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Abstract

The doctoral thesis at hand analyzes the characteristics and the potential of an
exhaust gas heat driven jet-ejector cooling process working with R134a as refrigerant
which is used for charge air cooling consecutive to the conventional charge air cooler
of gasoline combustion engines in vehicles. The analysis focuses on the exhaust gas
heat exchanger and the jet-ejector as core components of the cooling process which
have been investigated separately by means of experiments and simulation.

The heat flows transferable from the exhaust gases to the refrigerant are gene-
rally sufficient to operate the jet-ejector cooling process almost in the entire operat-
ing range of the combustion engine. The necessary refrigerant-side conditions have
been achieved in a simple heat exchanger prototype and the process may easily be
controlled by the high side pressure of the refrigerant. The heat exchange at supercri-
tical refrigerant pressures can be simulated with the developed model employing the
adequate corrections of the well-established Nusselt relations with an arithmetic aver-
age deviation of only 4.7 % from the experimental results. The results of the model
developed for the heat exchange at subcritical refrigerant pressures reproduce the
experimental results satisfactorily for scope of the thesis.

The down-scaling of the jet-ejector cooling process to the cooling capacity range
of 1.5 kW to 6 kW for the automotive application has been experimentally demon-
strated. A sufficient temperature lift and absolute evaporation temperatures of down
to —15°C for the continued charge air cooling have been achieved. The entrainment
ratio of the jet-ejection can be calculated for a given ejector geometry dependent on
the three stagnation conditions with an arithmetic aver- age deviation of 7.8 % using
a simulation model which accounts for real gas effects and allows a fit of the calcu-
lated to the experimental results by means of a loss coefficient with a clear physical
meaning.

The potential charge air temperatures of 12 °C to —3 °C are adequate for im-
proving the efficiency of gasoline engines. The additional energy consumption due to
the refrigerant pump and the heat rejection demand, rather than the elevated back
pressure or the additional fuel consumption due to the device’s weight, may at low
thermal coefficients of performance overcompensate the system’s advantage. The
high sensitivity of the thermal coefficient of performance to an increase of the ambi-
ent temperature is another essential disadvantage of the jet-ejection cooling process.

The power densities are the substantial system advantage.



Kurzfassung

In der vorliegenden Arbeit werden die Figenschaften und das Potential eines mit Ab-
gaswirme angetriebenen Dampfstrahlkélteprozesses mit dem Kéltemittel R134a zur
weiteren Kiihlung der Ladeluft nach der konventionellen Ladeluftkiihlung bei aufge-
ladenen Ottomotoren im Kraftfahrzeug analysiert, indem der Abgaswérmetibertrager
sowie der Dampfstrahlverdichter als Kernkomponenten des Kilteprozesses getrennt
voneinander experimentell und mit Simulationsmodellen theoretisch untersucht wer-
den.

Die vom Abgas auf das Kéltemittel iibertragbaren Wérmestréme reichen in wei-
ten Teilen des Motorbetriebsfelds grundsitzlich aus, um den Dampfstrahlkiltepro-
zess anzutreiben. Die kiltemittelseitig notwendigen Antriebszustdnde konnten im
einfachen Abgaswirmeiibertragerprototyp erreicht und der Prozess kann problemlos
iber das Kéltemittelantriebsdruckniveau geregelt werden. Die Wéarmeiibertragung
im iiberkritischen Druckbereich des Kiltemittels wurde durch ein Modell mit geeig-
neten Korrekturen der giangigen Nusseltbeziehungen mit einer mittleren arithmeti-
schen Abweichung von nur 4,7 % ausreichend genau abgebildet. Mit dem Modell
der unterkritischen Wérmeiibertragung wurden fiir die Arbeit ausreichend genaue
Ergebnisse erzielt.

Die Skalierung der Kilteleistung des Dampfstrahlkélteprozesses in den fiir die
mobile Anwendung interessanten Leistungsbereich von 1,5 kW bis 6 kW wurde mit
fiir die weitere Kiihlung der Ladeluft ausreichenden Temperaturhiiben und absoluten
Verdampfungstemperaturen von bis zu —15°C experimentell nachgewiesen. Die Mit-
fiihrrate der Dampfstrahlverdichtung kann unter Beriicksichtigung der Realgaseffekte
bei gegebener Geometrie abhingig von den drei Ruhezustéinden mit dem iiber einen
physikalisch interpretierbaren Verlustkoeffizienten an die Experimente angepassten
Simulationsmodell mit einer mittleren arithmetischen Abweichung von 7,8 % berech-
net werden.

Die erzielbaren Ladelufttemperaturen von 12 °C bis —3 °C sind bei Ottomoto-
ren zur Wirkungsgradsteigerung nutzbar. Der zusétzliche Energieverbrauch fiir die
Kaltemittelpumpe sowie der Riickkiihlbedarf, nicht aber der erhéhte Abgasgegen-
druck bzw. der Kraftstoffmehrverbrauch aufgrund des Anlagengewichts, gefihrden
allerdings bei geringen thermischen Wairmeverhdltnissen die Vorteilhaftigkeit des
Konzepts. Ein grundlegender Nachteil des Dampfstrahlkilteverfahrens ist zudem die
Sensitivitdt des thermischen Warmeverhéltnisses gegeniiber der Erhéhung der Um-
gebungstemperatur. Die hohen Prozessleistungsdichten sind der wesentliche System-

vorteil.
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation und Kontext der Arbeit

Bei heutigen Verbrennungsmotoren im Kraftfahrzeug wird laut Gentner (1995)
die chemisch im Kraftstoff gebundene Energie in grober Ndherung zu je einem
Drittel in mechanische Energie, in Abgaswidrme und in Abwéirme gewandelt,
die durch Kiihlung des Motorblocks an das Motorkiihlmedium abgegeben wird.
Eine effizientere Wandlung der Kraftstoffenergie kann durch die Nutzung der
an die Umgebung abgefiihrten Abgasenergie und Abwirme des Motorkiithlme-
diums erreicht werden. Die auf vergleichsweise niedrigerem Temperaturniveau
von 90 °C bis 110 °C befindliche Abwérme des Motorkiihlmediums wird schon
immer fiir das Heizen des Innenraums bei niedrigen Umgebungstemperatu-
ren genutzt. Die Nutzung der Abgaswirme bietet insbesondere aufgrund des
zwar schwankenden aber hohen Temperaturniveaus des Abgases von 300°C bis
1100 °C interessante Mdoglichkeiten, wird aber wegen der durch eine Nutzung

zu erwartenden erhdhten Abgasgegendriicke kaum genutzt.

Eine vor allem bei Dieselmotoren mittlerweile weit verbreitete Form der Ab-

gasexergienutzung ist die sogenannte Abgasturboaufladung, deren Wirkungs-
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weise in Gl. 1.1 fiir die effektive Motorleistung® P.;; ersichtlich wird:

Peff:%'Al‘ﬂ'i'”‘Ueff'PL (1.1)

Hierin bezeichnen Vg das Hubvolumen, a den Faktor fiir die Takte des
Kreisprozesses, d.h. a = 1 fiir den Zweitakt- und a = 2 fiir den Viertakt-
prozess, \; den Liefergrad, H, den Kraftstoftheizwert, L,,;, das Mindestluft-
verhéltnis, )\, das Verbrennungsluftverhéltnis, n die Motordrehzahl, 7.;; den
effektiven Motorwirkungsgrad und p; die Luftdichte vor dem Motoreinlass.
Die effektive Motorleistung hingt gemaft Gl. 1.1 fiir einen bestimmten Motor
unter Verwendung eines bestimmten Kraftstoffs und Brennverfahrens bei ge-
gebener Drehzahl abgesehen vom effektiven Wirkungsgrad 7.ss nur noch von
der Dichte der Luft vor Motoreinlass p; ab. Eine Steigerung der Luftdichte
vor Motoreinlass wird nach der thermischen Zustandsgleichung idealer Ga-
se pr = pr/(R-Tr) durch eine Steigerung des Drucks oder eine Absenkung
der Temperatur vor Motoreinlass erzielt. Die Drucksteigerung auf einen Wert
oberhalb des Umgebungsdrucks wird als Aufladung bezeichnet (z.B. Pucher,
2008).

Bei der Abgasturboaufladung wird die Ansaugluft durch einen mechani-
schen Kompressor im Ansaugtrakt verdichtet, der durch eine Abgasturbine
angetrieben wird. Die Drucksteigerung bedeutet eine Dichtesteigerung der La-
deluft, was in einer direkten Erhohung der effektiven Motorleistung resultiert
oder eine Verkleinerung des Motors bzw. eine effizientere Kraftstoffwandlung
bei gleicher effektiver Motorleistung ermdoglicht.

Bei der Verdichtung steigt mit dem Ladeluftdruck auch die Ladelufttempe-
ratur, was der Dichtesteigerung entgegenwirkt. Des Weiteren steigt mit der
hoheren Ladelufttemperatur die thermische Belastung des Motors an, da das
Temperaturniveau des Kreisprozesses von der Temperatur im Zylinder zu Be-
ginn der Verdichtung durch den Kolben, d.h. mafgeblich von der Ladelufttem-
peratur, abhéingig ist (Zinner, 1980). Daher sind dem Verdichter nachgeschal-

!Die indizierte bzw. innere Motorleistung wird als die sich aus dem Gasdruck auf den
Kolben ergebene Leistung definiert. Die effektive Motorleistung bezeichnet die an der Kupp-
lung abgegebene Leistung, die sich aus der indizierten bzw. inneren Motorleistung abziiglich
der Reibleistung ergibt, d.h. Reibung an Kolben und Kolbenringen, der Zylinderlauffiiche,

am Ventiltrieb sowie in Lagern.
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tete Ladeluftkiihler mittlerweile Stand der Technik (Braess und Seiffert, 2012).
Auferdem fiihrt bei aufgeladenen Ottomotoren eine zu hohe Temperatur der
Ladeluft gegebenenfalls zu einer unkontrollierten Verbrennung, dem sogenann-
te Klopfen. Durch die Verringerung der Ladelufttemperatur kann daher ins-
besondere bei Ottomotoren durch den erhohten Abstand zur Klopfgrenze und
damit hohere mdogliche Verdichtungen sowie durch grofere Vorziindung der
Wirkungsgrad verbessert und damit der Kraftstoffverbrauch gesenkt werden
(Zinner, 1980).

Die mittels Ladeluftkiihlung theoretisch minimal erzielbare Ladelufttem-
peratur ist die Umgebungstemperatur. Tatséchlich liegen die Ladeluftkiihler-
austrittstemperaturen wegen der beschriankten Warmeiibertragerflichen im-
mer liber der Umgebungstemperatur. Bei einer weiteren Ladelufttemperatur-
absenkung um z.B. 60 K, d.h. von 60 °C auf 0 °C, wurden von Kadunic und
Zegenhagen (2013a) bei einem aufgeladenen Ottomotor in ausgewéhlten Be-
triebspunkten durch Friihverstellung des Ziindzeitpunkts in Verbindung mit
einer Reduzierung der Gemischanreicherung entlang der Klopfgrenze statio-
niare Wirkungsgradsteigerungen von iiber 18 % experimentell nachgewiesen.
Dieses Verbesserungspotential kann nur mit Hilfe einer Kilteanlage gehoben
werden. Guhr (2011) untersuchte beispielsweise das Potential der weiteren Ab-
senkung der Ladelufttemperatur zur Verkleinerung des Motors bei gleichblei-
bender Motorleistung durch die mechanisch angetriebene Klimakompressions-
kidlteanlage. Fin Betrieb der Klimakompressionskilteanlage steigert jedoch den
Kraftstoffverbrauch (Gentner, 1995), was durch den positiven Einfluss der La-

deluftkiihlung iiberkompensiert werden muss.
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Ein alternatives Konzept zur weiteren Kiihlung der Ladeluft stellt der Ein-

satz einer thermisch angetriebenen Kélteanlage wie in Abb. 1.1 gezeigt dar.

A . . - A
Abgaswarmeubertrager Q2 T,

ST - ee— | |- ——- .

TKA

Katalysator |

Abgasturbine
Ty
Verdichter @
I RK .
: LLK I Q1
I To
I LLKIN( >y @ |—— — — - — -
| Motor -
| Qo

OO0 -

Abbildung 1.1: Konzept der thermischen Ladeluftkiihlung.

Der Antriebswiirmestrom aus dem Motorabgas Q, wird der thermisch ange-
triebenen Kélteanlage (TKA) auf dem héchsten Prozesstemperaturniveau 75
im Abgaswirmeiibertrager zugefithrt. Der Abgaswirmeiibertrager wird nach
dem Katalysator im Abgasstrang angeordnet, um eine Stérung der katalyti-
schen Reaktionen durch Auskiihlung des Abgases zu vermeiden. Die Kilteleis-
tung der Anlage Qo wird der verdichteten, bereits in einem vorgeschalteten
konventionellen Ladeluftkiihler (LLK I) gekiihlten Ladeluft auf dem niedrigs-
ten Prozesstemperaturniveau T in einem zweiten Ladeluftkiihler (LLK II)
entzogen. Die Ladelufttemperatur wird dadurch weiter abgesenkt. Die Sum-
me Q; der von der Kilteanlage aufgenommenen Antriebs- und Kiilteleistung
muss im Riickkiihler (RK) auf mittlerem Prozesstemperaturniveau 73 an die
Umgebung abgefiihrt werden.

Thermisch mit dem Motorkiihlwasser angetriebene Kélteanlagen stellen ei-
ne hiufig untersuchte Losung zur Fahrzeugklimatisierung dar (Bouvy, 2011;
Tamainot-Telto et al., 2009; Restuccia et al., 2009; Zhang, 2000; Gentner,

1995). Aber auch mit der Abgaswérme angetriebene Kélteanlagen wurden von
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Manzela et al. (2010) und Talom und Beyene (2009) zur Fahrzeugklimatisie-
rung untersucht. Kéhler et al. (1997) zeigten die Eignung einer mit dem Abgas
angetriebenen Kalteanlage zur Transportkiihlung in Lastkraftwagen bei kon-
stantem Abgasenergieangebot. Jiangzhou et al. (2005) klimatisierten mit dem
Abgas einer Lokomotive deren Fiihrerstand. Bei den untersuchten thermischen
Kalteprozessen handelt es sich ausschlieflich um die als stationire Anlagen
verbreiteten Sorptionsverfahren, da diese in einstufiger Ausfiihrung die derzeit
hochsten thermischen Wirmeverhiltnisse COP,,? von bis zu 0,8 erreichen.
Bei den Sorptionsprozessen bedarf es jedoch noch grundlegender verfahrens-
technischer Verbesserungen fiir den mobilen Einsatz (Zegenhagen et al., 2009;
Gentner, 1995). Die fiir die mobile Anwendung wichtigen erzielbaren Leistungs-
dichten® konventioneller Sorptionsverfahren sind aufgrund ihrer hohen System-
komplexitdt noch gering. Bisher wurden experimentell gravimetrische und vo-
lumetrische Systemleistungsdichten von ungefahr 0,015...0,033kWgsite /kg und
0,006...0, 013 kWsjre /dm? erzielt (Restuccia et al., 2009). Integrationsflexibili-
tdt und die Arbeitsmittelwahl, z.B. fiir das Erzielen von Verdampfungstempe-
raturen unter dem Gefrierpunkt von Wasser, sind eingeschridnkt. In bisheri-
gen experimentellen Untersuchungen erzielte thermische Wérmeverhéltnisse
COP,, von in den fiir die Anwendung im Kraftfahrzeug interessanten Leis-
tungsbereich von bis zu 10 kW verkleinerten Sorptionssystemen belaufen sich
nédmlich auf nur ungefiahr 0, 1 bis 0,45 (Restuccia et al., 2009; Tamainot-Telto
et al., 2009; Jiangzhou et al., 2005; Kohler et al., 1997; Gentner, 1995).

Eine Alternative zu den Sorptionskilteverfahren ist das Dampfstrahlkil-
teverfahren®, das sich unter Beriicksichtigung der Prozesstemperaturen der
drei Wéarmebider grundséitzlich mit jedem beliebigen Kéltemittel und damit
auch bis zu Temperaturen Ty unter dem Gefrierpunkt von Wasser realisieren
lasst. Ein hoher kiltemittelseitiger Warmeiibergangskoeffizient bei Verdamp-
fung und Kondensation ermoglicht vergleichsweise hohe Warmestromdichten
bzw. kleine spezifische Wérmeiibertragerflichen und damit hohe gravimetri-
sche und volumetrische Leistungsdichten. Der Prozess besitzt bis auf eine
Pumpe keine beweglichen Teile und auferdem einen vergleichsweise geringen

apparativen Aufwand. Die Ubertrager der drei Wirmebider kénnen baulich

2Zur Definition des thermischen Wirmeverhéltnisses siche Abschnitt 2.2.2.
3Zur Definition der Leistungsdichten siehe Abschnitt 2.2.2.
4Zum Dampfstrahlkilteverfahren siehe Abschnitt 2.2.
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getrennt werden, weil sich Leitungsdruckverluste im bei vergleichsweise hohen
Driicken arbeitenden Prozess weniger nachteilig auswirken als bei einem im
Vakuum arbeitenden Prozess, was die Integrationsflexibilitit ins Kraftfahrzeug
entscheidend erhoht. Trotz der im Vergleich zu den stationiren Sorptionspro-
zessen geringeren thermischen Warmeverhiltnissen wird der Dampfstrahlkil-
teprozess daher als aussichtsreicher fiir die Ladeluftkiihlung von aufgeladenen
Verbrennungsmotoren eingestuft (Zegenhagen et al., 2009).

In der vorliegenden Arbeit wird ein Dampfstrahlkilteprozess mit dem in Fahr-
zeugklimakélteanlagen bisher eingesetzten Kéltemittel R134a als Arbeitsme-

dium untersucht; alternative Fluide kénnen ebenso verwendet werden.

1.2 Zielsetzung und Gliederung der Arbeit

Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Kenntnis der Eigenschaften sowie der Eig-
nung und des Potentials des Dampfstrahlkilteprozesses mit dem Kéltemittel
R134a zur weiteren Ladeluftkiihlung nach dem konventionellen Ladeluftkiihler
bei aufgeladenen Ottomotoren. Der fiir die Ubertragung des Antriebswiirme-
stroms aus dem Abgas vorgesehene Wirmeiibertrager und der Dampfstrahl-
verdichter selbst sind Kernkomponenten des Prozesses, zu deren Betrieb und
Funktionsweise im knapp iiber- und unterkritischen Druckbereich mit dem
Kéltemittel R134a sich in der Literatur nur wenig findet. Deshalb werden die
Abgaswirmeiibertragung und die Dampfstrahlverdichtung detailliert und ge-
trennt voneinander untersucht. Die Ergebnisse sollen dazu dienen in einer ab-
schliefsenden Systembetrachtung die mégliche Ladeluftabsenkung aufzuzeigen,
das Konzept zu bewerten und den weiteren Forschungsbedarf zu identifizieren.

Die experimentelle Untersuchung der Abgaswirmeiibertragung dient der
Quantifizierung von erzielbaren Wérmedurchgangskoeffizienten bzw. Wirme-
stromdichten, Leistungsdichten und den zugehorigen abgasseitigen Druckver-
lusten zur Kliarung der Frage, ob in entsprechenden Betriebspunkten des Ver-
brennungsmotors bei akzeptablen Druckverlusten ausreichende Warmestrome
auf das Kéltemittel iibertragen werden, um den Dampfstrahlkilteprozess anzu-
treiben. Es soll gezeigt werden, dass trotz hoher Abgastemperaturen aufgrund
der ausreichenden Kiihlung des Warmeiibertragers durch das Kéaltemittel des-

sen Zersetzung bei Temperaturen iiber 250°C vermieden wird. Dariiber hinaus
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soll der Einfluss des kéltemittelseitigen Druckniveaus und der kiltemittelseiti-
gen Uberhitzung auf den Wirmedurchgang experimentell untersucht werden.
Aus den gewonnenen Erkenntnissen sollen Aussagen zur Gestaltung und Aus-
legung des Abgaswirmeiibertragers gemacht werden. Die experimentellen Er-
gebnisse sollen mit einfachen Wérmeiibertragungsmodellen unter Beriicksich-
tigung der speziellen Randbedingungen, d.h. knapp iiberkritischer bzw. knapp
unterkritischer kiltemittelseitiger Warmeiibergang bei hohen Temperaturdiffe-
renzen zwischen Abgas und Kéltemittel, in Simulationsrechnungen abgebildet

werden.

In den Experimenten zur Dampfstrahlverdichtung soll die Betriebscharak-
teristik des Dampfstrahlverdichters im unter- und iiberkritischen Druckbereich
bei sich d&ndernden thermodynamischen Randbedingungen untersucht werden,
d.h. dessen grundsétzliche Funktionsweise und die Wechselwirkungen zwischen
den Warmeiibertragern und dem Dampfstrahlverdichter in der geschlossenen
Prozessfithrung. Aus dieser Betrachtung ergibt sich eine geeignete Prozessrege-
lung der Dampfstrahlkélteanlage in Koppelung mit dem Verbrennungsmotor.
Auferdem sollen die erzielbaren Temperaturhiibe und notwendigen Tempera-
turschiibe sowie die zugehdorigen Prozessgiiten der Anlage mit dem Kéltemit-
tel R134a im fiir das Kraftfahrzeug interessanten Leistungsbereich quantifiziert
werden. Des Weiteren sollen die erzielbaren Leistungsdichten des Dampfstrahl-
verdichters abgeschitzt werden. Die experimentellen Ergebnisse sollen mit ei-
nem einfachen theoretischen Modell unter Beriicksichtigung des Einflusses der
hohen Antriebsdriicke des Kéltemittels und sich gegebenenfalls daraus erge-

benden Realgaseffekten abgebildet und diskutiert werden.

Die Arbeit gliedert sich in ein Kapitel 2 zu den Grundlagen bzw. dem Stand
der Technik und Forschung und zwei Kapitel 3 und 4 zur experimentellen
und theoretischen Untersuchung der Abgaswirmeiibertragung und der Dampf-
strahlverdichtung. Daran schlieftt sich eine Analyse der Koppelung von Dampf-
strahlkilteanlage und Verbrennungsmotor in Kapitel 5 sowie eine Schlussbe-
trachtung in Kapitel 6 an.

Im Kapitel 2 werden die Grundlagen bzw. der Stand der Technik und Forschung
der Abgaswiarmenutzung, des Dampfstrahlkilteprozesses, der Warmeiibertra-

gung und des Dampfstrahlverdichters skizziert und diskutiert. Die Kapitel zur
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Abgaswirmeiibertragung und Dampfstrahlverdichtung sind zueinander analog
aufgebaut. Zunédchst werden die Funktionsweise und der Aufbau des Priif-
stands bzw. der Anlage erklart, woran sich die theoretische Modellbildung
anschliefst. Darauf folgend werden die experimentellen Ergebnisse gezeigt, die
Rechenergebnisse auf ihre Konsistenz gepriift, den Experimenten gegeniiberge-
stellt und vor dem Hintergrund der Systemanalyse diskutiert. Im Kapitel der
Analyse der Koppelung werden die gewonnenen Erkenntnisse zur Bewertung
des Konzepts der Ladeluftkiihlung mittels einer thermisch mit dem Motorab-
gas angetriebenen Dampfstrahlkilteanlage genutzt. Die Arbeit endet mit einer
Zusammenfassung der Forschungsergebnisse und einem Ausblick.

Im Anhang finden sich mathematische Herleitungen von in der Modellierung
verwendeten Berechnungsgleichungen, Einzelheiten zur Definition der Statio-
narititskriterien, zur verwendeten Messtechnik und zur Messabweichungsbe-

rechnung sowie weitere erginzende Mess- und Rechnungsergebnisse.
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Kapitel 2

Stand der Technik und Forschung

In folgendem Kapitel werden zur Erklarung und Analyse des Konzepts der La-
deluftkiihlung mittels einer thermisch angetriebenen Dampfstrahlkilteanlage
zuniichst eine kurze Ubersicht iiber den Stand der Forschung der Abgaswiir-
menutzung in Kraftfahrzeugen allgemein gegeben und die Bewertungskriterien
sowie motorseitigen Aspekte qualitativ diskutiert. Darauf folgend werden die
thermodynamischen Grundlagen des Dampfstrahlkilteprozesses erklirt, die in
der Arbeit relevanten Prozesskenngrofen eingefiihrt und der Stand der Tech-
nik und Forschung von Dampfstrahlkélteanlagen in der Kéltetechnik skizziert.
Die benétigten Grundlagen der Wiarmeiibertragung und die in den Abgaswér-
meiibertragungsmodellen der Arbeit verwendeten, der Literatur entnommenen
Berechnungsgleichungen werden anschliefend beschrieben und diskutiert. Zu-
letzt werden die Betriebscharakteristik, die Auslegung und die Modellierung
von Dampfstrahlverdichtern entsprechend dem Stand der Technik und For-
schung beschrieben und die fiir die Modellbildung der Dampfstrahlverdichtung

benétigten grundlegenden Berechnungsgleichungen des Realgases eingefiihrt.

2.1 Abgaswarmenutzung bei Kraftfahrzeugen

2.1.1 Stand der Technik

Umfangreiche Untersuchungen zur Nutzung von Abgaswirme von Kraftfahr-
zeugen begannen nach der ersten Olkrise um 1970 mit einem dem Motor nach-

geschalteten Rankine-Kraftprozess bei Nutzfahrzeugdieselmotoren (Patel und
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Doyle, 1976; Leising et al., 1978; Doyle et al., 1979). Die in Kraftprozessen
erzeugte mechanische Arbeit kann grundsétzlich zur Unterstiitzung des Ver-
brennungsmotors direkt zum Vortrieb genutzt oder zur Entlastung des riemen-
getriebenen elektrischen Generators in elektrische Energie gewandelt werden
(Hountalas und Mavropoulos, 2010). Aufgrund weiterentwickelter Expansions-
maschinen und einer groferen Auswahl an Arbeitsmedien wird laut Wang et al.
(2011) heutzutage dies verstérkt auch fiir das Kraftfahrzeug in Betracht gezo-
gen (Domingues et al., 2013; Wang et al., 2013; Neunteufl et al., 2012; Frey-
mann et al., 2012; Lutz et al., 2012; Liebl et al., 2009; Freymann et al., 2008;
Endo et al., 2007). Aber auch alternative Kraftprozesse wie der offene Joule-
oder der Stirling-Prozess sind Gegenstand der Forschung (Dingel et al., 2013).
Experimentell nachgewiesene Prozessgiiten von mit dem Abgas angetriebenen
Kraftprozessen als Verhéltnis der erzeugten mechanischen Leistung zum zuge-
fithrten Antriebswirmestrom belaufen sich nach Endo et al. (2007) auf 0, 1 bis
0, 18. Berichtete Kraftstoffeinsparungen bewegen sich laut Teng und Regner
(2009) zwischen 4 % und 6,5 %. Dariiber hinaus zielen einige Forschungsbe-
strebungen oder Technologien auf die direkte Wandlung der Abgaswérme in
elektrische Energie mit Hilfe thermoelektrischer Generatoren ab (Jansch, 2013;
Risse und Zellbeck, 2013; Friedrich et al., 2010). Die in der zitierten Literatur
auffindbaren Prozessgiiten von Thermoelektrogeneratoren als Verhiltnis von
elektrischer Leistung zum zugefiihrten Antriebswiarmestrom bewegen sich von
0,02 bis 0, 05.

Die Erzeugung von Kélte mit einer einstufigen, mit dem Abgas angetriebenen
Absorptionskilteanlage mit dem Arbeitspaar Ammoniak-Wasser stufen Kohler
et al. (1997) zur Transportkiihlung in Lastkraftwagen insbesondere bei kon-
stantem Abgasenergieangebot als aussichtsreich ein. Der untersuchte Absorp-
tionskilteanlagenprototyp weist experimentelle Verhéltnisse von Kélteleistung
zum Antriebswiarmestrom von 0,2 bis 0,3 auf, die sich nach Aussage der Au-
toren noch um 25 % steigern lassen.

Forschungsbestrebungen zur Ladeluftkiihlung mittels einer mit dem Abgas an-

getriebenen Kélteanlage finden sich in der Literatur nicht.
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2.1.2 Bewertungskriterien

Die genannten Untersuchungen konzentrieren sich vornehmlich auf die Ge-
samtsystemanalyse, bei der die genaue Definition der Systemgrenzen zur Be-
stimmung von moglichen Kraftstoffeinsparungen nicht immer deutlich wird.
Ziel jedes Konzepts zur Nutzung von Abgaswéirme ist die moglichst effiziente
Wandlung der Abgaswéirme in Nutzenergie ohne eine Beeinflussung des Mo-
torprozesses oder zusitzlichen energetischen Aufwand. Folgende Kriterien und
motorseitige Aspekte miissen in die Bewertung von Abgaswiarmenutzungskon-

zepten einflieflen:
e gravimetrische und volumetrische Systemleistungsdichte
e Prozesstemperaturniveau der Wiarmeabfuhr an die Umgebung
e Abgasgegendruck

Um das Potential zur Senkung des Kraftstoffverbrauchs unterschiedlicher
Konzepte der Abgaswiarmenutzung einzustufen, muss unter anderem der Kraft-
stoffmehrverbrauch aufgrund der zusitzlichen Masse des Abgasnutzungssys-
tems beriicksichtigt werden. Rohde-Brandenburger (2013) bestimmt die Aus-
wirkung der zusatzlichen Masse auf den Verbrauch mittels eines auf den drei
wesentlichen Fahrwiderstédnden basierenden, vereinfachten physikalischen Mo-
tormodells. Das Modell nutzt die Tatsache, dass der zusétzliche Verbrauch auf-
grund zusétzlich zu bewegender Masse verschiedener Motoren unabhingig vom
Betriebspunktwechsel in erster Ndherung proportional zur zusitzlich bewegten
Masse ist, obwohl die Gesamtwirkungsgrade im Motorkennfeld zwischen den
jeweiligen Betriebspunkten merklich verschieden sind. Demnach gibt es einen
konstanten Proportionalitidtsfaktor zwischen Differenzverbauch und Differenz-
leistung. Rohde-Brandenburger (2013) errechnet mit dem Modell fiir aufgela-
dene Otto- und Dieselmotoren und Otto-Saugmotoren entsprechend dem Last-
profil Differenzverbréuche von 0,07 L/100km bis 0,08 L./100km fiir eine Kon-
stantfahrt sowie 0, 121./100km bis 0, 15L/100km im NEFZ! fiir eine zusitzliche
Masse von 100 kg. Der Kraftstoffmehrverbrauch des Motors muss durch das
Abgaswirmenutzungskonzept iiberkompensiert werden, weshalb die gravime-

trische Systemleistungsdichte ein wichtiges Bewertungskriterium ist. Aufgrund

INEFZ: Neuer Europiischer Fahrzyklus.
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des begrenzten Bauraums im Kraftfahrzeug ist auch eine hohe volumetrische

Systemleistungsdichte wichtig.

Bei der Nutzung von Abgaswérme wird die Exergie des Abgases nicht mehr
mit dem Abgasmassenstrom an die Umgebung abgefiihrt, sondern in einem
nachgeschalteten Prozess gewandelt. Der Anteil des Antriebswirmestroms aus
dem Abgas, der nicht in Nutzenergie gewandelt wird, muss auf einem ver-
gleichsweise niedrigen Temperaturniveau mittels eines Warmeiibertragers an
die Umgebung abgefiihrt werden. Dieser abzufiihrende Riickkiihlwirmestrom
skaliert unter Beriicksichtigung des erreichbaren Temperaturniveaus der Riick-
kithlung und des realisierbaren Kiihlluftmassenstroms bei gegebener Umge-
bungstemperatur die zusétzlich zu installierende Warmeiibertragerfliche zur
Riickkiihlung.

Die im Kraft- oder Nutzfahrzeug realisierbaren Kiihlluftmassenstréme werden
durch die installierbare Ventilatorleistung begrenzt. Maximale Kiihlluftmas-
senstrome von Kondensatoren der Fahrzeugklimaanlage bewegen sich nach
Schlenz et al. (1998) und Genger et al. (2005) um die 2 kg/s bis 2,7 kg/s.
Kiihlluftmassenstrome von 3,2 kg/s sind nach Eichlseder et al. (1998) nahe
der oberen Grenze von Kiihlern des Motorkiihlmediums. Bei Nutzfahrzeugen
belaufen sich die Kiihlluftmassenstréme auf bis zu 9kg/s (Hager et al., 2002).
Fiir einen gegebenen Riickkiihlwirmestrom sollte aufgrund der begrenzten
Wirmeiibertragerfliche und dem begrenzten Kiihlluftmassenstrom das erreich-
bare Temperaturniveau der Riickkiihlung so hoch wie moglich sein. Aufserdem
sollte sich die Prozessgiite des Abgaswidrmenutzungskonzepts mit Erhéhung
des Temperaturniveaus der Warmeabfuhr nicht merklich verschlechtern, so
dass das Temperaturniveau bei steigenden Umgebungstemperaturen angeho-
ben werden kann.

Das erreichbare Prozesstemperaturniveau der Warmeabfuhr stellt vor dem
Hintergrund moglichst hoher Prozessleistungsdichten, begrenzten Bauraums
und begrenzter Kiihlluftmassenstrome ein weiteres wichtiges Bewertungskri-
terium unterschiedlicher Konzepte zur Abgaswirmenutzung dar. Teng et al.
(2007) beispielsweise nutzen als thermischen Antrieb fiir einen dem Motor
nachgeschalteten Kraftprozess die Abgaswidrme der Abgasriickfiihrung. Auf
diese Weise muss der Riickkiihlwarmestrom des Kraftprozesses nicht zusétzlich

zum Wirmestrom der Abgasriickfithrung, sondern lediglich auf einem gerin-
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geren Temperaturniveau an die Umgebung abgegeben werden. Dadurch ver-
ringern sich die mit dem Abgasnutzungssystem zusitzlich zu installierende
Riickkiihliibertragerfliche und der zusédtzlich benotigte Kiihlluftmassenstrom.

Ein Ziel aller Abgaswirmenutzungskonzepte ist die Ubertragung der jewei-
ligen Antriebswiarmestrome fiir den dem Motor nachgeschalteten Prozess bei
moglichst geringer Erhohung des Abgasgegendrucks. Ein erhohter Abgasge-
gendruck erschwert den Ladungswechsel des Motors und resultiert letztlich
in einem Kraftstoffmehrverbrauch. In der Literatur finden sich keine auf ei-
ner physikalischen Betrachtung basierenden Angaben fiir die Quantifizierung
des Kraftstoffmehrverbrauchs, weswegen die Auswirkung einer Erhohung des
Abgasgegendrucks bei einem abgasturboaufgeladenen Motor in grober Néhe-
rung durch die Betrachtung des idealisierten thermodynamischen Prozesses des

Viertaktmotors wie in Abb. 2.1 dargestellt verdeutlicht werden soll.

A
oT
o | 47
3Z
A
27
87
P2 at- >
bs b7
PU 77 67

Abbildung 2.1: Idealisierter Prozess des abgasturboaufgeladenen Viertaktmo-
tors im p-V-Diagramm (nach Pucher, 2008).

Beim abgasturboaufgeladenen Viertaktmotor liefert der Verdichter bzw. der
Lader (L) den Zylindern (Z) Luft vom Druck p,, der dem Zylinderdruck beim
Saughub (8Z— 1Z) entspricht. Der Verdichtungshub (1Z— 2Z) setzt also bei

dem gegeniiber dem Umgebungsdruck py beim Saugmotor erhéhten Druck
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po ein (1Z). Dem Verdichtungshub folgen die isochore Wérmezufuhr in OT
(2Z— 3Z) und die isobare Warmezufuhr (3Z— 4Z). Die Zylinderladung wird
nach Abschluss des Expansionshubs (4Z— 57) und Offnen des Auslassventils
(5Z) gegen den Druck ps vor der Turbine ausgeschoben (6Z— 7Z). Beim aufge-
ladenen Motor ist die spezifische Ladungswechselarbeit wppy (6Z-7Z-8Z-17)
wie die Arbeit der Hochdruckphase des Motorprozesses wyp (12-2Z-37-47-57)
positiv.

Die Abgastemperatur vor der Turbine T3 ist grofer als die Ladelufttemperatur
vor dem Motoreintritt 75, weshalb der Abgasdruck vor der Turbine p3 gerin-
ger als der Ladedruck vor Motoreintritt ps sein muss, vorausgesetzt dass bei
stationdrem Betrieb die Lader- gleich der Turbinenarbeit ist, d.h. W, = Wo.
Die senkrecht schraffierte Fliche (5Z-6Z-3") entspricht dem Arbeitsverlust auf-
grund der Drosselung der Verbrennungsgase vom Druck psz auf den Druck ps.
Die Temperatur vor der Turbine T3 muss also grofer als die Temperatur T
sein, die sich bei der isentropen Entspannung der Verbrennungsgase ergéibe.
Einer Erhéhung des Abgasgegendrucks muss ohne eine Verdnderung der Rand-
bedingungen des Motorprozesses und der Ladeluftverdichtung iiber die Ent-
spannung des Abgases in der Turbine entgegengewirkt werden. Die bei der
isentropen Entspannung des Abgases in der Turbine vom Druck p3 auf den
Umgebungsdruck py gewinnbare spezifische Arbeit wp s berechnet sich unter
Annahme eines idealen Gases und gleicher Abgasgeschwindigkeiten vor und

hinter der Turbine wie folgt:

r—1

Pu B
-(2)7 o

Unter der Annahme einer Temperatur vor der Turbine 73 und eines Drucks

o R'Ii'Tg

wr,s
k—1

p3 der Verbrennungsgase von 1200 K und 1,5 bar errechnet sich fiir Luft, d.h.
mit einem Isentropenexponent x von 1,4 und einer spezifischen Gaskonstante
R von 287J /kgK bei der Expansion auf einen Umgebungsdruck py von 1bar ei-
ne spezifische isentrope Turbinenarbeit wr s von ungefihr 132kJ/kg. Bei einer
Steigerung des Abgasgegendrucks des aufgeladenen Motors durch zusétzliche
Druckverluste im Abgasstrang von bspw. 50 mbar verringert sich die theore-
tisch aus dem Abgas gewinnbare Turbinenexpansionsarbeit wz s bei ansons-

ten gleichen Randbedingungen auf 117 kJ/kg bzw. um 11,4 % in einem nicht
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vernachlédssigharen Mafe. Die Verringerung konnte bei aufgeladenen Motoren
durch eine Erhohung des Turboladerwirkungsgrads nyz? von 11,4 % kompen-
siert werden, da gilt (Awrs/wrs) = (Anrn/nrL)-

Bei der Diskussion des erhohten Abgasgegendrucks ist auferdem zu beachten,
dass durch die Abkiihlung des Abgases dessen Dichte steigt und damit bei kon-
stantem Abgasmassenstrom der Abgasvolumenstrom sinkt. Je nach Integration
des Warmeiibertragers in den Abgasstrang verringern sich die Druckverluste in
nachgelagerten Rohren und Einbauten entsprechend der jeweiligen Zunahme
der Abgasdichte (Kiihn und Kitte, 2013).

Uber die Prozessgiite, die zusitzliche Masse und das zusitzliche Volumen,
die Riickkiihlwarmestréme und das Riickkiihltemperaturniveau sowie die Ab-
gasgegendruckerh6hung hinaus miissen in einer Gesamtsystembewertung gege-
benenfalls zusitzliche energetische Verbriuche des Abgaswirmenutzungssys-

tems durch Pumpen oder Ventilatoren beriicksichtigt werden.

2Der Turboladerwirkungsgrad 777 umfasst mit dem mechanischen Wirkungsgrad des
Turboladers sowie den isentropen Wirkungsgraden von Verdichter und Turbine die gesamte

Wirkungsgradkette des Abgasturboladers.
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2.2 Dampfstrahlkilteanlagen

In folgendem Abschnitt werden die Grundlagen des Dampfstrahlkilteprozes-
ses erklart und die in der Arbeit relevanten Prozesskenngrofen eingefiihrt. Im
Anschluss wird der Stand der Technik und Forschung von Dampfstrahlkilte-
anlagen in der Kéltetechnik, der Prozessregelung und eingesetzter Kaltemittel

skizziert.

2.2.1 Prozessverlauf

Abb. 2.2 zeigt das Anlagenschaltbild einer Dampfstrahlkélteanlage.

H  Heizer

P Pumpe

DSV Dampfstrahlverdichter
K  Kondensator

EV Expansionsventil

V  Verdampfer

Abbildung 2.2: Anlagenschaltbild einer Dampfstrahlkilteanlage.

Der Dampfstrahlkilteprozess nutzt als Einstoffprozess wie der Kaltdampf-
kompressionskélteprozess die Druckabhingigkeit der Siedetemperatur des ver-
wendeten Arbeitsmediums aus, um die Wandlung von Wirme auf unterschied-
lichen Temperaturniveaus durch Anderung der Druckniveaus und der Phasen
zu realisieren. Die wichtigsten Komponenten des Kreislaufs sind der Verdamp-
fer, der Kondensator, der Heizer, der Dampfstrahlverdichter, das Expansions-
ventil und die Pumpe. Der Dampfstrahlkilteprozess besteht aus zwei Kreis-
laufen, einem rechtsldufigen Antriebskreislauf und einem linkslaufigen Kilte-
kreislauf, die durch die Dampfstrahlverdichtung miteinander verbunden sind.

In Abb. 2.3 wird der Dampfstrahlkilteprozess vereinfacht im p-h-Diagramm
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des Kiltemittels R134a dargestellt.

60

pPH----- 29 - » 52
My

kritische Punkt

3b PV ---0

x2

x0

150 200 250 300 350 400 450 500
h/(kJkg™h)
Abbildung 2.3: Dampfstrahlkélteprozess im p-h-Diagramm fiir das Kéltemittel

R134a.

Der fliissige Antriebsmassenstrom des rechtsliufigen Kreislaufs M, wird

iber die Pumpe (P) unter Eintrag der hydraulischen Pumpleistung P, auf
das Druckniveau des Heizers py gefordert (1 — 2). Durch die nidherungs-
weise isobare Aufnahme des Antriebswirmestroms Qs wird die Enthalpie des
Antriebsstroms erhoht (2 — s2). Je nach Prozessfithrung erwirmt sich das
Kéltemittel durch den Wérmeeintrag bei iiberkritischen Antriebsdriicken wie
in Abb. 2.3 dargestellt oder verdampft bei unterkritischen Antriebsdriicken?.
Als Wérmequelle soll bei dem in Abschnitt 1.1 beschriebenen Konzept das
Motorabgas dienen.
Der vom Punkt s0 in den Dampfstrahlverdichter (DSV) gesaugte Kéltemit-
telmassenstrom wird vorher unter Aufnahme der Kilteleistung @, auf dem
niedrigsten Prozessdruckniveau py verdampft (0 — s0). Als Warmequelle des
Verdampfers (V) soll die Ladeluft des Verbrennungsmotors dienen. Die Kélte-
leistung Qo stellt den Nutzen des Prozesses dar.

Im Kondensator (K) wird der aus dem Dampfstrahlverdichter kommende Misch-

3Der kritische Druck py,; des Kiltemittels R134a belduft sich auf 40,59 bar und die
zugehorige kritische Temperatur 9J,.;; auf 101,2 °C.
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massenstrom M, unter Abgabe des Riickkiihlwirmestroms Ql kondensiert
(s1 — 1). Als Wiarmesenke soll die Umgebung dienen.

Der Massenstrom My tritt nun in den Dampfstrahlverdichter als Antrieb ein.
Zur Erklarung der grundsitzlichen Funktionsweise des Dampfstrahlverdichters
sind in Abb. 2.4 dessen Geometrie, der qualitative Verlauf von Druck p und
Geschwindigkeit w sowie die Zustandspunkte aus Abb. 2.3 im Dampfstrahl-

verdichter schematisch dargestellt.

a
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Abbildung 2.4: Geometrie eines Dampfstrahlverdichters und qualitativer Ver-

lauf von Druck p und Geschwindigkeit w (die Verldufe sind nicht linear).

Der Dampfstrahlverdichter besteht aus einer Lavaldiise, einer Saugkammer,
einer Mischkammer und einem Unterschalldiffusor. Die erhohte Enthalpie des
Antriebsstroms wird in der Lavaldiise in kinetische Energie umgesetzt, indem
der Antriebsstrom entspannt und dadurch beschleunigt wird (s2 — a2). Die
Entspannung des Antriebsstroms und die damit einhergehende Beschleunigung
in der Lavaldiise passiert in guter Ndherung isentrop.

Der Druck am Lavaldiisenausgang a ist so gering, dass in diesen Bereich Kal-
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temitteldampf aus dem Verdampfer stromt. Der verdampferseitige Kéaltemit-
telmassenstrom M wird vom Antriebsstrom beschleunigt (s0 — a0) und ent-
spannt sich dabei wie in Abb. 2.4 dargestellt bis auf das Druckniveau am
Diisenaustritt.

Durch den Austausch von Impuls, kinetischer Energie und Enthalpie ent-
steht aus Antriebs- und Saugmassenstrom im Mischraum des Dampfstrahl-
verdichters bei ndherungsweise konstantem Mischdruck ein Mischmassenstrom
M, mittlerer Geschwindigkeit (a — M). Nach der Mischung wird der iiber-
schallschnelle Mischmassenstrom in der Mischkammer des Dampfstrahlver-
dichters durch einen senkrechten Verdichtungsstof in den Unterschall verzo-
gert, was mit dem in Abb. 2.4 schematisch gezeigten Druckanstieg einhergeht
(M — Mn). Der Mischmassenstrom wird auf das mittlere Prozessdruckniveau
des Kondensators pg verdichtet, indem er im Diffusor des Dampfstrahlverdich-
ters verzogert wird und damit seine kinetische Energie in Druckenergie wandelt
(Mn — s1).

Entsprechend den Mischungsanteilen wird das fliisssige Kéltemittelkondensat
wieder aufgeteilt. Der Anteil des Antriebsmassenstroms wird iiber die Pum-
pe auf den Hochdruck gefordert, wihrend der Anteil des Saugmassenstroms
iiber das Expansionsventil auf das Verdampfungsdruckniveau entspannt wird

(1 = 0), wodurch sich die beiden Kreisprozesse schliefsen.

Der antriebsseitige Zustand des Kéltemittels (Punkt s2) ist nicht frei wihl-
bar und muss nach heutigem Stand des Wissens derart eingestellt werden,
dass eine Kondensation des Kiltemittels in der Lavaldiise ausgeschlossen ist
(Grazzini et al., 2011). Das bedeutet, dass das Kéltemittel unabhéingig vom
Antriebsdruckniveau py soweit erhitzt werden muss, dass es bei der sich an
die Erhitzung anschliefende Entspannung in der Lavaldiise nicht in das Zwei-
phasengebiet gelangt.

Das Antriebsdruckniveau des Prozesses py ist auch nicht frei wihlbar, sondern
stellt sich bei einem geometrisch festen Dampfstrahlverdichter entsprechend
dem Diisenquerschnitt A,,;,» durch den von der Pumpe geférderten Antriebs-
massenstrom M, ein. Der dem Kiltemittel zugefiihrte Antriebswiarmestrom Q2
bestimmt mafgeblich den férderbaren Antriebsmassenstrom. Der Antriebswér-

mestrom (), stellt den Aufwand des Prozesses dar.

Beim Dampfstrahlkilteprozess wird die energieaufwendige Verdichtung des
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aus dem Verdampfer gesaugten Kéltemitteldampfs durch den Impulsiibertrag
des Antriebsstroms auf den Saugmassenstrom erzielt. Die Erhohung der Ent-
halpie des Antriebsstroms wird mafgeblich durch den Wirmeeintrag auf dem
hochsten Prozessdruckniveau und nicht durch den Arbeitsaufwand der Pumpe

erreicht, was den Antrieb des Prozesses mit thermischer Energie ermdglicht.

2.2.2 Prozesskenngrofien

Folgende Temperaturdifferenzen sind kennzeichnend fiir den Dampfstrahlkal-

teprozess und werden fiir die Analyse benétigt:

ATSchub,pH<pmit - (TH - TK)7 AT&:/wlhmr>pzm-,s - (Tpk - TK)v

(2.2)
ATy = (Tk — Tv)

Der Temperaturschub AT, wird im unterkritischen Druckbereich als Dif-
ferenz der Verdampfungstemperatur im Heizer Ty und der Kondensationstem-
peratur Ty definiert. Bei Prozessantriebsdriicken py oberhalb des kritischen
Drucks dndert sich die mittlere Temperatur des Kaltemittels wihrend des Wir-
meeintrags merklich aufgrund der endlichen spezifischen Warmekapazitiat im
iiberkritischen Bereich. Der Temperaturschub AT, soll im iiberkritischen
Druckbereich daher als Differenz der pseudokritischen Temperatur Tp;* und
der Kondensationstemperatur Ty definiert werden. Der Temperaturhub ATy,
bezeichnet die Differenz der Kondensationstemperatur Tk und der Verdamp-
fungstemperatur 7y, .

Folgende Kiltemitteliiberhitzungen werden fiir den Dampfstrahlkéltepro-

zess definiert:

ATQJ’HQ’M% = (TS? - TH)v AT27PH>pkrit = (TS? - Tpk)v

(2.3)
ATy = (T — Tv), ATy = (T — Tx)

Die antriebsseitige Uberhitzung des Kiltemittels ATh, die sich je nach An-

triebswiarmestrom (), und Antriebsmassenstrom M, einstellt, wird im unter-

4Die pseudokritische Temperatur bezeichnet die Temperatur, bei der die spezifische iso-
bare Warmekapazitat beim jeweiligen Druck ihr Maximum erreicht (Hall, 1971). Je hoher der

iiberkritische Druck des Kéltemittels ist, desto grofer ist die pseudokritische Temperatur.
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kritischen Druckbereich als Differenz der Heizeraustritts- und der Verdamp-
fungstemperatur im Heizer und im iiberkritischen Druckbereich als Differenz
der Heizeraustrittstemperatur und der pseudokritischen Temperatur definiert.
Die iiber das Expansionsventil eingestellte, verdampferseitige Uberhitzung des
Saugmassenstroms ATy wird als Differenz der Verdampferaustritts- und Ver-
dampfungstemperatur gebildet. Die kondensatorseitige Uberhitzung des Misch-
massenstroms AT} wird als Differenz der Kondensatoreintritts- und Konden-
sationstemperatur bestimmt.

Folgende Kaltemittelunterkiihlungen werden fiir den Dampfstrahlverdich-

tungsprozess definiert:

ATH,PH<Pkrit = (TH - T2>7 Ajﬂ’H,p

ATk = (Tx — T1)

H>Phrit (Tpk - T2)

(2.4)

Die antriebsseitige Unterkiihlung des Kaltemittels ATy wird im unterkriti-
schen Druckbereich als Differenz der Verdampfungstemperatur im Heizer und
der Heizereintrittstemperatur und im tiberkritischen Druckbereich als Differenz
der Heizereintrittstemperatur und der pseudokritischen Temperatur definiert.
Bei Temperaturen unterhalb der pseudokritischen Temperatur weist das iiber-
kritische Fluid dhnliche Eigenschaften wie die Fliissigkeit auf. Die kondensa-
torseitige Unterkiihlung ATk wird als Differenz zwischen Kondensations- und
Kondensatoraustrittstemperatur gebildet.

Folgende Druckverhéltnisse sind fiir den Dampfstrahlkilteprozess kennzeich-
nend:

P Pa

. o o Ps1
Ts0,52 = ) Ts1,52 = ) Ts1,50 =
Ps2 Ps2 Pso

(2.5)

Zwei dieser Verhiltnisse von Verdampferaustrittsdruck zu Heizerdruck g s,
von Kondensatorgegendruck zu Heizerdruck 74 5o oder von Kondensatorgegen-
druck zu Verdampferaustrittsdruck g 5 legen die Stromungsbedingungen im
Dampfstrahlverdichter fest. Die Driicke stellen sich entsprechend der mittleren
Temperaturniveaus des Arbeitsmittels in den drei Warmeiibertragern ein. Der
Temperaturschub ATg.p. sowie der Temperaturhub ATy, des Prozesses be-
stimmen also die Druckverhéltnisse und dadurch die Strémungsbedingungen

im Dampfstrahlverdichter.
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Folgende Druckdifferenzen sind kennzeichnend fiir den Dampfstrahlkélte-

prozess und werden bei der Analyse verwendet:

Apsenub = (P — Px), Appuw = (pr — pv) (2.6)

Der Druckschub Apgenu, wird als Differenz des Antriebs- und Kondensa-

tionsdrucks und der Druckhub Apg,, als Differenz des Kondensations- und
Verdampfungsdrucks definiert.

Eine die Stromungsverdichtung definierende Kenngrdfe ist die sogenannte

Mitfiihrrate pu:

_ (2.7)

Die dimensionslose Mitfiihrrate p besagt, wie viel Antriebsmassenstrom ei-
nes gegebenen Heizerdruckniveaus py in der Lavaldiise entspannt werden muss,
um einen bestimmten Saugmassenstrom von dem Verdampfungsdruckniveau
py auf das Kondensatordruckniveau py zu fordern. Die Mitfiihrrate ist im
wesentlichen eine Funktion der Druckverhéltnisse 70 52, Ts1 52 Oder mgy 0. Au-
fserdem wird die Mitfiihrrate von der Geometrie des Dampfstrahlverdichters
beeinflusst und bestimmt daher dessen Betriebscharakteristik fiir gegebene
thermodynamische Randbedingungen in den drei Warmeiibertragern. Folgen-

de geometrische Verhéltnisse sind am wichtigsten:

Amin2 Amin2
)
Aa2 AM,min

Der Einfluss des Verhéltnisses aus kleinstem Lavaldiisenquerschnitt zum

(2.8)

Lavaldiisenaustritt (A,in2/Aq2) und des Verhéltnisses aus kleinstem Lavaldii-
senquerschnitt zum kleinsten Mischkammerdurchmesser (A, ina/Ansmin) wird
im Abschnitt 2.4.1 zur Betriebscharakteristik des Dampfstrahlverdichters noch
genauer erlautert.

Als energetische KenngroRe wird das thermische Wirmeverhiltnis COP,;,°
als Verhiltnis aus Nutzkilteleistung Qo zu aufzuwendendem Antriebswirme-
strom (), gebildet:

cOPy, = 0 _ (o —ho) Mo _ Bhy
Qz (h32 - hz) - My Ahy

(2.9)

SEnglisch: Coefficient Of Performance.
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Nach GI. 2.9 ist das thermische Wiarmeverhéltnis CO Py, in guter Niherung
proportional zur Mitfiihrrate p, weil die Enthalpiedifferenzen Ahy am Ver-
dampfer und Ahy am Heizer, die in Abb. 2.3 dargestellt sind, sich nur relativ
wenig dndern.

Das thermische Warmeverhiltnis COP,;, bestimmt iiber den zu férdernden
Antriebsstrom M2 auferdem indirekt den hydraulischen COP, als Verhiltnis
von Kilteleistung Qg zu hydraulischer Pumpleistung Pj:

COP, = %(j = % -COPy, (2.10)

Der hydraulische COP, quantifiziert die fiir eine gegebene Kilteleistung Qo
bendtigte hydraulische Pumpleistung P,.

Das thermische Warmeverhéltnis COP,;, aus Gl. 2.9 stellt jedoch nicht nur
eine energetische Kenngrofe dar, sondern besitzt auch einen direkten Einfluss
auf die im Prozess bendtigten Wirmeiibertragerflichen und das insbesondere
fiir das Kraftfahrzeug zu minimierende Anlagengewicht und -volumen. Des-
wegen ist das thermische Warmeverhéltnis COP;;, in mehrfacher Hinsicht als
eine zu maximierende Kenngrofe anzusehen. Zum einen quantifiziert das ther-
mische Wirmeverhéltnis COP,, direkt den fiir eine gegebene Kilteleistung
aus dem Abgas zu iibertragenden Antriebswirmestrom Q,. Bei ausreichendem
Abgasenergieangebot erscheint dies zunéchst lediglich die Flache des Abgas-
warmeiibertragers zu skalieren. Jedoch bedingt das thermische Warmeverhalt-
nis COP,, gleichzeitig den bei gegebener Kilteleistung Qo aus dem System
abzufithrenden Riickkiihlwirmestrom @; und damit die erforderliche Konden-
satorfliche, da sich die Energieerhaltungsgleichung des Prozesses mit Gl. 2.9

umformen lasst zu:

o : 1 1
Ql:Q2+QO+Ph:QO'(m+1+OOPh> (2.11)

Auch der hydraulische CO P, beeinflusst nach GI. 2.11 den abzufiihrenden
Riickkiihlwérmestrom. Der Einfluss des hydraulischen C'OP, ist normalerweise
geringer, da der hydraulische C'OP, bei den thermisch angetriebenen Kélte-
prozessen i.d.R. um mindestens eine Grofenordnung grofer als das thermi-
sche Warmeverhiltnis COP,y, ist. Die mit dem Antriebsstrom skalierende Ab-

gaswirmeiibertragerfliche und die mit dem Riickkiihlwirmestrom skalierende



24 2. Stand der Technik und Forschung

Kondensatorfliche wirken sich mafsgeblich auf die erzielbaren Prozessleistungs-
dichten aus.
Das reversible thermische Warmeverhéltnis COPy, ,, ergibt sich unter Ver-

wendung des zweiten Hauptsatzes der Thermodynamik zu (Hsu, 1984):

COPypy yer = & . M (2.12)
’ Ty (Tx —Tv)

Dem Wirmebad des Heizers wird wegen der Anderung der Temperatur
beim Wairmeeintrag aufgrund des im Vergleich zur sensiblen Wérmeiibertra-
gung kleinen Verdampfungsanteils im knapp unterkritischen Druckbereich und
aufgrund der endlichen Wéarmkapazitit im iiberkritischen Druckbereich die
thermodynamische Mitteltemperatur Ty zugeschrieben (Baehr, 1973).

Die gravimetrische und volumetrische Leistungsdichte sind wie folgt defi-

niert:

@ (2.13)
M; Vi

Die Leistungsdichten kénnen fiir die gesamte Anlage als Verhéltnis aus er-
zeugter Kilteleistung zu Anlagengewicht bzw. Anlagenvolumen wie auch fiir
einzelne Prozesskomponenten angegeben werden, indem die jeweilige Nutzleis-

tung der Komponente Q; auf die Masse M; bzw. das Volumen V; bezogen wird.

In den folgenden Abschnitten wird der Stand der Technik von Dampfstrahl-
kidlteanlagen in der Kéltetechnik, der Prozessregelung, verwendeter Kéltemittel

und Arbeiten im iiberkritischen Druckbereich skizziert.

2.2.3 Anwendung in der Kiltetechnik

Die Anwendungsbereiche von Dampfstrahlkidlteanlagen in der Kéltetechnik
wurden von Vahl (1966) und Noeres (2006) beschrieben. Das Arbeitsmedi-
um ist meist Wasser.

Véhl (1966) identifizierte in seiner Abhandlung zu Dampfstrahlkilteanlagen
im Handbuch der Kiltetechnik als Anwendungsbereiche die Erzeugung von

Kaltwasser zur Kiihlung und Klimatisierung, die Verdampfungskiihlung in der
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chemischen oder der Lebensmittelindustrie®, die Kiihlung von wissrigen Salzlo-
sungen zur Kristallisation der Salze”, die Erzeugung von Eis (vgl. auch Albring,
1997) und den Einsatz als sogenannte Vorschaltkompressoren in Kompressions-
und Absorptionskilteanlagen®.

Die industrielle Bedeutung von Dampfstrahlkilteanlagen stufte Vahl (1966)
damals als gering ein, was er auf das Uberwiegen der Nachteile des Verfahrens
gegeniiber den Vorteilen sowie die mutmaflich ungeniigende Kenntnis des Be-
triebsverhaltens und der Auslegung von Dampfstrahlverdichtern zuriickfiihrte.
Den Vorteilen geringer Systemkomplexitéit, hoher Betriebssicherheit aufgrund
fehlender beweglicher Teile? und der Verwendung von Wasser als natiirlichem
Kaltemittel steht laut Vahl (1966) als wesentlicher Nachteil das im Vergleich
zu Sorptionsverfahren geringere thermische Warmeverhiltnis gegeniiber. Das
vergleichsweise geringe thermische Warmeverhiltnis resultiert aus prozessinha-
renten Irreversibilitdten und bedingt vergleichsweise hohe Riickkiihlwarmestro-
me. Er schlussfolgerte daher, dass Dampfstrahlkilteanlagen aufler in speziellen
Anwendungen nur eingesetzt werden, sofern Abdampf zur Verfiigung steht und
eine ausreichende Riickkiihlung mit annehmbarem Aufwand gewihrleistet wer-
den kann.

Dampfstrahlkilteanlagen fanden daher zur Klimatisierung von Aufenthalts-
rdumen auf Schiffen Anwendung, wo sie mit dem Abdampf aus Abgaskesseln
der Dieselschiffsmotoren angetrieben und mit Meerwasser riickgekiihlt wurden
(Krogsgaard, 1962; Christiansen und Krogsgaard, 1963). Zur Klimatisierung

groferer Gebdudekomplexe und von Ziigen wurden Dampfstrahlkilteanlagen

fDie Kiihlung wird hierbei durch das Verdampfen einer Fliissigkeit in oder auf Produk-
ten beim Unterschreiten des Dampfdrucks der Fliissigkeit erzielt. Das Erzeugen der Driicke
unterhalb des Dampfdrucks und das Absaugen des Dampfes erfolgt durch den Dampfstrahl-

verdichter.
"Hammer et al. (1951) setzten eine Dampfstrahlkilteanlage zur Kiihlung von wissrigen

Salzlésungen zwecks Salzkristallisation ein. Dampfstrahlkilteanlagen wurden auferdem von
Wittenberg (1952) zur Gewinnung von Karnalit aus Meerwasser sowie von Messing (1961)

zur Gewinnung von Trinkwasser aus Meerwasser verwendet.
8Das Ziel des Einsatzes von Dampfstrahlverdichtern in Kompressions- und Absorptions-

kilteanlagen sind eine Prozesswirkungsgradverbesserung durch Riickgewinnung der Dros-
selverluste und/ oder das Absenken der Verdampfungstemperatur bzw. des Verdampfungs-

drucks.
9Bis auf die den Antriebsstrom fordernde Pumpe.
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auferdem zu Beginn des 20. Jahrhunderts aufgrund von haufig zur Verfii-
gung stehenden Abdampfstromen verwendet (Elbel und Hrnjak, 2008b; Gos-
ney, 1982; Stoecker, 1958).

Laut Noeres (2006) beschréinkt sich die vorwiegende Anwendung von Dampf-
strahlkilteanlagen mittlerweile auf die Kélteerzeugung zur Kiihlung in der Zell-
stoff-, Lebensmittel-, Stahl- und chemischen Industrie im Leistungsbereich ei-
niger kW bis zu 60 MW. In den Jahren zwischen 1975 und 1994 wurden nach
Angaben von Herstellern iiber 80 Anlagen mit einer thermischen Gesamtleis-
tung von 313 MW installiert und in Betrieb genommen, wobei die Anlagen
jeweils fiir die spezielle Anwendung geplant und gefertigt wurden. Zur Klima-
tisierung werden Dampfstrahlkilteanlagen laut Noeres (2006) nicht eingesetzt.

Die damals von Vahl (1966) gemachte Behauptung, dass die Kenntnis des
Betriebsverhaltens und der Auslegung von Dampfstrahlverdichtern ungenii-
gend seien, wird durch die Vielzahl an wissenschaftlichen Arbeiten in der Li-
teratur bis zum heutigen Tag zur Auslegung der Dampfstrahlverdichtergeo-
metrie sowie der Modellierung der Dampfstrahlverdichtung unterstiitzt. Chen
et al. (2013), Rahamathullah et al. (2013) und Chunnanond und Aphornra-
tana (2004b) geben einen umfassenden Uberblick iiber die wissenschaftlichen
Untersuchungen und technischen Entwicklungen der letzten Jahre, von denen
der iiberwiegende Anteil theoretischer Natur sind. Ein wirklicher Fortschritt
in Richtung umfassender Klirung des Betriebsverhaltens und verstédndlichen
Auslegungsrichtlinien zeichnet sich nicht ab.

Zusammenfassend ldsst sich sagen, dass Dampfstrahlkilteanlagen bei der
thermischen Kilteerzeugung aufgrund der vergleichsweise geringen thermi-
schen Wirmeverhiltnisse keine Bedeutung besitzen. Wichtige Vorteile sind
die vergleichsweise geringe Systemkomplexitéit und die beinahe freie Wahl des
Arbeitsmediums, aufgrund derer Dampfstrahlkidlteanlagen fiir spezielle An-
wendungen trotz nachteiligem thermischem Wirmeverhéltnis immer wieder

untersucht werden.

2.2.4 Prozessregelung

Als technisch umgesetzte Konzepte zur Regelung der Kélteleistung von Dampf-
strahlkilteanlagen bei mdglichst hohem thermischem Wiarmeverhéltnis nennt

Noeres (2006) das Zu- und Abschalten von Dampfstrahlverdichtern in mehr-
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stufigen Prozessen bzw. das Takten des Dampfstrahlverdichters im einstufigen
Prozess, die saugseitige Drosselregelung, die antriebsseitige Bypassregelung so-
wie die Antriebsstromregelung in Form der antriebsseitigen Drosselung und der
antriebsseitigen Diisennadelregelung.

Das Zu- und Abschalten von Dampfstrahlverdichtern bzw. das Takten des
Dampfstrahlverdichters als in technischen Anwendungen am weitesten ver-
breitete Regelungskonzept ermoglicht keine stetige Regelung der Kéilteleistung,
aber einen diskontinuierlichen Betrieb bei einem im Vergleich zur Teillast giins-
tigen thermischen Wirmeverhéltnis.

Die saugseitige Drosselregelung mittels des Expansionsventils erlaubt eine ste-
tige Regelung der Kilteleistung durch das Absenken der Verdampfungstempe-
ratur, allerdings bei konstantem Antriebsstrom, weshalb das Wéarmeverhéltnis
bei der Drosselung des Saugmassenstroms und damit abnehmender Kélteleis-
tung sinkt.

Bei der stetigen antriebsseitigen Bypassregelung, bleibt der Anteil des An-
triebsstroms ungenutzt, der am Dampfstrahlverdichter vorbeigefiihrt wird. Fiir
das Wérmeverhéltnis ist diese Regelung ungiinstig.

Bei der antriebsseitigen Drosselung wie von Pollerberg et al. (2009) und Poller-
berg et al. (2008) bei einer solar angetriebenen Dampfstrahlkilteanlage tech-
nisch umgesetzt, kann der antriebsseitige Ruhedruck ps und damit der An-
triebsmassenstrom durch den Dampfstrahlverdichter stetig herabgesetzt wer-
den. Die antriebsseitige Drosselung zur Regelung des Antriebsdrucks bzw. des
Antriebsmassenstroms ist bei einer direkten Forderung des Antriebsmassen-
stroms durch eine Pumpe zum Dampfstrahlverdichter wie in Abb. 2.2 iiber-
fliissig und ungiinstig, da das Antriebsdruckniveau durch den iiber die Pumpe
geforderten Antriebsmassenstrom direkt regelbar ist und ein antriebsseitiges
Drosselventil lediglich zusétzliche Druckverluste erzeugt.

Bei der Diisennadelregelung wird der engste Lavaldiisenquerschnitt und da-
mit der Antriebsstrom gedndert, wobei der Ruhedruck p,, konstant gehalten
werden kann. Die Anderung des engsten Lavaldiisenquerschnitts mittels einer
Nadel ist die einzige Form der Regelung, bei welcher der ansonsten feste Zusam-
menhang zwischen Antriebsdruck und Antriebsmassenstrom verdndert werden
kann. Das Konzept der Diisennadelregelung wird von Ma et al. (2010) bei solar

angetriebenen Dampfstrahlkilteanlagen als geeignete Leistungsregelung zum
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Erzielen hoher Wirmeverhéltnisse identifiziert. Lin et al. (2013) untersuchen
die Diisennadelregelung in einer Kilteanlage mit einer zweistufigen Dampf-
strahlverdichtung, einer zuséitzlichen mechanischen Verdichtung und entspre-
chend drei Verdampfungsdruckniveaus zur Klimatisierung. Die Kilteanlage
wird dadurch in Teillast mit einem hohen thermischen Warmeverhéltnis be-
trieben. Den Einfluss der Diisennadelregelung auf das genaue Stromungsbild
im Dampfstrahlverdichter untersuchen Allouche et al. (2013) simulativ. Die
aufwendige Diisennadelregelung erhéht die als einen Vorteil des Verfahrens
identifizierte, vergleichsweise geringe Systemkomplexitdt merklich. Auferdem
wird die Diisennadelregelung durch den erreichbaren Kondensatorgegendruck
beschrénkt, der mit sinkendem Antriebsmassenstrom ebenfalls abnimmt. Zu-
mindest die Geometrie der Mischkammer miisste mit dem engsten Lavaldiisen-

querschnitt ebenfalls verringert werden, um diese Einschriankung aufzuheben.

Ziel der Regelung der Dampfstrahlkilteanlage in Koppelung mit einem Ver-
brennungsmotor zur Ladeluftkiihlung ist letztlich die Ladelufttemperatur vor
Motoreintritt und damit einhergehend die Regelung der Kélteleistung bei mog-
lichst hohem thermischen Wiarmeverhéltnis. Die Regelung des Antriebsdruck-
niveaus bzw. des Antriebsmassenstroms iiber die Pumpe sowie die saugseitige
Drosselregelung mittels des Expansionsventils sind also als Regelungseingriffe
in den internen Dampfstrahlkilteprozess zur Regelung der Kilteleistung mit
der Anlagenkonfiguration aus Abb. 2.2 uneingeschriankt moglich. Das Takten
der Anlage und die antriebsseitige Bypassregelung sind fiir die Ladeluftkiihlung
mit einer Dampfstrahlkélteanlage ungeeignet. Die Diisennadelregelung ist in-
teressant, aber wegen der damit einhergehenden Erhéhung der Systemkomple-
xitdt und des sinkenden erreichbaren Kondensatorgegendrucks problematisch.
Das Zu- und Abschalten von Dampfstrahlverdichtern kénnte eine alternative
zur Diisennadelregelung sein, bei der sich die Systemkomplexitit und die Leis-
tungsdichten nicht stark erhéhen und der erreichbare Kondensationsdruck bei
gegebenem Antriebsdruckniveau konstant bleibt.

In Koppelung mit einem Verbrennungsmotor treten Anderungen im Kilte-
bedarf gleichzeitig zu Anderungen im Abgasenergieangebot auf, weswegen die
Regeleingriffe zu einer moglichst schnellen Anpassung der Kilteleistung fiithren

sollten.
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2.2.5 Kaltemittel und uberkritischer Druckbereich

Chen et al. (2013) und Bravo et al. (2012) geben einen umfassenden Uber-
blick iiber die zahlreichen Untersuchungen von verschiedenen Kiltemitteln als
Arbeitsmedium in Dampfstrahlkilteanlagen. In der Ubersicht von Bravo et al.
(2012) wird deutlich, dass die Anzahl der theoretischen die der experimentellen
Arbeiten bei Weitem iibersteigt.

Die im Allgemeinen fiir Arbeitsmedien geltenden, durch Chen et al. (2013) auf-
gefithrten positiven Bewertungskriterien fiir die Kéltemittel sind ein geringer
Einfluss auf die Umwelt, d.h. ein geringes Treibhaus-! und Ozonabbaupoten-

1!, sowie eine hohe Betriebssicherheit, d.h. das Kiltemittel sollte trivialer-

tia
weise chemisch stabil und nicht giftig, explosiv oder korrosiv sein. Dariiber
hinaus nennen Chen et al. (2013) als positive, aus der Kéltetechnik bekannte
Bewertungskriterien eine mdoglichst hohe Verdampfungsenthalpie, einen hohen
Wirmeiibergang begiinstigende Fluideigenschaften und einen geringen maxi-
malen Prozessdruck. Dampfstrahlkélteanlagen mit Kéltemitteln einer grofsen
molekularen Masse sind bei gegebener Kilteleistung vergleichsweise klein. Ei-
ne grofse molekulare Masse resultiert laut Chen et al. (2013) aukerdem in ver-
gleichsweise hohen Mitfiihrraten und damit einhergehenden hohen thermischen
Wiérmeverhéltnissen. Des Weiteren sind geméf Chen et al. (2013) retrograde
Kiltemittel'? fiir die Dampfstrahlkilteanlage ungiinstig, weil zur Vermeidung
von Kondensation bei der Entspannung des Kéltemittels in der Lavaldiise bei
retrograden Kiltemitteln grofere antriebsseitige Uberhitzungen nétig sind.

