el caso P; = 100 MPa - P, =4 MPa.

Influencia de la cavitacion en los perfiles de velocidad

Uno de los efectos mas importantes producidos por la cavitacion es sin du-
da el aumento de la velocidad. Para estudiar con detalle este punto, se han
llevado a cabo dos simulaciones con igual diferencia de presiones entre la in-
yeccion y la descarga (27 MPa) y por lo tanto con igual velocidad tedrica, pero
con diferentes valores de presion de inyeccion y descarga. De esta manera una
de las simulaciones cavita a lo largo de todo el orificio (P; = 27.1 MPa - P, =
0.1 MPa) y la otra, tal y como puede observarse en la Figura 4.16, no presenta
ningun indicio de cavitacion (P; = 39 MPa - P, = 12 MPa).

Analizando los perfiles de densidad y velocidad axial en la seccién de salida
del orificio, se puede ver como para el caso cavitante (representando mediante
linea continua) para un valor de coordenada radial de aproximadamente 0.7,
la densidad sufre un fuerte descenso desde valores propios del combustible en
fase liquida (830 kg/m?) a vapor puro (0.1361 kg/m?), lo que supone una
diferencia de un 99.98 % respecto a los valores de densidad para el caso no
cavitante. Al igual que ocurre con la densidad, y pesar de no estar representada
en la Figura 4.16, la viscosidad también sufre una fuerte disminucién en la
zona cercana a la pared pasando de 3.67-107° kg/ms a 5.95-107° kg/ms.
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Figura 4.16: Perfiles de velocidad y densidad para condiciones cavitantes y no
cavitantes.

Los efectos de esta reduccidn de viscosidad pueden apreciarse en los perfi-
les de velocidad representados en el grafico superior de la Figura 4.16. Debido
a la existencia de cavitacion en la zona cercana a la pared, los perfiles de ve-
locidad son mads cuadrados, dando un valor medio de velocidad efectiva a la
salida de 241.19 m/s para el caso cavitante, por los 225.38 m/s obtenidos para
el caso donde no existe cambio de fase en el combustible debido a la cavita-
cion. Estos valores, comparados con la velocidad tedrica de Bernoulli, dejan
un coeficiente de velocidad de 0.94 y 0.88 respectivamente (ecuacion 3.18).

Aumento de la turbulencia debido a la cavitacion

Otro de los efectos mas notables de la cavitacidn es el aumento de la tur-
bulencia en el interior de los orificios de descarga, que tal y como afirmaron

E Payri et al. [29] y R. Payri et al. [30] provoca un notable incremento del
angulo del chorro.

Para estudiar este incremento de la turbulencia y su relacion con la cavita-
cién se ha analizado la evolucién de los niveles de energia cinética turbulenta
en la seccidn de salida de la tobera para distintas condiciones de presién. Para
ello se ha mantenido fija la presion de inyeccion (30 MPa) y se ha variado la

presion de descarga entre 0.1 MPa y 15 MPa en 16 niveles de presion diferen-
tes.
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Como se puede observar en la Figura 4.17, el nivel de turbulencia en la
seccion de salida se mantiene practicamente constante para contrapresiones
entre 15y 9 MPa, donde todo el combustible circulante se encuentra en fase
liquida. Sin embargo, cuando aparece por primera vez combustible en fase
vapor en la zona cercana al radio de acuerdo (P, = 8.2 MPa), los valores
de turbulencia se disparan. Dichos valores crecen a medida que disminuye la
contrapresion y aumenta la extension de la cavitacion. Una vez la cavitacion
llega a la salida del orificio (P, = 3 MPa), de nuevo se establece un nivel
constante de turbulencia.
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Figura 4.17: Energia cinética turbulenta en la seccién de salida.

Estos resultados concuerdan perfectamente con los resultados experimen-
tales obtenidos por R. Payri et al. [30], quienes observaron que el dangulo del
chorro en toberas monorificio experimenta un aumento considerable con la
aparicion de la cavitacién, permaneciendo practicamente constante tal y co-
mo se ha visto en la Figura 4.17, en condiciones no cavitantes y en condiciones
de supercavitacion.
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4.7.3. Tobera multiorificio

Siguiendo con la validacién del cédigo descrita en el apartado 4.3, y una
vez comprobada la validez del mismo sobre orificios calibrados y toberas mo-
norificio, s6lo queda analizar su habilidad para predecir el comportamiento del
flujo en toberas de inyeccion multiorificio, cuya geometria cambia por comple-
to el desarrollo de la cavitacion visto hasta ahora.

Para ello, se ha realizado un estudio sobre una tobera real microsaco de
seis orificios cuyas caracteristicas geométricas fueron obtenidas, al igual que
en el caso anterior, mediante la metodologia descrita por Macian et al. [31].
Gracias al empleo de moldes de silicona es posible determinar exactamente
las dimensiones de cada uno de los orificios (ver Tabla 4.4), cuyo didmetro de
salida es de 170 um, presentando un valor de conicidad nulo, hecho que favo-
rece la aparicion de la cavitacion [29, 32]. Precisamente, este parametro junto
con el radio de acuerdo a la entrada del orificio pueden considerarse como los
parametros geométricos mas influyentes en el desarrollo de la cavitacion [32].

De[pm] | D[um] | k | R;[um] | R;/D; | L/D;
170 170 013 0,07 [5,88

Tabla 4.4: Caracteristicas geométricas de la tobera multiorificio.

Esta tobera, montada sobre un inyector solenoide Bosch de segunda gene-
racion, ha sido caracterizada hidraulicamente mediante las maquetas descritas
en el capitulo 3, obteniendo asi la tasa de inyeccidn, el flujo de cantidad de
movimiento y la velocidad efectiva del combustible a la salida de la tobera.
Estos ensayos, realizados con un tiempo de excitacién del inyector de 4 ms
para conseguir condiciones de flujo completamente estables a levantamiento
maximo de aguja, se han llevado a cabo a tres niveles de presion de inyeccion
(30, 80 y 160 MPa). Para cada una de estas presiones se han ensayado cuatro
valores de contrapresion (3, 5, 7 y 9 MPa), obteniendo diferentes intensidades
de cavitacién.

Respecto a la parte computacional del estudio, tal y como puede verse en
la Figura 4.18, el dominio de cdlculo se ha reducido a un solo orificio, mode-
lando la geometria para su levantamiento maximo de aguja (250 um) [33].
Dicha geometria ha sido mallada con una estructura similar al caso validado
anteriormente, con un tamafio de celda en el orificio que varia desde 4 um
en el nucleo del orificio hasta 0.8 um en la pared. Obviamente, este tamafio
de celdas, que proporciona una malla de casi 400000 celdas, ha sido escogido
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Figura 4.18: Sector correspondiente a un orificio de la tobera multiorificio vali-
dada.

tras un estudio previo de sensibilidad de malla, teniendo en cuenta también las
recomendaciones de otros autores para un mallado adecuado en geometrias
similares [32].

Una vez mallada, la geometria ha sido simulada bajo las mismas condi-
ciones de presién de inyeccidn y contrapresion que se ha empleado en el es-
tudio experimental, si bien para el caso de P; = 30 MPa, ademds de estudiar
el comportamiento para los cuatro niveles de contrapresion predeterminados,
se ha simulado también para 1 y 0.1 MPa. Para cada una de las simulaciones
se han calculado 375 us (tiempo suficientemente grande para conseguir una
solucion estable), vigilando que los residuales para todas las ecuaciones del
modelo sean menores de 10™7. Este tiempo de calculo supone para cada si-
mulacién un coste computacional de 6 dias empleando 4 procesadores en un
cluster Intel Xeon E5405@2GHz Quadcore 8 Gb RAM.

Estudio del colapso de flujo masico

En la Figura 4.19 se recogen los resultados experimentales y computacio-
nales de gasto madsico para los tres niveles de presion de inyeccién estudiados.
Atendiendo a los valores experimentales para P; = 30 MPa, se puede observar
que el gasto masico aumenta proporcionalmente con la raiz de la diferencia
de presiones entre la inyeccion y la descarga, hasta alcanzar un punto a partir
del cual se estabiliza. A partir de este punto, cuyas condiciones de presion se
conocen como condiciones criticas de cavitacion, el gasto masico queda colap-
sado, permaneciendo invariable aunque disminuya la contrapresion. Precisa-
mente, gracias a este comportamiento, la deteccion del inicio del colapso de
flujo masico es una de las técnicas mas empleadas para detectar la cavitacion
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en toberas de inyeccién debido a su caracter no intrusivo y a las dificultades
para obtener informacién sobre el flujo interno [3, 27, 29, 34, 35].

Para las presiones de inyeccion de 80 y 160 MPa, el gasto mdsico permanece
siempre colapsado, mostrando un valor constante para las cuatro presiones de
descarga ensayadas. En este caso, debido a las limitaciones experimentales ha
sido imposible el uso de contrapresiones mas altas que permitieran detectar
las condiciones criticas de cavitacién o caracterizar la tobera en condiciones
no cavitantes.
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Figura 4.19: Comparacion de gasto mdsico experimental y computacional.

Ambos comportamientos, no solo concuerdan con la tendencia mostrada
por los resultados computacionales, sino que también muestran un alto grado
de precisién por parte del modelo para predecir la cantidad de combustible
inyectada por la tobera para unas determinadas condiciones de presién. De
hecho, para el caso a baja presion de inyeccién la transicidon entre condiciones
no cavitantes y cavitantes ha sido capturada con diferencias menores del 1%,
mientras que para el caso de 80 MPa de presion de inyeccion la desviacién
entre los valores experimentales y computaciones se sittia en torno al 4 %.

Respecto a la apariencia de la cavitacion, representada en la Figura 4.20,
los campos promedio en el plano medio de la tobera para una presiéon de in-
yeccién de 30 MPa demuestran como la intensidad de la cavitaciéon aumenta
con la disminucién de la presién en la cdmara de combustién. Para contra-
presiones de 9, 7 y 5 MPa las imégenes se corresponden con un estado de
cavitacién incipiente, como indica la presencia de vapor unicamente en el ra-
dio de acuerdo de entrada. Una de las conclusiones mds importantes que se
pueden extraer a partir de estas imagenes es el hecho de que a pesar de que el
colapso de flujo masico no aparece hasta contrapresiones inferiores a 5 MPa,
existe cavitacion desde una presion de descarga de 9 MPa. Este hecho implica
que, a pesar de que las condiciones criticas de cavitacidon estan cercanas a la
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incepcion de la cavitacidn, de forma rigurosa no puede considerarse como el
punto o las condiciones para las cuales se inicia la cavitacién.

Estos resultados, publicados en la revista "Computer and Fluids" [36], con-
cuerdan perfectamente con los resultados experimentales obtenidos por R.
Payri et al., Winkhofer et al. y Mishra et al. [25, 37, 38], quienes visualiza-
ron burbujas saliendo del orificio para una diferencia de presién menor a las
condiciones criticas de cavitacion.
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Figura 4.20: Aspecto de la cavitacién para los casos de P; =30 MPay P; =80
MPa.

Las diferencias observadas en la fase vapor para P; = 30 MPa no pueden
verse sin embargo para el caso de P; = 80 MPa, ya que todas las condiciones
simuladas se encuentran lejos de las condiciones criticas de cavitacidn. Para



114 CArP 4 MODELADO DEL FENOMENO DE LA CAVITACION EN TOBERAS DE INYECCION

estas cuatro condiciones de presion, en las que el gasto masico se encuentra
colapsado, la fase de vapor se encuentra en la parte superior del orificio exten-
diéndose desde el radio de acuerdo de entrada hasta la seccion de salida. Esta
misma situacién se produce para las cuatro condiciones presion simuladas a
160 MPa.

Para explicar las razones del colapso de gasto masico para los tres niveles
de presidn, se ha recurrido al analisis de la presion estatica en la seccién de
entrada del orificio. La Figura 4.21 recoge los resultados de presiéon media en
funcién de la diferencia de presiones, tanto para P; = 30 MPa (izquierda) co-
mo para P; = 80 MPa (derecha). Comparando esta figura con la Figura 4.20,
se puede establecer facilmente una primera conclusion: observando la evolu-
cién de gasto masico para P; = 30 MPa, para contrapresiones donde el gasto
masico no esta colapsado (9, 7 y 5 MPa) la presién en la garganta de la tobe-
ra disminuye. Sin embargo, para contrapresiones menores de 5 MPa, para las
cuales la cantidad de combustible inyectada permanece invariable, la presion
a la entrada del orificio se mantiene constante en un valor de 8.5 MPa. Este
valor se sittia en torno a los 24 MPa para el caso de P; = 80 MPa, donde debido
a que los cuatro puntos se encuentran en zona de colapso, la presion no varia.

15 =30 wPa i 40 g0 vPa
I

w A ! = 351
< ' <
= | = 30
3 A ©
© I ©
g 107 | g 251 A A A A
c A c
0 A aa 0 20§
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4 5 6 8 8.5 9
VAP [VmPal VAP [VMPal

Figura 4.21: Presion media en la seccion de entrada del orificio.

Por tanto, y a la vista de los resultados obtenidos puede concluirse que la
razon del colapso de gasto madsico es el establecimiento de una presién cons-
tante en la garganta de la tobera. En dicha seccidn existe una pequefia zona
cercana al radio de acuerdo que, al estar ocupada por vapor tendra un valor
de presién por debajo de la presiéon de saturacién. No obstante, este valor
queda compensado por la presién del fluido en estado liquido que circula por
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el resto de seccion disponible en la garganta. Asi, en condiciones de colapso,
el gasto masico esta controlado por la diferencia de presiones entre la entrada
de la tobera y la entrada del orificio o garganta, donde se inicia la cavitacion,
y no por la diferencia de presiones entre la entrada de la tobera y la presion
en la cdmara de combustion.

Evolucion del flujo de cantidad movimiento, velocidad efectiva y coe-
ficientes adimensionales de flujo

De manera andloga a los resultados de gasto masico, los valores promedio
de flujo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva en la salida del orifi-
cio han sido representados en funcién de la raiz cuadrada de la diferencia de
presiones, pudiendo asi comparar los resultados obtenidos por el cédigo con
aquellos obtenidos mediante ensayos experimentales.

Como muestran las tres graficas de la parte superior de la Figura 5.17, don-
de quedan representados los resultados de flujo de cantidad de movimiento
para las tres presiones de inyeccion, este parametro aumenta con la diferencia
de presiones, sin presentar colapso alguno como ocurre con el gasto masico
[34]. En este caso, el grado de precisién del modelo respecto a los resultados
experimentales es bastante bueno, especialmente a baja presion, considerando
ademas que existen incertidumbres experimentales relacionadas con la obten-
cién de la geometria real mediante moldes de silicona.

Debido a este crecimiento del flujo de cantidad de movimiento, junto al
colapso del gasto masico que se produce para ciertas condiciones de presion, y
teniendo en cuenta que la velocidad efectiva se calcula a partir de la ecuacion
3.14, se espera un notable crecimiento de la velocidad efectiva en la seccién
de salida, tal y como reflejan las graficas inferiores de la Figura 4.22. Aun-
que este resultado puede parecer 16gico debido al aumento de la diferencia
de presion, el incremento de velocidad cuando aumenta la intensidad de la
cavitacion es mayor del esperado debido Uinicamente a la disminucién de la
presion de descarga. Este hecho puede comprobarse analizando la tendencia
del coeficiente de velocidad, representado en la Figura 4.23 junto al resto de
coeficientes adimensionales. Como puede comprobarse, el coeficiente de ve-
locidad (que relaciona la velocidad efectiva con la velocidad tedrica seguin la
ecuacion 3.18) aumenta con la intensidad de la cavitacidn para los dos niveles
de presién de inyeccién. Para P; = 30 MPa, entre 9 y 7 MPa de contrapresidon
el coeficiente se mantiene practicamente constante, lo que significa que el au-
mento de velocidad para esas condiciones visto en la Figura 4.22 es debido
Unicamente a la diferencia de presion. Sin embargo, para contrapresiones de
5y 3 MPa, donde la cavitacién aumenta de manera considerable, el coeficiente
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Figura 4.22: Comparacion de resultados experimentales y computaciones de flu-

jo de cantidad de movimiento y velocidad

efectiva.

de velocidad aumenta linealmente. Este caso también se puede ver en las gra-
ficas correspondientes a 30 y 80 MPa, donde todos los puntos se encuentran

en la zona de colapso de gasto masico.
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Figura 4.23: Comparacion de resultados experimentales y computaciones de coe-

ficientes adimensionales de flujo.