Bravo et al. (2012) identifizieren groftenteils auf Basis von Simulationsrech-

nungen R134a'3, R141b, R142b, R600a, R717 und Methanol als geeignete Kil-

temittel fiir den Dampfstrahlkilteprozess mit Warmeverhéiltnissen zwischen

10Englisch: Global Warming Potential (GWP).
"Englisch: Ozone Depletion Potential (ODP).
12Ein Kéltemittel wird dann als riickschreitend bzw. retrograd bezeichnet, wenn es aus

dem Bereich der Gasphase kommend bei isentroper Druckerh6hung oder Druckverringerung
eine Teilkondensation durchlduft, um schlieflich wieder die Gasphase zu erreichen. Das ist
ndherungsweise der Fall, wenn das Verhiltnis aus Verdampfungsenthalpie r und dem Pro-
dukt aus spezifischer Wérmekapazitit ¢, und Verdampfungstemperatur grofer als Eins ist,
d.h. r/(¢,-T) > 1. Das bedeutet, dass die Steigung der Isentropen vom jeweiligen Zustand

aus grofer als die Steigung der Dampfdruckkurve des Kéltemittels ist.
138, Kaltemittelvergleiche von Selvaraju und Mani (2004), Cizungu (2001) und Sun (1999)

und Untersuchungen von Alexis und Karayiannis (2005) und Hernéndez et al. (2005).
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0,3 und 0,48 fiir Verdampfungstemperaturen zwischen —10 °C und 15 °C,
Kondensatortemperaturen zwischen 25 °C und 42 °C und Antriebstemperatu-
ren zwischen 72 °C und 180 °C.

Insgesamt wird bei den theoretischen Untersuchungen zum Vergleich von Kil-
temitteln selten deutlich, inwieweit die Eignung der Kéaltemittel von den zu-
grunde gelegten Rechenmodellen oder den gewéhlten Randbedingungen beein-
flusst wird. Hinsichtlich spezifischer Bewertungskriterien von Kéltemitteln fiir
den Dampfstrahlkilteprozess besteht daher Forschungsbedarf, was aber nicht
Inhalt der vorliegenden Arbeit ist.

Experimentell untersucht wurden von Wasser abgesehen nur die Kéltemittel
R113 (Al-Khalidy, 1998), R134a (Selvaraju und Mani, 2006), R141b (Huang
et al., 2006) sowie R717 (Sankarlal und Mani, 2006, 2007). Die h6chsten Wér-
meverhéltnisse werden bei vergleichbaren thermodynamischen Randbedingun-
gen mit den Kéltemitteln R113 und R134a erzielt. Al-Khalidy (1998) zeigt
experimentell mit dem Kailtemittel R113 bei vergleichsweise hohen Konden-
satortemperaturen zwischen 42 °C und 50 °C und Antriebstemperaturen zwi-
schen 60 °C und 100 °C Warmeverhéltnisse zwischen 0,05 und 0,2 fiir Ver-
dampfungstemperaturen zwischen 5°C und 18 °C. Selvaraju und Mani (2006)
weisen mit dem Kéltemittel R134a bei Antriebstemperaturen zwischen 65 °C
und 90°C Wirmeverhéltnisse zwischen 0,05 und 0, 5 fiir Verdampfungstempe-
raturen zwischen 2°C und 12°C und Kondensatortemperaturen zwischen 26°C
und 37 °C nach. Detaillierte Informationen zur genauen Prozessfiihrung und
der Dampfstrahlverdichtergeometrie fehlen in den beiden Analysen, weshalb
die Angaben von Al-Khalidy (1998) und Selvaraju und Mani (2006) nicht aus-

reichend iiberpriift werden kénnen.

Die Dampfstrahlverdichtung im iiberkritischen Druckbereich wird in der Li-
teratur lediglich theoretisch von Yu und Du (2010) mit dem Kéltemittel R 143a
untersucht!'*. Experimentelle oder theoretische Arbeiten zur Dampfstrahlver-
dichtung im iiberkritischen Druckbereich von R 134a finden sich in der Literatur

nicht.

!4Mehrere Untersuchungen existieren zu zweiphasigen Strahlverdichtern als Drosselorgan
zur Riickgewinnung von Expansionsarbeit in {iberkritischen Kompressionskélteprozessen mit
dem Kéltemittel R744 (Elbel, 2011), (Yari, 2009), (Elbel und Hrnjak, 2008a), (Deng et al.,
2007), (Li und Groll, 2005).
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2.3 Warmeiibergang in erzwungener Stromung

Die vorliegenden experimentellen Untersuchungen der Warmeiibertragung in
erzwungener Stromung werden aufgrund der hohen kéltemittelseitigen Be-
triebsdriicke mit einem Rohrbiindelwdrmeiibertrager durchgefiihrt, bei dem
das Kéltemittel R134a in den Rohren gefiihrt wird und das Abgas durch den
Mantel stromt.

In der Literatur finden sich einige Untersuchungen speziell zu mit Motorab-

15 oder zahlreiche systemtech-

gas umstromten Rohrbiindelwérmeiibertragern
nische Arbeiten zur Wiarmeiibertragung bei der Nutzung von Abgaswirme
von Verbrennungsmotoren von Kraftfahrzeugen'®. Der Einfluss hoher Tempe-
raturdifferenzen zwischen den Motorabgasen und dem die Wirme aus dem
Abgas aufnehmenden Arbeitsmedium wird in keiner der Arbeiten analysiert
und nur ausnahmsweise in Form von Viskositidtsverhiltnissen beriicksichtigt
(s. Domingues et al., 2013). In keiner der genannten Arbeiten wird ein iiber-
kritisches Arbeitsmedium eingesetzt oder die Warmeiibertragung auf ein iiber-
bzw. leicht unterkritische Arbeitsmedium behandelt. Untersuchungen zur An-
derung des Warmeiibergangs bei sich dndernden Fluideigenschaften allgemein
und im {iberkritischen Bereich finden sich in Arbeiten der Warmeiibertragung
in der chemischen Prozesstechnik (Gregorig, 1973) und der Kerntechnik (Kras-
noshchekov und Protopopov, 1959), wo auch die Berechnungsgrundlagen langs
umstromter Rohrbiindel untersucht werden (Markoczy, 1970).
Wirmedurchgangskoeffizienten und Druckverluste werden wie von Mavridou
et al. (2010) fiir verschiedene Wérmeiibertragergeometrien mittels Simulations-
rechnungen nur selten untersucht. Eine experimentelle Quantifizierung von er-
zielbaren Wéarmedurchgangskoeffizienten und den zugehdrigen Druckverlusten
verschiedener Abgaswirmeiibertragergeometrien findet sich dementsprechend
in der Literatur nicht.

In folgendem Abschnitt werden die fiir die vorliegende Arbeit relevanten
Grundlagen des konvektiven Warmeiibergangs sowie des Warmeiibergangs beim

Sieden reiner Stoffe in erzwungener Stromung skizziert und eine Ubersicht iiber

15Vgl. Costa und Queiroz, 2008; Sun et al., 1993.
16Vg]. Wang et al., 2013; Domingues et al., 2013; Bari und Hossain, 2013; Al-Qdah et al.,

2011; Hossain und Bari, 2011; Pandiyarajan et al., 2011; Manzela et al., 2010; Yang et al.,
2003; Morcos, 1988.
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die der Literatur entlehnten und in den Modellen verwendeten Nusseltbezie-
hungen zur Berechnung der Wérmeiibergangszahlen und aufgrund der beson-
deren Randbedingungen der Warmeiibertragung benotigten Korrekturfaktoren

gegeben.

2.3.1 Konvektiver Warmeiibergang

Beim stationdren konvektiven Wiarmeiibergang in Rohren oder Kanilen wird
das Fluid durch Warmeleitung aus der hier als wirmer angenommenen Wand
in den wandnahen Fluidbereich erwdrmt und gleichzeitig mit der Stromung
wandparallel fortgetragen. Die zur Warmeleitung notigen Temperaturgradien-
ten treten senkrecht zur Wand auf. Die Stromung wird durch eine dem System
aufgepriagte Druckdifferenz, beispielsweise mittels einer Pumpe, aufrechterhal-
ten. Die Temperaturgradienten und die Stromung bestimmen also den Wir-
meiibergang.

Zur Erklarung der Physik des konvektiven Wérmeiibergangs in erzwungener
Strémung sind in Abb. 2.5 schematisch der Verlauf der mittleren Fluidtempe-
ratur 7}, der Wandtemperatur Ty und der Wandwérmestromdichte ¢y bei

der Durchstrémung eines beheizten Rohrs bei ausgebildeter Stromung gezeigt.

»
>

X

Abbildung 2.5: Schematischer Verlauf der mittleren Fluidtemperatur 7,,, der
Wandtemperatur Ty, und der Wandwirmestromdichte ¢y, bei der Durchstro-

mung eines beheizten Rohrs bei ausgebildeter Stromung.
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Das Geschwindigkeitsprofil der turbulenten Strémung w(y) ist ausgebildet.
Die Geschwindigkeit steigt von der Wand (wy, = 0, Haftbedingung) bis auf den
maximalen Wert im Kern der Stromung w,,,, an. Die mittlere Fluidtemperatur
T,,(x) steigt iiber die Stromungskoordinate x ausgehend von der Eintrittstem-
peratur 7, kontinuierlich an und néhert sich asymptotisch der Wandtempera-
tur Tyy. Als thermische Randbedingung wird eine konstante Wandtemperatur
Tw angenommen. Das ausgebildete Temperaturprofil T'(y) wird stromabwérts
mit abnehmender charakteristischer, treibender Temperaturdifferenz AT(x)
zwischen Wandtemperatur 7y, und mittlerer Fluidtemperatur in der Kern-
stromung 7., (z) gestaucht. Die Wandwérmestromdichte ¢y (z) sinkt mit der
stromabwérts verringerten Temperaturdifferenz. Der lokale Warmeiibergangs-
koeffizient «, wird als Verhéltnis aus lokaler Wandwérmestromdichte ¢y ()
zur treibenden lokalen Temperaturdifferenz AT'(x) definiert.

Die vorangehende Betrachtung setzt konstante Fluideigenschaften voraus, was
bei hohen Temperaturdifferenzen zwischen Fluid und Wand ebenso wie in der
Nihe des kritischen Punkts wie im vorliegenden Anwendungsfall nicht zutrifft,
weswegen gegebenenfalls eine Korrektur der im Anhang A eingefiihrten Po-
tenzansétze notig ist. Zur Diskussion des Einflusses von fiir den Warmeiiber-
gang ausschlaggebenden Fluideigenschaften ist in Abb. 2.6 schematisch der
Verlauf der dynamischen Viskositit n, der Warmeleitfihigkeit A und der spe-
zifischen isobaren Wérmekapazitit c, fiir ein gegebenes Temperaturprofil 7'(y)

in einem beheizten Rohr dargestellt.
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Abbildung 2.6: Schematischer Verlauf der dynamischen Viskositat 7, der War-
meleitfdhigkeit A und der spezifischen isobaren Warmekapazitit c), fiir ein gege-
benes Temperaturprofil 7'(y) in einem beheizten Rohr (die Verldufe sind nicht

linear).

Die Definition des lokalen Warmeiibergangskoeffizienten «, mit der Diffe-

renz aus Wandtemperatur Ty, und lokaler, mittlerer Fluidtemperatur T, (x) als
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charakteristische, treibende Temperaturdifferenz AT'(z) setzt die Konstanz der
mittleren Fluidtemperatur iiber dem Stromungsquerschnitt und die Abnahme
der mittleren Temperatur T}, bis auf die Wandtemperatur in einer im Ver-
héltnis zum Durchmesser sehr diinnen wandnahen Temperaturgrenzschicht 6p
voraus. Das tatsichlich vorhandene Temperaturprofil 7'(y) wird vernachlissigt,
was gerechtfertigt ist, solange die aus dem tatsidchlichen Temperaturprofil re-
sultierenden Anderungen der den Wirmeiibergang beeinflussenden Fluideigen-
schaften in guter Nidherung ebenfalls vernachléssigt werden kénnen. Bei deut-
lichen Anderungen muss die Modellvorstellung konstanter Fluideigenschaften
korrigiert werden. Die Anderungen beeinflussen den Wirmeiibergang wie folgt.
Nimmt die Viskositdt wie in Abb. 2.6 zu sehen mit dem Wandabstand auf-
grund des Temperaturprofils ab, fiihrt dies zu einem vergleichsweise grofien
wandnahen Geschwindigkeitsgradienten und einem vergleichsweise kleineren
Geschwindigkeitsgradienten in der Kernstromung, d.h. zu volligeren Geschwin-
digkeitsprofilen. Bei vélligeren Geschwindigkeitsprofilen bzw. vergleichsweise
hohen wandnahen Geschwindigkeiten wird die bei gegebener treibender Tem-
peraturdifferenz durch Warmeleitung in die wandnahe Fluidschicht iibertrage-
ne Wirme schneller durch die Strémung von der Wand fortgetragen, was in
einem erhohten Wiarmeiibergang resultiert. Eine Zunahme der dynamischen
Viskositat 7(y) von der Wand zur Kernstromung muss also zur Erhéhung des
Wirmeiibergangs im Vergleich zu der zur mittleren Fluidtemperatur gehori-
gen, iiber den Stromungsquerschnitt konstanten dynamischen Viskositit 7,
fiihren und umgekehrt.

Eine in Abb. 2.6 gezeigte Abnahme der Wérmeleitfahigkeit des Fluids A(y)
mit dem Wandabstand resultiert in einer Verschlechterung des Warmeiiber-
gangs im Vergleich zu der zur mittleren Fluidtemperatur gehorigen, iiber den
Stromungsquerschnitt konstanten Warmeleitfahigkeit \,,, da sich die Warme-
leitung von der Wand in das wandnahe Fluid verschlechtert.

Eine Erhohung der spezifischen Warmekapazitit des Fluids in Wandnéhe im
Vergleich zu der zur mittleren Fluidtemperatur gehorigen Warmekapazitit c, ,,
verbessert den Warmeiibergang, da bei gegebener treibender Temperaturdif-
ferenz mehr Wérme in das Fluid geleitet werden kann.

Das Beispiel zeigt, dass die Auswirkungen der Anderung der Fluideigenschaften

auf den Wirmeiibergang nicht eindeutig sind, sondern davon abhingen, wel-
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cher Einfluss der genannten Fluideigenschaften absolut iiberwiegt. Eine empi-
rische Methode zur Beriicksichtigung der variablen Fluideigenschaften besteht
in der nachtréiglichen Korrektur der Nusselt-Zahl fiir konstante Fluideigen-
schaften Nu nach folgendem Schema (Herwig und Moschallski, 2006):

fz(Tz) o
fi<Ty)

Nug = Kr-Nu  mit  Kr=]] (2.14)

Der Korrekturfaktor K7 berechnet sich bei der Methode als Produkt des
Verhéltnisses aller relevanten Fluideigenschaften ausgedriickt durch die Funk-
tion f; bei zwei charakteristischen Temperaturen 7, und 7T}, unter Verwendung
empirischer Exponenten my,. Die Methode setzt voraus, dass die Anderung der
Fluideigenschaften den funktionalen Zusammenhang zwischen Nusselt- und
Reynolds-Zahl nicht beeinflusst.

Die Berechnungsgleichungen fiir den Wiarmeiibergang bei der einphasigen
Stromung durch Rohre oder Kanile sowie bei quer angestromten Rohrbiindeln
nach Gnielinski (1975a,b, 1995, 1978) finden sich im Anhang A. Im Folgenden
werden die verwendeten Korrekturfaktoren der Temperaturabhingigkeit der

Fluideigenschaften und der lings angestromten Rohrbiindel eingefiihrt.

Korrektur der Temperaturabhingigkeit der Fluideigenschaften

In der Literatur finden sich mehrere Ansétze fiir die Korrektur des Einflus-
ses temperaturabhingiger Fluideigenschaften, die jedoch entweder nur fiir das
Heizen oder das Kiihlen oder fiir das Heizen und das Kiihlen aber nur fiir Fliis-
sigkeiten oder Gase, gelten (Dittus und Boelter, 1930; Hufschmidt und Burck,
1968; Groll, 1967; Kutateladse und Borishanskii, 1966; Perkins und Worsoe-
Schmidt, 1965; Kirillov und Malyugin, 1963; Jakolev, 1960; Sieder und Tate,
1936). Gregorig (1973) definierte einen Korrekturfaktor geméf der Gl. 2.14
fiir die Nusseltbeziehungen konstanter Fluideigenschaften, der gleichzeitig fiir
Fliissigkeiten und Gase, fiir Kiihlen und Heizen des Fluids sowie fiir lineare
und in gewissen Grenzen nichtlineare Zusammenhénge von Temperatur und
Fluideigenschaften gilt.

Der von Gregorig (1973) eingefiihrte Korrekturfaktor der Nusseltbeziehungen

konstanter Fluideigenschaften K berechnet sich wie folgt:
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mx mpyr my
. /\W PT’W Vw
mit my = A'(1+2']C)\), mpr:O,72'A'(1+2'K:pr),
m, = —0,94-A-(1+2-K,)

Als charakteristische Temperaturen verwendet Gregorig (1973) in den Ver-
hiltnissen der Fluideigenschaften in Gl. 2.15 die mittlere Fluidtemperatur 7,,
und die Wandtemperatur Ty,. Durch die Verwendung der Verhéltnisse der
Fluideigenschaften muss nicht zwischen Heizen und Kiihlen unterschieden wer-
den. Die Verhéltnisse werden jedoch mit nur zwei Werten im Kern der Stro-
mung und an der Wand gebildet, was bei linearen, nicht aber bei nichtlinea-
ren Verldufen der Fluideigenschaften ohne eine Fallunterscheidung ausreichend
ist. Die jeweiligen Exponenten des Verhéltnisses der Warmeleitfahigkeit m,
der Prandtl-Zahl mp, und der kinematischen Viskositdt m, werden deshalb
mit den sogenannten Kriimmungsfaktoren ICy, p, und I, berechnet, die die
Nichtlinearitit der Fluideigenschaften als Funktion der Temperatur beschrei-

ben und sich wie folgt berechnen:

A — A 1 Prg—P 1 —
=22 2W ;CPT:M__’ K, =Bt
A — Ay 2 Pr,, — Pryy 2 Uy — Uy

N | —

In den Kriimmungsfaktoren wird aufer der mittleren Fluid- und der Wand-
temperatur die Bezugstemperatur T zur Berechnung der Fluideigenschaften
verwendet, die mit Tp = 1/2- (Tw + T,,,) als arithmetisch gemittelte Tempe-
ratur zwischen Wand und mittlerer Fluidtemperatur gebildet wird. Die Nicht-
linearitdt bzw. die Kriimmungsfaktoren nehmen mit steigender Differenz der
jeweiligen Fluideigenschaft bei der Bezugstemperatur und bei der Wandtempe-
ratur fiir eine gegebene Differenz der Fluideigenschaft bei der mittleren Fluid-
temperatur und bei der Wandtemperatur zu. Bei einer linearen Anderung der
Fluideigenschaften sind die Kriimmungsfaktoren Null. Mit zunehmender Nicht-
linearitdt der jeweiligen Fluideigenschaft steigt also der entsprechende Expo-
nent des Verhéltnisses my.

Uber die Nichtlinearitét der Fluideigenschaften hinaus beeinflusst die von Gre-

gorig (1973) verwendete normierte Kanallinge (L/d;) die Exponenten der Kor-
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rekturfaktoren mittels der asymptotischen Funktion A, die sich fiir grofse Werte

der normierten Kanallinge dem Wert Eins ndhert:

A = 1— expl 0185(L/du)'

Die normierte Kanallinge (L/dj,) wird mit dem hydraulischen Durchmes-
ser'” gebildet. Der Korrekturfaktor fiir die temperaturabhingigen Fluideigen-
schaften Kp besitzt aus genannten Griinden nur Giiltigkeit fiir nichtlineare
Verlaufe von Fluideigenschaften, die im relevanten Temperaturbereich keine
Extremwerte und keine Wendepunkte aufweisen, was zwar fiir das Abgas, nicht
aber fiir das iiberkritische Kaltemittel zutrifft.

Im knapp iiberkritischen Bereich bis zu einem Druck vom ungefihr 1,2-
fachen des kritischen Drucks weisen die meisten Fluide eine starke Anderung
ihrer Eigenschaften mit lokalen Extrema und Wendepunkten auf. Starke Gra-
dienten der Fluideigenschaften treten um die pseudokritische Temperatur 1}
auf. Abb. 2.7 zeigt den Verlauf der spezifischen isobaren Wérmekapazitit c,,
der Wérmeleitféhigkeit A\, der Dichte p sowie der dynamischen Viskositéit n des
Kaltemittels R134a im relevanten Temperaturbereich von —10 °C bis 170 °C
bei einem iiberkritischen Druck p von 43 bar und 50 bar aus Refprop 8.0.

"Der hydraulische Durchmesser wird mit der durchstrémten Querschnittsfliche A, und
dem vom Fluid benetzten Umfang U derart gebildet, dass das Verhiltnis der treiben-
den Druckkrifte zu den Wandreibungskriften dem beim Kreisrohr entspricht, d.h. d, =
(4-A)/U.
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Abbildung 2.7: Spezifische isobare Warmekapazitidt c,, Warmeleitfahigkeit A,
Dichte p und dynamische Viskositiat 1 des Kiltemittels R134a im Tempera-
turbereich von —10°C bis 170 °C bei einem iiberkritischen Druck p von 43 bar
und 50 bar aus Refprop 8.0.

Die spezifische isobare Wiarmekapazitit c, ist definiert als ¢, = (0h/0T),,.
Der Gradient der Enthalpie und damit die spezifische isobare Warmekapazitéit
sind im kritischen Punkt ebenso wie im Zweiphasengebiet unendlich. Die spe-

zifische isobare Wirmekapazitit c, ist im iiberkritischen Druckbereich endlich
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und besitzt bei der pseudokritischen Temperatur 7, ein Maximum. Die Ma-
xima werden mit steigendem Druck geringer. Die spezifische Wéarmekapazitit
erhoht sich in den jeweiligen Maxima je nach Druck um einen Faktor 11 bzw.
4. Aufgrund dieser hohen spezifischen isobaren Wirmekapazitidten kann das
Kiltemittel bei der pseudokritischen Temperatur ohne starke Anderung der
Temperatur eine groffe Energiemenge aufnehmen.

Die Warmeleitfihigkeit des Kéltemittels A\ sinkt mit steigender Temperatur,
steigt aber um die pseudokritische Temperatur auf ein lokales Maximum an,
um dann weiter abzusinken. Die Maxima der Wérmeleitfihigkeit A\ werden
mit Ndherung an den kritischen Druck stirker. Bei hohen Temperaturen iiber
der pseudokritischen Temperatur ist die Warmeleitfahigkeit nur noch schwach
temperaturabhingig. Die Warmeleitfahigkeit verringert sich iiber den Tempe-
raturbereich druckunabhingig um einen Faktor 10, wobei der Abfall um die
pseudokritische Temperatur 7, am starksten ist.

Die iiberkritische Kéltemitteldichte p sinkt mit steigender Temperatur und
weist um die pseudokritische Temperatur eine kontinuierliche, aber starke Ab-
nahme auf. Die Dichte nimmt iiber den Temperaturbereich um einen Faktor 5
ab und ist bei hohen Temperaturen nur noch schwach temperaturabhingig.
Die dynamische Viskositéit n zeigt ebenfalls eine merkliche Abnahme um einen
Faktor 11 im Temperaturbereich. Die Abnahme ist um die pseudokritische

Temperatur am stiarksten ausgepragt.

In der Literatur findet sich kein uneingeschriankt iibertragbarer bzw. allge-
meingiiltiger Beschreibungsansatz fiir den iiberkritischen Warmeiibergang in
der Nihe des kritischen Drucks. In den aktuelleren Uberblicken méglicher Be-
schreibungsansitze (Kunik, 2012; Lowenberg, 2007; Pioro und Duffey, 2005;
Pioro et al., 2004; Cheng und Schulenberg, 2001) wird zudem deutlich, dass
sich in diesem Forschungsbereich seit den friihesten, umfassenden Arbeiten im
Laufe der Jahre 1950-1980' vorwiegend mit Wasser als untersuchtem iiberkri-
tischem Arbeitsmedium kein merklicher Fortschritt abzeichnet.

Im umfassenden Uberblick von Kakac (1987) findet sich ein von Krasnoshche-

kov und Protopopov (1959) eingefiihrter Korrekturfaktor entsprechend der GI.

'8In den Arbeiten geht es um die Verwendung iiberkritischen Wassers in Dampferzeu-
gern fossil befeuerter Kraftwerke zur Steigerung des Kraftwerkswirkungsgrads und um die

Nutzung von iiberkritischem Wasser zur Kiihlung in Kernkraftwerken.
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2.14 basierend auf den Verhiltnissen der dynamischen Viskositdt, der Wir-
meleitfahigkeit und der spezifischen isobaren Wiarmekapazitat. Der Korrek-
turfaktor wurde aus Experimenten mit Wasser und Kohlendioxid in Rohren
kleinen Durchmessers abgeleitet. Die Anderungen der Fluideigenschaften von
Wasser und Kohlendioxid gleichen qualitativ den in Abb. 2.7 gezeigten An-
derungen der Fluideigenschaften des Kaltemittels R 134a. Der Korrekturfaktor
von Krasnoshchekov und Protopopov (1959) soll in vorliegender Arbeit fiir
das tiberkritische Kiltemittel verwendet werden, da sich in der Literatur kein
empirischer Korrekturfaktor fiir die Anderung der iiberkritischen Fluideigen-
schaften des Kiltemittels R134a findet.

Der Korrekturfaktor Kr iper, mit dem die einfachen Nusseltbeziehungen fiir
konstante Fluideigenschaften korrigiert werden miissen, wenn sie bei den stark
nichtlinearen Anderungen der iiberkritischen Fluideigenschaften eingesetzt wer-

den sollen, berechnet sich wie folgt:

—0,11
() T, < Ty < Ty
N 0,35
- g & ) T, < Ty <Tyw  (2.16)
0,6 _ 0,35
. (cj_pm> Tpk‘ < T, <Tw

Zur Berechnung des Korrekturfaktors aus den Verhéltnissen der Fluidei-
genschaften werden wie bei Gregorig (1973) als charakteristische Temperatu-
ren die mittlere Fluidtemperatur 7;, sowie die Wandtemperatur Ty, gewihlt.
In Gl. 2.16 bezeichnet ¢, die zwischen mittlerer Fluid- und Wandtemperatur

gemittelte, spezifische Warmekapazitit bei konstantem Druck:

1 Tw hw — hp,
[ — Al = —— 2.1
CP jW _ijm Cp 2W jm ( 7)

Entsprechend der Absolutwerte der mittleren Fluidtemperatur 7, der Wand-
temperatur Ty und der pseudokritischen Temperatur 7, werden drei Falle un-
terschieden. Gl. 2.16 gilt im Gegensatz zu Gl. 2.15 von Gregorig (1973) nicht
uneingeschrankt, sondern lediglich fiir das Heizen des iiberkritischen Fluids
wie in der aufgrund der starken Nichtlinearitit der Fluideigenschaften nétigen
Fallunterscheidung deutlich wird, d.h. T;, < Ty .

Sofern die mittlere Fluidtemperatur unter der Wandtemperatur liegt, die ge-

ringer als die pseudokritische Temperatur ist, beeinflusst in Gl. 2.16 lediglich
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die dynamische Viskositdt 1 den Korrekturfaktor. Eine Abnahme der dyna-
mischen Viskositdt von der Kernstromung zur Wand resultiert aufgrund des
negativen Exponenten in einem Korrekturfaktor K7 e, iiber Eins und damit
in einer Erhohung des Warmeiibergangskoeffizienten. Der Korrekturfaktor er-
hoht sich geméaf des Exponenten von 0,11 nur etwa mit der zehnten Wurzel
des Verhiltnisses der dynamischen Viskosititen. Der Einfluss ist also gering.
Liegt die pseudokritische Temperatur iiber der mittleren Fluid- und unter
der Wandtemperatur beeinflussen in Gl. 2.16 die dynamische Viskositit 7,
die Wérmeleitfahigkeit A\ und die spezifische isobare Warmekapazitéit c, den
Korrekturfaktor. Eine Abnahme der dynamischen Viskositédt ebenso wie eine
Zunahme der spezifischen Warmekapazitat von der Kernstromung zur Wand
resultiert in einer Erhéhung des Korrekturfaktors, eine Abnahme der War-
meleitfahigkeit hingegen fithrt zu einer Abnahme des Korrekturfaktors. Der
Wirmeiibergangskoeffizient erhoht bzw. verringert sich entsprechend des Ver-
héltnisses der dynamischen Viskosititen bzw. der Warmeleitfihigkeiten und
erhoht sich geméf des Exponenten von 0,35 in etwa mit der dritten Wurzel
des Verhiltnisses der spezifischen isobaren Warmekapazitéiten.

Sofern die mittlere Fluidtemperatur iiber der pseudokritischen Temperatur
und unter der Wandtemperatur liegt, beeinflussen in Gl. 2.16 die dynamische
Viskositét, die Warmeleitfiahigkeit und die spezifische isobare Wirmekapazi-
tat den Korrekturfaktor in gleicher Weise wie fiir den Fall T, < T, < Ty.
Lediglich der Einfluss des Verhéltnisses der Warmeleitfahigkeiten auf den Kor-

rekturfaktor betragt in diesem Fall nur noch zwei Drittel.

Wairmeiibergang bei lings angestromten Rohrbiindeln

Im Gegensatz zur Berechnung quer angestrémter Rohre und Rohrbiindel aus
dem Anhang A.2 finden sich zu ldngs angestromten Rohren und Rohrbiindeln
nur wenige Arbeiten in der Literatur. Der Warmeiibergang an lings angestrom-
ten Rohrbiindeln wurde insbesondere im Bereich der Kerntechnik von Presser
(1967, 1971), Markoczy (1970), Marek et al. (1973) und Rehme (1987) unter-
sucht. Zur Beschreibung des Wiarmeiibergangs in lings angestrémten Rohr-
biindeln werden in der Literatur durchgéngig die diskutierten Potenzgleichun-
gen des Wiarmeiibergangskoeffizienten der einphasigen Strémung durch Rohre
oder Kanéle nach Dittus und Boelter (1930) oder Gnielinski (1995) aus dem
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Anhang A.1 verwendet. Die Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten bei
der Durchstromung von Kanélen mittels der Potenzgleichungen funktioniert
nur anndhernd bei Verwendung des hydraulischen Durchmessers dj,. Der hy-
draulische Durchmesser eines Stabbiindels beinhaltet jedoch keine Information
iiber die in Abb. A.1 gezeigten Teilungsverhéltnisse des Biindels als Verhé&ltnis
aus den jeweiligen Rohrabstinden und dem abgasseitigen Rohraufendurch-
messer (Lj/dap) und (Lg/dap). Laut Presser (1971) wird daher allein durch
die Verwendung des hydraulischen Durchmessers keine geometrische Ahnlich-
keit erzielt, da zwei Rohrbiindel mit verschiedenen Teilungsverhéltnissen nicht
geometrisch dhnlich sind, weshalb eine Korrektur bendétigt wird, die die Tei-
lungsverhéltnisse als zusitzlichen Ahnlichkeitsparameter beinhaltet und fiir
beliebige Biindelgeometrien Giiltigkeit besitzt.

Markoczy (1970) definierte eine solche Korrektur wie folgt:

K, = 1+0,912- Re % . PrO*. (1 —2,0043-exp?) (2.18)
mit B = —. ——. .= -1

Hierin bezeichnet B den dimensionslosen Parameter, der beide Teilungsver-
haltnisse des Biindels berticksichtigt und somit Rohre in verschiedenen Biin-
deln und Positionen miteinander vergleichbar macht. Die Korrekturfunktion
K, besitzt den Giiltigkeitsbereich 3-10° < Re < 10% 0,66 < Pr < 5 und
0,103 < B < 3,5 und wird wie die Faktoren K7 und K7 jjpe, mit den Nusselt-

beziehungen multipliziert.
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2.3.2 Wairmeiibergang beim Sieden reiner Fluide

Dem in Abschnitt 2.3.1 beschriebenen konvektiven Wirmeiibergang iiberla-
gert sich beim Sieden reiner Stoffe in erzwungener Strémung die den Wir-
meiibergang beeinflussende Verdampfung. Beim Verdampfen der wandnahen
Fliissigkeit wird eine nennenswerte Energiemenge zunichst ohne eine Tem-
peraturerh6hung in Form der Verdampfungsenthalpie der Fliissigkeit latent
gespeichert, ohne dass diese Energiemenge durch Leitung oder konvektiv vom
Fluid abgefiihrt werden muss. Deshalb konnen beim Wirmeiibergang durch
Sieden vergleichsweise hohe Wandwéarmestromdichten ¢y, auftreten.

Der Wirmeiibergang beim Sieden wird iiblicherweise wie bei der Konvek-
tion durch einen Warmeiibergangskoeffizienten als Verhaltnis aus der Wand-
warmestromdichte ¢y, und einer charakteristischen treibenden Temperatur-
differenz AT quantifiziert. Als charakteristische treibende Temperaturdiffe-
renz wird i.d.R. die Differenz zwischen Wand- und Verdampfungstemperatur
AT = (Tw — Ty) definiert. Der Warmetibergang beim Sieden wird aufer von
der beim konvektiven Wirmeiibergang relevanten Stromung, der Geometrie
und den Fluideigenschaften zusétzlich verstirkt durch die Oberflichenbeschaf-
fenheit der Wand sowie durch die Stromungsgeschwindigkeiten von fliissiger
und gasformiger Phase und die Art der Phasenverteilung bestimmt. Als weite-
re Einflussgrofsen auf den Wiarmeiibergang werden die Massenstromdichte m
sowie der massenbezogene, thermodynamische Stromungsdampfgehalt 1, der
das Verhiltnis vom Massenstrom des Dampfes M” zum gesamten Massenstrom
M = (M' + M") ist, festgelegt:

G = M" /M (2.19)

Der Wirmeiibergang beim Sieden in erzwungener Stromung wird wesentlich
durch die Form der zweiphasigen Strémung beim Sieden bestimmt. Die Stro-
mungs- und Wirmeiibergangsformen beim Stromungssieden sind in Abb. 2.8
fiir die Durchstromung eines beheizten Rohrs beim vollstéindigen Verdampfen

einer reinen Fliissigkeit schematisch dargestellt.
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Abbildung 2.8: Strémungs- und Warmeiibergangsformen beim Stromungssie-
den und vollstdndigen Verdampfen einer reinen Fliissigkeit in einem beheizten
Rohr und schematischer Verlauf der mittleren Fluidtemperatur 7}, der Wand-

temperatur Ty und der Wandwérmestromdichte gy .

Die Formen der zweiphasigen Stromung sind vielfdltig und zwischen den
Grundformen sind Ubergangs- und Mischformen moglich, weshalb die darge-
stellte Einteilung als starke Vereinfachung verstanden werden muss. Als ther-
mische Randbedingung wird eine konstanten Wandtemperatur 7}, angenom-
men.

Die Stromungsformen beim Sieden werden entlang der Stromungskoordinate
x und dem thermodynamischen Stromungsdampfgehalt i, grob in die Fliis-
sigkeits-, die Blasen-, die Ring-, die Spriih- und die Dampfstrémung eingeteilt.
Der Wérmeiibergang wird zuerst durch das unterkiihlte Sieden, dann das Bla-
sen- und Filmsieden, die Tropfenverdampfung und schlieflich im Dampf durch
die Konvektion bestimmt (vgl. Herwig und Moschallski, 2006).

Beim unterkiihlten Strémungssieden tritt das Fluid im Bezug auf die Verdamp-
fungstemperatur Ty unterkiihlt in das beheizte Rohr ein. Bei hinreichender
Uberhitzung der Wand Ty bilden sich in der wandnahen Fliissigkeitsschicht
Dampfblasen, obwohl die Fliissigkeitsstromung im Kern noch unterkiihlt ist.

Es wird davon ausgegangen, dass die wandnah gebildeten Dampfblasen zu-
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néichst nicht anwachsen, sondern beim Kontakt mit der unterkiihlten, fliissi-
gen Kernstromung rekondensieren, weshalb der Dampfanteil im unterkiihlten
Sieden vernachlassigbar ist, d.h. i, ~ 0. Durch die Dampfblasen wird Ener-
gie von der Wand in die kéltere Kernstromung transportiert und durch das
Kondensieren wird die Fliissigkeit in eine den konvektiven Warmeiibergang
erh6hende Schwankungsbewegung versetzt. Die Wandwérmestromdichte ¢y
steigt mit zunehmender Blasenbildung an. Die Blasenbildung und deren direk-
tes Kondensieren beim unterkiihlten Sieden erh6hen den Wérmeiibergang im
Vergleich zum einphasigen konvektiven Wérmeiibergang deutlich (Kandlikar
und Garimella, 2006; Kandlikar, 2002).

Der Bereich des unterkiihlten Siedens kann weiterhin in einen Bereich des par-
tiellen und einen Bereich des voll ausgebildeten unterkiihlten Siedens einge-
teilt werden (Kandlikar et al., 1999; Stephan, 1988). Tm Bereich des partiellen
unterkiihlten Siedens sind noch wenig Blasen vorhanden, so dass ein grofer
Teil der Warme durch Konvektion an den Fliissigkeitsfilm zwischen den Bla-
sen iibertragen wird. Beim voll ausgebildeten unterkiihlten Sieden dominiert
die Bildung der sich verdichtenden Dampfblasen den konvektiven Warmeiiber-
gang, so dass die Stromungsgeschwindigkeit und Unterkiihlung einen geringe-
ren Einfluss besitzen. Das partielle und voll ausgebildete unterkiihlte Sieden
sind bisher keineswegs ausreichend erforscht (Sun et al., 2003).

Sobald die Blasen aus der wandnahen Schicht in die Kernstromung vordrin-
gen ohne zu Kondensieren beginnt eine merkliche Dampfbildung. In der Folge
kann die Stromung als zweiphasig angesehen werden. Der Ubergang zum Bla-
sensieden befindet sich definitionsgeméf an der Stelle, an der die Fliissigkeit
im Mittel die Verdampfungstemperatur Ty, erreicht, d.h. &, = 0. Beim Beginn
des Blasensiedens ist der Fliissigkeitskern in der Realitdt noch unterkiihlt,
wihrend die wandnahe Fliissigkeitsschicht iiberhitzt ist. Der Wéarmeiibergang
wird im gesamten Bereich des Blasensiedens im Wesentlichen durch die Bil-
dung der Dampfblasen in Wandnihe und nur in geringem Mafe durch die
Konvektion bestimmt. Die in den Fliissigkeitskern vordringenden Dampfbla-
sen kondensieren nicht mehr und der Warmeiibergang ist weitestgehend un-
abhingig vom stromabwérts zunehmendem Stromungsdampfgehalt i;,. Daher
bleibt die Wandwérmestromdichte ¢y im Bereich des Blasensiedens konstant.

Die mittlere Fluidtemperatur 7,,(z) entspricht der Verdampfungstemperatur
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Ty (Stephan, 1988).
Stromabwirts wird der wandnahe Fliissigkeitsfilm derart diinn und dessen
Wirmewiderstand damit derart gering, dass die Fliissigkeit in Wandnéhe nicht
mehr ausreichend {iberhitzt und die Blasenbildung dort unterdriickt wird. In
diesem Bereich des Filmsiedens wird die Warme hauptsichlich durch den Fliis-
sigkeitsfilm an der Wand geleitet und an dessen Oberfliche verdampft. Die
Filmdicke nimmt mit zunehmendem Stromungsdampfgehalt i, stromabwarts
weiter ab, so dass der Warmeiibergang und damit die Wandwérmestromdich-
te gw zunimmt. Die mittlere Fluidtemperatur 7T,,(z) entspricht weiterhin der
Verdampfungstemperatur 7y,. Kurz vor dem vollstindigen Verschwinden des
Fliissigkeitsfilms erreichen die Wandwarmestromdichte ¢y, und damit der War-
meiibergang den héchsten Wert bevor sie am Austrocknungspunkt der Wand
stark abfallen, da der Warmewiderstand des Gases grofer als der des vorheri-
gen Fliissigkeitsfilms ist (Stephan, 1988).
Der Dampf ist in der sich anschliefenden Spriihstromung mit Fliissigkeitstrop-
fen beladen, die stromabwirts zunehmend verdampfen und dabei aufgrund der
Verringerung der Dichte die mittlere Stromungsgeschwindigkeit erhchen. Die
Wandwérmestromdichte ¢y nimmt deshalb in der Spriihstromung mit steigen-
dem Stromungsdampfgehalt zu und erreicht nach vollstindiger Verdampfung
die sich bei der Konvektion einstellende nahezu konstante Wandwéarmestrom-
dichte der komplett gasformigen Stromung.

Im Folgenden werden die verwendeten Berechnungsgleichungen fiir den War-
meiibergang beim Strémungssieden von unterkiihltem und geséttigtem Kélte-

mittel eingefiihrt.

Wirmeiibergang beim unterkiihlten Stréomungssieden

Bei der unterkritischen Warmeiibertragung tritt das Kéltemittel im Bezug auf
die Siedetemperatur unterkiihlt in das durch das Abgas geheizte Rohrbiindel
des Wirmeiibertragers ein, wodurch es zum diskutierten Stromungssieden von
unterkiihltem und in der Folge gesittigtem Kéltemittel kommt. Bertsch et al.
(2009, 2008) fassten den Stand der Forschung zum Strémungssieden von un-
terkiihlten und geséttigten Fluiden in Rohren und Kanilen zusammen und
stellten fest, dass Fluorkohlenwasserstoffe als Kaltemittel weit weniger unter-

sucht wurden als Wasser. Kandlikar et al. (1999) geben einen Uberblick iiber
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die Berechnungsgleichungen des voll ausgebildeten, unterkiihlten Stromungs-
siedens von Wasser und deren Erweiterung zur Anwendung auf andere Fluide
einschliefslich Kaltemittel.

Kandlikar (1998) fiihrte eine Berechnungsgleichung fiir das voll ausgebildete,
unterkiihlte Stromungssieden ein, in der der durch Blasensieden dominierte
Wirmeiibergang in Abhiingigkeit von der Uberhitzung der Wand gegeniiber
der Verdampfungstemperatur der Fliissigkeit mit einem fluidspezifischen Heiz-
flichenparameter eine gute Ubereinstimmung mit den Ergebnissen von Expe-
rimenten mit verschiedensten Fluiden einschlieflich Kéltemitteln aufweist.
Fiir das Kéltemittel R134a ergibt sich:

us = 1058-Np™- Kgp -0 (2.20)

mit Np = W (2.21)
Mgm T

Gw = Qus-AT (2.22)

Der Wéarmeiibergangskoeffizient des unterkiihlten Siedens s wird mittels
der Siedekennzahl Nz'? und des kiilltemittelspezifischen Heizfliichenparameters
Kk, iiber den einphasigen Warmeiibergangskoeffizienten der reinen Kélte-
mittelfliissigkeit o definiert. Der von der Fliissigkeit und der Heizeroberfla-
che abhingige Parameter betrigt fiir die Stromung vom Kiltemittel R134a
in glatten Edelstahlrohren K, = 1 (s. Kandlikar, 1998). Die Wandwérme-
stromdichte ¢y berechnet sich mittels der charakteristischen Wandiiberhitzung
AT = (Tyw — Ty).

Wirmeiibergang beim gesittigten Stromungssieden

Einen Uberblick iiber Berechnungsgleichungen zum geséttigten Stromungssie-
den in Rohren und Kanélen geben Darabi et al. (1998). Die am héufigsten fiir
Wasser verwendete Berechnungsgleichung von Chen (1966) wird von verschie-
denen Autoren zur Anwendung auf andere Fluide einschlieflich Kéltemittel

modifiziert. Kandlikar (1990) definierte auf einer breiten Basis experimenteller

9Die Siedekennzahl Np = qw /(im 7)) = (P Wiem)/(PEm - Wkm) kann nach Ste-
phan (1988) als Verhéltnis der Massenstromdichte des Kéltemitteldampfs senkrecht zur
Wand (¢w /r) zur gesamten Massenstromdichte 7, parallel zur Wand interpretiert wer-

den.
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Ergebnisse eine empirische Berechnungsgleichung mit einem fluidspezifischen
Heizflichenparameter zum gesittigten Stromungssieden als Uberlagerung aus
Anteilen von Konvektions- und Blasensieden, die auch fiir das Kéltemittel
R134a Giiltigkeit besitzt. Er setzt voraus, dass die beiden vollstidndig durch-
mischten Phasen eine gemeinsame Dichte und Stromungsgeschwindigkeit be-
sitzen, so dass der Warmeiibergang direkt durch die Stromungsparameter und
die Fluideigenschaften bestimmt und die Strémung in Analogie zur einphasi-
gen Stréomung behandelt werden kann.

Die Wirmeiibergéange des Blasensiedens o, g und der Konvektion «.,, x be-
rechnen sich nach Kandlikar (1990) zu:

0,1
/
CopB = [o,%s&(%) -a‘:?;jfn-(l—:tthm)ov“- f(Er)

+ 1058-Ny™- (1 — g’;th,m)OvS-KKm] o (2.23)

0,45
/
S [1,136-(/%) -¢§,;f;-(1—j:th,m)0708- f(Er)

+ 667,2- Ny (1 — dogppn)™® - KKm] o (2.24)

Die Wiarmeiibergangskoeffizienten hingen vom Verhéltnis der Dichten der
reinen Fliissigkeit p’ und des reinen Gases p”, dem mittleren thermodynami-
schen Strémungsdampfgehalt &, ,,, der Froude-Zahl der Fliissigkeit F'r’, der
Siedekennzahl Ny sowie dem fluidspezifischen Heizflichenparameter K, ab.
Die ersten Summanden in den eckigen Klammern der GIl. 2.23 und 2.24 wer-
den mit einer Funktion f(F7r’) der Froude-Zahl?® des fliissigen Kéltemittels
Fr'" korrigiert. Die Funktion betrégt fiir horizontale Rohre mit Fr’ > 0,04 und
vertikale Rohre f(F7') = 1 und fiir horizontale Rohre f(Fr’) = (25 Fr")%3,
sofern F'r’ < 0,04. Die Funktion der Froude-Zahl der Fliissigkeit korrigiert eine
gegebenenfalls auftretende, unsymmetrische Verteilung von Dampf und Fliis-
sigkeit (Schichtenstromung) durch die Ausrichtung der Rohre (vertikal oder
horizontal) auf den Wirmeiibergang beim in Abb. 2.8 gezeigten geséttigten

20Die Froude-Zahl kann als Verhiltnis von Triigheitskriften, die auf eine Fliissigkeitsober-

fliche wirken, zur Schwerkraft verstanden werden.
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Stromungssieden. Eine unsymmetrische Verteilung tritt also nur bei horizon-
talen Rohren und einer Froude-Zahl F'r’ kleiner als 0, 4 auf. Der fluidspezifische
Heizoberflichenparameter betrigt fiir die Stromung vom Kéltemittel R 134a in
glatten Edelstahlrohren wie beim unterkiihlten Sieden K, = 1. Der grofere
der beiden Warmeiibergangskoeffizienten o, 5 und o, x wird zur Beschrei-
bung des Warmeiibergangs verwendet. Gl. 2.23 und 2.24 besitzen ausschlieflich
Giiltigkeit fiir einen Strémungsdampfgehalt = zwischen 0 und 0, 8.

Groeneveld und Delorme (1976) bestimmten eine empirische Berechnungsglei-
chung fiir die Spriihstromung, die die merkliche Abnahme des Wirmeiiber-

gangskoeffizienten «, ¢ fiir einen hoéheren Strémungsdampfgehalt von @y, >

0, 8 beschreibt:
" 0,989
g'cthm + (p_/) . (1 _ j;-th’m)] } -Pr”l"“
P

, 0,4 —1,06
1-0,1- (’)—” - 1) (11— j;th,m)o"*] (2.25)

ps = 1,091-1073. {Re” -

P

Re” und Pr” bezeichnen die Reynolds- und Prandtl-Zahl des reinen Kilte-

mittelgases.

2.4 Dampfstrahlverdichter

Strahlpumpen werden entsprechend des Aggregatzustands des Arbeitsfluids
bzw. der Arbeitsfluide, d.h. gasformig, fliissig, fest oder einer Mischung, und
der Druckniveaus an Antriebs-, Saug- und Mischseite der Pumpe klassifiziert
(Elbel, 2011; Albring, 1997). Bei Dampfstrahlverdichtern liegt das Arbeitsfluid
an allen drei Pumpenseiten gasférmig vor.

Giffard entwickelte bereits im Jahr 1858 eine mit Abdampf betriebene, auf
der Mischseite kondensierende Strahlpumpe zur Versorgung von Dampfkesseln
mit Speisewasser (s. Elbel, 2011; Kranakis, 1982). Als Speisewasserpumpen in
Kernkraftwerken wurden Strahlpumpen beim Aufkommen der Kerntechnik in
der zweiten Hilfte des 20. Jahrhunderts aufgrund der hohen Betriebssicherheit
bei vergleichsweise einfachem Aufbau und Wartungsfreiheit verstirkt unter-
sucht (Aybar und Beithou, 1999; Beithou und Aybar, 2000).
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Parsons (1944) dokumentierte die erste technische Umsetzung eines Dampf-
strahlverdichters um das Jahr 1901 in Form eines Vakuumbhaltesystems von
Dampfmaschinen zur Absaugung nicht kondensierbarer Gase. Das System wur-
de wenig spéter in verbesserter Ausfithrung von Leblanc (1923) patentiert. Als
Vakuumpumpen werden Dampfstrahlverdichter in der Kraftwerkstechnik bis
zum heutigen Tage angewendet. In der Verfahrenstechnik werden Dampfstrahl-
verdichter zur Forderung und Verdichtung verschiedener Arbeitsstoffe einge-
setzt. In der chemischen Industrie beispielsweise werden mit Dampfstrahlver-
dichtern Brenn- und Gefahrstoffe geférdert (Power, 1993). In der Pharmaindus-
trie werden mit Dampfstrahlverdichtern Arzneimittel getrocknet (ASHREA,
1983).

In unterschiedlichen Forschungsprojekten wurden Dampfstrahlverdichter als
Drosselorgan auch in anderen Kélteprozessen zur Riickgewinnung von Ex-
pansionsarbeit untersucht. Die Riickgewinnung von Expansionsarbeit wurde
zuerst von Gay (1931) patentiert. Zu diesem Zweck wurden Dampfstrahl-
verdichter beispielsweise als Vorschaltkompressoren in Kompressions- (Badyl-
kes, 1956) sowie Absorptionskilteanlagen (Kuhlenschmidt, 1971) angedacht.
Dampfstrahlverdichter arbeiten vereinzelt in Kompressionskélteanlagen mit
dem natiirlichen Kéltemittel Kohlendioxid (Elbel, 2011; Elbel und Hrnjak,
2008a) und mit dem Kéltemittel R134a (Ishizaka et al., 2009; Chaiwongsa und
Wongwises, 2008).

2.4.1 Betriebscharakteristik von Dampfstrahlverdichtern

Die in Abb. 2.3 dargestellte und in Abschnitt 2.2.1 grob erlduterte Dampf-
strahlverdichtung soll im Folgenden detaillierter erklirt werden. Die Dampf-
strahlverdichtung wird bei gegebenen thermodynamischen Randbedingungen,
d.h. gegebenen Ruhezustinden in Heizer T und pge, Kondensator T, und
ps1 sowie Verdampfer Ty und pyy, mafgeblich durch die Funktionsweise des
Dampfstrahlverdichters bestimmt. Die Funktionsweise des Dampfstrahlverdich-
ters lasst sich mittels der in Abschnitt 2.2.2 eingefithrten Mitfiihrrate p sowie
beispielsweise den Druckverhaltnissen my o und 7, 5o beschreiben. Dazu zeigt
Abb. 2.9 schematisch den sich bei normaler Funktionsweise im Dampfstrahl-

verdichter ausbildenden Verlauf von Druck p und Geschwindigkeit w.
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Abbildung 2.9: Qualitativer Verlauf von Druck p und Geschwindigkeit w im

Dampfstrahlverdichter (die Verldufe sind nicht linear).

Der Dampfstrahlverdichter funktioniert in dem Bereich der thermodynami-
schen Randbedingungen normal, in dem das Druckverhéltnis 74 42 so klein ist,
dass der Antriebsstrom M, iiber den Austritt der Lavaldiise hinaus entspannt
wird. Die folgenden Ausfiithrungen beschrinken sich auf diesen Bereich.

Der auf das Antriebsdruckniveau ps gepumpte und bis zur Temperatur T,
erwarmte Antriebsmassenstrom wird bei der Entspannung bis zum kritischen
Druckverhiltnis 7%, im engsten Querschnitt der konvergent-divergenten Laval-
diise A,,in2 bis auf die Schallgeschwindigkeit a,,;,2 beschleunigt. Der Antriebs-
massenstrom erreicht den maximal moglichen Wert M?, fiir den vorliegenden
antriebsseitigen Ruhezustand pys, und Ty, und bleibt nach Unterschreiten des
kritischen Druckverhéltnisses 7, konstant und damit auch unabhéngig vom

ausreichend niedrigen Kondensatorgegendruck p,,. Bei weiterer Entspannung
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wird der Antriebsstrom auch im divergenten Teil der Lavaldiise bis zum Aus-
tritt fortlaufend beschleunigt und stréomt mit Uberschall aus der Lavaldiise
aus. Wenn der Druck am Austritt der Lavaldiise a in der Saugkammer des
Dampfstrahlverdichters kleiner ist als der Verdampferaustrittsdruck p,y, dann
stromt in diesen Bereich Kaltemittel aus dem Verdampfer.

Der vom Verdampferaustrittsdruck psy aus dem Verdampfer gesaugte Mas-
senstrom M entspannt sich beim Zustromen in die Saugkammer zum Laval-
diisenaustritt und wird dabei ebenfalls beschleunigt. Ubersteigt der statische
Druck des Antriebsstroms am Lavaldiisenaustritt p,» den statischen Druck des
Saugmassenstroms am Lavaldiisenaustritt p,g, expandiert der Antriebsstrom in
Form eines Uberschallfreistrahls nach. Die Nachexpansion des Antriebsstroms
erfolgt in Form einer Prandtl-Meyer Expansion an den Diisenrédndern, durch
die der Antriebsstrom umgelenkt und im divergenten Teil des Freistrahls zu-
néichst weiter beschleunigt wird wie in Abb. 2.9 schematisch dargestellt (Gar-
cia del Valle et al., 2012; Nitsche, 2010; Truckenbrodt, 1968). Die Expansions-
wellen im Freistrahl am Lavaldiisenausgang werden anschlieffend am Strahl-
rand reflektiert, wodurch sich ein Bereich aus Kompressionswellen im Freistrahl
ausbildet. Nach der Aufweitung des Freistrahls bei der Expansion kommt es
also zu einer Einschniirung bei der Kompression. Der periodische Wechsel von
Expansion und Kompression bzw. Aufweitung und Einschniirung setzt sich
fort. Die genaue Stromlinienumlenkung bzw. die Kontur des Freistrahls und
die daraus resultierende Stromungsbeschleunigung und -verzogerung ergeben
sich erst aus dem Druckgleichgewicht von Antriebs- und Saugmassenstrom am
auferen Rand des Freistrahls (Nitsche, 2010; Rist, 1996).

Der statische Druck des Antriebsstroms p,o fillt nach dem periodischen Wech-
sel von Expansion und Kompression im Freistrahl (a2 — x2) bis auf den
statischen Druck des Saugmassenstroms p,q, der seinerseits bis zum Punkt x
auf den kritischen Druck p, entspannt wird. Bei der Entspannung bis auf den
kritischen Druck wird der Saugmassenstrom bis zur Schallgeschwindigkeit a,q
beschleunigt. Dadurch wird der Saugmassenstrom M}, fiir den vorliegenden
verdampferseitigen Ruhezustand psy und 75, maximal und bleibt unabhéngig
vom ausreichend niedrigen Kondensatorgegendruck p,; konstant.

Antriebs- und Saugmassenstrom mischen sich nach dem Punkt z in der Misch-

kammer des Dampfstrahlverdichters unter Austausch von Impuls, kinetischer
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Energie und Enthalpie bei n&herungsweise konstantem Mischdruck (xz — M)
zu einem Mischmassenstrom M; homogener Geschwindigkeit. Der iiberschall-
schnelle Mischmassenstrom wird bei einem Kondensatorgegendruck pg;, der
grofer als der Mischdruck p,, ist, anschliefend durch einen senkrechten Ver-
dichtungsstofs schlagartig in den Unterschall verzogert. Die Verzogerung wird
von einem plétzlichen Druckanstieg begleitet (M — Mn). Der Mischmassen-
strom wird im Diffusor verzogert und dadurch auf den Kondensatorgegendruck
ps1 verdichtet (Mn — s1), wobei die kinetische Energie des Mischmassen-
stroms in Enthalpie gewandelt wird.

Die unter der Annahme ausreichend geringer Kondensatorgegendriicke pg;

bzw. ausreichend kleinen Druckverhéltnissen 74 5o geschilderte Funktionswei-
se des Dampfstrahlverdichters muss noch differenzierter betrachtet werden.
Zum einen besteht die Moglichkeit, dass der Freistrahl am Diisenaustritt zu-
néchst nicht wie beschrieben nachexpandiert, sondern eingeschniirt wird. Dann
beginnt der beschriebene periodische Wechsel mit einer Kompression des Frei-
strahls am Diisenausgang, sofern der Verdampferaustrittsdruck py im Ver-
gleich zum statischen Druck des Antriebsstroms am Diisenausgang p,o grofs ist
(Fabri und Siestrunck, 1958).
Zum anderen fallt der Druck des Freistrahls bei nicht ausreichend kleinem
Druckverhéltnis 74 s nicht bis auf den kritischen Druck des Saugmassen-
stroms p*,. Dadurch wird der Saugmassenstrom M, seinerseits nicht bis zum
kritischen Druck entspannt und bis zur Schallgeschwindigkeit a,o beschleunigt.
Er wird in diesem Fall fiir den vorliegenden verdampferseitigen Ruhezustand
pso und Ty, also nicht maximal, sondern hingt vom vorherrschenden Kon-
densatorgegendruck pg; ab. Daher muss zwischen dem Betrieb unterschieden
werden, in dem sowohl Antriebs- als auch Saugmassenstrom maximal sind,
und dem Betrieb, in dem nur der Antriebs- nicht aber der Saugmassenstrom
maximal ist. Zu diesem Zweck ist in Abb. 2.10 das dimensionslose Kennfeld
eines Dampfstrahlverdichters, d.h. die Mitfiihrrate des Dampfstrahlverdichters
1 als Funktion der beiden Ruhedruckverhéltnisse 7y s und 1 52, schematisch
dargestellt. Eine dhnliche dimensionslose Kennfelddarstellung wurde von Chow
und Addy (1964a) eingefiihrt.



54 2. Stand der Technik und Forschung

Kurve konstanten
minimalen Druckverhéaltnisses
i kritische
Gegendruckkurve

o Auslegungs-
betrieb .~
Betrieb im
Auslegungsbereichs
(Ma,,=1/ Ma,;=1) Betrieb auRerhalb
des Auslegungsbereichs
(Mamin2=1/ Max0<1)

p=0>

Basisdruckverhaltnis - Grenzgegendruckkurve

_ b <
Ts0,s2 = Ts0,52 Mol 82

Abbildung 2.10: Dimensionslose Kennfeld eines Dampfstrahlverdichters.

Die g so-Achse beginnt im Ursprung des Kennfelds entsprechend der ge-
schilderten Funktionsweise bei einem ausreichend geringen Druckverhiltnis
w;qf;g, bei dem der Antriebsmassenstrom M?, weit iiber den Lavaldiisenaus-
gang hinaus entspannt wird. Die Mitfiihrrate p ist im Ursprung des Kenn-
felds Null. Das Druckverhéltnis 7y s ist beim antriebsseitigen Ruhezustand
Ty, und ps und entsprechendem Antriebsmassenstrom M;"z beim sogenannten
Basisdruckverhaltnis 7720752, bei dem der Verdampferaustrittsdruck p, gerade
so grok ist, dass der Saugmassenstrom M, gleich Null ist. Der Saugstrom be-
sitzt nicht die Energie, um durch die zwischen Antriebsstrom und Saug- oder
Mischkammerwand ausgebildete Rekompressionszone zu stromen, sondern zir-
kuliert in einer Wirbelzone (s. Chow und Addy, 1964a). Bei einem geringeren
verdampferseitigen Druck als dem zu einem bestimmten Antriebsdruck geho-
rigen verdampferseitigen Basisdruck p’, wiirde kein Saugmassenstrom My in
den Dampfstrahlverdichter gesaugt werden, sondern sich ein negativer Saug-
massenstrom einstellen, d.h. Masse vom Lavaldiisenausgang zur Kondensator-
und Verdampferseite bzw. von der Kondensator- zur Verdampferseite stromen.
Die sich hierbei ergebenden negativen Mitfiihrraten p sind nicht dargestellt.
Auf der Kurve konstanten minimalen Druckverhéltnisses 72;'%, beginnt die Fér-

derung des Saugmassenstroms Moy, sobald der geringste Verdampferaustritts-

druck p?, des Verhiltnisses 7

s0,s2 uberschritten wird. Mit steigendem Verdamp-

feraustrittsdruck pyo bzw. Druckverhéltnis 749 5o nimmt der Saugmassenstrom
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und damit die Mitfiihrrate ;o bei konstantem Verhaltnis W;’}f?z unter der Annah-
me sich nicht merklich &ndernder Verdampferaustrittstemperaturen Ty, stetig
zu. Der Druck des Saugstroms sinkt bis zum kritischen Druck p},, weshalb der
Saugstrom bis zur Schallgeschwindigkeit a,o beschleunigt wird. Deshalb bleibt
der Saugmassenstrom Ms*o fiir den vorliegenden verdampferseitigen Ruhezu-
stand py und T,y maximal und hingt dariiber hinaus nicht vom ausreichend
geringen Kondensatorgegendruck p,; ab.

Von der Kurve konstanten minimalen Druckverhéltnisses 77", ausgehend kann
der Kondensatorgegendruck p,; bzw. das Druckverhéltnis 7 oo bei konstan-
tem Druckverhiltnis 7y 50 gesteigert werden, ohne dass die Beschleunigung
des Saugmassenstroms bis auf die Schallgeschwindigkeit a,q gestért wird. Der
Saugmassenstrom M, .o und damit die Mitfiihrrate p bleiben solange konstant,
bis der kritische Kondensatorgegendruck erreicht und die Beschleunigung des
Saugmassenstroms bis auf die Schallgeschwindigkeit gestort wird (Wiegand,
1940). Der Saugmassenstrom und damit die Mitfiihrrate sind dann fiir den
vorliegenden verdampferseitigen Ruhezustand py, und Ty, nicht mehr maxi-
mal.

Der Betriebsbereich, in dem Antriebs- und Saugmassenstrom maximal sind
(Mamim2 = 1 und Mayy = 1), wird als Betrieb im Auslegungsbereich des
Dampfstrahlverdichters bezeichnet. Der Betriebsbereich, in dem lediglich der
Antriebs- nicht aber der Saugmassenstrom maximal ist (Mayie = 1 und
Mag,y < 1), wird als Betrieb auferhalb des Auslegungsbereichs des Dampf-
strahlverdichters bezeichnet. Die kritische Gegendruckkurve verbindet die Punk-
te beim Betrieb mit kritischem Kondensatorgegendruck. Sie trennt den Betrieb
im Auslegungsbereich vom Betrieb auferhalb des Auslegungsbereichs. Bei wei-
terer Steigerung des Kondensatorgegendrucks ps; bzw. des Druckverhéltnisses
Ts1,s2 Nimmt der Saugmassenstrom immer weiter ab, bis beim sogenannten
Grenzgegendruck Masse von der Kondensatorseite in den Verdampfer stromt,
so dass der Saugmassenstrom negativ wird. Die Verbindung dieser Betriebs-
punkte vor dem Stromen in den Verdampfer wird als Grenzgegendruckkurve
bezeichnet. Zur Vereinfachung sind alle in Abb. 2.10 beschriebenen Kurven als

Geraden dargestellt, was nicht zutreffend ist?'.

2IDie Kurve konstanten minimalen Druckverhéltnisses und die kritische Gegendruckkurve

sind nicht linear wie in Kapitel 4 noch genauer erldutert wird. Die Verbindungen zwischen
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2.4.2 Auslegung von Dampfstrahlverdichtern

Die genaue Form des Kennfelds des Dampfstrahlverdichters hingt fiir ein ge-
gebenes Arbeitsmedium mafgeblich von einigen geometrischen Gréften des
Dampfstrahlverdichters ab. Zum Einfluss dieser Grofen bzw. zur Auslegung
von Dampfstrahlverdichtern finden sich eine grofe Anzahl an theoretischen
und auch einige experimentelle Untersuchungen in der Literatur (Khalil et al.,
2011; Zhu et al., 2009; Daneshmand et al., 2009; Yadav und Patwardhan,
2008; Pianthong et al., 2007; Rusly et al., 2005; Alexis, 2004; Eames, 2002;
Rogdakis und Alexis, 2000a,b; Keenan et al., 1950; Keenan und Neumann,
1942; Wiegand, 1940; Fliigel, 1935). Die Untersuchungen der Geometrie sind
eng mit einer die experimentellen Ergebnisse erklarenden Modellbildung der
komplizierten Stromungsvorgidnge verkniipft. Seit einiger Zeit tragen nume-
rische Stromungssimulationen?? iiber die genannten eindimensionalen Unter-
suchungen hinaus verstiarkt dazu bei, die stromungsmechanischen Vorginge
mehrdimensional abzubilden und somit besser zu verstehen (Allouche et al.,
2013; Varga et al., 2009; Hemidi et al., 2009a,b; Yapici et al., 2008; Utomo
et al., 2008; Sriveerakul et al., 2007a,b; Bartosiewicz et al., 2006; Rusly et al.,
2005; Watanawanavet, 2005; Riffat et al., 1996). Mittels der mehrdimensio-
nalen Stromungsanalyse konnen die Auslegung verbessert und dariiber hinaus
die Strémungsvorgange auferhalb des Auslegungsbereichs des Dampfstrahlver-
dichters ebenfalls mathematisch abgebildet und verstanden werden (Pianthong
et al., 2007). Grundsiitzliche geometrische Anderungen der in Abb. 2.9 gezeig-
ten Dampfstrahlverdichtergeometrie wurden lediglich von Eames (2002) und
Worall (2001) vorgeschlagen. Eine Betriebsverbesserung konnte durch die um-
gesetzten Anderungen jedoch experimentell nicht nachgewiesen werden.

Die folgenden geometrischen Gréfen?® wurden in den genannten Verdffentli-
chungen untersucht und als mafgeblich fiir die Mitfiihrrate bei gegebenen ther-
modynamischen Randbedingungen identifiziert: das Flachenverhiltnis des eng-
sten Lavaldiisen- und Lavaldiisenaustrittsquerschnitts (Ain2/Aq2), des eng-

sten Lavaldiisen- und Mischkammerquerschnitts (A;in2/Amin. ) sowie des eng-

kritischer Gegen- und Grenzgegendruckkurve sind voraussichtlich ebenfalls nicht linear, hén-
gen jedoch auf nicht triviale Weise sowohl vom Druckverhéltnis 7 5o als auch vom Druck-

verhdltnis 74 g2 ab.
22Englisch: Computational Fluid Dynamics (CFD).
237ur Nomenklatur der geometrischen Grofen siehe Abb. 4.3.
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sten Lavaldiisen- und Saugkammerquerschnitts (A;uin2/Ag). Dariiber hinaus
wurden empirisch die Bedeutung des Winkels der konvergenten Saugkam-
mer (g, des Verhiltnisses der Lange der Mischkammer zu dessen Querschnitt
(Lar/Apin ) und des Abstands vom Lavaldiisenaustritt zum Mischkammer-
beginn A, ) nachgewiesen.

Die Auslegung des Dampfstrahlverdichters ist nicht Thema der vorliegenden
Arbeit. Der Einfluss der geometrischen Eingangsparameter des Modells aus
Kapitel 4 soll dennoch kurz erldutert werden. Es sind der engste Lavaldiisen-
Apning, der Lavaldiisenaustritts- A, und der Mischkammerquerschnitt A,,;,, a-
Der Druck am Lavaldiisenaustritt p,o wird bei gegebenem antriebsseitigen Ru-
hezustand und ausreichend geringem Kondensatorgegendruck p,; durch das
Verhéltnis aus engstem Diisenquerschnitt A,,;,2 und Diisenaustrittsquerschnitt
Ao festgelegt. Das Verhéltnis (A,,in2/Aq2) bestimmt also iiber den Druck am
Lavaldiisenaustritt p,s den erreichbaren Verdampferaustrittsdruck p%, bzw. den
Achsabschnitt 7?20732 der Kurve konstanten minimalen Druckverhéltnisses ﬂ?}f??
aus Abb. 2.10. Die Steigung der Kurve wird mafsgeblich durch die Steigung der
Dampfdruckkurve des Arbeitsmediums in dem entsprechenden Betriebsbereich
bestimmt.

Die Geschwindigkeit des Mischmassenstroms M, nimmt ab, wenn mehr Saug-
massenstrom M:O von einem gegebenen Antriebsmassenstrom Ms’"2 mitgefiihrt
wird. Wie viel Saugmassenstrom bei gegebenem Antriebsmassenstrom mitge-
fiihrt wird, hangt von dem nach der Expansion des Antriebsmassenstroms in
der Mischkammer fiir den Saugmassenstrom verbleibenden Querschnitt und
damit vom Mischkammerquerschnitt A,,;, ;s ab. Je geringer die Geschwin-
digkeit bzw. die kinetische Energie des Mischmassenstroms ist, desto weniger
Druck kann bei der Verzégerung des Mischmassenstroms aufgebaut werden
(Chunnanond und Aphornratana, 2004a). Ein Betrieb im Auslegungsbereich
ist nicht moglich, wenn der im Kondensator vorherrschende Gegendruck pg
grofser als der durch die Verzégerung aufbaubare Druck des Mischmassen-
stroms ist. Daher beeinflusst das Verhéltnis (Ain2/Aminr) den Zusammen-
hang zwischen der Mitfiihrrate g und dem erreichbaren Kondensatorgegen-
druck pg;. Das Verhiltnis (A,nina/Aminar) bestimmt also mafgeblich die Lage
der kritischen Gegendruckkurve in Abb. 2.10.
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2.4.3 Modellierung von Dampfstrahlverdichtern

Erste analytische Berechnungen der Dampfstrahlverdichtung und der sich dar-
aus ableitenden Dampfstrahlverdichtergeometrie wurden von Fliigel (1935) un-
ternommen, der bei seiner Betrachtung die iibliche Berechnungsmethode nach
Masse- und Energie- um die Impulserhaltung erweiterte. Fliigel (1935) analy-
sierte sowohl die Stromungsquerschnitte als auch die Langenverhiltnisse des
Dampfstrahlverdichters, um der bis dato verbreiteten Auslegung auf der Basis
von Erfahrungswerten eine theoretische Modellgrundlage zu geben. Wiegand
(1940) untermauerte die theoretische Modellgrundlage von Fliigel (1935) durch
experimentelle Untersuchungen der Geometrie des Mischraums und analysierte
das Betriebsverhalten des Dampfstrahlverdichters bei verschiedenen Betriebs-
bedingungen. Hierzu fiihrte er die aus zahlreichen Verdffentlichungen bekannte
Darstellung?* der Mitfiihrrate p iiber dem Kondensatorgegendruck pg; bei kon-
stanten antriebs- und saugseitigen Randbedingungen ein. Er verdeutlichte mit
dieser Darstellung als erster die Forderung des Saugmassenstroms unabhingig
vom Kondensatorgegendruck im in Abschnitt 2.4.1 erlauterten Auslegungsbe-
reich des Dampfstrahlverdichters sowie die Abnahme des Saugmassenstroms
beim Uberschreiten des kritischen Kondensatorgegendrucks, d.h. im Betrieb
auferhalb des Auslegungsbereichs.

Keenan und Neumann (1942) und Keenan et al. (1950) verfeinerten die Modell-
bildung des Mischraums, indem sie Dampfstrahlverdichter mit verschiedenen
Positionen des Lavaldiisenaustritts untersuchten. Sie bezeichneten Verdichter
mit dem Diisenaustritt im konvergenten Teil der Saugkammer als Verdich-
ter mit konstantem Mischdruck in Anlehnung an die Annahme, die Mischung
finde in diesem Teil der Saugkammer bei konstantem Druck statt. Ein Verdich-
ter, bei dem der Diisenaustritt in der zylindrischen Mischkammer platziert ist,
wird hingegen als Verdichter mit konstantem Mischquerschnitt bezeichnet. Die-
se Terminologie war zunéchst als geometrische Klassifizierung gemeint, wurde
aber in zahlreichen folgenden Veroffentlichungen teils missverstéindlich zur Be-
zeichnung der Modellbildung verwendet.

Keenan und Neumann (1942) und Keenan et al. (1950) konzentrierten sich bei
der Modellverfeinerung auf die Nachexpansion des antriebsseitigen Uberschall-

freistrahls bei den unterschiedlichen Mischraumgeometrien und deren Auswir-

24 7Zur Darstellung siehe beispielsweise Chen et al. (2013).
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kung auf den Saugmassenstrom. In dem verfeinerten Modell beschrieben sie
als erste die Mischung der beiden Stréme bzw. deren Verhiltnis von der Im-
pulsbilanz ausgehend mittels dimensionsloser Geschwindigkeiten und erklér-
ten das Erreichen der Schallgeschwindigkeit des Saugmassenstroms iiber die
Entspannung durch den nachexpandierenden Freistrahl wie in Abschnitt 2.4.1
beschrieben.