Por otra parte, ademas del coeficiente de velocidad se han representado en
la misma grafica los coeficientes de descarga y area, calculados a partir de las
ecuaciones 3.17 y 3.19 respectivamente. Obviamente, como el coeficiente de
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descarga y area se calculan a partir del gasto masico y del flujo de cantidad de
movimiento, la precision mostrada por el codigo para predecir estas variables
se mantiene para la prediccion de los coeficientes, cuyo valores se mantienen
constantes hasta alcanzar las condiciones criticas de cavitacidn, punto a partir
del cual experimentan un continuo descenso.

Por lo tanto, teniendo en cuenta la complejidad de la simulacion de flujos
cavitantes y la proximidad de los resultados calculados mediante OpenFOAM
respecto a los resultados experimentales, se puede concluir que el modelo es
capaz de predecir con un alto grado de precisién el comportamiento del flujo
desarrollado en toberas de inyeccion.
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Capitulo 5

Estudio de la influencia del
levantamiento de aguja
mediante técnicas RANS

5.1. Introduccion

Una vez comprobada la validez del cédigo para el estudio del flujo interno
en toberas de inyeccion Diesel, en el presente capitulo se abordara mediante
técnicas RANS el objetivo principal de esta Tesis: el estudio de la influencia del
levantamiento de aguja.

Para ello se analizard sobre la tobera multiorificio empleada en el capitulo
4, la evolucion de pardmetros como el gasto madsico, el flujo de cantidad de
movimiento, la velocidad efectiva o la turbulencia para diferentes posiciones
fijas de la aguja del inyector. Para cada una de estos levantamientos se han
simulado tres niveles de presidn de inyeccién (30, 80 y 160 MPa) variando a
su vez la presién de descarga, lo que ha dado como resultado un estudio de
540 simulaciones.

Precisamente, debido al elevado nimero de ejecuciones se han necesitado
mas de 89000 horas-CPU haciendo uso de los recursos de la NGI (National
Grid Initiative) espafiola [1] gracias a la colaboracién del grupo de Grid y
Computaciéon de Altas Prestaciones (GRyCAP) de la Universidad Politécnica
de Valencia.

121
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Un resumen de los resultados presentados en este capitulo puede encon-
trarse en el articulo "Study of the influence of the needle lift on the internal
flow and cavitation phenomenon in diesel injector nozzles by CFD using RANS
methods" [2] publicado en la revista "Energy Conversion and Management".

5.2. Anadlisis a alta presion de inyeccion

5.2.1. Comportamiento caracteristico del flujo a bajo y alto levan-
tamiento de aguja

Con el objetivo de facilitar la interpretacién y la compresion de la gran
cantidad de informacién obtenida de las simulaciones, en primer lugar se ex-
plicaran las diferencias existentes en el comportamiento del flujo entre un caso
a alto levantamiento de aguja (250 um) frente a un caso que se puede consi-
derar representativo de bajo levantamiento (30 um). Una vez analizadas las
diferencias entre ambos casos se procedera al andlisis del resto de geometrias,
que abarcan desde posiciones cercanas al cierre (10 um) hasta la posicion co-
rrespondiente a levantamiento maximo (250 um).

Gasto masico y apariencia de la cavitacion

Tal y como se vio en el capitulo 4, a la hora de analizar la evolucién del
gasto masico resulta imprescindible tener en cuenta el posible cambio de fase
del combustible debido a la cavitacion, puesto que este fendmeno va asociado
a numerosos efectos, entre los que destaca el colapso de gasto masico.

En la Figura 5.1 se ha representado el gasto mdsico para las diferentes
contrapresiones simuladas, correspondientes a levantamientos de 30 y 250
um, junto a diversos perfiles de cavitacion. Como puede apreciarse, para 250
um, el gasto masico aumenta con la raiz de la diferencia de presiones entre
la inyeccion y la descarga hasta alcanzar las condiciones criticas de cavita-
cién, correspondientes a una presién de descarga de 35 MPa (v/AP = 11.18
MPa). A partir de este punto, y a pesar de disminuir de manera considerable
la contrapresién hasta valores de 3 MPa, el gasto mdsico permanece invariable
[3-7].

Para todas las simulaciones cuya presion de descarga varia entre 50 MPa
y valores superiores a la presién correspondiente a las condiciones criticas de
cavitacion, el combustible se encuentra por completo en fase liquida. Sin em-
bargo, justo antes de alcanzar las condiciones criticas de cavitacién, la tobera
empieza a cavitar en la parte cercana al radio de acuerdo de entrada superior
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[8, 9], extendiéndose hacia la salida a lo largo de la pared superior del orificio
a medida que disminuye la contrapresion.
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Figura 5.1: Evolucion del gasto mdsico y de la cavitacion para levantamientos
de 30 umy 250 um. P; = 160 MPa - P, =50 - 3 MPa.

A bajo levantamiento, el gasto masico permanece colapsado para todas las
condiciones de presiéon simuladas como consecuencia de la presencia de bur-
bujas de vapor aguas arriba del orificio, en el asiento de aguja. No obstante,
prestando especial atencién a la apariencia de la cavitacidon para una presion
de descarga de 7 MPa, es posible observar mas diferencias en el desarrollo de la
cavitacién entre ambos levantamientos. Si bien para levantamientos grandes,
la cavitacién se desarrolla pegada a la pared superior del orificio sin expe-
rimentar cambios una vez alcanza la salida, para levantamientos pequefios la
cavitacion se produce en el asiento de la aguja y en la parte inferior del orificio
para contrapresiones relativamente bajas (10, 9, 7, 5 y 3 MPa).

El hecho de que la tobera cavite a lo largo de la pared superior o infe-
rior del orificio puede explicarse a través del uso de lineas de corriente, que
marcan el camino tedrico seguido por el fluido para alcanzar el orificio. Como
puede apreciarse en la Figura 5.2, la direccion del fluido es completamente
diferente dependiendo de la posicion de la aguja. Para altos levantamientos,
el combustible ocupa todo el volumen entre la pared de la aguja y la pared
de la tobera circulando a una misma velocidad antes de entrar en el orificio.
Una vez alcanza el orificio, debido al fuerte cambio de direccién y seccion,
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la capa limite tiende a separarse de la pared superior formdndose una "vena
contracta". Como consecuencia de la aceleracidn del combustible entre la vena
contracta y la pared superior del orificio de la tobera, la presion cae de manera
considerable, favoreciendo asi la aparicién de la cavitacién.

Figura 5.2: Lineas de corriente y aspecto de la cavitacion en el plano medio de la
tobera para levantamientos de 250 um y 30 um. P; = 160 MPa - P, = 7 MPa.

Sin embargo, a bajos levantamientos el fluido tiende a circular con mayor
velocidad en la zona cercana a la pared de la aguja, sufriendo una gran acele-
racion al pasar por el asiento de la aguja debido a la reduccion de la seccién
de paso. De esta manera, el combustible alcanza el saco de la tobera y entra al
orificio por su parte inferior. De nuevo, al entrar el fluido al orificio se produ-
ce el despegue de la capa limite, aunque en este caso de la parte inferior del
orificio, acelerando el combustible y provocando una fuerte caida de presion
que facilitara el cambio de fase del combustible de liquido a vapor.

La evolucidén de la presiéon dentro de la tobera para ambos levantamien-
tos puede verse en la Figura 5.3, donde se recogen los valores medios para
diferentes secciones repartidas a lo largo de todo el camino del flujo antes de
entrar en el orificio, incluyendo el asiento de la aguja (secciéon 10) y el saco
(secciones 14y 15).

Asi, para altos levantamientos de aguja la presidon se mantiene practica-
mente constante a lo largo de la tobera antes de entrar en el orificio. Sin em-
bargo, para bajos levantamientos, la presion sufre un fuerte descenso en la
zona de cierre de la aguja contra la pared de la tobera (provocando la apari-
cion de la cavitacion), aunque posteriormente se recupera antes de entrar al
orificio desde el saco.
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Figura 5.3: Evolucion de la presion media para distintas secciones de la tobera
para levantamientos de 30 umy 250 um. P; = 160 MPa - P, =7 MPa.

Flujo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva

Al igual que ocurre para el gasto masico, el flujo de cantidad de movimiento
del combustible a la salida de la tobera presenta diferencias significativas en
funcion de la posicion de la aguja.

Tal y como puede verse en la Figura 5.4, para un levantamiento de aguja
grande (250 um), el flujo de cantidad de movimiento del combustible a la
salida aumenta con la diferencia de presiones. Sin embargo, y al contrario de
lo que ocurre con el gasto masico, el flujo de cantidad de movimiento no sufre
ningun colapso, disminuyendo tnicamente la pendiente de crecimiento una
vez que se alcanzan las condiciones criticas de cavitacion [3].

Para bajos levantamientos, la evolucién de este parametro es completa-
mente diferente, puesto que se mantiene constante mientras la cavitacién apa-
rece Unicamente en el asiento de la aguja. Para valores de contrapresion me-
nores o iguales a 10 MPa, en las que la cavitacién se desarrolla también en el
orificio, el flujo de cantidad de movimiento experimenta un ligero crecimien-
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Figura 5.4: Evolucién del flujo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva
para levantamientos de 30 um y 250 um.

to debido a la reduccién de viscosidad del fluido (ndtese que, la viscosidad
del vapor es aproximadamente seis cientas veces menor que la viscosidad del
combustible en estado liquido).

Esta reducciéon de viscosidad favorece la disminucién de las pérdidas por
friccién con las paredes, y junto a la reduccion del didmetro efectivo como
consecuencia de la presencia de burbujas de vapor, provocan un aumento de
la velocidad en la seccién de salida [3, 4]. Este razonamiento sirve también
para justificar el aumento de velocidad efectiva visto en la Figura 5.4 para el
caso de 250 um entre /AP = 11.18 y 12.53 MPa (zona cavitante).

Coeficientes adimensionales

Una vez comprendida la evolucion del gasto masico, del flujo de cantidad
de movimiento y de la velocidad efectiva para ambos levantamientos de aguja,
queda por analizar el comportamiento de los coeficientes adimensionales de
flujo, que tal y como se explica en el capitulo 3, son parametros obtenidos a
partir de los anteriores.

Para ello, en la Figura 5.5 se ha representado los valores del coeficiente de
descarga, coeficiente de velocidad y coeficiente de area para todas las contra-
presiones simuladas manteniendo una presion de inyeccién de 160 MPa.

Analizando en primer lugar el comportamiento del coeficiente de descarga,
representado mediante tridngulos de color verde, llama la atencién los valores
tan bajos para un levantamiento de 30 um al compararlo con el caso de 250
pm. Sin embargo, este hecho queda justificado por las pérdidas localizadas en
el asiento de la aguja a bajos levantamientos y por las diferencias existentes
en la trayectoria del combustible antes de entrar en el orificio.
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Figura 5.5: Evolucién de los coeficientes de flujo adimensionales para levanta-
mientos de 30 um y 250 um.

En cuanto a la evolucidn de este coeficiente respecto a los valores de con-
trapresién simulados, para altos levantamientos el coeficiente de descarga se
mantiene constante mientras no existe cavitacién. Este comportamiento es
coherente con los resultados obtenidos por Schmidt et al. [10], quienes de-
mostraron que el coeficiente de descarga permanece constante en regimenes
claramente turbulentos. Una vez aparece la cavitacién, el coeficiente de des-
carga disminuye a medida que se reduce la contrapresion debido al colapso
de gasto madsico. Esta tendencia también puede apreciarse para el caso de 30
um, donde la existencia de vapor en el orificio y/o en el asiento de la aguja
provoca una caida de este coeficiente para todas las condiciones de presion
simuladas a medida que se reduce el valor de la presién de descarga.

Respecto a los valores obtenidos para el coeficiente de velocidad, la ten-
dencia para altos levantamientos resulta similar a la recogida en el apartado
4.7.3, puesto que dicho coeficiente permanece constante hasta alcanzar las
condiciones criticas de cavitacidon. A partir de dichas condiciones el coeficien-
te de velocidad aumenta con la diferencia de presiones entre la inyeccion y la
descarga. Para el caso de 30 um, el coeficiente de velocidad sufre inicialmente
un ligero descenso a medida que disminuye la contrapresion debido a que el
fluido experimenta en la zona del asiento de la aguja una notable pérdida de
carga. Para los valores de contrapresiéon mas bajos, la presencia de vapor en el
orificio provoca una reduccion de la viscosidad y de la seccidn de paso para el
combustible en fase liquida. Este hecho justifica el aumento del coeficiente de
velocidad observado para contrapresiones entre 10 y 3 MPa.

Por ultimo, en cuanto a los valores del coeficiente de drea, éste sigue el
comportamiento esperado. Para ambos levantamientos, y para el conjunto de
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contrapresiones que abarca desde 50 MPa hasta aquella en la que aparecen
las primeras burbujas de vapor en el orificio, el coeficiente de drea toma un
valor cercano a 1, puesto que el combustible en fase liquida puede ocupar toda
la seccion de paso del orificio. Una vez aparecen las primeras burbujas en el
orificio, correspodientes a una contrapresién de 35 y 10 MPa para los casos
de 30 y 250 um respectivamente, el drea efectiva disponible para el paso de
combustible se reduce. Esto ultimo se traduce en un descenso del coeficiente
de area. Notese que el coeficiente de area para bajos levantamientos cuando
existe cavitacidon unicamente en el asiento de la aguja presenta el mismo valor
que en condiciones no cavitantes (C, = 1).

5.2.2. Evolucidn del flujo interno durante el proceso de apertura
o cierre del inyector

Después de explicar detenidamente el comportamiento del flujo interno
para un caso representativo de levantamiento de aguja grande y otro pequeiio,
el andlisis para el resto de posiciones resulta relativamente mds sencillo.
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Figura 5.6: Evolucion del gasto mdsico, flujo de cantidad de movimiento y velo-
cidad efectiva para todos los levantamientos simulados a P; = 160 MPa.
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En la Figura 5.6 se han representado todos los valores de gasto masico,
cantidad de movimiento y velocidad efectiva para los diez levantamientos si-
mulados, que como se ha dicho anteriormente abarcan desde 250 um hasta
10 um. Precisamente desde esta ultima posicion en la que la aguja cierra ca-
si por completo el paso de combustible, hasta un levantamiento de 75 um,
el gasto masico aumenta desde valores muy pequefios (1.2 g/s) hasta valo-
res caracteristicos de condiciones de levantamiento maximo (48-52 g/s). De
hecho, para levantamientos mayores que 75 um, la cantidad de combustible
inyectado apenas varia para todas las condiciones de presion simuladas. Este
comportamiento se repite para los casos de 75, 100, 150, 200 y 250 um.

Asi, para un levantamiento mayor o igual a 75 um, el comportamiento es
similar al caso visto anteriormente de 250 um, mientras que para levantamien-
tos entre 10 y 50 um, el fluido se comporta de manera similar al caso de 30
um, permaneciendo colapsado el gasto masico por la cavitacion desarrollada
en el asiento.

Al igual que ocurre para el gasto masico, el flujo de cantidad de movimien-
to permanece insensible una vez la aguja alcanza los 75 um, variando desde
valores cercanos a 0 para los levantamientos mas pequeiios e incrementando
su valor a medida que la aguja asciende.

Obviamente, como la velocidad efectiva y los coeficientes adimensionales
(ver Figura 5.7) son calculados a partir de los valores de flujo de cantidad de
movimiento y de gasto mdsico, estos parametros siguen la misma tendencia
que los anteriores, es decir, muestran un aumento significativo de sus valores
hasta 75 um.

Por otra parte, resulta también interesante remarcar las diferencias existen-
tes entre las condiciones de presion necesarias para la aparicion de la cavita-
cién en el orificio en funcién de la posicion de la aguja. Como se ha comentado
anteriormente, la caida de presién en el asiento de la aguja aumenta a medida
que la aguja desciende, siendo por tanto esperables diferencias en la aparien-
cia de la cavitacién en funcién del levantamiento para las mismas condiciones
de presion. Con el objetivo de remarcar este hecho se ha trazado una linea
discontinua en la grafica correspondiente a los valores de velocidad efectiva,
indicando el punto en el cual la cavitacién empieza a aparecer en el orificio
para levantamientos entre 10 y 50 um. Otra forma alternativa de analizar este
fenémeno es a través del numero de cavitacion critico (ver Figura 5.8), calcu-
lado a partir de la ecuacién 5.1, donde P;,;; se corresponde con el valor de la
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Figura 5.7: Evolucidn de los coeficientes adimensionales para todos los levanta-
mientos simulados para P; = 160 MPa.

presion de descarga para el cual se inicia la cavitacion en el orificio.

pi — Dy
Kepig = 520 (5.1)
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Figura 5.8: Niimero de cavitacion critico para levantamientos de aguja entre 10
y 50 um a P; =160 MPa.
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A la vista de la Figura 5.8 se puede apreciar que el nimero critico de cavi-
tacion es menor a medida que desciende la aguja y, por tanto, se necesita una
menor presién de descarga para encontrar las primeras burbujas en el orificio
ya que la presién del fluido justo antes de la entrada del orificio también es
menor.

5.2.3. Turbulencia

Uno de los parametros mds utiles para estudiar el desarrollo de la turbulen-
cia es la energia cinética turbulenta, definida como la energia cinética media
por unidad de masa asociada a los remolinos formados en flujos turbulentos.
Su andlisis resulta especialmente interesante en este caso, teniendo en cuenta
las importantes diferencias existentes en la geometria como consecuencia de
las distintas posiciones de la aguja del inyector.

En la Figura 5.9 se ha representado los contornos de energia cinética tur-
bulenta en el plano medio de la tobera para los levantamiento de 20, 50 y
250 um para un contrapresion de 7 MPa. En ella se puede comprobar como la
localizacién de la zona mds turbulenta en la tobera depende de la posicion de
la aguja.

250 um 50 pm 20 um

Energia cinética turb. m2/s2)
10002900 | 3000, 4000,

LTI D
0 5000

Figura 5.9: Energia cinética turbulenta para levantamientos de 250, 50 y 20
um. P; =160 MPa - P, =7 MPa.

Para altos levantamientos, la parte superior del orificio es la zona con valo-
res mds altos de turbulencia, mientras que para bajos levantamientos la zona
mas critica pasa a ser el asiento de la aguja. Estas diferencias pueden ser justi-
ficadas teniendo en cuenta la evolucion de la presion en el interior de la tobera
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vista en la Figura 5.3. En concreto, para levantamientos menores o igual a 50
um el flujo experimenta una importante caida de presion en el asiento, y para
altos levantamientos el mayor descenso de presidn se produce en la entrada
del orificio como consecuencia del cambio de direccién del fluido.

Sin embargo, teniendo en cuenta que el desarrollo de la turbulencia esta
claramente relacionado con el incremento de velocidad y, por tanto de la caida
de presion, no sélo cabe esperar un cambio en la localizacién de la zona con
mayor turbulencia, sino también un incremento de su intensidad a medida
que desciende la aguja, puesto que la caida de presién sera mayor. De hecho,
comparando los campos de energia cinética turbulenta para 20 y 50 um se
observa un aumento de los valores maximos de energia cinética turbulenta
(valores representados en color rojo).

5.2.4. Influencia de la posicion de la aguja sobre el desarrollo del
chorro

A la hora de estudiar la influencia del flujo interno sobre la formacién y
desarrollo del chorro, resulta imprescindible conocer en detalle las propieda-
des del flujo a la salida de la tobera. Como se ha visto en los apartados ante-
riores, la posicion de la aguja cambia por completo las condiciones de salida
del combustible, y por tanto las condiciones de contorno iniciales del spray.

Sin embargo, hasta ahora iinicamente se han analizado los valores medios
en la seccidn de salida, olvidando la distribucion espacial de propiedades como
la densidad o la velocidad, claves en la penetracion y angulo del chorro [11].
Por ello, en la Figura 5.10 se han representado los campos de velocidad y
densidad junto a la fase vapor para dos levantamientos, 75 y 30 um.

En esta figura se puede comprobar como para un levantamiento de 75 um,
al igual que ocurre para levantamientos superiores, la existencia de vapor en
la parte superior del orificio provoca valores de densidad y velocidad muy
pequeios. Esta asimetria entre la parte superior e inferior de las propiedades
del combustible a la salida del orificio da lugar a chorros asimétricos, tal y
como observo Blessing et al. [12] mediante la visualizacién del flujo interno y
del spray en toberas transparentes.

Para el caso de 30 um, en el que el vapor se sitia en la parte inferior del
orificio sin alcanzar la salida, la distribuciéon de densidad en esta seccion es
constante y de valor igual a la densidad del combustible en estado liquido.
No obstante, la presencia de vapor en el interior del orificio es suficiente para
provocar un campo de velocidad variable, con valores muy pequefios en la
parte inferior, dando lugar nuevamente a chorros asimétricos.
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Figura 5.10: Distribucién en la seccién de salida de velocidad, densidad y fase
vapor para levantamientos de 75 y 30 um. P; = 160 MPa - P, = 70 MPa.

Esta asimetria esperada en el desarrollo del chorro no es inicamente de-
bida a la variacién de la velocidad en la seccidn de salida, sino que tambien
estd acentuada por el cambio de direccidon de ésta. Si bien el combustible en
ausencia de cavitacion sale de la tobera con un dngulo de inclinacién practica-
mente nulo respecto al eje del orificio, la existencia de cavitacién provoca un
aumento de la componente radial de la velocidad, y por tanto, un cambio de
la direccién del flujo.
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Figura 5.11: Desviacion del flujo respecto al eje del orificio para los levantamien-
tos de 75y 30 um. P; =160 MPa - P, = 70 MPa.

Como ejemplo de ello, la Figura 5.11 muestra la desviacion del combustible
en el plano xy respecto a la direccién axial del orificio. Para ambos levanta-
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mientos, el combustible sale con una direccidn paralela al eje del orificio en
la zona no influenciada por la cavitaciéon. Sin embargo, en la parte superior
de la seccion de salida para el caso de 75 um y en la parte inferior del caso
cuyo levantamiento es de 30 um, el angulo de salida del combustible varia
notablemente debido a la salida de vapor.

5.3. Anadlisis a media y baja presion de inyeccion

Una vez explicado el comportamiento del combustible para cualquier posi-
cién de aguja para una presion de inyeccion caracteristica de un motor Diesel
common-rail trabajando a plena carga, en los siguientes apartados se analizara
el desarrollo del flujo interno para una presién de inyecciéon media (80 MPa)
y una presion de inyeccion relativamente baja (30 MPa).

No obstante, con el objetivo de no ser redundante se presentaran directa-
mente los resultados de todos los levantamientos de manera conjunta, puesto
que los conceptos fundamentales ya han sido desarrollados en los apartados
anteriores.

5.3.1. Gasto masico

La Figura 5.12 muestra los valores de gasto masico para todas las geome-
trias simuladas para una presién de inyeccién de 80 y 30 MPa. Una de los
primeras conclusiones que se pueden extraer observando ambas graficas es la
invariabilidad de las caracteristicas del flujo a la salida de la tobera una vez la
aguja alcanza los 75 um. Al igual que ocurria para una presién de 160 MPa, el
valor del gasto mésico aumenta a medida que la aguja asciende hasta alcanzar
un levantamiento de 75 um, a partir del cual apenas varia.

Los resultados obtenidos para una presion de inyeccion media (grafica de
la izquierda) son similares a los resultados mostrados para P; = 160 MPa. Asi,
mientras que para bajos levantamientos el gasto masico permanece colapsado
para todas las contrapresiones debido a la existencia de vapor en el asiento
de la aguja, para altos levantamientos, de nuevo se tiene un primer tramo en
el que todo el combustible se encuentra en fase liquida y un segundo tramo
en el que la cavitacién desarrollada en el orificio provoca el colapso del gasto
madsico.

Para una presién de inyecciéon de 30 MPa el comportamiento del flujo in-
terno es sustancialmente diferente, puesto que al contrario de lo que ocurria
para las demds presiones de inyeccion para todos los levantamientos entre 10
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Figura 5.12: Evolucién del gasto mdsico para una presién de inyeccién de 80
MPa (izquierda) y 30 MPa (derecha).

y 50 um, el gasto masico presenta un ligero crecimiento para las contrapre-
siones mas elevadas. La pequeiia diferencia de presion entre la inyeccion y la
descarga es insuficiente para producir una caida de presion por debajo de la
presion de saturacion del combustible en el asiento de la aguja, por lo que todo
el combustible que circula por la tobera se encuentra en fase liquida. Sin em-
bargo, para contrapresiones mas bajas el gasto permanece colapsado debido a
la aparicién de la cavitacién en el asiento.

Es importante resaltar las diferencias existentes en las condiciones criticas
de cavitacion para levantamientos entre 10 y 50 um. A la vista de la grafica
resulta evidente que a medida que aumenta el levantamiento de aguja es nece-
saria una menor presion de descarga para alcanzar dichas condiciones, como
consecuencia de la menor reduccién de seccién de paso.

Por otra parte, para levantamientos mayores de 50 um el salto de presiones
entre la inyeccion y la descarga es tan pequefio para una presion de inyeccion
de 30 MPa, que soélo es posible encontrar burbujas de vapor para las contra-
presiones de 30, 50 y 70 MPa.

5.3.2. Flujo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva

Tal y como ocurre a alta presién de inyeccion, los valores de flujo de can-
tidad de movimiento obtenidos en la salida de la tobera vienen marcados por
la existencia o ausencia de la cavitacion.

Como puede verse en la Figura 5.13, el comportamiento para levantamien-
tos mayores de 50 um sigue siendo similar al visto a alta presidn de inyeccidn,
aunque como se puede apreciar para 80 MPa la diferencia en la localizacién
de las condiciones criticas de cavitacién condiciona el cambio de pendiente.
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Figura 5.13: Evolucién del flujo de cantidad de movimiento para una presion de
inyeccion de 80 MPa (izquierda) y 30 MPa (derecha).

Para bajos levantamientos, a 80 MPa la fuerza del chorro se mantiene prac-
ticamente constante mientras que el vapor ocupa Unicamente el asiento de la
aguja, creciendo una vez aparecen las primeras burbujas de vapor en la zona
inferior del orificio. En cambio, para una presién de inyeccion de 30 MPa la
evolucién es completamente distinta. En primer lugar, el flujo de cantidad de
movimiento aumenta debido a la ausencia de cavitacién. Posteriormente, una
vez aparece en la zona de cierre entre la aguja y la pared de la tobera, el flujo
de cantidad de movimiento permanece constante. El hecho de que el orificio
no llegue a cavitar elimina la posibilidad de un posterior crecimiento para las
presiones de descarga mas bajas.

Respecto a la velocidad efectiva de inyeccidn, al ser un parametro obtenido
a partir de los valores de flujo de cantidad de movimiento y gasto masico, sigue
las tendencias marcadas por éstos. Para levantamientos de aguja entre 75y 250
umy para ambas presiones de inyeccidn, la velocidad crece con una pendiente
constante hasta que se alcanzan las condiciones criticas de cavitacion en el
orificio. A partir de ese momento la velocidad efectiva sufre un aumento de
pendiente debido al colapso de gasto masico.

Para levantamientos menores de 75 um a 80 MPa de presion de inyeccion,
el hecho de que tanto el gasto masico como el flujo de cantidad de movimiento
permanezcan invariables a pesar de la disminucion de la contrapresién para la
mayoria de contrapresiones simuladas da lugar a una velocidad de inyeccién
constante. Posteriormente, el aumento de la cantidad de movimiento para las
presiones de descarga mas bajas debido a la reduccion de la friccién del flui-
do con las paredes del orificio por el fenémeno de la cavitacién provoca una
aumento de la velocidad. En cambio para estas mismas posiciones de la aguja
del inyector a baja presién de inyeccién, la evolucion de la velocidad efectiva
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Figura 5.14: Evolucién de la velocidad efectiva para una presion de inyeccion de
80 MPa (izquierda) y 30 MPa (derecha).

es completamente diferente, apoyado como se ha comentado en el apartado
anterior, en la existencia de un primer tramo de contrapresiones para las cua-
les no existe cavitacién y un segundo tramo en las que cavita en el asiento de
la aguja. Es por esto por lo que inicialmente la velocidad crece debido tnica-
mente al aumento de la diferencia de presion entre la inyeccidn y la descarga,
y posteriormente una vez alcanzadas las condiciones para las que se produce
cavitacién, la velocidad permanece practicamente constante.

5.3.3. Coeficientes adimensionales

Teniendo en cuenta que el comportamiento del combustible a alta y media
presidon es muy parecido, la evolucion de los coeficientes adimensionales de
flujo serd también similar.

A la vista de las Figuras 5.15 y 5.16 se puede apreciar un descenso del
coeficiente de descarga independientemente de la posicién de la aguja a partir
de la aparicién de combustible en fase vapor en la tobera, bien sea aguas arriba
del orificio (como ocurre para P; = 80 MPa) o en el propio orificio (situacién
dada para P; = 30 MPa).

El valor maximo en condiciones no cavitantes para las presiones de in-
yeccion de 30 y 80 MPa es de aproximadamente 0.8 y 0.85 respectivamente,
siendo este ultimo valor similar a los valores obtenidos para una presién de
inyeccion de 160 MPa. Este resultado indica que, para las presiones de inyec-
cién alta y media, el combustible se encuentra en régimen turbulento, en el
que el coeficiente de descarga es independiente del niimero de Reynolds [10].
En cambio, para una presion de inyeccion de 30 MPa, el coeficiente de descar-
ga aumenta con el niimero de Reynolds siempre y cuando no exista cavitacion
y no se haya alcanzado un régimen turbulento.
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Figura 5.15: Evolucién de los coeficientes adimensionales para todos los levan-
tamientos simulados para P; = 80 MPa

En cuanto a la relacién entre la velocidad real y la velocidad tedrica del
fluido, se puede observar como a una presién de inyeccién de 80 MPa el coe-
ficiente de velocidad permanece constante en condiciones no cavitantes. Si
existe cavitaciéon dicho coeficiente puede comportarse de dos maneras: i) si el
vapor se desarrolla en el orificio, bien sea a lo largo de la pared superior o
inferior del mismo, éste experimenta un aumento como consecuencia de las
menores pérdidas por friccion y de la reduccidn de seccion; ii) si por el contra-
rio el vapor se concentra en el asiento, la relacién entre la velocidad real y la
velocidad de Bernoulli disminuye puesto que el fluido experimenta en la zona
de cierre entre la aguja y la pared de la tobera una notable pérdida de carga.

El coeficiente de velocidad a baja presiéon de inyecciéon (30 MPa) sigue
un comportamiento similar, aunque inicialmente experimenta un ligero cre-
cimiento debido a que el niimero de Reynolds no se encuentra en regimenes
turbulentos. Sin embargo, una vez aparece combustible en fase vapor, la rela-
cién entre la velocidad real y la velocidad de Bernoulli sigue la misma tenden-
cia observada anteriormente.

Finalmente, atendiendo a la relacién entre al area efectiva disponible para
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el paso de combustible y el area geométrica (dada por el didmetro de salida de
la tobera), éste muestra al igual que a alta presion un valor constante e igual
a la unidad mientras no existe vapor en el orificio, y por tanto toda la seccion
de paso en el orificio esta ocupada por liquido. Una vez aparecen las primeras
burbujas en el orificio el area de paso disponible disminuye, reduciéndose para
los casos mas extremos hasta en un 12 %.