Dampfstrahlverdichter mit dem Diisenaustritt in der Mischkammer wurden
nach Keenan et al. (1950) von Fabri und Siestrunck (1958) mittels Schlierenfo-
tografie weiter eingehend untersucht. Fabri und Siestrunck (1958) bildeten in
den Schlierenfotografien den aus der Lavaldiise austretenden Freistrahl ab und
zeigten, dass die Mischung von Freistrahl und Saugstrom nicht unmittelbar
hinter der Lavaldiise sondern erst nennenswert stromabwérts beginnt.

Ein dimensionsloses Betriebskennfeld zur Darstellung des Dampfstrahlverdich-
terbetriebs bei sich dndernden Betriebsbedingungen wie in Abb. 2.10 gezeigt
wurde von Chow und Addy (1964b,a) zuerst eingefiihrt. Sie diskutierten den
Beginn der Férderung, den Betrieb im Bereich der Auslegung des Verdich-
ters und auferhalb der Auslegung sowie das Riickstromen vom Kondensator
in den Verdampfer beim Uberschreiten des Grenzgegendrucks. Die Kennfeld-
darstellung von Chow und Addy (1964b,a) wurde nur mit wenigen experimen-
tellen Ergebnissen von Fabri und Siestrunck (1958) untermauert. Unversténd-
licherweise findet die Kennfelddarstellung in gleicher oder modifizierter Form
in der Literatur kaum Verwendung?®, obwohl sie sich sowohl zur Diskussion
des Betriebs des Dampfstrahlverdichters als auch zum Vergleich verschiedener
Dampfstrahlverdichtergeometrien eignet, wie in Kapitel 4 noch ndher erlautert
wird.

In der Literatur der letzten Jahrzehnte finden sich aufer einigen rein empiri-
schen Modellen wie von Selvaraju und Mani (2006), El-Dessouky et al. (2002),
Aly et al. (1999), Huang und Chang (1999) und Chen und Sun (1997) zahlreiche
auf den frithen Arbeiten aufbauende Modellierungsarbeiten des Auslegungsbe-
reichs des Dampfstrahlverdichters, die von He et al. (2009) zusammengefasst
und strukturiert wurden. Die zahlreichen Rechenmodelle basieren alle auf den
Gleichungen des idealen Gases und werden nur selten anhand experimenteller

Messungen validiert. Daher wird die Eignung der theoretischen Modellglei-

25Giehe hierzu Yapici und Ersoy (2005) oder Worall (2001).
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chungen zur Abbildung experimenteller Messergebnisse kaum gepriift. Auf-
grund starker prozessinhdrenter Irreversibilititen sind die einfachen Modelle,
sofern sie experimentell validiert werden, alle halb empirischer Natur, d.h. dass
auftretende Reibungs-, Mischungs- und Stofverluste durch die Anpassung des
Modells an die Messergebnisse iiber Verlustkoeffizienten?® abgebildet werden.
Die in der Literatur aufgefiihrten Verlustkoeffizienten variieren teilweise merk-
lich (vgl. hierzu die Ubersichten aus Khalil et al. (2011) und El-Dessouky et al.
(2002)).

Das experimentell gestiitzte Modell zur Berechnung der Mitfiihrrate g und
des thermischen Wérmeverhéltnisses COPy, von Eames et al. (1995) und Sun
und Eames (1996) fiir die Dampfstrahlverdichtung mit Wasser bei Antriebs-
driicken zwischen ungefihr 1 bar und 3 bar basiert auf den von Keenan und
Neumann (1942) und Keenan et al. (1950) aufgestellten Bilanzgleichungen fiir
die Mischung. Das theoretische Modell bildet die experimentellen Ergebnisse
unter Verwendung eines jeweils konstanten Verlustkoeffizienten fiir den An-
triebsstrom, die Mischung und den Diffusor mit einer mittleren arithmetischen
Abweichung von 17 % ab?’.

Huang et al. (1999) entwickelten ein experimentell gestiitztes Modell der Dampf-
strahlverdichtung im Auslegungsbereich mit dem Kiltemittel R141b bei An-
triebsdriicken pso zwischen 4 bar und 6 bar, das sich wie das Modell von Mun-
day und Bagster (1977) auf die Berechnung des sich ausbildenden Strémungs-
querschnitts des Saugmassenstroms stiitzt. Unter Verwendung von konstanten
Verlustkoeffizienten fiir den Antriebs- und Saugstrom, die Wechselwirkungen
zwischen Antriebs- und Saugstrom sowie fiir die Mischung lassen sich die Mess-
ergebnisse mit dem Modell bei Abweichungen bis zu 23 % in Ubereinstimmung
bringen. Die Berechnung der Mitfiihrrate iiber den Stromungsquerschnitt des
Saugstroms am Punkt x in Abb. 2.9 muss vor dem Hintergrund, dass die stark
verlustbehaftete Nachexpansion des Freistrahls diesen Stréomungsquerschnitt
bestimmt, kritisch hinterfragt werden. Die genaue Berechnung der Prandtl-
Meyer-Expansion wie von Garcia del Valle et al. (2012) durchgefiihrt erhoht die
Modellkomplexitit wesentlich. Das Modell von Garcia del Valle et al. (2012)

26Bei den Verlustkoeffizienten finden sich in der Literatur Koeffizienten fiir die Verluste

in Antriebs- und Saugstrom, bei der Mischung und im Diffusor.
27 Angaben zu Messabweichungen finden sich in den Arbeiten nicht.
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reduziert die maximalen Modellabweichungen im Vergleich mit dem Modell
von Huang et al. (1999) auf 17,5 %.

Cizungu (2001) vergleicht seine theoretischen Simulationsergebnisse mit den
experimentellen Ergebnissen von Nahdi et al. (1993) und erzielt unter Verwen-
dung von konstanten Verlustkoeffizienten fiir Antriebs- und Saugstrom, der
Mischung und den Diffusor eine gute Ubereinstimmung der Mitfiihrrate. Die
Berechnung der Mitfiihrrate basiert im Modell von Cizungu (2001) ebenso wie
in dem von Cardemil und Colle (2012) auf den Enthalpien des Arbeitsmediums
um die Mischkammer. Cardemil und Colle (2012) verwenden zur Berechnung
der Zustandsgrofen eine Zustandsgleichung des Realgases und weisen mittels
Verlustkoeffizienten fiir den Antriebsstrom und die Mischung eine gute Uber-
einstimmung mit den experimentellen Ergebnissen von Eames et al. (1995),
Huang et al. (1999) und Xu et al. (2012) fiir unterschiedliche Arbeitsmedien
nach.

Im Modell von Chou et al. (2001) wird die Mitfithrrate mittels vier Korrek-
turfunktionen empirisch an die experimentellen Ergebnisse von Chen und Sun
(1997) und Huang et al. (1999) angepasst. Eine gute Ubereinstimmung ist auf-
grund der vielen rein empirischen Parameter der Korrekturfunktionen nicht
verwunderlich.

Einen grundsitzlich neuen Modellansatz stellen Zhu et al. (2007) vor, in dem
die inhomogene Verteilung des Stromungsprofils im Stromungsquerschnitt iiber
einen exponentiellen Zusammenhang abgebildet wird. Die Mitfiihrrate wird in
diesem Ansatz allein aus antriebs- und saugseitigem Zustand berechnet. Zhu
et al. (2007) vergleichen die Simulationsergebnisse mit den experimentellen
Ergebnissen von Huang et al. (1999) fiir das Kéltemittel R141b und Aphorn-
ratana et al. (2001) fiir das Kiltemittel R11 und erzielen bessere Ubereinstim-
mungen im Vergleich zum Modell von Huang et al. (1999). Zhu und Ti (2009)
und Zhu et al. (2008) vereinfachen die Modellgleichungen noch weiter, was der
Verwendung zusétzlicher rein empirischer Parameter bedarf.

Aufer den diskutierten einfachen Modellansédtzen des Auslegungsbereichs des
Dampfstrahlverdichters finden sich in der Literatur auch komplexere Modell-
ansitze wie von Ouzzane und Aidoun (2003) und Garcia del Valle et al. (2012)
bis hin zu mehrdimensionalen Stromungssimulationen wie von Pianthong et al.
(2007) und Bartosiewicz et al. (2005), die auch den Betrieb auferhalb des
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Auslegungsbereichs des Verdichters abbilden und Informationen iiber die Stro-
mungsvorgidnge generieren, die sich einer einfachen eindimensionalen Analyse
entziehen. Mit den zusétzlichen Informationen erhéhen sich jedoch auch die
Modellkomplexitit und der Simulationsaufwand. Die korrekte Wahl der Tur-
bulenzmodelle in den Simulationen stellt laut Bartosiewicz et al. (2006) die we-
sentliche Herausforderung der mehrdimensionalen Stromungssimulation dar.

Die meisten experimentell gestiitzten eindimensionalen Simulationsarbeiten
aus der Literatur bauen auf Untersuchungen bei vergleichsweise geringen An-
triebsdriicken auf. Daher finden sich auch keine einfachen Modelle des Betriebs
im Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters bei hohen Antriebsdriicken,
die ein Realgasverhalten des Arbeitsmediums beriicksichtigen. In diesem Be-
reich besteht Forschungsbedarf.

Einige Grundlagen zu den Gleichungen des Realgases sollen fiir das in Ka-

pitel 4 entwickelte Modell im Folgenden eingefiihrt und diskutiert werden.

2.4.4 Realgasgleichungen und Vereinfachungen

Zur mathematischen Modellbildung der Dampfstrahlverdichtung unter Be-
riicksichtigung von Realgaseffekten werden eine thermische Zustandsgleichung,
[sentropenexponenten, die Schallgeschwindigkeit sowie die Gleichungen der
stationéren, isentropen Stromung bendtigt. Aufserdem sollen die aus den Real-
gaseffekten resultierenden Abweichungen vom Idealgasverhalten quantifiziert
werden, um zu priifen, ob Vereinfachungen der vergleichsweise komplizierteren

Berechnungen zuléssig sind.

Zustandsgleichung des idealen und realen Gases

Zwischen den Atomen oder Molekiilen eines idealen Gases bestehen defini-
tionsgeméf keine Wechselwirkungen. Aufterdem ist ihr Eigenvolumen vernach-
lassigbar. Die thermische Zustandsgleichung des idealen Gases, d.h. die ma-
thematische Verkniipfung der drei thermischen Zustandsgrofen p, 7" und v,

lautet:

pv=R-T (2.26)
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In Gl. 2.26 ist R die spezifische Gaskonstante?®.

Alle Abweichungen von den Eigenschaften und vom Verhalten des idealen Ga-
ses werden als Realgaseffekte bezeichnet. Als wichtigste Realgaseffekte nennt
Rist (1996) intermolekulare Krifte, Molekiilschwingungen, Dissoziation und
Rekombination sowie Ionisation. Bei vergleichsweise hohen Driicken wie in der
vorliegenden Arbeit sind beinahe ausschlieklich die intermolekularen Kréfte
von Bedeutung. Eine mégliche Zustandsgleichung fiir Realgase lautet? (Rist,
1996):

pv=R-T-Z=R-T-Zy-K (2.27)

In Gl. 2.27 ist Z der Realgasfaktor, der vom thermischen Zustand des Ga-
ses und von der Gasart abhéngt und die Abweichungen vom idealen Gas bzw.
den Einfluss der Krifte zwischen den Gasatomen bzw. -molekiilen beschreibt.
In Stoffdatenbanken wie Refprop 8.0 (Tillner-Roth und Baehr, 1994) ist der
Realgasfaktor Z des Kiltemittels R134a tabelliert bzw. als Funktion hinter-
legt, withrend in der Literatur (Rist, 1996) und deshalb auch in den folgenden
Ausfithrungen iiblicherweise die sogenannte Kompressibilitdtszahl K verwen-
det wird. Die Kompressibilitatszahl K ist das Verhéiltnis des Realgasfaktors
Z eines beliebigen Zustands bezogen auf den Realgasfaktor im Normzustand
Zn. Der Normzustand des Kaltemittels R134a wird laut dem International In-
stitute of Refrigeration (IIR) definiert durch Ty = 298, 15K und py = 1kPa.
Die Kompressibilititszahl K unterscheidet sich kaum vom Realgasfaktor Z,
weil der Realgasfaktor im Normzustand Zy fiir praktisch alle technisch inter-
essanten Gase nahe bei Eins liegt. Der Normrealgasfaktor Zy des Kéltemittels
R134a betragt 0,9998.

Abb. 2.11 zeigt den Realgasfaktor Z des Kiltemittels R134a fiir den Druckbe-
reich der untersuchten Dampfstrahlverdichtung mit der Kéltemitteltemperatur

¥ als Parameter aus Refprop 8.0.

28Die spezifische Gaskonstante R von R134a errechnet sich als Quotient aus der uni-
versellen Gaskonstante Ry von 8,314 J/molK und der Molmasse des Kaltemittelgases von

102,03 g/mol zu 81,49 J /kgK.
29Die Verwendung der Zustandsgleichung mit dem Realgasfaktor Z bzw. der Kompres-

sibilitdtszahl K nach Rist (1996) eignet sich aufgrund ihrer Einfachheit im Vergleich mit
alternativen Zustandsgleichungen insbesondere fiir die Berechnung der Gleichungen der sta-

tiondren, isentropen Stromung.
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Abbildung 2.11: Realgasfaktor Z des Kiltemittels R134a iiber dem Kaltemit-
teldruck p mit der Kéltemitteltemperatur ¢ als Parameter aus Refprop 8.0.

Das gasformige Kéltemittel weist im dargestellten Druckbereich von 1 bar
bis 50bar und Temperaturbereich von 70°C und 120°C deutliche Abweichungen
vom Idealgasverhalten, d.h. Z = 1, auf. Die Abweichungen werden besonders
bei hohen Driicken sowie in der Ndhe der Taupunktlinie und des kritischen
Punkts deutlich, weshalb in diesem Bereich die thermische Zustandsgleichung
des realen Gases 2.27 verwendet werden muss.

Zur Definition der Isentropenexponenten des realen Gases und der Formulie-
rung der Gleichungen der stationiren, isentropen Stromung des realen Gases
werden aufier der Kompressibilititszahl K auch deren Anderungen mit der
Temperatur und dem Druck benétigt. Die Gradienten der Kompressibilitéts-

zahl sollen wie folgt abgekiirzt werden:

OK/K OK/K
Kr=| —— K, = —/— 2.28
P T
K71 bezeichnet die relative Anderung der Kompressibilititszahl des Kilte-
mittels mit der Temperatur bei konstantem Druck und K, die relative An-

derung der Kompressibilititszahl mit dem Druck bei konstanter Temperatur.

Die absoluten Werte von K, sind generell wesentlich kleiner als diejenigen von
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K7 (Rist, 1996).

Isentropenexponenten und Schallgeschwindigkeit

Bei Realgasen muss je nach gewihlten Zustandsgrofen Druck p, Temperatur T’
und Dichte p bei der Berechnung einer isentropen Zustandséinderung zwischen
drei Isentropenexponenten unterschieden werden. Sie berechnen sich wie im

Anhang B.1 abgeleitet zu:

K = <%> fir ~ p-v" = konst. (2.29)
x7y
k-(1-K,) —1 . .
Krp = ( Ii-(l-f—?(T) ) fiir T-p"™ = konst. (2.30)
.y
(1-K,) —1
Kpp = <I€ ((1 —i—K?T)) ) fiir T p"T» = konst. (2.31)
x?y

Der Isentropenexponent k ist der Exponent des spezifischen Volumens in
der Gl. 2.29 zur Beschreibung einer isentrope Zustandsinderung des Realgases
in Abhéngigkeit von Druck und Temperatur. Dementsprechend sind x7, und
k1, die Exponenten des Drucks und der Dichte in den GI. 2.30 und 2.31 zur Be-
schreibung einer isentropen Zustandsinderung des Realgases in Abhéngigkeit
von der Temperatur und dem Druck bzw. der Dichte. Die Isentropenexponen-
ten k, K1, und K7, hingen wie auch beim idealen Gas von den Zustidnden x und
y ab und miissen je nach Anfangs- und Endzustand berechnet werden. Beim
Idealgas ist der Isentropenexponent k;q wegen K, = 0 gleich dem Verhalt-
nis der isobaren zur isochoren spezifischen Wérmekaparzitit (c,/c,) und damit
nur von den Temperaturen, nicht aber wie beim Realgas auch von Driicken
zwischen den Zustinden x und y abhéngig.

Die lokale Schallgeschwindigkeit realer Gase a, berechnet sich wie folgt

(Rist, 1996):

g = /Ko Ky Zn-R-T, (2.32)

Bei realen Gasen ist die Schallgeschwindigkeit aufer von der statischen Tem-
peratur T}, iiber den Isentropenexponenten k, und die Kompressibilititszahl

K, auch vom statischen Druck p, abhingig. Die lokale Geschwindigkeit einer
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Stromung w, kann unter Verwendung der lokalen Schallgeschwindigkeit a, in
Form der Mach-Zahl Ma, wie folgt normiert werden:
Ma, == (2.33)
a’CC
Die Mach-Zahl Ma, wird als eine normierte, lokale Stromungsgeschwindig-
keit iiblicherweise in den Gleichungen der stationdren, isentropen Strémung

verwendet.

Stationire, isentrope Stromung

Die lokale Temperatur eines Realgases T}, einer isentropen Stromung in Kané-
len verdnderlichen Querschnitts mit Bezug auf die Temperatur des Ruhezu-
stands T§ berechnet sich mittels der lokalen Mach-Zahl Ma, aus Gl. 2.33 wie
im Anhang B.3 abgeleitet zu:

-1
T. Ke Ky K- (1= Kp)m — 1
Lo, FaBa Fm pIm T 1 h g2 9.34
T, <+,.;m.f<m > (1+ Kr)m ““f) (2.34)
mit K = (Kg+ Ks)/2

(14 Kr)m = [(1+ Kr)e + (1+ Kr).]/2
(1= EKp)m = [(1=Kp)o+ (1= [Kp)s]/2

Der Isentropenexponent k,,, die Kompressibilititszahl K,, und die Aus-

driicke mit dessen Ableitungen (14 Kr),, und (1—K,,),, der Zustandsénderung

(

K, = (K,+ K,)/2
[
[

werden nidherungsweise als arithmetische Mittelwerte zwischen dem Ruhezu-
stand s und dem lokalen Zustand x berechnet.

Zur Berechnung der Grofe im lokalen Zustand x wird der lokale Druck p,
benotigt. Der lokale Druck p, berechnet sich mit Bezug auf den Druck des
Ruhezustands p,; mittels der lokalen Mach-Zahl zu (s. Anhang B.3):

Km ° (1+KT)m

x x‘Kx m° 1_K m_l _“m'(l—Kp)m—l
p_ = (1 —|— K . K ( p) . Ma2> (235)
K:m

Die Berechnung der Temperatur 7, und des Drucks p, des Realgases muss

bei gegebenem Ruhezustand T und p; iterativ erfolgen, weil zur Bestimmung
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der Isentropenexponenten k;, der Kompressibilititszahlen und deren Ableitun-
gen K; in obigen Gleichungen sowohl der Druck p, als auch die Temperatur
T, bendtigt werden. Zur Vermeidung der Iterationen sowie zur Vereinfachung
von GI. 2.34 und 2.35 sollen die im Anhang B.2 eingefiihrten Ndherungsisen-
tropenexponenten des Realgases k;, k7, und Ky, , verwendet werden. Die
Naherungen dienen der Beibehaltung der Stromungsgleichungen des idealen
Gases (vgl. Kouremenos und Kakatsios, 1985). Sie werden fiir den jeweiligen
Ruhezustand x = s der Strémung berechnet.

Die Gleichungen 2.34 und 2.35 lauten unter Verwendung der Ndherungen also:

—1
T, Forps — 1
= = [14+ 22— .Mad? 2.
T. ( + 5 az> (2.36)
Pa I Y o (2.37)
= = . a .
Ps 2 !

Die Naherungen des Verhéltnisses aus kritischem Zustand * und Ruhezu-

stand s ergeben sich aus Gl. 2.36 und 2.37 mit Ma, = 1:

2 (2.39)
T,  Frps+1 '

Fs

p* 9 Rs—1

Mit den Gleichungen 2.38 und 2.39 konnen auch die kritischen Zustandsgro-

fen mit Ar, s und K; ndherungsweise direkt aus dem Ruhezustand s bestimmt
werden.

Im Folgenden sollen die Abweichungen zwischen den Realgasgleichungen fiir
die stationére, isentrope Stromung (Index 7) und den eingefithrten Niherungs-
gleichungen (Index 7) sowie dariiber hinaus mit den Idealgasgleichungen mit

dem Normisentropenexponent?°

von ky = 1,1 (Index id) quantifiziert werden.
In Abb. 2.12 werden hierzu die Verhiltnisse von lokalen Grofen zu Ruhegrofsen
fiir Druck (p,/ps) und Temperatur (7, /T}), die lokalen Stromungsgeschwin-

digkeiten w, sowie die jeweiligen Abweichungen |AT|, |[Ap| und |Aw| iiber der

30Der Normisentropenexponent ist der Isentropenexponent im Normzustand des Kélte-
mittels R134a, d.h. bei Ty = 298, 15K und py = 1kPa.
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lokalen Mach-Zahl Ma, einer isentropen Entspannung von einem beispielhaf-
ten Ruhezustand von pg, = 45 bar und ¥, = 135 °C des Kiltemittels R134a
abgetragen.

Ma..

Abbildung 2.12: Verhiltnis von lokalen Gréfsen zu Ruhegrofen fiir Druck
(pz/ps) und Temperatur (7,/T5), lokale Stromungsgeschwindigkeiten w, so-
wie Abweichungen AT, Ap und Aw, iiber der lokalen Mach-Zahl Ma,.

Die Abweichungen der Temperaturberechnung des Realgases zur Ndherung
des Realgases AT, ; = (T, — T;)/T, belaufen sich fiir Mach-Zahlen Ma, bis
2,5 fiir die isentrope Expansion auf —3 % bis 2 %, die unter Verwendung der
Idealgasgleichungen mit Normisentropenexponenten AT, ., = (T, — T;4)/T,
hingegen auf bis zu —15 %.

Beim Druck liegen die Abweichungen Ap, = = (p,—pz)/pr bei —9% bis 16% und
die Abweichungen Ap,;q = (p, — pia)/pr bei —24 % bis 7%. Die Abweichungen
der lokalen Strémungsgeschwindigkeiten Aw,; = (w, — w;)/w, nehmen mit
steigenden Mach-Zahlen Ma, zu und steigen auf bis zu 23 % bei einer Mach-
Zahl Ma, von 2, 5.

Die Abweichungen der lokalen Strémungsgeschwindigkeiten Aw, ;; = (w, —

w;q)/w, hingegen sinken mit steigenden Mach-Zahlen Ma,, betragen bei ge-
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ringen Mach-Zahlen bis zu —38 % und bei hohen Mach-Zahlen noch —12 %.
Die Nédherungsgleichungen fiir den Druck und die Temperatur zeigen also
wie erwartet eine bessere Ubereinstimmung mit den Realgasgleichungen als
die Idealgasgleichungen mit dem Normisentropenexponent. Bis zum kritischen
Stromungszustand bei Ma, = 1 sind die Abweichungen von Temperatur und
Druck der Niaherungsgleichungen sogar weitestgehend vernachlissigbar. Die
lokalen Stromungsgeschwindigkeiten w, weichen in beiden Féllen stark von
der lokalen Stromungsgeschwindigkeit des Realgases w,, , ab, weshalb hier nicht
mit der Ndherung gerechnet werden sollte.
Die dargestellten Zusammenhinge gelten auch fiir andere Ruhezustinde im

untersuchten Druck- und Temperaturbereich der Dampfstrahlverdichtung.

Flichen-Mach-Zahl-Verhiltnis

Der Zusammenhang zwischen dem (Querschnittsverlauf ausgedriickt als Ver-
héltnis des engsten Stromungsquerschnitts zum lokalen Querschnitt (A,,:,/Az)
und der lokalen Geschwindigkeit ausgedriickt durch die lokale Mach-Zahl Ma,
ergibt sich wie im Anhang B.4 abgeleitet zu:

2 (I+Kp)+(km * (1=Kp)m—1)

1+ ’;* cK*  Em (A-Kp)m—1 2 (km * (1-Kp)m—1)
1

Km Km * (1+KT)m

Ko " Ky | Hm'(l_l<p)m_1 . 2
+ 2 Km Rm'(l‘i‘KT)m Max

(2.40)

Die Ndherungsgleichung mit dem Isentropenexponenten s lautet:

Rs+1

A 9 o1 T2 (Rs— D)
mn _ M x- 1 S -M 2
A, ¢ L 11 ( T “)]




70 2. Stand der Technik und Forschung

Abb. 2.13 zeigt die Mach-Zahl Ma, iiber dem Fliachenverhéltnis (A,.i,/A.)
bei der isentropen Entspannung nach der Idealgas-, der Realgas- und der Na-

herungsgleichung mit entsprechenden Isentropenexponenten.

2.5

1.5

Ma,

0.2 0.4 0.6 0.8 1
(Amin /Arc>

Abbildung 2.13: Lokale Mach-Zahl Ma, {iiber dem Flichenverhéltnis

Die Abweichungen der Flichenverhiltnisse steigen im Uberschall stetig an.
Sie betragen bei Ma, = 2,5 ungefihr 30 % fiir A(Ain/AL),7 und ungefihr
43 % fiir A(Apin/As)ria- Bis zum kritischen Strémungszustand sind die Ab-
weichungen vom Realgas in beiden Berechnungen vernachlissighar. Die Ideal-
gasgleichung mit dem Normisentropenexponent weist ab dem kritischen Stro-
mungszustand merkliche Abweichungen zur Realgasgleichung auf, wohingegen
die Ndherungsgleichung erst ab lokalen Mach-Zahlen von Ma, iiber 2 signifi-
kante Abweichungen zeigt. Nur wenn lokale Mach-Zahlen Ma, iiber 2 auftre-
ten, sollte demnach zur korrekten Berechnung des Zusammenhangs von Fla-

chenverhéiltnis und lokaler Mach-Zahl die Realgasgleichung angewandt werden.

Massendurchsatz

Beim Erreichen des kritischen Stromungszustands eines Fluids an der engsten
Stelle eines Kanals verdnderlichen Querschnitts durch Absenken des Gegen-

drucks begrenzt der engste Querschnitt A,,;, zusammen mit den thermischen
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Ruhezustandsgrofen T, und p, den Massendurchsatz. Die Vergrofserung des
Massendurchsatzes dariiber hinaus durch weitere Absenkung des Gegendrucks
hinter dem engsten Querschnitt ist nicht mdglich. Der zugehorige maximale
Massenstrom M: des Realgases ergibt sich aus der Kontinuitdtsgleichung fiir
den engsten Stromungsquerschnitt A,,;, zu:

M= Ay -a* - p* (2.41)

S

Die kritische Dichte p* berechnet sich geméfs Anhang B.2 mittels:

A+K7)m

K R (1= K, — 1 rm (- Kp)m 1
p*:ps-<1+ﬁ A ( ) ) (2.42)

Unter Verwendung der Gl. 2.27, 2.32, 2.34 mit Ma, = 1 und 2.42 ergibt
sich durch Umformen aus GI. 2.41:

. K* . K* ps
° K VZn-R-T,
2" (+Kp)mtrm * (1-Kp)m—1
LK - 1- K m_l 2 (km " (1-Kp)m—1)
14+ 2 fm (1= Ky) (2.43)
Em * Ko 2-(1+ Kp)m

Die Berechnung der kritischen Gréfen durch die Nidherungsgleichungen wei-
chen wie in Abbildung 2.12 gezeigt bis zum kritischen Stromungszustand nicht
merklich von der Realgasberechnung ab. Der Massendurchsatz des Realgases
soll daher unter Verwendung der thermischen Zustandsgleichung realer Gase

aus 2.27 wie folgt gendhert werden:

Rst1

, = 9 \ TG
M = Ay " Ds - ( ) (2.44)

K, Zn-R-T, Fot 1

Bei der Berechnung des Massendurchsatzes werden also die Ndherungsglei-
chungen des realen Gases fiir die isentrope Stromung verwendet und die Ru-

hezustandsgrofen werden mit der Realgaszustandsgleichung 2.27 berechnet.
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Kapitel 3
Abgaswarmetuibertragung

In folgendem Kapitel wird zunéchst der Aufbau des Priifstands zur Unter-
suchung der Abgaswirmeiibertragung erklart. Anschlieffend werden die Mo-
dellannahmen getroffen und diskutiert und die Berechnungsgleichungen der
Modelle eingefiihrt. Zuletzt werden die Mess- und Rechenergebnisse fiir die
antriebsseitige Wirmeiibertragung des Dampfstrahlkélteprozesses einander ge-

geniibergestellt und diskutiert.

3.1 Beschreibung des Priifstands zur Untersu-

chung der Abgaswarmeiibertragung

Abb. 3.1 zeigt das Schaltbild des Priifstands zur Untersuchung der Abgas-
warmeiibertragung im iiber- und unterkritischen Druckbereich des Kéltemit-
tels R134a.

Der Priifstand besteht aus einem rechtslaufigen Kéltemittelkreislauf (ge-
nannt intern) mit Hoch- und Niederdruckteil, einem Heifgaspfad und einem
Riickkiihlkreis (externe Kreise). Der ndherungsweise das Motorabgas ersetzen-
de Luftvolumenstrom VAB wird mittels eines Gebldses zum elektrischen Heizer
gefordert, wo er auf die zu regelnde Eintrittstemperatur des Abgaswiarmeiiber-
tragers erhitzt wird. Zur Bestimmung einer mittleren Heifsgastemperatur sind
aufgrund maoglicher Heikgasschichtungen an Ein- und Auslass des Ubertragers
jeweils in einer Ebene des Abgasrohrs von oben und unten zwei identische
Temperatursensoren Tap1; und Tapio bzw. Typo; und Typos in den Heifigas-

pfad integriert. Zur Messung des Druckverlusts des Abgaswérmeiibertragers
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sind zwei Differenzdrucksensoren dpipo,ap und dpag ap unterschiedlichen Mess-
bereichs von 100 mbar bzw. 20 mbar vorgesehen.

Der aus dem HeiRgas zugefiihrte Antriebswirmestrom Qs erhitzt bzw. ver-
dampft in dem Rohrbiindelabgaswirmeiibertrager das gréftenteils im Gegen-
strom gefiihrte fliissige Kéltemittel, das durch eine Kolbenmembranpumpe aus
einem Kondensator auf das erhéhte Druckniveau pgq gefordert wird, so dass
sich vor dem Nadelventil der Druck ppys ergibt. Das Hochdruckniveau stellt
sich bei fester Ventilstellung des elektrischen Nadelventils (Regelventil) ent-
sprechend dem mittels der Kolbenmembranpumpe gesteuerten Volumenstrom
VH ein. Die Kéltemitteltemperatur Tpo bzw. die Kéltemitteliiberhitzung AT,
aus Gl. 2.3 wird dadurch indirekt iiber das elektrische Nadelventil (Regel-
ventil) geregelt. Der gasformige Kéltemittelstrom hohen Drucks und hoher
Temperatur wird nach der Erwdrmung iiber das elektrisch ansteuerbare Na-
delventil (Regelventil) auf das Niederdruckniveau entspannt und in dem Kon-
densator (ausgefiihrt als Gegenstromplattenwirmeiibertrager) verfliissigt, was
den Kiltemittelkreislauf schlieft. Die Riickkiihlleistung @; wird im Konden-
sator iiber einen Kiihlkreislauf mit einem Wasser-Glykol-Gemisch abgefiihrt.
Die Eintrittstemperatur des Riickkiihlkreises T'kxy; wird iiber die Regelung des
Kiihlwassernetzes (nicht dargestellt) und der Volumenstrom des Kiihlwassers
Viw iiber ein Regelventil eingestellt.

Alle nicht fiir die Regelung, sondern fiir die Bilanzierung und Untersuchung der
Wirmeiibertragung notwendigen Temperaturen, Driicke und Volumenstréme
werden zuséitzlich durch entsprechende Messgerite aufgenommen. Detaillierte

Informationen zur eingesetzten Messtechnik finden sich im Anhang D.

Zur Gewahrleistung der Anlagensicherheit und dem Schutz der Kolbenmem-
branpumpe vor zu hohen saugseitigen Driicken sind zwischen Hoch- und Nie-
derdruckteil der Anlage bzw. Saug- und Druckseite der Pumpe sowie im Nie-
derdruckteil der Anlage Sicherheitsventile installiert, die ein Uberstromen vom
Anlagenhochdruckteil in den Niederdruckteil bzw. ein Abstrémen in die Um-
gebung erlauben.

Nach dem Kondensator sind ein Wasser und Sduren absorbierender, poroser
Filtertrockner und ein Schauglas mit integriertem Feuchtigkeitsindikator zur
Kontrolle der Funktionsfidhigkeit von Trockner und Filter eingebaut. Fluorierte

und chlorierte Kohlenwasserstoffe besitzen nur eine geringe Loslichkeit fiir Was-
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ser, die dariiber hinaus merklich vom Aggregatzustand und der Temperatur
des Kéltemittels abhdngt. Das Losungsvermogen in der Kaltemittelfliissigkeit
ist i.d.R. wesentlich groRer als in der Gasphase'. Wasser gelangt durch Rest-
feuchtigkeit der evakuierten Anlage oder beim Offnen von Anlagenteilen zu
Wartungsarbeiten in den Kéltemittelkreislauf. In die Anlage eingedrungenes
Wasser kann aufgrund der hohen Loslichkeitsunterschiede zu Betriebsschwie-
rigkeiten fiihren. Es kann zu einer Ansammlung von Wasser im Verdampfer
und zu einer Verstopfung von Rohrleitungen und Bauteilen durch das Gefrie-
ren des gesammelten Wassers oder je nach Kiltemittel sogar zu chemischen
Reaktionen kommen, die Sdurebildung und damit Korrosion zur Folge haben,
was durch den Filtertrockner vermieden wird.

Zur Evakuierung der Anlage sowie deren Befiillung und Entleerung mit Kal-
temittel sind Befiill- und Entleerstutzen vorgesehen. Die Membranpumpe ist
iiber Flansche und Kugelhdhne derart in die Anlage eingebunden, dass sie aus-
wechselbar sowie separat evakuier-, befiill- und entleerbar ist. Dies ist notwen-
dig, weil bei der Evakuierung vor dem Befiillen mit Kéltemittel zur Trocknung
der Anlage der Dampfdruck des Wassers bei vorherrschender Umgebungs- bzw.
Anlagentemperatur unterschritten werden muss. Fiir Umgebungs- bzw. An-
lagentemperaturen um 20 °C ist eine Evakuierung der Anlage bis zu Driicken
unter 20 mbar notwendig, die jedoch zu einer Beschidigung der Pumpenmem-
bran fithren kénnen. Der Anlagenteil der Membranpumpe wird daher separat
lediglich bis auf 200 mbar evakuiert und eine dort verbleibende Restfeuchtig-
keit in Kauf genommen.

Der interne Kiltemittelkreislauf ist aufgrund der hohen Prozessdriicke und
Prozesstemperaturen sowie aus Dichtigkeitsgriinden aus Edelstahl mit Schweifs-
und Flanschverbindungen gefertigt. Lediglich Standardkomponenten der Kal-
tetechnik wie der Filtertrockner und das Schauglas sind wegen ihrer Anschliis-
se aus Kupfer iiber Schneidverbindungen gegen die Edelstahlteile gedichtet.
Samtliche Verbindungsstellen sind iiber Kupfer bzw. Polytetrafluorethylen? ge-
dichtet.

Aus den Experimenten ergaben sich zwei Kritikpunkte am Priifstandsauf-

'Das Kiltemittel R134a besitzt in der Fliissigkeit eine Loslichkeit fiir Wasser von ungefiihr
1300 mg/kg bei 25 °C und 420 mg/kg bei —10°C sowie in der Gasphase eine Loslichkeit von

700 mg/kg bei 25 °C und 170 mg/kg bei —10 °C.
2 Abkiirzung: PTFE bzw. Teflon.
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bau. Zum einen wurde basierend auf Uberschlagsrechnungen das Anlagenvo-
lumen vor der Kolbenmembranpumpe als ausreichend zur Speicherung von
Kaltemittel fiir vorgesehene Lastwechsel eingestuft, weswegen kein Vorlagebe-
hélter in die Anlage eingebaut ist. Um eine Ansammlung des Kéltemittels im
Kondensator und eine damit einhergehende Verringerung der zur Ubertragung
von Wirme zur Verfiigung stehenden Fliche zu vermeiden, sollte jedoch ein
ausreichend dimensionierter Vorlagebehilter installiert werden. Zum anderen
muss zum Erreichen stationdrer Prozessbedingungen die Eintrittstemperatur
des Kiihlwasserkreises Tky1 moglichst konstant gehalten werden, weil sie das
Kondensationsdruckniveau (pg; bzw. pgo) bestimmt und dadurch auch das
Hochdruckniveau (pg1 bzw. pgo) beeinflusst. Aufgrund des stark temperatur-
abhédngigen Drucks des Kiltemittels R134a im Temperaturbereich des Kon-
densators erschweren schwankende Eintrittstemperatur Ty, des Kiihlwasser-

netzes das Einhalten stationidrer Messbedingungen merklich.
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3.2 Abgaswiarmeiibertragerprototyp

Abb. 3.2 zeigt den zur Ubertragung der Abgaswirme auf das iiberkritisch
erhitzte bzw. unterkritisch verdampfte Kéltemittel konzipierten Warmeiiber-

tragerprototyp® in der geschnittenen Perspektivdarstellung.

Austritt
Eintritt Kaltemittel Eintritt
Sammler Kaltemittel

Verteiler
B3ab,q2

Austritt
Abgas

Abbildung 3.2: Abgaswirmeiibertragerprototyp in der geschnittenen Perspek-

tivdarstellung.

Das Abgas durchstromt das Warmeiibertragergehduse mit dem Rohrbiin-
del von links nach rechts, wihrend das Kéltemittel grofitenteils im Gegenstrom
zum Abgas von rechts nach links in den Rohren des Biindels gefiihrt wird. Am
abgasseitigen Ein- und Auslauf des Ubertragers sind Leitbleche zur Strémungs-
vergleichméfigung vorgesehen. Der durch die Pumpe geforderte Kéaltemittel-
zustrom wird mittels eines Verteilers auf fiinf Rohrreihen mit je neun Rohren
aufgebracht und durchstromt in der Folge die vom Abgas quer angestrom-
ten Kéltemitteleinlaufrohre B34 42, die langs umstromten Rohre B24;,; sowie
die wiederum quer angestromten Kéltemittelauslaufrohre B1 44 4;. Die Auslauf-
rohre fiihren das Kiltemittel zu einem Sammler bevor es aus dem Ubertrager

abstromt.

3Der Ubertrager wurde von der Firma Benteler Automobiltechnik in Zusammenarbeit

mit der TU Berlin entwickelt und gebaut.
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Tabelle 3.1 listet die wesentlichen geometrischen Grofen des Abgaswirme-

iibertragerprototyps auf.

Tabelle 3.1: Geometrie des Abgaswarmeiibertragerprototyps.

Abgaswarmeiibertragerprototyp

Rohranzahl n|[—] 45
Rohrinnendurchmesser d g [mm] 4
Rohraufendurchmesser d 4p [mm] 6
mittlere Rohrlinge Queranstromung? Lg,[mm] | 32,5
mittlere Rohrlinge Lingsanstrémung® Lp; [mm] | 306
Rohrabstand in Strémungsrichtung Ly [mm] 9

Rohrabstand quer zur Stromungsrichtung | Lo [mm] | 11,5

Hohe Abgaskanal Hyp [mm] | 67
Breite Abgaskanal Byp mm] | 114
kiltemittelseitige Ubertragerfliiche A [m?] | 0,21

Der Ubertragerprototyp ist aus Edelstahl (1.4301 nach DIN EN 10088-2)
mit einer Dichte p von 7900kg/m?, einer spezifischen isobaren Wirmekapazitit
¢, von 0, 5kJ /kg und einer Wirmeleitfihigkeit A von 15W/mK gefertigt, wiegt
ungefihr 7 kg und besitzt ohne Ein- und Ausldufe von Abgas und Kéltemittel
ein Volumen von ungefihr 3,2 dm? (HAWU,a = 0,073 m, BAWU,a = 0,12 m,
Lawir o = 0,364 m).

3.3 Modelle der Abgaswarmeiibertragung

Aufgrund der vom Kiltemitteldruck pg,, abhéngigen, verschiedenen kéltemit-
telseitigen Stromungsformen (vgl. Abschnitt 2.3) wird ein Modell fiir die tiber-

kritische sowie ein Modell fiir die unterkritische Wirmeiibertragung gebildet.

“Die mittlere Rohrléinge der Queranstrémung Lp , ist die Léinge des mittleren Rohrs aus

den Biindeln B14p 41 und By g2 aus Abb. 3.2.
Die mittlere Rohrlinge der Lingsanstrémung Lp ist die Liinge des mittleren Rohrs aus

dem Biindel B1y4p,; aus Abb. 3.2.
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In folgendem Abschnitt werden die Modellbildung und die getroffenen Annah-

men beschrieben und die Berechnungsgleichungen der Modelle eingefiihrt.

3.3.1 Modellbildung und Annahmen

Die Temperaturen 7" der iiber- und unterkritischen Warmeiibertragung sind in
Abb. 3.3 schematisch iiber dem iibertragenen Warmestrom Q dargestellt (sche-
matisch gleich grofs dargestellte Bereiche bedeuten nicht gleich grofe iibertra-

gene Wiarmestrome in den jeweiligen Bereichen).

A I | A I |

T T

Abbildung 3.3: Temperaturen 7" der iiberkritischen (links) und unterkritischen

Wiérmeiibertragung (rechts) iiber dem iibertragenen Wiarmestrom Q

Entsprechend der Stromfiihrung werden abgasseitig die drei in Abb. 3.2
dargestellten Bereiche, d.h. der Bereich I bzw. das erste quer vom Abgas ange-
stromte Rohrbiindel B1 441, der Bereich II bzw. das langs angestromte Rohr-
biindel B24,; und Bereich III bzw. das dritte quer angestromte Rohrbiindel
B3 ap 2 (I1I), unterschieden.

Bei der iiberkritischen Warmeiibertragung (links) kiihlt sich der Abgasmas-
senstrom M4y, ab, withrend sich der dazu in der schematischen Darstellung in
Abb. 3.3 im Gegenstrom gefiihrte Kiltemittelmassenstrom Mg, erhitzt.

Auf der Kéltemittelseite bildet sich im iiberkritischen Druckbereich aufgrund
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des in Abb. 2.7 dargestellten starken Anstiegs der spezifischen isobaren War-
mekapazitdt um die pseudokritische Temperatur Tk, i, ein Bereich aus, in
dem nur ein geringer Temperaturanstieg bei der isobaren Warmezufuhr aus
dem Abgas erfolgt. Der plateaudhnliche Bereich ist umso ausgeprigter, je ni-
her der Betriebsdruck dem kritischen Druck ist, weil dort die spezifische isobare
Wirmekapazitit bei der pseudokritischen Temperatur Tk, ,, am groften ist.
Um die Anderung des kiiltemittelseitigen Wirmeiibergangs aufgrund der sich
dndernden Fluideigenschaften quer zur Stromungsrichtung abbilden zu kénnen,
wird der Warmeiibertrager kiltemittelseitig wie in Abb. 3.3 gezeigt im iiberkri-
tischen Druckbereich in sieben Bereiche aufgeteilt. Bei Simulationsrechnungen
mit der doppelten Bereichsanzahl ergeben sich fiir die untersuchten thermody-
namischen Bedingungen Anderungen des berechneten iibertragenen Wirme-
stroms von bis zu hochstens 1%, weshalb sieben Bereiche fiir die vorliegenden
Untersuchungen ausreichend sind.

Fiir die Bestimmung lokaler Fluideigenschaften werden abgas- und kéltemit-
telseitige Wandtemperaturen T4y wp und T, w,m jeweils als abschnittsweise
konstant berechnet. Die Bereiche 1 und 7 sowie die Bereiche 2 bis 6 haben im

tiberkritischen Druckbereich (links) jeweils die gleiche Warmeiibertragerfliche.

Bei der unterkritischen Warmeiibertragung (rechts) tritt das Kéltemittel
im Bezug auf seine Verdampfungstemperatur Tk, unterkiihlt in den War-
meiibertrager ein. Die hohen Temperaturdifferenzen zwischen Abgas und Kal-
temittel resultieren in entsprechenden Wandiiberhitzungen, die zur Bildung
von rekondensierenden Blasen in Wandnihe und damit zu dem in Abschnitt
2.3.2 erlauterten, unterkiihlten Stromungssieden in Bereich A fiihren. Wenn die
mittlere Kéltemitteltemperatur die Verdampfungstemperatur Tk, erreicht,
bleibt der Kiltemitteldampf bestehen und die Stréomung wird in Bereich B als
zweiphasig gerechnet. Der dem Kéltemittel aus dem Abgas zugefithrte Wér-
mestrom Q verdampft das Kéltemittel bei konstanter Temperatur dominiert
durch die Konvektion oder das Blasensieden (Bereiche 1 bis 4) und schlieflich
in der Sprithstrémung (Bereich 5), bevor es im letzten Bereich C {iberhitzt
wird. Im Gegensatz zum iiberkritischen Druckbereich muss der kéltemittel-
seitige Wirmeiibergangskoeffizient im unterkritischen Druckbereich aus der
jeweiligen Wandiiberhitzung und damit aus den als abschnittsweise konstant

angenommenen abgas- und kiltemittelseitigen Wandtemperaturen 745y, und
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T'km,w,m berechnet werden.
Anders als im iiberkritischen Druckbereich werden im unterkritischen Druck-
bereich die Wérmeiibertragerflichen der einzelnen kiltemittelseitigen Berei-
che nicht von vornherein festgelegt, sondern entsprechend dem sich dndernden
Wirmeiibergangsmechanismus berechnet. Die Bereiche sind also geméfs den
Randbedingungen der Wiarmeiibertragung unterschiedlich grofs. In jedem der
Bereiche 1 bis 5 wird die gleiche Menge fliissigen Kéltemittels (20%) verdampft.
Kandlikar (1990) sowie Baehr und Stephan (2004) nennen fiinf Bereiche zur
Abbildung der verschiedenen Warmeiibergangsmechanismen bei der Verdamp-
fung als i.d.R. ausreichend.
Die in Abb. 3.3 fiir die unterkritischen Driicke gewihlte kiltemittelseitige Be-
reichsanzahl ist in vorliegender Arbeit ausreichend, da die Bereichsanzahl die
Rechenergebnisse der Simulation bei vorliegenden thermodynamischen Rand-
bedingungen nur geringfiigig beeinflusst. Der Einfluss ist gering, weil der be-
rechnete kiltemittel- den abgasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten um meh-
rere Grofenordnungen iibersteigt, wie in Abschnitt 3.4.5 noch gezeigt wird.
Wie die Bereiche A bis C (definiert durch das Kéltemittel) auf der Abgasseite
umstromt werden, hingt von der jeweils kiltemittelseitig bendtigten Warme-
iibertragerfliche der entsprechenden Wirmeiibergangsmechanismen ab.

Zur mathematischen Modellbeschreibung der Wirmeiibertragung werden

zusammengefasst folgende Annahmen getroffen und anschliefend begriindet:

1. Der Kaltemittelstrom wird gleichférmig auf die Rohre verteilt und nach

dem Ubertrager im Sammler vollstindig durchmischt.

2. Der kiltemittelseitige Warmeiibergang ist in der einphasigen Stromung

unabhéingig von der Strémungsfithrung des Kéltemittels.
3. Die Randeinfliisse auf den Abgasstrom werden vernachlassigt.

Aus den Annahmen 1 und 3 ergibt sich, dass ein Rohrbiindel durch ein mitt-
leres, repréisentatives Rohr mit den in Abb. 3.3 unterschiedenen Bereichen
ausreichend genau abgebildet werden kann. Des Weiteren wird davon ausge-

gangen:

4. Die Systemgrenzen der unterschiedenen Bereiche des représentativen Kél-

temittelrohrs werden als adiabat betrachtet.
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5. Die das Abgas simulierende, heife Luft kann in guter Ndherung wie ein

ideales Gas behandelt werden.

6. Druckverluste sind vernachldssigbar. Es wird abgas- und kéltemittelseitig

von einer isobaren, reibungsfreien Stromung ausgegangen.

7. Die Anderung des Wirmeiibergangs aufgrund quer zur Strémungsrich-
tung merklich variierender Fluideigenschaften lassen sich abgasseitig und
im unterkritischen Druckbereich kiltemittelseitig mit dem Korrekturfak-
tor Kr aus Gl. 2.15 und im iiberkritischen Druckbereich kiltemittelseitig

mit dem Korrekturfaktor Kr ., aus Gl. 2.16 korrigieren.

8. Beim unterkiihlten Stromungssieden des Kéltemittels (Bereich A) stellt
sich augenblicklich ein Regime des voll ausgebildeten, vom Blasensieden
dominierten, unterkiihlten Strémungssieden ein, das sich der einphasigen

Stromung iiberlagert.

9. Das zweiphasige Kéltemittel (Bereich B) kann in grober Niherung als
homogen durchmischt beim gesittigten Stromungssieden in Analogie zur

einphasigen Stromung behandelt werden.

Die Gleichverteilung des Kéltemittels und die vollstdndige Durchmischung
sollten aufgrund des baulich vorgesehenen Verteilers und Sammlers ndherungs-
weise gegeben sein.

Die Stromungsgeschwindigkeiten in den Rohren sind ausreichend hoch, so
dass in der einphasigen Stromung die Schwerkraft oder die Rohrumlenkungen
die Stromung des Kéltemittels nicht beeinflussen, d.h. in der einphasigen Stro-
mung kann in guter Naherung von einer Rohrstromung ausgegangen werden. In
der zweiphasigen Stromung wird ein Einfluss der vertikalen bzw. horizontalen
Rohrfiihrung auf die Strémungsform durch die Froude-Zahl in der Berechnung
des Wirmeiibergangs in den Gl. 2.23 und 2.24 beriicksichtigt. Der Einfluss ist
fiir die Messungen der vorliegenden Arbeit jedoch gering.

Die Vernachldssigung der abgasseitigen Randeinfliisse und die damit einher-
gehende Annahme einer quasi-unendlichen Stabanordnung mit gleichférmiger
Stromungsverteilung (vgl. hierzu Presser (1971)) ist unzutreffend, da bei dem

lings umstromten Bereich B24,,; (II) beispielsweise iiber die Hélfte der Rohre
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an das Warmeiibertragergehiuse grenzt. Auch die Annahme einer vernachlis-
sigharen Beeintriachtigung der Abgasstromung durch vorgelagerte Rohrbiindel
trifft nicht zu, da von Verwirbelungen ausgegangen werden muss. Die mittlere
Rohrlénge, insbesondere der quer angestromten Rohrbereiche Lg 4, dndert sich
auferdem aufgrund der Fiihrung der Kaltemittelrohre deutlich. Die Beschrin-
kung der Modellbildung auf ein mittleres, reprisentatives Rohr des Biindels
mit den in Abb. 3.3 unterschiedenen Bereichen bedeutet jedoch eine deutliche
Modellvereinfachung. Insbesondere die isolierte Betrachtung der drei Bereiche
auf der Abgasseite, d.h. der quer angestromte Ein- und Auslauf sowie der lings
umstromte, zentrale Rohrbereich, muss aus den genannten Griinden in einer
den Messungen mit dem Kailtemittel R134a vorausgehenden Referenzmessung
tiberpriift werden (s. hierzu Abschnitt 3.4.1).

Durch die Annahme adiabater Systemgrenzen wird die axiale Wirmelei-
tung in den Fluiden und in der Wand vernachlissigt. Die Vernachlassigung
der axialen Wérmeleitung in den Fluiden trifft aufgrund ausreichend grofier
Péclet-Zahlen PeS (Pea, > 2000, Peg,, > 2000), die Vernachlissigung der
Wirmeleitung in der Wand aufgrund ausreichend grofser abgas- und kéltemit-
telseitiger Biot-Zahlen Bi” (Biu, > 100, Big,, > 700) in grober Niherung
7.

Der abgasseitige Druckverlust iiber den gesamten Warmeiibertrager Apa,
ist im Fall maximalen Abgasmassenstroms M4, von 600 kg/h geringer als
70 mbar (vgl. Abb. 3.17). Bezogen auf den Absolutdruck p4, von ungefihr
1,2 bar bis 1,43 bar entspricht diese Druckiinderung einer relativen Anderung
von bis zu 6 % und ist damit vernachlissighar. Die maximale Stromungsge-
schwindigkeit des Abgases wg, betrigt ungefihr 40 m/s bei einer mittleren
Dichte pa, von 0,6 kg/m®. Die Anderung der kinetischen Energie des Ab-
gases ergibt sich bei konstantem Abgasquerschnitt zu AEy;, = pay-w?, =
960 N/m? = 9,6-1072 bar. Bezogen auf den Absolutdruck kann auch diese
Druckéinderung bei vollstindiger Beschleunigung oder Verzdgerung des Ab-

gases vernachlissigt werden. Abgasseitig ist die Annahme der isobaren, rei-

6Die Péclet-Zahl beschreibt das Verhiltnis aus der Advektion eines Flusses zur Diffusion

im Fluss.
"Die Biot-Zahl beschreibt beim Transport von Wirme durch einen Kérper das Verhéltnis

des Warmeleitwiderstands des Korpers zum konvektiven Wéarmeiibergang an das den Korper

umgebende Medium.
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bungsfreien Stromung somit in guter Ndherung gerechtfertigt.

Die Druckverluste auf der Kéltemittelseite Apg,, g sind geringer als 500 mbar
(vgl. Abb. E.11) und somit bei einem kéltemittelseitigen Absolutdruck pg,, von
25 bar bis 50 bar vernachldssigbar. Die maximale Kéltemittelgeschwindigkeit
Wi betrigt 0,15 m/s (fliissig) bzw. 1,8 m/s (gasférmig) bei einer mittleren
Dichte p4, von 1200 kg/m? (fliissig) bzw. 100 kg/m? (gasférmig), weswegen
auch die Druckiinderung aufgrund einer Anderung der kinetischen Energie ge-
geniiber dem Absolutdruck vernachlassigt werden kann. Auch kiltemittelseitig

ist die Annahme der isobaren, reibungsfreien Stromung somit gerechtfertigt.

Ob eine Korrektur des Warmeiibergangskoeffizienten aufgrund variierender
Fluideigenschaften quer zur Strémungsrichtung in den Modellen nétig ist, weil
sich quantitativ zwischen Mess- und Rechnungsergebnissen deutliche Unter-
schiede ergeben, soll durch den Vergleich von Mess- und Rechenergebnissen in

Abschnitt 3.4.5 erarbeitet werden.

Die Annahme eines augenblicklich voll ausgebildeten Stromungssiedens stellt
eine starke Vereinfachung dar. Die in Abschnitt 2.3.2 beschriebene Entstehung
von Dampfblasen ist eng mit dem Strémungs- und Temperaturprofil verkniipft.
Die Profile sind am Kiltemittelrohreintritt noch nicht vollstindig ausgebildet.
Die Entwicklung der Profile kann den Beginn der Blasenbildung und die da-
mit verbundene Steigerung des Warmeiibergangs daher verzogern (vgl. Clausse
und Lahey Jr., 1990). Dariiber hinaus hingt der Beginn der Dampfblasenbil-
dung von der Unterkiihlung des Kéiltemittels ab. Eine allgemeingiiltige Kor-
relation zur Berechnung des Beginns der Dampfblasenbildung existiert laut
Sun et al. (2003) nicht. Die Eignung der am meisten verwendeten, empirischen
Korrelation fiir die Verzogerung des Einsetzens des voll ausgebildeten, unter-
kithlten Stromungssiedens in beheizten Rohren von Saha und Zuber (1974)
ist nach Uberschlagsrechnungen fiir das unterkiihlte Sieden des Kéltemittels
R134a in den Experimenten der vorliegenden Arbeit zu bezweifeln (s. Rech-
nung in Abschnitt E.1.1). Daher wird ein augenblicklich voll ausgebildetes

Stromungssieden angenommen.

Auch die Annahme zweier vollstindig durchmischter Phasen beim gesit-
tigten Stromungssieden stellt eine starke Vereinfachung, aber einen géngigen,

einfachen Modellierungsansatz dar (vgl. Kandlikar et al., 1999).
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3.3.2 Bilanzierung der Kontrollvolumina

Abb. 3.4 zeigt schematisch das zur Beschreibung des Warmedurchgangs die-
nende Kontrollvolumen des quer vom Abgas angestromten, reprisentativen
Rohrs im Léngsschnitt zur Stréomungsrichtung (links) und im Biindel in der

Aufsicht (rechts).
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Abbildung 3.4: Kontrollvolumen des quer angestromten, représentativen Rohrs
im Léangsschnitt zur Stromungsrichtung (links) und im Biindel in der Aufsicht

(rechts).

Bei dem quer vom Abgas angestromten Rohrbiindel werden Abgas und
Kaltemittel im Kreuzstrom zueinander gefiithrt. Zur Beschreibung des lokalen
kiltemittelseitigen Wirmeiibergangs wird die Rohrstromung wie in Abschnitt
3.3.1 erlautert in Strémungsrichtung z in Bereiche aufgeteilt und dadurch wie
in Abb. 3.4 dargestellt mit der endlichen Schrittweite Ax diskretisiert. Der
Abgasmassenstrom MAb,e der Temperatur 74 . und der spezifischen Enthalpie
hape kiihlt sich beim Uberstromen des kithleren Kiltemittelrohrs bis auf die
Temperatur Ty, ab. Die Enthalpie A, (2) und gegebenenfalls die Temperatur
Tkm(z) des die Wérme des Abgases aufnehmenden Kéltemittelmassenstroms
Miem(z) erhdht sich.

Die Korrekturfaktoren fiir die sich quer zur Stromungsrichtung #dndernden
Fluideigenschaften werden bei der Berechnung des zwischen Abgas und Kal-

temittel iibertragenen Wirmestroms () mittels der abgas- und kéltemittelsei-
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tigen Wandtemperaturen Tap ., und Tk, wm () ermittelt. Auferdem wer-
den fiir die Berechnung die in Abbildung 3.4 eingezeichneten geometrischen
Grofen, d.h. der Rohrabstand in Strémungsrichtung des Abgases, L;, und
quer zur Stromungsrichtung L, sowie die Uberstrémlinge Ls, bendtigt. Die
Querschnittsfliche des Abgases vor dem ersten quer angestromten Rohrbiin-
del Aapq berechnet sich mit der Hohe Ha, und der Breite By, des War-
meiibertragers. Zur Berechnung der Abgasquerschnittsfliche vor dem zwei-
ten quer angestromten Rohrbiindel Ay, , muss von jener die Gesamtfliche des
davor befindlichen, lings angestromten Rohrbiindels abgezogen werden, d.h.
Aapge = (Hap- Bap — 7/4-d%, - n). Die Querschnittsfliche fiir die Stromung
des Kiltemittels errechnet sich aus Ag,,, = (7/4-d%,,).

Abb. 3.5 zeigt schematisch das Kontrollvolumen fiir das ldngs vom Abgas
umstromte, repriasentative Rohr im Langsschnitt (links) und im Querschnitt

(rechts) zur Stromungsrichtung.
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Abbildung 3.5: Kontrollvolumen des lidngs vom Abgas umstromten, reprisen-
tativen Rohrs im Léngsschnitt (links) und im Querschnitt (rechts) zur Stro-

mungsrichtung.

Bei dem lings vom Abgas umstrémten Rohrbiindel werden Abgas und Kal-
temittel im Gegenstrom zueinander gefiihrt. Der Abgasmassenstrom My, kiihlt
sich bei der Ubertragung des Wirmestroms ) auf den Kéltemittelmassen-
strom Mg, ab. Die Strémung wird sowohl abgas- als auch kiltemittelseitig
unter Verwendung lokaler Warmeiibergangskoeffizienten in die in Abschnitt

3.3.1 diskutierten Bereiche aufgeteilt und wie in Abb. 3.5 dargestellt entspre-
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chend mit der endlichen Schrittweite Ax diskretisiert. Die Querschnittsfliche
des Abgases um das langs umstromte, reprisentative Rohr Au;,; wird durch
die Rohrabstiinde des Biindels bestimmt, d.-h. Ay = (Ly - Ly — w/4-d%,).
Zur Bilanzierung werden Berechnungsgleichungen fiir die einphasige Stro-
mung sowie das Stromungssieden von unterkiihltem und gesittigtem Kilte-

mittel bendtigt, die im Folgenden eingefiihrt werden.

einphasige Stromung

Unter der Annahme einer konstanten mittleren Fluiddichte p,, in jedem zu
bilanzierenden Kontrollvolumen folgt aus der Massenerhaltungsgleichung der

einzelnen Kontrollvolumina fiir die einphasige Strémung im stationdren Fall:

M;(x) — M;(x +Az) =0  bzw. Mze — M,a =0
Mi = ,Oi,m . wi,m . Ai,q oder wi,m - Ml/(pl,m : Ai,q) (31)

Die mittlere Fluidgeschwindigkeit w;,, der jeweiligen Stromung, d.h. Ab-
gas- oder Kiltemittelstromung, lisst sich also aus dem Massenstrom M;, der
mittleren Dichte p;,, und dem Stromungsquerschnitt A; ; bestimmen.

In den in Abb. 3.4 und 3.5 dargestellten Kontrollvolumina wird keine techni-
sche Arbeit zu- oder abgefiihrt. Auflerdem sind keine Quellterme vorhanden.
Die Anderung der kinetischen und potentiellen Energie wird vernachlissigt,
womit sich aus der Energiebilanz des jeweiligen Kontrollvolumens im statio-

niren Fall ergibt:

Q-+ Hy(x)— Hi(x+Az) =0  bzw. Q-+ H;e—H;,=0
Q‘i‘Mzh(%)z—Mzhl(I—FAl’):O bZW. Q—FMi'hi,e—Mi'hi’a:O
Unter der Annahme einer isobaren Stréomung und einer konstanten mittleren

spezifischen isobaren Warmekapazitét c,;,, folgt daraus:

Q=M cpim- (Ty(x)=Ti(x+A2)) bzw. Q= M;-cpim- (Tie—Tia) (3.2)

Da sich das Kiltemittel im untersuchten Bereich nicht wie ein ideales Gas
bzw. eine ideale Fliissigkeit verhilt, muss fiir das Kéltemittel eine mittlere

spezifische isobare Wiarmekapazitit c, g, eingefiihrt werden:
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1 TKm(Z'J'_A:E)
e ¢, - dT
p,Km, (Tkm(x + Ax) — Trm(z)) /TKm(fL") ’

~ (hgm(z 4 Az) = hgem(2))
T (Trm(z 4+ Az) — Trp(2)) (3.3)

Die obige Wiarmebilanzgleichung 3.2 wird durchgingig fiir die einphasige
Stromung des Abgases und des Kiltemittels angesetzt, um die Ausgangstem-
peraturen T4, (z+Ax) bzw. Ty, und Tk, (x4 Ax) der jeweiligen Rohrbereiche
zu berechnen.

Unter der Annahme konstanter Massenstrome M;, konstanter mittlerer spezi-
fischer isobarer Warmekapazitaten cp; ., sowie konstanter Wirmeiibergangs-
koeffizienten «; berechnet sich der iibertragene Wirmestrom Q des mittleren

Rohrs bei einphasiger Fluidstromung geméafs der Warmedurchgangsbeziehung:

AT;na;v - AT‘mm

mit AT, = - : (3.5)
In (3222
—1
de de dAb 1
kim = -1 3.6
K (aAb'dAb+2')‘W nde+aKm ( )

Der logarithmische Mittelwert AT}, definiert die iiber die Ubertragerﬂéche
AAg,, = 7 dg, - Ax gemittelte treibende Temperaturdifferenz des Warme-
durchgangs. Der Wirmedurchgangskoeffizient kg, bezieht sich auf die kil-
temittelseitige Innenfliche des Rohrs Ag,,. Die jeweiligen Wirmeiibergangs-
koeffizienten a4, und ag,, werden mittels der im Anhang A.1 eingefiihrten
Nusseltbeziehungen bestimmt.

Die Warmedurchgangsbeziehung 3.4 bildet mit den Wiarmebilanzgleichungen
der beiden Fluide 3.2 ein bestimmtes Gleichungssystem, das sich iterativ 16sen
lasst. Die Wandtemperaturen von Abgas und Kéltemittel 7} yy,,,, werden hier-
bei nicht explizit bendtigt.

Zur Berechnung der Korrekturfaktoren der sich quer zur Strémungsrichtung
dndernden Fluideigenschaften miissen die jeweiligen Wandtemperaturen 7; vy,
jedoch bestimmt werden, wozu erneut die Warmeiibergangsgleichung der ein-

phasigen Strémung verwendet wird:
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Q = a;-medi-Ax- (T — Tiwm) (3.7)
mit T = (T(x)+T(x+ Ax))/2

Der Wirmeiibergangskoeffizient «;, der Rohrdurchmesser d;, die arithme-
tische Mitteltemperatur 7;,, sowie die Wandtemperatur 7y, beziehen sich
entweder auf das Abgas oder das Kéltemittel. Die Warmeiibergangskoeffizien-
ten oy sind die in der Gleichung fiir den Warmedurchgangskoeffizienten 3.6
verwendeten Warmeiibergangskoeffizienten. Mit der arithmetisch gemittelten
Temperatur des stromenden Fluids im entsprechenden Kontrollvolumen T;,,

werden die mittleren Fluideigenschaften ermittelt.

Stromungssieden von unterkiihltem Kéltemittel

Beim Stromungssieden des unterkiihlten Kéltemittels wird die Wirmeiiber-
gangsgleichung mit dem in Abschnitt 2.3.2 eingefithrten Warmeiibergangsko-
effizient o, aus Gl. 2.20, der Warmeiibertragerfliche A, ; und der Uberhit-
zung der Wand Tk, w gegeniiber der Verdampfungstemperatur des Fluids
Tkm,v gebildet:

Q = Qs A141(m,z' : (TKm,W,m - TKm,V) (38)

Anders als bei den Warmeiibergangskoeffizienten der einphasigen Stromung
muss zur Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten des unterkiihlten Stro-
mungssiedens s aus GL. 2.20 die Wandiiberhitzung AT = (T wm —Trm,v)
bestimmt werden.

Das unterkiihlte Stromungssieden endet, wenn die mittlere Kéltemitteltempe-
ratur die Verdampfungstemperatur Tk, erreicht. Die Verdampfungstempe-
ratur wird mittels der Dampfdruckkurve aus dem Kéltemitteldruck berechnet.
Die Ausgangstemperatur des Kontrollvolumens, die der Verdampfungstempe-
ratur entspricht, ist damit von vornherein bekannt, nicht aber die zum un-
terkiihlten Sieden bis zur Verdampfung des Kiltemittels benotigte bzw. die
entsprechende abgasseitige Wérmeiibertragerfliche AAg,,; und AA ;.

Im Gegensatz zur einphasigen Stromung wird zur Berechnung des iibertrage-

nen Wirmestroms @ nicht die Wirmedurchgangsbeziehung 3.6, sondern die
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Energiebilanz 3.2 der Kéiltemittelseite unter Verwendung der Verdampfungs-
temperatur Tk, v als Ausgangstemperatur des Kontrollvolumens benutzt. Die
kiltemittelseitige Wandtemperatur T, y,m wird wie bei der einphasigen Stro-
mung mit der Warmeiibergangsgleichung 3.8 und die Ausgangstemperatur des
Abgases T, aus der Energiebilanz Gl. 3.2 der Abgasseite bestimmt.

Zur Berechnung der abgasseitigen Wandtemperatur 74y, wird der Einfach-

heit halber die Wérmeleitungsgleichung fiir das mittlere Rohr verwendet:

: A
Q = % . AAeff : (TAb,W,m - TKm,Wm) (3'9)
(1)
mit AAeff — Adg,, - ATEm/ (3.10)

en

AAr; bezeichnet die fiir die Wéarmeleitung relevante effektive Rohrflache.
Mit der abgasseitigen Wandtemperatur 7’4y, wird aus der Warmeiibergangs-
gleichung 3.7 des Abgases anders als bei der einphasigen Strémung die bend-
tigte Wérmeiibertragerfliche AA4,; und die daraus resultierende, zum unter-
kiihlten Sieden bis zur Verdampfung des Kiltemittels bendtigte Wirmeiiber-
tragerfliche AAg,, ; iterativ berechnet.
Anstelle des logarithmischen Mittelwerts ATj, aus der Warmedurchgangsbe-
ziehung 3.6 werden beim unterkiihlten Strémungssieden nach obiger Beschrei-
bung beidseitig die arithmetischen Mittelwerte AT,, aus der Energiebilanz

verwendet?®.

Stromungssieden von gesittigtem Kaltemittel

Das gesittigte Stromungssieden des Kiltemittels beginnt geméf der Beschrei-
bungen aus Abschnitt 2.3.2, sobald die Kéltemitteltemperatur gleich der dem
jeweiligen Druck zugehdrigen Verdampfungstemperatur ist. Die geséttigte, voll-

stdndig durchmischte Zweiphasenstromung wird durch den Strémungsdampf-

8Der Fehler, der sich aus der Verwendung der arithmetischen Mittelwerte AT}, anstelle
des logarithmischen Mittelwerts ATy, als die gemittelte treibende Temperaturdifferenz des
Wirmedurchgangs ergibt, ist im vorliegenden Fall aufgrund der hohen Grédigkeiten und den
vergleichsweise geringen Unterschieden in den Warmekapazitatsstromen zwischen Abgas und

Kaltemittel vernachléssigbar.
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gehalt z;, aus GIl. 2.19 beschrieben. Die kiltemittelseitige Energiebilanz der
Verdampfung lautet:

Q = Mym 1 (G + Az) — @ (2)) (3.11)

r ist die spezifische Verdampfungsenthalpie und Az = (&4, (x+Ax) — 24 ()
die aus der gewéhlten Schrittweite Ax im Verdampfungsbereich resultierende
Differenz des Strémungsdampfgehalts. In den vorliegenden Untersuchungen
wurde die Verdampfung in fiinf Bereiche aufgeteilt, so dass die Differenz des
Stromungsdampfgehalts in jedem der Bereiche 0,2 betrigt. Der iibertragene
Wirmestrom @) wird bei der Verdampfung nach obiger Energiebilanz 3.11 er-
mittelt.

Die Wiarmeiibergangsgleichung der zweiphasigen Strémung wird wie in Gl. 3.7
mittels der mittleren Kéltemitteltemperatur T, ,, und der kiltemittelseitigen

Wandtemperatur Tk, w,, formuliert:

Q = Qgpi- AAAKm,i : (TKm,m - TKm,W,m) (312)

Qv ist der vom Stromungsdampfgehalt @y, abhéngige zweiphasige Wiér-
meiibergangskoeffizient aus Gl. 2.23, 2.24 oder 2.25 und AAkg,,; die zur Ver-
dampfung benotigte kiltemittelseitige Warmeiibertragerflache.

Der iibertragene Wirmestrom (), die Ausgangstemperatur des Abgases T Ap.a;
die Wandtemperaturen 7'k, w, und 145w, sowie die Wiarmeiibertragerfliche
AAup; bzw. AAgy,,; lassen sich mit den Gl 3.2, 3.7, 3.11, 3.12 und 3.9 wie

beim unterkiihlten Stromungssieden iterativ berechnen.

3.4 Mess- und Rechnungsergebnisse der Abgas-

warmeiibertragung

In folgendem Abschnitt werden die Ergebnisse der Vermessung des Abgas-
wirmeiibertragers gezeigt, die Simulationsergebnisse auf ihre Konsistenz ge-

priift und anschlieffend die Mess- den Rechnungsergebnissen gegeniibergestellt.
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3.4.1 Wasser-Glykol-Referenzmessungen

Der Abgaswirmeiibertragerprototyp wurde zur Einstufung der Grofsenordnung
des abgasseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten und der Uberpriifung der ab-
gasseitigen Modellannahmen in einem Referenzexperiment zunéchst mit Was-
ser-Glykol-Gemisch anstelle von Kiltemittel durchstromt. Zur Reduzierung
der Anzahl der Experimente wurden der Massenstrom des Wasser-Glykol-Ge-
mischs und des Abgases bei der Untersuchung des Einflusses der Massenstrome
gleichzeitig gedndert. Die Messergebnisse wurden mit dem in Abschnitt 3.3 dis-
kutierten Modell des einphasigen Warmeiibergangs reduziert auf drei Bereiche
nachgerechnet. Die Berechnung des experimentell iibertragenen Warmestroms
in der Referenzmessung muss qualitativ zutreffend und quantitativ ausreichend
genau sein, um im Anschluss den Warmeiibergang mit dem Kaltemittel R 134a
simulativ zu untersuchen.

In Abb. 3.6 sind der variierte Kiihlmittelmassenstrom des Wasser-Glykol-
Gemischs My (Regelgroke Vi aus Abb. 3.1) und der variierte Abgasmas-
senstrom MAb (Regelgrofe VAB) sowie der dabei iibertragene Warmestrom der

Referenzmessung () aufgetragen.