1
0.9
0.8
0.7
0.6
0.5
0.4
0.3
0.2
0.1

0

Coeficiente de descarga [-]

1

25 MPa 15MPa 5 ypa | = 0.8 25 MPa 15MPa  5MPa [
A T - U 5 0)
BREEag 250 um ] B & QQQ@!“ 250 um
% ¢ & o, Q% O 200 ym g 0.8 53 * ¢ g’ O 200 um
. | *’,.. O 150 um 8073 L x x %, e O 150 um
A A A * P, 100 pm 2 06 A A A * k%o 100 um
A B | x 75um o 0.5 A *k** % 75um
L A, *% | & s50um 304 LI - A, * | & 50um
"a Mana | * 4oum € . " Mass | * 40um
'-__. A 30um o 03 '--.. A 30um
o o o o4 " m o20um L 0.2 o o © o, " m 20um
®®®eoe | @ 10um 2 041 ®e®ece @ 10um
115 2 25 3 354 455 55 6 115 2 25 3 354 45 5 55 6
V3P [WPal {3 [WwiPal
11
25MPa 15MPa 5MPa I
E 250 um
S 11 = mwwm 24 O 200um
b . NH@%Q*! O 150 yum
2 il 100 pm
o 0.9 ), ¥ 75um
e B e soum
g * 40 pm
% 0.8 A 30pum
o m 20um
o ® 10um
0.7 L e e e o B B .I
1152 25 3 354 455 556

VAP [VMPal

Figura 5.16: Evolucién de los coeficientes adimensionales para todos los levan-
tamientos simulados para P; = 30 MPa
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Capitulo 6

Estudio de la influencia del
levantamiento de aguja
mediante técnicas LES

6.1. Introduccion

Como ya se ha visto en el capitulo anterior, las elevadas velocidades del
combustible en el interior de las toberas de inyeccidon aseguran un régimen
turbulento para multitud de condiciones de trabajo tipicas de un motor Diesel.
Es por ello que parece necesario dedicar especial atencién al modelado de la
turbulencia.

El modelado de la turbulencia mediante Large Eddy Simulation (LES) per-
mite resolver los remolinos de mayor tamafio presentes en el flujo, modelando
los remolinos mds pequefios [1-3]. Esta técnica ofrece informacién mas deta-
llada respecto a la aplicacién de técnicas RANS a cambio de un mayor coste
computacional. Por esta razon, en el presente capitulo se llevara a cabo un
estudio acerca de la influencia del levantamiento de aguja mediante técnicas
LES. No obstante, en este estudio, similar al del capitulo 5, se simulara unica-
mente una condicidn de presién (P; = 160 MPa - P, = 9 MPa) a partir de la
que se obtendra informacion relevante para explicar las particularidades del
fenémeno de la cavitacién en toberas de inyeccidn Diesel, como su relacién en
el desarrollo de la turbulencia.

141
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6.2. Descripcion y validacion del estudio computacio-
nal

El estudio computacional mediante Large Eddy Simulation se llevara a ca-
bo simulando la tobera multiorificio utilizada en los capitulos 4 y 5. En estos
dos capitulos se ha validado el codigo y estudiado el flujo interno modelando
la turbulencia mediante métodos RANS. Por ello, resulta imprescindible antes
de pasar a estudiar en detalle la influencia de la posicién de aguja sobre el
flujo interno realizar una sencilla validacién del modelo en su versién LES.

Para ello, se realizardn cuatro simulaciones a levantamiento maximo de
aguja (250 um), manteniendo fija la presién de inyeccién en 160 MPa y va-
riando la contrapresion en cuatro valores diferentes (3, 5, 7 y 9 MPa). Estas
condiciones de presién coinciden con aquellas empleadas en la validacion del
codigo en su version RANS. De este modo, se dispone de resultados compu-
tacionales y experimentales para su comparacion.

El uso de métodos LES implica la resolucion de las escalas turbulentas de
igual o mayor tamafio que el tamafio de cada celda y el modelado de las escalas
mas pequeias. Por esta razdn resulta interesante utilizar el menor tamafio de
celda posible, valorando en todo momento su posible coste computacional.
Teniendo en cuenta esta limitacién, se empleard para el mallado de la tobera
un tamafio de celda en el orificio que varia de 0.6 um en las proximidades de la
pared hasta 3 um (D,/56.67) en el nucleo del orificio. Para el resto del volumen
de la tobera (saco, asiento, etc.) se utilizara un tamafio de celda de 8 um. Estos
valores de tamafio de celda han dado lugar a una malla de aproximadamente
2000000 de celdas, con un coste computacional asociado para simular 100
us de 90 dias con 30 procesadores en paralelo en el supercomputador Tirant.
Este supercomputador perteneciente a la Red Espafiola de Supercomputacion,
estd formado por 256 ordenadores blade JS20 de IBM, cada uno de ellos con
2 procesadores PowerPC 970+ y 4 GB de memoria RAM.

Una de las etapas mas criticas a la hora de configurar simulaciones de tipo
LES es sin duda la correcta eleccion de las condiciones de contorno, especial-
mente la condicién de entrada [3, 4]. La configuracion de esta condicion de
contorno en este tipo de simulaciones supone en la mayoria de los casos un
problema de gran complejidad, ya que el comportamiento del fluido dentro
del dominio simulado puede estar determinado en gran parte por la condi-
cién de contorno de entrada. Idealmente el flujo de entrada debe incluir una
componente variable estocdstica, de tal manera que las estructuras del flujo
introducidas sean capaces de actuar como la propia turbulencia y reprodu-
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cir los niveles de turbulencia correctos con sus correspondientes variaciones
temporales y espaciales de velocidad [5].

Sin embargo, en algunos casos la turbulencia en la entrada no tiene efectos
importantes en el desarrollo del flujo aguas abajo. Este es el caso de la tobera
multiorificio simulada, en la que se han evaluado tres condiciones de contorno
de entrada diferentes: una valor de presién constante, un valor de presién con
un cierto ruido aleatorio [6, 7] y una canal previo que permite generar un
cierto nivel de turbulencia en el flujo, para ser posteriormente introducidas en
la geometria real como condicion de entrada [5]. Este tltimo caso puede verse

en la Figura 6.1.

Actualizacion de
las condiciones
de contorno de la
entrada virtual

Configuracion de
las condiciones
de contorno de la
entrada real

Figura 6.1: Esquema representativo del funcionamiento de la condicion de con-
torno de entrada con canal previo.

La comparacion de los resultados de estas tres condiciones de contorno no
muestran diferencias significativas en términos de caracteristicas del flujo y de
apariencia de la cavitacién. Este hecho viene propiciado por las bajas veloci-
dades del combustible en la secciéon de entrada de la tobera, que provoca que
a pesar de introducir artificialmente cierta turbulencia acabe por extinguirse
mucho antes de atravesar el punto de cierre de la aguja contra la pared de la
tobera. Sin embargo, si se obtienen grandes diferencias atendiendo al coste
computacional. Asi, la utilizacién de un canal previo para obtener condiciones
de entrada mas realistas o la introduccion de un pequefio ruido aleatorio pro-
voca un incremento notable del tiempo necesario para finalizar la simulacion.
Por estas razones, en este estudio se ha optado por mantener una condicion
de presion fija en la seccion de entrada de la tobera.

Para llevar a cabo la validacién del modelo, se han calculado para cada
condicién de presién los valores de gasto masico y velocidad efectiva en la
seccién de salida. Al contrario de lo que ocurria aplicando técnicas RANS, y



144 CAP 6 ESTUDIO DEL LEVANTAMIENTO DE AGUJA MEDIANTE TECNICAS LES

tal como puede verse en la Figura 6.2, las propiedades del flujo en simulacio-
nes LES varian ligeramente con el tiempo. Estas fluctuaciones, que se deben a
la resolucién de las escalas turbulentas, obligan a realizar un promedio tem-
poral para obtener un valor representativo. Con este fin, se han promediado
las caracteristicas del flujo a la salida durante un tiempo equivalente a quince
veces el tiempo necesario para que una particula de fluido recorra el orificio
de descarga.
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Figura 6.2: Evolucién del gasto mdsico con el tiempo para la simulacion P; =
160 MPa - P, =5 MPa en una simulacién RANS y LES.

La Figura 6.3 recoge los resultados obtenidos experimentalmente junto con
los valores procedentes del cddigo en su vertiente RANS y LES. A la vista de
las graficas de gasto masico y velocidad efectiva, queda claro que ambas ver-
siones del modelo muestran las mismas tendencias de comportamiento. Tan-
to para los resultados experimentales como computacionales, el gasto masico
permanece colapsado por el desarrollo de la cavitacion. Ademas, debido a la
reduccién de la pérdidas por friccion y de la disminucion de la seccion de paso
efectiva, la velocidad efectiva aumenta.

Si bien las tendencias mostradas por los resultados experimentales y
computacionales son similares, existen diferencias entre los valores obtenidos
mediante métodos RANS y LES. Para todas las condiciones de presién, el em-
pleo de Large Eddy Simulation proporciona mayores valores de gasto masico
y menores valores de velocidad efectiva que los obtenidos mediante métodos
RANS. En concreto, esta desviacion se sitia en torno al 6 % para la cantidad de
combustible inyectada y de un 7 % para la velocidad de salida del combustible.
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Figura 6.3: Comparacion de los resultados experimentales frente a los resultados
proporcionados por el modelo en su version RANS y LES.

Comparando de manera andloga los valores proporcionados por el cédigo
aplicando técnicas LES con los resultados experimentales, las diferencias au-
mentan en el caso del gasto masico. Si bien los resultados del modelo RANS ya
sobreestimaban los valores obtenidos experimentalmente, la utilizaciéon de téc-
nicas LES aumenta ligeramente esta desviacion, situdndose en torno al 10 %.
Respecto a la velocidad efectiva de inyeccidn, los valores predecidos por el
cédigo en su version LES se sitian entre los valores experimentales y los del
modelo en su versién RANS. Por ello la desviacidn entre resultados compu-
tacionales y experimentales al aplicar Large Eddy Simulation se reduce del
7% al 4 %.

Otro de los pardmetros interesantes a la hora de comparar los resultados
proporcionados por el cédigo aplicando distintas técnicas en el modelado de
la turbulencia es la apariencia de la cavitacién. Por esta razon se ha represen-
tado en la Figura 6.4 la fase vapor promedio y la desviacién tipica en siete
secciones del orificio para el caso P; = 160 MPa - P, = 5 MPa. En dicha fi-
gura, se puede comprobar como la cavitacion en ambos casos se inicia en el
radio de acuerdo de entrada y se desarrolla a lo largo de la pared superior
del orificio. También en ambos casos la intensidad de la cavitacién disminuye
a medida que avanza hacia la cdmara de descarga y acaba ocupando parte
de la seccion central del orificio en las cercanias de la seccion de salida. Sin
embargo, tal y como puede observarse en las imdgenes correspondientes a la
desviacidn tipica, la utilizacién de un modelo RANS proporciona un campo de
cavitacion completamente estable sin variaciones temporales, mientras que la
utilizacion de métodos LES permite comprobar el marcado caracter transitorio
del fenémeno de la cavitacién. Precisamente a partir de los valores de desvia-
cién tipica obtenidos mediante Large Eddy Simulation, se puede establecer
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que la apariencia de la cavitacién que se encuentra en la zona préxima a la
entrada del orificio no sufre apenas variaciones con el tiempo ya que la des-
viacién tipica en esta parte del orificio es practicamente nula. A medida que
se aleja de la entrada del orificio, los valores de desviacion tipica de la fase
vapor aumentan, acentuando su cardcter transitorio y, por tanto, dando lugar
a grandes variaciones temporales de la cavitacion.

RANS LES

Promedio

Desviacion
tipica ‘

Figura 6.4: Comparacién de la fase vapor promedio y de la desviacion tipica
proporcionadas por el modelo en su version RANS y LES.

A la vista de los resultados obtenidos y, teniendo en cuenta la dificultad
que supone el modelado de flujos cavitantes y las incertidumbre propias de las
herramientas experimentales empleadas, se puede afirmar que el modelo en
su versién LES es igualmente capaz de predecir el comportamiento del flujo
con suficiente grado de precision.

Una vez comprobado el potencial del cddigo introduciendo los efectos de la
turbulencia mediante métodos LES, se estudiara la influencia que presenta la
posicién de la aguja sobre el flujo interno. Este estudio comprendera la simu-
lacién de seis geometrias que reproducen distintos levantamientos de aguja:
10, 30, 50, 75, 100 y 250 um.

6.3. Desarrollo del flujo interno y aspecto de la cavita-
cion

El empleo de una presidn de inyeccién elevada (160 MPa) junto con la uti-
lizacién de una tobera con orificios de descarga cilindricos favorecen el cambio
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de fase del combustible debido al fendmeno de la cavitacidn. En la Figura 6.5,
se ha representado la fase vapor de combustible a través de isosuperficies de
y = 0.3 (ver ecuacién 4.20) para diferentes instantes temporales y a levanta-
miento maximo de aguja. Como puede apreciarse en dicha figura, la cavitacion
es un fenémeno transitorio, variando su apariencia con el paso del tiempo. No
obstante, a pesar de ser un fendmeno transitorio, la fase vapor siempre tiene
su origen en el radio de acuerdo superior de la entrada del orificio. A partir de
esta zona de la tobera, la fase vapor se extiende a lo largo del orificio ocupando
la parte superior del mismo hasta alcanzar la seccidn de salida.

La fase vapor desarrollada para las simulaciones con un levantamiento de
100 y 75 um tiene una apariencia similar. Para levantamientos menores de
75 um sigue apareciendo vapor en el orificio, aunque también en el asiento
de la aguja. Este hecho concuerda con la apariencia obtenida mediante téc-
nicas RANS en el capitulo 5. Como ejemplo de ello, la Figura 6.6 muestra la
evolucién de la cavitacién mediante isosuperficies de y = 0.3 para el caso de
30 um. En este caso, representativo de las simulaciones cuyo levantamiento
se encuentra entre 75 y 20 um, la cavitacion se genera en la zona de cierre
de la aguja contra la pared de la tobera, aguas arriba del orificio. Este vapor
alcanza el orificio y debido a la direccion del flujo entra por la zona central e
inferior. La cantidad de combustible que cambia de fase aumenta cuando éste
entra en el orificio como consecuencia del cambio de direcciéon del fluido. Sin
embargo, a diferencia de los casos con levantamientos mayores de 50 um, el
fluido entra por la parte inferior del orificio, provocando la cavitacién en el
radio de acuerdo de entrada inferior.

Tal y como ya se establecid en el capitulo anterior, las diferencias encontra-
das en la apariencia de la cavitacion son consecuencia del cambio de geometria
asociado a la posicion de la aguja. Este cambio de posiciéon modifica por com-
pleto la evolucién de la presidon dentro de la tobera, y por tanto, la direcciéon
del fluido.

Como se recoge en la Figura 6.7, para grandes levantamientos, la presién
se mantiene practicamente constante a lo largo de la tobera hasta alcanzar el
orificio. A medida que la aguja desciende, el drea de paso para el combustible
entre la aguja y la pared de la tobera se reduce. Este hecho provoca una caida
de presién cada vez mayor, que para levantamientos menores de 75 um es
suficiente para provocar la aparicién de la cavitacion en el asiento de la tobera.
Consecuentemente, el combustible experimentara un aumento considerable
de la velocidad que provoca su entrada en el orificio preferentemente desde
su parte central e inferior.
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Figura 6.5: Evolucion en el tiempo de isosuperficies de y = 0.3 para un levanta-
miento de aguja de 250 um.
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Figura 6.6: Evolucion en el tiempo de isosuperficies de y = 0.3 para un levanta-

miento de aguja de 30 ym.
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Figura 6.7: Campo de presién para levantamientos de 250 um (izquierda) y 30
um (derecha).

Atendiendo a este cambio de direccién del fluido en el interior de la tobera,
la Figura 6.8 muestra la trayectoria del combustible en funcion de la posicion
de la aguja, a través de lineas de corriente superpuestas sobre la distribucion
de velocidad en el plano medio de la tobera. Gracias a ella, se puede confirmar
las diferencias de comportamiento establecidas sobre el diferente comporta-
miento del flujo interno entre levantamientos relativamente pequefios (<75
um) y considerablemente grandes (=75 um).

Otra forma interesante de analizar el desarrollo de la cavitacién es me-
diante secciones transversales en el orificio. De esta forma se puede estudiar
la distribucién e intensidad del vapor generado a lo largo de todo el orificio.
Como muestra de ello, la Figura 6.9 recoge el aspecto de la cavitacién en siete
secciones transversales equidistantes a lo largo del orificio para los levanta-
miento de 10, 30, 50, 75 y 250 um. Junto a ellos, se incluye ademas una vista
general de la cavitacidn en la tobera, de manera que se puede facilmente com-
probar qué zonas presentan combustible en fase vapor.