25 \ w \ 1
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ﬁWG,e ~ 2300 /
20¢ 2 Q b 0.8
3 ; =
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\ /
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Abbildung 3.6: Wirmestrom der Referenzmessung @ (Symbol A) und Kiihl-
mittelmassenstrom des Wasser-Glykol-Gemischs My (Symbol o) iiber dem
Abgasmassenstrom M4, (Dape =~ 450 °C, Ve ~ 23°C).
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Die Eintrittstemperaturen des Abgases 0 45 . (Regelgrofe Typ1; und Tap12)
und des Wasser-Glykol-Gemischs Yy . (Regelgrofe Try1) wurden in den Ex-
perimenten bei jeweils 450 °C und 23 °C annihernd konstant gehalten. Der
Massenstrom des Wasser-Glykol-Gemischs My wurde in fiinf Untergruppen
zwischen 0,15 kg/s und 0,9 kg/s variiert, der Abgasmassenstrom My, von
40kg/h bis 600kg /h stetig gesteigert. Die hierbei vom Abgas auf das Kiihlmit-
tel iibertragenen Wirmestrome Q von 3kW bis 23kW steigen erwartungsgeméf
mit zunehmendem Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom, wobei sich die Ande-
rungen des Abgasmassenstroms stirker auswirken. Der treppenférmige Kur-
venverlauf des iibertragenen Wirmestroms ergibt sich aus der Variation des
Wasser-Glykol-Massenstroms My in den fiinf Untergruppen und der damit

einhergehenden Anderung der kiltemittelseitigen Stromungsgeschwindigkeit.
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Der experimentelle Verlauf soll nun mit den Simulationsergebnissen vergli-
chen werden. Hierzu sind in Abb. 3.7 zuerst die mit den Gl. A.8 und A.15 be-
rechneten Warmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite a4, und der Kiihlmit-
telseite ayy ¢ fiir den jeweils maximalen und minimalen Abgas- und Kiihlmittel-

massenstrom aus Abb. 3.6 iiber der normierten Kéltemittelrohrlange (L./Ly,)

abgetragen.
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Abbildung 3.7: Wirmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite agu, |A;
OéAb(MAb,max, MWGMM), 0; OlAb(MAbmm, MWG,mm)] und der Kiihlmittelsei-

te awa [X aWG(MAb,maxa MWG,max)a 2 aWG(MAb,mina MWG,min)] iiber der

normierten Kéltemittelrohrlange (L, /L,)-

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten
dienen lediglich der Orientierung bei der Zuordnung der Werte und nicht der
Interpolation zwischen den Mittelwerten.

Der bei maximalem Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom berechnete abgas-
seitige Warmeiibergangskoeffizient aAb(MAb,max,ngymax) sinkt entlang der
normierten Kéltemittelrohrlinge (L, /L,,) von ungefihr 475 W/m?K im ersten
quer angestromten Rohrbiindel Byy,1 (I) zunichst auf ungefihr 200 W/m?K
im langsangestromten Rohrbiindel B2 4;; (II) und steigt im dritten Rohrbiin-
del B3ap 4o (I1T) wieder auf ungefihr 513 W/m?K. Die Entwicklung des Wiir-

meiibergangskoeffizienten aap(M ap min, Mw G min) bei minimalem Abgas- und
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Kiihlmittelmassenstrom ist dhnlich, nur bei geringeren absoluten Werten von
ungefihr 107 W/m?K, 26 W/m?K und 100 W/m?K.

Der abgasseitige Warmeiibergangskoeffizient aAb(M Ab.maz MWG,max) des drit-
ten quer angestromten Rohrbiindels B34, (III) ist in Abb. 3.7 grofer als
der des ersten, quer angestromten Rohrbiindels Bla,, (I), weil die mittle-
re abgasseitige Stromungsgeschwindigkeit w4y, aufgrund des geringeren An-
stromquerschnitts des dritten Rohrbiindels grofer ist (s. Abb. E.1). Dariiber
hinaus sind die Korrekturfaktoren des abgasseitigen Warmeiibergangskoeffi-
zienten Kp 4, beim maximalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aufgrund
der grofseren Temperaturdifferenz zwischen Abgasstrom und Kéltemittelrohr
im dritten Rohrbiindel im Vergleich zum ersten Rohrbiindel geringfiigig grofer
(s. Abb. E.4).

Beim abgasseitigen Wiarmeiibergangskoeffizient des minimalen Abgas- und
Kiihlmittelmassenstroms OéAb(MAb,mm,MWG,mm) ist die mittlere Stromungs-
geschwindigkeit jedoch trotz des geringeren Anstromquerschnitts wegen der
mit der Auskiihlung des Abgases ansteigenden Abgasdichte und der damit
einhergehenden Verringerung der Stromungsgeschwindigkeit bei konstantem
Massenstrom geringer (s. Abb. E.1). Das Abgas wird beim minimalen im Ver-
gleich zum maximalen Abgasmassenstrom stiarker ausgekiihlt. Auferdem ist
auch der abgasseitige Korrekturfaktor Ky 4, aufgrund der geringeren Tempe-
raturdifferenz zwischen Abgasstrom und Kiltemittelrohr im dritten Rohrbiin-
del im Vergleich zum ersten Rohrbiindel etwas kleiner (s. Abb. E.4).

Die kiihlmittelseitigen Wiarmeiibergangskoeffizienten ayy g sinken sowohl beim
maximalen als auch beim minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom fort-
laufend vom dritten, quer angestromten Biindel B3 ;42 (1) von 3300 W/m?K
bzw. 1480 W/m?K bis auf 1130 W/m?K bzw. 610 W/m?K. Das Absinken
resultiert bei ndherungsweise konstanter mittlerer Stromungsgeschwindigkeit
des Kiihlmittels wy ¢, in den Bereichen der normierten Kaltemittelrohrlinge
(Ly/Ly,) (s. Abb. E.1) aus den abnehmenden Prandtl-Zahlen Pry ¢ (s. Abb.
E.3) und den Effekten des thermischen Einlaufs, weil die kiihlmittelseitigen
Reynolds-Zahlen Reyw ¢ und die kiihlmittelseitigen Korrekturfaktoren K7y
in den Bereichen der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) ansteigen (vgl.
E.2 und E.4).

In Abb. 3.8 sind die berechneten Warmeiibergangskoeffizienten der Abgas-
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seite ayy, liber denen der Kiihlmittelseite ayy g aller Referenzmessungen fiir die
drei Bereiche der quer und lings angestromten Abgasbiindel Bl 1 (I), B24p;
(IT) und B3 4p 42 (III) abgetragen.
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Abbildung 3.8: Warmeiibergangskoeffizienten der Abgassseite a4, iiber den

Wirmeiibergangskoeffizienten der Kiihlmittelseite ay g der Referenzmessung
(A; Biindel BlAb,ql, O, Biindel B2Ab,la X Biindel B3Ab,q2)-

Die kiihlmittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten ayy ¢ liegen insgesamt
zwischen 610 W/m?K und 3300 W/m?K und die abgasseitigen Wirmeiiber-
gangskoeffizienten a4, zwischen 26 W/m?K und 510 W/m?K. Die mit den je-
weiligen Warmeiibertragerflichen gemittelten kiihlmittelseitigen Wiarmeiiber-
gangskoeffizienten ayyg,, von 705 W/m?K und 1488 W/m?K sind grofer als
die mit den Wérmeiibertragerflichen gemittelten abgasseitigen Warmeiiber-
gangskoeffizienten a4y, von 40 W/m?K und 250 W/m?K. Die Verhiltnisse
der Warmeiibergangskoeffizienten (o g m/cap,m) variieren von 5 bis 24. Die
kiihlmittelseitigen Reynolds-Zahlen sind immer geringer als die Reynolds-Zah-
len des Abgases (s. Abb. E.9). Die durchgéngig hoheren kiihlmittelseitigen
Wirmeiibergangskoeffizienten resultieren also aus den um beinahe zwei Gro-
fenordnungen héheren Prandtl-Zahlen des Wasser-Glykols (s. Abb. E.10). Der
abgasseitige Wirmeiibergangskoeffizient stellt also den ausschlaggebenden Wi-

derstand des Wiarmedurchgangs in der Referenzmessung dar, was zur Priifung
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der abgasseitigen Modellannahmen genutzt werden soll.

Die Wiarmeiibergangskoeffizienten sind erwartungsgeméfs in den entsprechen-
den Biindeln Bl 4 41 (1,3), B24p,; (11,2) und B34y 42 (I11,1) dort am groften, wo
der Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom M A und MWG in den Experimenten
maximal sind, und dort am geringsten, wo beide Stréome minimal sind. Die
abgasseitigen Korrekturen K7 4, der sich dndernden Fluideigenschaften nach
Gl. 2.15 erh6hen den Wiarmetibergangskoeffizienten um 10% bis 19%, wihrend
die kdltemittelseitigen Korrekturen K7 g, den Wirmeiibergangskoeffizienten
um 5 % bis 26 % erhéhen (s. Abb. E.8). Die Stromungsgeschwindigkeit des
Abgases und des Wasser-Glykol-Gemischs (s. Abb. E.7) und auch die Effekte
des Einlaufs beeinflussen die Warmeiibergangskoeffizienten stérker als die auf-
tretenden Anderungen in den Fluideigenschaften.

Das zweite, lings vom Abgas umstromte Biindel B2, (IT) weist geméf den Si-
mulationsrechnungen immer die geringsten abgasseitigen Warmeiibergangsko-
effizienten auf. Der Anteil dieses Biindels betrigt jedoch 80% von der gesamten
Wirmeiibertragerfliche. Die Fiithrung der Kéltemittelrohre sollte entsprechend
den Simulationsrechnungen trotz aufwendigerer Fertigung zur Erhéhung der
Wiérmestromdichte von einer lings in eine durchgéngig quer angestromte Fiih-
rung umgestaltet werden. Die Kéltemittelrohre wiren bei dieser Rohrfiihrung
auch alle gleich lang, so dass die Warmeiibertragerfliche giinstig ausgenutzt

wird.
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Abb. 3.9 zeigt den experimentell iibertragenen Wirmestrom Q den Wir-
mestrom nach der Simulationsrechnung Qsim sowie nach der unkorrigierten
Simulationsrechnung Qsim,unkm ohne die Beriicksichtigung der Anderung der

Fluideigenschaften iiber dem Abgasmassenstrom M 4.
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Abbildung 3.9: Experimenteller Wirmestrom () (Symbol A), Wirmestrom der
Simulationsrechnung Qi (Symbol x) und der unkorrigierten Simulationsrech-

nung Qsim,unkor (Symbol o) iiber dem Abgasmassenstrom My,

Die Warmestréme der Simulationsrechnung Qsim und Qsim,unkor bilden den
treppenformigen Verlauf des experimentellen Warmestroms Q, der aus der An-
derung des Abgasmassenstroms MAb und des Kéaltemittelmassenstroms MKm
resultiert, qualitativ gut ab. Die Simulationsrechnungen ohne die Beriicksich-
tigung der Anderung der Fluideigenschaften auf den Wirmeiibergangskoef-
fizienten Qsim,unkor unterschéitzen durchgéingig den experimentell ermittelten
Wairmestrom Q Die absoluten Abweichungen der unkorrigierten Simulations-
rechnungen Qsim,unkor iibersteigen deutlich die jeweiligen Messabweichungen.
Durch die Beriicksichtigung der Anderung der Fluideigenschaften erhéhen sich
die mit der Simulation berechneten Wéarmestrome Qsim bei allen Betriebs-
punkten um ungefihr 10 %, wodurch die Wéarmestrome der Simulationsrech-
nung Qsim die experimentellen Warmestrome deutlich besser abbilden. Die

Beriicksichtigung der Anderung der Fluideigenschaften auf den Wirmeiiber-
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gangskoeffizienten ist also notig.

In Abb. 3.10 sind die Ergebnisse der Simulationsrechnung Qsz-m und der un-
korrigierten Simulationsrechnung Qsim,kor sowie die entsprechenden relativen
Abweichungen AQ = [(@ = Quin)| /@ und AQuator = |(Q = Quimantar)| /O

iiber dem iibertragenen Wiarmestrom der Referenzmessung @) aufgetragen.
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Abbildung 3.10: Wirmestrom der Simulationsrechnung Q. (Symbol o), der
unkorrigierten Simulationsrechnung Qsimﬂmkw (Symbol A) und entsprechende
relative Abweichungen AQ (Symbol ¢) und AQuuror (Symbol x) iiber dem

Wirmestrom der Referenzmessung Q).

Die unkorrigierte Simulationsrechnung unterschétzt den iibertragenen Wér-
mestrom um 15 % bis 24 % mit einer mittleren, arithmetischen Modellabwei-
chung von 18,8 %. Die Abweichungen steigen bei geringen Abgasmassenstro-
men in den ersten beiden Untergruppen zunichst mit dem Kiihlwassermas-
senstrom an, wihrend sie in den letzten drei Untergruppen mit dem Kiihlwas-
sermassenstrom abfallen. Fiir diese Systematik wurde bisher keine schliissige
Erklarung gefunden.

Die relativen Abweichungen AQ liegen wie in Abb. 3.10 gezeigt bei 4% bis 15%
mit einer mittleren, arithmetischen Modellabweichung von 9,6 % und groften-
teils nicht innerhalb der jeweiligen Messabweichungen. Die verbleibenden Ab-

weichungen der korrigierten Modellrechnung, die inshesondere bei geringeren



3. Abgaswirmeiibertragung 101

Abgasmassenstromen grofer als die jeweiligen Messabweichungen sind, miissen
in den Modellannahmen begriindet sein. Das Unterschéitzen des iibertragenen
Wiéirmestroms durch die Simulationsrechnung kénnte aus der Teilung des mitt-
leren Kéltemittelrohrs in drei isolierte abgasseitige Bereiche resultieren, weil in
der Realitét ein vorgelagertes Rohrbiindel zu Verwirbelungen des Abgasstroms
und damit zu einer Erhéhung der Abgasturbulenz iiber die abgebildeten Ein-
laufeffekte hinaus fiihrt. Die erhohte Abgasturbulenz nimmt mit steigendem
Abgasmassenstrom und damit steigender Abgasgeschwindigkeit ab, was die
geringeren Modellabweichungen bei hohen Abgasmassenstrémen erklért.

Die Wiarmestrome der korrigierten Simulationsrechnung Qsim bilden den
experimentellen Wirmestrom () dennoch quantitativ ausreichend genau ab,
um nach der Diskussion der experimentellen Ergebnisse mit dem Kéltemittel
R134a in den folgenden Abschnitten den kéltemittelseitigen Wirmeiibergang

simulativ zu untersuchen.

3.4.2 Bereich der Kiltemittelmessungen

Ziel der Experimente der Warmeiibertragung mit dem Kéltemittel R 134a ist
die Quantifizierung der iibertragharen Warmestrome in Abhingigkeit von der
Abgastemperatur, dem Abgas- und dem Kéltemittelmassenstrom. Aufserdem
soll eine mogliche Abhéngigkeit der Warmeiibertragung vom kéltemittelsei-
tigen Druckniveau untersucht werden. Des Weiteren sollen unterschiedliche
kiltemittelseitige Uberhitzungen AT, eingestellt werden, die wie in Abschnitt
2.2.1 erldutert eine untere Betriebsgrenze darstellen.

In Abb. 3.11 sind die Austrittstemperatur des Kéltemittels 9, . (Regel-
grofe Tpo aus Abb. 3.1) und der Kéltemittelmassenstrom MKm iiber dem Kal-
temitteldruck im Heizer pg,, o (Regelgrofe ppo) beispielhaft fiir eine Abgas-
eintrittstemperatur ¥4, (Regelgrofe Tup1; und Tap12) von ungefihr 500 °C,
einen Abgasmassenstrom M, (Regelgrofe V) von ungefihr 500 kg/h, einen
Kiihlwassermassenstrom Mgy (Regelgroke Vi) von ungefihr 1,2 kg/s und

eine Kéltemitteleintrittstemperatur ¥, von ungefahr 13 °C aufgetragen.



102 3. Abgaswirmeiibertragung

130 w T 95

o ﬂKm a
kritischer Druck — s ’

120¢ ~ <A 190

N -

LU R 85
o ampfdruc urve\ P Mo :
2 100 T 180 &

] . ; =
< 90 K% »% 475 §
>

=

80 =70

oL Myw ~1,2kgs™ 1, Y ape ~ 500°C, l6s

Okme ~ 13°C My ~ 500kgh™!
25 30 35 40 45 50 55
PKm,H /bar

Abbildung 3.11: Austrittstemperatur des Kéltemittels ¥k, , (Symbol A) und
Kiltemittelmassenstrom Mg, (Symbol o) iiber dem Kéltemitteldruck im Hei-
zer Premir (Vape ~ 500°C, My, =~ 500kg/h, Miw =~ 1,2kg/s, Vxm.e ~ 13°C).

Der iiber die Membranpumpe geregelte Druck des Kaltemittels pg, g wur-

de zur Untersuchung einer moéglichen Druckabhéngigkeit des kéltemittelseiti-
gen Wirmeiibergangskoeffizienten wie in Abb. 3.11 dargestellt von ungefihr
27,5 bar bis auf 50 bar gesteigert. Das iiberkritische Kéltemittel wurde gegen-
iiber der druckabhéngigen pseudokritischen Temperatur Tk, ,, die als Verlan-
gerung der Dampfdruckkurve des Kéltemittels R134a in Abb. 3.11 abgetragen
ist, um einige Kelvin zwischen 110°C und 120°C iiberhitzt. Im unterkritischen
Druckbereich pg, g zwischen 27, 5bar und 38 bar wurde das Kiltemittel im-
mer ungefihr bis zur Sattdampftemperatur zwischen 85 °C und 98 °C erhitzt
wie an der Dampfdruckkurve in Abb. 3.13 deutlich wird.
Um das Mitfiihren von Tropfchen in der Kéltemittelstromung zu vermeiden,
wurden zwischen dem Abgaswérmeiibertrager und der Temperaturmessstelle
Tyo spiralformig aufgewickelte Panzerschlduche zur Tropfenabscheidung ein-
gebaut. Dariiber hinaus wurde die Uberhitzung des Kaltemittels durch die re-
dundante Bilanzierung des iibertragenen Wérmestroms am Abgaswarmeiiber-
trager kontrolliert.

In Abb. 3.11 ist keine systematische Abhingigkeit des Kéltemittelmassen-
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stroms MKm vom variierten Kéltemitteldruck pg,, g erkennbar. Der sich bei
der dargestellten Variation des Drucks ergebende Kiltemittelmassenstrom Mg,
streut im Rahmen der Messabweichung zwischen ungefihr 72 g/s und 77 g/s.
Die Streuung des Kiltemittelmassenstroms My, iibersteigt die jeweiligen
Messabweichungen auch bei anderen eingeregelten Abgasmassenstromen My
nicht, was in Abb. 3.12 beispielhaft fiir eine Abgaseintrittstemperatur von 4

von 500 °C gezeigt ist.
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Abbildung 3.12: Kiltemittelmassenstrom M, iiber dem Abgasmassenstrom

M ap (945, = 500°C).

Der mit dem Geblise gesteuerte Abgasmassenstrom M 4 wurde in den Mes-
sungen mit dem Kiltemittel R134a in einem kleineren Bereich als bei der
Referenzmessung von 200 kg/h bis ungefihr 600 kg/h in Schritten von néhe-
rungsweise 100 kg /h variiert. Der nach obigem Schema eingestellte Kaltemit-
telmassenstrom M, steigt von ungefihr 45 g/s néherungsweise linear mit
dem Abgasmassenstrom My, auf bis zu 82 g/s an. Bei keiner Gruppe des
Abgasmassenstroms M 4, konnte bei der Regelung der kiltemittelseitigen Aus-
trittstemperatur wie in Abb. 3.11 eine systematische Abhéngigkeit des Kélte-
mittelmassenstroms M xm vom Kéltemitteldruck pg,, r festgestellt werden.
Bei jeder Gruppe des Abgasmassenstroms wurden zur Untersuchung des Ein-

flusses der Abgastemperatur jeweils drei Abgaseintrittstemperaturen 9 45 . mit-
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tels des elektrischen Heizers eingeregelt, d.h. 450 °C, 500 °C und 550 °C (s.
Abb. E.12). Bei der Variation des Kéltemitteldrucks pg,, g und der Einstellung
der Sattdampftemperatur bzw. einer leichten iiberkritischen Uberhitzung &n-
dern sich die treibenden Temperaturdifferenzen der Warmeiibertragung. Daher
wurde bei konstanter Abgaseintrittstemperatur 945, und konstantem Abgas-
massenstrom M 4 (vgl. Abb. E.13) eine Variation im Kéltemittelmassenstrom
My, mit dem Kiltemitteldruck erwartet, die aus im Folgenden noch disku-
tierten Griinden nicht bestétigt wurde.

In Abb. 3.13 sind zunéchst die Austrittstemperatur des Kéltemittels ¥, 4
und der Kéaltemittelmassenstrom MKm iber dem Kaéltemitteldruck im Heizer

Prom,m fiir alle Kéltemittelmessungen und genannten Variationen aufgetragen.
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Abbildung 3.13: Austrittstemperatur des Kéltemittels ¥, (Symbol A) und

Kiltemittelmassenstrom Mg, (Symbol x) iiber dem Kiltemitteldruck im Hei-

zer me,H-

Der Kiihlwassermassenstrom MKW wurde bei den Kiltemittelmessungen
durchgehend bei ungefihr 1, 2kg/s konstant gehalten. Die Eintrittstemperatur
des Kéltemittels in den Abgaswérmeiibertrager ¥y, . (Messstelle 9, aus Abb.
3.1) wurde in allen Experimenten entsprechend der zur Verfiigung stehenden
kondensatorseitigen Eintrittstemperatur der Riickkiihlung (Regelgrofe Tryy1)
bei Temperaturen zwischen 12,5 °C und 13,5 °C konstant gehalten.
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Die iiberkritische Kaltemitteliiberhitzung AT, liegt unabhingig vom einge-
stellten Kaltemitteldruck in den Experimenten wie in Abb. 3.13 ersichtlich
zwischen 1K und 12K. Sie wurde bei gegebenem Abgasmassenstrom My, und
gegebener abgasseitiger Eintrittstemperatur 9 45 . problemlos um einige Kelvin
variiert (vgl. Abb. E.14). Die experimentell nachgewiesenen Kiltemitteliiber-
hitzungen AT reichen bei den untersuchten Kéltemitteldriicken pg, i von bis
zu b0 bar aus, um bei der Expansion in der Lavaldiise des Dampfstrahlverdich-
ters nicht in das Nassdampfgebiet zu gelangen (vgl. Abschnitt 2.2.1).

Im Gegensatz zum iiberkritischen Druckbereich konnten in den Experimenten
keine nennenswerten kiltemittelseitigen Uberhitzungen AT, im unterkritischen
Druckbereich eingestellt werden, weshalb das Kéltemittel in den Experimen-
ten durchgingig immer nur leicht iiber die Sattdampftemperaturen von 80 °C
bis 100 °C erhitzt wurde. Die Schwierigkeiten bei der Einstellung unterkriti-
scher Uberhitzungen iiber den Sattdampfzustand hinaus kénnten im Mitfiih-
ren von Kiltemitteltropfchen oder in einer Speicherung von Kiltemittel in den
Panzerschlauchen zur Tropfenabscheidung begriindet gewesen sein, so dass es
beim Versuch das Kéltemittel durch die Verringerung des Kéltemittelmassen-
stroms in den Experimenten weiter zu iiberhitzen zu einer Nachverdampfung
von Tropfchen oder von gespeichertem Kéiltemittel ohne eine Steigerung der
Kaltemitteliiberhitzung gekommen ist. Die Mitnahme und die Nachverdamp-
fung von Tropfchen in den Experimenten kann nicht vollstdndig ausgeschlossen
werden. Sie kann jedoch nur im Rahmen der Messabweichungen und der Gren-
zen der redundanten Bilanzierung stattgefunden haben.

Zur sicheren Vermeidung der Tropfchenmitnahme und der Nachverdampfung
von Kaltemittel miisste ein Tropfenabscheider, der eine Abfuhr fliissigen Kil-
temittels ermdglicht, mit anschliekendem Uberhitzer hinter dem Abgaswirme-
iibertrager installiert werden.

Vor dem Hintergrund der Mitnahme und der Nachverdampfung von Tropfchen
konnten sich aufserdem die in Abb. 3.2 gezeigten unterschiedlichen Lingen der
Kaltemittelrohre, die aus der Fiihrung der Kiltemittelrohre resultieren, als
ungiinstig erweisen. Das Kéltemittel, das durch die kiirzeren Rohre stromt,
verdampft wahrscheinlich unvollstindig in den Rohren und erst im Kontakt
mit dem iiberhitzten Kéltemittel aus den lingeren Rohren im Sammler voll-

standig, so dass sich die Kéltemittelstromung im giinstigsten Fall nach dem
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Sammler im Sattdampfzustand befindet bzw. leicht iiberhitzt ist. Die Fiihrung
der Kéltemittelrohre sollte so umgestaltet werden, dass die Rohre alle gleich
lang sind, wie beispielsweise bei einer Queranstromung.

Zusammenfassend lisst sich festhalten, dass es vorteilhaft ist, den sich der Wir-
meiibertragung anschlieffenden Abgaswéirmenutzungsprozess problemlos mit
Sattdampf betreiben zu kénnen, da die Erzeugung von vollstindig tropfchen-
freiem iiberhitztem Dampf gegebenenfalls eine aufwendigere Gestaltung des
Abgaswarmeiibertragers erfordert.

In den Kiltemittelmessungen in Abb. 3.13 wurden die Driicke des Kilte-
mittels prm, g zwischen ungefdhr 25 bar und 51 bar variiert, wodurch sich Kal-
temittelmassenstrome My, zwischen 35 g/s und 90g/s ergaben. Die Anderun-
gen des Kiltemitteldrucks bedingen im iiberkritischen Druckbereich deutliche
Anderungen der Fluideigenschaften, die in einer Anderung des kiltemittel-
seitigen Warmeiibergangs resultieren. Im unterkritischen Druckbereich dndert
sich die Aufteilung der Warmeiibergangsmechanismen, d.h. des unterkiihlten
Stromungssiedens und der Verdampfung, was ebenfalls zu einer Anderung des
kédltemittelseitigen Warmeiibergangs fiihrt. Zur Veranschaulichung der gedn-
derten Aufteilung sind in Abb. 3.14 die Differenzen der spezifischen Enthalpie
Ahgp g bei der Wérmeiibertragung fiir die in Abb. 3.11 gezeigte Variation

des Kiltemitteldrucks im p-h-Diagramm aufgetragen.
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Abbildung 3.14: Differenzen der spezifischen Enthalpie Ahg,, g bei der War-

meiibertragung im p-h-Diagramm fiir die Variation des Kéltemitteldrucks aus
Abb. 3.11.

Im unterkritischen Druckbereich ergibt sich, wie in Abb. 3.14 deutlich wird,
in den Experimenten je nach Kailtemitteldruck ppy i, eine unterschiedliche
spezifische Verdampfungsenthalpie r. Die Unterkiihlung des Kéltemittels ATy
andert sich bei ungefahr gleicher Kéltemitteleintrittstemperatur in den Abgas-
warmeiibertrager ¥, . mit steigendem Kéltemitteldruck und damit steigender
Verdampfungstemperatur. Die experimentell ermittelten Enthalpieverhéltnis-
se (Ahgm m/r) variieren je nach eingestelltem Kéltemitteldruck von 25 bar bis
38 bar bei gegebenem Abgasmassenstrom und gegebener Abgaseintrittstempe-
ratur zwischen 2 und 4 (vgl. Abb. E.15).

Die sich dndernde Aufteilung der Wirmeiibergangsmechanismen fiihren im
unterkritischen Druckbereich zu einer Anderung des kiltemittelseitigen Wiir-
meiibergangskoeffizienten in Abhéngigkeit vom Kiltemitteldruck. Der kilte-
mittelseitige Warmeiibergangskoeffizient im iiberkritischen Druckbereich &n-
dert sich aufgrund der in Abb. 2.7 gezeigten vom Kiltemitteldruck abhéngi-
gen Anderungen der Fluideigenschaften. Die entsprechenden Anderungen der
Wirmeiibergangskoeffizienten und deren Auswirkungen auf den berechneten

iibertragenen Warmestrom werden mittels der Simulationen im Abschnitt 3.4.5
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erlautert.
Die experimentellen Ergebnisse der Warmeiibertragung des Kiltemittels
R134a werden in den folgenden Abschnitten diskutiert.

3.4.3 Ubertragener Wirmestrom

Abb. 3.15 zeigt den bei {iber- und unterkritischen Kéltemitteldriicken iibertra-
genen Wirmestrom QM,W und Qumer iiber dem Abgasmassenstrom M Ap Mit

der abgasseitigen Eintrittstemperatur ¥4, als Parameter.
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Abbildung 3.15: Ubertragener Waérmestrom QMM und Qumer iiber dem Abgas-
massenstrom MAb mit der Abgaseintrittstemperatur ¥4, als Parameter (A;
450 °C, o; 500 °C, x; 550 °C).

Der vom Abgas auf das iiberkritische Kéltemittel iibertragene Warmestrom
Qier variiert bei einem Abgasmassenstrom My, von 200 kg/h bis 600 kg/h
zwischen ungefihr 7,5 kW und 20,5 kW. Der Wiarmestrom Qﬁber steigt nidhe-
rungsweise linear mit dem Abgasmassenstrom M 4, und auferdem (aber nicht

linear) mit der Abgaseintrittstemperatur 94, .. Bei einer weiteren Steigerung
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der Abgaseintrittstemperatur sollte unter Steigerung des Kéltemittelmassen-
stroms bei gleichen kiltemittelseitigen Temperaturen also auch der Warme-
strom mit steigenden treibenden Temperaturdifferenzen weiter zunehmen.
Eine Anderung der abgasseitigen Eintrittstemperatur ATy, um £100 K ent-
spricht hinsichtlich der Anderung des iibertragenen Wirmestroms Qu'ber in gro-
ber Niherung einer Anderung des Abgasmassenstroms AM 4, um £100 kg /h.
Der im Bereich iiberkritischer Kéltemitteldriicke iibertragene Wérmestrom
Qﬁber bleibt bei allen beispielhaft in Abb. 3.11 gezeigten Variationen des Kilte-
mitteldrucks bei gegebenem Abgasmassenstrom und gegebener Abgaseintritts-
temperatur unverdndert, wie in Abb. 3.15 bei der Gruppe der Variation deut-
lich wird. Die in Abb. 2.7 gezeigten Anderungen der Fluideigenschaften des
Kiltemittels sowie die unterschiedliche Uberhitzung des Kiltemittels gegen-
iiber der pseudokritischen Temperatur T,y beeinflussen den experimentell
ermittelten iibertragenen Warmestrom Qﬁber also nicht.

Der im unterkritischen Druckbereich iibertragene Warmestrom Qunter liegt
in den meisten Messungen bei gleichem Abgasmassenstrom My, und gleicher
Abgaseintrittstemperatur ¥4, . etwas geringer als der auf das iiberkritische
Kaltemittel {ibertragene Warmestrom Qiber- Auferdem wird in Abb. 3.15 bei
gegebenem Abgasmassenstrom M4, und gegebener Abgaseintrittstemperatur
U ape €ine Anderung des Warmestroms Qunter bei der Variation des Kéltemit-
teldrucks erkennbar, die jedoch nur teilweise grofer als die jeweilige Messab-
weichung ist, sich aber auch bei den anderen Variationen abzeichnet.

Zur Erlduterung der Anderung des Wirmestroms sind in Abb. 3.16 die ex-
perimentell ermittelten Ein- und Austrittstemperaturen des Abgases und des
Kaltemittels Yape, Vapa, Vim,e und Vg, o sowie die berechneten Temperatur-
verldufe von Abgas und Kéltemittel fiir die in Abb. 3.11 gezeigte Variation des
Kiltemitteldrucks iiber dem iibertragenen Wirmestrom () abgetragen. In der
Auftragung werden die treibenden Temperaturdifferenzen der Warmeiibertra-

gung erkennbar.
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Abbildung 3.16: Ein- und Austrittstemperaturen des Abgases und des Kilte-
mittels Vape, Vab.a, Vim,e und Vg, o sowie die berechneten Temperaturverlaufe
von Abgas und Kiltemittel iiber dem iibertragenen Wirmestrom  fiir die Va-
riation des Kéltemitteldrucks aus Abb. 3.11.

Die Temperaturordinate ist in Abb. 3.16 bei 130 °C unterbrochen, damit
sich die berechneten Verldufe der Abgas- und der Kéltemitteltemperatur 1 45
und Jg,, besser erkennen lassen. Das Abgas tritt in allen Betriebspunkten mit
ndherungsweise 500 °C in den Wéirmeiibertrager ein, wihrend die Kéltemittel-
eintrittstemperatur ¥, , zwischen ungefdhr 12,5 °C und 13,5 °C liegt.

Die Auskiihlung des Abgases 1 4, erfolgt linear, weil die spezifische Warmeka-
pazitit des Abgases in guter Ndherung konstant ist. Das Kéltemittel erwirmt
sich in den Experimenten im iiberkritischen Druckbereich bis zur pseudokriti-
schen Temperatur, wo sich wie in Abschnitt 3.3.1 bereits erldutert ein Plateau
aushildet, bevor das Kéltemittel iiberhitzt. Im unterkritischen Druckbereich
erwarmt es sich bis zur Verdampfungstemperatur, bei der es verdampft ohne
in den Experimenten merklich zu iiberhitzen.

Die geringste treibende Temperaturdifferenz zwischen Abgas und Kaltemittel
liegt bei den iiberkritischen Driicken je nach Kéltemitteldruck pg,, g kurz vor
dem in Abb. 2.7 gezeigten starken Anstieg der spezifischen Warmekapazitét

und im unterkritischen Druckbereich dort, wo die Verdampfungstemperatur
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erreicht wird. Sie unterscheidet sich in den einzelnen Betriebspunkten nicht
wesentlich.

Die treibende Temperaturdifferenz am Eintritt des Abgases (Vape — Vxm.a)
sinkt in Abb. 3.16 mit der mit steigendem Kailtemitteldruck zunehmenden
Kaltemittelaustrittstemperatur ¥, , von ungefihr 83 °C bis 120 °C. Mit der
treibenden Temperaturdifferenz am Eintritt des Abgases sinken auferdem die
insgesamt treibenden Temperaturdifferenzen, wie in Abb. 3.16 deutlich wird.
Der iibertragene Wirmestrom () miisste also mit steigendem Kiltemitteldruck
Pim.m Sinken, ist aber bei den iiberkritischen Driicken und damit bei den
kleinsten treibenden Temperaturdifferenzen am grofsten. Bei knapp unterkri-
tischen Kéltemitteldriicken und damit mittleren treibenden Temperaturdiffe-
renzen ist der iibertragene Warmestrom am geringsten. Die Unterschiede im
iibertragenen Wirmestrom lassen sich also mit der Anderung der treibenden
Temperaturdifferenzen nicht erkldaren, was darin begriindet liegen muss, dass
die absoluten Anderungen der treibenden Temperaturdifferenzen relativ be-
trachtet gering und damit nicht ausschlaggebend sind.

Die Unterschiede im iibertragenen Wérmestrom konnten aus der diskutierten
Anderung des killtemittelseitigen Wirmeiibergangs resultieren, was in den Si-
mulationen in Abschnitt 3.4.5 geklirt werden soll. Die gegenldufige Tendenz
von Enthalpieverhiltnis und iibertragenem Wérmestrom im unterkritischen
Druckbereich zeigt sich bei den meisten Experimenten. Die Anderungen des
Wirmestroms betragen bei den unterkritischen Driicken zwischen 25 bar und
38 bar allerdings maximal bis zu 20 % und iibersteigen damit die jeweiligen

Messabweichungen nur selten.

Der experimentell gemessene Wiarmestrom weist also in den beschriebe-
nen Betriebsgrenzen eine weitgehende Unabhéngigkeit vom Kéltemitteldruck
auf und wird mafsgeblich durch die Abgastemperatur und den Abgasmassen-
strom bestimmt. Der abgasseitige Wiarmeiibergangskoeffizient muss nennens-
wert kleiner als der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient und damit
der bestimmende Widerstand des Warmedurchgangs sein, da sich die kidltemit-
telseitigen Anderungen der Fluideigenschaften und des Wirmeiibergangsme-
chanismus ansonsten in stirkerem Mafe auf den iibertragenen Wirmestrom
ausgewirkt hiatten. Das Kéltemitteldruckniveau zum Antrieb des Dampfstrahl-

kilteprozesses kann also ohne Beeintrichtigung des Warmestroms in Abhén-
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gigkeit von der Abgastemperatur und dem Abgasmassenstrom frei gewéhlt
werden. Die experimentell aufgezeigten Anderungen des unterkritisch iibertra-
genen Wirmestroms konnten jedoch bei einer Verbesserung des abgasseitigen
Wirmeiibergangs eine zu beriicksichtigende Gréfenordnung erreichen.

Der Warmeiibertragerwirkungsgrad e als Verhéaltnis aus tatsédchlich iibertra-
genem Wirmestrom Q zum bei linearen Temperaturverliufen maximal iiber-
tragbaren Wirmestrom Qynaz = Conin - (Tap.e — Tkm,e) sinkt in den Experimen-
ten von ungefiahr 25 % bei geringen Abgasmassenstromen auf ungefihr 15 %
bei hohen Abgasmassenstrémen. Durch eine Vergréferung der Ubertragerfli-
che des Abgaswirmeiibertragerprototyps kann der Warmestrom also aufgrund
der hohen treibenden Temperaturdifferenzen in jedem Fall noch gesteigert wer-

den, obwohl der theoretische Grenzfall, d.h. ¢ = 1, aufgrund des nichtlinearen

Temperaturverlaufs des Kéltemittels nicht erreicht werden kann.
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3.4.4 Druckverlust und Warmedurchgang

Als ein Bewertungskriterium von Abgaswidrmenutzungskonzepten wurde in
Abschnitt 2.1.2 der durch die Abgaswirmeiibertragung erzeugte Abgasgegen-
druck diskutiert. Zum Erzielen hoher Leistungsdichten bei der Abgaswéarme-
iibertragung sind die Wirmedurchgangskoeffizienten des Ubertragers relevant.
Der gemessene abgasseitige Druckverlust Ap g, ist in Abb. 3.17 zusammen mit
dem experimentell ermittelten auf die kiltemittelseitige Innenfliche des Rohrs
bezogene Wirmedurchgangskoeffizient kg, aus Gl. 3.6 iiber dem Abgasmas-

senstrom MAb aufgetragen.
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Abbildung 3.17: Abgasseitiger Druckverlust Apga, (Symbol A) und Wérme-

durchgangskoeffizient kg, (Symbol o) iiber dem Abgasmassenstrom M .

Die Abgasmassenstrome M4, von 200 kg/h bis 600 kg/h resultieren in ab-
gasseitigen Druckverlusten des Warmeiibertragerprototyps Apa, von ungefihr
8mbar bis 70 mbar. Die Druckverluste erh6hen sich erwartungsgemé&f mit stei-
gender Stromungsgeschwindigkeit des Abgases wg, bzw. steigendem Abgas-
massenstrom M Ab, weil unter der Annahme eines konstanten Druckverlustbei-
werts € gilt Apay, = €+ (pap/2) - w, o< M3,/pap. Die Abhiingigkeit des Druck-
verlusts von der Abgasdichte, die sich durch die Variation der Temperatur von
100K um ungefihr 10% éndert, wird in der Anderung des experimentell ermit-

telten Druckverlusts um bis zu 10% jeweils bei konstantem Abgasmassenstrom
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M, in Abb. E.16 deutlich.

Die sich trotz der geometrischen Einfachheit durch den Abgaswarmeiiber-
trager ergebenden, abgasseitigen Druckverluste von bis zu 70 mbar sind ent-
sprechend der Abschétzungen aus Abschnitt 2.1.2 nicht vernachléssigbar. Sie
konnen jedoch bei aufgeladenen Motoren durch eine Steigerung des Turbola-
derwirkungsgrads kompensiert werden. Dariiber hinaus betrigt die Auskiih-
lung des Abgases iiber den Warmeiibertrager in den Experimenten ungefihr
zwischen 100 K und 200 K, was je nach Abgastemperatur einer Erh6hung der
Abgasdichte um 10 % (1000 °C) bis 40 % (450 °C) entspricht. In dem Wirme-
iibertrager nachgelagerten Rohren und Einbauten des Abgasstrangs verringern
sich die Druckverluste aufgrund der verringerten Stromungsgeschwindigkeiten
bei steigender Dichte entsprechend. Bei einer Integration des Abgaswéirme-
iibertragers vor Komponenten der Abgasanlage mit hohen Druckverlusten wie
beispielsweise dem Schalldimpfer? kénnten die gesamten Druckverluste der
Abgasstrecke durch die Auskiihlung im Abgaswirmeiibertrager sogar verrin-
gert werden. Dariiber hinaus kénnte auch eine Integration in den passiven
Absorptionsschalldampfer der Abgasanlage erfolgen, in dem die Druck- und
Dichteschwankungen des Abgases durch Einsatz poroser Materialien in Wirme
gewandelt werden. Dadurch liefsen sich die abgasseitigen Druckverluste weiter
verringern.

Der kiltemittelseitige Warmeiibergang sollte in Anbetracht der Druckverlus-
te zum Erreichen mdglichst hoher Wiarmestromdichten unbedingt vergrofert
werden, auch wenn der abgasseitige Wirmeiibergang den ausschlaggebenden
Widerstand des Warmedurchgangs darstellt, weil sich zusétzliche Druckver-
luste durch den abgasseitigen Warmeiibergang erhéhende Mafnahmen nicht
vermeiden lassen.

Die kiilltemittelseitigen Druckverluste Apg,, liegen in allen Experimenten bei
hochstens 500 mbar fiir die gemessenen Kiltemittelmassenstrome MKm von
35g/s bis 90 g/s (s. Abb. E.11). Im Vergleich zu den von der Pumpe zu iiber-
windenden Druckdifferenzen Apg,, zwischen Hochdruck- und Kondensations-
druckniveau von ungefihr 15 bar bis 40 bar erhdhen kiltemittelseitige Druck-

verluste in der Grofenordnung von 0,5 bar die hydraulisch benétigte Pump-

9In Kraftfahrzeugen integrierte Schalldimpfer besitzen heutzutage bei Abgasmassenstro-
men von 600 kg/h Druckverluste von bis zu 180 mbar (vgl. Kithn und Kitte, 2013).
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leistung P, nicht wesentlich.

Durch eine Halbierung des Kéltemittelrohrquerschnitts A, 4, d.h. eine Ver-
doppelung der Stromungsgeschwindigkeit des Kéltemittels wp,,, verdoppelt
sich die Reynolds-Zahl des Kiltemittels Reg,,. Der kiltemittelseitige Warme-
ibergangskoeffizient g, erhoht sich damit um 75 %, weil in grober Ndherung
gilt agep, Re%;.

Fiir das Verhiltnis der relativen Anderung des Produkts von Wirmedurch-
gangskoeffizient und effektiver Rohrfliche (kxy, - Acyr) zur relativen Anderung
des Produkts von kiltemittelseitigem Warmedurchgangskoeffizient und kélte-
mittelseitiger Warmeiibertragerfliche (ag., - Axm) gilt unter Vernachléssigung

der Wéarmeleitung durch das Kéltemittelrohr:

a<ka : Aeff)/(ka : Aeff) _ ka . Aeff
a(OéKm : AKm)/(aKm : AKm) OKm AKm

Das Verhéltnis der Warmeiibertragerflichen (A.rr/Aky,) betrdgt ungefdhr
1,56. Wenn von einem mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten «y,, ausge-
gangen wird, der um einen Faktor 7,5 grofer als der Warmedurchgangskoet-
fizienten kg, ist, lisst sich durch die Erh6hung des kiltemittelseitigen Wir-
meiibergangskoeffizienten g, um 75 % bei gleicher Kéltemittelrohrdicke dy,
eine Steigerung des in Abb. 3.17 dargestellten Warmedurchgangskoeffizienten
km um iiber 15% erreichen. In der Betrachtung wird ein konstanter abgassei-
tiger Wirmeiibergangskoeffizient vorausgesetzt, wozu die Abgasseite bei der
Halbierung des Kaltemittelrohrquerschnitts und entsprechend diinneren Kiél-

temittelrohren modifiziert werden miisste.

3.4.5 Modellkonsistenzpriifung und Vergleich von Mes-

sung und Rechnung der Abgaswarmeiibertragung

In den folgenden Abschnitten werden die Konsistenz des iiber- und unterkriti-
schen Modells gepriift und die Messungen den Rechnungen gegeniibergestellt,
um die offenen Fragen aus den Experimenten der Abgaswiarmeiibertragung zu

klaren.
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Modellkonsistenz: Kiltemittelseite tiberkritisch

In Abb. 3.18 sind die berechneten Warmeiibergangskoeffizienten der Abgassei-
te aa, und der Kéltemittelseite ag,, beispielhaft fiir eine Abgaseintrittstem-
peratur ¥ 4 von 500 °C und einen Abgasmassenstrom MAb von 500 kg/h fiir
drei verschiedene Kaltemitteldriicke pg,, g liber der normierten Kéaltemittel-

rohrlénge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung 3.18: Abgas- und kéltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizienten
agp und oy, im iiberkritischen Druckbereich iiber der normierten Kaltemittel-
rohrlénge (L, /L,,) mit dem Kéltemitteldruck pg, g als Parameter (A; 50bar,
0; 45 bar, x; 42 bar), (9 4, ~ 500 °C, M 4, = 500 kg /h).

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten
dienen wie bei der Referenzmessung wieder nur der Orientierung bei der Zu-
ordnung der Werte und nicht der Interpolation zwischen den Mittelwerten.
Der Kaltemittelmassenstrom MKm belduft sich bei allen drei Betriebspunkten
auf ungefihr 77 g/s. Die Kéltemitteleintrittstemperatur g, . liegt zwischen
12,5°C und 12,9 °C. Im Gegensatz zur Rechnung der Referenzmessung wird
die normierte Kéltemittelrohrlinge (L, /L,,) im vorliegenden Fall entsprechend
der Beschreibung aus Abschnitt 3.3.1 kéltemittelseitig durch sieben Bereiche
(1-7) diskretisiert.

Der abgasseitige Wirmeiibergangskoeffizient « 4, sinkt in den Bereichen der
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normierten Kéltemittelrohrlinge (L, /L,,) von ungefihr 421 W/m?K im ersten
quer angestromten Rohrbiindel Bay 1 (I) auf ungefihr 186 W/m?K zu Beginn
des lings angestromten Rohrbiindels B2 4 (II). Er nimmt im lings angestrom-
ten Rohrbiindel B2y4;, (II) fortlaufend weiter bis auf ungefihr 147 W/m?K ab.
Im dritten Rohrbiindel B34, 40 (III) springt der Wirmeiibergangskoeffizient
wieder auf ungefihr 431 W/m?K. Der Verlauf des Wirmeiibergangskoeffizien-
ten a gy ist in den drei dargestellten Betriebspunkten konstanter Abgaseintritts-
temperatur 94, und konstantem Abgasmassenstroms M 4, erwartungsgemif
nahezu identisch, da sich die abgasseitigen Reynolds-Zahlen Reg,,, Prandtl-
Zahlen Pry,, sowie der Korrekturfaktor Kr 4, kaum unterscheiden (vgl. Abb.
E.17, E.18 und E.19). Die Erlduterungen des qualitativen Verlaufs der Refe-
renzmessung gelten hier analog.

Der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient g, sinkt in den Berei-
chen vom Rohreinlass (Bereich 1) an von ungefihr 1500W /m?K auf 630W /m?K.
Die Unterschiede in den Verlaufen sind bei den unterschiedlichen Kaltemittel-
driicken pg, g gering, was aufgrund der sich mit dem Kéltemitteldruck so gut
wie nicht &ndernden experimentell iibertragenen Wérmestrome erwartet wur-
de. Bis zur Mitte des Kéltemittelrohrs ist der Warmeiibergangskoeffizient beim
geringsten Kéltemitteldruck (pgp, g =~ 42 bar) am groften und beim gréften
Kéltemitteldruck (pg, g =~ 50bar) am geringsten. Ab der Kéltemittelrohrmit-
te kehren sich die Verhéltnisse um.

Die kiltemittelseitigen Reynolds-Zahlen Reg,, sind beim geringsten Kaltemit-
teldruck durchgéngig und die kiltemittelseitigen Prandtl-Zahlen Prg,, bis auf
den letzten Bereich (7) ebenfalls immer am hochsten und beim groften Kal-
temitteldruck am geringsten (vgl. Abb. E.17 und E.18). Ab der Kéltemittel-
rohrmitte bestimmt also der Korrekturfaktor K7 ., den Verlauf des kiltemit-

telseitigen Warmeiibergangskoeffizienten aj,,.
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In Abb. 3.19 sind die berechneten Korrekturfaktoren der Kaltemittelseite
K1 iiper fiir das Beispiel aus Abb. 3.18 iiber der normierten Kéltemittelrohrlinge
(L,/L,,) abgetragen.

5 T T T | T | T T | T T
7T, 6 5 . 4 3 2 1
4.5’ ! : : : : —R—
o : : | : o
351 : : Q(/lAbe %50000, : i |
'3 | | Map = 500kgh™" =&
§2.5* ‘me,H ~ 50bar 3 %@ﬁ: | :
:< 27 | | | ] | : |
1.5¢ 1 | $ PKm,H ~ 45bar | ,
1%% #/ % 4%bar i .
e ] | — PEm,H ~ !
o5 e
0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1

Abbildung 3.19: Kéltemittelseitiger Korrekturfaktor Kr e, iiber der normier-
ten Kéltemittelrohrldnge (L,/L,,) mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Para-
meter (A; 50 bar, o; 45 bar, x; 42 bar), (9 4. ~ 500 °C, My, ~ 500 kg/h).

Die Kéltemitteltemperatur Tk, liegt in den Experimenten am Rohreinlass
(Bereich 1) unter der pseudokritischen Temperatur T, yi, die aber geringer als
die dortige Wandtemperatur T, w ist (vgl. Abb. E.21). Der Korrekturfaktor
K7 iper berechnet sich also gemaf des zweiten Falls aus Gl. 2.16. Die Zunahme
des kiltemittelseitigen Wiarmeiibergangkoeffizienten aufgrund der zur Wand
hin abnehmenden Kiltemittelviskositit und der durch das lokale Maximum
erhohten Warmekaparzitit iibersteigt dort die Abnahme des kiltemittelseiti-
gen Wirmeiibergangkoeffizienten aufgrund der zur Wand hin abnehmenden
Kéltemittelwirmeleitfidhigkeit und fiihrt zu der Verstirkung des Wirmeiiber-
gangs am Rohreinlass um einen Faktor 4,5 9.

Mit der Erwdrmung der Kéltemittelkernstromung in den folgenden Bereichen

2 bis 4 nimmt die Temperaturdifferenz zwischen Kéltemittel- und Wandtem-

10Die Messabweichungen des fiir Wasser und Kohlendioxid erstellten Korrekturfaktors

betragen laut Krasnoshchekov und Protopopov (1959) zwischen 420 % und —20 %.
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peratur und damit der Unterschied in den Fluideigenschaften zwischen der
Kernstromung und der Wand ab, wodurch der Korrekturfaktor bis zum Be-
reich 4 auf einen Faktor 1,7 sinkt.

Im Bereich 5 wird bei allen drei Kéltemitteldriicken pg, g unter denen in Abb.
2.7 gezeigten Anderungen der Fluideigenschaften die pseudokritische Tempera-
tur iiberschritten. Der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient verringert
sich nach Uberschreiten der pseudokritischen Temperatur deutlich auf bis zu
0,4 und bei dem geringsten Kéltemitteldruck (px,, g ~ 42 bar) am stérksten.
Die starke Verringerung passiert entsprechend Gl. 2.16 vorwiegend, weil die
iiber die mittlere Temperatur berechnete mittlere Warmekapazitit des Fluids
cpm aufgrund des Maximums der lokalen Warmekapazitét in diesem Bereich
die zwischen mittlerer Fluid- und Wandtemperatur gemittelte spezifische War-
mekapazitat ¢, nach Gl. 2.17 um bis zu eine Gréfenordnung iibersteigt, was
bedeutet, dass sich dort die Kiltemittelwirmekapazitiat zur Wand hin im Ver-
gleich zur mittleren Wéarmekapazitit der Fluidkernstromung und damit ein-
hergehend der Warmeiibergangskoeffizient stark verringert.

Der Korrekturfaktor K7 e, berechnet sich nach Uberschreiten der pseudokri-
tischen Temperatur entsprechend dem dritten Fall aus Gl. 2.16 mit einer ge-
ringeren Gewichtung der Anderung der Wirmeleitfihigkeit im Vergleich zum
zweiten Fall. Der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient verringert sich
im Vergleich zum Wirmeiibergangskoeffizient mit konstanten Fluideigenschaf-
ten auch noch nach dem Uberschreiten der pseudokritischen Temperatur in
den Bereichen 6 und 7.

Der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient wird also im Vergleich
zum Wirmeiibergangskoeffizient des fliissigen Kéltemittels im Beispiel aus
Abb. 3.18 deutlich verstiarkt. Die Verstarkung ist jedoch in der Simulation
unabhingig vom Kéltemitteldruck, wie entsprechend dem in den Experimen-

ten iibertragenen Wérmestrom erwartet wurde.
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Abb. 3.20 zeigt die Simulationsergebnisse fiir den Wérmeiibergangskoeffi-
zienten der Abgasseite a4, iiber den simulierten Warmeiibergangskoeffizienten
der Kéltemittelseite ag,, fiir die drei Bereiche der quer und lings angestrémten
Abgasbiindel Bl 4541 (I), B24p,; (II) und B3 4542 (III) aller Kéltemittelmessun-

gen im iiberkritischen Druckbereich.
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Abbildung 3.20: Warmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite a4, iiber den

Wirmeiibergangskoeffizienten der Kéltemittelseite ag,, aller Kéltemittelmes-

sungen im iiberkritischen Druckbereich (A; Biindel B1 441, 0; Biindel B2 4,
x; Biindel B34p42).

Die lokalen kiltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten o, liegen zwi-
schen 300 W/m?K und 1800 W/m?K und die abgasseitigen Wirmeiibergangs-
koeffizienten a4, zwischen 50 W/m?K und 500 W /m?K. Die mit den jeweiligen
Wirmeiibertragerflichen gemittelten kéltemittelseitigen Wirmeiibergangsko-
effizienten oy, von 446 W/m?K bis 1226 W/m?K sind groker als die mit
den Wirmeiibertragerflichen gemittelten abgasseitigen Warmeiibergangskoef-
fizienten a4, von 100 W/m?K bis 240 W/m?K. Die Verhiltnisse der Wirme-
tibergangskoeffizienten (g m/apm) variieren von 4, 3 bis 6.

Die héheren Wiarmeiibergangskoeffizienten des Kéltemittels resultieren wie bei
der Referenzmessung grundsitzlich aus den héheren Prandtl-Zahlen des Kil-

temittels Prg,, im Vergleich mit den Prandtl-Zahlen des Abgases Prp,, da
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die kiltemittelseitigen Reynolds-Zahlen Reg,, dhnlich grof wie die Reynolds-
Zahlen des Abgases Re 4y sind (vgl. Abb. E.22 und E.23).

Die Tatsache, dass die Abgasseite bei den Kiltemittelmessungen als groferer
Widerstand den Wérmedurchgang bestimmt, wie bei der Diskussion der Ex-
perimente erklart wurde, wird durch die Simulationen der iiberkritisch iiber-
tragenen Wirmestrome bestétigt. Die berechneten Verhéiltnisse der gemit-
telten Wérmeiibergangskoeffizienten (g m/apm) von 4,3 bis 6 sind je-
doch nicht derart grof, dass der kiltemittelseitige Wérmeiibergangskoeffizient
iiberhaupt keinen Einfluss mehr auf den Warmedurchgang besitzt. Aufserdem
ist die Kéltemittelstromung im Grofsteil der Betriebspunkte nicht voll turbu-
lent (vgl. Abb. E.22). Entsprechend des Zahlenbeispiels aus Abschnitt 3.4.4
kénnte der iibertragene Warmestrom () beim kleinsten bzw. grokten berech-
neten mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten ajep, von 446 W/m?K bzw.
1226 W/m?K und den zugehérigen Wirmedurchgangskoeffizienten von unge-
fihr 120 W/m?K bzw. 200 W/m?K durch eine Halbierung des Kiltemittel-
rohrquerschnitts Ag,, , und der damit einhergehenden Verdoppelung der kél-
temittelseitigen Stromungsgeschwindigkeit wpy,, um ungefihr 32 % (kg,, =~
120W/m?K aus Abb. 3.17, axmm = 446W /m?K) bzw. 19% (ki =~ 200W /m?K,
Qxmm = 1226 W/m?K) gesteigert werden.

Die abgasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten a4, des langs umstromten
Biindels B2 4, (II) sind laut den Simulationen wie bei der Referenzmessung er-
wartungsgemaélfs durchgingig am geringsten. Die Warmeiibergangskoeffizienten
der beiden quer angestromten Biindel B1 4y 1 (I) und B3 4p, 42 (III) sind in Abb.
3.20 naherungsweise gleich grof. Die Korrekturfaktoren Ky 4, des abgasseitigen
Wirmeiibergangskoeffizienten a4, aufgrund der sich quer zur Strémungsrich-
tung dndernden Fluideigenschaften liegen entsprechend den Differenzen zwi-
schen mittlerer Abgastemperatur und mittlerer abgasseitiger Wandtemperatur
zwischen 3 % und 16 % (vgl. Abb E.24).

Der kiltemittelseitige Wéarmeiibergangskoeffizient o, ist im Bereich des lings
angestromten Rohrbiindels B2y4,; (II), d.h. im Bereich 2 bis 6, teilweise ge-
ringer als am Ende des Kéltemittelrohres im Bereich 7, d.h. im Rohrbiindel
Blayq (1), wie in Abb. 3.20 deutlich wird. Uber die Effekte des thermischen
Einlaufs hinaus bestimmen die Korrekturen aufgrund der Anderung der Fluid-

eigenschaften quer zur Strémungsrichtung den kiltemittelseitigen Wirmeiiber-
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gangskoeffizienten ag,, im iiberkritischen Druckbereich des Kéltemittels.

Die berechneten kiltemittelseitigen Korrekturfaktoren des iiberkritischen
Druckbereichs Kr e, aus Gl. 2.16 sind zur Uberpriifung der Berechnung bei
allen Kéaltemittelmessungen in Abb. 3.21 {iber dem korrigierten kéltemittelsei-
tigen Wéarmeiibergangskoeffizienten ay,, fiir die drei Bereiche der quer und
lings angestromten Abgasbiindel Bl 4,41 (1), B24p; (II) und B34 42 (III) auf-

getragen.
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Abbildung 3.21: Korrekturfaktor des iiberkritischen Druckbereichs K7 ;e iiber

den kiltemittelseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten o, aller Kiltemittel-

messungen (A; Biindel Bl 1, 0; Biindel B24;,, x; Biindel B34 42)-

Die Korrekturfaktoren Krp g, liegen laut den Simulationsrechnungen zwi-
schen 0,2 und 4,6. Der kiltemittelseitige Wiarmeiibergangskoeffizient wird
grofstenteils verstiarkt, wie in Abb. 3.21 deutlich wird. Am Einlass des Kil-
temittelrohrs im Bereich 1 (Bap g2 (III)) wird er immer am meisten verstirkt,
da dort die Differenzen zwischen der mittleren Wandtemperatur 7y g, und
der mittleren Kaltemitteltemperatur Tk, ,, und damit die Unterschiede der
dynamischen Viskositit, der Wiarmeleitfihigkeit und der spezifischen Wir-
mekapazitit des Kéltemittels zwischen der Kernstromung und der Wand am
grofsten sind, wie am Beispiel in Abb. 3.19 erldutert wurde. Die geringsten

Korrekturfaktoren werden bei allen Simulationen immer im lingsumstrémten
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Rohrbiindel B2 y4,; (II), d.h. in den Bereichen 2 bis 6, nach Uberschreiten der
pseudokritischen Temperatur berechnet.

Der kéltemittelseitige Wéarmeiibergangskoeffizient o, wird also stark durch
die Anderung der Fluideigenschaften quer zur Strémungsrichtung bestimmt.
Im Mittel wird der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient o, um einen
Faktor 1,8 bis 2, 3 verstarkt. Der Warmeiibergangskoeffizient der fliissigen Kél-
temittelstromung wiirde also ohne die Korrektur aufgrund der Anderung der
Fluideigenschaften nicht viel grofer als der abgasseitige Wiarmeiibergangsko-

effizient berechnet werden.

Messungs- und Rechnungsvergleich: Kiltemittelseite iiberkritisch

In Abb. 3.22 sind der berechnete Wirmestrom mit und ohne Korrektur auf-
grund der Anderung der Fluideigenschaften quer zur Stromungsrichtung Qi
und Qsim,unkor sowie die entsprechenden relativen Abweichungen AQ = (Qszm—
Q)/Q und AQunkor = (Qsim,unkor — Q)/Q iiber dem experimentellen Warme-

strom Q abgetragen.
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Abbildung 3.22: Wirmestrome Q m (Symbol A) und Qsimmnkor (Symbol o)
und entsprechende relative Abweichungen AQ (Symbol x) und AQunkor (Sym-
bol o) iiber dem experimentellen Wirmestrom ) der Kiltemittelmessung im

tiiberkritischen Druckbereich.
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Die berechneten Wirmestrome ohne die Korrektur der Anderung der Fluid-
eigenschaften Qsim,unkor unterschitzen durchgingig die experimentellen Wiér-
mestrome. Die Abweichungen AQunkor belaufen sich auf ungefahr —39 % bis
—12 %, womit sie fast immer aufkerhalb der jeweiligen Messabweichung liegen.
Die Abweichungen nehmen tendenziell mit steigendem iibertragenen Wirme-
strom ab.

Die mit der Korrektur berechneten Warmestrome Qsim stimmen mit den ex-
perimentellen Wirmestrémen () im Rahmen der jeweiligen Messabweichungen
groftenteils iiberein. Die Simulationsrechnungen unterschiitzen den experimen-
tellen Warmestrom bei geringen und iiberschitzen ihn bei hohen iibertragenen
Wirmestromen. Die Abweichungen AQ bewegen sich jedoch meistens unter 5%
mit maximalen Abweichungen von ungefiahr 10 %. Das Unterschitzen des ex-
perimentellen Warmestroms bei geringen iibertragenen Warmestromen bzw.
bei geringen Abgasmassenstromen entspricht der Tendenz der Simulationser-
gebnisse der Referenzmessung, nicht jedoch das Uberschitzen bei hohen iiber-
tragenen Warmestromen. Der lineare Trend der Abweichungen muss aus einer
zu starken Korrektur des kéltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten re-
sultieren, was in den nicht fiir das Kéltemittel R134a angepassten empirischen
Parametern der Korrektur von Krasnoshchekov und Protopopov (1959) be-
griindet sein kann.

Obwohl die Abgasseite den Widerstand des Warmedurchgangs bestimmt, wird
vor allem durch die Korrektur des kéltemittelseitigen Wiarmeiibergangs die ent-
scheidende Verbesserung der mittleren, arithmetischen Modellabweichung von
24 % auf 4,7 % erreicht. Die Korrektur des Abgaswirmeiibergangskoeffizien-
ten Krp 4, nach Gl. 2.15 allein verbessert die Berechnung des iibertragenen

Warmestroms nicht wesentlich.

Der Einfluss der Anderung der Fluideigenschaften quer zur Strémungsrich-
tung sollte bei den hohen Temperaturdifferenzen zwischen dem Abgas und
dem Kiltemittel in die Modellierung des Warmeiibertrags einfliefsen, vor al-
lem aber bei der iiberkritischen Warmeiibertragung in der Ndhe des kritischen
Punkts, wo der Einfluss der Anderungen auf den Wirmeiibergang gravierend
ist. Mit dem die Anderung der Fluideigenschaften quer zur Strémungsrichtung
beschreibenden Korrekturfaktor K7 jiper von Krasnoshchekov und Protopopov

(1959) lassen sich die Simulationsergebnisse des iiberkritischen Kéltemittels
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R134a physikalisch interpretierbar so korrigieren, dass die Abweichungen der
Simulationen von den experimentellen Ergebnissen groftenteils im Rahmen der
jeweiligen Messabweichungen liegen. Eine genauere Aussage iiber die Eignung
der empirischen Faktoren des fiir Wasser und Kohlendioxid erstellten Korrek-
turfaktors und eine eventuelle Anpassung fiir das Kéltemittel R134a zur Be-
reinigung des linearen Trends der Abweichungen lasst sich aus dem Messungs-
und Rechnungsvergleich nicht ableiten, da der abgasseitige Warmeiibergang

der ausschlaggebende Widerstand des Warmedurchgangs ist.

Modellkonsistenz: Kaltemittelseite unterkritisch

In Abb. 3.23 sind die berechneten Warmeiibergangskoeffizienten der Abgassei-
te ay, und der Kéltemittelseite ag,, beispielhaft fiir eine Abgaseintrittstem-
peratur 945 von 500°C und einen Abgasmassenstrom M 4, von 500 kg /h iiber

der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung 3.23: Abgas- und kéltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizienten
aq, und g, im unterkritischen Druckbereich {iber der normierten Kélte-
mittelrohrlénge (L,/L,,) mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter (A;
37 bar, o; 32 bar, x; 28 bar), (4. =~ 500 °C, M, ~ 500 kg/h).

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten

dienen wieder nur der Orientierung bei der Zuordnung der Werte und nicht
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der Interpolation.

Der Kiltemittelmassenstrom My, belduft sich auf ungefihr 73,7 g/s bei den
Kéltemitteldriicken von 37 bar und 32 bar und auf ungefihr 77,2 g/s bei dem
Kaltemitteldruck von 28 bar. Die Kéltemitteleintrittstemperatur Vg, . liegt
zwischen 12,2 °C und 12,5 °C.

Die normierte Kaltemittelrohrlinge (L,/L,,) wird im vorliegenden Fall ent-
sprechend der Beschreibung aus Abschnitt 3.3.1 kiltemittelseitig von rechts
nach links in drei Bereiche unterteilt, den Bereich A des unterkiihlten Siedens
des Kiltemittels, den Bereich B der Verdampfung und den Bereich C der Uber-
hitzung. Die Lingen der drei Bereiche unterscheiden sich in Abb. 3.23 bei je-
dem der drei dargestellten Betriebspunkte unterschiedlichen Kéltemitteldrucks
aufgrund der verschiedenen kéltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten
Qgm, weswegen die Trennung der Bereiche durch die Strich-Punkt-Linien nur
der Orientierung nicht aber der exakten Bereichstrennung dient. Der Bereich
der Verdampfung wird dariiber hinaus in fiinf weitere Bereiche 1 bis 5 unter-
teilt (in Abb. 3.23 durch die Symbole und zugehorigen Linien im Bereich B
erkennbar).

Der abgasseitige Wirmeiibergangskoeffizient a4, verlduft qualitativ aufgrund
der gleichen Abgaseintrittstemperatur 45 . von 500°C und des gleichen Abgas-
massenstroms M, von 500 kg/h erwartungsgeméf wie beim Beispiel im iiber-
kritischen Druckbereich aus Abb. 3.18. Quantitative Unterschiede resultieren
aus den Korrekturfaktoren der Abgasseite Kr 45, (vgl. Abb. E.25). Der einzi-
ge wesentliche Unterschied im Vergleich zu den Berechnungen der Abgasseite
bei der Referenzmessung und im kéltemittelseitig {iberkritischen Druckbereich
besteht im abgasseitigen Wirmeiibergangskoeffizient « 4, im Bereich der Kal-
temitteliiberhitzung A, der als iiber die Wirmeiibertragerfliche gemittelter
Wirmeiibergangskoeffizient aus den Warmeiibergangskoeffizienten im ersten
quer und anteilig im zweiten ldngs vom Abgas angestromten Rohrbiindel in
Abb. 3.23 dargestellt wird. Der gemittelte abgasseitige Warmeiibergangskoef-
fizient ist durch die Darstellung im Vergleich zu den Berechnungen der Ab-
gasseite bei der Referenz und im kéltemittelseitig tiberkritischen Druckbereich

entsprechend geringer in Abb. 3.23.

Der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient o, steigt in den Berei-

chen vom Rohreinlass beim unterkiihlten Sieden von ungefihr 9200 W/m?K
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bei den Kiltemitteldriicken von 28 bar und 32bar und ungefihr 12000 W /m?K
beim Kiltemitteldruck von 37bar auf ungefihr 15000 W/m?K (pg,, =~ 28 bar),
20000 W/m?K (pgm &~ 32 bar) bzw. 41000 W/m?K (px,, =~ 37 bar) zu Be-
ginn der Verdampfung im Bereich B. Er sinkt dann in den Bereichen der
Verdampfung mit zunehmendem Stromungsdampfgehalt @y, ,, gemaf Gl. 2.23
und 2.24 stetig. Die stirkste Abnahme bei der Verdampfung zeichnet sich
in Abb. 3.23 in der Spriihstrémung ab, wo die Wiarmeiibergangskoeffizien-
ten ag,, bis auf jeweils ungefihr 465 W/m?K (px,, ~ 28 bar), 610 W/m?K
(prm ~ 32 bar) bzw. 1560 W/m?K (pg,, ~ 37 bar) abfallen. Beim gerings-
ten Kaltemitteldruck (pg,, = 28 bar) ist der Wirmeiibergangskoeffizient in
der Sprithstrémung ag, . s sogar geringer als in der Uberhitzung O Km,g- Die
Wirmeiibergangskoeffizienten der Spriihstromung sind nach der Berechnung
bis zu einem Kaltemitteldruck pg,, g von ungefdhr 33 bar in den Simulationen
ohne die kdltemittelseitigen Korrekturfaktoren K7 g, immer kleiner als die
Wirmeiibergangskoeffizienten der Uberhitzung (vgl. Abb. E.27). Aufgrund ei-
nes deutlichen Anstiegs der Prandtl-Zahl des Kéltemittels auf der Taulinie
Pr.in Richtung des kritischen Drucks werden sie nach Gl. 2.25 ab einem
Kaltemitteldruck pg,, g von ungefdhr 33bar jedoch grofier als die Warmeiiber-
gangskoeffizienten der Uberhitzung Qm,g. Die Wirmeiibergangskoeffizienten
der Uberhitzung berechnen sich zu ungefihr 475 W/m?K (pg,, ~ 28 bar),
510 W/m?K (pgp, = 32 bar) bzw. 620 W/m?K (pg,, ~ 37 bar).

Der Verlauf des kéltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizient g, iiber
die Bereiche entlang der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) in Abb.
3.23 wird mafgeblich durch die Bildung von Kéltemitteldampfblasen bestimmt.
Das Kiltemittel siedet unterkiihlt bei allen Betriebspunkten aus Abb. 3.23 im
quer vom Abgas angestromten Biindel B34 42 (III) und bis in das lings ange-
strémte Rohrbiindel B2 4, (II) hinein. Danach verdampft es immer vollsténdig
im ldngs vom Abgas angestromten Rohrbiindel, wonach es dort und im ersten
quer angestromten Rohrbiindel Blga, 1 (I) iiberhitzt wird. Die Unterschiede
in den kéltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten sind je nach Druckni-
veau merklich, wie bei der Diskussion der Experimente erwartet wurde. Die
Auswirkungen der Anderung des kiltemittelseitigen Wirmeiibergangskoeffi-
zienten auf die Unterschiede in der in den Betriebspunkten jeweils benotigten

Wirmeiibertragerfliche jedoch vergleichsweise gering, da der kiltemittelseitige



128 3. Abgaswirmeiibertragung

Wirmeiibergangskoeffizient lediglich einen geringen Einfluss auf den Wérme-
durchgang besitzt.

Die in den Experimenten aus Abb. 3.16 aufgezeigte Tendenz des mit stei-
gendem Antriebsdruck sinkendem iibertragenen Wiarmestrom kann nicht in
den kiltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten begriindet sein, weil die-
se laut den Simulationsrechnungen unabhingig vom Wirmeiibergangsmecha-
nismus mit steigendem Antriebsdruck deutlich zunehmen.

Abb. 3.24 zeigt die Simulationsergebnisse der Wiarmeiibergangskoeffizienten
der Abgasseite a4 iiber den Warmeiibergangskoeffizienten der Kéiltemittelsei-
te a,, unterschieden nach den kiltemittelseitigen Warmeiibergangsmechanis-

men fiir alle Kéltemittelmessungen im unterkritischen Druckbereich.
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Abbildung 3.24: Warmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite a4, iiber den
Wairmeiibergangskoeffizienten der Kéltemittelseite ay,,; fiir alle Kaltemittel-
messungen im unterkritischen Druckbereich (X; g arus, 05 @M 2ps O AR M 2p.S

A, aKM,g)-

Die kiiltemittelseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten o, von 230 W/m?K
bis zu 60000 W/m?K liegen bei der unterkritischen Wirmeiibertragung teil-
weise um mehrere Grofenordnung iiber den abgasseitigen Wirmeiibergangs-
koeffizienten o 4.

Die abgasseitigen Wiarmeiibergangskoeffizienten a4, verhalten sich qualitativ
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wie bei den Simulationen der Referenzmessung. Die Wirmeiibergangskoeffi-
zienten des dritten Rohrbiindels B34, 40 (III) sind am grofsten und die des
zweiten Rohrbiindels B2, (II) am geringsten. Die Wirmeiibergangskoeffi-
zienten avyy, des zweiten Rohrbiindels B24,, (II) sind teilweise hoch, weil die
abgasseitigen Warmeiibertragerflichen A,,; und damit die abgasseitigen Be-
reiche zu Beginn des lingsangestromten Rohrbiindels je nach kiltemittelsei-
tigem Warmeiibergangskoeffizienten klein werden kénnen und deswegen die
Einlaufeffekte stark ausgeprigt sind.

Auf der Kéltemittelseite sind die Warmetibergangskoeffizienten der Ver-
dampfung o, ., am grokten. Die kiltemittelseitigen Warmeiibergangskoef-
fizienten des unterkiihlten Siedens o, s sind teilweise geringer aber in der
gleichen Grofenordnung wie die Warmeiibergangskoeffizienten der Verdamp-
fung gy, 2p- Am kleinsten sind die Wérmeiibergangskoeffizienten der Spriih-
stromung Qg .p g, die wie die Warmeiibergangskoeffizienten des iiberhitzten
Kaltemittels oy, 4 groftenteils um eine Grofenordnung geringer als die Koef-

fizienten des unterkiihlten Siedens und der zweiphasigen Stromung sind.
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Messungs- und Rechnungsvergleich: Kiltemittelseite unterkritisch

Abb. 3.25 zeigt die Simulationsergebnisse des im unterkritischen Druckbereich
iibertragenen Wirmestroms Qg und die jeweiligen relativen Abweichungen
AQ = )(Qsm — Q)’ /Q iiber dem experimentell ermittelten Wirmestrom Q.
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Abbildung 3.25: Simulationsergebnisse des Wirmestroms Qg (Symbol A)
und relative Abweichungen AQ (Symbol o) iiber dem experimentellem Wiir-

mestrom Q

Die berechneten Warmestrome Qsim bilden den experimentell iibertragenen
Wirmestrom Q qualitativ gut ab, iiberschitzen die experimentellen Wirme-
strome jedoch durchgingig mit Abweichungen AQ von 9% bis 14 %. Die mitt-
lere, arithmetische Modellabweichung betriagt etwa 12 %, womit die Rechen-
ergebnisse durchgéingig auferhalb der Messabweichungen liegen. Die Abwei-
chungen der Simulationsrechnung streuen bei einem gegebenem iibertragenen
Wairmestrom Q um teils bis zu 5 % ohne eine erkennbare Systematik.

Der gute qualitative Zusammenhang zwischen dem iibertragenen Wérmestrom
und dem Abgas- sowie Kiltemittelmassenstrom wurde bereits in den Rech-
nungen zu den Referenzmessungen bei hohen kiihlmittelseitigen Warmeiiber-
gingen bestétigt. Die gute qualitative Abbildung der Warmestrome mit dem
Modell fiir die unterkritische Verdampfung ist daher nicht erstaunlich, weil die

kiltemittelseitigen Warmeiibergangskoeffizienten so grof sind, dass allein die
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Abgasseite den iibertragenen Wiarmestrom bestimmt.

Das durchgiingige Uberschitzen des iibertragenen Wirmestroms konnte nach
durchgéngigem Unterschétzen bei den Referenzmessungen in der Annahme be-
griindet sein, dass sich in dem mittleren Kéltemittelrohr augenblicklich am
Einlass des Kiltemittelrohrs ein Regime des voll ausgebildeten, unterkiihlten
Stromungssiedens einstellt. Der Siedebeginn konnte sich aber in Stromungs-
richtung verzogern. In der Literatur finden sich Untersuchungen zur Verzoge-
rung des Beginns des unterkiihlten Siedens aufgrund noch nicht ausgebildeter
Stromungs- und Temperaturprofile am Rohreinlauf (Clausse und Lahey Jr.,
1990) oder aufgrund von starken Kéltemittelunterkithlungen ATy (Saha und
Zuber, 1974), die in den vorliegenden Experimenten je nach unterkritischem
Kaéltemitteldruck zwischen 65 K und 90 K variieren. Eine solche Verzogerung
konnte das systematische Uberschétzen des experimentellen Wirmestroms er-
klaren.

Inwieweit sich das unterkiihlte Sieden verzogern konnte, wird in den Fla-
chenanteilen Ag,, ; in der Simulation berechnet fiir die unterschiedlichen kélte-
mittelseitigen Warmeiibergangsmechanismen im Bezug auf die gesamte Wir-
meiibertragerfliche Ag,, 4, deutlich. Die in der Simulation berechneten Fla-
chenanteile (Agy, i /Akm,ges) der verschiedenen, kiltemittelseitigen Wérmeiiber-
gangskoeffizienten des unterkiihlten Siedens o, s, der Verdampfung oy, 2,
der Spriithstromung gy, .p s und der Uberhitzung QKm,g sind in Abb. 3.26
iiber den berechneten Wirmeiibergangskoeffizienten der Kaltemittelseite oy,
abgetragen. Die Flichenanteile in Abb. 3.26 sind logarithmisch aufgetragen,

damit sich die absolut geringen Flichenanteile besser erkennen lassen.
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(AKm,i/AKm,ges )/%

Abbildung 3.26: Flichenanteile (Agy,i/Axmges) der verschiedenen, kéltemit-
telseitigen Warmeiibergangskoeffizienten iiber den Warmeiibergangskoeffizien-
ten der Kéltemittelseite arpm (X (Axmus/Armges)s 05 (Akmzp/Akm.ges)s
(AKm,ZP,S/AKm,QGS)a AQ (AKm,g/AKm,geS))-

Der Fliachenanteil des quer vom Abgas umstrémten dritten Rohrbiindels
B3apq2 (III), in dem das Kéltemittel laut den Simulationsrechnungen durch-
gingig unterkiihlt siedet (Agm us/Akm,ges), betragt etwa 8,5 %. Fiir das im
zweiten Rohrbiindel B24,, (II) stattfindende unterkiihlte Sieden wird je nach
Kiltemitteldruck und Betriebspunkt mit ungefihr 23 % bis zu 76 % der grog-
te Anteil an Wéarmeiibertragerfliche (Agpmus/Akmges) bendtigt. Die fiir die
fiinf Abschnitte der Verdampfung jeweils benotigte Wirmeiibertragerfliche
(Akm zp/Akm,ges) bewegt sich zwischen ungefdhr 2 % und 15 %. Die Uber-
hitzung passiert je nach Betriebspunkt auf etwa 2 % bis 40 % der Warmeiiber-
tragerfliche (Agm.g/AKrm,ges)-

Das Kiéltemittel siedet im dritten Rohrbiindel B34 42 (I1I) laut den Simula-
tionsrechnungen bei allen Betriebspunkten unterkiihlt. Das unterkiihlte Sieden
setzt sich bei jeder Rechnung bis in das ldings vom Abgas angestromte Rohrbiin-
del B2y, (IT) fort. Die Verdampfung findet meistens komplett im lings vom
Abgas angestromten Rohrbiindel B24,, (II) statt, in einigen Betriebspunkten
vor allem geringer Abgasmassenstrome verdampft das Kéltemittel aber auch

erst vollstdndig im ersten Rohrbiindel B1 44 (I).
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Die berechneten Flachenanteile verdeutlichen, dass ein den kiltemittelseiti-
gen Wirmeiibergangskoeffizient erh6hender Siedemechanismus wie das unter-
kiihlte Sieden bei der Warmeiibertragung vorliegen muss und dass der Beginn
des unterkiihlten Siedens nicht stark verzdgert stattfinden kann. Die Wirme-
iibergangskoeffizienten des fliissigen Kiltemittels werden ohne die Erhéhung,
die in den Simulationsrechnungen immer mindestens eine Grofenordnung be-
tragt (vgl. Abb. E.28), nicht wesentlich grofer als der abgasseitige Wérme-
tibergangskoeffizient berechnet (vgl. Abb. E.29). Ohne die Erh6hung des Wir-
meiibergangskoeffizienten durch das unterkiihlte Sieden bzw. durch eine starke
Verzogerung des Beginns des unterkiihlten Siedens kiime es bei einem Grof-
teil der Messpunkte durch das Unterschiatzen des iibertragenen Wérmestroms
entgegen den experimentellen Ergebnissen gar nicht zur Verdampfung des Kal-
temittels. Die in Abschnitt 3.3.1 diskutierte Annahme eines sich augenblicklich
einstellenden Regimes des voll ausgebildeten unterkiihlten Stromungssiedens
muss also in grober Nidherung zutreffen.

Zur genaueren Simulationsrechnung miisste eine allgemeingiiltige Korrela-
tion zur Bestimmung der Verzogerung des Beginns des voll ausgebildeten, un-
terkiihlten Stromungssiedens in Abhéngigkeit von geeigneten Parametern wie
der Warme- und Massenstromdichte sowie der Unterkiihlung erarbeitet wer-
den, die sich laut Sun et al. (2003) in der Literatur nicht findet.

In Anbetracht der Grofenordnung der kiltemittelseitigen Warmeiibergangs-
koeffizienten der zweiphasigen Strémung und deren Anderungen bis zu einem
mittleren Stromungsdampfgehalt iy, ,,, von 0, 7 muss die Aufteilung in fiinf Be-
reiche hinterfragt werden. Die Anderungen der Simulationsergebnisse bei einer
Reduzierung der Verdampfung auf einen durch Blasensieden dominierten Be-
reich und die Spriihstrémung sind bei den vorliegenden thermodynamischen
Bedingungen der Experimente vernachlissighbar. Die Modellierung lieke sich
durch die Reduzierung der Bereichsanzahl der kiltemittelseitigen Stromung
bei der Verdampfung fiir die vorliegenden thermodynamischen Bedingungen

noch vereinfachen.
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Kapitel 4
Dampfistrahlverdichtung

In folgendem Kapitel wird zunéchst die Dampfstrahlkélteanlage zur Untersu-
chung der unter- und iiberkritischen Dampfstrahlverdichtung und der Dampf-
strahlverdichterprototyp beschrieben, wonach die Berechnungsgleichungen des
Modells hergeleitet und dessen Annahmen diskutiert werden. Danach werden

die Mess- und Rechnungsergebnisse einander gegeniibergestellt.

4.1 Beschreibung der Dampfstrahlkilteanlage

Die in Abb. 4.1 dargestellte Anlage dient der Untersuchung der Dampfstrahl-
verdichtung mit dem Kaltemittel R134a im unter- und iiberkritischen Druck-
bereich.

Die Kilteanlage besteht aus dem in Abschnitt 2.2.1 bereits diskutierten
rechts- und linksldufigen, internen Kéltemittelkreislauf sowie einem externen
Kiihl- und Kaltwasserkreislauf. Die Experimente laufen wie folgt ab. Fliissi-
ges Kiltemittel wird von der drehzahlgeregelten Membranpumpe vom Kon-
densatordruckniveau pgo auf das Antriebsdruckniveau pgy; gepumpt. Mittels
des elektrischen Heizers wird die Temperatur des gepumpten Antriebsvolu-
menstroms Vy vor dem Dampfstrahlverdichter, Tyo, und damit der in das
Kiéltemittel eingetragene Wiarmestrom geregelt. Je nach Antriebsdruckniveau
(p1 ~ pp2) wird das Kéltemittel verdampft oder iiberkritisch erhitzt. Tm
Dampfstrahlverdichter wird der Antriebsstrom der Temperatur Tps und des
Drucks pgo entspannt, wodurch Kéltemittel wie in Abschnitt 2.2.1 erklart aus

dem Verdampfer gesaugt wird. Verdampfer und Kondensator sind als Platten-
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warmeiibertrager ausgefiihrt.

Der Kiltemittelvolumenstrom aus dem Verdampfer Vi, wird mittels des elek-
trisch regelbaren magnetischen Expansionsventils gesteuert, womit das Ver-
dampfungsdruckniveau (py1 & py2) geregelt wird. Je weiter das Expansions-
ventil gedffnet wird, desto mehr Kéltemittel stromt bei gegebener Druckdif-
ferenz zwischen Kondensator und Verdampfer iiber das Expansionsventil zum
Verdampfer. Eine Erh6éhung des gewiinschten Verdampfungsdruckniveaus re-
sultiert bei gleichen antriebsseitigen Bedingungen in einer Vergroferung des
Kaltemittelsaugvolumenstroms aus dem Verdampfer Vi,. Die verdampferseiti-
ge Uberhitzung des Kaltemittels ATy aus Gl. 2.3 zwischen Ty und Ty stellt
sich entsprechend der treibenden Temperaturdifferenzen am Verdampfer und
dem geférderten Saugvolumenstrom ein.

Die Regelung des Verdampfungsdrucks wird zum einen durch den Dampfstrahl-
verdichter und zum anderen durch die treibenden Temperaturdifferenzen im
Verdampfer begrenzt. Der bei gegebenen antriebsseitigen Bedingungen gerings-
te realisierbare Verdampfungsdruck wird durch den Dampfstrahlverdichter be-
stimmt und ergibt sich bei geschlossenem Expansionsventil. Durch ein leichtes
Offnen des Expansionsventils wird bei steigendem Verdampfungsdruck etwas
Kiltemittelmassenstrom M, aus dem Verdampfer gesaugt und somit eine Kal-
teleistung erzeugt. Die verdampferseitige Uberhitzung ist bei gegebener exter-
ner Eintrittstemperatur in den Verdampfer grof. Durch ein weiteres Offnen
des Expansionsventils steigen der Verdampfungsdruck, der Kiltemittelmas-
senstrom und die erzeugte Kilteleistung weiter. Die Uberhitzung nimmt bei
konstanter externer Eintrittstemperatur in den Verdampfer ab. Das Expan-
sionsventil kann solange gedffnet werden bis die minimale verdampferseitige
Uberhitzung zur Vermeidung von Betriebsstérungen durch das Ansaugen von
Kaltemitteltropfchen erreicht ist.

Die Mischung von Antriebs- und Saugstrom wird wie in Abschnitt 2.2.1 er-
klart im Dampfstrahlverdichter verzogert und damit verdichtet, bevor sie im
Kondensator verfliissigt wird. Damit schlieffen sich der rechts- und linkslaufige
Kreisprozess des Kiltemittels.

Das Kondensationsdruckniveau (pg1 & px2) wird iiber die im Folgenden ge-
zeigte externe Vorlauftemperatur des Kiihlwasserkreises 77, geregelt. Eine star-

ke Unterkiihlung des Kéltemittels ATk zur Vermeidung von Kavitation in der
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Membranpumpe ist wegen der Steigung der Kiltemitteldampfdruckkurve im
Temperaturbereich der Kondensation nicht erforderlich. Bei einem Konden-
sationsdruck pg von 10 bar und einer zugehoérigen Kondensationstemperatur
Y von 39,4 °C bedeutet schon eine Unterkiihlung um 2 K beispielsweise eine
Dampfdruckerniedrigung von ungefihr 0,5 bar, was bei einer Kéltemitteldich-
te von 1150 kg/m? einer Haltedruckhéhe der Membranpumpe von 4,5 m ent-
spricht.

Zur Gewéhrleistung der Anlagensicherheit sind wie beim in Kapitel 3 beschrie-
benen Priifstand zur Untersuchung der Abgaswirmeiibertragung Sicherheits-
ventile in den Kiltemittelkreisldufen eingebaut. Die Kolbenmembranpumpe
wird durch einen Bypass von der Druck- zur Saugseite mit einem Uberdruck-
ventil vor zu hohen Driicken geschiitzt. Auferdem sind zwischen dem Hoch-
druckteil, d.h. dem Anlagenteil von der Kolbenmembranpumpe bis zur An-
triebsseite des Dampfstrahlverdichters, und dem Mitteldruckteil, d.h. dem An-
lagenteil von der Diffusorseite des Dampfstrahlverdichters bis zur Kolbenmem-
branpumpe bzw. dem Expansionsventil, sowie dem Mitteldruckteil und dem
verdampferseitigen Niederdruckteil der Anlage Sicherheitsventile eingebaut,
die ein Uberstrémen des Kiltemittels vom Hoch- zum Niederdruckteil ermog-
lichen. Beim Uberschreiten des zuldissigen Drucks im Niederdruckteil stromt
iiber ein weiteres Sicherheitsventil Kéltemittel in die Umgebung ab, um ein
Bersten der Anlage zu vermeiden.

Die Funktion vom Filtertrockner und Schauglas mit integriertem Feuchtig-
keitsindikator wurde bereits in Abschnitt 3.1 erldutert. Der Filtertrockner ist
vor dem Expansionsventil und der Kolbenmembranpumpe eingebaut, um Ver-
schmutzungen in der Anlage insbesondere vom Expansionsventil, aber auch
der Pumpe fernzuhalten.

Der Dampfstrahlverdichter ist iiber Flansche und Kugelhdhne mit der Anlage
verbunden, um einen Wechsel ohne Entleerung der gesamten Anlage zu ermog-
lichen. Die Pumpeneinheit ist wie im Priifstand der Abgaswérmeiibertragung
ausgefiihrt. Die internen Kreisldufe sind ebenfalls aus Edelstahl mit Schweifs-
und Flanschverbindungen gefertigt und mit Kupfer bzw. Polytetrafluorethy-
len gedichtet. Die weiteren Kugelhdhne und Ventile dienen dem Befiillen und

Entleeren von Anlagenteilen bzw. der gesamten Anlage.

Alle fiir die Bilanzierung der Wiarmeiibertrager und die Untersuchung der
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Dampfstrahlverdichtung in Abb. 4.1 gezeigten notwendigen Temperaturen,
Driicke und Volumenstrome werden durch entsprechende Messgerite aufge-

nommen. Detaillierte Informationen zur eingesetzten Messtechnik und deren
Auswahl finden sich im Anhang D.

Abb. 4.2 zeigt die externen Kreisldufe der Dampfstrahlkilteanlage, d.h. den
Kiihl- und den Kaltwasserkreislauf, die den Riickkiihlwirmestrom abfiihren
und die Kéltelast bereitstellen.

Das Kiihl- bzw. Kaltwasser wird iiber Kreiselpumpen durch die externen
Kreisldufe gefordert. Durch die Pumpenbypisse werden die den Kondensator
und Verdampfer durchstromenden Volumenstrome Vl bzw. V(n iiber manuell
betdtigte Nadelventile grob eingestellt und mittels elektrischer Regelventile
zur feineren Regelung gedrosselt. Durch die Drei-Wege-Mischventile werden
die jeweiligen Vorlauftemperaturen an Kondensator 77; und Verdampfer T,
manuell grob eingestellt. Elektrische Durchlauferhitzer ermoglichen die Fein-
regelung.

Die am Verdampfer dem Kaltwasserkreislauf entzogene Kilteleistung wird mit-
tels eines Plattenwérmeiibertragers vom Riicklauf des Kondensatorkreises aus
dem Kiihlwasserkreis als Kéltelast in den Kaltwasserkreis zuriickgespeist. Die
benstigte restliche Riickkiihlung wird durch ein Kiihlwassernetz bereitgestellt.
In die externen Kreislaufe sind Membranausgleichsgefiafte, Entliiftungsventile
sowie Befiill- und Entleervorrichtungen eingebaut. Die externen Kreislaufe sind
durchgéngig mit Edelstahlpressverbindungen gefertigt. Alle fiir die Bilanzie-
rung der Warmeiibertrager in Abb. 4.2 gezeigten notwendigen Temperaturen
und Volumenstréme werden durch entsprechende Messgerite aufgenommen,

zu denen sich detaillierte Informationen im Anhang D finden.

Aus den Experimenten ergeben sich einige Kritikpunkte, die beim Aufbau
zukiinftiger Anlagen beriicksichtigt werden sollten. Wie beim Abgaswirme-
iibertragerpriifstand sollte zur Vermeidung der Ansammlung von Kiltemit-
tel im Kondensator aber insbesondere zur Erhéhung der Anlagendynamik bei
Betriebspunktwechseln ein ausreichend dimensionierter Vorlagebehilter instal-
liert werden, da die Trégheit einiger Anlagenkomponenten wie bspw. dem elek-
trischen Heizer von vornherein nicht bekannt sind.

Die gesamte Anlage ist derart gelagert, dass bei hohen Temperaturdifferenzen

zwischen Anlagenteilen eine Ausdehnung der Komponenten mdoglich ist, um zu
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hohe thermische Spannungen zu vermeiden. Die schwimmend gelagerte Kol-
benmembranpumpe leitet insbesondere bei hohen Drehzahlen nennenswerte
Schwingungen in die Anlage ein, so dass die Messung der internen Volumen-
strome mittels der Ultraschallsensoren beeintrichtigt wird. Die vorgesehene
Entkoppelung der Pumpe von der Anlage und die Beruhigung der Stromung
durch entsprechende Schlauchfiihrung iiber flexible Panzerschliuche stellte sich
bei hohen Pumplasten als nicht ausreichend heraus, weshalb zusétzliche Mafs-
nahmen zur Schwingungsdiampfung vorgesehen werden sollten.

Der zur Variation der Anlagenfiillung vorgesehene Kiltemittelspeicher sollte
bei Versuchsanlagen mit nicht umweltvertraglichen Kaltemitteln wie R134a
auch der Aufnahme der gesamten Kéltemittelfiillung dienen, um dessen kom-
plette Absaugung zur Realisierung von Umbauarbeiten an der Anlage zu ver-
meiden. Der Kiltemittelspeicher muss zu diesem Zweck iiber flexible Verbin-
dungen zur Druck- und Saugseite der Pumpe héhenverstellbar installiert wer-
den, so dass der Speicher vor die Saugseite der Pumpe fliissig entleert und iiber

die Druckseite der Pumpe fliissig befiillt werden kann.
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4.2 Dampfstrahlverdichterprototyp

In Abb. 4.3 ist die rotationssymmetrische Geometrie des untersuchten Dampf-
strahlverdichterprototyps® mit dessen wichtigsten geometrischen Grofen sche-

matisch dargestellt.

Lsz,min2 I—min2,a2 Aa2,M I—M I—D
< f f I 1
: ; | | | |
| | |
4 | ] | |
[ [ [ ‘ BD
| ‘ BsZ,minZ : ‘ A
| Bminz,a2
tds- —dey === —=— %dminT —l e — — — — — Ay - = = = = = - do -
BS T {
| |
Y I I
‘ Lavaldise : :
- > > |
| Saugkammer 1 Mischkammer | Diffusor !

Abbildung 4.3: Rotationssymmetrischer Dampfstrahlverdichterprototyp.

Die Lange des mit dem Winkel B2 min2 konvergierenden Teils der Lavaldii-
se ist Lo min2, dessen grofter Durchmesser dg und der geringste Durchmesser
dpin2- Die Lange des mit dem Winkel (3,2 42 divergierenden Teils der Lavaldii-
se ist Lypin2 a2 und der Diisenaustrittsdurchmesser d,,. Der gréfste Durchmesser
der Saugkammer ist dg, von dem aus sich die Saugkammer mit dem Winkel g
bis auf den Mischkammerdurchmesser d,; verengt. Der Abstand vom Austritt
der Lavaldiise bis zum Beginn der Mischkammer ist A,z . Beim vorliegen-
den Dampfstrahlverdichter ist der Austritt der Lavaldiise in dem konvergie-
renden Teil der Saugkammer platziert, d.h. Ags s > 0, was in der Literatur
als Verdichter mit konstantem Mischdruck bezeichnet wird (vgl. Keenan und
Neumann, 1942; Keenan et al., 1950). Die Linge der Mischkammer ist L.
Der Unterschalldiffusor besitzt die Lange Lp, den Diffusorwinkel Sp und den

Austrittsdurchmesser dp.

'Der Dampfstrahlverdichter wurde vom Institut fiir Stréomungsmaschinen der polnischen
Akademie der Wissenschaften in Danzig in Zusammenarbeit mit der TU Berlin ausgelegt

und in Danzig gebaut.
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typs aufgefiihrt.

Tabelle 4.1: Geometrie des Dampfstrahlverdichterprototyps.

In Tabelle 4.1 sind die geometrischen Grofen des Dampfstrahlverdichterproto-

Dampfstrahlverdichterprototyp

Eintrittsdurchmesser Lavaldiise dso [mm] 18
minimaler Lavaldiisendurchmesser Apino [mm] | 3,04
Lavaldiisenaustrittsdurchmesser dgo [mm] 6
Saugkammerdurchmesser dg [mm] 37
Mischkammerdurchmesser dp [mm] 7,7
Diffusoraustrittsdurchmesser dp [mm] 25
Liange konvergierender Lavaldiisenteil Lo mina [mm] | 13
Liange divergierender Lavaldiisenteil Lipin2a2 [mm] | 17
Mischkammerldnge Ly [mm] 78
Diffusorlénge Lp [mm] 124
Abstand Lavaldiisenaustritt zur Mischkammer | Ay [mm] 10
Konvergenzwinkel Lavaldiise Bs2.min2 [°] 49
Divergenzwinkel Lavaldiise Brmin2,a2 [°] 5
Saugkammerwinkel Bs [°] 40
Diffusorwinkel G [°] 4

Der Dampfstrahlverdichterprototyp ist aus Edelstahl (1.4000 nach DIN EN

10088-3) mit einer Dichte p von 7700 kg/m?, einer spezifischen isobaren Wiir-
mekapazitét ¢, von 0,46 kJ/kg und einer Warmeleitfiahigkeit A von 30 W/mK

gefertigt, wiegt ungefihr 4 kg und besitzt unter Verwendung der maximalen
Auflenabmake ein Volumen von 0,62 dm?® (L, = 0,305 m, d, = 0,051 m).
Samtliche Verbindungsstellen im Dampfstrahlverdichter sind iiber Polytetra-

fluorethylen gedichtet.
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4.3 Modell der Dampfstrahlverdichtung

Es soll ein einfaches Berechnungsmodell der Dampfstrahlverdichtung bei kri-
tischem Gegendruck erstellt werden. Dazu werden in folgendem Abschnitt die
Modellbildung und getroffenen Annahmen beschrieben und hinterfragt sowie

die Berechnungsgleichungen des Modells eingefiihrt.

4.3.1 Modellbildung und Annahmen

Abb. 4.4 zeigt den qualitativen Verlauf von Druck p und Geschwindigkeit w
des Modells, der sich im Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters bei

kritischem Gegendruck ausbildet.

v

| . | .
A Saugkammer | Mischkammer B Diffusor
p.w ‘ ‘ | : \
o | Wil
| “L‘ | | ‘
\ | R !
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: X N L
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L o IR o \
T UL o x0 p
___________ e ‘ P
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Abbildung 4.4: Qualitativer Verlauf von Druck p und Geschwindigkeit w des
Modells der Dampfstrahlverdichtung bei kritischem Gegendruck (die Verldufe

sind nicht linear).
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In der vorliegenden Skizze wie im Modell wird die komplizierte Ausbildung
des aus der Lavaldiise austretenden Uberschallfreistrahls (vgl. Abschnitt 2.4.1)
ebenso stark vereinfacht dargestellt wie die linearen Verldaufe. Die Entspannung
und Beschleunigung des Antriebsmassenstroms in der Lavaldiise und die Ent-
spannung des Saugmassenstroms, die Mischung, der senkrechte Verdichtungs-
stofs und die Verzogerung des Mischstroms im Diffusor werden modelliert wie
in Abschnitt 2.4.1 beschrieben.

Zur eindimensionalen Beschreibung dieses Betriebs im Auslegungsbereich des
Dampfstrahlverdichters bei kritischem Gegendruck werden zusammengefasst

folgende Annahmen getroffen:

1. Bei der Stromung im Dampfstrahlverdichter handelt es sich um eine sta-
tiondre, eindimensionale Stromfadenstromung. Die Systemgrenzen des
Dampfstrahlverdichters sind adiabat und Wandreibungsverluste sind aus-

geschlossen. Die potentielle Energie ist vernachlassigbar.

2. Die stationdren isentropen Stromungsgleichungen des Idealgases wer-
den mit geeigneten Isentropenexponenten als Nédherungsgleichungen (vgl.
Abschnitt 2.4.4) anstelle der exakten Realgasgleichungen des Kéltemit-
tels in allen Bereichen verwendet, in denen die Abweichungen zwischen
Néherungs- und Realgasgleichungen vernachlissigbhar sind. Ebenso wird
der senkrechte Verdichtungsstoft in der Mischkammer durch die Zusam-
menhénge des Idealgases mit geeigneten Isentropenexponenten ausrei-

chend genau genéhert.

3. Die Eintrittsgeschwindigkeiten des Antriebsstroms wg und des Saug-
stroms w,y sowie die Austrittsgeschwindigkeit der Mischung aus dem
Diffusor ws; sind vernachlissigbar im Vergleich zu den hohen Geschwin-

digkeiten im Dampfstrahlverdichter.

4. Die Entspannung des Antriebsstroms in der Lavaldiise, die Entspan-
nung des Saugstroms durch den Freistrahl und die Kompression der
Mischung im Diffusor erfolgen in guter N&dherung isentrop. Die Nach-
entspannung des Antriebsstroms nach der Lavaldiise wird grundsétzlich
ebenfalls wie eine fortlaufende isentrope Entspannung behandelt. Verlus-

te bei der Prandtl-Meyer-Expansion und dem periodischen Wechsel von
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Expansion und Kompression des Uberschallfreistrahls werden allerdings
durch einen anzupassenden Verlustkoeffizienten beriicksichtigt. Verluste
durch Wechselwirkungen zwischen Uberschallfreistrahl und Saugstrom

an den Strahlrindern vor der Mischung werden dadurch ebenfalls erfasst.

5. Die Mischung beginnt in der Mischkammer des Dampfstrahlverdichters,
sobald Antriebs- und Saugstrom den gleichen Druck erreichen. Dariiber
hinaus wird vorausgesetzt, dass der Druck widhrend der Mischung kon-
stant bleibt.

6. Kondensation des Kéltemittels in der Stromung wird ausgeschlossen. Bei
einer gegebenenfalls auftretenden Entspannung des Antriebsstroms in

das Zweiphasengebiet wird die Stromung als unterkiihltes Gas behandelt.

Der senkrechte Verdichtungsstof wird in einer stationéren, isentropen Stro-
mung eines idealen Gases wie ein irreversibler Sprung bzw. eine irreversible
Unstetigkeit von einer reversiblen Uber- in eine reversible Unterschallstrémung
behandelt. Aus der Betrachtung des Zustands direkt vor und nach der Unste-
tigkeit ergibt sich in der eindimensionalen Betrachtung ein direkter Zusammen-
hang der Geschwindigkeiten, der Mach-Zahlen und der Zustandsgrofen (vgl.
Nitsche, 2010), was eine vergleichsweise einfache Berechnung der Zustandsén-
derung iiber den senkrechten Verdichtungsstofs hinweg ermdglicht. Die Kon-
stanz der Totalenthalpie sowie die Massen- und Impulserhaltung iiber den
senkrechten Verdichtungsstoff, die Grundlage der Stofsgleichungen des Ideal-
gases sind, gelten in gleicher Weise fiir Realgase. Die Totaltemperatur bleibt
im Realgas im Gegensatz zum Idealgas allerdings nicht konstant. Eine exakte
Berechnung gestaltet sich im Vergleich zu den Idealgasgleichungen wesentlich
aufwendiger (vgl. Rist, 1996). Die quantitativen Unterschiede sind bei gleichen
Mach-Zahlen und &hnlichen TIsentropenexponenten laut Rist (1996) jedoch ge-
ring. Da der senkrechte Verdichtungsstoft nach der Mischung in vorliegender
Arbeit auferdem in einem Druckbereich passiert, in dem die Realgaseffekte
klein sind, soll ndherungsweise mit den Stofgleichungen des Idealgases gerech-
net werden.

Die bei der Mischung auftretende Anderung des statischen Drucks kann im
Vergleich zur statischen Druckdnderung durch den senkrechten Verdichtungs-

stoft und den Druckaufbau im Diffusor nach experimentellen Ergebnissen und
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Simulationen von Butrymowicz et al. (2009), Worall (2001) und Scott et al.

(2011) ndherungsweise vernachlissigt werden.

4.3.2 Bilanzierung des Dampfstrahlverdichters

Zur Berechnung der stationiren Realgasstromung im Dampfstrahlverdichter
werden folgende in Abb. 2.9 dargestellte Abschnitte unterschieden; die Laval-
diise, der Saug- und Uberschallfreistrahlbereich, d.h. von Querschnitt a bis ,

die Mischung sowie der senkrechte Verdichtungsstof und der Diffusor.

Lavaldiise

Die Ruhezusténde vor der Lavaldiise, d.h. ps und T§,, und am Diffusorausgang,
d.h. ps; und Ty, wurden gemessen. Der Antriebsstrom erreichte aufgrund des
geringen Druckverhéltnisses 7, 52 in allen Experimenten im engsten Lavaldii-
senquerschnitt A,,;,2 die Schallgeschwindigkeit. Die Verhéltnisse aus kritischer
Temperatur 75 und Ruhetemperatur Ty, sowie aus kritischem Druck p} und

Ruhedruck psy berechnen sich daher zu:

5 2
2 - _° (4.1)
Ts2 RTp,s2 + 1

_ Rs2

p; . 2 re (4 2)
Ps2 B "%52 + 1 ‘

Da sich die Verhéltnisse der Zustandsgréfen aus der Realgas- und der Néhe-

rungsberechnung in Abb. 2.12 bis zum kritischen Zustand bei Ma, = 1 nicht
wesentlich unterscheiden, werden die Niherungen aus GIl. 2.38 und 2.39 zur
Berechnung des kritischen Zustands in der Lavaldiise verwendet.

Der zugehorige, fiir den jeweiligen Ruhezustand s2 maximale Antriebsmassen-

strom ]\ﬁ2 wird mit den Ruhegrofen geméif Gl. 2.44 wie folgt gendhert:

. K 9 2 2-R<Zi;1)
MY = Kg-Ajmin2- - “Pga - | = 4.3
2 B\ Ky Zn R Ty 7\ Rg + 1 (43)
mit Kg = (AminQ,eff/AminQ) (44)

Im Vergleich zur Massendurchsatzgleichung des Idealgases ist der Massen-

strom in obiger Naherungsgleichung des Realgases 4.3 umgekehrt proportional
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von der Quadratwurzel des Kehrwerts von (K - Zy) abhéingig. Die Auswir-
kungen auf den Durchsatz sind dann relevant, wenn der Faktor Z bzw. (K - Zy)
aus Abb. 2.11 gering ist. Bei einem Faktor (K - Zy) von beispielsweise 0,6 er-
gibt sich eine Durchsatzerhohung im Vergleich zum Idealgas von etwa 29 %.
Die Einschniirung der Stromung im engsten Querschnitt wird in GIl. 4.3 mit
dem Korrekturfaktor Kp beriicksichtigt. Der Korrekturfaktor? ist das Verhilt-
nis aus der effektiven engsten Querschnittsfliche A,,;n2 cf zZur geometrisch eng-
sten Querschnittsfliche A,,;,2. Der Korrekturfaktor wird in vorliegender Arbeit
durch den Messungs- und Rechnungsvergleich (s. Abschnitt 4.4.5) ermittelt.
Er muss zur moglichst genauen Abbildung der experimentellen Massenstrome
beriicksichtigt werden.

Die lokale Temperatur 7T,, und der lokale Druck p,», des Antriebsstroms
werden experimentell nicht erfasst und kénnen daher nicht iiberpriift werden.
Sie dienen in Abschnitt 4.4.5 als reine Rechengrofsen der Priifung der Modell-
konsistenz. Das Druckverhéltnis 75 o war in den Experimenten durchgingig
so gering, dass der Antriebsstrom im divergenten Teil der Lavaldiise weiter be-
schleunigt wurde und somit iiberschallschnell aus der Lavaldiise austrat. Die
lokale Mach-Zahl am Diisenaustritt Ma,, wird mit dem bekannten Verhéltnis
des Austrittsquerschnitts der Lavaldiise A, und des engsten Lavaldiisenquer-

schnitts A,,;,2 unter Verwendung der fiir Ma,, impliziten Gl. 2.40 berechnet:

AminQ o V KaQ *Ra2
A2 K- RS
2 (A4 Kp)+(om * (1—Kp)m—1)

1+ K3 K5 kmt (1=Kp)m—1 2 (rm " (1—Kp)m—1)
(4.5)

M(lag

Q‘Km Km * (1+KT)77L

ka2 " Kaa | Hm'(l_KP)’m_l . 2
L+ 2K, Km * (1+KT)m Maa2

Die Korrektur des geometrisch engsten Querschnitts A,,;,» mit der Ein-
schniirungszahl Ky sollte wie bei der Massendurchsatzgleichung 4.3 in obiger
Gl. 4.5 und der die Fliachenverhiltnisse der Lavaldiise beinhaltenden GI. 4.12
beriicksichtigt werden, sofern die Einschniirungszahl Ky bekannt ist.

Das Fliachenverhéltnis des Dampfstrahlverdichterprototyps (Apin2/Aa2) be-
tragt 0,2567. Zur Berechnung der lokalen Mach-Zahl am Diisenaustritt Ma,s

wird die Realgasgleichung 2.40 verwendet, weil die Abweichungen zwischen

2In der Literatur wurde von NuRelt (1932) der griechische Buchstabe p fiir die Einschnii-

rungszahl gew#hlt, der in der vorliegenden Arbeit aber fiir die Mitfiihrrate verwendet wird.
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der Realgas-, der Ndherungs- und der Idealgasgleichung bei diesem Flichen-
verhiltnis je nach Ruhezustand deutlich sind, wie in Abb. 2.13 gezeigt wurde.
Nach der Bestimmung der Mach-Zahl Ma,s lassen sich die Temperatur T,
mit Gl. 2.34 sowie der Druck p,s mit Gl. 2.35 berechnen:

—1
TaQ Rq2 * Ka2 Rm * (1 - Kp)m - 1 2
- (1 : ‘M 16
T, ( T Ky 2 (Lt Ko a2 (4.6)

__tm (+Kp)m
fm " (1=Kp)m—1

Pa2 Ra2 - Ka2 Km (1 _ Kp)m —1 2
— = 1 . -M 4.7
Ps2 ( i Rm * Km 2- (1 + KT)m fa2 ( )

Da die Temperatur T, und der Druck am Diisenaustritt p,, im Gegen-
satz zum Ruhezustand vor der Lavaldiise Ty und pg von vornherein nicht
bekannt sind, miissten die Isentropenexponenten k., und k,, sowie die Kom-
pressibilitdtszahlen K, und K, und deren Ableitungen K, und Kt in obigen
Gleichungen 4.5, 4.6 und 4.7 eigentlich iteriert werden. Die Iteration ist jedoch
fiir die vorliegenden Randbedingungen der Dampfstrahlverdichtung nicht zwin-
gend notwendig. Der Antriebsstrom wird bei den untersuchten Ruhedriicken
zwischen 25, 5bar und 41, 5bar immer bis in den Druckbereich des Verdampfers
von etwa 1 bar bis 4 bar entspannt. Die Realgaseffekte sind dort bei Driicken
zwischen 1 bar bis 4 bar am Ende der Entspannung gering, wie in Abb. 2.11
ersichtlich ist. Daher sind auch die Anderungen des Isentropenexponenten, der
Kompressibilitatszahl und deren Ableitungen am Ende der Entspannung im
Druckbereich des Verdampfers vernachlidssigbar. Zur Vereinfachung der Be-
rechnung durch Vermeidung der Iterationen kann somit in guter Ndherung der
antriebsseitige und der verdampferseitige Ruhezustand Ty, und pg bzw. Ty
und pgo zur Mittelung des Isentropenexponenten k,,, der Kompressibilitits-
zahlen K, und deren Ableitungen und der verdampferseitige Ruhezustand T
und p, zur Berechnung des Isentropenexponenten k.o, der Kompressibilitits-

zahl K, und deren Ableitungen angesetzt werden.

Saug- und Uberschallfreistrahlbereich

Bei einem ausreichend geringen Druck am Lavaldiisenaustritt p,s stromt Kal-
temittel vom Verdampfer in die Saugkammer. Bei der weiteren Entspannung in

der Saugkammer muss der Saugstrom wie in Abschnitt 2.4.1 erldutert immer
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bis zum Schallzustand Ma,, = 1 beschleunigt worden sein, da er in den Expe-
rimenten durchgidngig maximal und unabhéngig vom Kondensatorgegendruck
blieb. Auf diese Beobachtung und die damit einhergehende Tatsache, dass der
Druck des Saugstroms p,o im Querschnitt = bis auf den kritischen Druck pj
entspannt werden muss, stiitzt sich das Berechnungsmodell.

Der Ruhezustand im Verdampfer, d.h. p,y und Ty, wurde gemessen. Die Tem-
peratur 7, und der Druck p,o berechnen sich als kritische Temperatur 77 und

kritischer Druck pf; in guter Naherung wie folgt:

Lo _ 1o _ <—2 ) (4.8)
T T Krp,s0 + 1

_Rs0
P _ P _ (2 " (4.9)
o Po \FRso+1 .

Unter der Annahme der Druckgleichheit von Antriebs- und Saugstrom im
Querschnitt  muss gelten p,o = p; = pz2. Unter Verwendung des Druckver-
héltnisses (py2/ps2) ldsst sich dann die lokale Mach-Zahl des Antriebsstroms

Ma,o am Punkt z mittels folgender Gleichung bestimmen:

P2 _ P Do
Ps2 Pso  Ps2

rm " (A4+Kp)m

Keo Kpo K- (1 — Kp)m -1 ) T km —Kp)m—1
= \! ' - M 4.10
( * Fom * Ko, 2-(1+ K1) ) (4.10)

Das Druckverhéltnis (pf/pso) wird mit Gl. 4.9 bestimmt und das Druckver-
héltnis (pso/ps2) ist gegeben. Mit der lokalen Mach-Zahl M a, lassen sich auch
die Temperatur T, und der lokale Stromungsquerschnitt des Antriebsstroms

A,o bestimmen:

-1
Ty a2 Wog K- (1= Kp)pm — 1 2
_ 14+ . -Ma 4.11
T ( Km - Km 2- (1 + KT)m - ( )
Amin2 o V Kr2 *Rg2 M
— : Ax2
Axg K; . Ii;
PR IS ANE R (=
( 2+ Km Em * (1+K7)m (4 12)
tigs - Koo Fm - (1—Kp)m—1 '
1 + 22 Km2 ’ Km * (1+;;T)m ' Mai2
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Zur Vereinfachung der Berechnung wird fiir die Temperatur 7,5 in den Glei-
chungen fiir die Isentropenexponenten k.o und k,,, die Kompressibilitatszahlen
K. und K,, und deren Ableitungen niherungsweise die kritische Tempera-
tur Ty angesetzt, weil deren Anderungen mit der Temperatur im Bereich der
Driicke zwischen 1 bar und 4 bar am Ende der Entspannung gering sind, wie
bereits erlautert wurde. Der Druck p,o ist aufgrund der Annahme der Druck-
gleichheit (pyo = p{j = pz2) von vornherein bekannt.

Die Mach-Zahl Ma,s, die Temperatur T,, und der lokale Stromungsquer-
schnitt des Antriebsstroms A,s aus Gl. 4.10, 4.11 und 4.12 sind in der vorliegen-
den Arbeit reine Rechengrofen, die experimentell weder erfasst noch iiberpriift
werden konnen. Die Berechnung der Grofen Mays, To und A,y ist entspre-
chend der Diskussion aus Abschnitt 2.4.4 und 4.3.1 ungenau. Sie werden im
Modell zur Berechnung weiterer Stromungsgrofen bzw. der Mitfiihrrate des
Dampfstrahlverdichters aber nicht explizit bendtigt, sondern dienen der Prii-

fung der Konsistenz des Modells in Abschnitt 4.4.5.

Mischung

Durch die Berechnung der Mischung soll die Mitfiihrrate p des Dampfstrahl-
verdichters bestimmt werden. Aus der Mitfiithrrate p nach Gl. 2.7 und dem
Antriebsmassenstrom M7, nach Gl. 4.3 kann dann der Saugmassenstrom M,
berechnet werden. In die Berechnung der Mischung gehen aus der Berechnung
der Lavaldiise sowie des Saug- und Uberschallfreistrahlbereichs lediglich die
Grofen M;‘Q, Ty und pj aus den GI. 4.3, 4.8 und 4.9 ein.

Der Antriebs- und der Saugstrom beginnen sich in dem Modell erst hinter
dem Querschnitt x in der Mischkammer zu mischen. Zur Bilanzierung ste-
hen grundsétzlich die Masse- und Energiebilanz um den Dampfstrahlverdich-
ter sowie die Impulsbilanz der Mischung zur Verfiigung. Aus der Erhaltung der

Masse um den Dampfstrahlverdichter ergibt sich:

M52+M50 - Ml (413)

Der Antriebsstrom M, erreichte aufgrund des geringen Druckverhiltnisses
Ts1,s2 wie erwdhnt in allen Experimenten im engsten Lavaldiisenquerschnitt

Apine den Lavalzustand. Der Antriebsmassenstrom ist somit durchgingig kri-
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tisch, d.h. MSQ = ]\48’"2 Auch der Saugmassenstrom Mso blieb in den Experi-
menten bei gegebenem Druckverhiltnis 7y s unabhéngig vom Kondensator-
gegendruck konstant. Er muss also bei der Entspannung bis auf den kritischen
Druck pg ebenfalls den Lavalzustand erreichen und ist daher ebenfalls kritisch,
d.h. My = M,

Auferdem gilt die Energieerhaltungsgleichung fiir den Dampfstrahlverdich-

ter wie folgt:

Ms2'h32 +M30'h80 = Ml 'hsl (414)

Durch Umformen ergibt sich aus Gl. 4.14 unter Verwendung der Gl. 4.13 und
der Mitfiihrrate aus Gl. 2.7 folgender auf den Enthalpien der Ruhezusténde

hso, hsy und hg basierender Zusammenhang fiir die Mitfiithrrate p:

o <h32 - hsl)
o= m (4.15)

Die praktische Verwendung von Gl. 4.15 zur Berechnung der Mitfiihrrate pu
basierend auf den aus Temperatur- und Druckmessungen berechneten Diffe-
renzen der antriebs- und kondensatorseitigen Enthalpien (hg — hg) und der
kondensator- und verdampferseitigen Enthalpien (hg — hy) setzt voraus, dass
die beiden Differenzen in den Experimenten grofs sind, was durch das Kal-
temittel, den Dampfstrahlverdichter und die Prozessfiihrung bestimmt wird.
Groke Enthalpiedifferenzen stellen sich bei groker antriebsseitiger Uberhitzung
AT, und kleiner verdampferseitiger Uberhitzung ATy bzw. bei dhnlich groken
Antriebs- und Saugmassenstromen (d.h. p ~ 1) ein.

In den durchgefiihrten Experimenten mit dem Kaltemittel R 134a sind die bei-
den Differenzen der Enthalpien (hg — hg) und (hg — hy) gering und liegen in
der Grofenordnung der Messabweichungen der einzelnen Enthalpien hg g, hy s
und hg 5. Zur Berechnung der Mitfiihrrate eignet sich die Gl. 4.15 in der vorlie-
genden Arbeit daher nicht. Deshalb sollen im Folgenden anstatt der Gesamten-
ergiebilanz um den Dampfstrahlverdichter die Impulsbilanz der Mischung und
die einzelnen Energiebilanzen des Antriebs-, Saug- und Mischstroms verwen-
det werden. Die Gesamtenergiebilanz um den Dampfstrahlverdichter ist damit

implizit erfiillt.
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Die Impulserhaltung der Mischung in der Mischkammer, d.h. bei konstan-

tem Querschnitt, lautet unter Vernachldssigung der Wandreibung:

M52 *We2 + Ms[) *Weo — Ml *Wh
= (Par — Pa2) - Awz + (P11 — Pao) - Aso (4.16)

Unter der Annahme der Druckgleichheit zwischen Antriebs- und Saugstrom
im Querschnitt x und einer isobaren Mischung, d.h. p,o = p.2 = pas, ldsst sich

die Impulserhaltung der Mischkammer wie folgt umschreiben:

M:Z'wz2+Ms*0'sz_M1'wM =0 (4.17)

Die Annahme einer fortlaufenden isentropen Expansion des Antriebsstroms
im Freistrahl ist nicht realistisch, wie in Abschnitt 4.3.1 bei den Modellannah-
men diskutiert wurde. Eine Korrektur erfolgt iiber die Geschwindigkeit w,o in
der Impulsbilanz mit w,e = w5’ - @, wobei gilt w,o = wl§’.

In der Literatur finden sich eine Vielzahl von Verlustkoeffizienten fiir den
Antriebs- und Saugstrom, fiir die Mischung sowie den Diffusor, wie in Ab-
schnitt 2.4.3 erwdhnt wurde. Die Werte der Koeffizienten und deren Anwen-
dung auf die Modellgleichungen variieren je nach Arbeitsmedium und Autor
merklich (vgl. Khalil et al., 2011; El-Dessouky et al., 2002). In der vorliegenden
Arbeit soll der Verlustkoeffizient ¢ im Gegensatz zu aus der Literatur bekann-
ten Koeffizienten die Dissipation im Antriebsstrom in der Lavaldiise aufgrund
von Wandreibung, von Stofverlusten im Uberschallfreistrahl und von Wech-
selwirkungen mit dem Saugstrom, d.h. Reibung und Stofverluste zwischen
beiden Stromungen, abbilden. Die reversibel durch die Entspannung des An-
triebsstroms auf den Druck p,» = pf erreichbare Stromungsgeschwindigkeit
des Antriebsstroms w75” im Querschnitt x verringert sich durch den Verlust-
koeffizienten ¢, was als Impulsverlust zu verstehen ist. Auf die Motivation zur
Korrektur der Stromungsgeschwindigkeit des Antriebsstroms im vorliegenden
Modell und die Beschaffenheit des Verlustkoeffizienten ¢ wird in Abschnitt
4.4.5 bei der Priifung der Konsistenz des Modells noch eingegangen.

Unter Verwendung der Massenbilanz aus GIl. 4.13 und der Mitfiihrrate wird

Gl. 4.17 umgeschrieben zu:
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¢-wyy’ + pewgg’ = (14 p)-wy

TEV

po= P wn (4.18)
Wpr — Wy

Die Mitfiihrrate kann mit Gl. 4.18 aus den lokalen Geschwindigkeiten w5’

22
wig’ und wyy um die Mischkammer bestimmt werden. Die Stromungsgeschwin-
digkeiten der reversiblen Entspannung w5” und w.g” berechnen sich jeweils aus
den Energiebilanzen des Antriebs- und Saugstroms bis zur Mischung. Die Mi-
schungsgeschwindigkeit wj); muss aus dem kondensatorseitigen Ruhezustand
riickwérts mittels der Gleichungen des Diffusors und den Gleichungen des senk-
rechten Verdichtungsstofes iiber den Stof bis in die Mischzone berechnet wer-

den, weil iiber die Mischung selbst nichts bekannt ist. Die Berechnungen der

TEV TEev

750, wie’ und wyy lassen sich unter Verwendung

lokalen Geschwindigkeiten w
der antriebs-, saug- und kondensatorseitigen Ruhezustiande wie im Folgenden
hergeleitet fiir das Realgas durchfiihren. Durch den Verlustkoeffizienten ¢ wer-
den dann die Rechnungsergebnisse an die experimentell ermittelten Ergebnisse
angepasst, wie in Abschnitt 4.4.5 noch erlautert wird.

Zur Bestimmung der lokalen Antriebsstromgeschwindigkeit w}$" wird der
Energieerhaltungssatz auf die Antriebsstromung angewandt. Eine konstante

spezifische Totalenthalpie h; 5 im Antriebsstrom bedeutet:

dht@ == th —+ wsy - dUJQ =0 (419)
W = /2 (heg — hug) = \/2-Dhgewy  mit w0 (4.20)

Die Eintrittsgeschwindigkeit des Antriebsstroms wg, wird im Vergleich zur
lokalen Antriebsstromgeschwindigkeit im Querschnitt x in guter Naherung ver-
nachlissigt. Aufgrund der Korrektur der Antriebsstromgeschwindigkeit w?$’
in der Impulsbilanzgleichung 4.17 miisste die Antriebsstromgeschwindigkeit in
der Energiebilanz aus Konsistenzgriinden eigentlich ebenfalls korrigiert wer-
den. Durch die Korrektur ergdben sich andere Enthalpien h,, und damit bei
im Modell vorgegebenem Druck p,s andere Temperaturen T,5. Im vorliegen-
den Modell ist die Korrektur in der Energiebilanz jedoch nicht notig, weil die

Bilanz lediglich zur Berechnung der Geschwindigkeit verwendet wird und die

Enthalpie h,, und die Temperatur 7,5 nicht verwendet werden.
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Die Enthalpiedifferenz Ahg ., ldsst sich iiber die Anderung der spezifischen
Enthalpie des Realgases aus Gl. B.47 wie folgt schreiben:

NS -

Unter Verwendung der Isentropenbeziehung des Realgases, des kritischen
Saugdruckverhéltnisses 75 = (p§/pso) und der Annahme der Druckgleichheit
zwischen Antriebs- und Saugstrom im Querschnitt =, d.h. p,» = p.o = Dy,

ergibt sich durch Erweitern und Umformen:

R, * (1 +KT)m
Km - (1 — Kp)m — 1

Em * (1-Kp)m—1

1 _ [ P2 Ps0 o
Pso * Ps2
Rm - (1 + KT)m
K, - Zn-R-Ti
b - (1 — K — 1 N 2

km * (1=Kp)m—1

Km * (1+KT)m
*
11— To * Ts0,s2

Zur Vereinfachung der Rechnung kann fiir die Bestimmung des mittleren

AhQ,exp 'Km'ZN'R'TSQ

(4.21)

[sentropenexponenten k,, und der mittleren Kompressibilitiatszahl K, sowie
deren Ableitungen anstelle der eigentlich bendtigten Temperatur T, aus Gl.
4.11 wieder in guter Ndherung auch die kritische Temperatur 7] angesetzt
werden.

Die spezifische Totalenthalpie ;o bleibt auch in der Saugstromung konstant,

weswegen sich analog zur Antriebsstromung schreiben lasst:

w;g@ =V 2- (hso - hmO) Y 2. Aho,emy mit Wgo ~ 0 (422)

Hierin berechnet sich hg .., wie folgt:

Rm * (1 +KT)m
Km - (1 — Kp)m — 1

km * (1—Kp)m—1
R

AhO,egcp 'Km'ZN'R'TSO
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Zur Berechnung der lokalen Geschwindigkeit des Saugstroms w]{" wird le-

diglich der saugseitige Ruhezustand bendétigt und die kritischen Zustandsgro-
fsen aus Gl. 4.8 und 4.9, weil die Geschwindigkeit nicht {iberkritisch wird.

Die lokale Mischungsgeschwindigkeit w,; wird wie erldutert mit den Glei-
chungen des Diffusors und des senkrechten Verdichtungsstofes beim kritischen

Gegendruck pg; ermittelt, wie im Folgenden hergeleitet wird.

Verdichtungsstofs und Diffusor

Der kondensatorseitige Ruhezustand, d.h. T; und pg;, wurde gemessen. Die
Gleichungen der reversiblen Diffusorstromung des Realgases fiir die Tempera-
tur und den Druck nach dem Stofs T, und pys, lassen sich entsprechend den
Gl. 2.36 und 2.37 wie folgt ndhern:

Tsl _ 1+RTP751_1'M 2

T 5 Qs (4.24)
Rs1
s ~s —1 T
;Ml - (1 + 2 5 -Ma?wn> (4.25)

Zur Berechnung der Temperatur und des Drucks nach dem Stof Ty, und
Py Wird die Mach-Zahl nach dem Stofs Mayy,, bendtigt, die sich aus den Glei-
chungen des senkrechten Verdichtungsstofses berechnen lasst, wie im Folgenden
gezeigt wird.

Aus der Erhaltung von Masse, Energie und Impuls iiber die irreversible Unste-
tigkeit in der Mischstromung ergibt sich fiir das Idealgas ein Zusammenhang
zwischen dem Druck vor und nach dem senkrechten Verdichtungsstof p,; und
pPun in Abhéngigkeit von der Mach-Zahl vor dem Stofs May,. Der Zusammen-
hang soll wie bei den Annahmen in Abschnitt 4.3.1 diskutiert fiir das Realgas

wie folgt gendhert werden:

Pmn 2’%51 2
= 14 = (May, — 1 4.26
- 1 May—1) (4.26)

Der Mischdruck vor dem Stof pj, ist bekannt (vgl. Annahmen). Mit den

Gl. 4.25 und 4.26 stehen zwei Gleichungen zur Berechnung des Drucks nach
dem senkrechten Verdichtungsstofs pys, zur Verfiigung, die aber die unbekann-
ten Mach-Zahlen May; und May,, beinhalten. Die Mach-Zahlen sind iiber die
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Stofgleichungen miteinander verkniipft. Der benétigte Zusammenhang zwi-
schen der Mach-Zahl vor und nach dem senkrechten Verdichtungsstols May,

und May, ldsst sich fiir das Realgas wie folgt ndhern:

2+(l~iT 51—1)'MCL2
May,, = — D M 4.27
M 2RTps1 - Ma?w — (Rrps1 — 1) ( )

Unter Verwendung der Niaherungsgleichungen 4.24, 4.25, 4.26 und 4.27 las-
sen sich aus dem kondensatorseitigen Ruhezustand Ty, und ps; somit die Tem-
peratur und der Druck nach dem Stofs Ty, und pys, sowie die Mach-Zahlen
vor und nach dem senkrechten Verdichtungsstols May, und May, iterieren.
Der Temperatursprung iiber den senkrechten Verdichtungsstofs lisst sich fiir

das Realgas ndherungsweise wie folgt schreiben:

TMn 2'Z’;JT;D sl 2
= 1+ ——"— - (May, — 1
T Frps1 + 1 (Majy )

(4.28)

2+ (firpe — 1) - Ma2,
('%Tp,sl + 1) . M(I?M

Aus GI. 4.28 wird die Mischungstemperatur T); berechnet.

Die Isentropenexponenten Kg und Rpp e der Gl 4.24, 4.25, 4.26, 4.27 und
4.28 werden in grober Ndherung mit den kondensatorseitigen Ruhegrofsen Ty,
und p; berechnet, da die Realgaseffekte im Druckbereich von Verdampfer und
Kondensator zwischen ungefihr 1 bar und 10 bar (vgl. Abb. 2.11) und damit
auch die Anderungen der Isentropenexponenten in diesem Bereich vergleichs-
weise gering sind.

Die Geschwindigkeit nach dem senkrechten Verdichtungsstofs wy;,, wird dann
mittels der Temperatur, dem Druck und der Mach-Zahl nach dem Stofs T,

Parn und Mays, berechnet:

Der Isentropenexponent x,;, und die Kompressibilititszahl K, berechnen
sich mit der Temperatur T}, und dem Druck pysp,.

Der Realgaszusammenhang zwischen der Stromungsgeschwindigkeit vor und
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nach dem senkrechten Verdichtungsstofs wy; und wy, wird dann in Abhéngig-

keit von der Mach-Zahl vor dem Stol Ma), wie folgt gendhert:

. 2 1
On — (4.30)
Wnr RTp,s1 + 1 MCLM

Mittels Gl. 4.30 wird also die unbekannte Mischungsgeschwindigkeit wj; aus
Gl. 4.18 zur Berechnung der Mitfiihrrate ermittelt. In Gl. 4.30 wird deutlich,
dass die Geschwindigkeit nach dem Stoft w;, umso geringer ist, je grofer die
Mach-Zahl vor dem Stofl Ma,, ist.

Bei bekanntem kondensatorseitigen Ruhezustand, d.h. Ty und pg, lasst
sich also das obige System der Gleichungen des Diffusors und des senkrechten
Verdichtungsstofes 16sen und die fiir die Mitfiihrrate aus Gl. 4.18 unbekannte
Mischungsgeschwindigkeit w); berechnen. Die Mitfiihrrate p, die sich bei einer
reversiblen Entspannung des Antriebs- und Saugstroms sowie einem senkrech-
ten Verdichtungsstof und einer anschliefenden reversiblen Kompression im
Diffusor ergibt, wird dann iiber den Verlustkoeffizienten ¢ an die experimen-
tell ermittelten Ergebnisse angepasst. Aus der angepassten Mitfithrrate wird
mit dem kritischen Antriebsmassenstrom A aus Gl. 4.3 der kritische Saug-

massenstrom Mg indirekt bestimmt.

In folgendem Abschnitt werden die Mess- und Rechnungsergebnisse gezeigt
und diskutiert.

4.4 Mess- und Rechnungsergebnisse der Dampf-
strahlverdichtung

Zuerst wird der untersuchte Bereich der iiber- und unterkritischen Dampf-
strahlverdichtung gezeigt und erldutert. Der Betrieb im Auslegungsbereich
sowie der Einfluss der antriebsseitigen Uberhitzung werden analysiert. An-
schliefsend werden die Rechnungsergebnisse der Simulation auf ihre Konsistenz
iiberpriift und die aus dem Realgasverhalten resultierenden Effekte erarbeitet,
bevor die Messergebnisse den Simulationsergebnissen der Modellrechnung fiir

den kritischen Gegendruck gegeniibergestellt werden.
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4.4.1 Untersuchter Bereich der Dampfstrahlverdichtung

Ziel der Experimente der Dampfstrahlverdichtung mit dem Kéltemittel R 134a
ist die Beschreibung der Betriebscharakteristik des Dampfstrahlverdichterpro-
totyps im unter- sowie iiberkritischen Druckbereich bei sich dndernden An-
triebs-, Verdampfer- und Kondensatordriicken bzw. -temperaturen in der ge-
schlossenen Prozessfiilhrung. Die erzielbaren Temperaturhiibe und dazu be-
notigten Temperaturschiibe sowie die zugehorigen Warmeverhéltnisse sollen
quantifiziert werden.

Die Experimente wurden bei unterschiedlichen Antriebs-, Verdampfer- und
Kondensatordriicken durchgefiihrt. Abb. 4.5 zeigt die iiber den elektrischen
Heizer geregelte Antriebstemperatur ¥4 (Regelgroke Jyo aus Abb. 4.1) {iber
dem mittels der Membranpumpe geregelten Antriebsdruck ps (Regelgrofe
pr2) und den daraus bei festem engsten Lavaldiisenquerschnitt resultierenden

experimentell ermittelten antriebsseitigen Massenstrom M},.
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Abbildung 4.5: Antriebstemperatur ¥4 (Symbol A) und antriebsseitiger Mas-
senstrom M?, (Symbol o) iiber dem Antriebsdruck p,,.

Der Dampfstrahlverdichter wurde mit Antriebsdriicken ps von 25,5 bar bis
41,5 bar im {iber- und unterkritischen Druckbereich betrieben. Die zugehori-
ge Antriebstemperatur g5, wurde zwischen ungefihr 77 °C und 107 °C derart

eingestellt, dass der Dampfstrahlkilteprozess im unterkritischen Druckbereich
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durchgiingig mit Sattdampf oder ganz geringer Uberhitzung angetrieben wur-
de, wie an der Dampfdruckkurve des Kéltemittels R134a in Abb. 4.5 erkennbar
ist. Im {iberkritischen Druckbereich wurde das Kéltemittel um ungefahr 5 K
gegeniiber der in Abb. 4.5 gestrichelt abgetragenen pseudokritischen Tempera-
tur iiberhitzt, so dass es bei der Entspannung in der Treibdiise wie im unter-
kritischen Druckbereich nicht kondensiert. Die Experimente mit dem Dampf-
strahlverdichter erfolgten also an seiner unteren Betriebsgrenze. Der Einfluss
grokerer antriebsseitiger Uberhitzungen auf die Dampfstrahlverdichtung wird
in Abschnitt 4.4.4 noch diskutiert.

Um das Mitfiihren von Tropfchen in der Kéltemittelstromung zu vermeiden,
wurde die Strecke zwischen dem elektrischen Heizer und der Temperaturmess-
stelle Ty als Steigrohr einer Lange von 2 m ausgefiihrt.

Durch den Antrieb des Dampfstrahlkilteprozesses mit iiberkritisch leicht iiber-
hitztem Kailtemittel bzw. unterkritischem Sattdampf sollte gezeigt werden,
dass die in den Experimenten mit dem Abgaswirmeiibertragerprototyp ein-
gestellten Kiltemittelaustrittszustinde aus Abb. 3.13 zum ungestorten Be-
trieb ausreichen. Eine aufwendige Abscheidung von Kéltemitteltropfchen und
grofte antriebsseitige Kéltemitteliiberhitzungen sind also nicht nétig, weswegen
der Abgaswérmeiibertrager vergleichsweise einfach und leistungsdicht gestaltet

werden kann.

Der Antriebsdruck pgs stellt sich bei gegebenem, engstem Lavaldiisenquer-
schnitt in Abhéngigkeit vom geférderten antriebsseitigen Massenstrom M;"2
ein. Der antriebsseitige Massenstrom M?, von 65 g/s bis 140 g/s wird durch
den Antriebswirmestrom Q2 begrenzt. Die zum Antrieb bendtigten Wiarme-
strome Qy belaufen sich auf 15 kW bis 27 kW. Antriebswiirmestrome in dieser
Grofenordnung sind geméf den Untersuchungen aus Abschnitt 3.4.3 aus dem
Abgas auf das Kéltemittel iibertragbar.

Der antriebsseitige Massenstrom weist einen ndherungsweise linearen Anstieg
mit dem Antriebs- bzw. Ruhedruck p,, auf, obwohl die Antriebstemperatur ¢,
in den Experimenten mit dem Antriebsdruck pg ebenfalls steigt. Der Antriebs-
druck ps dndert sich im untersuchten Bereich um ungefidhr 15 bar, was einer
relativen Anderung von 36 % entspricht, wihrend sich die Antriebstemperatur
¥ um ungefihr 30 K #indert, was lediglich einer Anderung von 8 % entspricht.

Gemik Gl. 4.3 steigt der antriebsseitige Massenstrom M?, mit dem Antriebs-
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druck pso, sinkt aber lediglich mit der Wurzel aus der Antriebstemperatur 7o,
weswegen der Anstieg der Antriebstemperatur Ty in Abb. 4.5 nicht erkennbar
wird.

Der Antriebsmassenstrom entspricht in allen Experimenten dem kritischen
Massenstrom, da das Druckverhéltnis 7 ¢ geringer als das kritische Druck-
verhéltnis 7}, des antriebsseitigen Ruhezustands ist. Die Streuung des An-
triebsdrucks py, und des antriebsseitigen Massenstroms M, in Abb. 4.5 bei
den jeweils eingestellten Antriebsdriicken resultiert aus der Giite der Repro-
duzierbarkeit der Messungen.

Der iiber die Kondensatorvorlauftemperatur des externen Kiihlwasserkreises
T11 geregelte Kondensatorgegendruck pg; (Messstelle pg;) und die Kondensa-
tionstemperatur ¥ sowie die an die kritische Kondensationstemperatur 157
und den kritischen Kondensatorgegendruck p*® angepassten Geraden sind in

Abb. 4.6 iiber dem Antriebsdruck ps (Regelgrofe ppyo) fiir die in Abb. 4.5

gezeigten Messungen abgetragen.
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Abbildung 4.6: Kondensatorgegendruck pg; (Symbol A) und Kondensations-
temperatur ¥ (Symbol o) {iber dem Antriebsdruck pss.

Durch die Regelung der Kondensatorvorlauftemperatur 1J;; im Bereich von
12 °C bis 25 °C wurde in den Experimenten der Kondensatorgegendruck pg;

zwischen ungefihr 5, 4bar und 9, 7bar eingestellt. Der Kondensatorgegendruck
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entspricht nidherungsweise dem Kondensationsdruck. Die Kondensationstem-
peraturen ¥y variieren von 18 °C bis 38 °C. Der Kondensatorgegendruck pg;
wird bei jedem eingestellten Antriebsdruckniveau pg aus Abb. 4.5 in mehre-
ren Schritten solange angehoben, bis der kritische Gegendruck (vgl. Abschnitt
2.4.1) erreicht ist. Die genaue Vorgehensweise zur Identifikation des kritischen
Gegendrucks findet sich in Abschnitt E.2.1.

Bei beinahe jedem eingestellten Antriebsdruckniveau pgs wird bei mindestens
drei signifikant unterschiedlichen Gegendruckniveaus pg; der Verdampfungs-
druck py variiert und die zugehorige Mitfiihrrate ermittelt. Eine solche Gegen-
druckgruppe ist in Abb. 4.6 gestrichelt hervorgehoben.

Der maximal im Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters realisierbare
kritische Kondensatorgegendruck sowie die kritische Kondensationstempera-
tur steigen in guter Ndherung linear mit dem Antriebsdruck.

Die kondensatorseitige Uberhitzung und Unterkiihlung des Kiltemittels AT}
aus Gl. 2.3 und ATk aus Gl. 2.4 konnen in den Experimenten nicht einge-
stellt werden. Die kondensatorseitig abzubauende Uberhitzung AT} wird durch
die verdampfer- und insbesondere antriebsseitige Temperatur Ty und Ty be-
stimmt wie in Abschnitt 4.4.4 noch gezeigt wird. Die Unterkiihlung AT} stellt
sich bei konstantem Kiihlwassermassenstrom entsprechend der Riickkiihlleis-
tung und den treibenden Temperaturdifferenzen am Kondensator ein.

Der vom Dampfstrahlverdichter angesaugte Kaltemittelmassenstrom ergibt
sich aus dem realisierten Antriebsdruck p,s, dem eingeregelten Kondensatorge-
gendruck p,; und der Offnung des Expansionsventils bzw. dem daraus resultie-
renden Verdampferaustrittsdruck pyo. Abb. 4.7 zeigt deswegen die Verdamp-
fungstemperatur ¥y und die verdampferseitige Uberhitzung AT} iiber dem
mittels des elektrisch ansteuerbaren Expansionsventils geregelten Verdampfer-

austrittsdruck pyo (Regelgrofe pyo).
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Abbildung 4.7: Verdampfungstemperatur 9y, (Symbol A) und verdampfersei-
tige Uberhitzung ATy (Symbol o) iiber dem Verdampferaustrittsdruck pso.

Der Verdampferaustrittsdruck pyg, der ndherungsweise der Verdampfungs-
druck ist, wurde zwischen 1,5bar und 4 bar variiert. Die Verdampfungstempe-
raturen vy, betrugen zwischen ungefihr —15°C und 10°C. Die gemessenen Ver-
dampfungstemperaturen passen zur Dampfdruckkurve. Bei jeder Kombination
von Antriebs- und Kondensatorgegendruckniveau wurde der Verdampferaus-
trittsdruck beginnend mit der geringsten saugseitigen Kiltemitteliiberhitzung
ATy (vgl. Abschnitt 2.4.1) und dem kleinsten messbaren Saugmassenstrom
MS*O variiert. Das Expansionsventil wurde in den Experimenten also nie kom-
plett, sondern lediglich bis zum kleinsten, noch messbaren Saugmassenstrom
geschlossen, um eine Vereisung des Verdampfers zu vermeiden. In dieser Stel-
lung ergibt sich der kleinste Saugmassenstrom M:O und die grofte verdamp-
ferseitige Uberhitzung AT.

Die verdampferseitige Kéltemitteliiberhitzung ATy resultiert fiir einen gegebe-
nen Kiéltemittelsaugstrom aus den treibenden Temperaturdifferenzen am Ver-
dampfer bzw. bei gegebener Verdampfungstemperatur ¢, aus der externen
Vorlauftemperatur am Verdampfer 9Jy;. Die Verdampfervorlauftemperatur 9y,
von 18 °C bis 33 °C wurde in den Experimenten bei den jeweiligen Kombina-

tionen von Antriebs- und Kondensationsdruckniveau naherungsweise konstant
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gehalten.
Beim Offnen des Expansionsventils steigt bei ansonsten gleichen Bedingungen
der Verdampferdruck und damit der vom Dampfstrahlverdichter aus dem Ver-
dampfer gesaugte Kéltemittelmassenstrom. Die Kéltemitteliiberhitzung ATy
von 3 K bis 40 K sinkt bei konstanter Verdampfervorlauftemperatur 1y; in
den einzelnen Messgruppen des Gegendrucks erwartungsgemif mit steigen-
dem Verdampferaustrittsdruck bzw. mit steigender Verdampfungstemperatur.
Bei der Koppelung von Dampfstrahlkilteanlage und Verbrennungsmotor
wiirde im Gegensatz zur geschilderten Variation des Drucks im Verdampfer
in den Experimenten eine minimale saugseitige Uberhitzung bei gegebenem
Antriebszustand entsprechend der ladeluftseitigen Eintrittstemperatur durch
ein thermostatisches Expansionsventil eingeregelt werden, wodurch sich auch

die erzeugte Kélteleistung einstellt.
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4.4.2 Darstellung des Betriebs im Auslegungsbereich

Das im Abschnitt 2.4.1 diskutierte Betriebsverhalten soll mittels der Darstel-
lung des Dampfstrahlverdichterbetriebs im Auslegungsbereich experimentell
untermauert werden. In Abb. 4.8 werden dazu die experimentellen Ergebnisse
in Form des in Abb. 2.10 schematisch dargestellten, dimensionslosen Betriebs-
kennfelds des Dampfstrahlverdichters abgetragen sowie die an die experimen-

tellen Ergebnisse angepasste Ebene dargestellt.
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Abbildung 4.8: Dimensionslose Kennfeld der experimentellen Ergebnisse im

Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters.