Centrando la atencion en el orificio de descarga, se puede establecer que
la intensidad de la cavitacion en la zona cercana al radio de acuerdo superior
disminuye a medida que la aguja desciende. La reduccion de seccién de paso
en la zona de cierre a medida que desciende la aguja provoca una caida de
presion en dicha zona que cambia la direccién principal del flujo. Este cambio
de direccion favorece la entrada de combustible en el orificio por la parte cen-
tral e inferior, reduciendo asi el cambio brusco de direccién que sufre el flujo
para entrar al orificio que se produce para levantamientos grandes.
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Figura 6.8: Campo de velocidad y lineas de corriente para levantamientos de
250 um (izquierda) y 30 um (derecha).

Figura 6.9: Aspecto de la cavitacién para levantamientos de 10, 30, 50, 75 y
250 ym.
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Otro de los aspectos importantes a destacar a la vista de la Figura 6.9 es
la casi inexistencia de vapor en el orificio para el levantamiento de 10 um. Es
tal la reduccién de seccion producida en el asiento de la aguja, que el fluido es
incapaz de recuperar su presion hasta valores que puedan ser suficientemente
altos para provocar el cambio de fase de gran cantidad de combustible en el
radio de acuerdo inferior.

6.4. Caracteristicas del flujo a la salida de la tobera

Tal y como se vio en el capitulo anterior, no sélo la apariencia de la cavita-
cién sufre importantes cambios en funcién de la posicion de la aguja. De ella
dependeran también en gran medida las caracteristicas del combustible a la
salida de la tobera y, por tanto, las condiciones iniciales del chorro [8-10].

Obviamente, el area disponible para el paso de combustible en el asien-
to de la aguja aumenta a medida que ésta asciende. Por ello, la cantidad de
combustible inyectada es mayor cuanto mayor sea el levantamiento de aguja.
Este hecho se puede observar en la grafica izquierda de la Figura 6.10, dénde
se ha representado el gasto masico promedio en funcién del levantamiento de
aguja para las seis simulaciones calculadas mediante Large Eddy Simulation.
En ella se aprecia un aumento del gasto masico practicamente constante para
levantamientos entre 20 y 50 um. A partir de esta tltima posicién, la pendien-
te disminuye hasta alcanzar un levantamiento de 100 um, punto en el que
se alcanza el gasto mdsico maximo para las condiciones de presiéon simuladas
(P;= 160 MPa - P, = 9 MPa). Si bien en la Figura 6.10 este levantamiento (100
um) corresponde con la posicién de la aguja a partir de la cual no se producira
apenas variacion de la cantidad de combustible inyectada, cabe la posibilidad
de que en realidad se encuentre para un levantamiento ligeramente inferior
(entre 75 y 100 um). Sin embargo, este hecho no ha sido analizado con ma-
yor detenimiento debido al alto coste computacional que supondria realizar
simulaciones adicionales aplicando Large Eddy Simulation.

Adimensionalizando estos mismos valores en base a su valor maximo al-
canzado para un levantamiento de 250 um, se pueden extraer conclusiones
igualmente interesantes. Como puede verse en la grafica derecha de la Figura
6.10, la posicién de la aguja deja de tener influencia sobre las caracteristicas
del flujo a partir de un levantamiento cercano al 40 % del levantamiento ma-
ximo. Del mismo modo, cabe resaltar el hecho de que para un levantamiento
de aguja de aproximadamente un 20 % del maximo, la tobera esté inyectando
un 72% del combustible maximo que puede inyectar en las condiciones de
presion simuladas.
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Figura 6.10: Gasto mdsico en funcion del levantamiento de aguja: valores reales
(izquierda) y adimensionalizados (derecha).
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Figura 6.11: Flujo de cantidad de movimiento en funcién del levantamiento de
aguja: valores reales (izquierda) y adimensionalizados (derecha).
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Respecto a la evolucién del flujo de cantidad de movimiento en la seccién
de salida de la tobera, la tendencia del combustible es similar a la vista pa-
ra el gasto mdsico en la Figura 6.10. De hecho, como puede apreciarse en la
Figura 6.11, el flujo de cantidad de movimiento aumenta con el levantamien-
to de aguja hasta que ésta alcanza aproximadamente las 100 um. A partir
de este punto, los valores de este pardmetro permanecen constantes con un
valor cercano a los 5 N. Atendiendo a los valores adimensionalizados, se pue-
de observar de nuevo como para un levantamiento relativamente pequeiio en
comparacion con su maximo (30%) la fuerza de salida del combustible esta
cerca de alcanzar el maximo valor posible (86 %).

Por ultimo, en cuanto a la velocidad efectiva de inyeccion, al ser calculada
a partir de los valores de flujo de cantidad de movimiento y de gasto masico,
presenta un comportamiento similar a éstos (ver Figura 6.12). Asi, desde las
primeras etapas de apertura (10-30 um), el combustible alcanza velocidades
de hasta 387 m/s, valor que se sitia en un 70% de la velocidad alcanzada
en condiciones de levantamiento maximo. Ademas, al igual que para el resto
de pardmetros, durante las tltimas 150 um la aguja deja practicamente de
tener influencia sobre la velocidad del combustible, lo que supone un 60 % del
recorrido total de la aguja.
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Figura 6.12: Velocidad efectiva en funcion del levantamiento de aguja: valores
reales (izquierda) y adimensionalizados (derecha).

6.5. Desarrollo de la turbulencia

Las elevadas velocidades alcanzadas por el combustible en el interior de
las toberas de inyeccién favorecen la existencia de un régimen turbulento pa-
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ra una gran cantidad de condiciones de funcionamiento tipicas de un motor
Diesel. De hecho, considerando condiciones de presiéon P;= 160 MPa - P, =
9 MPa, el nimero de Reynolds se sittia en torno a 9500 para condiciones de
levantamiento maximo de aguja.

A pesar de que el uso de técnicas LES supone un aumento considerable
de la precision del codigo a la hora de predecir el comportamiento del com-
bustible en comparacién con las simulaciones de tipo RANS, su elevado coste
computacional podria cuestionar la aplicacion de este tipo de métodos. Sin
embargo, tal y como se vera a lo largo del presente apartado, el estudio del
flujo interno mediante Large Eddy Simulation resulta indispensable para ana-
lizar en profundidad la influencia de la posicién de la aguja en el desarrollo
de la turbulencia y la posible interaccién entre el fendmeno de la cavitacién y
la propia turbulencia.

6.5.1. Vorticidad del flujo

Ala hora de analizar el desarrollo de la turbulencia en el interior de las to-
beras de inyeccidn existen varios parametros de gran utilidad, como por ejem-
plo la energia cinética turbulenta (utilizada en el capitulo 5). Otro de los pa-
rametros mas frecuentes en el estudio del flujo turbulento es la vorticidad,
definida como:

w=|V xi] (6.1)

Precisamente en la Figuras 6.13, 6.14 y 6.15 se ha representado la vortici-
dad del fluido y la fase vapor para tres levantamientos distintos: 250, 75y 30
um. Para cada uno de estos levantamientos, se han representado ambas va-
riables en el plano medio de la tobera en tres instantes temporales diferentes,
separados entre si 0.5 us.

En condiciones de levantamiento maximo de aguja, la vorticidad del com-
bustible es practicamente nula hasta que alcanza el orificio. Una vez dentro
del orificio, los valores mas altos de vorticidad se sittian en la parte superior.
Tal y como se puede apreciar en las imagenes inferiores de la Figura 6.13, es
precisamente en esta misma zona del orificio donde se encuentra el combusti-
ble en fase vapor debido a la cavitaciéon que se produce en el radio de acuerdo
superior.

A medida que desciende la aguja, se experimenta un importante aumen-
to de la vorticidad aguas arriba del orificio (ver Figura 6.14). Inicialmente,
la zona cercana a la pared de la aguja es la que presenta los valores mas al-
tos, mientras que el combustible mas cercano a la pared de la tobera sigue
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Figura 6.13: Fase vapor y vorticidad en el plano medio de la tobera para distintos
instantes temporales para un levantamiento de 250 ym.

presentando valores practicamente nulos de vorticidad. Si la aguja continta
descendiendo hasta levantamientos considerablemente pequefios, como por
ejemplo 30 um (Figura 6.15), la zona donde se registran los maximos niveles
de vorticidad se extiende a la totalidad del espacio disponible entre la pared
de la aguja y la tobera. Este hecho, que va acompafiado también de un aumen-
to de los valores maximos presentes en esa zona, estd claramente relacionado
con el aumento de la intensidad de la cavitacion que se produce en el asiento
de la aguja a medida que ésta desciende.

Esta relacién entre vorticidad y cavitacion se confirma atendiendo a su
evolucién en el orificio. Si para altos levantamientos los maximos niveles de
turbulencia se encuentran en la zona superior del orificio, para levantamientos
como 50 0 30 um esta region se extiende hacia la zona central e inferior, acorde
con el desarrollo de la cavitacion. No obstante, el incremento de la vorticidad
del fluido no viene siempre de la mano del fenémeno de la cavitacién. Un
ejemplo de ello es la evolucién de la vorticidad que se produce en el saco de
la tobera. Para ninguna posicion existe un cambio de fase del combustible en
el saco, y tal y como se puede apreciar en las Figuras 6.13, 6.14 y 6.15, los
valores de vorticidad en esta zona aumentan notablemente con el descenso de
la aguja. Este fendmeno esta provocado por el cambio de direccidon que sufre



6.5. Desarrollo de la turbulencia 157

75um

Fase vapor

075

Vorticidad (1/s)
ie+007

é2e+m7

Figura 6.14: Fase vapor y vorticidad en el plano medio de la tobera para distintos
instantes temporales para un levantamiento de 75 um.
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Figura 6.15: Fase vapor y vorticidad en el plano medio de la tobera para distintos
instantes temporales para un levantamiento de 30 yum.
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el fluido antes de entrar en el orificio. A medida que se reduce la seccién de
paso en la zona de cierre de la aguja, el combustible aumenta su velocidad y
tiende a aproximarse mas al saco antes de entrar en el orificio, aumentando
asi la actividad existente en esta zona.

6.5.2. Interaccion cavitacion-turbulencia

El cambio de direccién del fluido y la reduccion del drea de paso que se
producen con la entrada del combustible al orificio favorecen el desarrollo de
la turbulencia y, con ello, la aparicién de vortices y remolinos en el interior de
la tobera.

Como muestra de ello, en la Figura 6.16 se han representado lineas de
corriente coloreadas seguin la velocidad del fluido para un levantamiento de
250 um. Estas lineas se extienden desde la seccion donde se define la condicion
de contorno de entrada hasta la seccion de salida. En este caso, las lineas de
corriente permiten observar la formacién de dos remolinos de gran tamafio
entre el asiento y el saco de la tobera, justo en las inmediaciones de la entrada
al orificio. La imagen frontal ampliada de la tobera facilita la visualizaciéon
de estos dos vortices, que tienen una gran influencia en la distribucién de la
fase vapor. Esta influencia es especialmente notable en la zona del orificio mas
cercana a su entrada.

elocidad (m/s)
0

—400

Figura 6.16: Desarrollo de las lineas de corriente en el saco de la tobera para un
levantamiento de 250 um.



6.5. Desarrollo de la turbulencia 159

Analizando detenidamente la apariencia de la cavitacién en la zona cerca-
na a la seccién de entrada del orificio (ver Figura 6.17), se puede apreciar que
la cavitacién que se desarrolla desde el radio de acuerdo hacia la salida esta
claramente dividida horizontalmente en dos nticleos. Por otra parte si se re-
presentan los vectores velocidad en una de estas secciones donde la cavitaciéon
estd dividida en dos partes puede observarse la formacién de una pareja de
vortices de sentido de giro opuesto, uno de ellos en la parte derecha del orifi-
cio y otro en la parte izquierda. Este hecho, observado también por Masuda et
al. [11] justifica la separacion del combustible en fase vapor en dos regiones.

Vectores velocidad

Cavitacién

Figura 6.17: Vectores velocidad representados en una seccion transversal del ori-

ficio.

A la vista de los resultados anteriores, la turbulencia desarrollada en el in-
terior de la tobera influye notablemente en la apariencia de la fase vapor. Sin
embargo, tal y como explicamos en el articulo "Computational study of the
cavitation phenomenon and its interaction with the turbulence developed in
diesel injector nozzles by Large Eddy Simulation (LES)" [12] publicado en la
revista "Mathematical and Computer Modelling", existe una cierta interaccion
o interdependencia entre ambos fenémenos, puesto que la cavitacion favorece
el desarrollo de la turbulencia. Esta conclusion, a la que llegaron experimental-
mente E Payri et al. [13] y Desantes et al. [9] y que también pudo demostrarse
computacionalmente en el capitulo 5 de la presente Tesis, puede corroborarse
analizando la vorticidad en el interior del orificio.

Como ejemplo de ello, la Figura 6.18 muestra dos imagenes similares en las
que se han representado la cavitacién y la vorticidad para diferentes secciones
transversales del orificio para el caso de 250 um. Comparando cada una de
las secciones representadas en cada imagen, se puede establecer que la zona
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cavitante presenta valores mas altos de vorticidad, y que es en la frontera entre
el combustible liquido y el combustible en fase vapor donde se alcanzan los
maximos valores. Este hecho, es consecuencia de los elevados gradientes de
presion y densidad que se dan en la interfase.

Vorticidad (1/s)
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Figura 6.18: Aspecto de la cavitacion (izquierda) y vorticidad (derecha) para
distintas secciones transversales del orificio de la tobera.

6.5.3. Estructuras turbulentas

Gracias al andlisis realizado en los anteriores apartados, se ha podido cons-
tatar la formacion de vortices como consecuencia de las altas velocidades y de
los cambios de seccién y direccidon que sufre el combustible en la tobera. Ade-
mas, se ha comprobado como el fendmeno de la cavitacién favorece el desa-
rrollo de la turbulencia y, como esta ultima a su vez, repercute sobre el aspecto
de la cavitacion. Para completar este estudio conviene analizar la formacién de
estructuras turbulentas y caracterizar su evolucién en el interior de la tobera.

Uno de los criterios mas extendidos para la identificacién de estructuras
turbulentas es aquel que utiliza el segundo invariante de la velocidad [14, 15],
conocido como Q (ver ecuacion 6.2). A través de este criterio se pueden de-
terminar aquellas estructuras del flujo dominadas por una fuerte componente
de rotacion.

Q=w?>—Vi- Vi (6.2)

La Figura 6.19 muestra las estructuras turbulentas predichas por el cédigo
para tres levantamientos de aguja distintos (10, 30 y 250 um), a través de
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isosuperficies de Q > 1.53 - 10'°s™2 coloreadas por velocidad. Estas isosuper-
ficies, representadas para la mitad derecha de la tobera, han sido marcadas
con linea negra en el plano medio de la misma para facilitar su visualizacién.

10 um 30 um

Velocidad (m/s)

200 400
] i Lol L
600

|
0

Figura 6.19: Estructuras turbulentas representadas a través de isosuperficies de
Q > 1.53 -10%s72 y coloreadas por velocidad.

A la vista de la imagen correspondiente a un levantamiento de 250 um, se
aprecia como los vértices que se encuentran en el saco y en la zona cercana
al asiento de la aguja presentan un tamafio considerablemente mayor al com-
pararlo con el tamafio de los remolinos presentes en el orificio. Asi, mientras
los remolinos aguas arriba del orificio presentan estructuras alargadas de gran
tamafo, a medida que el flujo avanza se acorta su longitud y se acaban convir-
tiendo en diminutos remolinos cerca de la salida. Si bien el espacio disponible
para el desarrollo de vortices es claramente menor en el orificio que en el sa-
co, esta disminucion progresiva del tamafio de los remolinos para dar paso a
remolinos de menor tamafio pero en mayor cantidad es consecuencia directa
del desarrollo de la cavitacion en el orificio.

Para posiciones de aguja mds cercanas al cierre del inyector (30 um), el
tamafio de los remolinos se reduce en el asiento de la aguja, ya que el espacio
disponible para su desarrollo es menor. Este hecho, potenciado por la cavita-
cién del asiento favorece la existencia de remolinos de reducidas dimensiones
en el saco y en la entrada del orificio. Por otra parte, el desarrollo de la cavita-
cién en la parte central del orificio propicia que el flujo presente en esta zona
esté dominado por pequefios remolinos que van dando lugar a remolinos de
menor tamafio a medida que se aproximan a la salida de la tobera.
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Finalmente, para un levantamiento de aguja muy proximo al cierre total
del inyector (10 um), la tendencia mostrada anteriormente con el descenso de
la aguja se acenttia, apareciendo remolinos de tamafio muy reducido desde el
asiento de la aguja hasta la seccién de salida del orificio. Unicamente los re-
molinos formados en el saco son de mayor tamafio, debido principalmente a la
menor velocidad del flujo y, en menor medida, al aumento del espacio dispo-
nible para su desarrollo. Ndtese que en este caso, y pesar de que la cavitacién
desarrollada en el orificio es practicamente despreciable en comparacién con
los otros dos casos, la intensidad de la cavitacién generada en el asiento de la
aguja y el reducido espacio disponible para el paso del fluido en la zona del
asiento es suficiente para generar remolinos diminutos a lo largo de todo el
orificio.
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Capitulo 7

Estudio del flujo interno
mediante malla movil

7.1. Introduccion

En los capitulos 5 y 6 se ha realizado un estudio profundo acerca de la
influencia del levantamiento de aguja sobre el flujo interno a través de si-
mulaciones RANS y LES. Todas estas simulaciones se han llevado a cabo con
geometrias creadas para distintas posiciones de la aguja, ya que el cédigo em-
pleado no permite simular el propio movimiento de la aguja para reproducir
el proceso de apertura o cierre del inyector.

Esta limitacion inicial del cédigo ha sido subsanada gracias al desarrollo y
modificacién del modelo de cavitacién implementado en OpenFOAM [1] apro-
vechando que se trata de un cédigo abierto. Asi, la nueva version del codigo
que se utilizara en el presente capitulo permitira el movimiento de la malla
durante una ejecucion.

Atendiendo a esta nueva caracteristica del cédigo, se realizard un primer
andlisis para evaluar la influencia de los efectos dindmicos provocados por el
movimiento de la aguja sobre el flujo interno. Para ello, se comparardn los re-
sultados obtenidos mediante simulaciones a levantamientos de aguja fijos con
aquellos que proporciona la nueva version del cédigo con malla mévil. Poste-
riormente, se utilizara la nueva version del cédigo partiendo de condiciones de
contorno proporcionadas por un modelo unidimensional del inyector creado
en AMESim [2]. De esta forma, el proceso de inyeccion podra ser estudiado
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con un mayor nivel de realismo y ser comparado directamente con la tasa de
inyeccién experimental.

7.2. Modificacion del codigo implementado en Open-
FOAM

Si bien los resultados proporcionados por el modelo de cavitacién en ori-
ficios calibrados o toberas de inyeccién han sido gratamente satisfactorios,
existe una limitacion a la hora de abordar la influencia de la posicion de la
aguja: la imposibilidad de simular su propio movimiento.

Una de las caracteristicas mas atractivas de OpenFOAM es la posibilidad
de modificar cualquier modelo implementado para adaptarlo a las particula-
ridades de cada problema. En el caso concreto que nos ocupa, ha sido posible
su modificaciéon con el objetivo de permitir el movimiento de la malla durante
una ejecucion.

Resulta importante destacar la consecucion de este logro no sélo por el
hecho de considerar en el cdlculo los efectos dindmicos que pueda inducir el
movimiento de la aguja, sino porque ademads la nueva versién del cédigo abre
la posibilidad de simular todo el proceso de inyeccién. De esta forma, sera po-
sible obtener resultados para cualquier levantamiento en una Unica ejecucion.
Este hecho supone un ahorro considerable del coste computacional y del tiem-
po necesario para la creacion y mallado de las geometrias. En este sentido, si
para la ejecucién de geometrias con levantamientos fijos era necesario crear y
mallar una geometria para cada levantamiento a simular, para la version del
cédigo con malla mévil se creard y mallard inicamente una geometria. Esta
serda deformada durante la ejecucién para dar lugar a los diferentes levanta-
mientos.

El algoritmo implementado en el modelo de cavitacién permite desplazar
cualquier region definida previamente en la geometria de acuerdo con una ley
de velocidad determinada. Su desplazamiento horizontal y/o vertical se basa
en la deformacion de las celdas de la malla. Como ejemplo de ello, la Figura
7.1 muestra la evolucién de la malla para distintos levantamientos obtenidos
a partir del movimiento vertical de la regiones correspondientes a la pared de
la aguja.

Atendiendo a la calidad de la malla, los instantes mas criticos se correspon-
den con aquellos mds cercanos al cierre de la aguja del inyector, puesto que
las celdas estan fuertemente deformadas. Obviamente, el cierre completo del
inyector es imposible de conseguir, ya que el contacto entre dos superficies in-
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Figura 7.1: Deformacion de la malla para distintas posiciones de la aguja.

duciria al colapso de celdas. Por todo ello, se limita el movimiento de la aguja
a un levantamiento minimo de 5 um.

Respecto a la configuracion del movimiento de la aguja, éste se introduce
en el modelo mediante un fichero de texto formado por dos columnas en las
que se especifica la velocidad de la aguja para cada instante temporal. De
esta forma, se pueden introducir leyes de levantamiento sencillas para simular
el proceso de apertura a una velocidad constante y leyes de levantamiento
complejas que simulen multiples inyecciones en las que la aguja se encuentra
abriendo y cerrando el inyector de forma continua.

7.3. Estudio comparativo de las caracteristicas del flu-
jo interno mediante simulaciones estacionarias y
transitorias

Si bien la introduccion de los efectos provocados por el movimiento de
la aguja sugiere una importante mejora del cédigo, resulta especialmente in-
teresante evaluar las diferencias de los resultados proporcionados por el mis-
mo mediante simulaciones estacionarias (levantamientos fijos) y simulaciones
transitorias (malla mévil).

En este apartado, y aprovechando los resultados de las simulaciones esta-
cionarias del capitulo 5 para su comparacién, se simulara el proceso de aper-
tura del inyector mediante malla mévil. Esta comparacion se llevara cabo para
dos presiones de inyeccion (80 y 160 MPa) y una presién de descarga de 3
MPa, estableciéndose una velocidad de subida de la aguja de 0.25 y 0.5 m/s
respectivamente. Ambas velocidades de subida de la aguja representan valores
con un orden de magnitud coherente con las caracteristicas del inyector y con
las condiciones de presion simuladas [3].
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Durante las ejecuciones se simulara la apertura del inyector desde un le-
vantamiento de aguja de 5 um hasta alcanzar las 100 um. De esta forma se
dispondrd de informacién representativa de la evolucién completa de las ca-
racteristicas del flujo interno en funcion de la posicion de la aguja.

7.3.1. Caracteristicas del combustible a la salida de la tobera

Las Figuras 7.2, 7.3 y 7.4 muestran los valores de gasto mdsico, flujo de
cantidad de movimiento y velocidad efectiva obtenidos computacionalmente
mediante simulaciones estacionarias y transitorias en funcién de la posicién de
la aguja. Para ambas condiciones de presion, las diferencias encontradas entre
los valores de gasto masico proporcionados por el cédigo en sus diferentes
versiones resultan practicamente despreciables. De hecho, la desviacién media
entre los resultados obtenidos mediante levantamientos fijos y malla mévil se
sitia en un 1.71% para la presién de inyeccién de 160 MPa y de un 3.07 %
para el caso de 80 MPa.
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Figura 7.2: Comparacién del gasto mdsico obtenido mediante simulaciones a
levantamientos de aguja fijos y mediante malla mévil.

Esta misma conclusion puede extenderse para los resultados de flujo de
cantidad de movimiento, puesto que para todos los casos directamente com-
parables (10, 20, 30, 40, 50, 75 y 100 um) las diferencias son practicamente
nulas. De hecho, la mdxima desviacién entre ambos tipos de simulaciones se
corresponde con un levantamiento de 50 um para el caso de presién de inyec-
cién de 160 MPa, donde la diferencia es de 0.09 N.

Obviamente, como los valores de velocidad efectiva se obtienen a partir
de los valores de gasto masico y flujo de cantidad de movimiento, no cabe
esperar grandes diferencias entre los valores obtenidos por el cédigo a distintos
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Figura 7.3: Comparacién del flujo de cantidad de movimiento obtenido mediante
simulaciones a levantamientos de aguja fijos y mediante malla mdévil.

levantamientos fijos con los obtenidos simulando el movimiento de la propia
aguja. Asi, los resultados de velocidad efectiva representados en la Figura 7.4,
indican que la desviacién media se sitia en torno al 4.65% y 3.83 % para las
presiones de inyeccién de 160 MPa y 80 MPa respectivamente.
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Figura 7.4: Comparacién de la velocidad efectiva obtenida mediante simulacio-
nes a levantamientos de aguja fijos y mediante malla maovil.

Dejando a un lado la comparacion entre los valores de ambas versiones
del cédigo, la utilizaciéon de una malla mévil permite ademds determinar con
mayor exactitud la posiciéon de la aguja a partir de la cual ésta deja de te-
ner influencia sobre las caracteristicas del combustible a la salida de la tobera.
Atendiendo tnicamente a los resultados estacionarios, se puede establecer que
esa frontera se encuentra para un levantamiento entre 50 y 75 yum. Sin embar-
go, tras la simulacién del proceso de apertura con la nueva version del cédigo
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se puede determinar que la aguja deja de tener influencia sobre las caracteris-
ticas del flujo cuando alcanza un levantamiento de aproximadamente 73-75
um para ambos niveles de presion.

7.3.2. Aspecto de la cavitacién

Una vez comprobada la ausencia de diferencias entre los valores a la sa-
lida de la tobera predichos por el cédigo teniendo en cuenta el movimiento
de la aguja y aquellos obtenidos a levantamientos fijos, queda evaluar las des-
viaciones entre ambas versiones en términos de cavitacion. Para tal fin, las
Figuras 7.5 y 7.6 muestran las isosuperficies de y > 0.1 para todos los casos
directamente comparables para una presion de 160 y 80 MPa.

Analizando las imagenes de ambas figuras, en lineas generales las dos ver-
siones del cddigo analizadas muestran un comportamiento similar. Para levan-
tamientos de 100 y 75 um, la cavitacion se extiende Uinicamente en la parte
superior del orificio, mientras que para levantamientos menores de 75 um, la
cavitacion se encuentra en el asiento y en la parte inferior del orificio. Sin em-
bargo, observando detenidamente las imagenes correspondientes para levan-
tamientos menores de 75 um, se pueden establecer diferencias con respecto
al volumen de vapor generado en el asiento de la aguja, menor en las simu-
laciones llevadas a cabo mediante malla mdvil. Estas diferencias que, a priori,
podrian considerarse importantes para el desarrollo del flujo interno, no se
ven reflejadas en las caracteristicas del combustible a la salida de la tobera,
tal y como se vio en la Figura 7.2. Por una parte, el gasto mdsico permanece
invariable una vez que aparecen los primeros indicios de cavitacion, siendo
irrelevante la cantidad de vapor generada en el asiento. Por otra parte, a pesar
de que se genere una mayor cantidad de vapor, éste inicamente reduce la fric-
cion con las paredes en la zona del asiento de la aguja. El resto del vapor no se
desarrolla pegado a la pared, por lo que las pérdidas por friccién se mantienen
constantes y el flujo de cantidad de movimiento no se ve alterado.

Los efectos del movimiento de la aguja sobre el flujo interno y, en conse-
cuencia, sobre la cavitacidn se acentian para bajos levantamientos [4], donde
la velocidad de subida de la aguja deja de ser despreciable frente a la velocidad
del fluido. De hecho, como se puede comprobar en la Figura 7.5, la extension
de la cavitacion obtenida mediante malla mévil para los casos de 10 y 20 um
es notablemente menor. Disminuyendo la presiéon de inyeccién, la velocidad
del fluido se reduce y aumenta todavia mas la influencia de la velocidad as-
cendente de la aguja. Por ello, para una presién de inyeccién de 80 MPa, los
casos para los que la extensién de cavitacion es menor se extienden hasta las
30 um.
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Figura 7.5: Comparacién de la fase vapor obtenida mediante simulaciones a
levantamientos de aguja fijos y malla mévil. P; = 160 MPa - P, = 3 MPa.
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Figura 7.6: Comparacién de la fase vapor obtenida mediante simulaciones a
levantamientos de aguja fijos y malla mévil. P; = 80 MPa - P, = 3 MPa.
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Tal y como se comentd anteriormente, una de las ventajas del empleo de
una malla mévil es la disponibilidad de resultados para cualquier posicién de
la aguja entre el minimo y el maximo levantamiento simulado. Gracias a esto,
se pueden analizar con mayor precisién los cambios que se producen en la
apariencia de la cavitacion, como por ejemplo en aquella etapa en la que se
observa un cambio de localizacidn del vapor de la pared inferior del orificio a
la parte superior del mismo.

Precisamente con este objetivo, se ha representado en la Figura 7.7 la evo-
lucién de la cavitacion en funcion de la posicion de la aguja junto al gasto
masico inyectado para cada condicion. En esta figura se puede observar como
se produce la transicién entre ambos patrones de cavitacion. Para un levan-
tamiento de 40 um el vapor del orificio inicamente se sitia a lo largo de la
pared inferior. A medida que la aguja asciende, la zona cavitante en la en-
trada del orificio empieza a extenderse a los laterales (50 um) debido a la
cantidad considerable de combustible entrante por esa zona. Si la aguja con-
tinua ascendiendo, el vapor se originara en todo el perimetro de la seccion
de entrada (60 um), llegando incluso a ocupar la parte superior e inferior del
orificio simultdaneamente (65 um). Posteriormente, dado que el combustible
entra preferentemente en el orificio por la zona cercana al radio de acuerdo
superior, la cavitacion desaparece de la parte inferior del orificio.

El cambio en la direccién de entrada del combustible al orificio puede ob-
servarse en la Figura 7.8, donde se ha representado el campo de velocidad
en el plano medio de la tobera para cinco levantamientos de aguja entre 60
y 75 um. Tal y como reflejan los campos de velocidad, la direccién del fluido
cambia notablemente durante la apertura del inyector. Asi, a medida que la
aguja asciende, la trayectoria del fluido antes de entrar al orificio se aleja del
saco y del radio inferior del orificio, acercandose paulatinamente a la pared
de la tobera y, por tanto, al radio de acuerdo superior. Como muestra de ello,
comparando los casos correspondientes a 60 y 75 um, se puede apreciar que la
velocidad del fluido cercano a la pared de la tobera antes de entrar al orificio
pasa de tener valores practicamente nulos a valores cercanos a los 250 m/s.

Para una presion de inyecciéon menor (80 MPa), la transicién de zona ca-
vitante en el orificio puede considerarse similar (ver Figura 7.9), siendo ex-
tensibles la practica totalidad de los comentarios previamente utilizados para
describir la Figura 7.9.
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Figura 7.7: Evolucidn de la cavitacién y del gasto mdsico en funcion de la posi-
cion de la aguja obtenida mediante malla mévil. P; = 160 MPa - P, = 3 MPa
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Figura 7.8: Evolucién de la velocidad en el plano medio de la tobera para dis-
tintos levantamientos de aguja. P; = 160 MPa - P, = 3 MPa.
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Figura 7.9: Evolucién de la cavitacién y del gasto mdsico en funcion de la posi-
cion de la aguja obtenida mediante malla mévil. P; = 80 MPa - P, = 3 MPa.

7.4. Acoplamiento del c6digo con AMESim

La simulacion del movimiento de la aguja supone un paso importante en
el avance del estudio del flujo interno. Paralelamente, es necesario conocer
con detalle las verdaderas condiciones de contorno [5], puesto que de ellas
dependera en gran medida la validez y precision de los resultados obtenidos
con OpenFOAM. Por esta razon, en primer lugar, se ha modelado con AMESim
el inyector Bosch CRI2.2 utilizado a lo largo de la presente Tesis, con el fin de
obtener para cualquier condicidn de operacion una ley de levantamiento de la
aguja y de presion de inyeccién coherente con la realidad. Estas dos variables
han sido introducidas en OpenFOAM, permitiendo asi la simulacién de todo
el proceso de inyeccién.