Zur Darstellung des Auslegungsbereichs des Dampfstrahlverdichters (d.h.
Maine = Magyy = 1) in Ebenenform muss die Mitfiihrrate p wie in Abb.
4.8 iiber den logarithmierten Druckverhéltnissen 7y 2 und 74 5o abgetragen
werden. Das in Abschnitt 4.3.1 beschriebene Betriebsverhalten des Dampf-
strahlverdichters wird in den Experimenten dadurch bestétigt, dass alle Kom-
binationen von Antriebs- und Verdampferaustrittsdruck unabhéngig vom Kon-
densatorgegendruck ndherungsweise in der in Abb. 4.8 dargestellten Ausle-
gungsebene liegen, solange der Kondensatorgegendruck unter dem kritischen
Gegendruck liegt und damit das Druckverhéltnis 7y 5o kleiner als das kritische

Druckverhiltnis 7%, ist. Die an die experimentellen Ergebnisse angepasste
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Ebenengleichung lautet:
p=1,13+0,378" In(msos2) (4.31)

Die Mitfiihrrate bleibt also bei konstantem Antriebs- und Verdampferaustritts-
druck auch experimentell bei einer Erhchung des Gegendrucks bis zum kriti-
schen Gegendruck in guter Ndherung konstant.

Der kritische Gegendruck p*" wurde bei verschiedenen Antriebsdriicken
durch eine kontinuierliche Erhéhung des Gegendrucks ps; bei konstantem Ver-
héltnis aus Verdampferaustritts- und Antriebsdruck my s ermittelt. Die Er-
mittlung lief wie folgt ab. Durch Anheben des Gegendrucks pg; stieg bei kon-
stantem Antriebsdruck ps aufgrund der groferen Druckdifferenz iiber das Ex-
pansionsventil der Massenstrom in den Verdampfer und der Verdampferaus-
trittsdruck pyp an. Um das Druckverhéltnis 7y o konstant zu halten, musste
das Expansionsventil nachgeregelt bzw. geschlossen werden. Der letzte Gegen-
druck pg1, bei dem das Schliefen des Expansionsventils keine Verringerung der
Mitfiihrrate bewirkte, wurde als kritischer Gegendruck p® identifiziert®.

Die kritischen Kondensatorgegendriicke p 7 aus Abb. 4.6 geteilt durch den

jeweiligen Antriebsdruck pgo ergeben die kritischen Gegendruckverhéltnisse

krit

Trsl,s

, in Abb. 4.8. Die in jeder dieser Gruppen des kritischen Kondensator-

gegendrucks p® gemachte Erhohung des Verdampferaustrittsdrucks p,y aus

Abb. 4.7 resultiert in der Zunahme der Mitfiithrrate p mit steigendem Druck-

verhéltnis 7y 52 auf der Kurve der kritischen Gegendruckverhéltnisse 7T§1M;2 in

Abb. 4.8.
Die Variation des Verdampferaustrittsdrucks bei einem Antriebsdruck p, von
41, 5bar und dem geringsten Kondensatorgegendruck ps; von ungefihr 7,5 bar

aus der Gegendruckgruppe aus Abb. 4.6 ist in Abb. 4.8 als Kurve konstanten

min

minimalen Druckverhéltnisses 7]}'%, zu sehen. Die weiteren Gegendruckgrup-

pen aus Abb. 4.6 befinden sich in Abb. 4.8 zwischen der Kurve konstanten
minimalen Druckverhiltnisses 77", und der Kurve der kritischen Gegendruck-

verhiltnisse 7*7%,.

Die Basisdruckverhiltnis 7%, .

5 aus Abb. 2.10 ist in Abb. 4.6 nicht zu sehen, weil

der Verdampferdruck in den Experimenten aufgrund einer méglichen Vereisung

3Abb. E.30 zeigt die Verringerung der Mitfiihrrate einiger ausgewihlter Messungen in

der im Folgenden noch eingefiihrten Darstellungsform.
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des Verdampfers nie durch das komplette Schliefsen des Expansionsventils bis
zu einer Mitfiihrrate von Null, d.h. keinem Saugforderstrom, und damit bis
zum Basisdruckverhéltnis abgesenkt wurde. Der Betrieb auferhalb des Ausle-
gungsbereichs, d.h. zwischen der Kurve der kritischen Gegendruckverhéaltnisse
7T§1M;2 und der Kurve der Grenzgegendriicke, wurde nicht eingehend untersucht
und ist deshalb nicht dargestellt.

Zur vereinfachten, zweidimensionalen Darstellung wird die Ebene des Aus-
legungsbereichs aus Abb. 4.9 auf die p-749 so-Ebene und die p-m4 so-Ebene pro-
jiziert. Auferdem werden die an die experimentellen Ergebnisse angepassten

Geraden dargestellt.
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Abbildung 4.9: Mitfiihrrate p iiber den logarithmierten Druckverhiltnissen
Ts0,s2 (Symbol A) und 74 o (Symbol o).

Durch die Projektion der Auslegungsebene aus Abb. 4.9 auf die -7y s2-
Ebene und die pi-75; so-Ebene ergibt sich fiir jeden Betriebspunkt ein Punkte-
paar (7so g2, Ts1,52) in Abb. 4.9.

Mit steigendem Druckverhaltnis 7y 52 steigt die Mitfiihrrate p logarithmisch,
weswegen sich bei der logarithmischen Auftragung in Abb. 4.9 annéhernd eine
Gerade (p = 1,134 0,378 In(mys2)) ergibt. Alle Betriebspunkte des Ausle-
gungsbereichs des Dampfstrahlverdichters (d.h. im Betrieb unabhéngig vom

Kondensatorgegendruck bei 7y o < 7%,) befinden sich in grober Niherung
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auf dieser Gerade. Die Gerade definiert fiir die gegebene Dampfstrahlverdich-
tergeometrie die groftmoglichen Mitfiihrraten bei entsprechenden Verhiltnis-
sen von Verdampferaustritts- und Antriebsdruck bzw. den minimal erzielba-
ren Verdampferdruck bei gegebenem Antriebsdruck und gegebener Mitfiihrra-
te. Am logarithmischen Mafsstab wird die steile Abnahme der Mitfiihrrate pu
bei einer Verringerung des Verdampferaustrittsdrucks pyy bei gegebenem An-
triebsdruck pso deutlich. Der Kennfeldbereich links der Gerade (in Abb. 4.8
der Bereich iiber der Ebene), d.h. bei konstanter Mitfiihrrate und gegebenem
Antriebsdruck der Bereich geringerer Verdampferaustrittsdriicke, wird nie er-
reicht.

Lediglich Betriebspunkte (7o s2, 7s1,s2) aukerhalb des Auslegungsbereichs (d.h.
in Abb. 4.8 im Bereich zwischen der Kurve der kritischen Gegendruckverhalt-
nisse 7%, und der Kurve der Grenzgegendriicke unter der Ebene), der nicht
eingehend untersucht und daher in Abb. 4.9 nicht dargestellt ist, ligen rechts
der Gerade, d.h. beispielsweise bei konstanter Mitfiihrrate und konstantem An-
triebsdruck bei hoheren als den Auslegungsverdampfungsdriicken und héheren
als dem kritischen Kondensatorgegendruck.

Die dem jeweiligen Druckverhéltnis 7y s zugehorigen Gegendriicke sind als
Verhiltnis aus Kondensator- und Antriebsruhedruck 7y 5o abgetragen. Bei ei-
ner Steigerung des Druckverhéltnisses 74 5o dndert sich die Mitfiihrrate 4 in
Abb. 4.9 nicht bis das kritische Druckverhéltnis Wf{fﬁZ erreicht wird, das den
Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters begrenzt (vgl. Abb. 4.8). Die
kritischen Gegendruckverhéltnisse 7k, sind im Rahmen der Messabweichun-
gen U, , von etwa 2 % ein konstanter Wert von ungefihr 0,23, wie in Abb.
4.9 deutlich wird.

Rechts des kritischen Gegendruckverhéltnisses ldgen in Abb. 4.9 Betriebspunk-
te aukerhalb des Auslegungsbereichs, d.h. bei konstanter Mitfiithrrate Betriebs-
punkte mit entsprechend héheren als den Auslegungsverhéltnissen 7 so.

Ein Unterschied des Betriebsverhaltens des Dampfstrahlverdichters im iiber-

im Vergleich zum unterkritischen Druckbereich zeichnet sich in den Messungen
nicht ab.

Der notwendige Kondensationsdruck bzw. die notwendige Kondensations-
temperatur wird durch die Umgebungstemperatur bestimmt. Der Betrieb beim

kritischen Kondensatorgegendruck ist exergetisch am giinstigsten, da fiir eine



4. Dampfstrahlverdichtung 169

gegebene Mitfiihrrate und damit ein gegebenes thermisches Wérmeverhéltnis
COP,, der bendtigte Temperaturschub ATg ., am kleinsten und der Tempe-
raturhub AT}y, am grofsten ist. Dadurch verringert sich das reversible thermi-
sche Warmeverhéltnis CO Py, e, aus Gl. 2.12 bei gleichbleibendem thermischen
Wirmeverhéltnis COP,,. Ein grofser Temperaturhub ATy, bedeutet bei die-
sem Betrieb vergleichsweise hohe Kondensationstemperaturen.

Die charakteristischen Geraden aus Abb. 4.9 erlauben bei der Auslegung
von Dampfstrahlverdichtern aufserdem einen einfachen Vergleich verschiedener
Dampfstrahlverdichtergeometrien. Alle Verdichtergeometrien, die zu einer Ge-
raden rechts des kritischen Gegendruckverhéltnisses Wf{fgz bei gleicher Geraden
der minimalen Druckverhéltnisse fithren, sind giinstiger fiir die Dampfstrahl-
verdichtung im Vergleich zur Referenzgeometrie, da mit dem Dampfstrahlver-
dichter bei gleicher Mitfiihrrate p ein hoherer kritischer Gegendruck p*ré erzielt
werden kann. Alle Verdichtergeometrien, die zu einer Geraden der minimalen
Druckverhéltnisse links der Geraden aus Abb. 4.9 bei gleichem kritischen Ge-
gendruckverhiltnis Wf{fstQ fithren, sind ebenfalls giinstiger fiir die Dampfstrahl-
verdichtung im Vergleich zur Referenzgeometrie, da mit dem Dampfstrahlver-
dichter bei gleicher Mitfiihrrate ;o ein geringeres Verhéltnis 7y s und damit
bei gegebenem Antriebsdruck pg ein geringerer Verdampferaustrittsdruck pyo
erzielt werden kann.

In der Literatur finden sich alternative Darstellungen zur Auslegung und
zum Vergleich von Dampfstrahlverdichtern (vgl. Butrymowicz et al., 2008),

die gegeniiber der Darstellung aus 4.9 jedoch keine Vorteile besitzen.

4.4.3 Weitere Kennzahlen und Dampfstrahlkalteanlagen-
betrieb

Im vorangehenden Abschnitt wurde der eindeutige Zusammenhang zwischen
den Prozessdruckniveaus pys, ps1 und pyo ausgedriickt durch die Druckverhalt-
nisse 7y 52 und 7y 52 und dem Massenstromverhéltnis in Form der Mitfiihrrate
p erldutert und diskutiert. Uber den diskutierten Zusammenhang hinaus sind
fiir den Betrieb der Dampfstrahlkilteanlage die Zusammenhénge der Mitfiihr-
rate p und der erzielten Kilteleistung QO, des thermischen Warmeverhéltnisses

COP,;, und des hydraulischen COP, sowie der sich aus den Prozessdruckni-
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veaus ergebende Temperaturhub ATx,;, von Interesse. Im Anhang E.2.1 finden
sich weitere Abbildungen, in denen die genannten Grofen iiber den Prozess-
druckniveaus pgo, ps1 und pgy aufgetragen sind.

Der Betrieb der Dampfstrahlkilteanlage wird qualitativ und quantitativ mit-
tels Abb. 4.9 in Verbindung mit der im Folgenden gezeigten Abb. 4.10 be-
schrieben, in welcher die Kilteleistung QO und das thermische Warmeverhélt-

nis CO Py, iiber der Mitfiihrrate p aufgetragen sind.
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ps2 &~ 41, 5bar ——— 7

6  ps2 =~ 37,5bar ' 10.6

5 Ps2 ~ 33, dbar los
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Abbildung 4.10: Kilteleistung Qo (Symbol A) und thermische Wirmeverhilt-
nis COPy, (Symbol o) iiber der Mitfiihrrate .

In den Experimenten wurde bei jedem eingeregelten Antriebsdruck pg und
jeder eingeregelten Gegendruckgruppe ps; aus Abb. 4.6 eine Kélteleistung zwi-
schen 1,5 kW und 6 kW gemessen (Linien pg ~ konst. vgl. Abb. E.31 und
E.32). Die unterschiedlichen Mitfiihrraten p bei konstanter Kilteleistung Qo
resultieren aus den unterschiedlichen Verhéltnissen von Verdampferaustritts-
zu Antriebsdruck g so.

Der Antriebsdruck py, steigt bei konstanter Kilteleistung Qo mit steigendem
Antriebsmassenstrom MZ,. Je groRer der Antriebsdruck pg, bei konstanter Kil-
teleistung @ ist, desto groRer ist auch der Verdampferaustrittsdruck pyo (s.
Abb. E.33). Der Kiltemittelsaugmassenstrom M;"O andert sich mit dem stei-

genden Verdampferaustrittsdruck pgy bei konstanter externer Verdampferein-
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trittstemperatur nicht so stark, dass die Mitfiihrrate p als Verhéltnis aus Saug-
zu Antriebsmassenstrom konstant bleibt. Die Mitfiihrrate féllt bei konstanter
Kilteleistung Qo mit steigendem Antriebsdruck, wie in Abb. 4.10 erkennbar
ist.

Zwischen der Kilteleistung QO und der Mitfiihrrate p besteht also in guter Na-
herung ein linearer Zusammenhang, der iiber den jeweiligen Antriebsmassen-
strom M, indirekt vom Antriebsdruck p,, abhéingt. Je hoher der Antriebsdruck
und damit der antriebsseitige Massenstrom bzw. der Antriebswiarmestrom ist,
desto grofer ist die erzeugte Kélteleistung bei gegebener Mitfiihrrate, wie an
den beispielhaft fiir die Antriebsdriicke von 25, 5bar, 29, Sbar, 33, 5bar, 37, Sbar
und 41,5 bar aufgetragenen Geraden in Abb. 4.10 deutlich wird.

Das thermische Warmeverhéltnis CO P, variiert in den Experimenten von

0,05 bis 0,35 und entspricht in grober Naherung der Mitfiihrrate u, weil das
Verhiltnis aus spezifischer antriebs- und verdampferseitiger Enthalpiedifferenz
(Ahy /Ahg) ungefiahr 1 ist. Tatséchlich variiert das sich je nach Prozessfithrung
dandernde Verhéltnis (Ahy /Ahg) in den Experimenten von ungefihr 0,8 bis
1, weswegen das thermische Warmeverhéltnis COP,, um die vom Antriebs-
druckniveau unabhingige Gerade in Abb. 4.10 etwas streut. Je stirker das
Kaltemittel antriebsseitig iiberhitzt wird, desto kleiner wird das Enthalpiedif-
ferenzverhiltnis (Ahy /Ahy) bei gleichbleibender verdampferseitiger Uberhit-
zung und desto geringer wird das thermische Warmeverhéltnis COP,;, gemafs
Gl. 2.9 bei gleicher Mitfiihrrate.
Das hochste thermische Warmeverhéltnis COP,, von 0,35 wurde in den Ex-
perimenten nur beim geringsten Antriebsdruck pg von 25, 5bar gemessen, wie
in Abb. 4.10 deutlich wird. Die bei einem Antriebsdruck p,s erreichten grofiten
thermischen Warmeverhéltnisse C'O Py, nehmen mit steigendem Antriebsdruck
ab (vgl. auch Abb. E.34, Abb. E.35 und Abb. E.36).
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Uber die Kilteleistung QO und das thermische Warmeverhiltnis C'O Py, hin-
aus sind der hydraulische COP, und der Temperaturhub ATy, der Dampf-
strahlkilteanlage von Interesse, die in Abb. 4.11 iiber dem thermischen Wir-

meverhédltnis COP,;, abgetragen sind.
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Abbildung 4.11: Hydraulischer COP, (Symbol A) und Temperaturhub ATy,
(Symbol o) iiber dem thermischem Wirmeverhéltnis COPyy,.

In den Experimenten wurden hydraulische COP, zwischen 5 und 45 ge-
messen. Der hydraulische COP, nimmt mit steigendem Antriebsdruck py ab
(s. Abb. E.37 und Abb. E.38). Zwischen dem hydraulischen COP, und dem
thermischen Warmeverhéltnis C'OP,, bzw. der Mitfiihrrate p besteht ein néhe-
rungsweise linearer Zusammenhang (vgl. auch Abb. E.42), der vom Antriebs-
druck ps abhéngt, was in Abb. 4.11 an den beispielhaft fiir die Antriebsdriicke
25, 5bar, 29, 5bar, 33, 5bar, 37, 5bar und 41, 5bar aufgetragenen Geraden deut-
lich wird. Je hoher der antriebsseitige Massenstrom Ms*2 und damit der An-
triebsdruck pgo ist, desto geringer ist vergleichsweise der hydraulische C'OP,.
Die hochsten Werte des hydraulischen CO P, werden fiir einen gegebenen Ver-
dampferaustrittsdruck pyg grundsitzlich beim geringsten Antriebsdruck erzielt
(s. Abb. E.39).

Der Temperaturhub AT, variiert in den Experimenten zwischen 15K und

41 K, wie in in Abb. 4.11 deutlich wird. Bei gegebenem thermischen Wirme-
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verhiltnis COP,;, werden in Abb. 4.11 abhéingig vom Kondensatorgegendruck
und der damit einhergehenden Kondensationstemperatur verschiedene Tempe-
raturhiibe erreicht. Beim kritischen Gegendruck p*® sind die Temperaturhiibe
unabhéngig vom Antriebsdruck ungefahr gleich und am gréften, was in Abb.
4.11 durch die Gerade der groften Temperaturhiibe hervorgehoben ist (vgl. zur
Geraden der maximalen Temperaturhiibe auch Abb. E.43). Beim Absenken des
Kondensatorgegendrucks unter den kritischen Gegendruck vergrofern sich bei
gegebenem thermischen Warmeverhéltnis CO P, die Prozessirreversibilitiaten.
Der grofste Temperaturhub ATy, bzw. die geringsten Irreversibilitdten werden
mit der Dampfstrahlkilteanlage bei gegebenem thermischen Wérmeverhéltnis
COP,;, immer im Betrieb beim kritischen Gegendruck p*® erreicht.

Zu den in Abb. 4.6 gezeigten kritischen Kondensatorgegendriicken p7 und

entsprechenden kritischen Kondensationstemperaturen 94 gehoren geringst-
mogliche Antriebsdriicke p™™. Die Dampfstrahlkilteanlage sollte gekoppelt mit
dem Verbrennungsmotor nach obiger Diskussion mit dem geringstmdoglichen
Antriebsdruck p7"
wohl das thermische Warmeverhéltnis CO P, als auch der hydraulische COP,

bei geringen Antriebsdriicken die vergleichsweise hochsten Werte erreichen. Die

beim kritischen Gegendruck p*® betrieben werden, da so-

kritische Kondensationstemperatur 9% und damit auch der geringstmégliche

Antriebsdruck p™ miissen zur Riickkiihlung der von der Dampfstrahlkiltean-

lage aufgenommenen Warmestrome mit der Umgebungstemperatur angehoben
werden.

Soll die im Verdampfer erzeugte Kilteleistung Qo beim Anheben des An-
triebsdrucks p™™ mit der Umgebungstemperatur konstant bleiben, muss eine
Steigerung des Verdampfungsdrucks und damit der Verdampfungstemperatur
in Kauf genommen werden (vgl. Abb. 4.10 und Abb. E.33). Sollen der Ver-

dampfungsdruck und damit die Verdampfungstemperatur beim Anheben des

7

Antriebsdrucks pZ3™ konstant bleiben, muss das Expansionsventil geschlossen

werden, wodurch die im Verdampfer erzeugte Kélteleistung Qo sinkt. Ein An-
heben des Antriebsdrucks p" und damit der Kondensationstemperatur kann
also bei gleicher Kilteleistung QO nur mit einer erhéhten Verdampfungstempe-
ratur oder alternativ bei konstanter Verdampfungstemperatur nur bei gerin-

gerer Kélteleistung erfolgen.

In Abb. 4.12 sind zur qualitativen und quantitativen Beschreibung des Be-
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triebs der Dampfstrahlkilteanlage die beiden Abb. 4.9 und 4.10 von den ex-

perimentellen Messungen abstrahiert sowie der hydraulische C'O P}, zusammen

gezeigt.
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Abbildung 4.12: Kilteleistung Qp, thermische Wirmeverhiltnis COP,,, hy-

draulische COP,, und logarithmierte Druckverhéltnisse 7y 5o und Wf{f&

der Mitfiithrrate u (a; 43 bar, b; 38 bar, ¢; 33 bar, d; 28 bar).

iber

Fiir Abb. 4.12 wurde mittels der Geradengleichungen aus Abb. 4.10 (vgl.
auch Tab. E.1) eine Funktion fiir die vom Antriebsdruck ps abhéngige Stei-
gung des Zusammenhangs der Kilteleistung Qo und der Mitfithrrate p erstellt
(Steigungsgleichung: m = 0,7065 - pss — 4,169). Die Gleichung fiir die Kélte-

leistung lautet damit:

Qo = (0,7065 - ps — 4,169) - (4.32)

Die Kilteleistung ist in Abb. 4.12 die erzeugten Kilteleistungen ), beispiel-
haft fiir Antriebsdriicke pse von 43bar (a), 38 bar (b), 33bar (c¢) und 28 bar (d)
iber der Mitfiihrrate p abgetragen. Die genannten Antriebsdriicke entsprechen

kritischen Kondensationstemperaturen 957% von etwa jeweils 40 °C (a), 35 °C
(b), 29 °C (c¢) und 24 °C (d) (vgl. hierzu Abb. 4.6). Dariiber hinaus sind die



4. Dampfstrahlverdichtung 175

Geradengleichungen fiir das thermische Warmeverhéltnis CO Py, den hydrau-

lischen COP,, (vgl. Abb. E.42 und Tab. E.2) sowie die Druckverhéltnisse 7y 52

und 75", aus Abb. 4.9 in Abhéingigkeit von der Mitfiihrrate y aufgetragen:

COPy, = 0,944 -p (4.33)
COP, = (0,127 -p% —11,4-pe +330) - (4.34)
Tose = exp(p—1,13)/0,378 (4.35)
™, = 0,23 (4.36)

Abb. 4.12 wird zur Beschreibung des Betriebs der Dampfstrahlkéilteanlage wie
folgt verwendet. Soll beispielsweise eine Kélteleistung QO von 5 kW bei einer
Umgebungstemperatur von 30 °C erzeugt werden, und wird von einer nétigen
treibenden Temperaturdifferenz zwischen Kondensationstemperatur und Um-
gebung von 10K ausgegangen, muss die Dampfstrahlkilteanlage zum Erreichen
eines ausreichenden Kondensatorgegendrucks p,; und einer damit einhergehen-
den ausreichenden Kondensationstemperatur mit einem Antriebsdruck pg von
43 bar betrieben werden. Eine Kilteleistung Qo von 5 kW kann bei einem An-
triebsdruck pgo von 43 bar mit einer Mitfiihrrate 1 von etwa 0,19 und einem
zugehorigen thermischen Wérmeverhéltnis COP,;, von ungefihr 0, 18 erzeugt
werden, wie dem oberen Teil von Abb. 4.12 entnommen werden kann. Der zur
Kondensationstemperatur von 40°C gehorige kritische Kondensatorgegendruck
pET™ belduft sich auf etwa 9,9 bar (pf™ = 7kl - pyo = 0,23 - 43bar = 9,9 bar).
Das Druckverhéltnis 7y 4o liegt in Abb. 4.12 bei etwa 0,083, was bedeutet,
dass der Verdampferaustrittsdruck psy in diesem Betriebspunkt etwa 3,6 bar
(pso = Ts0,52 - Ps2 = 0,083 -43 bar = 3,6 bar) betrigt. Dieser Verdampferaus-
trittsdruck entspricht einer Verdampfungstemperatur von ungefihr 5, 8°C, bei
der die Kilteleistung von 5 kW unter genannten Randbedingungen erzeugt
wird. Der entsprechende hydraulische C'OP, liegt bei 14, 2.

Bei einer Umgebungstemperatur von lediglich 14°C konnte die Dampfstrahl-
kilteanlage zur Erzeugung einer Kilteleistung Qo von 5 kW unter ansonsten
gleichen Annahmen bei einem Antriebsdruck pgs von 28 bar mit einer Mitfiihr-
rate p von etwa 0,315 und einem zugehorigen thermischen Wérmeverhiltnis
COP,, von ungefihr 0, 3 betrieben werden. Der zur Kondensationstemperatur
von etwa 24 °C gehdrige kritische Kondensatorgegendruck p® und der Ver-

dampferaustrittsdruck psy belaufen sich in diesem Betriebspunkt auf 6,4 bar
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bzw. 3, 2bar (74 s2 = 0, 116). Die zugehorige Verdampfungstemperatur betrégt
in etwa 2,8 °C und der entsprechende hydraulische COP,, etwa 21.

4.4.4 Einfluss der antriebseitigen Uberhitzung

Die in Abschnitt 4.4.2 diskutierten Messungen wurden ausschliefslich mit leicht
iiberhitztem antriebsseitigen Kéltemitteldampf bzw. Sattdampf durchgefiihrt.
Durch eine Erh6hung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, und damit einher-
gehend der antriebsseitigen Temperatur 9, bei konstantem Antriebsdruck pgo
sinkt aufgrund der Verringerung der antriebsseitigen Dichte pgo geméf Gl. 4.3
der kritische Antriebsmassenstrom M?, durch die Lavaldiise des Dampfstrahl-
verdichters, was in Abb. E.44 gezeigt ist.

Es stellt sich die Frage, ob und wie stark die Saugwirkung des Dampfstrahlver-
dichters im Auslegungsbereich bei ansonsten gleichen Bedingungen durch die
unterschiedlichen antriebsseitigen Uberhitzungen AT, beeinflusst wird. Auker-
dem soll der Einfluss der Anderung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, auf

die kondensatorseitige Uberhitzung AT, quantifiziert werden.
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Abb. 4.13 zeigt die Mitfithrrate 4 iiber der antriebsseitigen Uberhitzung AT
fiir drei Antriebsdriicke ps, von 30bar, 32 bar und 34 bar und drei Verhéltnisse
von Verdampferaustritts- zu Antriebsdruck 7y 52 von 0,067, 0,076 und 0, 086.
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Abbildung 4.13: Mitfiihrrate p iiber der antriebsseitigen Uberhitzung AT, fiir
drei Antriebsdriicke ps von 30 bar (Symbol A), 32 bar (Symbol o) und 34 bar
(Symbol x) und drei Verhéltnisse von Verdampferaustritts- zu Antriebsdruck
750,52 von 0,067 (durchgezogene Linie), 0,076 (gestrichelte Linie) und 0,086
(gepunktete Linie).

In den Experimenten aus Abb. 4.13 wurden bei den drei Antriebsdriicken
ps2 von 30bar, 32bar und 34 bar jeweils drei verschiedene antriebsseitige Uber-
hitzungen ATy (Regelgrofe Tryo und ppo) von bis zu 13 K eingeregelt. Bei je-
der dieser Kombinationen aus Antriebsdruck ps und Antriebstemperatur 9
wurden dann drei unterschiedliche Verdampferaustrittsdriicke py (Regelgrofe
pve) eingeregelt, so dass sich drei Verhéltnisse von Verdampferaustritts- zu
Antriebsdruck 7 52 von 0,067 (durchgezogene Linie), 0,076 (gestrichelte Li-
nie) und 0,086 (gepunktete Linie) einstellten. Aus der Variation ergeben sich
in Abb. 4.13 neun Untergruppen, die durch die verschiedenen Symbole und
zur Orientierung dienenden Linien gekennzeichnet sind. Die Variation der an-
triebsseitigen Uberhitzung wird wegen des geringeren Regelungsaufwands nicht

im Betrieb genau beim kritischen Kondensatorgegendruck, sondern im Ausle-
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gungsbereich des Dampfstrahlverdichters bzw. bei Gegendriicken unter dem
kritischen Kondensatorgegendruck (d.h. Gegendruckverhéltnis Wf{ij < 0,23)
untersucht, so dass die Mitfiihrrate nicht vom Kondensatorgegendruck ab-
héngt.

Bei einem Antriebsdruck pg von 30 bar (Symbol A) und einem Druckver-
héltnis 74 s von 0,076 (gestrichelte Linie) beispielsweise steigt die Mitfithrrate
© von ungefihr 0,185 auf 0,195 bei der Anhebung der antriebsseitigen Uber-
hitzung ATs von etwa 2K auf 11 K. Ein geringer Anstieg der Mitfiithrrate p bei
der Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, zeichnet sich in allen Un-
tergruppen ab, wie an den Orientierungslinien in Abb. 4.13 erkennbar ist. Der
Anstieg der Mitfiihrrate resultiert bei konstant bleibendem Saugmassenstrom
aus der Verringerung des Antriebsmassenstroms M}, (s. Abb. E.44). Der An-
stieg der Mitfiihrrate ist jedoch nie gréfer als die zugehdrige Messabweichung.
Die verdampferseitige Temperatur Ty bleibt bei der Variation fiir jeden der
drei Antriebsdriicke p,, anndhernd konstant, so dass sich die saugseitige Dichte
des Kaltemittels py kaum &ndert. Tatséchlich bleibt der Saugmassenstrom im
Rahmen der jeweiligen Messabweichung konstant (vgl. Abb. E.45).

Experimentell konnte demnach nicht eindeutig gezeigt werden, dass der
Dampfstrahlverdichter bei hoheren antriebsseitigen Uberhitzung AT, und da-
mit einhergehendem sinkenden Antriebsmassenstrom MS*2 mehr oder weniger
Saugmassenstrom M;*O aus dem Verdampfer fordert, weil die Nachexpansion
des Freistrahls und die Wechselwirkungen mit dem Saugstrom beeinflusst wer-
den. Die in Abb. 4.13 durch die Orientierungslinien erkennbare Tendenz eines
geringen Anstiegs der Mitfiihrrate p resultiert in den Experimenten vornehm-
lich aus der Verringerung des kritischen Antriebsmassenstroms M, bei nahezu
konstantem Saugmassenstrom M7, (s. Abb. E.45). Es bleibt festzuhalten, dass
eine Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, um bis zu 13K keine An-
derung der Mitfiihrrate iiber die Messabweichung hinaus, vor allem aber keine

Verschlechterung der Mitfiihrrate p bewirkt.
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Zur Untersuchung des Einflusses der antriebsseitigen Uberhitzung AT, auf
die kondensatorseitigen Bedingungen ist in Abb. 4.14 die kondensatorseitige
Uberhitzung AT} iiber der antriebsseitigen Uberhitzung AT, fiir die Variation
aus Abb. 4.13 abgetragen.
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Abbildung 4.14: Kondensatorseitige Uberhitzung ATj iiber der antriebsseitigen
Uberhitzung ATy fiir die Variation aus Abb. 4.13 (Parameter py: A; 30 bar,
0; 32 bar, x; 34 bar).

Die kondensatorseitige Uberhitzung AT} liegt in den Experimenten aus
Abb. 4.14 im Bereich zwischen ungefihr 21 K und 37 K. Bei der Erhohung
der antriebsseitigen Uberhitzung AT, nimmt die kondensatorseitige Uberhit-
zung ATy unabhingig vom Antriebsdruck pg zu, wie in Abb. 4.14 erkennbar
ist. Durch die Erhéhung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, und damit der
Antriebstemperatur 1, steigt bei verdampferseitig konstanten Bedingungen
die Temperatur der Mischung von Antriebs- und Saugstrom, was letztlich die
erhohte Kondensatoreintrittstemperatur v,; und damit die erhéhte kondensa-
torseitige Uberhitzung AT} zur Folge hat.

Die kondensatorseitige Uberhitzung AT} steigt in Abb. 4.14 annihernd im glei-
chen Mafe wie die antriebsseitige Uberhitzung AT, was darin begriindet ist,
dass die Mitfiihrraten p in den Experimenten vergleichsweise gering sind und

deshalb die Saugstromtemperatur im Vergleich zur Antriebsstromtemperatur
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nur einen geringen Einfluss auf die Misch- und damit die Kondensatoreintritts-
temperatur besitzt. Eine steigende antriebsseitige Uberhitzung AT, bedeutet
bei ansonsten gleichen Bedingungen also eine anndhernd in gleichem Mafse

steigende abzubauende Uberhitzung AT, am Kondensator.

Die verdampferseitige spezifische Enthalpiedifferenz Ahy bleibt bei der Va-
riation aus Abb. 4.13 anndhernd konstant, wihrend die antriebsseitige spezi-
fische Enthalpiedifferenz Ahy mit der antriebsseitigen Uberhitzung AT, zu-
nimmt. Der kritische Antriebsmassenstrom MS*2 sinkt aufgrund der Dichteab-
nahme pg und der Saugmassenstrom &ndert sich nicht (vgl. Abb. E.44 und
E.45). Der Antriebswirmestrom @ bleibt in den Experimenten entweder kon-
stant oder steigt, weil die Verringerung des kritischen Antriebsmassenstroms
MS*Q durch den Anstieg der antriebsseitigen Enthalpiedifferenz Ahy kompen-
siert oder iiberkompensiert wird. Die Kélteleistung QO bleibt anndhernd kon-
stant, so dass sich das thermische Wérmeverhiltnis COP;;, kaum #ndert (s.
Abb. E.46). Die Erhéhung der antriebsseitigen Uberhitzung AT auf bis zu
13 K wirkt sich in den Experimenten auf das thermische Wérmeverhéltnis

COUP,;, also nicht oder kaum aus, verschlechtert es aber vor allem nicht.

Bei der in Abschnitt 4.4.2 beschriebenen Gerade minimaler Druckverhalt-
nisse 7y s2 aus Abb. 4.9 handelt es sich aufgrund der Abhéngigkeit der erziel-
baren Mitfiihrrate ; von der antriebsseitigen Uberhitzung AT, also tatsichlich
um einen Bereich minimaler Druckverhéltnisse, dessen Breite durch die reali-
sierte antriebsseitige Uberhitzung AT, bestimmt wird. Fiir die im vorliegenden
untersuchten Uberhitzungen bis zu 13K iibersteigt der Einfluss der antriebssei-
tigen Uberhitzung jedoch nicht die jeweiligen Messabweichungen und ist damit
vernachlissigbar. Die kritische Kondensatorgegendruckkurve wird durch eine
ansteigende antriebsseitige Uberhitzung und die damit ansteigende kondensa-
torseitige Uberhitzung AT, aus Abb. 4.14 nicht beeinflusst.

Das thermische Warmeverhaltnis COP,;, verschlechtert sich also bei einem
Absenken des Antriebsdrucks pgs der Dampfstrahlkilteanlage in Koppelung
mit dem Verbrennungsmotor und einer damit gegebenenfalls einhergehenden
Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung AT, bei konstantem Abgasener-
gieangebot nicht.
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4.4.5 Modellkonsistenzpriifung und Vergleich von Mes-
sung und Rechnung der Dampfstrahlverdichtung

Zur Priifung der Modellkonsistenz werden nun die Ergebnisse der Simulation
diskutiert, die aus dem Realgasverhalten resultierenden Effekte herausgearbei-

tet und zuletzt die Mess- den Rechnungsergebnissen gegeniibergestellt.

Modellkonsistenz: Driicke und Geschwindigkeiten

In Abb. 4.15 sind der berechnete Druckverlauf p und der Geschwindigkeits-
verlauf w der Antriebs- und Saugstromung beispielhaft fiir zwei Betriebspunk-
te mit Antriebsdriicken pg von ungefdhr 41 bar (¥4 ~ 106 °C), einem Ver-
dampferaustrittsdruck py von ungefihr 4 bar (dy =~ 27,9 °C) und 2,6 bar
(940 ~ 31,8 °C) sowie kritischen Kondensatorgegendriicken p*’é von ungefiihr
9,5 bar (Vg = 46,7°C/ Vs ~ 49,5 °C) iiber der normierten Dampfstrahlver-

dichterlange (L, /L) abgetragen.
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Abbildung 4.15: Druckverlauf p und Geschwindigkeitsverlauf w mit Antriebs-
driicken pg von 41 bar (¥4 &~ 106 °C) bei einem Verdampferaustrittsdruck pyg
von 4 bar (Symbol A, ¥4 ~ 27,9 °C) und 2,6 bar (Symbol o, ¥4 =~ 31,8 °C)
und kritischen Kondensatorgegendriicken p* von 9,5 bar (9, ~ 46,7 °C/
Vg1 ~ 49,5 °C) iiber der normierten Dampfstrahlverdichterlinge (L,/L).



182 4. Dampfstrahlverdichtung

Die beiden Verdampferaustrittsdriicke entsprechen dem grofsten und dem
geringsten Verdampferaustrittsdruck pyo, der beim Antriebsdruck pgs von 41bar
experimentell gemessen wurde. Die Mitfiihrraten p bei diesen beiden Betriebs-
punkten sind 0, 231 (pso &~ 4bar, d.h. 74 2 ~ 0,0976) und 0,078 (pso ~ 2, 6bar,
d.h. 740,52 = 0,0634), wie in Abb. 4.9 bzw. 4.12 abgelesen werden kann.

Die beiden Antriebsstrome M?, werden vom Antriebsdruck p,, von ungefihr
41 bar laut der Simulationsrechnung bis zum engsten Lavaldiisenquerschnitt
((Ly/L) =~ 0,05) zunichst auf den kritischen Druck p%*, von 26,5 bar und
weiter bis zum Lavaldiisenaustritt ((L,/L) ~ 0,12) bis auf ungefihr 2,9 bar
entspannt. Die Saugmassenstrome Ms*o expandieren vom jeweiligen Verdamp-
feraustrittsdruck pyy von 4 bar bzw. 2,6 bar bis zum Querschnitt x ((L,/L) ~
0,25) bis auf den jeweiligen kritischen Druck pj von 2,4 bar bzw. 1,5 bar. Die
Position des Querschnitts x liegt im Beispiel in Abb. 4.4 bei einem Viertel
der Mischkammer ((L,/L) = 0,24) und die Position des senkrechten Verdich-
tungsstofes am Ende der Mischkammer ((L,/L) = 0,47), wobei der genaue
Ort nicht bekannt und fiir die vorliegende Betrachtung unwichtig ist. Der kri-
tische Druck pj entspricht geméf den Modellannahmen dem Mischdruck py,,
bis auf den der jeweilige Antriebsstrom nachexpandiert. Im senkrechten Ver-
dichtungsstofs wird im obigen Beispiel ein Drucksprung von 2,4 bar auf 7, 8 bar
bzw. von 1,5 bar auf 8,5 bar berechnet bevor im Diffusor der kondensatorsei-
tige Druck pg; von 9,3 bar bzw. 9,5 bar aufgebaut wird.

Die Antriebsstrome werden laut der Simulationsrechnung bei der reversiblen
Entspannung zunéchst bis auf die Schallgeschwindigkeit ay von 140 m/s bzw.
137 m/s, dann bis zum Lavaldiisenaustritt bis auf 305 m/s bzw. 310 m/s und
bei der reversiblen Nachexpansion schlieflich bis auf 314m/s bzw. 337m/s be-
schleunigt. Die Schallgeschwindigkeiten der Saugstrome ay berechnen sich zu
152m/s bzw. 156 m/s. Die Mischung von Antriebs- und Saugstrom mit berech-
neten Geschwindigkeiten von ungefihr 243 m/s bzw. 301 m/s wird durch den
senkrechten Verdichtungsstofs bis auf jeweils 86 m/s bzw. 69 m/s abgebremst

bevor sie im Diffusor entsprechend der Modellannahmen bis auf null sinkt.

Ein hoherer Verdampferaustrittsdruck pyy und damit ein hoherer Misch-

druck pys resultiert in einer geringeren Geschwindigkeit des Antriebsstroms

Tev

wa}Q ’

weil der Antriebsstrom weniger weit entspannt wird, wie in dem Beispiel

aus Abb. 4.15 gezeigt ist. Ein hoherer Verdampferaustrittsdruck py, bedeutet
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aufserdem eine hohere Mitfiithrrate pu. Aus diesen zwei Griinden ist die Ge-
schwindigkeit der Mischung w,; in Abb. 4.15 entsprechend geringer. Je geringer
die Geschwindigkeit der Mischung w); ist, desto kleiner ist der Drucksprung
iiber den senkrechten Verdichtungsstofs und desto grofer ist die Geschwindig-
keit nach dem Verdichtungsstoft w,s, und die im Diffusor aufgebaute Druck-
differenz.

Der Verlauf von Druck- und Geschwindigkeit des Beispiels, auf den sich
die Ermittlung des Antriebsmassenstroms A%, und der Mitfiihrrate y stiitzen,
wird mit dem Modell schliissig berechnet (s. auch zugehérige Temperatur-
verldufe aus Abb. E.47). Wesentliche Unterschiede in den Geschwindigkeiten
ergeben sich im Beispiel aus Abb. 4.15 bei konstantem antriebsseitigen Ru-
hezustand und den verschiedenen verdampferseitigen Ruhezustdnden lediglich
bei der lokalen Geschwindigkeit der reversiblen Entspannung w,s sowie der

Geschwindigkeit der Mischung wy;.



184 4. Dampfstrahlverdichtung

Abb. 4.16 zeigt den zum antriebsseitigen Ruhezustand gehorigen, in der Si-
mulation berechneten kritischen Druck p3 nach Gl. 4.2, den berechneten Druck
am Austritt der Lavaldiise p,» nach Gl. 4.7 sowie den zum verdampferseitigen
Ruhezustand gehorigen, kritischen Druck p§ nach Gl. 4.9 iiber dem experimen-

tell ermittelten Antriebsdruck pso aller Simulationsrechnungen.

29 ‘ ‘ ‘ 4
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Abbildung 4.16: Kritischer Druck p} (Symbol A), Austrittsdruck p,s (Symbol
o) und kritischer Druck pj (Symbol x) aller Simulationsrechnungen iiber dem

experimentell ermittelten Antriebsdruck po.

Fiir die in den Experimenten erreichten Antriebsdriicke ps, von 25,5 bar bis
41, 5bar wird im Modell ein kritischer Druck p} von ungefdhr 17bar bis 26, 5bar
berechnet. Der kritische Druck pj steigt bei allen Simulationsrechnungen in gu-
ter Ndherung immer linear mit dem antriebsseitigen Ruhezustand ps an, weil
das kritische Druckverhiltnis 75 des Realgases fiir den gesamten experimen-
tell untersuchten Antriebsdruckbereich bei ungefihr 0,66 in guter Ndherung
konstant bleibt. Der Isentropenexponent kg aus Gl. 4.2 dndert sich fiir die
untersuchten antriebsseitigen Ruhezustinde nicht wesentlich.

Der im Modell berechnete Druck am Diisenaustritt p,o steigt mit zunehmen-
dem Antriebsdruck von ungefihr 1,7 bar bis 3 bar. Das Druckverhéltnis 7,3 o
betrigt also beim geringsten Antriebsdruck pg von 25,5 bar ungefihr 0,066

und beim hichsten Antriebsdruck von 41, 5bar ungefiahr 0,072, was einer Ande-
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rung um fast 10% entspricht. Im Vergleich zum Idealgas, bei dem aufgrund des
konstanten Isentropenexponenten r;; die lokale Mach-Zahl am Diisenaustritt
M a,s fiir ein gegebenes Flachenverhiltnis (A, /Aq2) immer konstant ist, sinkt
die Mach-Zahl am Diisenaustritt Ma,, im vorliegenden Realgasmodell nach GI.
4.5 mit steigendem Antriebsdruck pg (vgl. Abb. E.51). Die berechnete Mach-
Zahl Ma,o und das Druckverhaltnis am Diisenaustritt m,s oo und damit einher-
gehend auch die lokale Stromungsgeschwindigkeit w,s dndern sich also fiir das
vorliegende Fliachenverhéltnis der Lavaldiise (Auin/Aq2) von 0,2567 im unter-
suchten Antriebsdruckbereich entsprechend der sich fiir die unterschiedlichen
Ruhezustinde des Realgases dndernden Isentropenexponenten, Kompressibili-
tdatszahlen und deren Ableitungen, was bei der Modellierung und der Auslegung
des divergenten Lavaldiisenteils beriicksichtigt werden sollte.

Bei der weiteren Entspannung des Antriebsstroms existieren diese Unterschie-
de, was im vorliegenden Modell bei der Berechnung der lokalen Stromungsge-
schwindigkeit der reversiblen Entspannung w5’ nach Gl. 4.20 und damit der

Mitfiihrrate p nach Gl. 4.18 beriicksichtigt wird.

Der berechnete kritische Druck pjj bzw. p, aus Gl. 4.9, der entsprechend der
Modellannahmen der Druckgleichheit zwischen Antriebs- und Saugstrom im
Querschnitt z und der isobaren Mischung dem Druck p,» und pj; entspricht,
variiert laut der Simulationsrechnung bei jedem Antriebsdruck ps entspre-
chend der jeweiligen Variation des Verdampferaustrittsdrucks psy um ungefihr
1 bar im Bereich von 0,9 bar bis 2,4 bar, wie in Abb. 4.16 zu sehen ist (s. auch
zu den Rechnungen gehorige Temperaturen in Abb. E.48).

Die berechneten kritischen Driicke pf sind entsprechend den Rechnungen bei
Antriebsdriicken {iber 30 bar durchgingig geringer als die Driicke des An-
triebsstroms am Diisenausgang p,s, wie in Abb. 4.16 erkennbar ist, weshalb
der Uberschallfreistrahl nachexpandiert, wie in Abb. 4.4 dargestellt. Bei An-
triebsdriicken unter 30bar hingegen werden in der Simulation bei den hochsten
gemessenen Verdampferaustrittsdriicken pyy zugehérige kritische Driicke pf be-
rechnet, die etwas grofer als die Driicke des Antriebsstroms am Diisenausgang
Paz sind. Bei den vergleichsweise geringen Antriebs- und vergleichsweise ho-
hen Verdampferaustrittsdriicken wird im Modell also eine Nachkompression im
Uberschallfreistrahl anstatt der in Abschnitt 4.3.1 diskutierten Nachexpansion

berechnet. Andererseits konnte auch der verlustfrei berechnete, lokale Druck
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am Diisenausgang p.o bei verlustbehafteter, realer Stromung hoher sein als be-
rechnet, weshalb eine tatsdchliche Nachkompression bei diesen Experimenten
nicht sicher ist. Die lokale Geschwindigkeit der reversiblen Entspannung w$’
wird unabhingig von einer Nachexpansion oder Nachkompression des Uber-
schallfreistrahls im Modell nach GI. 4.20 korrekt berechnet.

In Abb. 4.17 sind der berechnete kritische Druck pg nach Gl. 4.9 und die
berechneten Druckdifferenzen zwischen dem Druck nach und vor dem Ver-
dichtungsstol Apanar = (Pun — par) und zwischen dem Druck nach dem
Verdichtungsstof und am Diffusoraustritt Apg arm = (psi — Parm) tiber dem

experimentell ermittelten Verdampferaustrittsdruck p,o dargestellt.

ApMn,M (ps2 ~ 257 5bCLT‘) ApMn,M (p52 ~ 417 5ba7‘)

po/bar

Abbildung 4.17: Kritische Druck p§ (Symbol A) und Druckdifferenzen Apy, ps
(Symbol o) und Apg am (Symbol x) aller Simulationsrechnungen iiber dem

Verdampferaustrittsdruck pyp.

Das im Simulationsmodell berechnete kritische Druckverhiltnis des Saug-
stroms 7} bleibt {iber dem experimentell ermittelten Verdampferaustrittsdruck
pso von 1,5 bar bis 4, 1 bar bei einem Wert von ungefidhr 0,6 konstant, weswe-
gen die Ausgleichskurve in Abb. 4.17 eine Gerade ist. Der Isentropenexponent
kso aus Gl. 4.9 dndert sich demnach fiir die untersuchten verdampferseitigen
Ruhezustinde ebenso wie bei den antriebsseitigen Ruhezustinden nicht. Al-

lerdings ist es aufgrund der unterschiedlichen Isentropenexponenten etwa 10 %
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kleiner als das kritische Druckverhéltnis des Antriebsstroms 75 von 0,66 aus

Abb. 4.16.

Die berechnete Druckdifferenz Apysy, s zwischen dem Druck nach dem Stof
pun und dem Druck vor dem Stof bzw. dem Mischdruck p,; bewegt sich laut
den Simulationsrechnungen zwischen 3 bar und 7 bar. Je gréfser der Antriebs-
und damit der realisierbare kritische Kondensatorgegendruck ist, desto gro-
fer ist die Druckdifferenz iiber den senkrechten Verdichtungsstol Appy, ar fiir
einen gegebenen Verdampferaustrittsdruck pgy, weil die Geschwindigkeit der
Mischung wj; bei h6herem Antriebsdruck und damit vergleichsweise geringe-
rer Mitfiihrrate p grofer ist. Die Druckdifferenz Apps, ar verringert sich in
Abb. 4.17 fiir einen gegebenen Antriebsdruck pg bei steigendem Verdampfer-
austrittsdruck pyo und damit steigendem Mischdruck pj,, weil die Stromungs-
geschwindigkeit der Mischung wj; mit steigendem Mischdruck und damit zu-
nehmender Mitfiihrrate p sinkt, wie im Beispiel aus Abb. 4.15 gezeigt wurde.
Das Druckverhiltnis iiber den senkrechten Verdichtungsstofs (pas,/par) sinkt
entsprechend der Stofgleichung 4.26 mit der Mach-Zahl der Mischung Ma,, bei
konstantem Antriebsdruck (vgl. Druckverhéltnisse aus Abb. E.49 und Mach-
Zahlen aus E.51).

Die im Unterschalldiffusor aufgebaute Druckdifferenz Apg; ary, liegt laut der Si-
mulationsrechnung zwischen 0,6 bar und 1,5 bar und nimmt in Abb. 4.17 mit
steigendem Verdampferaustrittsdruck py zu, weil die Geschwindigkeit der Mi-
schung nach dem Verdichtungsstoft wj;, bei hoheren Mischdriicken und damit
héheren Mitfiihrraten vergleichsweise grofser ist, wie im Beispiel aus Abb. 4.15
gezeigt wurde. Das Druckverhiltnis iiber den Diffusor (ps;/py,) dndert sich
in den Simulationen zwischen ungefiahr 1,1 und 1,25 um 11 % nicht stark (vgl.
Abb. E.49). Die Anderungen des Drucks im Diffusor bzw. die Anderungen des
Druckverhiltnisses sind im Vergleich zu denen des senkrechten Verdichtungs-
stofses gering, weshalb auch die Irreversibilitdten im Diffusor vergleichsweise

gering sind.

Zur Uberpriifung der bei der Druckberechnung vorausgesetzten Geschwin-

digkeiten sind in Abb. 4.18 die im Simulationsmodell berechneten lokalen Ge-

schwindigkeiten des Antriebsstroms w}5’ nach Gl. 4.20 und des Saugstroms

rev

wrg’ nach Gl 4.22 im Querschnitt x sowie die Mischungsgeschwindigkeit vor

und nach dem senkrechten Verdichtungsstoft w,, nach Gl. 4.30 und w;,, nach



188 4. Dampfstrahlverdichtung

Gl. 4.29 aller Simulationsrechnungen iiber dem experimentell ermittelten Ver-

dampferaustrittsdruck py, abgetragen.

400 \ \ \
Ps2 =~ 41, 5bar

350

300

250

w/ms™*
N}

S

S

Abbildung 4.18: Geschwindigkeiten wy; (Symbol A), wys, (Symbol o), wls’

3

(Symbol x) und wig” (Symbol ©) aller Simulationsrechnungen iiber dem expe-

rimentell ermittelten Verdampferaustrittsdruck p.

Die berechnete Geschwindigkeit des Antriebsstroms w}5” dndert sich laut

den Simulationsrechnungen von ungefihr 350 m/s bis 300 m/s und nimmt mit
steigendem Verdampferaustrittsdruck pygy und damit steigendem Mischdruck
bei gegebenem Antriebsdruck ps, annidhernd linear ab, weil der Antriebsstrom
mit steigendem Mischdruck weniger stark entspannt und entsprechend weniger
stark beschleunigt wird. Je héher der Antriebsdruck po ist, desto grofer ist die
lokale Antriebsgeschwindigkeit w!$" bei gegebenem Verdampferaustritts- bzw.
Mischdruck, was in Abb. 4.18 jedoch nur fiir die iiberkritischen Antriebsdriicke
klar zu erkennen ist. Die Unterschiede in den Geschwindigkeiten w5’ bei kon-
stantem Verdampferaustrittsdruck pyy und damit Mischdruck pj; resultieren
aus den bereits bei den Driicken diskutierten Anderungen der Isentropenexpo-
nenten, der Kompressibilitdtszahlen und deren Ableitungen des Realgases fiir
die unterschiedlichen Ruhezustéinde.

Beim Saugstrom treten diese Unterschiede ebenfalls auf, sind aber vernachlés-

sighar gering und daher in Abb. 4.18 nicht ersichtlich. Die berechnete Saug-
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stromgeschwindigkeit w}g’, die der Schallgeschwindigkeit a, entspricht, dndert

sich laut den Simulationsrechnungen von ungeféhr 157 m/s auf 149 m/s nicht
stark. Sie nimmt mit steigendem Verdampferaustrittsdruck p,o und damit stei-
gendem Mischdruck bei gegebenem Antriebsdruck ab.

Als Mak zur Quantifizierung der bei der Prandtl-Meyer-Expansion und dem pe-
riodischen Wechsel von Expansion und Kompression des Uberschallfreistrahls
auftretenden Verluste kann also die lokale Geschwindigkeit der reversiblen Ent-

Tev

spannung w.5’ verwendet werden.

Die Mischungsgeschwindigkeit vor dem Stofs w,, variiert zwischen ungefiahr
220m/s und 300 m/s und nimmt bei gegebenem Antriebsdruck in guter Néhe-
rung linear mit steigendem Verdampferaustrittsdruck psg bzw. Mischdruck py,
und damit steigender Mitfiihrrate p ab, wie in der Diskussion der statischen
Driicke vorausgesetzt. Je mehr Kéltemittel durch den Antriebsmassenstrom
aus dem Verdampfer gesaugt wird, desto stiarker verzogert sich der Mischmas-
senstrom. Die Verzogerung hingt vom Antriebsdruck pg ab. Bei konstantem
Mischdruck pj; gehort die hochste Mischungsgeschwindigkeit wj; zum hochs-
ten Antriebsdruck. Die Mischungsgeschwindigkeit vor dem Stoft w,, ist al-
so geeignet, um bei der Anpassung der experimentell ermittelten Ergebnisse
an die Modellrechnungen die Impulsverluste des Antriebsstroms im Vergleich
zum reversiblen Fall aufgrund der Wechselwirkungen mit dem Saugstrom, d.h.

Reibungs- und Stofverluste, abzubilden.

Die Geschwindigkeitsdifferenz zwischen Antriebs- und Mischstrom nimmt
bei hoheren Mitfiihrraten zu, wie in Abb. 4.18 erkennbar ist. Die Geschwin-
digkeit nach dem senkrechten Verdichtungsstofs wyy, dndert sich von 60 m/s
bis 100m /s und nimmt mit steigendem Mischdruck zu. Das Verhéltnis der Mi-
schungsgeschwindigkeit vor wj; und nach dem senkrechten Verdichtungsstof
Wy, spiegelt die Stiarke des Stofses wieder, d.h. die Entropiezunahme iiber
den Stofs. Je schneller die Mischung vor dem Stofs stromt, desto starker wird
sie im Verdichtungsstofs verzogert, was sich in einem vergleichsweise stérke-
ren Drucksprung widerspiegelt. Ebenso wie die Mischungsgeschwindigkeit vor
dem Stof wy, hangt auch die Mischungsgeschwindigkeit nach dem Stofs vom
Antriebsdruck ab.
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Messungs- und Rechnungsvergleich

In Abb. 4.19 sind der in der Simulation {iber die kritische Durchstrémung

im engsten Querschnitt berechnete Antriebsmassenstrom M* nach der

s$2,stm,T
Néherungsgleichung 4.3 (mit Kr = 1) sowie der nach der Idealgasgleichung
berechnete kritische Antriebsmassenstrom M:%im’id iiber dem experimentell

ermittelten Antriebsmassenstrom J\'JS*2 (Messgrofen VH, Ty und ppq) abge-

tragen.
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Abbildung 4.19: Berechnete Antriebsmassenstrome M*

s2,sim,T

(Symbol A) nach

der Niherungsgleichung 4.3 und M* (Symbol o) nach der Idealgasglei-

$2,stm,id

chung iiber dem experimentell ermittelten Antriebsmassenstrom M.

Der kritische Antriebsmassenstrom Ms*zsim,f wird durchgéingig hoher mit
einer relativen Abweichung von bis zu 5 % im Vergleich zum experimentell er-
mittelten Antriebsmassenstrom MZ, von 75g/s bis 135g/s berechnet, was sich
in der Grofenordnung der jeweiligen Messabweichungen bewegt. Bei der Be-
rechnung des Antriebsmassenstroms Ms*Q,sim,id mit der Idealgasgleichung wird
der experimentell ermittelte Antriebsmassenstrom hingegen durchgéngig iiber
die Messabweichungen hinaus um mehr als 10 % unterschitzt. Die Abweichun-
gen vergrofern sich mit steigendem Antriebsmassenstrom bzw. Antriebsdruck
nennenswert auf bis zu 20 % bei einem Antriebsdruck pg von 41,5 bar. Die

Verwendung der Idealgasgleichung ist also nicht sinnvoll.
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Der Antriebsmassenstrom M?%

@2.sim Wird also bei gegebenem Ruhezustand T

und ps mit der Naherungsgleichung des Realgases 4.3 grofer als mit der Ide-
algasgleichung berechnet, was in dem Realgasfaktor Z bzw. Zy - K begriindet
ist, der fiir die Ruhezustéinde der Experimente immer kleiner als Eins ist, wie in
Abb. 2.11 erkennbar ist. Diese Erhohung des kritischen Antriebsmassenstroms
e

o sim Dimmt mit steigendem Antriebsruhedruck pg, und damit sinkendem

Realgasfaktor zu. Durch die Erhéhung wird der experimentell ermittelte kri-
tische Antriebsmassenstrom M7, besser abgebildet. Sie muss in der Simula-
tionsrechnung wie auch in der Auslegung des engsten Lavaldiisenquerschnitts
beriicksichtigt werden.

Die Abweichungen des kritischen Antriebsmassenstroms M. «2.sim,7 Nach der Na-
herungsgleichung 4.3 weisen auf eine Einschniirung der Stromung in der La-
valdiise hin. Beide Antriebsmassenstrome aus Abb. 4.19 wurden zunéchst mit
der geometrisch engsten Querschnittsfliche der Lavaldiise A,,;,2 berechnet. Der

Antriebsmassenstrom der Simulation M kann mit einer Einschniirungs-

s2,sim,T
zahl K nach GI. 4.4 von 0,95% an den experimentell ermittelten Antriebsmas-
senstrom M, angepasst werden. Die Abweichungen sind dann vernachlissigbar
wie an der gestrichelten Linie AM?Y, = 5% in Abb. 4.19 erkennbar ist. Der

mit der Idealgasgleichung berechnete kritische Antriebsmassenstrom M;2,sim,id

unterschétzt unter Beriicksichtigung der Einschniirungszahl den experimentell

ermittelten kritischen Antriebsmassenstrom noch starker.
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Zur Anpassung der in den Simulationen berechneten Mitfiihrrate p an die
experimentell ermittelte Mitfiihrrate wird eine Korrektur der Antriebsstrom-
geschwindigkeit w’$" mit dem Verlustkoeffizienten ¢ vorgenommen (vgl. Abb.
4.21), wie in Abschnitt 4.3.2 diskutiert wurde. In Abb. 4.20 ist der Verlustko-
effizient ¢ aus Gl 4.17 sowie die den Verlustkoeffizienten im Simulationsmo-
dell beschreibende Ausgleichsgerade iiber dem Verhiltnis aus lokaler Antriebs-

stromgeschwindigkeit w]$" und lokaler Mischungsgeschwindigkeit wy, fiir alle

Experimente beim kritischen Gegendruck abgetragen.
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Abbildung 4.20: Verlustkoeffizient ¢ und Ausgleichsgerade {iber dem Verhéltnis
aus lokaler Antriebsstromgeschwindigkeit w!$” und lokaler Mischungsgeschwin-

digkeit wj; beim kritischen Gegendruck.

Der Verlustkoeffizient ¢ ergibt sich durch die Anpassung der berechneten,
bis auf den senkrechten Verdichtungsstofs verlustfreien Mitfithrraten figim, unkor
aus Gl. 4.18 unter der Verwendung der lokalen Stromungsgeschwindigkeit w7’
aus Gl. 4.22 an die experimentell ermittelten Mitfithrraten p (s. Abb. 4.21).
Der Verlustkoeffizient ¢ soll den Impulsverlust des Antriebsstroms aufgrund
von Reibungs- und Stofsverlusten im Antriebsstrom abbilden, weswegen er als
eine Funktion der lokalen Antriebsstromgeschwindigkeit w5’ definiert wird.

Die Verluste des Antriebsstroms aufgrund der Wechselwirkungen mit dem

Saugstrom, d.h. Reibung und Stofverluste zwischen beiden Strémungen, ver-
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ringern ebenfalls die Mitfiihrrate p. Dieser Effekt wird durch die Geschwindig-
keit der Mischung wj,; in der Anpassungsgleichung fiir ¢ ausgedriickt.

Der Verlustkoeffizient in Abb. 4.20 ist durchgéngig kleiner als Eins, was bedeu-
tet, dass die experimentelle Mitfiihrrate p im unkorrigierten Simulationsmodell
erwartungsgemif durchgingig iiberschétzt wird. Der Verlustkoeffizient verrin-
gert sich mit dem von 1,1 bis 1,4 ansteigenden Geschwindigkeitsverhiltnis
(wgo/wyr) in guter Naherung linear von ungeféhr 0,94 auf 0, 81, was sich phy-
sikalisch wie folgt interpretieren ldsst. Bei einer zunehmenden Nachexpansion
bzw. einem Anstieg der Antriebsstromgeschwindigkeit nehmen die Verluste der
Nachexpansion des Freistrahls zu. Bei zunehmender Mitfiihrrate p bzw. stei-
gendem Saugmassenstrom und damit sinkender Mischungsgeschwindigkeit w,
nehmen die Verluste aufgrund der Wechselwirkungen zwischen dem Antriebs-
und Saugstrom zu.

Die lokale Antriebsstromgeschwindigkeit w?5” ist im Modell gleich der lokalen
Mischungsgeschwindigkeit wj;, wenn der Antriebsstrom keinen Massenstrom
aus dem Verdampfer saugt. Fiir diesen Fall ist der Verlustkoeffizient ¢ ent-
sprechend der Geraden 0,99, weil Reibungsverluste und Stofverluste im Uber-
schallfreistrahl auch dann auftreten.

Der Verlustkoeffizient ¢ ldsst sich mittels der in Abb. 4.20 abgetragenen Aus-
gleichsgeraden mit lediglich zwei Parametern, d.h. einem Achsenabschnitt und
einem Steigungsparameter, gut abbilden und in die Simulationsrechnung inte-
grieren. Die Verlustkoeffizienten ¢ streuen geringfiigig um maximal 0,01 um
die Ausgleichsgerade. Die lokale Antriebsstromgeschwindigkeit w$” aus Abb.

4.18 wird durch die Ausgleichsgerade mit steigendem Verhéltnis (wl$"/war)
um etwa 6 % bis 20 % korrigiert.
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Abb. 4.21 zeigt die mit dem Verlustkoeffizienten ¢ korrigierte Mitfiihrrate
der Simulationsrechnung f4;,,, das Verhaltnis aus unkorrigierter und korrigier-
ter Mitfithrrate (tsimunkor/thsim) und die jeweiligen relativen Abweichungen

Ap = (fgim — p)/p iber der experimentellen Mitfiihrrate p beim kritischen

Gegendruck.
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Abbildung 4.21: Mitfiihrrate der Simulation f,, (Symbol A), Verhéltnis aus
unkorrigierter und korrigierter Mitfithrrate (itsim unkor/ftsim) (Symbol o) und
relative Abweichungen Ap (Symbol x) iiber der experimentellen Mitfiihrrate
i beim kritischen Gegendruck.

Die Mitfithrrate der mit der Ausgleichsgerade ¢ korrigierten Simulation fi,
bildet die experimentelle Mitfiihrrate u groftenteils gut ab. Das Verhéltnis aus
unkorrigierter und korrigierter Mitfiihrrate (figim unkor/ftsim) bleibt bis zu ei-
ner Mitfiihrrate p von ungefihr 0, 2 relativ konstant bei einem Wert von 2,75
und nimmt dann mit steigender Mitfiihrrate kontinuierlich auf bis zu 3,25 zu.
Bei hohen Mitfiihrraten nehmen die Unterschiede zwischen dem korrigierten
und dem unkorrigierten Modell also zu, was auf mit der Mitfiihrrate steigende
Verluste hindeutet. Insgesamt sind die Unterschiede zwischen der korrigierten

und unkorrigierten Mitfiithrrate und damit auch die Verluste merklich.



4. Dampfstrahlverdichtung 195

Die Abweichungen der korrigierten berechneten und experimentellen Mitfiihr-
rate Ay bleiben groftenteils unter 10 % mit einer mittleren, arithmetischen
Abweichung von 7,8 %. Bei hoheren Mitfiithrraten bewegen sich die Abwei-
chungen durchgéngig in der Grékenordnung der Messabweichung. Abweichun-
gen auferhalb der Messabweichung ergeben sich vor allem fiir den Bereich von
Mitfiihrraten p geringer als 0,2, wo es auch einige Ausreifer auf bis zu —23 %
und 33 % gibt. Die Abweichungen Ap nehmen zunachst ab und steigen dann
an bevor sie zuletzt wieder sinken. Fiir diese Systematik gibt es bisher keine

Erklarung.

Das vorliegende physikalische eindimensionale Modell berechnet basierend
auf Masse-, Energie- und Impulserhaltung konsistent die sich im Dampfstrahl-
verdichter im Betrieb beim kritischen Gegendruck ergebenden Driicke, Ge-
schwindigkeiten und Massenstrome unter Beriicksichtigung des Realgasverhal-
tens, das sich insbesondere bei der Entspannung des Antriebsstroms auf die
Zustandsgrofen und den kritischen Antriebsmassenstrom auswirkt. Das Mo-
dell fufst vor allem auf der Annahme der Druckgleichheit zwischen Antriebs-
und Saugstrom dort, wo der Saugstrom die Schallgeschwindigkeit erreicht, so-
wie einer isobaren Mischung.

Zur Berechnung miissen lediglich die Dampfstrahlverdichtergeometrie, d.h. eng-
ster Lavaldiisen- und Lavaldiisenaustrittsquerschnitt, sowie die drei Ruhezu-
stande in Form des Ruhedrucks p,; und der Ruhetemperatur 75; als Ein-
gangsgrofen gegeben sein. Eine einfache Anpassung der Messergebnisse an
das bis auf den Verdichtungsstols verlustfreie Simulationsmodell erfolgt mit-
tels eines physikalisch interpretierbaren Verlustkoeffizienten ¢, der durch eine

Ausgleichsgerade in das Modell integriert wird.

Im Gegensatz zu der Berechnung der Mitfiihrrate p wie im experimentell
untermauerten Modell von Eames et al. (1995) und Sun und Eames (1996),
das auf den Gleichungen von Keenan und Neumann (1942) und Keenan et al.
(1950) basiert, wird die Annahme des idealen Gases in den Modellgleichun-
gen des vorliegenden Modells nur dort verwendet, wo sich keine merklichen
Unterschiede zum Realgas ergeben. Im Gegensatz zur Berechnung der Mit-
fithrrate p wie im experimentell gestiitzten Modell von Huang et al. (1999)
basiert die vorliegende Modellierung nicht auf der bei der Nachexpansion des

Uberschallfreistrahls im Querschnitt 2 resultierenden Fliche A, aus Gl. 4.12,
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die merklich durch das Realgasverhalten beeinflusst sowie durch die Prandtl-
Meyer-Expansion des Uberschallfreistrahls bestimmt wird, sondern auf der
Energieerhaltung in den jeweiligen Stromungen. Die Berechnung der Fliche
Ao zur Bestimmung der Mitfiihrrate fiihren fiir die vorliegenden Experimente

zu keinem physikalisch interpretierbaren Ergebnis.
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Kapitel 5

Koppelung von
Dampfstrahlkalteanlage und

Verbrennungsmotor

In folgendem Kapitel wird abschliefend eine Systembewertung des Konzepts
der Ladeluftkiihlung durch eine mit Abgaswirme angetriebene Dampfstrahl-
kilteanlage vorgenommen. Dazu werden zunéchst die Systemvoraussetzungen
zur weiteren Kiihlung der Ladeluft im Anschluss an die konventionelle La-
deluftkiihlung erarbeitet und eine mogliche Strategie zur Prozessregelung be-
schrieben. Die erzielbare Ladeluftkiihlung wird basierend auf den experimen-
tellen Messungen von Abgaswarmeiibertragung und Dampfstrahlverdichtung
mit dem Kéltemittel R134a berechnet. Zuletzt wird die theoretische Koppelung
von Dampfstrahlkilteanlage und Verbrennungsmotor nach den in Abschnitt
2.1.2 aufgefiihrten Kriterien bewertet und das weitere Verbesserungspotential
diskutiert.

5.1 Systemvoraussetzungen

Bei der Analyse wird vorausgesetzt, dass verringerte Ladelufttemperaturen
unabhéngig vom Betriebspunkt des Motors zu einer Erhohung des Motorwir-
kungsgrads genutzt werden konnen. Die mit der Abgaswirme angetriebene
thermische Kélteanlage erzielt unter dieser Voraussetzung unabhingig von der

konkreten motorischen Strategie zur Ausnutzung des verringerten Ladeluft-
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temperaturniveaus trivialerweise immer dann einen Wirkungsgradvorteil, wenn
im Ladeluftkiihler Il in Abb. 1.1 Kélteleistung bei so niedriger Temperatur er-
zeugt wird, dass eine weitere Kiihlung der Ladeluft nach der konventionellen
Ladeluftkiihlung mdoglich ist.
Die kilteanlagenseitigen Systemvoraussetzungen zur Vorteilhaftigkeit des Kon-
zepts werden durch die folgende Bewertung mittels der mittleren, treibenden
Temperaturdifferenzen im Vergleich zu einem Referenzsystem bestimmt. Als
Referenzsystem wird ein mit einem Wasser-Glykol-Gemisch arbeitendes Lade-
luftkiihlsystem herangezogen, das den Stand der Technik widerspiegelt.

Abb. 5.1 zeigt die Schaltungen eines solchen Ladeluftkiihlsystems (LLK)
und der thermisch angetriebenen Dampfstrahlkélteanlage (TKA).
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Abbildung 5.1: Schaltschema eines konventionellen Ladeluftkiihlsystems (links)

und der thermisch angetriebenen Dampfstrahlkilteanlage (rechts).

Beim Referenzsystem erfolgt die Abkiihlung der Ladeluft ATy, = (Thr. —
Trr.) unter der Aufnahme des Wiarmestroms im Ladeluftkiihler (LLK) durch
den Wasser-Glykol-Kreislauf. Der aus der Ladeluft aufgenommene Wirme-
strom wird im Riickkiihler (RK) unter Aufwiarmung von Umgebungsluft ATy, =
(Tyo — Ty,) an die Umgebung abgegeben.

Bei der mit dem Wéirmestrom aus dem Abgas angetriebenen Dampfstrahl-
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kilteanlage erfolgt die Abkiihlung der Ladeluft ATy, unter Aufnahme der
Kilteleistung im Verdampfer (V) und die Abgabe der Summe aus Kilte- und
Antriebsleistung an die Umgebung im Kondensator (K).