El modelo empleado para la simulacién unidimensional del inyector Bosch
CRI2.2 puede dividirse en tres grupos: la valvula solenoide, el portainyector
y la tobera. Para la vdlvula solenoide y el portainyector se han utilizado los
modelos desarrollados para este mismo tipo de inyector por Plazas [6]. En
cambio, para la tobera se ha definido un modelo acorde con las caracteristicas
geomeétricas de la tobera multiorificio utilizada a lo largo de la presente Tesis.

Precisamente, el esquema del modelo empleado para la tobera multiorificio
puede verse en la Figura 7.10, donde se han representado todas las lineas
y voliumenes que la definen. Este tultimo modelo estd conectado al modelo
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del portainyector a través de una conexion hidraulica (NL1) y una conexién
mecanica que responde al contacto mecanico entre la aguja y el empujador.

Conexion hidraulica
Conexion hidraulica con el portainyector " .
con el portainyector Conexién mecanica Conexion mecanica

con el portainyector IC"" el portainyector

NL1 FF12

NV1 NP1

NL2

0 NvV2
U ov3

[tttk

Orificios de
latobera
fin

Contrapresion

Figura 7.10: Modelo de la tobera implementado en AMESim.

El combustible que llega del portainyector continta por la linea NL1 de la
tobera hacia el volumen NV1. Este volumen estd conectado con el pistén NP1
que simula la accion de la presion del combustible sobre la parte superior de la
aguja. El combustible del volumen NV1 avanza a través de la linea NL2 hacia
el volumen NV2, que se corresponde con el volumen disponible entre la aguja
y su asiento. La linea NL2 esta definida con una seccién equivalente al hueco
entre la pared de la aguja y la pared de la tobera, mientras que la fuerza de
presion ejercida por el fluido del volumen NV2 sobre la aguja estd modelada
nuevamente mediante un piston (NP2). El volumen NV2 alimenta una valvula
de asiento conico (OV3) que representa la restriccion de la punta de la aguja
con el asiento de la misma. Finalmente, el combustible que circula a través de
ella llega hasta el volumen NV3, que alimenta a los seis orificios de descarga
de la tobera.

Los parametros caracteristicos de cada uno de los elementos que forma
el modelo de la tobera han sido obtenidos a partir del molde de silicona de la
tobera (técnica descrita en el capitulo 3) y de la superposicion de fotografias de
la aguja y de dicho molde. Como ejemplo, la Figura 7.11 muestra tres imagenes
utilizadas para obtener las dimensiones de la aguja (izquierda), de la tobera
(central) y de los volumenes NV2 y NV3. A partir de ellas se han definido los
parametros necesarios para el modelo (ver Tabla 7.1).
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Figura 7.11: Fotografia de la aguja (izquierda), fotografia del molde de silicona
obtenido (centro) y superposicion de ambas imdgenes para la caracterizacion de
los voluimenes de la tobera (derecha).

Elemento | Longitud (mm) | Didmetro (mm) | Volumen (c m°>) | Masa €9)
NL1 15 2.16 - -
FF12 12.6 4 - -
NV1 - - 0.032 -
NM - - - 3.1
NP1 - 4 - -
NL2 27 2.4 - -
NV2 - - 0.005 -
NP2 - 3.04 - -
ov3 - 0.57 - -
NV3 - - 5.84e-5 -
Orificios | - 0.17 - -

Tabla 7.1: Pardmetros del modelo utilizado en AMESim para la tobera.

7.4.1. Comparacion de resultados: OpenFOAM - AMESim - Expe-

rimental

Una vez modelado el inyector en AMESim, se validara el modelo unidimen-
sional del inyector con la tasa de inyeccién experimental. Ademads, del modelo
unidimensional de AMESim se obtendran la ley de levantamiento de la aguja
y la evolucién de la presion de inyeccion durante todo el proceso de inyeccion.

Precisamente, la Figura 7.12 muestra la evolucidn de la presién de inyec-
cién obtenida en AMESim para las dos condiciones de presion elegidas, P; =
160 MPa - P, = 9 MPa y P; = 80 MPa - P, = 9 MPa. Los valores de presiéon de
inyeccién de cada una de las simulaciones serdn introducidas en OpenFOAM
mediante un sencillo fichero en el que se especifica para cada instante tempo-
ral el valor de presion correspondiente. A la vista de ambas gréficas, la presién
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no es constante durante el proceso de inyeccidn. En el instante que comienza
la inyeccién de combustible, la presion sufre un fuerte descenso. Esta caida de
presidon, de aproximadamente 15 MPa para el caso de 160 MPa y de 8 MPa
para la simulacién cuya presion de inyeccion es de 80 MPa, se mantiene con
ciertas oscilaciones hasta el instante en el que la aguja empieza a descender.
A partir de ese mismo instante, y a medida que la aguja se acerca al cierre del
inyector la presiéon aumenta.
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Figura 7.12: Evolucion de la presion de inyeccion proporcionada por AMESim.

La ley de levantamiento de la aguja obtenida a partir del modelo unidi-
mensional puede observarse en la Figura 7.13. Aunque ambas leyes de levan-
tamiento puedan parecer similares, hay que tener en cuenta que las escalas
de los ejes horizontales son distintas. En cualquier caso, existe una etapa ini-
cial de subida, una fase en la que la aguja permanece inmévil en su posicién
de maximo levantamiento y una ultima etapa en la que esta desciende. Una
forma alternativa de representar el movimiento de la aguja es a través de su
velocidad durante el proceso de inyeccion (ver gréficas inferiores de la Figura
7.13). De hecho, la nueva versidn del cédigo utiliza como variable de entrada
para la ley de levantamiento la velocidad de la aguja en funcién del tiempo.
Los valores de velocidad de subida y bajada se sitian en torno a 0.52 m/sy 0.3
m/s para los casos cuya presion de inyeccidn inicial se sitian en 160 y 80 MPa
respectivamente. Cabe destacar que en ambos casos la velocidad de subida de
la aguja es ligeramente inferior a la velocidad de bajada debido fundamental-
mente a la fuerza del muelle que tiende a mantener cerrado el inyector.

A partir de estas dos variables de entrada obtenidas de AMESim (presion
de inyeccién y velocidad de la aguja), se ha simulado en OpenFOAM el proceso
de inyeccién completo para ambas presiones de inyeccién (160 y 80 MPa). La
simulacién de cada uno de estos casos ha supuesto un elevado coste compu-
tacional debido a la duracién del proceso de inyeccion y a la ralentizacion del
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Figura 7.13: Ley de levantamiento y velocidad de la aguja procedentes de AME-
Sim.

calculo durante el proceso de apertura y cierre del inyector como consecuen-
cia de la deformacion de las celdas de la malla. Como muestra de ello, el caso
simulado para una presion de inyeccion de 160 MPa ha necesitado aproxima-
damente 1370 horas-CPU en un cluster Intel Xeon E5405@2GHz Quadcore 8
Gb RAM, aunque debido a la paralelizacién de los célculos el tiempo necesario
para completar cada ejecucion se ha reducido notablemente.

En la Figura 7.14 se han graficado los resultados de gasto masico para cada
nivel de presién junto a la tasa proporcionada por AMESim y aquella obtenida
experimentalmente. En ambos casos, la tasa de AMESim (representada con
linea verde) se ajusta notablemente a la tasa experimental (linea azul) a lo
largo de toda la inyeccién, mientras que OpenFOAM sobreestima la cantidad
de combustible inyectada especialmente en la etapa de apertura y cierre del
inyector. Esta desviacion del modelo tridimensional puede deberse a diversos
factores, entre los que se encuentran la posible deformacion de la aguja de-
bido al empleo de presiones de inyeccion tan elevadas (no tenida en cuenta)
[7] o el desplazamiento horizontal de la aguja [8, 9]. No obstante, atendien-
do a la zona central de la tasa de inyeccion las diferencias entre los valores
experimentales y computacionales procedentes de OpenFOAM se reducen sig-
nificativamente, siendo la desviacién de un 5% para el caso simulado a P; =
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160 MPa y practicamente nula para el caso de P; = 80 MPa.
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Figura 7.14: Comparacion de los resultados proporcionados por OpenFOAM y
AMESim frente a los resultados experimentales.
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Capitulo 8

Conclusiones y desarrollos
futuros

8.1. Conclusiones

En la presente Tesis se ha llevado a cabo un exhaustivo estudio computacio-
nal acerca de la influencia del levantamiento de aguja sobre el flujo interno y
sobre el fendmeno de la cavitacion en toberas de inyeccidn diesel. Este estu-
dio, puede dividirse en cuatro grandes puntos: puesta a punto y validacion del
cédigo, estudio de la influencia de la posicidn de la aguja mediante métodos
RANS, estudio de la influencia de la posicién de la aguja mediante métodos
LES y estudio del proceso de inyeccidn mediante malla mévil.

Inicialmente, y antes de entrar a estudiar en profundidad el tema princi-
pal de la Tesis, se ha realizado un minucioso trabajo de puesta a punto del
modelo de cavitacién implementado en OpenFOAM. Para ello, se ha analiza-
do la influencia de los esquemas numeéricos que se emplean en la resolucion
de las ecuaciones del modelo de cavitacion, la importancia de las condiciones
de contorno y de la correcta elecciéon de los métodos de turbulencia. De este
primer estudio, se han extraido las siguientes conclusiones:

= Los esquemas numéricos utilizados para resolver el sistema de ecuacio-
nes que gobierna el comportamiento del fluido en el interior de las to-
beras de inyeccién influyen notablemente en la convergencia, precision
y coste computacional de las simulaciones. La eleccion de un esquema
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numérico inadecuado en cualquier término de las ecuaciones puede su-
poner un resultado incoherente y un incremento de hasta el 57% en el
coste computacional.

= Dadas las particularidades del flujo cavitante, una adecuada definicion
de las condiciones de contorno resulta fundamental para predecir co-
rrectamente el desarrollo de la cavitacion en el interior de los orificios
de descarga. En concreto, la utilizacién de un valor de presiéon medio en
la seccién de salida frente a un valor constante en toda la seccion per-
mite tal y como ocurre en la realidad la llegada de vapor puro hasta la
salida de los orificios de la tobera.

= Los resultados obtenidos por el cddigo varian significativamente en fun-
cion del modelo de turbulencia escogido. En base a los campos de cavita-
cién y turbulencia obtenidos en toberas monorificio y atendiendo a estu-
dios previos llevados a cabo sobre toberas de inyeccion se ha escogido un
modelo RNG k-¢ para el modelado de la turbulencia en las simulaciones
llevadas a cabo en la presente Tesis mediante métodos RANS.

Tras este estudio preliminar, se ha llevado a cabo una extensa validacion
del cédigo sobre un orificio calibrado, una tobera monorificio y una tobera
multiorificio. Para la validacién del orificio calibrado se han comparado los re-
sultados proporcionados por el cddigo con resultados experimentales de gasto
masico, velocidad en la secciéon de salida, evolucién de la presion a lo largo del
orificio y apariencia de la cavitacidon. Para los casos de la tobera monorificio
y multiorificio, la informacién experimental utilizada para la validacion del
codigo incluye resultados de gasto masico, flujo de cantidad de movimiento,
velocidad efectiva y coeficientes adimensionales de flujo (coeficiente de des-
carga, coeficiente de velocidad y coeficiente de area). Ademas, se han utilizado
estas dos geometrias para el andlisis de diversos fenémenos asociados a la ca-
vitacion, entre los que destacan el colapso de gasto mdsico o el aumento de la
velocidad y de la turbulencia. De la comparacién de los resultados experimen-
tales y computacionales y el posterior andlisis de los efectos de la cavitacién
sobre el flujo interno, se desprenden las siguientes conclusiones:

= Atendiendo a la comparacion de la informacion experimental disponible
en un orificio calibrado con los resultados computacionales proporcio-
nados por el cédigo se puede establecer que el modelo de cavitacion uti-
lizado es capaz de predecir el comportamiento del fluido y la apariencia
de la cavitacion con un gran nivel de precisién. En concreto, la desvia-
cién entre ambos resultados en términos de gasto masico y velocidad se
sitia en un 0.5% y 0.01 %, respectivamente.
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= La precision del modelo de cavitacion para predecir el comportamiento
del fluido en toberas de inyeccién monorificio y multificio en condicio-
nes de presidn tipicas de un motor Diesel puede considerarse altamente
satisfactoria. Las diferencias entre los valores experimentales y compu-
tacionales de gasto masico, flujo de cantidad de movimiento, velocidad
efectiva y coeficientes adimensionales se encuentran por debajo del 7%
para cualquier nivel de presion.

= El gasto mdsico aumenta proporcionalmente con la raiz de la diferencia
de presiones entre la inyeccion y la descarga hasta alcanzar un punto
a partir del cual se estabiliza. A partir de este punto, cuyas condiciones
de presién se conocen como condiciones criticas de cavitacion, el gasto
masico queda colapsado, permaneciendo invariable aunque disminuya
la contrapresion.

» Larazon del colapso de gasto masico es el establecimiento de una presion
constante en la garganta de la tobera. Asi, en condiciones de colapso el
gasto masico esta controlado por la diferencia de presiones entre la en-
trada de la tobera y la entrada del orificio o garganta (lugar donde se
inicia la cavitacién) y no por la diferencia de presiones entre la entrada
de la tobera y la presién en la cdAmara de descarga (cdmara de combus-
tidén).

= A pesar de que las condiciones criticas de cavitacién estdn cercanas a
la incepcién de la cavitacidn, no se puede considerar de forma rigurosa
como el punto o las condiciones para las cuales se inicia la cavitacion. De
hecho, la cavitacién se inicia para una diferencia de presién ligeramente
menor a las condiciones criticas de cavitacién.

= El flujo de cantidad de movimiento aumenta con la diferencia de presio-
nes sin presentar colapso alguno como ocurre con el gasto masico.

» Debido a la reduccidén de la viscosidad y, por tanto, de la friccién con las
paredes, la cavitaciéon produce un aumento de la velocidad del combus-
tible. Este aumento de velocidad supone un incremento del nimero de
Reynolds, que conduce a perfiles de velocidad mas cuadrados.

= El nivel de turbulencia en la seccidn de salida de las toberas de inyeccion
experimenta un aumento considerable con la aparicion de la cavitacion,
permaneciendo practicamente constante en condiciones no cavitantes y
en condiciones de supercavitacién.

Una vez validado el cédigo de célculo en toberas de inyeccién bajo condi-
ciones de presion similares a las condiciones de funcionamiento de un motor
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Diesel, se ha estudiado en detalle la influencia del levantamiento de la agu-
ja sobre las caracteristicas del combustible. Este estudio se ha llevado a cabo
aplicando métodos RANS para el modelado de la turbulencia, simulando el
flujo en condiciones cavitantes y no cavitantes. Para ello, se han creado diez
geometrias de un misma tobera multiorificio simulando diez levantamientos
diferentes: 10, 20, 30, 40, 50, 75, 100, 150, 200 y 250 um. Para cada geome-
tria se han simulado tres niveles de presion de inyeccién (30, 80 y 160 MPa)
y multitud de contrapresiones entre 1 y 50 MPa, dando como resultado un
estudio de mas de 500 ejecuciones. Las conclusiones mas importantes de este
estudio se resumen a continuacién:

» Para grandes levantamientos de aguja (= 75um), el gasto mdsico au-
menta con la diferencia de presiones entre la inyeccién y la descarga
hasta alcanzar las condiciones criticas de cavitacién. Un vez alcanzadas,
el gasto masico permanece colapsado aunque se reduzca la presion de
descarga. Por el contrario, para levantamientos menores a 75 um el gasto
masico permanece siempre colapsado debido a la cavitacion desarrolla-
da en el asiento de la aguja.

» En condiciones cavitantes, el combustible en fase vapor se desarrolla a
lo largo de la pared superior del orificio para levantamientos iguales o
mayores a 75 um. Sin embargo, para levantamiento menores a 75 um,
la cavitacién se desarrolla en el asiento de la aguja, y también a lo largo
de la pared inferior del orificio para las contrapresiones mas bajas.