Bei einer Realisierung des Konzepts wiirden beide Schaltungen kombiniert:
Dem Verdampfer (V) wire ein konventioneller Ladeluftkiihler zur Kiihlung
der Ladeluft gegen die Umgebung in einem ersten Schritt vorgeschaltet wie
in Abb. 1.1 dargestellt. Die von der Dampfstrahlkélteanlage zusétzlich zu er-
zeugende Kilteleistung und damit auch die Antriebs- und Riickkiihlleistung
wiirden dadurch so gering wie mdoglich ausfallen. Die hier diskutierte Varian-
te dient dem vereinfachten Vergleich der Temperaturen der beiden einzelnen
Systeme, so dass von gleichen Ladeluft- sowie Umgebungsbedingungen 77 .
bzw. Ty . ausgegangen werden soll. Die Vorteilhaftigkeit der Kombination kann

daraus abgeleitet werden.
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Abb. 5.2 zeigt schematisch die Temperaturen 7' der beiden Warmeiibertra-
gerschaltungen (LLK und TKA) aus Abb. 5.1 iiber dem iibertragenen nor-
mierten Warmestrom Qnorm; d.h. den Temperaturverlauf der Ladeluft 77,
des Wasser-Glykol-Gemischs Ty und der Umgebungsluft 7y sowie die Tem-
peraturen des Kéltemittels im Verdampfer 7T} und im Kondensator Tk der

thermischen Kélteanlage.

A
T TiLe

Abbildung 5.2: Temperaturen T des Ladeluftkiihlsystems (LLK) und der ther-

mischen Kilteanlage (TKA) iiber dem iibertragenen normierten Wérmestrom

Qnorm .

Es wird angenommen, dass alle Warmeiibertrager im Gegenstrom ausge-
fiihrt sind. Die Abkiihlung der Ladeluft AT}y soll fiir den Vergleich in beiden
Schaltungen zunéchst identisch sein, obwohl die Austrittstemperatur der La-
deluft 171, , in der Dampfstrahlkélteanlage im Gegensatz zum konventionellen
Ladeluftkiihler auch auf Temperaturen unter die Umgebungstemperatur Ty,
abgekiihlt werden kann.

Die im Ladeluft- und im Riickkiihler sowie im Verdampfer iibertragenen
Wirmestrome  sind dann identisch, wihrend der im Kondensator an die
Umgebung abzugebende Wirmestrom der Dampfstrahlkilteanlage um den An-
triebswirmestrom grofer als der Wéarmestrom im Riickkiihler ist (vgl. Gl

2.11). Zur besseren Ubersicht sind deshalb die tatsichlich iibertragenen Wir-
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mestrome Q in Abb. 5.2 auf den im Betriebspunkt insgesamt iibertragenen
Wiérmestrom normiert aufgetragen.

Auch die Aufwiarmung der Umgebungsluft ATy soll in beiden Schaltungen
fiir den Vergleich identisch sein, was impliziert, dass der Luftmassenstrom im
Kondensator bei gleicher Luftwarmekapazitit aufgrund der groferen abzufiih-
renden Wiarmemenge im Vergleich zum Riickkiihler gréfler sein muss.

Eine mogliche Unterkiihlung oder Uberhitzung des Kiltemittels in Verdampfer
oder Kondensator der Kilteanlage sollen vernachlissigt werden. Des Weiteren
wird vorausgesetzt, dass die Warmeiibertragerflichen mit den iibertragenen
Warmestromen skaliert werden. Unter diesen Annahmen lésst sich die auf den
treibenden Temperaturdifferenzen basierende, graphische Gegeniiberstellung
der Wiarmeiibertragerschaltungen mittels Abb. 5.2 anstellen.

Zuerst wird das konventionelle System betrachtet. Es wird vorausgesetzt,
dass der Wirmekapazititsstrom des Wasser-Glykol-Gemischs Cyy ¢ groker als
der Wirmekapazitatsstrom der Ladeluft C’LL ist. Bei der Abkiihlung der La-
deluft und der Aufwirmung des Wasser-Glykol-Gemischs im Ladeluftkiihler
stellt sich zwischen der Austrittstemperatur der Ladeluft 7%, und der Ein-
trittstemperatur des kalten Wasser-Glykol-Gemischs Ty, somit die in Abb.
5.2 gezeigte kleinste treibende Temperaturdifferenz AT xo = (Tore—Twek)
ein.

Der Warmekapazitiatsstrom des Wasser-Glykol-Gemischs C’WG ist in der Dar-
stellung grofer als der Wiarmekapazititsstrom der Umgebungsluft Cyr. Bei der
Abkiihlung des heifen Wasser-Glykol-Gemischs von Ty ¢, auf Ty, und der
Aufwirmung der Umgebungsluft im Riickkiihler (RK) stellt sich zwischen der
Eintrittstemperatur des kalten Wasser-Glykol-Gemischs Ty und der Ein-
trittstemperatur der Umgebungsluft 7y, die treibende Temperaturdifferenz
ATk = (Twar — Tu,e) ein.

Die erreichbare Ladelufttemperatur des Ladeluftkiihlsystems 771 , 1k berech-
net sich demnach als Summe aus Umgebungstemperatur 777 und der treiben-
den Temperaturdifferenzen des Riickkiihlers AT}k 1 und des Ladeluftkiihlers
ATy k2 wie folgt:

Tiparik =Tve+ ATip1 + ATk o (5.1)

Im Vergleich hierzu stellt sich bei der Dampfstrahlkilteanlage die kleinste
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treibende Temperaturdifferenz im Kondensator AT7pg 4, zwischen der Kon-
densationstemperatur T und der Austrittstemperatur der sich erwdrmenden
Umgebungsluft Ty, ein, d.h. ATrga1 = (Tx — Ty.). Der Warmekapazitéts-
strom der Umgebungsluft C; bzw. bei gleicher Aufwirmung der Umgebungs-
luft AT, der Kiihlluftmassenstrom My muss bei der Kilteanlage aufgrund des
grofseren Riickkiihlwirmestroms im Vergleich zum Ladeluftkiihlsystem grofier
sein, wie bereits erwidhnt wurde.

Im Verdampfer der Kélteanlage stellt sich zwischen der Ladelufttemperatur
am Austritt 777, , und der Verdampfungstemperatur 7y die kleinste treibende
Temperaturdifferenz ATy a9 = (T, — Tv) ein. Der Warmekapazititsstrom
der Ladeluft Cy;, der Kilteanlage ist identisch mit dem Wirmekapazititsstrom
der Ladeluft des Ladeluftkiihlsystems.

Die erreichbare Ladelufttemperatur der thermischen Kailteanlage 771 ,7xa
berechnet sich demnach unter Beriicksichtigung der Aufwirmung der Um-
gebungsluft im Kondensator ATy und dem Temperaturhub der Kélteanlage
AT aus Gl 2.2 wie folgt:

Tiraxa="Tue+ ATy + ATrgar — AThy + ATrg a2 (5.2)

Mit der Dampfstrahlkilteanlage soll die Austrittstemperatur der Ladeluft
111, im Vergleich zum konventionellen Ladeluftkiihler starker abgekiihlt wer-
den, um durch eine geeignete motorische Strategie das verringerte Ladeluft-

temperaturniveau zu einer Erhohung des Motorwirkungsgrads zu nutzen, was

bedeutet:

Triraxa <TorarLk (5.3)

Gl. 5.3 l&t sich unter Verwendung von GI. 5.1 und 5.2 umformen zu:

ATy + ATpgas — ATy + ATpgas < ATppga + ATk
ATy, > ATy + (ATrgar — ATprka) + (ATrgas — ATrrko) (5.4)

Zum Vergleich der in den jeweiligen Systemen erreichbaren Ladelufttem-
peraturen miissen die entsprechenden minimalen treibenden Temperaturdiffe-
renzen AT;; und AT, einander gegeniibergestellt werden. Es wird davon aus-

gegangen, dass die Warmedurchgangskoeffizienten von Ladeluftkiihler (LLK),
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Riickkiihler (RK), Verdampfer (V) und Kondensator (K) in guter N&herung
in der gleichen Grofenordnung liegen. Diese Annahme wird durch die Tat-
sache gerechtfertigt, dass der Warmeiibergang der Ladeluft- und der Umge-
bungsluft in den entsprechenden Ubertragern jeweils den gréften Widerstand
des Wirmedurchgangs darstellt. Die Warmeiibergéinge von Verdampfung und
Kondensation des Kéltemittels liegen iiber denen des Wasser-Glykol-Gemischs,
weshalb die Warmedurchginge bei gleichen lade- und umgebungsluftseitigen
Bedingungen bei der Dampfstrahlkilteanlage nicht geringer als beim konven-

tionellen Ladeluftkiihler sein werden.

Bei gleicher Auskiihlung der Ladeluft AT}, in beiden Systemen sind im

Mittel die treibenden Temperaturdifferenzen am Verdampfer grofer als die
des Ladeluftkiihlers, wie am Temperaturverlauf der Ladeluft 777, des Wasser-
Glykol-Gemischs Ty und der Temperatur im Verdampfer in Abb. 5.2 er-
sichtlich wird. Deshalb ist die treibende Temperaturdifferenz des Verdampfers
ATrg a2 nie grofer als die treibende Temperaturdifferenz des Ladeluftkiihlers
ATprk 2, d.h. ATy > ATpgas. Gleiche treibende Temperaturdifferenzen
wiirden sich in beiden Warmeiibertragern lediglich fiir den Grenzfall eines un-
endlichen Wirmekapazitiitsstroms des Wasser-Glykol-Gemischs Clye — 0o in
einer isolierten Betrachtung ohne den Riickkiihler einstellen.
Die treibenden Temperaturdifferenzen des Kondensators sind im Mittel unab-
hingig von der Aufwidrmung der Umgebungsluft und des Warmekapazitits-
stroms des Wasser-Glykols grofer als die des Riickkiihlers, wie am Tempe-
raturverlauf des Wasser-Glykol-Gemischs Ty, der Umgebungsluft 7y und
der Temperatur im Kondensator in Abb. 5.2 ersichtlich wird. Daher wird
auch die treibende Temperaturdifferenz des Kondensators ATrg 4, nie gro-
fer sein als die treibende Temperaturdifferenz des Riickkiihlers ATy k1, d.h.
ATk > ATk ;. Bei unendlichem Wiarmekapazitétsstrom des Wasser-Gly-
kol-Gemischs C’WG — oo erreichen Kondensator und Wasser-Glykol-Kreislauf
gleiche treibende Temperaturdifferenzen gegeniiber der Austrittstemperatur
der Umgebungsluft Ty;,. Mit der Steigerung des Wérmekapazititsstrom des
Wasser-Glykol-Gemischs steigt jedoch auch die treibende Temperaturdifferenz
ATrrk -

Zusammenfassend lésst sich also unter Beriicksichtigung von GI. 5.4 die Aus-

sage treffen, dass die vom Abgas angetriebene thermische Dampfstrahlkéltean-
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lage immer dann vorteilhaft gegeniiber einem mit Wasser-Glykol-Gemisch ge-
kiihltem Ladeluftkiihler ist, wenn der Hub der Kélteanlage ATy, die Aufwir-
mung der Umgebungsluft am Kondensator ATy iibersteigt, d.h. ATy, > ATy.
Eine gednderte Stromfiihrung wie beispielsweise eine Fiihrung im Kreuzstrom
dndert die vorausgehende Analyse im Grunde nicht.
Der Hub der Kilteanlage ATy, sollte demnach trivialerweise so grof wie
moglich und die Aufwirmung der Umgebungsluft am Kondensator ATy so
gering wie moglich sein. Deshalb muss der Kondensator der Dampfstrahlkélte-
anlage unbedingt direkt gegen die Umgebung riickgekiihlt werden, um weitere
die Aufwarmung der Umgebungsluft am Kondensator erh6hende Temperatur-
differenzen aufgrund von zusétzlichen Wéarmeiibertragerschaltungen zu ver-
meiden. Die Aufwirmung der Umgebungsluft am Kondensator ATy wird bei
gegebener Umgebungstemperatur durch den im Kraftfahrzeug realisierbaren
Kiihlluftmassenstrom My begrenzt (vgl. Abschnitt 2.1.2), weshalb die Riick-
kithlwidrmestrome so gering wie moglich bzw. das thermische Warmeverhéltnis
COPy, so grofs wie moglich sein miissen (vgl. Gl. 2.11).

Die Dampfstrahlkilteanlage konnte in Koppelung mit dem Verbrennungs-

motor wie im Folgenden beschrieben geregelt werden.

5.2 Regelung der Dampfstrahlkalteanlage

Ziel der Regelung ist eine moglichst geringe Ladelufttemperatur vor Motorein-
lass T 1,4, da wie bei der Analyse im vorigen Abschnitt vorausgesetzt wird, dass
verringerte Ladelufttemperaturen unabhingig vom Betriebspunkt des Motors
zu einer Erhohung des Motorwirkungsgrads genutzt werden kénnen. Zum Be-
trieb der Dampfstrahlkilteanlage miissen die Kéaltemittelpumpe und das Ex-
pansionsventil aus Abb. 2.2 geregelt werden. Der Prozess regelt sich also nicht
selbst.

Durch die Regelung soll iiber das Erzielen einer moglichst geringen Lade-
lufttemperatur hinaus die Dampfstrahlkilteanlage im wirkungsgradgiinstigen
Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters beim kritischen Gegendruck be-
trieben werden, sofern die abgas- und umgebungsseitigen Bedingungen dies
zulassen. Zum anderen muss durch die Regelung gewéhrleisten werden, dass

die geringstmogliche antriebs- und verdampferseitige Eintrittstemperatur in
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den Dampfstrahlverdichter 773" bzw. T’ nicht unterschritten wird, da es
ansonsten zu Betriebsstérungen kommt!.

Der Abgasmassenstrom M4, und die Abgaseintrittstemperatur 74, . werden
der Kilteanlage durch den Motorbetriebspunkt vorgegeben. Aufserdem sind die
Umgebungstemperatur 7. und die von der Umgebungstemperatur und einer
gegebenenfalls dem Verdampfer vorgeschalteten konventionellen Ladeluftkiih-
lung abhangige Ladelufteintrittstemperatur 77, . festgelegt. Eine mogliche Re-
gelung der Ladelufttemperatur vor Motoreinlass 17z, , fiir die Koppelung von
Dampfstrahlkilteanlage und Verbrennungsmotor konnte mit den genannten

Randbedingungen wie im Schaltschema in Abb. 5.3 dargestellt funktionieren.
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Abbildung 5.3: Schaltschema der thermisch angetriebenen Dampfstrahlkilte-

anlage mit Regelgrofen.

Die Austrittstemperatur des Kéltemittels Ty, aus dem Abgaswérmeiiber-
trager sinkt mit steigendem Kaéltemittelmassenstrom M, bei einem gegebe-
nen Abgasmassenstrom M 4, einer gegebenen Abgaseintrittstemperatur 7,
und einer zundchst als gegeben angenommenen Eintrittstemperatur des Kal-
temittels in den Abgaswérmeiibertrager, die durch die Wéarmeiibertragung im

Kondensator bestimmt wird. Die geringstmdgliche antriebsseitige Eintritts-

! Zur Prozessbeschrinkung durch Kondensation in der Lavaldiise oder das Ansaugen von
Kiéltemitteltropfchen aus dem Verdampfer s. Abschnitt 2.2.1.
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temperatur in den Dampfstrahlverdichter 77" steigt mit dem Kiiltemittelan-
triebsdruck pso. Der Kéltemittelantriebsdruck pg, nimmt bei festem engsten
Querschnitt der Lavaldiise des Dampfstrahlverdichters mit ansteigendem Kél-
temittelmassenstrom M, zu. Die Kiltemittelpumpe (P) muss also genau den
Kaltemittelmassenstrom MKm fordern, bei dem die benotigte Antriebstempe-
ratur 77" erreicht wird. Der iibertraghbare Wirmestrom Q stellt sich bei der
Regelung der Antriebstemperatur Ty, entsprechend dem Kéiltemittelmassen-

strom M, ein.

Die Umgebungstemperatur 7y, bestimmt das Temperaturniveau der Kon-
densation Tx, auf dem die Summe aus Antriebs- und Kilteleistung an die
Umgebung abgefiihrt werden muss (vgl. Abb. 5.2). Der sich bei der Regelung
einstellende Antriebsdruck ps bestimmt den bei der Dampfstrahlverdichtung
realisierbaren kritischen Kondensatorgegendruck p*® und die daraus resul-
tierende kritische Kondensationstemperatur 7%, Deswegen miissen bei der
Regelung der Antriebstemperatur Ty, iiber die Kéltemittelpumpe je nach Um-
gebungstemperatur 7. drei Félle unterschieden werden.

Der Dampfstrahlkilteprozess kann nicht im Auslegungsbereich aus Abb. 2.10
betrieben werden, wenn das erreichbare Temperaturniveau der Kondensation
TF bei maximal moglichem Kiihlluftmassenstrom My und gegebener Um-
gebungstemperatur 7y, nicht ausreicht, um den Riickkiihlwérmestrom Q1 im
Kondensator an die Umgebung abzufiihren. In diesem Fall stellt sich konden-
satorseitig ein hoherer als der kritische Kondensatorgegendruck p*7 ein. Die
erzielte Kilteleistung ist im Vergleich zum Auslegungsbetrieb immer geringer
und die Verdampfungstemperatur hoher (vgl. Abschnitt 2.4.1), so dass die La-
delufttemperatur vor Motoreinlass 771, , bei ansonsten gleichen Bedingungen
nicht so weit wie im Auslegungsbetrieb abgesenkt werden kann. Es wird kei-
ne Kilteleistung mehr erzeugt, wenn der Kondensatorgegendruck iiber dem
Grenzgegendruck des Dampfstrahlverdichters liegt (vgl. Abschnitt 2.4.1). In
diesem Fall zu geringen Abgasenergieangebots wird die minimale antriebsseiti-
ge Temperatur 775" mittels der Kiltemittelpumpe iiber den Kiltemittelmas-
senstrom My, geregelt.

Der Dampfstrahlkilteprozess kann im Auslegungsbereich betrieben werden,

wenn das erreichbare Temperaturniveau der Kondensation T gréRer als das

durch die Umgebungstemperatur bestimmte tatsichliche Kondensationsdruck-
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niveau ist, was bedeutet, dass der gemessene Kondensatorgegendruck p,; gerin-
ger als der zum Antriebsdruck pg, gehorige kritische Kondensatorgegendruck

p*ritist. In diesem Fall wird der Dampfstrahlverdichter zwar im Auslegungs-

bereich aus Abb. 2.10, aber nicht beim kritischen Kondensatorgegendruck p*7
bzw. auf der kritischen Gegendruckkurve betrieben, wo das thermische Wir-
meverhiltnis COP,, und der hydraulische COP, die vergleichsweise héchsten
Werte erreichen, wie in Abschnitt 4.4.3 gezeigt und diskutiert wurde. Der
Antriebsdruck ps, und damit einhergehend der Kondensatorgegendruck pg
bzw. das Temperaturniveau der Kondensation Tk sollte iiber den geforder-
ten Antriebskiltemittelmassenstrom soweit abgesenkt werden, bis der gemes-
sene Kondensatorgegendruck py; dem kritischen Kondensatorgegendruck p’yit
entspricht. Der kritische Kondensatorgegendruck p*® kann aus dem gemesse-
nen Antriebsdruck berechnet werden. Durch das Absenken des Antriebsdrucks
verschiebt sich der Betriebspunkt des Dampfstrahlverdichters von der Aus-
legungsbetriebsebene bis auf die kritische Gegendruckkurve. In diesem Fall
ausreichenden Abgasenergieangebots wird der Kéltemittelmassenstrom abge-
senkt, so dass die antriebsseitige Uberhitzung AT, zunimmt, was das thermi-
sche Warmeverhaltnis COP,;, jedoch nicht wesentlich beeinflusst, wie in Ab-
schnitt 4.4.4 erlautert wurde. Hierbei wird nicht die minimale antriebsseitige
Temperatur 775", sondern der zum kritischen Kondensatorgegendruck phyit
gehorige geringstmogliche Antriebsdruck p™™ mittels der Kéltemittelpumpe
iiber den Kéltemittelmassenstrom Mg, geregelt.

In die Regelung der minimalen antriebsseitigen Temperatur 77" wird tri-
vialerweise nicht eingegriffen, wenn das Abgasenergieangebot im letzten mog-
lichen Fall genau ausreicht, um den Dampfstrahlkilteprozess bei gegebener
Umgebungstemperatur Ty, beim dem kritischen Gegendruck p® zugehori-

gen Antriebsdruck ps zu betreiben.

Die geringstmogliche verdampferseitige Eintrittstemperatur in den Dampf-
strahlverdichter 7/0*" kann durch die Regelung der verdampferseitigen Uber-
hitzung ATy mittels eines thermostatischen Expansionsventils (TEV) durch
die Messung des Drucks py und der Temperatur T,y nach dem Verdampfer ge-
regelt werden. Entsprechend der Stellung des Expansionsventils ergibt sich der
aus dem Verdampfer gesaugte Kéltemittelmassenstrom M und damit die bei

geringstmoglichem Verdampferaustrittsdruck pyy und damit einhergehend bei
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geringstmoglicher Verdampfungstemperatur Ty, erzeugte Kilteleistung QO, die
wiederum die bei gegebenen Randbedingungen niedrigste erreichbare Ladeluft-
temperatur vor Motoreinlass 17, , bestimmt. Die niedrigste Ladelufttempera-
tur T, wird durch die Regelung der verdampferseitigen Uberhitzung AT
mittels des thermostatischen Expansionsventils auch bei der Druckabsenkung
bei Regelung des Antriebsdrucks pso erzielt, weil die Verdampfungstemperatur
Ty bei gleicher Kilteleistung bei den geringeren Antriebsdriicken immer ge-
ringer als bei den hoheren Antriebsdriicken ist (s. Beispiel aus Abb. 4.12 aus
Abschnitt 4.4.3).

In folgendem Abschnitt werden die Ladelufttemperaturen berechnet, die mit
einer Dampfstrahlkilteanlage mit dem untersuchten Abgaswérmeiibertrager-
und Dampfstrahlverdichterprototyp in Koppelung mit einem Verbrennungs-

motor erreicht werden konnten.

5.3 FErzielbare Ladeluftkiihlung

Die erzielbaren Ladelufttemperaturen werden basierend auf den experimen-
tellen Messungen von Abgaswirmeiibertragung und Dampfstrahlverdichtung
mit dem Kiltemittel R134a aus den Kapiteln 3 und 4 berechnet. Es wurden
auch Experimente mit der Koppelung von Dampfstrahlkilteanlage und dem
Verbrennungsmotor durchgefiihrt (s. Kadunic und Zegenhagen, 2013b), um
den grundsétzlichen Funktionsnachweis des gekoppelten Betriebs auch experi-
mentell zu erbringen. Die Experimente wurden allerdings mit einem anderen
Dampfstrahlverdichterprototyp unternommen und sind auferdem fiir eine um-
fassende Bewertung nicht ausreichend.

Zur Berechnung der Ladelufttemperaturen sind zunéchst die abgasseiti-
gen Bedingungen, d.h. Abgasmassenstrom M4, und Abgaseintrittstemperatur
Uape, zum Antrieb der Dampfstrahlkélteanlage zu klaren. Die fiir den in Ka-
pitel 4 untersuchten Dampfstrahlverdichter benotigten Antriebswiarmestrome
Q5 von 16kW bis zu 26, 5 kW (s. Abb. E.52) wurden in den Experimenten mit
dem Abgaswirmeiibertragerprototyp aus Kapitel 3 bei den geringen zur Ver-
fiigung stehenden Abgaseintrittstemperaturen nicht bei jedem Abgasmassen-
strom erreicht. Daher miissen die experimentellen Messergebnisse des Abgas-

warmeiibertragerprototyps grofstenteils zu den vom untersuchten Dampfstrahl-



5. Koppelung von Dampfstrahlkilteanlage und Verbrennungsmotor 209

verdichter benotigten Antriebswirmestromen extrapoliert werden. Im Anhang
E.3 wird anhand von Abb. E.53 gezeigt, dass bei extrapolierten Abgaseinlass-
temperaturen v 4 . zwischen 530°C und 1000°C (s. Tab. E.3) die Warmestréme
fiir Abgasmassenstrome M 4, von 300kg/h, 400kg/h und 500kg/h zum Antrieb

des Prozesses ausreichen.

Bei Kenntnis der abgasseitigen Bedingungen kénnen die erzielbaren Lade-
lufttemperaturen 77, in Abhéngigkeit von der Umgebungstemperatur 7y,
berechnet werden, wenn die Ladelufteintrittstemperatur in den Verdampfer
der Kélteanlage T . festgelegt wird. Es werden im Folgenden zwei Félle un-
terschieden und gerechnet. Zum einen soll angenommen werden, dass sich die
Ladelufteintrittstemperatur in Abhéngigkeit von der Umgebungstemperatur
Ty andert und immer um 25K iiber der Umgebungstemperatur Ty, liegt.
Zum anderen wird von einer konstanten Ladelufteintrittstemperatur in den
Verdampfer der Kélteanlage von 30 °C ausgegangen, die beispielsweise durch
eine vorgeschaltete konventionelle Ladeluftkiihlung erreicht wird. Die erzielba-
ren Ladelufttemperaturen vor Motoreinlass Tz, konnen fiir beide Félle mit
einigen zusétzlichen Annahmen berechnet werden.

Die von der Dampfstrahlkilteanlage in den Experimenten im Betrieb beim
kritischen Kondensatorgegendruck erzeugte Kilteleistung QO kann fiir einen
gegebenen Antriebsdruck pgs durch Gl 4.32 in Abhéngigkeit vom Verdamp-
fungsdruck psy bzw. von der Verdampfungstemperatur 7y iteriert werden. Die
in Abb. 5.2 dargestellte Abkiihlung der Ladeluft ATy, = (Trre — Trr.a) auf-
grund der erzeugten Kilteleistung Qo der Dampfstrahlkilteanlage iRt sich
dann mittels Gl. 3.2 unter Kenntnis der spezifischen isobaren Warmekapazitét
¢p. 11, des Ladeluftmassenstroms MLL und der treibenden Temperaturdifferenz
am Verdampfer ATxga0 = (Trro — Tv) aus Abb. 5.2 berechnen.

Fiir die spezifische isobare Warmekapazitat der Ladeluft ¢, r;, wird in grober
Néaherung die gleiche spezifische isobare Wiarmekapazitit wie fiir das Abgas
cp,ap angesetzt, wodurch die benotigte Kélteleistung iiberschitzt wird, da der
eingebrachte Kraftstoff je nach Verbrennungsluftverhéltnis in einer Erhohung
der spezifischen isobaren Warmekapazitit resultiert. Der Anteil an Verbren-
nungsprodukten des Kraftstoffs im Abgas wird in guter Ndherung vernachlés-
sigt, d.h. MLL = MAb. Auferdem wird angenommen, dass unter Vernachlissi-

gung der Uberhitzung des Kiltemittels am Verdampfer im Ladelufttrakt eine
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treibende Temperaturdifferenz ATy a0 = (T, — Ty) von 5K erreicht wird.

Das zur erzeugten Kilteleistung (o gehdrige thermische Wirmeverhiltnis
COP,;, und der hydraulische COP, lassen sich wie die Kélteleistung Qo als
Funktion des Verdampferaustrittsdrucks p,y bzw. der Verdampfungstempera-
tur Ty je nach Antriebsdruck pge mittels der Gl. 4.33 und 4.34 berechnen.
Zur Bestimmung der zu den beschriebenen Rechnungen gehorigen Umgebungs-
temperatur Ty, wird die Aufwidrmung der Umgebungsluft am Kondensator
ATy auf 10K festgelegt und unter Vernachlissigung der Unterkiihlung des
Kaltemittels im Kondensator von einer minimalen treibenden Temperaturdif-
ferenz ATrxa1 = (Txk — Ty.) aus Abb. 5.2 von 5 K ausgegangen.

Im Folgenden werden nun die Ergebnisse fiir die beiden vorgestellten Fille

gezeigt.
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Fall 1: Ladelufteintrittstemperatur in Abhingigkeit von der Umge-

bungstemperatur

Die berechneten Ladelufttemperaturen vor Motoreinlass ¥, , sowie die zuge-
horigen Kélteleistungen QO sind fiir von der Umgebungstemperatur abhingige
Ladelufteintrittstemperaturen in Abb. 5.4 iiber dem thermischen Warmever-

hiltnis COP,;, abgetragen.
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Abbildung 5.4: Temperatur der Ladeluft vor Motoreinlass ¥, und Kél-
teleistung QO iiber dem thermischen Wiarmeverhéltnis COP,;, fiir von der
Umgebungstemperatur abhéingige Ladelufteintrittstemperaturen (Parameter
[ps2, Vvl 1; [43 bar, 25 °C], 2; [38 bar, 20 °C], 3; [33 bar, 14 °C], 4; [28 bar,
9°C|/ Parameter My.: a; 300 kg/h, b; 400 kg/h, ¢; 500 kg/h).

Die in Abb. 5.4 als Verbindung der berechneten Ladelufttemperaturen 9, ,
und Kilteleistungen Qo dargestellten Ausgleichskurven 1 bis 4 sind Kurven
konstanten Antriebsdruckniveaus ps von 43 bar, 38 bar, 33 bar und 28 bar. Sie
sind gleichzeitig Kurven konstanter maximaler Kondensationstemperatur 7%
von jeweils ungefihr 40 °C, 35°C, 29°C und 24 °C (vgl. Gerade aus Abb. 4.6).
Diese Kondensationstemperaturen entsprechen mit den getroffenen Annahmen
ATrgan = 5 K und ATy = 10 K Umgebungstemperaturen von jeweils 25 °C,
20°C, 14°C und 9 °C. Die Ladeluft tritt entsprechend der Annahme mit 25 K
iiber der jeweiligen Umgebungstemperatur, d.h. mit 50 °C, 45 °C, 39 °C und
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34 °C, in den Verdampfer der Kélteanlage ein.

Die in Abb. 5.4 dargestellten Ausgleichskurven a, b und ¢ sind Kurven konstan-
ten Ladeluftmassenstroms My, von jeweils 300 kg /h, 400 kg/h und 500 kg/h.
Aus den Kurven 1 bis 4 konstanten Antriebsdruckniveaus p,, und den Kurven
a, b und ¢ konstanten Ladeluftmassenstroms MLL ergibt sich das Arbeitsfeld

der Dampfstrahlkilteanlage.

Beim hochsten Antriebsdruck pge von 43 bar (Linie 1, a — ¢) wird die
Ladeluft von 50 °C in den verschiedenen Betriebspunkten je nach Ladeluft-
massenstrom My, von 300 kg/h (a), 400 kg/h (b) bzw. 500 kg/h (c) durch
erzeugte Kilteleistungen QO von jeweils 3,6 kW, 4,5 kW bzw. 5,3 kW bis auf
etwa 7°C, 9 °C bzw. 12 °C abgekiihlt. Die erzeugte Kilteleistung Qo steigt
mit zunehmendem Ladeluftmassenstrom MLL. Die Absenkung der Ladeluft-
temperatur nimmt hierbei ab, weil die fiir den h6heren Massenstrom benétigte
hohere Kilteleistung bei gegebenem Antriebsdruck ps nur durch Erhéhung des
Verdampferaustrittsdrucks p,y bzw. der Verdampfungstemperatur 4y, erreicht
werden kann. Dadurch nimmt aufterdem der von der Kélteanlage erzeugte Tem-
peraturhub ATy, von 38 K auf 33 K ab, weshalb das zugehorige thermische
Wiérmeverhéltnis COPy;, von 0,13 bis auf 0, 19 ansteigt.

Der Dampfstrahlverdichter kann bei dem Antriebsdruck ps von 43 bar unter
den getroffenen Annahmen bis zu einer hochsten Umgebungstemperatur von
25°C im Auslegungsbereich betrieben werden. Der in den jeweiligen Betriebs-
punkten bendtigte Antriebswiirmestrom ergibt sich mit der Kélteleistung Qo
und dem thermischen Wiarmeverhéltnis C'OP,;, aus Abb. 5.4. Die notigen ab-
gasseitigen Bedingungen sind Abb. E.53 zu entnehmen.

Bei geringeren Antriebsdriicken pgo (Linien 2 bis 4) sind die Umgebungstempe-
raturen, bis zu denen der Dampfstrahlverdichter im Auslegungsbereich betrie-
ben werden kann entsprechend geringer, weshalb auch die Ladelufteintrittstem-
peraturen in den Verdampfer ¥;r . geméf der getroffenen Annahme geringer
sind. Die von der Dampfstrahlkilteanlage in den verschiedenen Betriebspunk-
ten erzeugte Kilteleistung Qo nimmt mit sinkendem Antriebsdruck pg, (1 — 4)
bei gegebenem Ladeluftmassenstrom M, (Linie a, b und ¢) ab. Aufgrund der
geringeren Ladelufteintrittstemperatur wird die Ladeluft trotz der geringeren
Kalteleistung immer auf eine tiefere Temperatur abgekiihlt. Der erzeugte Tem-

peraturhub AT}y, sinkt mit abnehmendem Antriebsdruck pso, weswegen das
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thermische Warmeverhéltnis CO P, steigt. Die geringste Ladeluftaustrittstem-
peratur aus dem Verdampfer wird beim geringsten Ladeluftmassenstrom My,
und geringstem Antriebsdruck pg erreicht. Dann ist auch die Ladelufteintritts-
temperatur in den Verdampfer ¥/ . am kleinsten, weil die maximal erreichbare
Umgebungstemperatur am kleinsten ist.

Von der Dampfstrahlkilteanlage werden fiir die gegebenen Randbedingun-
gen und Annahmen in den verschiedenen Betriebspunkten Kilteleistungen Qo
zwischen 3 kW und 5,4 kW erzeugt, wodurch die Ladelufttemperaturen vor
Motoreinlass um 30 K bis 43 K auf Temperaturen zwischen —2 °C und 12 °C
abgesenkt werden. Die entsprechenden thermischen Warmeverhéltnisse CO Py,
belaufen sich auf 0,13 bis 0, 25.

In Abb. 5.5 sind der zugehérige hydraulische COP, und das thermische
Waérmeverhéltnis COP,;, als Funktion vom Antriebsdruck pg und dem Lade-
luftmassenstrom My, aufgetragen, wobei die Umgebungstemperatur vy, mit

dem Antriebsdruck pgs variiert.
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Abbildung 5.5: Hydraulische COP, iiber dem thermischen Wiarmeverhéltnis

COP,y, fir von der Umgebungstemperatur abhéngige Ladelufteintrittstempe-

raturen (Parameter |ps,0y.|: 1; |43 bar, 25 °C|, 2; [38 bar, 20 °C], 3; |33 bar,

14°C|, 4; [28bar, 9°C|/ Parameter My : a; 300kg/h, b; 400kg/h, ¢; 500kg/h).

Der hydraulische C'OP,, ist nach der Diskussion aus Abschnitt 4.4.3 und
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unter Beriicksichtigung von GIl. 2.10 erwartungsgeméf umso grofer, je kleiner
der Antriebsdruck ps und je grofer das thermische Warmeverhéltnis CO Py,
ist. Er steigt beim hochsten Antriebsdruck pgy von 43 bar (Linie 1) bei zuneh-
mendem Ladeluftmassenstrom My, (a — ¢) mit dem thermischen Wirmever-
héiltnis COP;, von 10 bis auf 15. Bei Absenkung des Antriebsdrucks steigt er
weiter bis auf 29. Die fiir die Kéltemittelpumpe benétigte Antriebsenergie ist
also bei geringen hydraulischen C'O P, auch ohne Beriicksichtigung zusétzlicher

Pumpenwirkungsgrade nicht vernachléssigbar.

Fall 2: konstante Ladelufteintrittstemperatur

Die berechneten Ladelufttemperaturen 97, sowie die zugehorigen Kélteleis-
tungen o sind fiir eine konstante Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C in

Abb. 5.6 iiber dem thermischen Warmeverhiltnis CO Py, abgetragen.
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Abbildung 5.6: Temperatur der Ladeluft vor Motoreinlass ¥, und Kélte-
leistung Qo iiber dem thermischen Warmeverhaltnis C'O Py, fiir eine konstante
Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C (Parameter |ps2,0y,|: 1; [43 bar, 25°C],
2; [38bar, 20°C|, 3; [33bar, 14°C], 4; [28bar, 9°C|/ Parameter M : a; 300kg/h,
b; 400 kg/h, ¢; 500 kg /h).

Beim hochsten Antriebsdruck pse von 43 bar (Linie 1, a — ¢) wird die La-

deluft entsprechend der getroffenen Annahme von 30 °C in den verschiedenen
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Betriebspunkten je nach Ladeluftmassenstrom M 7 von 300kg/h (a), 400kg/h
(b) bzw. 500 kg/h (c) durch erzeugte Kilteleistungen Qo von jeweils 2,2 kW,
2,8 kW bzw. 3,4 kW bis auf 3 °C, 5 °C bzw. 6 °C abgekiihlt. Die erzeugte
Kilteleistung Qo und die Ladelufttemperatur vor Motoreinlass U1, verlaufen
bei einem gegebenem Antriebsdruck qualitativ also wie bei der Berechnung
mit den von der Umgebungstemperatur abhéingigen Ladelufteintrittstempe-
raturen, wie der Vergleich von Abb. 5.6 mit Abb. 5.4 zeigt. Die erzeugten
Kilteleistungen Q) sind allerdings aufgrund der geringeren Ladelufteintritts-
temperatur beim héchsten Antriebsdruck pys geringer. Die Ladeluftabsenkung
hingegen ist grofer, weil die realisierbaren Verdampfungstemperaturen vy bei
den kleineren Kilteleistungen geringer sind. Bei gegebenem Antriebsdruck pgo
steigt das thermische Warmeverhéltnis COP,;, in Abb. 5.6 wegen des abneh-
menden Temperaturhubs AT}y, wie in Abb. 5.4 mit dem Ladeluftmassenstrom
M. Das thermische Wirmeverhiltnis COP,, von 0,08 bis 0,12 ist beim
héchsten Antriebsdruck pge aufgrund der geringeren Verdampfungstemperatu-
ren im Vergleich mit der Rechnung mit der von der Umgebungstemperatur
abhéingigen Ladelufteintrittstemperatur aus Abb. 5.4 schlechter.

Mit sinkendem Antriebsdruck nehmen die in den verschiedenen Betriebspunk-
ten erzeugten Kalteleistungen QO (1 — 4) bei gegebenem Ladeluftmassenstrom
My, (Linie a, b und ¢) im Gegensatz zur Berechnung aus Abb. 5.4 zu, so dass
die Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C stirker abgekiihlt wird. Die starke-
re Abkiihlung ist mdoglich, weil die realisierbaren Verdampfungstemperaturen
Yy bei den geringeren Antriebsdriicken pyo und gleicher Kélteleistung @, ver-
gleichsweise geringer sind. Der erzeugte Temperaturhub AT}, sinkt mit ab-
nehmendem Antriebsdruck pg und damit sinkender Kondensationstemperatur
I wwie in Abb. 5.4, weswegen das thermische Wirmeverhiltnis CO Py, steigt.
Die geringste Ladeluftaustrittstemperatur aus dem Verdampfer wird wie bei
der Berechnung aus Abb. 5.4 beim geringsten Ladeluftmassenstrom My, und
geringstem Antriebsdruck p,; erreicht.

Unter der Annahme einer konstanten Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C
werden von der Dampfstrahlkilteanlage fiir die gegebenen Randbedingungen
Kilteleistungen Qo zwischen 2,2 kW bis 3,8 kW erzeugt, wodurch die Lade-
lufttemperaturen vor Motoreinlass um 24 K bis 33 K bis auf Temperaturen

zwischen 6 °C und —3 °C abgesenkt werden. Damit sind die erzeugten Kélte-
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leistungen Qo im Vergleich zur Berechnung fiir die von der Umgebungstem-
peratur abhéngige Ladelufteintrittstemperatur durchgéngig geringer, weil die
Ladelufteintrittstemperaturen in diesem Fall immer grofer als die konstante
Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C sind. Die Ladeluft wird im Vergleich
jedoch aufgrund der geringeren Verdampfungstemperaturen ¢y, immer stirker
abgekiihlt. Die entsprechenden Wirmeverhéltnisse C'OP,;, bewegen sich zwi-
schen 0,08 bis 0,23 und sind damit insgesamt schlechter als in Abb. 5.4, weil
die von der Kilteanlage erzeugten Verdampfungstemperaturen v geringer
sind. Das Arbeitsfeld der Dampfstrahlkilteanlage ist beziiglich der erzeugten
Kalteleistungen Qo und der erzielten Ladelufttemperaturen 9, insgesamt
enger als in Abb. 5.4 und erstreckt sich zu etwas schlechteren thermischen
Warmeverhéltnissen CO P, weiter nach links.

In Abb. 5.7 sind der zugehorige hydraulische COP, und das thermische
Warmeverhéltnis COP,;, als Funktion vom Antriebsdruck ps und dem Lade-
luftmassenstrom A, aufgetragen, wobei die Umgebungstemperatur Uy mit

dem Antriebsdruck pg variiert.
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Abbildung 5.7: Hydraulische COP, iiber dem thermischen Wirmeverhiltnis
COPy, fiir eine konstante Ladelufteintrittstemperatur von 30 °C (Parameter
[ps2,0u¢]: 15 [43bar, 25°C], 2; [38bar, 20°C], 3; [33bar, 14°C], 4; [28bar, 9°C]/
Parameter M ;: a; 300 kg/h, b; 400 kg/h, ¢; 500 kg/h).
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Der hydraulische COP;, verlauft qualitativ wie bei der Berechnung mit den
von der Umgebungstemperatur abhingigen Ladelufteintrittstemperaturen, wie
der Vergleich von Abb. 5.7 mit Abb. 5.5 zeigt. Das Arbeitsfeld der Dampfstrahl-
kilteanlage ist beziiglich des hydraulischen COP,, enger als in Abb. 5.5 und
erstreckt sich zu etwas schlechteren thermischen Warmeverhéltnissen COP;,
weiter nach links. Der hydraulische CO P, liegt in der Betrachtung zwischen 6, 5
und 27 und damit durchgéngig schlechter als in Abb. 5.5, weil die in den ver-
schiedenen Betriebspunkten konstanter Antriebsenergie der Kéltemittelpumpe

erzeugten Kilteleistungen durchgingig geringer sind.

5.4 Systembewertung

Ladelufttemperaturen vor Motoreinlass 9, im Bereich von 0 °C bis 10 °C,
die mit der durch das Abgas angetriebenen Dampfstrahlkilteanlage unter den
genannten Bedingungen grundsétzlich erzielt werden konnen, fiihren bei Otto-
motoren durch eine Friihverstellung des Ziindzeitpunkts zusammen mit einer
Gemischabmagerung entlang der Klopf- und Zylinderdruckgrenze zur Steige-
rung des Motorwirkungsgrads von bis zu 18 % (Kadunic, Zegenhagen, und
Scherer, 2014; Kadunic und Zegenhagen, 2013a,b). Zur Bewertung des Sys-
tems miissen allerdings auch die in Abschnitt 2.1.2 diskutierten Kriterien be-
riicksichtigt werden, die den erreichbaren Wirkungsgradvorteil gegebenenfalls
verringern. Die hinsichtlich dieser Kriterien in den Kapiteln zur Abgaswarme-
iibertragung 3, zur Dampfstrahlverdichtung 4 und zur Koppelung erarbeiteten
wesentlichen Aspekte sollen im Folgenden nochmals zusammenfassend und im

Vergleich mit alternativen Abgaswirmenutzungskonzepten diskutiert werden.

gravimetrische und volumetrische Leistungsdichten

Die zusétzliche Masse der Dampfstrahlkilteanlage im Fahrzeug bedingt einen
Mehrverbrauch an Kraftstoff, der durch die gravimetrischen Leistungsdichten
des Abgaswirmeiibertrager- und Dampfstrahlverdichterprototyps sowie der
weiteren Komponenten grob abgeschatzt wird.

Der in Abschnitt 4.2 untersuchte Dampfstrahlverdichterprototyp wiegt ohne
Mafnahmen zur Gewichtsreduzierung etwa 4 kg, was bei den in der Koppe-

lung zu erzeugenden Kiélteleistungen von 2,3 kW bis 5,2 kW gravimetrischen
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Leistungsdichten von 0, 58 kWksire/kg bzw. 1, 30kWizie /kg entspricht. Die ma-
ximal erzielbare gravimetrische Prozessleistungsdichte wird also voraussichtlich
nicht durch den Dampfstrahlverdichter begrenzt, sondern iiber die benétigten
Wirmeiibertragerflichen festgelegt.

Mit einem Volumen des Dampfstrahlverdichters von 0,62 dm? ist die auf-
grund des begrenzten Bauraums wichtige, volumetrische Leistungsdichte von
3, 71 kWksie/dm? bzw. 8,39 kWsie/dm? hoch.

Der in Abschnitt 3.2 untersuchte Abgaswérmeiibertragerprototyp wiegt unge-
fahr 7kg, was bei den in der Koppelung benétigten und auch realisierbaren An-
triebswiarmestromen zwischen 16 kW und 26,5 kW gravimetrischen Leistungs-
dichten von 2,29 KW antrien/kg bzw. 3,79 KW antrien/kg entspricht. Das Gewicht
kann durch die Verringerung der iiberdimensionierten Kaltemittelrohrwand-
stdrke noch reduziert werden. Die gravimetrischen Leistungsdichten von bei
mobilen Klimaanlagen eingesetzten Verdampfern fiir R134a belaufen sich auf
5,88 kWike/kg und bei Kondensatoren auf 5,88 kWrickkiihlung/kg. Verdamp-
fer und Kondensator der Kilteanlage werden voraussichtlich bei der in der
Koppelung maximal nétigen Kélteleistung von 5,2 kW und einem maximalen
Riickkiihlwirmestrom von 35 kW hochstens 900 g bzw. 5 kg wiegen?.

Die volumetrische Leistungsdichte des untersuchten Abgaswéirmeiibertrager-
prototyps mit einem Volumen von 3,2 dm?® liegt bei 5 kWAntrieb/dm?’ bzw.
8,3 kWAnt,ieb/dm3 und damit in der Gréfenordnung von Verdampfern und
Kondensatoren mobiler Klimaanlagen.

Die wesentlichen Komponenten der Dampfstrahlkilteanlage aus Abb. 2.2, d.h.
Abgaswérmeiibertrager, Verdampfer und Kondensator sowie der Dampfstrahl-
verdichter selbst, werden fiir die diskutierte Koppelung also nicht mehr als
20 kg wiegen. Verdoppelt sich das Anlagengewicht durch die zusétzlich bend-
tigte Pumpe, das Expansionsventil und Rohrleitungen auf 40 kg, entstiinden
Kraftstoffmehrverbrauche von 0,028 L/100km fiir eine Konstantfahrt sowie
0,048 L/100km im NEFZ (vgl. Abschnitt 2.1.2).

Die im Vergleich mit alternativen thermischen Kélteverfahren (vgl. Ab-

schnitt 1.1) hohe gravimetrische und volumetrische Leistungsdichte des Dampf-

2Ein Riickkiihlwirmestrom von etwa 30kW ergibt sich bei einem Antriebsdruck von 43bar
und einer Kilteleistung von 2,2 kW bei einem thermischen Wérmeverhéltnis von ungeféhr
0,08 (vgl. Abb. 5.6).
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strahlkélteprozesses (vgl. Zegenhagen et al., 2009) wurde durch die Experi-
mente bei den in der mobilen Anwendung nétigen, geringen Kilteleistungen
experimentell bestéitigt. Der Mehrverbrauch an Kraftstoff und der zusétzliche

Bauraum sind deshalb vergleichsweise gering.

Prozesstemperaturniveau der Wiarmeabfuhr an die Umgebung

In der Diskussion in Abschnitt 4.4.3 sowie in den Berechnungen der Koppelung
wird deutlich, dass das thermische Warmeverhaltnis C'OP,, und der hydrau-
lische COP, stark sensitiv gegeniiber dem Temperaturhub der Kilteanlage
ATy sind. Der Verdampfer der Dampfstrahlkilteanlage sollte aufgrund der
starken Sensitivitdt wie in der Koppelung zur Vermeidung zusétzlicher trei-
bender Temperaturdifferenzen aufgrund von Warmeiibertragerschaltungen al-
so unbedingt direkt in den Ladelufttrakt des Verbrennungsmotors integriert
und der Kondensator direkt von der Umgebungsluft gekiihlt werden. Die in der
Koppelung angenommenen treibenden Temperaturdifferenzen am Verdampfer
ATrg a2 und am Kondensator ATk 41 von 5 K sind aulerdem hoch und kén-
nen entsprechend des Stands der Technik noch reduziert werden, was sich bei
ansonsten gleichen Randbedingungen positiv auf die Prozessgiiten auswirkt.
Eine geringere als die in der Koppelung angenommene Aufwirmung der Um-
gebungsluft am Kondensator ATy von 10 K ist fiir die groften berechneten
Riickkiihlwarmestrome von iiber 30 kW kaum realisierbar, weil bei einer spe-
zifischen Warmekaparzitiat der Umgebungsluft ¢, 7 von 1kJ/kgK ein Kiihlluft-
massenstrom am Kondensator von iiber 3 kg/s zur Riickkiihlung notig wire.
Kiihlluftmassenstrome in dieser Grofe sind derzeit die obere Grenze in verfiig-
baren Riickkiihlern des Motorkiihlmediums.

Der Temperaturhub wird in der Anwendung letztlich durch das Prozesstempe-
raturniveau der Warmeabfuhr an die Umgebung bzw. die kritischen Kondensa-
tions- und damit einhergehend die Umgebungstemperatur 7y, bestimmt, weil
die Verdampfungstemperaturen der Kélteanlage Ty, durch die zu erzielende Ab-
kiihlung der Ladeluft bis auf den Bereich von 0°C bis 10°C festgelegt sind. Der
Dampfstrahlkélteprozess besitzt einen Nachteil gegeniiber jedem Abwérmenut-
zungskonzept, bei dem sich die Prozessgiite mit Erhohung des Temperaturni-
veaus der Wérmeabfuhr nicht stark verschlechtert, so dass das Temperatur-

niveau bei steigenden Umgebungstemperaturen ohne eine starke Verringerung
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der Prozessgiite angehoben werden kann. Die Prozessgiite der rechtslaufigen
Kreisprozesse, d.h. der Thermoelektrik oder eines Kraftprozesses, verschlech-
tert sich bei steigender Temperatur der Warmeabfuhr, beim Dampfstrahlkalte-
prozess verschlechtert sich jedoch nicht nur der rechtsldufige Antriebskreislauf,
sondern auch der linksldufige Kéltekreislauf (vgl. Abb. 2.3).

Abgasgegendruck

Die sich durch den Abgaswirmeiibertrager ergebenden, abgasseitigen Druck-
verluste miissen wegen des Kraftstoffmehrverbrauchs bei jedem Abwéarmenut-
zungskonzept so gering wie mdoglich gehalten werden. Die experimentell ermit-
telten abgasseitigen Druckverluste des untersuchten Abgaswirmeiibertrager-
prototyps von bis zu 70 mbar sind nicht vernachlissigbar, wie in Abschnitt
2.1.2 diskutiert wurde. Die gesamten Druckverluste der Abgasstrecke miissen
sich aber nicht notwendigerweise um die zusétzlichen Druckverluste des Ab-
gaswiarmetibertragers erhohen, weil sich durch die Auskiihlung des Abgases
im Abgaswérmeitibertrager die Druckverluste in nachgeschalteten Komponen-
ten verringern, wie in Abschnitt 3.4.4 verdeutlicht wurde. Auferdem bestehen
durch eine Integration des Abgaswarmeiibertragers in den Schallddmpfer oder
durch eine Steigerung des Turboladerwirkungsgrads noch Moglichkeiten der
Erh6hung des Abgasgegendrucks entgegen zu wirken, so dass nachteilige Aus-
wirkungen des Abgaswirmeiibertragers auf den Motorprozess nicht zwingend
sind.

Die Dampfstrahlkilteanlage besitzt gegeniiber anderen Abgaswirmenutzungs-
konzepten hinsichtlich des Abgasgegendrucks gegebenenfalls einen Vorteil auf-
grund von geringen Anforderungen an den Abgaswirmeiibertrager und damit
einer vergleichsweise einfachen Gestaltung, die geringe Druckverluste ermdg-
licht. Beim Dampfstrahlkélteverfahren bedarf es prozessbedingt keiner grofien
Uberhitzungen des Arbeitsmediums oder geringer Temperaturdifferenzen zwi-
schen Abgas und Arbeitsmedium, wie in den Kapiteln 3 und 4 verdeutlicht
wurde. Lediglich die vergleichsweise hohen Prozessdriicken miissen kontrolliert

werden.

Zusammenfassend lisst sich festhalten, dass das Abgasenergieangebot auch
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bei den geringen thermischen Wiarmeverhéltnissen C'OP,;, grundsitzlich aus-
reicht, um den Dampfstrahlkilteprozess anzutreiben. Die aufgezeigten Pro-
zessleistungsdichten sind hoch, so dass der Kraftstoffmehrverbauch durch die
zusitzliche Masse gering und die Anlage trotz begrenzten Bauraums ins Fahr-
zeug integrierbar ist. Aufserdem ist eine Abgasgegendruckerh6hung bei giins-
tiger Gestaltung und Integration des Abgaswirmeiibertragers nicht zwingend,
weshalb der Abgasgegendruck keine Begriindung ist, das Dampfstrahlkiltever-
fahren als Abwirmenutzungskonzept zu verwerfen.

Einen wirklichen Nachteil gegeniiber alternativen Abgaswirmenutzungskon-
zepten wie der in Abschnitt 2.1.1 erwdhnten Thermoelektrik oder einem dem
Motor nachgeschalteten Kraftprozess besitzt das Dampfstrahlkélteverfahren
aufgrund der starken Sensitivitit des thermischen Warmeverhiltnisses CO Py,
gegeniiber der Erhéhung der Umgebungstemperatur.

Das in einigen Betriebspunkten der Koppelung bei hohen Antriebsdriicken
ps2 ermittelte geringe thermische Warmeverhéltnis CO Py, bedingt einen gerin-
gen hydraulischen C'O P, und hohe Riickkiihlwdrmestrome. Die entscheidenden
Griinde dafiir, das thermische Warmeverhéltnis COP,;, noch zu steigern, sind
also die hohen zusétzlichen Energieverbrauche der Kéltemittelpumpe sowie der
hohe Riickkiihlbedarf.

Eine Steigerung des Wirmeverhéltnisses COP,;, kann aufgrund der hohen
ladeluftseitigen Temperaturspreizungen AT}y, die sich in den Berechnungen
der Koppelung auf 24K bis 43K belaufen, durch eine mehrstufige Dampfstrahl-

verdichtung erreicht werden, wie im folgenden Abschnitt erlautert wird.
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5.5 Prozessverbesserung

Ein zweistufiger Dampfstrahlkélteprozess ist als Beispiel in Abb. 5.8 schema-
tisch dargestellt.

60
PH------ 24 » 52
30¢ &
ol o |
§107PK '''' 1 /"31) x|
~
T s % D / A1
PV2----<5 # 2!
A A A
) i / 7, A
2r Qo,z’ ’ PHub,i i

150 200 250 300 350 400 450 500
h/(kJkg™")

Abbildung 5.8: Schema eines zweistufigen Dampfstrahlkilteprozesses im p-h-

Diagramm fiir R134a.

Die sich bei den vergleichsweise hohen Temperaturhiiben AT}y, der Kélte-
anlage ergebenden hohen ladeluftseitigen Spreizungen ATy = (Tpre — Trra)
aus Abb. 5.2 erlauben die Erzeugung der insgesamt zu einer gewiinschten Ab-
kiihlung der Ladeluft notwendigen Kilteleistung Qo auf mehrere Verdamp-
fungsdruckniveaus py,;. Die insgesamt erzeugte Kélteleistung QO ergibt sich
dann aus den einzelnen, auf verschiedenen Verdampfungsdruck- und damit
Verdampfungstemperaturniveaus Jy; erzeugten Kélteleistungen Qoﬂ».

Das Verdampfungsdruckniveau der unteren Stufe py; in Abb. 5.8 bleibt zum
Erreichen gleicher Ladelufttemperaturen das gleiche Verdampfungsdruckni-
veau wie im einstufigen Prozess. Der dargestellte Druckhub der zuséitzlichen
Stufe Apgrup2 und damit einhergehend auch der Temperaturhub ATy, ver-
ringern sich im Vergleich zur einstufigen Anlage in der zusétzlichen Stufe, wie
in Abb. 5.8 gezeigt ist. Der verringerte Temperaturhub AT« fithrt dort zu
einem steigenden thermischen Warmeverhéltnis COPy, o. Durch die Erh6hung

des thermischen Wérmeverhéltnisses CO Py, o der in der zusitzlichen Stufe er-
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zeugten Kilteleistung Q[)’Q, erhoht sich das thermische Warmeverhiltnis der
insgesamt zu einer gewiinschten Abkiihlung der Ladeluft notwendigen Kélte-
leistung Q.

Um die mogliche Verbesserung des thermischen Wérmeverhéiltnisses COPy,
und des hydraulischen COP, durch eine Mehrstufigkeit ndherungsweise ab-
schitzen zu kénnen, werden die GIl. 4.33 und 4.34 fiir eine mehrstufige Dampf-

strahlkilteanlage wie folgt formuliert:

1
COPpn = Y ~-0,944- [1, 13+ 0,378 - In(py. /psz)] (5.5)
=1
"1
COPy = >~ [o, 127 - (psa)? — 11,4 - oo + 330}
1=1
[1, 13 + 0,378 - In(py.: /pSQ)} (5.6)

Die Verdampferaustrittsdriicke pyo; sind die Driicke, die eine Gleichverteilung
der Kilteleistung QOJ auf die verschiedenen Verdampfungsstufen erlauben, so
dass das mittlere thermische Wérmeverhéltnis CO Py, ,, und der mittlere hy-
draulische COP,, ,,, als arithmetische Mittelwerte der n Stufen berechnet wer-
den konnen.

In Abb. 5.9 ist das berechnete mittlere thermische Wéarmeverhéaltnis COPy,
und der mittlere hydraulische COP}, ,, liber der Anzahl von Verdampfungsstu-
fen n fiir die Randbedingungen des geringsten thermischen Wirmeverhéltnisses
COPy, von 0,08 aus Abb. 5.6 aufgetragen.
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Abbildung 5.9: Mittlere thermische Wérmeverhédltnis COPy, ,,, und mittlerer
hydraulischer COP}, ,, iiber der Anzahl von Verdampfungsstufen n.

Das berechnete mittlere thermische Wérmeverhéltnis CO Py, ,,, und der mitt-
lere hydraulische COP, ,,, verdoppeln sich fiir den in Abb. 5.9 dargestellten
Betriebspunkt von einer einstufigen zu einer zweistufigen Dampfstrahlkiltean-
lage. Ab der dritten Verdampfungsstufe n ist die Verbesserung der Effizienzen
geringer als 10 %. Bei einer zweistufigen Anlage verschieben sich die Arbeits-
felder der Dampfstrahlkilteanlage aus Abb. 5.4, 5.5, 5.6 und 5.7 insgesamt zu
besseren mittleren thermischen Warmeverhéltnissen COPFy,,, und hydrauli-
schen COP,, .

Zur Realisierung von zwei Verdampfungsdruckniveaus werden sowohl zwei pa-
rallel geschaltete Expansionsventile als auch zwei parallel geschaltete Dampf-
strahlverdichter benotigt, was die Anlagenkomplexitét erhoht. Der Verdampfer
muss kiltemittelseitig so aufgebaut sein, dass das Kéltemittel auf zwei unter-
schiedlichen Druckniveaus verdampfen kann.

Bei einer Parallelschaltung mehrerer Dampfstrahlverdichter besteht jedoch zu-
satzlich die Moglichkeit einer stufenweisen Regelung der Kilteleistung und der
Entkoppelung von Abgasenergieangebot und erzielbarem Antriebsdruck durch
Zu- und Abschalten der einzelnen Dampfstrahlverdichter dhnlich wie bei der in
Abschnitt 2.2.4 erlauterten Diisennadelregelung. Im Gegensatz zur Diisenna-

delregelung wird aufserdem eine Entkoppelung des Abgasenergieangebots von
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der erzielbaren Kondensationstemperatur erreicht (vgl. Abschnitt 2.2.4).
Durch einen verbesserten thermischen C'OP,;, verringern sich bei gegebe-
ner Kilteleistung @y sowohl der notwendige Antriebswirmestrom als auch der
Riickkiihlwérmestrom. Durch die Verringerung des benétigten Antriebsstroms
konnte entweder die Abgaswiarmeiibertragerfliche oder auch das benétigte Ab-
gastemperaturniveau ohne Steigerung von abgasseitigen Druckverlusten noch
gesenkt werden. Durch die Verringerung des Riickkiihlwiarmestroms konnte
entweder der bendtigte Kiihlluftmassenstrom am Kondensator gesenkt oder
die Aufwirmung der Umgebungsluft verringert werden, wodurch die Dampf-
strahlkilteanlage bis zu noch héheren als in der Koppelung berechneten Umge-
bungstemperaturen im Auslegungsbereich des Dampfstrahlverdichters betrie-
ben werden kann.
Die erzielbaren Prozessleistungsdichten sinken nicht notwendigerweise, weil sie
vor allem mit den Wiarmeiibertragerflichen, nicht aber mit dem Dampfstrahl-
verdichter oder dem Expansionsventil skalieren, wie in der Diskussion in Ab-
schnitt 5.4 erarbeitet wurde. Die Warmeiibertragerflichen des Abgaswirme-
iibertragers und des Kondensators verringern sich aber durch die Erhéhung
des thermischen Warmeverhéltnisses C'O P,;,, weshalb sich die Prozessleistungs-
dichten insgesamt durch mehrere Expansionsventile und Dampfstrahlverdich-

ter nicht verringern miissen.
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Kapitel 6

Schlussbetrachtung

6.1 Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit wurden die Eigenschaften sowie die Eignung und
das Potential eines mit Abgaswirme angetriebenen Dampfstrahlkilteprozes-
ses mit dem Kiltemittel R134a zur weiteren Kiihlung der Ladeluft im An-
schluss an die konventionelle Ladeluftkiihlung bei aufgeladenen Ottomotoren
im Kraftfahrzeug analysiert. Kernkomponenten des Kélteprozesses sind der
Abgaswirmeiibertrager sowie der Dampfstrahlverdichter, die getrennt vonein-
ander experimentell und theoretisch untersucht wurden. Fiir die Ubertragung
der Abgaswiarme auf das Kéltemittel sowie die Dampfstrahlverdichtung im
iiber- und unterkritischen Druckbereich wurden mit Messungen untermauerte
Simulationsmodelle entwickelt, die zu einem besseren Verstindnis der physika-
lischen Vorgéinge beitragen. Die Ergebnisse der Abgaswirmeiibertragung und
der Dampfstrahlverdichtung dienen abschlieftend einer das Abgaswirmenut-
zungskonzept bewertenden Systembetrachtung.

Mit dem Abgaswirmeiibertragerprototyp wurden vor den Untersu-
chungen mit dem Kiltemittel R134a zur Uberpriifung der abgasseitigen An-
nahmen des vereinfachten Wiarmeiibertragungsmodells und zur Einstufung der
Grofkenordnung des abgasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten Referenzex-
perimente mit einem Wasser-Glykol-Gemisch unternommen. Die in den Re-
ferenzexperimenten iibertragenen Warmestrome konnten qualitativ zutreffend
und quantitativ ausreichend genau mit in der Literatur gingigen Warmeiiber-
gangsbeziehungen nach Gnielinski (1975a,b, 1978, 1995) abgebildet werden.
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Zur quantitativ ausreichend genauen Berechnung mussten allerdings die aus
den hohen Temperaturdifferenzen zwischen Abgas und Kiihlmittel resultie-
renden Anderungen der Fluideigenschaften mit der Korrektur der Nusseltbe-
ziehungen nach Gregorig (1973) im Wéarmeiibertragungsmodell beriicksichtigt
werden. Mit dem Modell wurden mittlere abgasseitige Wérmeiibergangskoef-
fizienten zwischen 40 W/m?K und 250 W/m?K bei Abgasmassenstromen von

40 kg/h bis 600 kg/h berechnet.

In den Experimenten mit dem Kéiltemittel R134a wurden bei Ab-
gasmassenstromen von 200 kg/h bis 600 kg/h und Abgaseinlasstemperaturen
zwischen 450 °C und 550 °C mit dem Abgaswirmeiibertragerprototyp Wérme-
strome von 7,5 kW bis 20,5 kW vom Abgas auf das Kéltemittel iibertragen.
Die Wérmedurchgangskoeffizienten der Messungen mit dem Kéltemittel lagen
zwischen 120 W/m? und 240 W /m?.

In den Experimenten entsprachen Anderungen der abgasseitigen Einlasstem-
peratur um £100K hinsichtlich des iibertragenen Warmestroms ungefihr einer
Anderung des Abgasmassenstroms um 4100 kg/h. Die iibertragenen Wirme-
strome steigen also bei fiir Ottomotoren iiblichen héheren Abgastemperaturen
in der Koppelung mit dem Verbrennungsmotor noch. Dariiber hinaus kann
der Wirmestrom durch eine VergroRerung der Ubertragerfliche des Abgas-
warmeiibertragerprototyps bei einem Wéirmeiibertragerwirkungsgrad von nur
15 % wegen der hohen treibenden Temperaturdifferenzen zwischen Abgas und
Kéltemittel ebenfalls noch gesteigert werden. Aufierdem ergeben sich laut den
Modellrechnungen bei der Lingsumstromung des Abgases um die Kéltemittel-
rohre die geringsten Wiarmeiibergangskoeffizienten des Abgases. Die lings vom
Abgas umstrémte Fliache betrigt aber bei dem Abgaswérmeiibertragerproto-
typ etwa 80 % der gesamten Warmeiibertragerfliche. Zur Erhohung der Wér-
mestromdichte kénnte demnach die Fiihrung der Kéiltemittelrohre bei einem
verbesserten Abgaswérmeiibertragerprototyp in eine durchgéngig quer vom
Abgas angestromte Fiihrung umgestaltet werden. Die iibertragharen Wirme-
strome reichen deshalb in weiten Teilen und vor allem im oberen Lastbereich
des Motorbetriebsfelds grundsétzlich aus, um den Dampfstrahlkilteprozess an-
zutreiben.

Der im Experiment iibertragene Warmestrom weist in den beschriebenen Be-

triebsgrenzen eine weitgehende Unabhingigkeit vom Kéltemitteldruck zwi-
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schen 25 bar und 51 bar auf und wird mafgeblich durch die Abgastemperatur
und den Abgasmassenstrom bestimmt. Das liegt zum einen darin begriindet,
dass die absoluten Anderungen der treibenden Temperaturdifferenzen mit dem
Kaltemitteldruckniveau relativ betrachtet gering und damit fiir den iibertrage-
nen Wérmestrom nicht ausschlaggebend sind. Zum anderen ist die Abgasseite
der bestimmende Widerstand des Warmedurchgangs. Das Kiltemitteldruck-
niveau zum Antrieb des Dampfstrahlkilteprozesses kann also fiir die Prozess-
regelung ohne Beeintrichtigung des Wérmestroms in Abhéngigkeit von der
Abgastemperatur und dem Abgasmassenstrom in weiten Grenzen frei gewahlt
werden.

Die gesamten Messungen mit dem Abgaswiarmeiibertrager wurden nach ei-
ner dreimonatigen Messpause nochmals reproduziert. Eine die reproduzierten
Messungen beeinflussende Zersetzung des Kéltemittels R 134a wurde nicht fest-
gestellt, weil die Temperaturen der Kaltemittelrohre nahe bei den Kéltemit-
teltemperaturen sind.

Die unabhingig vom Kiltemitteldruck im Abgaswérmeiibertragerprototyp er-
zielten iiberkritischen Kaltemitteliiberhitzungen AT, reichen bei den unter-
suchten Kéltemitteldriicken von bis zu 50 bar aus, um bei der Expansion
in der Lavaldiise des Dampfstrahlverdichters nicht in das Nassdampfgebiet
zu gelangen und so den Dampfstrahlverdichter problemlos zu betreiben. Das
Einstellen héherer killtemittelseitiger Uberhitzungen von einigen Kelvin im
unterkritischen Druckbereich hingegen wurde in den Experimenten mit dem
Abgaswiarmeiibertragerprototyp nicht erreicht. Vermutlich sind die Probleme
auf eine Mitnahme und Nachverdampfung von Kéltemitteltropfchen zuriick-
zufithren, deren vollstindige Vermeidung eine aufwendigere Gestaltung des
Abgaswirmeiibertragers bedingen wiirde. Auch die unterschiedliche Lénge der
Kaltemittelrohre ist vor dem Hintergrund einer unvollstindigen Verdampfung
im Warmeiibertrager ungiinstig, weshalb die Fiihrung der Rohre so umge-
staltet werden sollte, dass die Rohre alle gleich lang sind. Grundséitzlich ist
es fiir die einfache Ausfiihrung des Abgaswirmeiibertragers vorteilhaft, den
sich der Wéarmeiibertragung anschliekenden Dampfstrahlkélteprozess im un-
terkritischen Druckbereich mit dem in den Experimenten ohne komplizierte
Abscheidung erzeugten Sattdampf betreiben zu kénnen.

Die Abgasmassenstrome von 200kg /h bis 600kg/h resultieren in abgasseitigen
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Druckverlusten des Abgaswirmeiibertragerprototyps von ungefihr 8 mbar bis
70 mbar. Die Druckverluste sind im Hinblick auf die erh6hte Ladungswech-
selarbeit des Motors nicht vernachlédssigbar. Die gesamten Druckverluste der
Abgasstrecke erhohen sich aber nicht zuséitzlich um die Druckverluste des Ab-
gaswiarmeiibertragers, weil sich durch die Auskiihlung des Abgases im Abgas-
warmeiibertrager die Druckverluste in nachgeschalteten Komponenten verrin-
gern. Auferdem kann durch eine Integration des Abgaswérmeiibertragers in
den Schallddmpfer oder durch eine Steigerung des Turboladerwirkungsgrads
noch einer Erh6hung des Abgasgegendrucks entgegengewirkt werden, so dass
nachteilige Auswirkungen des Abgaswirmeiibertragers auf den Motorprozess
ausbleiben.

Durch Verringerung der Kaltemittelrohrwandstiarken besteht bei dem Abgas-
warmeiibertragerprototyp mit einem Gewicht von 7kg und einem Bauvolumen
von 3,2dm? weiteres Potential zur Gewichts- und Volumenreduzierung bei der
sich als fiir die hohen Kéltemittelbetriebsdriicke als geeignet erwiesenen einfa-

chen Rohrbiindelbauweise.

Die Simulationen der Warmeiibertragung im iiberkritischen Druck-
bereich des Kiltemittels bilden die experimentellen Ergebnisse mit der Kor-
rektur der Nusseltbeziehungen nach Krasnoshchekov und Protopopov (1959)
mit einer mittleren, arithmetischen Abweichung von 4,7 % gut ab. Die mit
den jeweiligen Wiarmeiibertragerflichen gemittelten kiltemittelseitigen Wér-
meiibergangskoeffizienten von 450 W/m?K bis 1230 W/m?K sind in den Simu-
lationsrechnungen grofer als die gemittelten abgasseitigen Warmeiibergangs-
koeffizienten von 100 W/m?K bis 240 W/m?K, jedoch sind die Verhiltnisse
der gemittelten Warmeiibergangskoeffizienten von 4,3 bis 6 nicht derart grof,
dass der kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient keinen Einfluss auf den
Wirmedurchgang besitzt. Geméaft den Simulationsergebnissen konnte dement-
sprechend durch eine Halbierung des Kéltemittelrohrquerschnitts der iibertra-
gene Wirmestrom je nach Randbedingungen der Wiarmeiibertragung noch um
ungefahr 20 % bis 30 % gesteigert werden.

Der killtemittelseitige Wirmeiibergangskoeffizient wird stark durch die An-
derung der Fluideigenschaften in Wandnéhe bestimmt. Im Mittel wird der
kiltemittelseitige Warmeiibergangskoeffizient um etwa einen Faktor 2 deutlich

verstirkt. Der berechnete Warmeiibergangskoeffizient der fliissigen Kéltemit-
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telstromung wire ohne die Korrektur aufgrund der Anderung der Fluideigen-
schaften nicht viel grofer als der abgasseitige Wérmeiibergangskoeffizient. Der
Einfluss der Anderung der Fluideigenschaften besonders in der Nihe des kri-
tischen Punkts muss deshalb bei den hohen Temperaturdifferenzen zwischen
dem Abgas und dem Kiltemittel in die Modellierung des Warmeiibertrags ein-
fliefsen.

Mit der Modellierung der unterkritischen Warmeiibertragung auf Basis
der Siedekennzahl und unter der Annahme des voll ausgebildeten unterkiihl-
ten Siedens ab dem Rohreintritt mit den Wérmeiibergangsbeziehungen nach
Kandlikar (1998, 1990) und Groeneveld und Delorme (1976) werden ausrei-
chend genaue quantitative Ergebnisse mit einer mittleren, arithmetischen Ab-
weichung von 12% erzielt. Die lokalen kiltemittelseitigen Warmeiibergangsko-
effizienten von 200 W /m?K bis 60000 W /m?K iibersteigen die lokalen abgassei-
tigen Wirmeiibergangskoeffizienten von 90 W/m?K bis 450 W/m?K laut den
Simulationsergebnissen immer um eine oder mehrere Gréfenordnungen. Die
gute qualitative Abbildung der Wirmestrome mit dem Modell fiir die unter-
kritische Verdampfung ist daher nicht erstaunlich, weil die kiltemittelseitigen
Wirmeiibergangskoeffizienten so grofs sind, dass allein die Abgasseite den iiber-
tragenen Warmestrom bestimmt.