= A pesar de la tendencia observada con el gasto masico para levantamien-
tos de aguja grandes, el flujo de cantidad de movimiento no experimenta
ningun tipo de colapso con el desarrollo de la cavitacién. Para levanta-
mientos pequefios, el flujo de cantidad de movimiento se mantiene cons-
tante mientras la cavitacion se encuentra unicamente en el asiento de la
aguja. Si aparece combustible en fase vapor en la parte inferior del ori-
ficio, el flujo de cantidad de movimiento aumenta debido a la reduccion
de la seccion de paso efectiva y de la viscosidad del fluido y, por tanto,
de las pérdidas por friccion.

= A medida que desciende la aguja se necesita una menor presién de des-
carga para que aparezca combustible en fase vapor en el interior de los
orificios de descarga.

= El coeficiente de descarga aumenta con el nimero de Reynolds siempre y
cuando no exista cavitacién y no se haya alcanzado un régimen turbulen-
to, donde éste se mantendria constante. Una vez aparece la cavitacion,
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ya sea en el orificio o en el asiento de la aguja, el coeficiente de descarga
disminuye a medida que se reduce la contrapresion.

» Para levantamientos de aguja iguales o mayores que 75 um, el coefi-
ciente de velocidad permanece constante hasta alcanzar las condiciones
criticas de cavitacion. A partir de dichas condiciones el coeficiente de
velocidad aumenta con la diferencia de presiones entre la inyeccion y la
descarga. En cambio, para levantamientos de aguja menores que 75 um,
el coeficiente de velocidad sufre inicialmente un ligero descenso a me-
dida que disminuye la contrapresion debido a que el fluido experimenta
en la zona del asiento de la aguja una notable pérdida de carga. Para los
valores de contrapresién mas bajos, la presencia de vapor en el orificio
provoca un aumento del coeficiente de velocidad.

= El coeficiente de area se mantiene constante y con un valor cercano a
la unidad siempre que no exista cavitacién en el orificio, puesto que el
combustible en fase liquida puede ocupar toda la seccién de paso del
orificio. Una vez aparece la cavitacion en el orificio, el coeficiente de
area sufre un notable descenso que se acentia con la disminucién de la
contrapresion.

» Las caracteristicas del combustible en la seccién de salida de los orificios
de descarga permanecen practicamente invariables para levantamientos
superiores a 75 um.

» Para levantamientos de aguja grandes, los maximos niveles de turbu-
lencia se encuentran en la zona superior del orificio, mientras que para
levantamientos pequefios la zona mads critica pasa a ser el asiento de la
aguja. Ademas, a medida que desciende la aguja se observa un aumento
de los niveles maximos de energia cinética turbulenta.

= La posicién de la aguja influye notablemente en las condiciones de salida
del combustible y, por tanto, en las condiciones de contorno del chorro.
La llegada de combustible en fase vapor a la salida del orificio (por la
parte superior o inferior) provoca el desarrollo de chorros asimétricos.

» La existencia de cavitacion en la salida de los orificios de la tobera pro-
voca un cambio de la direccién del combustible debido a un aumento de
la componente radial de la velocidad.

Tras el estudio realizado mediante métodos RANS acerca de la influencia
del levantamiento de aguja, se ha llevado a cabo un nuevo estudio sobre la
misma tobera aplicando métodos LES. Como paso previo a este estudio, se
ha validado el modelo de cavitacién aplicando métodos LES con resultados
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del modelo en su versién RANS y con resultados experimentales. Debido al
enorme coste computacional asociado al uso de Large Eddy Simulation para
el modelado de la turbulencia se ha simulado tnicamente una condicién de
presién (P; = 160 MPa - P, = 9 MPa) en seis geometrias cuya posicién de la
aguja reproduce un levantamiento de 10, 30, 50, 75, 100 y 250 um. Gracias
a este tipo de simulaciones se ha podido obtener informacién mds detallada
del flujo interno y profundizar en aspectos relacionados con el desarrollo de
la turbulencia. A la vista de los resultados obtenidos en este estudio se pueden
extraer las siguientes conclusiones:

= Teniendo en cuenta la dificultad que supone el modelado de flujos cavi-
tantes, se puede afirmar que el modelo en su versién LES es igualmente
capaz de predecir el comportamiento del flujo interno con suficiente gra-
do de precisién. Como ejemplo de ello, cabe recordar que la desviacion
de los resultados proporcionados por el codigo modelando la turbulencia
mediante Large Eddy Simulation frente a su versién RANS se sitian alre-
dedor de un 6% en cuanto a la prediccién de la cantidad de combustible
inyectada y de la velocidad efectiva de salida.

= La cavitacién es un fendmeno transitorio. Por ello, su apariencia varia
con el paso del tiempo.

» Para levantamientos de aguja entre 75 y 250 um, la cavitacién siempre
tiene su origen en el radio de acuerdo superior de la entrada del orificio.
A partir del radio de acuerdo, la cavitacidn se extiende a lo largo del
orificio ocupando la parte superior del mismo hasta alcanzar la seccién
de salida.

= Para levantamientos de aguja entre 30 y 50 um, la cavitacién se gene-
ra en primer lugar en el asiento de la aguja. Posteriormente, el fluido
entra en el orificio principalmente por su parte inferior provocando la
cavitacion en el radio de acuerdo de entrada inferior.

= De manera andloga, para un levantamiento de 10 um la cavitacion se
produce en el asiento de la aguja. No obstante, la reduccion de seccion
producida en el asiento de la aguja es tal que el fluido es incapaz de
recuperar su presion hasta valores que puedan ser suficientemente altos
para provocar el cambio de fase de gran cantidad de combustible en el
radio de acuerdo inferior.

= El gasto masico, el flujo de cantidad de movimiento y la velocidad efec-
tiva aumentan a medida que asciende la aguja. Sin embargo, a partir de
un levantamiento cercano al 40 % del levantamiento maximo la posicién
de la aguja deja de tener influencia sobre las caracteristicas del flujo.
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= En condiciones de levantamiento maximo de aguja, la vorticidad del
combustible es practicamente nula hasta alcanzar el orificio. Una vez
dentro, los valores mds altos de vorticidad se encuentran en la parte
superior del mismo. Esta zona con mayor nivel de turbulencia coincide
con la zona donde se encuentra el combustible en fase vapor debido a la
cavitacion.

» A medida que desciende la aguja se experimenta un importante aumento
de la vorticidad aguas arriba del orificio. Asi, cuanto menor sea el levan-
tamiento de la aguja mayor serd la extension de la regién ocupada por
el combustible cercano al asiento con un nivel de turbulencia significa-
tivo y mayor serd la intensidad de la turbulencia generada en esta zona.
Ademds de observar niveles de turbulencia importantes en el asiento,
también se han apreciado altos niveles de vorticidad en la zona central
e inferior del orificio, acorde con el desarrollo de la cavitacion.

» Los niveles de turbulencia en el saco de la tobera aumentan a medida
que desciende la aguja.

= Existe un cierta interaccion o interdependencia entre el fenémeno de la
cavitacion y el desarrollo de la turbulencia. Por una parte, la cavitacién
favorece el desarrollo de la turbulencia en el interior de las toberas de
inyeccién, encontrandose los méaximos valores de turbulencia en la in-
terfase entre el liquido y el vapor. Por otra parte, el desarrollo de vértices
y remolinos en el fluido influye notablemente en el aspecto de la cavi-
tacién, favoreciendo la separaciéon de la fase vapor en dos nticleos en la
zona cercana al radio de acuerdo de entrada.

= Para levantamientos de aguja grandes, el flujo estd dominado por re-
molinos de gran tamafio. A medida que la aguja del inyector desciende
aumenta el nimero de vortices presentes en el fluido y se reduce con-
siderablemente su tamafio como consecuencia de la cavitacion y de la
reduccién del drea de paso disponible en la zona del asiento de la aguja.

Las conclusiones derivadas de los estudios computacionales realizados me-
diante métodos RANS y LES han sido obtenidas a partir de simulaciones cuyas
geometrias representaban una determinada posicién de la aguja, ya que el c6-
digo empleado no permite el movimiento de la malla durante una ejecucion.
Sin embargo, aprovechando que OpenFOAM es un software de cddigo abier-
to, se ha modificado el modelo de cavitaciéon implementado para reproducir
el movimiento de la aguja durante el proceso de apertura o cierre del inyec-
tor. El algoritmo implementado en el modelo de cavitaciéon permite desplazar
cualquier regién definida previamente en la geometria de acuerdo con una
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ley de velocidad determinada. La consecucion de este logro resulta importan-
te no sélo por el hecho de considerar en el calculo los efectos dindmicos que
el movimiento de la aguja pueda inducir, sino porque ademas la nueva ver-
sion del codigo abre la posibilidad de simular todo el proceso de inyeccion.
Precisamente, pensando en la consecucién de estos objetivos se han llevado
a cabo dos estudios con la nueva versién del cédigo para dos niveles de pre-
sion de inyeccion (80 y 160 MPa). En un primer estudio, se han evaluado las
diferencias de los resultados proporcionados por el modelo mediante simula-
ciones estacionarias (levantamientos fijos) y simulaciones transitorias (malla
movil). Posteriormente, se ha simulado todo el proceso de inyeccién partien-
do de condiciones de contorno proporcionadas por un modelo unidimensional
del inyector creado en AMESim. Gracias a este modelo unidimensional se ha
podido obtener una ley de levantamiento de la aguja y de presion de inyeccién
coherente con la realidad para cualquier condicién de operacion. De este modo
ha sido posible comparar directamente la tasa experimental con los resultados
de OpenFOAM. Del estudio comparativo de las caracteristicas del flujo interno
mediante simulaciones estacionarias y transitorias, y de la posterior simula-
cion del proceso de inyeccion se desprenden las siguientes conclusiones:

» Las diferencias observadas comparando los valores de gasto masico, flu-
jo de cantidad de movimiento y velocidad efectiva obtenidos mediante
simulaciones estacionarias y transitorias en funcion de la posicién de la
aguja se sitian por debajo del 5%. Esto implica que, al menos para co-
nocer las caracteristicas del combustible en la seccion de salida de los
orificios de descarga, se podria estudiar el proceso de apertura o cierre
del inyector mediante simulaciones estacionarias.

= Atendiendo unicamente a los resultados estacionarios se puede estable-
cer que la posicion de la aguja a partir de la cual ésta deja de tener
influencia sobre las caracteristicas del combustible a la salida de la tobe-
ra se encuentra para un levantamiento entre 50 y 75 um. Sin embargo,
tras la simulacion del proceso de apertura con la nueva version del cédi-
go se puede determinar con mayor exactitud que la aguja deja de tener
influencia sobre las caracteristicas del flujo cuando alcanza un levanta-
miento de aproximadamente 73-75 um para ambos niveles de presién.

= Para levantamientos de aguja superiores a 75 um, el aspecto de la ca-
vitacién obtenido mediante simulaciones estacionarias y transitorias es
similar. En cambio, para levantamientos menores que 75 um, la exten-
sion de la cavitacidn desarrollada en el asiento obtenida mediante malla
movil es ligeramente menor. Los efectos del movimiento de la aguja so-
bre la cavitacién se acentiian para levantamientos muy pequeios (10 y
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20 um), donde la velocidad de subida de la aguja deja de ser desprecia-
ble frente a la velocidad del fluido.

= La tasa de inyeccion proporcionada por AMESim se ajusta notablemente
a la tasa experimental a lo largo de toda la inyeccién, mientras que Open-
FOAM sobreestima la cantidad de combustible inyectada especialmente
en la etapa de apertura y cierre del inyector. No obstante, atendiendo a
la zona central de la tasa de inyeccion las diferencias entre los valores
experimentales y computacionales procedentes de OpenFOAM se sitian
por debajo del 5%.

8.2. Desarrollos futuros

A lo largo de la presente Tesis, se ha realizado un andlisis exhaustivo del
proceso de inyeccién y, en particular, de la influencia de la posicidn de la aguja
sobre el desarrollo del flujo interno. Sin embargo, existen ciertos aspectos a
desarrollar que podrian ayudar a mejorar la comprensién del flujo interno y
del fenédmeno de la cavitacidén que se proponen como futuros trabajos.

Desde un punto de vista computacional, se proponen las siguientes tareas:

= Implementacion de condiciones de contorno de salida no reflectivas.

Tal y como se vio en el capitulo 4 de este trabajo, la condicién de contorno
definida en la seccién de salida de la tobera influye notablemente en la
caracteristicas del combustible cuando la cavitacion alcanza la salida de
los orificios de descarga. El empleo de una condicién de contorno en la
que se mantiene un valor medio de presion ha proporcionado resultados
notablemente precisos. Sin embargo, resultaria interesante implementar
en el modelo de cavitaciéon una condicion de contorno que tuviera en
cuenta la propagacion de las ondas de presién y permitiera el paso de
dichas ondas a través de la seccion de salida.

= Mejora del algoritmo de movimiento de la malla.

El algoritmo implementado en el modelo para simular el movimiento
de la aguja durante la apertura o el cierre del inyector se basa en la
deformacion de las celdas de la malla. Este algoritmo presenta el incon-
veniente de que para grandes cambios de la geometria puede dar lugar a
celdas excesivamente deformadas. Por ello, se propone el desarrollo de
dicho algoritmo con el fin de limitar su deformacién y permitir cambios
topoldgicos de la malla durante una ejecucién. De esta forma, si existen
celdas con un espesor excesivamente pequeflo o excesivamente grande



192 CAPR 8 CONCLUSIONES Y DESARROLLOS FUTUROS

se podria aumentar o disminuir la resolucidon de la malla afiadiendo o
eliminando celdas.

= Estudio del flujo interno mediante Direct Numerical Simulation (DNS).

La introduccion de los efectos de la turbulencia mediante DNS supondria
un paso importante para conocer con mayor detalle aquellos aspectos
del flujo que todavia se desconocen. Sin embargo, para poder llevar a
cabo este tipo de simulaciones es necesario una mejora importante de los
recursos informaticos disponibles en la actualidad, puesto que su elevado
coste computacional hacen practicamente inviable su uso en la mayoria
de aplicaciones de ingenieria.

= Estudio de la influencia del levantamiento de aguja sobre el desarrollo
del chorro.

Una vez conocida la influencia del levantamiento de aguja sobre el flu-
jo interno, resultaria interesante extender este estudio al desarrollo del
chorro. Atendiendo a este objetivo, se sugieren dos posibles formas de
proceder. La primera de ellas y mas sencilla, consiste en la utilizacion de
los resultados obtenidos en la seccidn de salida de la tobera como condi-
ciones de contorno de un modelo de chorros implementado en cualquier
codigo CFD. La segunda opcion consiste en el acoplamiento en Open-
FOAM del modelo utilizado para la simulacién del flujo interno con un
modelo de chorro, de forma que ambos pudieran ser simulados en una
Unica ejecucion.

= Estudio del fendmeno de la cavitacién en toberas con orificios de descar-
ga elipticos.

La entrada del combustible en los orificios de descarga y, por ende, el
desarrollo de la cavitacion, pueden verse notablemente influenciados por
la seccién de entrada de los orificios. Por ello, resultaria interesante la
comparacion de los resultados obtenidos en la presente Tesis (coeficiente
de descarga, aspecto de la cavitacion, etc.) con una tobera similar de
seccién eliptica manteniendo constante el drea de la seccidn de entrada
y salida.

Por otra parte, desde un punto de vista experimental, se proponen los si-
guientes trabajos:

= Control de la posicion de la aguja durante el proceso de inyeccion.

Resultaria interesante desde el punto de vista experimental poder con-
trolar la posicion de la aguja durante la inyeccion de combustible. Este
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hecho supondria un importante avance para el estudio del flujo interno
y del desarrollo del chorro, puesto que podrian aplicarse no sélo las téc-
nicas descritas en la presente Tesis para la caracterizacién hidrdulica de
inyectores, sino también técnicas experimentales para la caracterizacion
del chorro.

» Visualizacién del flujo interno.

A pesar de que existen variables como el gasto masico que permiten de-
tectar la aparicion del fendmeno de la cavitacion, resulta imposible lo-
calizar las zonas cavitantes de la tobera sin realizar ensayos de visua-
lizacién. Por ello, se plantea el estudio del flujo cavitante en toberas
transparentes de dimensiones similares a una tobera real. De esta for-
ma, se podria profundizar en aspectos relacionados con la apariencia de
la cavitacion y su evolucion en funcién de las condiciones de trabajo.
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