Das durchgingige Uberschiitzen des iibertragenen Wirmestroms weist nach
durchgingigem Unterschitzen bei den Referenzmessungen entgegen der Mo-
dellannahmen auf eine Verzogerung des Siedebeginns am Rohreinlauf hin. Die
Verzogerung diirfte laut den Simulationen jedoch nur gering sein. Eine geeig-
nete Korrelation zur Berechnung der Verzogerung wurde in der Literatur nicht

gefunden und somit im Modell nicht implementiert.

Der Dampfstrahlverdichterprototyp wurde mit dem Kéltemittel R134a
mit Antriebsdriicken von 25,5 bar bis 41,5 bar im iiber- und unterkritischen
Kaltemitteldruckbereich betrieben. Ein Unterschied des Betriebsverhaltens im
iiber- im Vergleich zum unterkritischen Druckbereich zeichnete sich in den Ex-
perimenten nicht ab.

Im iiberkritischen Druckbereich wurde das Kiltemittel um ungefihr 5 K ge-
geniiber der pseudokritischen Temperatur iiberhitzt und im unterkritischen
Druckbereich wurde der Dampfstrahlverdichter durchgingig mit Sattdampf

angetrieben, wodurch experimentell nachgewiesen wurde, dass die mit dem Ab-
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gaswiarmeiibertragerprototyp eingestellten Kéltemittelaustrittszustinde zum
ungestorten Betrieb des Dampfstrahlkélteprozesses ausreichen. Da es beim
Dampfstrahlkélteprozesses keiner grofen antriebsseitigen Kiltemitteliiberhit-
zungen bedarf, lasst sich der Abgaswirmeiibertrager einfach gestalten und es
lassen sich hohe Leistungsdichten erzielen. Die zum Antrieb des Dampfstrahl-
kilteprozesses benotigten Wirmestrome von 15 kW bis 27 kW sind mit dem
einfachen Abgaswirmeiibertragerprototyp aus dem Abgas auf das Kéltemittel
iibertragbar.

Der Betrieb der Dampfstrahlkéilteanlage wird bei gegebenen thermodynami-
schen Randbedingungen, d.h. bei gegebenen antriebs-, kondensator- und ver-
dampferseitigen Druck- und damit Temperaturniveaus, mafgeblich durch die
Betriebscharakteristik des Dampfstrahlverdichters bestimmt. Die experimen-
tellen Ergebnisse der Dampfstrahlverdichtung untermauern die Theorie, dass
sich die Betriebscharakteristik eines geometrisch festen Dampfstrahlverdich-
ters am besten dimensionslos in Form der Mitfiihrrate in Abhéngigkeit von
den Druckverhédltnissen 7y o und 7, 5o darstellen ldsst.

Zwischen der Mitfiihrrate und dem Druckverhéltnis my 5o besteht im Ausle-
gungsbereich des Dampfstrahlverdichters ein anndhernd logarithmischer Zu-
sammenhang. Der logarithmische Zusammenhang erklart die steile Abnahme
der Mitfiihrrate bei einer Verringerung des Verdampfungsdrucks bei gegebe-
nem Antriebsdruck.

krit

Die kritischen Gegendruckverhiltnisse 7.7’

, andern sich in den Experimenten
nicht, sondern sind im Rahmen der Messabweichungen ein konstanter Wert
von ungefihr 0,23. Der Betrieb des Dampfstrahlverdichters beim kritischen
Gegendruck p*r® ist am giinstigsten, weil die Druck- und damit die Tempera-
turhiibe unabhéngig vom Antriebsdruck dort bei einem gegebenen thermischen
Wirmeverhéltnis ungefdhr gleich und am gréfiten sind.

Die Darstellung eignet sich zur Beschreibung der Betriebscharakteristik des
Dampfstrahlverdichters sowie zu dessen empirischer Abbildung und zum Ver-
gleich verschiedener Dampfstrahlverdichtergeometrien.

Die Skalierung der Kilteleistung des Dampfstrahlkilteprozesses mit dem Kal-
temittel R134a in den fiir die Anwendung im Kraftfahrzeug interessanten Kal-
teleistungsbereich von 1,5 kW bis 6 kW wurde experimentell nachgewiesen.

Die Kilteleistungen wurden bei Kondensationstemperaturen von bis zu 38 °C
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erzielt, womit die Riickkiihlung der Dampfstrahlkilteanlage bis zu hohen Um-
gebungstemperaturen erméglicht wird.

Die bei den genannten Kéltemittelantriebsdriicken mit dem Dampfstrahlver-
dichter erreichten absoluten Verdampfungstemperaturen von —15°C bis 10°C
und die dazu gehdrigen Temperaturhiibe von 41K bis 15K im Betrieb beim kri-
tischen Kondensatorgegendruck ermdglichen grundsétzlich eine weitere Kiih-
lung der Ladelufttemperatur nach dem konventionellen Ladeluftkiihler.

Das thermische Warmeverhéltnis des Dampfstrahlkilteprozesses C'OP,, ent-
spricht in den Experimenten anndhernd der Mitfiihrrate und variiert je nach
erzeugtem Temperaturhub zwischen 0,05 und 0, 35. Die Kélteleistung und der
hydraulische COP,, hingen je nach Antriebsdruck linear von der Mitfiihrrate
ab. Je héher der Antriebsdruck ist, desto grofer ist die erzeugte Kélteleistung
bei gegebener Mitfiihrrate und desto geringer ist der hydraulische COP,, der
in den Experimenten zwischen 5 und 45 liegt. Zum Erreichen moglichst ho-
her thermischer Warmeverhéltnisse und hydraulischer C'O P, sollte deshalb in
Abhéngigkeit von der Umgebungstemperatur bzw. von den kondensatorseiti-
gen Randbedingungen iiber den geringstmdoglichen Antriebsdruck immer der
geringstmogliche kritische Kondensatorgegendruck eingeregelt werden.

Bei der Untersuchung der antriebsseitigen Uberhitzung wurde erarbeitet, dass
eine Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung bei ansonsten gleichen Bedin-
gungen keinen starken Einfluss auf die Mitfiihrrate besitzt und das thermische
Wirmeverhiltnis sich dadurch nicht verschlechtert. Das Absenken des An-
triebsdrucks zur Regelung der Dampfstrahlkilteanlage in Koppelung mit dem
Verbrennungsmotor und einer bei konstantem Abgasenergieangebot damit ge-
gebenenfalls einhergehenden Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung wirkt
sich deshalb nicht nachteilig auf die Prozessgiite aus.

Bei dem untersuchten Dampfstrahlverdichterprototyp besteht mit einem Ge-
wicht von 4 kg und einem Bauvolumen von 0,62 dm?® noch Potential zur Ge-

wichtsreduzierung.

Das in der vorliegenden Arbeit entwickelte physikalische eindimensiona-
le Modell der Dampfstrahlverdichtung berechnet basierend auf Masse-,
Energie- und Impulserhaltung konsistent die sich im Dampfstrahlverdichter
im Betrieb beim kritischen Gegendruck ergebenden Driicke, Geschwindigkei-

ten und Massenstrome unter Beriicksichtigung des Realgasverhaltens des Kil-
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temittels. Das Modell fuftt vor allem auf der Annahme der Druckgleichheit
zwischen Antriebs- und Saugstrom in den Betriebszustdnden, in denen der
Saugstrom aufgrund der in den Experimenten beobachteten vom Gegendruck
unabhéngigen Konstanz die Schallgeschwindigkeit erreichen muss, sowie einer
isobaren Mischung.

Das Realgasverhalten wirkt sich insbesondere bei der Entspannung des An-
triebsstroms von den hohen antriebsseitigen Driicken bis auf die niedrigen ver-
dampferseitigen Driicke aus. Im Vergleich zum Idealgas &ndern sich dabei auf-
grund der sich dndernden Isentropenexponenten, Kompressibilitdtszahlen und
deren Ableitungen die Druckverhiltnisse und Geschwindigkeiten am Austritt
der Lavaldiise, was nicht nur bei der Modellierung und Berechnung, sondern
auch bei der Auslegung des divergenten Lavaldiisenteils beriicksichtigt werden
muss. Aber auch das kritische Druckverhéltnis bleibt nicht konstant, sondern
dndert sich vom Antriebs- zum Saugstrom aufgrund unterschiedlicher Isentro-
penexponenten um bis zu 10 %.

Zur Bestimmung der Antriebs- und Kalteleistung muss die Erhéhung des kri-
tischen Antriebsmassenstroms aufgrund des Realgasverhaltens in der Simula-
tionsrechnung wie auch in der Auslegung des engsten Lavaldiisenquerschnitts
unbedingt beriicksichtigt werden. Beim Antriebsdruck von 41,5 bar ergeben
sich ansonsten Abweichungen im Antriebsmassenstrom um iiber 20 %.

Aus dem Vergleich des berechneten und experimentell ermittelten Antriebs-
massenstroms ergibt sich eine Einschniirungszahl von 0,95 %, mit der der
berechnete Antriebsmassenstrom an den experimentell ermittelten Antriebs-
massenstrom angepasst werden kann, so dass die verbleibenden Abweichungen
vernachlassigbar sind.

Durch die Anpassung der im Simulationsmodell berechneten Mitfiihrrate an
die experimentellen Ergebnisse mittels eines physikalisch interpretierbaren Ver-
lustkoeffizienten, der als Ausgleichsgerade in das Modell integriert wird, kann
die Mitfiihrrate der Dampfstrahlverdichtung bei Kenntnis der Dampfstrahlver-
dichtergeometrie im iiber- und unterkritischen Druckbereich in Abhéngigkeit
von den drei Ruhezustédnden mit einer mittleren, arithmetischen Abweichung
von 7,8 % berechnet werden. Tm Gegensatz zu aus der Literatur bekannten
Koeffizienten umfasst der Verlustkoeffizient ¢ in vorliegender Arbeit die Im-

pulsverluste des Antriebsstroms, d.h. die Dissipation in der Lavaldiise aufgrund
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von Wandreibung, von Stofverlusten im Uberschallfreistrahl und von Wechsel-
wirkungen mit dem Saugstrom, d.h. Reibung und Stofverluste zwischen beiden
Strémungen. Aus der Diskussion der Modellergebnisse wurde eine funktionale
Abhéngigkeit des Verlustkoeffizienten von der Antriebs- sowie der Mischungs-
geschwindigkeit abgeleitet.

Die in der Koppelung von Dampfstrahlkilteanlage und Verbrennungsmo-
tor erzielbare Ladeluftkiihlung wird basierend auf den experimentellen Mes-
sungen von Abgaswirmeiibertragung und Dampfstrahlverdichtung und einigen
zusitzlichen Annahmen fiir den Fall einer konstanten oder einer von der Umge-
bungstemperatur abhéngigen Ladelufteintrittstemperatur in den Verdampfer
der Kilteanlage berechnet. Die in der Koppelung berechneten potentiell erziel-
baren Ladelufttemperaturen von 12°C und —3°C sind in dem fiir Ottomotoren
zur Steigerung des Wirkungsgrads nutzbaren, ladeluftseitigen Temperaturbe-
reich.

Die aufgezeigten Prozessleistungsdichten sind hoch, so dass der Kraftstoffmehr-
verbauch von 0,028 L/100km fiir eine Konstantfahrt sowie 0,048 L/100km im
NEFZ aufgrund der iiberschlagenen zuséitzlichen Anlagenmasse von 40 kg ge-
ring und die Anlage trotz begrenzten Bauraums ins Fahrzeug integrierbar ist.
Aufserdem ist eine Abgasgegendruckerh6hung bei giinstiger Gestaltung und
Integration des Abgaswiarmeiibertragers nicht zwingend und somit der Abgas-
gegendruck kein Ausschlusskriterium des Dampfstrahlkilteverfahrens als Ab-
wiarmenutzungskonzept.

Das thermische Warmeverhéltnis variiert in den Berechnungen der erzielbaren
Ladeluftkiihlung je nach Randbedingungen zwischen 0, 08 und 0, 25, weswegen
das Abgasenergieangebot grundséitzlich ausreicht, um den Dampfstrahlkélte-
prozess anzutreiben. Das thermische Wérmeverhéltnis bedingt jedoch einen
geringen hydraulischen CO Py, der im schlechtesten berechneten Betriebspunkt
6,5 betragt, und damit hohe zusitzliche mechanische Energieverbrauche, die
zum Scheitern des Konzepts fiihren kénnen. Geringe thermische Wirmever-
héiltnisse bedeuten auferdem hohe Riickkiihlwdrmestrome. Der Riickkiihlbe-
darf resultiert in den ungiinstigsten in der Koppelung berechneten Betriebs-
punkten in Kiihlluftmassenstromen, die derzeit an der oberen Grenze der Mas-
senstrome in verfiighbaren Riickkiihlern des Motorkiihlmediums sind. Eine Ver-

besserung des thermischen Warmeverhéltnisses CO Py, ist also aufgrund teils
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hoher zusétzlicher Energieverbrauche fiir die Kiltemittelpumpe sowie teils ho-
hem Riickkiihlbedarf anzustreben. Eine Moglichkeit ist die mehrstufige Dampf-
strahlverdichtung, die aber nicht weiter eingehend untersucht wurde.

Einen Nachteil gegeniiber alternativen Abgaswéirmenutzungskonzepten besitzt
das Dampfstrahlkilteverfahren aufgrund der starken Sensitivitit des thermi-
schen Warmeverhéltnisses gegeniiber der Erhéhung der Umgebungstempera-
tur und damit des von der Anlage erzeugten Temperaturhubs. Der Verdamp-
fer der Dampfstrahlkilteanlage sollte zur Vermeidung zusétzlicher treibender
Temperaturdifferenzen aufgrund von Wiarmeiibertragerschaltungen in jedem
Fall direkt in den Ladelufttrakt des Verbrennungsmotors integriert und der
Kondensator direkt gegen die Umgebung gekiihlt werden, so dass sich der von
der Kélteanlage zu erzeugende Temperaturhub nicht unnétig erh6ht und das

thermische Warmeverhéltnis dadurch verringert.

6.2 Ausblick

Bei den Untersuchungen der vorliegenden Arbeit handelt es sich ausschlieflich
um stationdre Betrachtungen. Im dynamischen Betrieb des Verbrennungsmo-
tors im Kraftfahrzeug besteht dhnlich wie bei der Abgasturboaufladung auch
bei der weiteren Kiihlung der Ladeluft eine zeitliche Diskrepanz zwischen dem
Kiltebedarf und dem Abgasenergieangebot. Die zur Kiihlung benétigte Kal-
te wird im Dampfstrahlkilteprozess vor allem bedingt durch die Trigheit der
Wirmeiibertrager als Schnittstellen zum Verbrennungsmotor vor dem Auftre-
ten des eigentlichen Bedarfs erzeugt werden miissen. Deshalb wird kurzfristig
und in grofer Hohe anfallender Kaltebedarf nur durch einen Speicher oder Puf-
fer zu decken sein. Hierfiir kénnte aber die Warmekapazitit des Verdampfers
ausreichen.

Die Kilte wiirde in der Teillast des Motors erzeugt und in sensibler Form
gespeichert werden, wobei die nicht so kalte Ladeluft mittels eines Bypasses
am sich abkiihlenden Kélteanlagenverdampfer vorbeigefiihrt wird. Bei Bedarf
stiinde die Kilte durch Uberstrémen des Verdampfers ohne die Anlagentotzei-
ten direkt zur Verfiigung.

Zur Untersuchung der Dynamik eines solchen Systems sowie der in Abschnitt

5.5 beschriebenen mehrstufigen Dampfstrahlverdichtung zur Verbesserung des
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thermischen Wirmeverhéltnisses besteht weiterer Forschungsbedarf.
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Anhang A

Warmeiibergang bei der

einphasigen Stromung

In folgendem Kapitel werden die Berechnungsgleichungen des Wirmeiiber-
gangskoeffizienten bei der einphasigen Stromung durch Rohre oder Kanéle und

bei quer angestromten Rohrbiindeln eingefiihrt.

A.1 Warmeiibergang bei der einphasigen Stro-

mung durch Rohre oder Kanale

Nach den Arbeiten von Dittus und Boelter (1930) und Sieder und Tate (1936)
zum Wirmeiibergang bei der einphasigen, turbulenten Stromung durch Roh-
re oder Kanile erarbeitete Gnielinski (1975a,b, 1995) Warmeiibergangsglei-
chungen der einphasigen Stromung durch Rohre oder Kanile, welche die un-
terschiedlichen, auftretenden Strémungsprofile beriicksichtigen und deshalb in
Abhéngigkeit von der Reynolds-Zahl Re zwischen laminarer (Re < 2300), tur-
bulenter (Re > 10*) sowie der Stromung im Ubergangsbereich (2300 < Re <
10%) unterscheiden.

Der mit den Wiarmeiibergangsgleichungen berechnete Wérmeiibergangskoeffi-
zient a; wird entweder als lokaler Warmeiibergangskoeffizient «, als das Ver-
héltnis aus lokaler Wandwérmestromdichte gy () zur lokalen treibenden Tem-
peraturdifferenz AT'(z) aus Abb. 2.5 oder als iiber die Wérmeiibertragerfliche
integrierter Wirmeiibergangskoeffizient a,, = 1/L- [ o) - dz definiert.

Der Wirmeiibergangskoeffizient wird geméf der Abhéngigkeit von der Stro-
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mung, der Geometrie und den Fluideigenschaften praktisch haufig als Funktion
der Reynolds- Re und der Prandtl-Zahl Pr in Form eines Potenzansatzes be-
rechnet. Das Geschwindigkeits- und Temperaturprofil der Stromung bildet sich
nicht schlagartig am Rohr- bzw. Kanaleinlass, sondern erst nach einer gewis-
sen Einlaufstrecke aus. Bei hydraulisch und thermisch noch nicht ausgebilde-
ter Stromung bzw. bei einer Stromung mit hydrodynamischer und thermischer
Einlaufstrecke ergibt sich eine Abhéngigkeit des Warmeiibergangs vom Ver-
héltnis von Rohr- bzw. Kanaldurchmesser zur Lauflinge (d/x), was mittels
eines Korrekturfaktors K ; in den Potenzgleichungen beriicksichtigt wird.
Die Nusselt-Zahl des laminaren Bereichs (Re < 2300) berechnet sich wie folgt
(vgl. VDI, 2005):

Nuggm; = [3,66° +0,7° + (Nwam,1: — 0,7)% + Nuj,, 5.1 (A1)

Der Index i kennzeichnet, ob es sich um die lokale oder die mittlere Nusselt-
Zahl Nujgp, . oder Nuygp, ,, handelt. Die beiden Nusselt-Zahlen Nuyqy, 1; und

Nujgm, 2, berechnen sich aus:

Nugmaii = 1,615-Re'3. Pri/3. K,

mit Re = wm'd’ (A.2)
1%
pPr = 77—;1’ (A.3)

Kp. = 2/3-(d/z)"®  bzw.  Kp,, = (d/L)"?

1+22-Pr
mit Ky, = 1/2-(d/x)"*  baw.  Kp,, = (d/L)"?

1/6
2
Nugmpi = <—) -Re'?. pPr'/?. K,

Ki , und Kp ,, bezeichnen die jeweiligen Korrekturfaktoren der Rohrlénge
fiir die lokalen bzw. die mittleren Nusseltbeziehungen Nwu, und Nu,,.

Die Nusselt-Zahl des turbulenten Bereichs Ny, (Re > 10*) berechnet sich
in Abhéngigkeit vom Druckverlustbeiwert &, der Reynolds- und der Prandtl-
Zahl sowie des Verhéltnisses (d/L) bzw. (d/z) nach folgender Gleichung (Gniel-
inski, 1975a):
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Nuturb,i - (§/8) fie- Pr . KL,Z' (A4)
1+12,7-41/£/8- (Pr2/3 - 1)
- 2/3
mit K = |1+ <ﬂ>
) Lm — I
- 2/3
bzw K;,, = 1+1-<g ],
3 T
£ = (1,8 logyy(Re) —1,5)7" (A.5)

Der obige Druckverlustbeiwert ¢ leitet sich aus der turbulenten Strémung
durch glatte Kreisrohre ab.
Die Nusselt-Zahl des Ubergangsbereichs Nug, (2300 < Re < 10*) berechnet
sich nach der Interpolationsgleichung von Gnielinski (1995):

Nuilber,i = (1 - 7) . Nulam,i + v Nuturb,i (A6)
Re — 2300

= AT

7T 107 — 2300 (A7)

Der Intermittenzfaktor v beschreibt die dauernd turbulente v = 1 und die
dauernd laminare Strémung v = 0.
Der lokale bzw. mittlere Warmeiibergangskoeffizient «, bzw. «,, der jeweiligen
Stromungsbereiche berechnet sich wie folgt:
. Nulam/turb/u'ber,i A

a; = ¥ (A.8)

In GIl. A.8 sind die entsprechenden Nusselt-Zahlen nach Gl. A.1, A.4 bzw.

A .6 einzusetzten.

A.2 Warmeiibergang bei quer angestromten Rohr-

biindeln

Die Berechnung von quer angestromten Rohrbiindeln basiert auf den Gesetz-
miéfigkeiten quer angestromter Einzelkorper bzw. eines einzelnen quer ange-

stromten Rohrs, die je nach genauer geometrischer Anordnung der einzelnen
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Rohre sowie der Anzahl der Rohrreihen korrigiert werden. In den Rohrrei-
hen eines quer angestrémten Rohrbiindels steigt die Fluidgeschwindigkeit beim
Stromen zwischen den Rohren im Vergleich zu einem quer angestromten ein-
zelnen Rohr an, was zu einem erh6hten Wéarmeiibergang fithrt. Die Anordnung
mehrerer Rohre in Stréomungsrichtung hintereinander bewirkt eine Ablésung
der Stromung, was den Wirmeiibergang zuséitzlich beeinflusst. In Abb. A.1
ist die Geometrie eines quer angestromten, fluchtenden Rohrbiindels in der

Aufsicht schematisch dargestellt.

Abbildung A.1: Geometrie eines quer angestromten, fluchtenden Rohrbiindels
in der Aufsicht.

Zur Berechnung des abgasseitigen Warmeiibergangs an quer angestromten
Rohrbiindeln wird als charakteristische Linge die sogenannte Uberstrémlinge
L3 verwendet. Sie wird als Verhiltnis aus der am Austausch beteiligten Rohr-
fliche A = (7w -dap- L,;) und dem projizierten Rohrumfang U,,,; = (2 L,) ge-
bildet (vgl. von Béckh und Wetzel, 2011). Die Uberstrémlinge Ls = (7/2 - d )
ist die Strecke, die ein Fluidteilchen entlang der gesamten iibertragenden Ober-
flache des quer angestromten Korpers zuriicklegt. Des Weiteren beeinflussen die
Teilungsverhiltnisse des Biindels, d.h. das Langsteilungsverhaltnis L, als Ver-
héiltnis des Rohrabstands in Stromungsrichtung zum Rohraufendurchmesser
dap oder das Querteilungsverhéltnis Lo als Verhiltnis des Rohrabstands quer
zur Stromungsrichtung L, zum Rohraufendurchmesser d 45, wie im Folgenden
noch erldutert den abgasseitigen Wirmeiibergang des quer angestrémten Biin-
dels.

Gnielinski (1978) erarbeitete Wérmeiibergangsgleichungen an quer angestrom-
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ten Rohrbiindeln unter Beriicksichtigung der Anzahl der Rohrreihen und deren
Anordnung. Die Beziehung der mittleren Nusselt-Zahl des laminaren Bereichs
Nup, jamm (Re < 2300) lautet:

Nuggjamm = 0,664-Rey”, - Pri/3 (A.9)
; Wy - L3
mi €L3, 7 TR ( )
™
Ly = 5-da

Die Reynolds-Zahl Rep, ¢ wird mittels der Uberstromlinge L3 als charak-
teristische Lénge gebildet. Die mittlere Geschwindigkeit w,, zur Bildung der
Reynolds-Zahl Rep, ¢ wird mit dem Hohlraumanteil ¥ korrigiert, um die Er-
héhung der Stromungsgeschwindigkeit abzubilden. Der Hohlraumanteil ist das
Verhiltnis des fiir die Stromung freien Volumens zwischen den Rohren Vi,
und dem Gesamtvolumen V., und berechnet sich bei fluchtenden Rohren in

Abhéngigkeit vom Lingsteilungsverhéltnis der Rohre (Ly/d ) wie folgt:

_ Vfrei _ Ll'dAb—ﬂ'/ﬁl'd?% :1_ 7T'dAb

Vges Ly-day 4-1y

U (A.11)

Die mittlere Nusselt-Zahl des turbulenten Bereichs Nur, tyrpm (Re > 10%)
berechnet sich in Abhéngigkeit von der Reynolds- und der Prandtl-Zahl nach
folgender Gleichung:

0,037 Rey® - Pr
142,443 Rey )t - (Pr2/3 — 1)

(A.12)

NU’Lg,t’LLTb,m

Auch bei ruhendem umgebenden Fluid tritt bei einem dreidimensionalen
endlichen Korper, der eine zum ruhenden umgebenden Fluid unterschiedliche
Temperatur besitzt, aufgrund natiirlicher Konvektion ein Wérmestrom auf.
Daher existiert eine Nusselt-Zahl Nuy, bei ruhendem Fluid, die beim Zylinder
0,3 betragt. Hiermit ergibt sich eine sich dem Wert Nuy, = 0,3 asymptotisch

nahernde Ausgleichsfunktion:

NU’L&m = (NUL3 + \/Nuig,lam,m + Nu%g,turb,m) ' KA (A]_3)
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Beim fluchtenden Rohrbiindel wird Gl. A.13 mit dem Rohranordnungsfak-
tor K4 korrigiert, der sich mit dem Abstand der Rohre lings- und quer zur

Stromungsrichtung L; und Lo wie folgt berechnet:

0,7 (Ls/Ly—0,3)
U5 (Ly/Ly +0,7)?

K, = 1+ (A.14)

Gl. A.13 besitzt den Giiltigkeitsbereich 10 < Rey, < 107 und 0,6 < Pr <
1000.
Der mittlere Warmeiibergangskoeffizient «,,, quer angestromter Rohrbiindel

berechnet sich wie folgt:

NUL&m A
Qp = —————
Ls

Die Nusselt-Zahl Nup,,, wird wie die Reynolds-Zahl Rej, ¢ mittels der

(A.15)

Uberstrémlinge Ls als charakteristische Linge gebildet.
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Anhang B

Realgasgleichungen und

Naherungen

In folgendem Kapitel werden die Berechnungsgleichungen fiir die Isentropen-
exponenten des Real- und Idealgases, die in vorliegender Arbeit verwendeten
Naherungsisentropenexponenten, die isentropen Zustandsinderung des Real-
gases in Kanilen verdnderlichen Querschnitts sowie die Flidchen-Mach-Zahl-

Beziehung hergeleitet.

B.1 Isentropenexponenten des Realgases

Eine Fundamentalgleichung der Thermodynamik, die die Entropie s, die Ent-

halpie A und den Druck p eines Systems miteinander verkniipft, lautet:

T-ds=dh—v-dp (B.1)

Die Enthalpieéinderung des Realgases kann durch die Temperatur 7', den

Druck p und das spezifische Volumen v wie folgt ausgedriickt werden (s. Rist,

1996):
ov
/l) - T. <_>
T
0 p

Der zweite Term auf der rechten Seite beschreibt den sogenannten Joule-

dh =c,-dT" + ~dp (B.2)
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Thomson-Effekt!, der bei Idealgasen wegfillt. Gl. B.1 lisst sich mit Gl. B.2

schreiben als:

ar ov
ds=c,- T (8_T> -dp (B.3)
P
Und aus Gl. B.3 ergibt sich:

Js p
(3) -5 ”

Die Anderung des spezifischen Volumens mit der Temperatur aus Gl. B.3
ist bei konstant bleibendem Druck (s. Rist, 1996):

ov _ Zny-R O(K-T) _In-R 0K
(a_T> N P oT D K1 oT
p p P
_ K-Zy-R . OK/K
B » or/T
p
K-Zy-R

Unter Verwendung von Gl. B.5 wird Gl. B.3 weiter umgeformt zu:

dT d
ds:cp-?—K-ZN-R-(l—FKT)-?p (B.6)

Die Entropiedinderung des Realgases mit den unabhéngigen Variablen Tem-
peratur T und spezifischem Volumen v ergibt sich aus dem zweiten Hauptsatz

der Thermodynamik 7"-ds = du + p - dv und lautet (s. Rist, 1996):

aTr ou
ds-cv-?—l— <%>T-dv (B.7)

Aus GI. B.7 ergibt sich:

Js Cy

'Der Joule-Thomson-Effekt beschreibt einen physikalischen Vorgang, bei dem Druckéin-

derungen in Gasen bei konstant bleibender Enthalpie von Temperaturdnderungen begleitet
sind (Rist, 1996).
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Das totale Differential der Funktion der Entropie in Abhéngigkeit von spe-
zifischem Volumen und Temperatur s = s(v,T’) wird unter Verwendung von
Gl. B.8 und der Maxwell-Beziehung (9s/0v)r = (9p/IT), umgeformt zu:

dp Cy
ds = (8_T) ~dv + T -dT (B.9)

Aus dem Hauptsatz fiir implizite Funktionen ergibt sich der Zusammenhang
(s. Merziger und Wirth, 2002):

ov oT op
(), (5) (7)o

Die Anderung des spezifischen Volumens mit dem Druck ist bei konstant
bleibender Temperatur (s. Rist, 1996):

(%) — Zy-R-T- K-a%er%%ﬂ
T T
K-Zy R-T OK/K
el ()
T
- —%(1—&) (B.11)

Daraus sowie aus Gl. B.5 ergibt sich die Anderung des Drucks mit der

Temperatur bei konstant bleibendem spezifischen Volumen zu:

op (0v/oT), K-Zy-R (1+ Kr)
£l == = . (B.12)
or (Ov/0p)r v (1-K,)
Unter Verwendung von Gl. B.12 wird Gl. B.9 weiter umgeformt zu:
14+ Kr) d dTr
dS:K.ZN.R.M._“ e (B.13)

1-K,) v 7T

Das totale Differential der Funktion der Entropie in Abhéngigkeit von Druck
und spezifischem Volumen s = s(p,v) wird unter Verwendung der beiden Max-
well-Beziehungen (ds/0p), = —(0v/0T)s und (ds/0v), = (Op/0T")s umge-

schrieben zu:
ov dp
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Das totale Differential der Funktion der Entropie in Abhéngigkeit von Druck
und Temperatur s = s(p,T") lautet:

0s 0s
— . - . — Bl
ds <_8p)T dp+<aT> dT'=0 (B.15)
p

Daraus ergibt sich:
dp \ 0s 0s
(6’7) o (8_T> / (079) o
s p T

Unter Verwendung des Zusammenhangs (9s/9T'), = ¢,/T aus Gl. B.8 und
der Maxwell-Beziehung (0s/0p)r = —(0v/0T), lésst sich die isentrope Zu-

standsdnderung in Abhéngigkeit von Druck und Temperatur umschreiben zu:

Op ¢y [OT
() -7 (3), v

Das totale Differential der Funktion der Entropie in Abhéangigkeit von spe-
zifischem Volumen und Temperatur s = s(v,T) wird unter Verwendung des
Zusammenhangs (9s/0T), = (¢,/T) und der Maxwell-Beziehung (9s/0v)r =
(Op/0T), umgeformt zu:

0s 0s
ds = <%>T-dv+<a—T>v-dT:0
ov B Js 0s
or) = \or) [ \ou).
oT T op
01 -

Unter Verwendung von GIl. B.17 und B.18 lisst sich Gl. B.14 mit der Zu-

standsgleichung des Realgases 2.27 weiter umformen zu:

o or cp [OT
ds = T <8p> dp—i—T <8v> dv
v p

(1-K,) dp 1 dv
ds — ¢ I B.19
i ‘ (1+Krp) p T (1+Kr) w ( )

<



B. Realgasgleichungen und N#dherungen 249

Der Isentropenexponent des Realgases k ist definiert als:

[ 9Op/p
K= (81}/1})8 (B.20)

Dafiir ergibt sich mit ds = 0 aus GI. B.19:

YUK e ol
UKt K e (1K) (B.21)

Der Exponent der isentropen Zustandsinderung des Idealgases ergibt sich

gemif Gl B.21 mit K, = 0 bekannterweise zu k;q = (c,/cy)-
Analog ergeben sich aus Gl. B.6 und Gl. B.13 die Exponenten der isentropen
Zustandsanderungen der Temperatur mit dem Druck s, und der Temperatur

mit dem spezifischen Volumen kp, zu:

_(oT)T\ K-Zy-R-(14Kr)
Rrp = <—ap/p )s = c (B22)
_(oT)T\  k-Zy-R-(1+Kr)

Rist (1996) gibt die isobare und die isochore spezifische Wérmekapazitit c,
und ¢, als Funktion des Isentropenexponenten x, der Kompressibilititszahl K

und deren Ableitungen an:

K
= K-Zn-R-(1+ Kp)? B.24
Cp =k =1 N-R-(1+ Kr) (B.24)
1 (1+ Kr)?
= K-Zv R 1) B.2
T A=K, —1 v R (B.25)

Unter Verwendung der Gl. B.24 und B.25 lassen sich Gl. B.22 und B.23

umformen zu:

= ST ®20
oy = K- ((11:_}[({}2)— 1 (B27)

Die Exponenten der isentropen Zustandsdnderungen des Idealgases ergeben
sich geméf Gl. B.26 und Gl. B.27 mit K, = 0 und Kp = 0 bekannterweise zu
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Krpid = (Kig — 1)/Kig und Kpy g = (Kig — 1).

Bei Realgasen muss also je nach gewdhltem Paar der Zustandsgrofen p, T
und v bei der Berechnung der isentropen Zustandsinderung zwischen den drei
Isentropenexponenten x aus Gl. B.21, kp, aus Gl. B.26 und k7, aus Gl. B.27

unterschieden werden.

B.2 Naherungsisentropenexponenten

Die isentrope Zustandsinderung des idealen Gases lédsst sich unter Verwendung

des Drucks p und des spezifischen Volumens v ausdriicken durch:

@—Flﬁ-@ =0 (B.28)

P (%

9p .
ov - "
s,id

Die isentrope Zustandsidnderung des realen Gases ldsst sich schreiben als:

SH ks

(B.29)

d d
cv-(1—Kp)-?p+cp-7” ~- 0 (B.30)

dp Cp p
(5)3 - _Cv'(l_Kp) ; (B.31)

Um die isentrope Anderung des Realgases durch den entsprechenden Zusam-
menhang des Idealgases abzubilden, wird der Ndherungsisentropenexponent &

wie von Kouremenos und Kakatsios (1985) eingefiihrt und es muss gelten:

dp dp

Cp p
- @ P B.33
- (1-K,) v ( )

K .

SHESES

Aufserdem lisst sich die isentrope Zustandsidnderung des idealen Gases auch

wie folgt schreiben:
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(1_ﬁ>.%+ =0 (B.34)

dTTJr(m—l) ‘i—“ = 0 (B.36)

<?9_Z>S7id - % (B.37)

(B.38)

Die isentrope Zustandsinderung des realen Gases lisst sich wie folgt formu-

lieren:

dp dr

~-K - ZN-R-(l—}—KT)-E—l—cp-?—O
) _ g2 P
or K-Zy-R-(1+Kyp) T

K ZN.R.M.CZ_” d_T:()

(%), -

1-K,) v T

K-Zy-R-(1+Kr) T
v

¢ (1—K,)

(B.39)
(B.40)
(B.41)

(B.42)

Unter Verwendung der Ndherungsisentropenexponenten A, und A, sowie

Gl. B.40 und B.42 muss gelten:

().

R

=
|
—_
m = N oy

p

oT
p P
K-Zy-R-(1+Krp) T
,_ K-Zn-R-(1+ Ky)

5
or
ov
K-Zy-R-(1+Kp) T
¢ (1—K,) v




252 B. Realgasgleichungen und Naherungen

Zur Ndherung der Stromungsgleichungen realer Gase mit den einfacheren
Strémungsgleichungen idealer Gase werden in der vorliegenden Arbeit also die

folgenden Naherungsisentropenexponenten verwendet:

~ Cp/cv
= 27 - B.43
: (1 - Kp) : ( )
1 1
HTp 1 . <H‘(1—Kp)—l> 1 . K/Tp ( )
li(l-‘rKT)
_ k-(1-K,) —1
Fry = 1+ =1+ K B.45
' < (1+ K7) ! (B45)

Der Vergleich der Strémungsgleichungen des idealen Gases mit den Nahe-
rungsisentropenexponenten &, £, und Ar, und den Stromungsgleichungen des
realen Gases mit den gemittelten Realgasexponenten s, k7, und xr, findet sich
in Abschnitt 2.4.4 und 2.4.4.

B.3 Isentrope Zustandsinderungen des Realga-

ses in Kanalen veranderlichen Querschnitts

Die Enthalpieinderung des Realgases aus Gl. B.2 lasst sich unter Verwendung
des Zusammenhangs (0v/0T), = (K-Zy-R)/p-(1 + Kr) aus GL. B.5, der
Zustandsgleichung des Realgases 2.27 und der Gl. B.6 mit ds = 0 umschreiben

zu.

d
dh = cp-dT—K-ZN-R-T-KT-?p
., dp p dr
t == 2 (ds =
M SR Zy R (1K) T (B0
C'KT
dh = 2L .41 B.46
(1+ Kr) ( )

Unter Verwendung der spezifischen Warmekapazitit c, aus Gl. B.24 ergibt
sich fiir den Zusammenhang zwischen der Anderung der Enthalpie und der
Anderung der Temperatur des Realgases in Abhingigkeit vom Isentropenex-

ponent k, der Kompressibilitdtszahl K und deren Ableitung:
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k- (1+ Kr)

dh
k- (1-K,) —1

K- Zy-R-dT (B.47)

Die Anderung der Enthalpie dh einer stationiren Realgasstromung betrigt:

Y w? w?
dh =h, —h, = =% — -2 B.48
Unter Verwendung der integrierten GIl. B.47 lésst sich obige Gleichung um-

formulieren zu:

w? wZ N Em (1 + K1)
55~ Km'(l_Kp)m_l-Km-ZN-R-(Ty—Tx) (B.49)
Fm A (Ko + ky)/2
K, ~ (K,+K,)/2
(L + Kr)pm [(1+ Kr)o + (1 + Kr),]/2
1=Kpm =~ [(1-EKp)o+ (1—Kp)yl/2

Unter Beriicksichtigung der lokalen Schallgeschwindigkeiten a, und a, wird

Gl. B.49 durch Erweitern umformuliert zu:

B

8N

w 2
Tz . K, - Zy-R- I'Tx)
2 * K, Kk, (\/ N "
w_§ B
2 K

2
-<\/Ky-ZN-R-/£y-Ty>

y Ry

mit  a, = \/ky- Ky Zy - R-T,

und a, = \/K;y-Ky~ZN-R-Ty

a? K,k
€T A x CE.MQ 1
Kx'ﬁ'/z ( QB ax+ )

a? K,
= y Y. Ma? +1
Ky-f;y<23 a+>

Daraus ergibt sich das Verhiltnis der lokalen Temperaturen des Realgases
T, und T, in Abhéngigkeit von den lokalen Mach-Zahlen Ma, und Ma, wie
folgt:
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(B.50)

1
Ty

Ky Ky fom e (1—Kp)m—1 9
(1 + 2y. K’,j : Km * (1+I?T)m ° Ma/y>

kgt Ky | Em (I=Kp)m—1 2
I+ s e i ke Maz

Unter Beriicksichtigung der Isentropenexponenten aus GIl. B.26 und B.27
berechnen sich die Verhiltnisse der lokalen Driicke p, und p, sowie Dichten p,

und p, zu:

km * (A+Kp)m

kot K Km * (1—=Kp)m—1 2\ A
Pz _ (1 + R nm'(l'i‘;éT)m -Ma A—Kp)m—1 -
N Ke * Ko lfm'(].*K )m*l .
Py 1+ Sry e ’im'(l‘i‘;;T)m - Ma?
(14 K)o
Ky Ky  km s (1=Kp)m—1 2\ T
Pz _ I+ 3 o Hm'(l‘i‘;;T)m - Ma, (—Kp)m—1 5
py \14 ke fm (=Kpm=T proo .
Y 2'Km I{m‘(lJ’»KT)m P

Bezogen auf den Ruhezustand x = s, d.h. Ma, = Mas, = 0, ergeben sich

fiir die Verhéltnisse der lokalen Temperaturen, Driicke und Dichten folgende

Zusammenhange:

T. Ry Ky K- (1= Kp)m —1

s 1 Y y  vm p)m M 2 B.53

T, T3 Kpn fom- (14 Kg)m ay (B.53)
_rm A+ Ep)m

Ps Ry Ky B (1= Kp)m — 1 g\

P ' M B.54

Py < +2Km /’fm(l‘{‘KT)m ay ( )

(14+Kp)m

Ps by Ky b (1= Kp)m — 1 A

o ! ' M B.55

Py ( N 2- Ky B (14+ Kp)p @y ( )

Obige Gleichungen verbinden die lokalen, statischen Zustandsgréfen der

isentropen Realgasstromung mit den dort herrschenden Mach-Zahlen.
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B.4 Flachen-Mach-Zahl-Beziehung des Realga-

sSes

Bei der stationdren Realgasstromung in Kanélen verénderlichen Querschnitts

gilt die Kontinuitdtsgleichung:

M:pz-wx-Aw:py-wy-Ay

Fiir das Flachenverhiltnis folgt daraus:

A py wy &_May‘\/Ky'/iy'ZN‘R-Ty
A, Pr Wy  pr May VK, Ky -Zy-R-T,
Ky-lﬁy‘py'May_ T,
Kx'ﬁaz Pz Ma’ﬂv TI

Mit Gl. B.52 und B.50 ergibt sich daraus die Fldchen-Mach-Zahl-Beziehung

des Realgases:

A \/Ky"fy,May

A, VK, k., Ma,
2° (I+Kp)+(km * (1-Kp)m—1)

kg * Ky km * (1—=Kp)m—1 2 o (1 -
<1+ 2 Km Hm-(1+IP(T)m Maz> 2 ( (1=Kp)m—1) (B 56)

ry Ky fm O—Kpm—1 17 3
L+ 3t ok Ma,

Bezogen auf den engsten Stromungsquerschnitt A,,;, folgt daraus mit A, =
Amin; MCLy =1:

Amin Kx *Rg
= -Ma,
Am K* - g*
2 (1+Kp)+(km " (1-Kp)m—1)
1+ Y K*  Km - (A-Kp)m—1 2 (km * (1—Kp)mf1)
2 Km Hm'(1+KT)m (B 57)
1+ feKa Em * (1=Kp)m—1 - Ma2 '
2 Km Km'(l‘f'KT)m €z

Gl. B.56 und B.57 setzen die Geometrie zur dimensionslosen, lokalen Stro-

mungsgeschwindigkeit in Form der lokalen Mach-Zahl in Beziehung.
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Anhang C

Stationaritat und

Stationaritatskriterien

Ziel der Experimente zur Abgaswirmeiibertragung und Dampfstrahlverdich-
tung in den Kapiteln 3 und 4 ist die Bestimmung der deterministischen Vor-
giange in den Komponenten der Dampfstrahlkilteanlage.

Deterministische Prozesse werden durch ihre Vorausberechenbarkeit und Re-
produzierbarkeit charakterisiert. Diesen vorausberechenbaren und reproduzier-
baren Vorgiangen iiberlagern sich bei jedem Versuch zu deren Erfassung durch
ein iiber einen gewissen Zeitraum durchgefiihrtes Experiment stochastische
Vorgénge, die im Gegensatz dazu als nicht vorhersaghar und nicht reprodu-
zierbar charakterisiert werden kénnen (vgl. Ddhler, 2006).

Die in der vorliegenden Arbeit angewandte Methodik zur Bestimmung und
Auswertung der stochastischen Vorgénge, die zur Berechnung der Messabwei-
chung der untersuchten physikalischen Grofe fithren, wird in den Abschnitten

D.2 bis D.7 nach der Diskussion der eingesetzten Messtechnik erldutert.

Zur Erfassung eines deterministischen Vorgangs muss sich das hierzu iiber
einen bestimmten Zeitraum durchgefiihrte Experiment in einem stationdren
Zustand befinden. Stationaritit bedeutet, dass sich der Zustand des im Ex-
periment untersuchten Systems nicht verindert und somit gewisse Systemei-
genschaften, d.h. die untersuchten physikalischen Gréfen, konstant bleiben.
Grundsitzlich verschieden davon sind Vorgénge, bei denen sich der Zustand
dndert und die Systemeigenschaften damit von der Zeit abhéngen. Dazu geho-

ren unter anderem linear ansteigende oder fallende Vorgéinge, die als transiente
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oder Ubergangsvorgiinge bezeichnet werden. Die in den Abschnitten D.2 bis
D.7 beschriebene Methodik zur Bestimmung und Auswertung der Momente,
d.h. des Mittelwerts und der Standardabweichung, einer fiir die in den Messun-
gen untersuchten physikalischen Grofe angenommenen Wahrscheinlichkeits-
verteilung besitzt nur unter stationdren Bedingungen Giiltigkeit. Die Statio-
naritit ist somit notwendige Voraussetzung der Berechnung des Mittelwerts

und der Standardabweichung eines Experiments.

Im vorliegenden Abschnitt soll erkldart werden, wie versucht wurde, einen
stationdren Systemzustand zur Bestimmung der Systemdeterministik herbei-
zufiihren bzw. transiente Vorgénge im System bei der Durchfiihrung der statio-
niren Experimente zu vermeiden. Anschliefsend wird erldutert, nach welchen
Kriterien die stationdren Zeitrdume der kontinuierlich erzeugten Messdaten in

der automatisierten Auswertung identifiziert wurden.

Beim Anfahren der Anlagen wurde in allen Experimenten auf eine Stabili-
sierung des Systems bzw. der eingestellten Messsignale gewartet, um transiente
Aufwérmvorgénge sowie einen Einfluss der Verteilung gespeicherten Kaltemit-
tels in den Anlagenkomponenten auszuschlieften und damit stationire Bedin-
gungen zu erreichen. Die Stabilisierung der Messsignale wurde visuell gepriift,
da die Anlagen nie automatisiert, sondern immer in Anwesenheit eines Ex-
perimentators betrieben wurden. Die Anfahrzeit betrug in Abhéngigkeit vom
eingestellten Betriebspunkt und den Umgebungsbedingungen in der Regel zwi-
schen 1,5 h und 2 h.

Um einen linearen Anstieg oder ein lineares Absinken der Messsignale und
eine damit verbundenen Zeitabhingigkeit der Messung bzw. eine Instationa-
ritdt auszuschliefsen, wurden wie beim Anfahren der Anlagen die Messsignale
in den Experimenten durchgingig visuell auf ihre Konstanz im Rahmen eines
definierten Abweichungsbands gepriift. Nach der Anderung eines Einstellwerts
zum Erreichen eines neuen stationdren Zustands wurde in Abhéngigkeit der
Anderung in der Regel zwischen 30 min und 1h gewartet, um den neuen sta-
tiondren Zustand mit dem gednderten Einstellwert zu erreichen, der dann zwi-
schen 1h und 1,5 h zur Erfassung der stationidren Messung konstant gehalten
wurde.

Die stationdren Messungen wurden je nach Messplan gegebenenfalls nochmals

am gleichen Messtag, in jedem Fall aber nochmals an einem anderen Mess-
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tag mit den gleichen Einstellwerten wiederholt, um die Reproduzierbarkeit
der Messungen im Rahmen der berechneten Messabweichungen zu priifen. Die
Messungen am Abgaswirmeiibertragerpriifstand wurden in einem Zeitraum
von vier Wochen durchgefiihrt und nach drei Monaten nochmals komplett wie-
derholt. Die Messungen an der Dampfstrahlkédlteanlage wurden iiber ungefihr
sechs Monate durchgefiihrt und in unterschiedlichen Zeitabstdnden reprodu-
ziert.

Dariiber hinaus wurden Variationen einer Temperatur bzw. eines Drucks am
Abgaswarmeiibertragerpriifstand und an der Dampfstrahlkilteanlage zur Ver-
meidung von Hysterese sowohl ab- als auch aufsteigend gemessen.

Durch die visuelle Priifung der Messsignale beim Anfahren und im Laufe
der Experimente, die Wiederholung der Experimente unter gleichen Bedin-
gungen sowie die ab- und aufsteigende Einstellung von Messgrofen wurden
in einem Grofteil der Experimente stationdre Bedingungen erreicht und die
Reproduzierbarkeit der Messungen nachgewiesen.

Die Kriterien zur automatisierten Auswertung der stationdren Zeitrdume
der kontinuierlich erzeugten Messdaten werden im Folgenden erklért.

Alle Messsignale des Abgaswéarmeiibertragerpriifstands und der Dampfstrahl-
kidlteanlage werden in Intervallen von 3s aufgezeichnet. Ein stationérer, arith-
metischer Mittelwert eines einzelnen Messsignals wird aus Werten in einem
Aufzeichnungszeitraum von insgesamt 10 min bestimmt, was einer Anzahl von
200 Messwerten pro Mittelwert entspricht !. Die Aufzeichnung aller zur arith-
metischen Mittelwertbildung gespeicherten Messwerte muss wie erklart im sta-
tiondren Anlagenbetrieb passieren. Nach dem Anfahrvorgang wird ein statio-
nirer Betriebspunkt mit Hilfe eines zulissigen Abweichungsbands bestimmter
Einstellwerte definiert, den sogenannten Stationarititskriterien. Treten Ande-
rungen in den Einstellwerten auf, die iiber die definierten, zulissigen Abwei-

chungen hinausgehen, gilt der Betriebszustand als instationdr. Gespeicherte,

!Eine Anzahl von 200 Messwerten erlaubt die Niherung der studentischen t-Verteilung
mittels einer Normalverteilung (Kramer und Kamps, 2007). Diese Ann#&herung ist bei der
Berechnung der Mittelwerte und deren Messabweichungen wie in Abschnitt D.3 dargestellt
notwendig, da die Schitzung des Mittelwertes aus den normal verteilten, einzelnen Mess-
werten nicht mehr normal verteilt, sondern t-verteilt ist. Dies ergibt sich aus der Tatsache,
dass die Varianz der Grundgesamtheit unbekannt und daher mittels der Stichprobenvarianz

geschétzt werden muss.
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instationdre Messsignale wurden nicht zur Mittelwertbildung verwendet.

Die entsprechende Festlegung geeigneter Einzelwerte sowie des absoluten Ab-
weichungsbands muss fiir den zu Forschungszwecken konzipierten Abgaswirme-
iibertragerpriifstand und die Dampfstrahlkilteanlage in Abhéngigkeit der ein-
gesetzten Messtechnik und deren Messabweichungen erarbeitet werden. Die
Festlegung kann sich an Richtlinien oder Normen zur Vermessung der Kompo-
nenten bzw. der Anlage orientieren.

Beim Dampfstrahlkélteprozess handelt es sich um ein thermisch angetriebenes
Kélteverfahren. Bei der Vermessung von thermischen Sorptionskilteanlagen
beispielsweise gelten die europiische Richtlinie zur Priifung von Kélte- und
Heizleistung von Gas befeuerten Absorptions- und Adsorptionskélteanlagen
und Wérmepumpen DIN EN 12309 — 2 (DIN123092) sowie die nordamerikani-
sche Richtlinie zur Priifung von Absorptionswirmepumpen zum Kiihlen oder
Heizen von Wasser ARI 560 (560, 2000). Diese Richtlinien identifizieren als
Einstellwerte die externen Vorlauftemperaturen oder alternativ die Riicklauf-
temperaturen der jeweiligen Warmeiibertrager sowie die externen Volumen-
strome, was in der vorliegenden Arbeit zur Orientierung dienen soll. Da die
Vorlauf- die Riicklauftemperaturen bedingen, wird die Einhaltung des Einstell-
wertes einer dieser Temperaturen als ausreichend erachtet.

Hinsichtlich der Vermessung von Dampfstrahlvakuumpumpen und Dampfstrahl-
kompressoren mit Wasserdampf als Treibmittel gilt die deutsche Norm DIN
28430 (DIN28430). Die Richtlinie definiert nicht direkt Stationaritatskriterien,
unterstreicht aber die Wichtigkeit der fiir die strémungsmechanischen Zustén-
de ausschlaggebenden Driicke, welche daher auch in den Stationaritétskriterien

der vorliegenden Arbeit beriicksichtigt werden sollen.
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Tab. C.1 listet die angewandten Stationarititskriterien der Messungen am

Abgaswiarmeiibertrager auf.

Tabelle C.1: Stationaritdtskriterien des Abgaswidrmeiibertragerpriifstands.

extern intern

Appg < £0,9114bar
ATABll/lQ < +£3K ApKl < iO, 2511bar

absolut
ATrwr < £0,3K | ATy < £0,3K
ATKl < :|:0, 3K
AVAB < £5%
relativ . —
AViw < +5%

Zur arithmetischen Mittelwertbildung eines stationdren Betriebspunkts miis-
sen die gewahlten Einstellwerte die Stationaritatskriterien aus Tab. C.1 erfiil-
len, die nach internen und externen Einstellwerten sowie absoluten und relati-
ven Abweichungen gegliedert sind. Die Kriterien lehnen sich an die genannten
Richtlinien an.

In den Experimenten mit dem Abgaswirmeiibertrager werden die iibertrage-
nen Wéarmestrome Q bei verschiedenen Abgasvolumenstrémen Vag und Ab-
gaseintrittstemperaturen Ty p11/12 quantifiziert und die Abhéngigkeit des Wir-
mestroms vom Kaltemittelhochdruck pg,, g iiberpriift. Die Berechnung des
iibertragenen Wiarmestroms iiber die Abgasseite erfolgt redundant auch im
Kiihlwasserkreis mittels des Kiihlwasservolumenstroms Vi und den Kiihl-
wassertemperaturen Ty und Txwe. Die Vorlauf- bzw. Eintrittstemperatu-
ren und Volumenstrome des Abgases und des Kiihlwasserkreislaufs T4p11/12,
Trwi, VAB und VKW definieren die externen Einstellwerte. Die Eintrittstem-
peraturen sowie die Druckniveaus in Heizer und Kondensator Ty, Tk1, pu
und pg sind interne Kriterien der Stationaritit einer Messung.

Bei einer Konstanz der eingestellten Volumenstréme Vg und Vi, der jewei-
ligen internen und externen Eintrittstemperaturen im Abgaswérmeiibertrager
und Kondensator T4p11/12, Txkw1, 11 und Tk sowie der internen Kaltemit-

teldriicke pgy und pgy sollte die Wéarmeiibertragung stationédr sein.
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Das als zuldssig definierte Abweichungsband der Pt100 Temperatursensoren
von 0, 3 K sowie der Volumenstrome von 5 % wurden der nordamerikanischen
Richtlinie ARI 560 entlehnt. Das zulédssige Abweichungsband der Temperatu-
ren entspricht in etwa dem dreifachen der Messabweichung der Sensorik. In An-
lehnung an die Pt100 Temperatursensoren wurden auch das Abweichungsband
der Driicke und der Thermoelemente mit dem dreifachen der Messabweichung
festgelegt.

Tab. C.2 listet die angewandten Stationaritéitskriterien der Messungen der

Dampfstrahlkélteanlage auf.

Tabelle C.2: Stationaritiatskriterien der Dampfstrahlkélteanlage.

extern intern

Appe < £0,9114bar
Apr1 < £0,2511bar
ATy < £0,3K | Apye < £0,0945bar
ATy < £0,3K | ATy < £0,3K
ATy < £0,3K
ATy, < £0,3K

absolut

AV, < £5%
relativ —

A%l < £5%

Die Vorlauftemperaturen und Volumenstrome des Kiihl- und Kaltwasser-
kreislaufes 171, Ty, V1 und Vo1 definieren die externen Einstellwerte. Die Driicke
an den treib- und saugseitigen Eintritten pys und pyo und am kondensator-
seitigen Austritt px; des Dampfstrahlverdichters sind interne Kriterien der
Stationaritit einer Messung. Des Weiteren werden die internen Eintrittstem-
peraturen an den Warmeiibertragern Ty, Tk und Ty als Stationaritatskri-
terien beriicksichtigt.

Die als zuléssig definierten Abweichungsbéinder entsprechen denen des Abgas-
wirmeiibertragerpriifstands bzw. in etwa dem dreifachen der Messabweichung

der Sensorik.
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Anhang D

Messtechnik und

Messabweichungen

In folgendem Kapitel wird die eingesetzte Messtechnik diskutiert, die in vorlie-
gender Arbeit auf die stationdren Messpunkte angewandte Messabweichungs-
rechnung fiir direkt sowie nicht direkt messbare physikalische Gréfen beschrie-

ben und die Kalibrierung der Temperatursensoren erlautert.

D.1 Messtechnik

D.1.1 Messprinzipien der verwendeten Sensorik

Im in Abschnitt 3.1 und 4.1 beschriebenen Abgaswirmeiibertragerpriifstand
und der Dampfstrahlkilteanlage fanden Temperatur-, Druck- und Volumen-

stromsensoren Anwendung.

Temperatursensoren

Als Temperatursensoren wurden zum einen Pt100 Temperatursensoren und
zum anderen Thermoelemente verwendet. Tab. D.1 gibt eine Ubersicht iiber

die eingesetzten Temperatursensoren und deren Sensorungenauigkeiten.
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Es wurden zwei verschiedene Bauarten von Pt100 Temperatursensoren ein-
gesetzt. Einschraubtemperatursensoren wurden entweder direkt oder unter
Verwendung eines Schutzrohrs in den Kreislauf integriert, wohingegen Anle-
getemperatursensoren mittels Spannketten auf den Anlagenleitungen befestigt
wurden. Alle Thermoelemente sind Einschraubtemperatursensoren.

Die verwendeten Pt100 Temperatursensoren sind Widerstandstemperatursen-
soren, die aus einem um einen Keramiktriger gewickelten Platindraht beste-
hen, der in eine Edelstahlschutzhiille eingebettet ist. Das Messprinzip des Wi-
derstandstemperatursensors beruht auf der Tatsache, dass der elektrische Wi-
derstand des Platindrahts temperaturabhingig ist. Mit steigender Temperatur
des Platindrahts steigt die mittlere Geschwindigkeit der Elektronen. Aufser-
dem schwingen die Atomkerne im Metallgitter des Platindrahts mit steigender
Drahttemperatur zunehmend um ihre Ruhelage, was die Leitungselektronen,
die sich durch das Anlegen einer definierten Messspannung durch den Draht
bewegen, in ihrer Fortbewegung beeintriachtigt. Der Zusammenhang zwischen
der Drahttemperatur und dem ohmschen Widerstand verhélt sich in guter
Néaherung linear. Der Referenzwiderstand R, einer Referenztemperatur eines
Pt100 Platinwiderstandssensors 9y von 0 °C betragt 100 €.
Widerstandstemperatursensoren unterscheiden sich von Thermoelementen hin-
sichtlich des Messbereichs, der Sensorungenauigkeiten und der Messdynamik.
Zur stationdren Vermessung wurden daher iiberwiegend Widerstandssensoren
geringerer Dynamik und eines eingeschrinkteren Messbereichs, jedoch gerin-
gerer Sensorungenauigkeiten eingesetzt. Thermoelemente in Form von Ein-
schraubtemperatursensoren wurden nur bei hohen Temperaturen verwendet.
Die verwendeten Thermoelemente bestehen aus einem Nickel und einem Nickel-
Chrom Leiterelement, die an der Messstelle elektrisch leitend miteinander ver-
bunden sind. Das Messprinzip der Thermoelemente beruht auf dem sogenann-
ten Seebeck-Effekt, d.h. der Tatsache, dass an den freien Enden zweier verbun-
dener Leiter unterschiedlichen Materials beim Anliegen einer Temperaturdiffe-
renz iiber den Leiter eine von den Leitermaterialien abhingige Spannung auf-
tritt. Die Spannung entsteht durch Thermodiffusionsstréome im Material, d.h.
das Elektronen hoher Energie vom heifen zum kalten Leiterende und Elektro-
nen geringerer Energie in entgegengesetzte Richtung diffundieren. Die zwischen

den freien Leiterenden anliegende Spannungsdifferenz ist anndhernd proportio-
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nal zur anliegenden Temperaturdifferenz. Die Messung der Spannungsdifferenz
mit Thermoelementen erfordert eine Vergleichsstellenmessung, die sich meis-
tens im Messgerdt bzw. in der Signalaufnahme befindet. Der Zusammenhang
zwischen Spannungs- und Temperaturdifferenz ist nicht linear. Thermoelemen-
te besitzen aufgrund des nichtlinearen Zusammenhangs zwischen Spannungs-
und Temperaturdifferenz sowie aufgrund der nétigen Vergleichsstellenmessung
i.d.R. hohere Sensorungenauigkeiten, was die Wichtigkeit der Sensorkalibrie-
rung gegeniiber den Widerstandstemperatursensoren noch erhoht.

Aus Tab. D.1 geht hervor, dass Thermoelemente lediglich zum Messen der ho-
hen Abgastemperaturen, jedoch kiihlwasser-, kaltwasser- und kéltemittelseitig
durchgingig Pt100 Widerstandstemperatursensoren eingesetzt wurden. Aufer-
dem wurden wegen der besseren Annédherung an die adiabate Mischtemperatur

des Fluids' vorwiegend Einschraub- anstelle von Anlegesensoren verwendet.

Drucksensoren

Entsprechend dem zu untersuchenden Druckbereich fanden unterschiedliche
Drucksensorbauarten Anwendung. Im Druckbereich von 0...16 bar wurden pie-
zoresistive Sensoren angewandt, wohingegen im Druckbereich iiber 16 bar Deh-
nungsmessstreifen verwendet wurden. Beiden Bauarten liegt das Prinzip der
Anderung des Widerstands eines elektrisch leitenden Festoffs bei mechanischer
Verformung, also der sogenannte piezoresistive Effekt, zugrunde?.

Bei der piezoresistiven Bauart steht das auf einer Trageroberfliche aufgebrach-
te, hiufig aus Silizium bestehende Halbleitersensorelement iiber eine Ubertra-
gungsfliissigkeit, i.d.R. ein synthetisches Ol, mit einer im Kreislauf integrierten
Edelstahlmembran indirekt in Kontakt. Das Wirken einer Kraft auf die Edel-
stahlmembran wird durch die Fliissigkeit auf das Sensorelement iibertragen,
welches sich verformt und dessen elektrischer Widerstand sich dadurch verin-
dert.

Im Messbereich iiber 16bar wird anstelle des Einsatzes einer Ubertragerfliissig-

keit ein Dehnungsmessstreifen direkt auf der Edelstahlmembran befestigt, der

'Die adiabate Mischtemperatur bezeichnet die Temperatur, die sich messen liefe, wenn

das Fluid in einem adiabaten Behilter gesammelt und ideal durchmischt vorlige.
2Die Sensoren sind nicht zu verwechseln mit piezoelektrischen Drucksensoren, bei denen

durch Druck in einem Kristall eine Ladungstrennung hervorgerufen wird, die eine Spannung

induziert.



D. Messtechnik und Messabweichungen 267

aus einer Triageroberfliche mit aufgebrachtem Leiterbahngitter besteht. Die
Lange der Gitterbahn verdndert sich beim Wirken einer Kraft durch Dehnung
oder Stauchung und damit verdndert sich auch anndhernd linear der elektri-
sche Widerstand.

Tab. D.2 gibt eine Ubersicht iiber die im Priifstand und der Anlage eingesetz-
ten Drucksensoren und deren Sensorungenauigkeiten, die die Nichtlinearitit

und Hysterese umfassen (EW: Endwert).

Tabelle D.2: Drucksensoren, Messbereiche und Sensorungenauigkeit.

Messstelle Bezugsdruck Bereich Sensorungenauigkeit f
relativ (WIKA L 60b +0, 5% EW
: ...60 bar
P P2 Typ S — 10) (4300 mbar)
relativ (WIKA L 161 +0, 5% EW
, ...16 bar
P pic Typ S — 10) (-£80 mbar)
absolut (WIKA 0 61 +0, 5% EW
: ...6 bar
by bva Typ S — 10) (430 mbar)
relativ (Druck +0, 8% EW
Prw1 1...10 bar
Incorporated PTX620) (£8 mbar)
relativ (Druck +0, 8% EW
Prw2 1...2,5 bar
Incorporated PTX620) (£2 mbar)
relativ (BD Sensors L an +0,35% EW
, ...3 bar
papt pasz DM P331) (410, 5 mbar)
relativ (Druck +0, 8% EW
PAB,Q 1...4 bar
Incorporated PTX620) (43,2 mbar)
Differenzdruck +0,6%EW
dplOO,AB 0...100 mbar
(BD Sensors DPS100) (£0, 6 mbar)
Differenzdruck +0, 6% EW
dp2o aB 0...20 mbar
(BD Sensors DPS100) (£0, 12 mbar)

Neben den verschiedenen Messprinzipien ist die Wahl des Bezugsdrucks
von Bedeutung. Es wird zwischen Relativ-, Absolut- und Differenzdrucksenso-
ren unterschieden. Beim Relativdrucksensor wird gegen den Umgebungsdruck,
beim Absolutdrucksensor gegen ein Hochvakuum von < 3,0-107% mbar (Ge-

vatter, 2006) gemessen. Beim Differenzdrucksensor werden i.d.R. zwei Abso-
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lutdriicke miteinander verglichen. Ein Differenzdrucksensor besteht aus zwei
hermetisch durch eine Membran voneinander getrennten Messkammern. Die
Verformung der Membran dndert den elektrischen Widerstand.

Bei der Auswahl zwischen Relativ-, Absolut- und Differenzdrucksensoren zur
Messung muss entsprechend dem vorgesehenen Sensormessbereich der Einfluss
von Luftdruckschwankungen beriicksichtigt werden, um eine Einschrinkung
der Vergleichbarkeit der Messwerte auszuschliefen. Fiir Messungen geringerer
Driicke im Kaltemittelkreislauf wurden daher verdampferseitig Absolutdruck-
sensoren eingesetzt, um den Einfluss des Luftdrucks auszuschlieften. Bei der
abgasseitigen Differenzdruckmessung iiber den Abgaswérmeiibertrager im Be-

reich weniger Millibar wurden Differenzdrucksensoren angewendet.

Volumenstromsensoren

Im Priifstand und in der Anlage wurden zwei verschiedene Arten von Durch-
flussmessprinzipien eingesetzt, die Durchflussmessung mit Hilfe eines Turbi-
nenrads und mittels Ultraschall.

Beim Durchflussmessprinzip mit Hilfe eines Turbinenrads besteht eine direkte
Proportionalitit zwischen der Drehzahl des vom gasformigen oder fliissigen
Medium angestromten Turbinenrads und der Fliefigeschwindigkeit des Medi-
ums.

Das Durchflussmessprinzip mittels Ultraschall beruht auf der Laufzeitdiffe-
renzmethode. Hierzu senden Ultraschallsensorkdpfe, die gleichzeitig als Sender
und Empfinger fungieren, paarweise Signale in und entgegen der Stromungs-
richtung des fliekenden Fluids. Die gesendeten Ultraschallsignale setzen sich
gemif der fluidspezifischen Ausbreitungsgeschwindigkeiten fort und werden
vom jeweils anderen Sensor empfangen . Bei ruhendem Fluid besteht keine
Differenz zwischen den Signallaufzeiten, wihrend es bei stromendem Fluid zu
einer Laufzeitverschiebung kommt. Das in Stromungsrichtung ausgesendete Si-
gnal wird beschleunigt, das entgegen der Stromungsrichtung gesendete Signal
verzogert. Die auftretende Laufzeitdifferenz ist direkt proportional zur Fliefs-

geschwindigkeit.

3Die Ultraschallsignale werden mittels eines piezoelektrischen Kristalls durch Anlegen
einer hochfrequenten Wechselspannung erzeugt. Umgekehrt entsteht beim Auftreffen eines

Ultraschallimpulses am piezoelektrischen Kristall eine messhare Spannung.
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Die Sensoren miissen bei der Ultraschalldurchflussmessung nicht zwingend in
die Rohrwand integriert sein. Ultraschallanlegesensoren werden auf den Anla-
genleitungen befestigt. Das gesendete Signal durchquert hierbei zunéchst die
Rohrwand, setzt sich durch das Fluid fort und wird gegebenenfalls vor dem
Empfang durch den anderen Sensor an der Rohrwand reflektiert.

Rohrparameter, d.h. Rohrdurchmesser, Wanddicke und Rauigkeit, sowie Fluid-
eigenschaften, d.h. Temperatur und zugehorige Schallausbreitungsgeschwindig-
keit, miissen fiir die Messungen nach diesem Prinzip moglichst genau bekannt
sein. Im Vergleich zur magnetisch-induktiven Durchflussmessung ist die elek-
trische Leitfdhigkeit des Fluids zur Auslenkung der elektrisch geladenen Fluid-

teilchen im Magnetfeld nicht Messvoraussetzung.

Tab. D.3 gibt eine Ubersicht iiber die eingesetzten Volumenstromsensoren

und deren Messabweichungen.

Tabelle D.3: Volumenstromsensoren, Messprinzipien und Sensorungenauigkei-

ten.

Messstelle Messprinzip Sensorungenauigkeit f
D Laufzeitdifferenzmethode +(1lem/s+0.01-w;) - A;

Vi, Vie, Ve, Vi, Vou : 3

(Ultraschallsensor Flexim) (0...30 m”/h)

o Turbinenrad 40,03 V; (50...200 m?/h)
Ap (Elster Amco Q650) £0,015- V; (200...1000 m?/h)
. Turbinenrad .

View +0,0055-V; (13,3...133 1/min)

(SIKA VTR1020)

In Tab. D.3 wird ersichtlich, dass die Ultraschallmessung bei kleinen Stro-
mungsgeschwindigkeiten aufgrund der nicht zum Messwert proportionalen kon-
stanten Messabweichung von 1 cm/s zu hohen Messabweichungen fiihrt. Die
Messabweichungen der Ultraschallsensoren beinhalten die Abweichungen des
Sensors sowie der Datenverarbeitung, d.h. es handelt sich um die Messabwei-
chung des Ausgangssignals.

Die Messabweichungen des abgasseitigen Turbinenrads verdoppeln sich in Be-

reichen geringeren Volumenstroms.
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D.1.2 Aufnahme und Verarbeitung der Messsignale

Die Ausgangssignale der Sensoren miissen zur Weiterverarbeitung mit einem
Messrechner zunichst aufgenommen, gegebenenfalls verstiarkt und gewandelt
werden. Die Signalaufnahme, Verstirkung und Wandlung stellen eine nicht
vernachlassigbare Messabweichungsquelle dar.

Tab. D.4 zeigt die Ausgangssignale der verwendeten Sensoren.

Tabelle D.4: Sensoren und Ausgangssignale.

Sensor Ausgangssignal
Einschraubtemperatursensoren Pt100 | Ohmscher Widerstand [€]
Einschraubtemperatursensoren 7'F elektrische Spannung [V]
Anlegetemperatursensoren Pt100 Strom 4...20 mA
Drucksensoren Strom 4...20 mA
Ultraschalldurchflusssensoren Strom 4...20 mA
Turbinenraddurchflusssensoren Strom 4...20 mA

Zur Aufnahme der Sensorausgangssignale wird zum einen ein Stecksystem

der Firma WAGO Kontakttechnik verwendet, das aus fiir die Ausgangssigna-
le spezifischen WAGO Klemmen und einer die Signale biindelnden WAGO
Steuereinheit besteht. Zum anderen wird zur Aufnahme ein dezentrales Peri-
pheriegerdt ET200B der Firma Siemens verwendet, welches aus fiir die Aus-
gangssignale konfigurierbaren Elektronikblocken und einem die Signale biin-
delnden Terminalblock besteht.
Das zur Erfassung der Analogsignale verwendete Datenformat und damit die
Anzahl der zur digitalen Messdatenerfassung und Messdateniibertragung zur
Verfiigung stehenden Einheiten bzw. Binirziffern? beeinflusst die Ungenauig-
keiten der Datenaufnahme und Verarbeitung entscheidend, da diese Anzahl
zur Darstellung des physikalischen Sensorbereichs die maximale Auflésung des
jeweiligen Messsignals festlegt.

Tab. D.5 zeigt die sich aus der Messdatenerfassung und Verarbeitung resul-

tierenden systematischen, nicht erfassbaren Ungenauigkeiten fiir die verschie-

4Engl.: Binary digits bzw. Bits.
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denen eingesetzten Sensoren.

Tabelle D.5: Ungenauigkeiten der Datenerfassung.

Sensor Ungenauigkeit f
Dampfstrahlkilteanlage
Einschraubtemperatursensoren Pt100
+100 mK
(WAGO Klemme 750 — 461)
Anlegetemperatursensoren Pt100
. +100 mK
(Flexim Fluxus/ WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 1...60 bar
+14, 4 mbar
(WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 1...16 bar
+3, 6mbar
(WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 0...6 bar
+1, 6mbar
(WAGO Klemme 750 — 455)

Abgaswarmeiibertragerpriifstand

Einschraubtemperatursensoren Pt100

+100 mK
(WAGO Klemme 750 — 461)
Einschraubtemperatursensoren Pt100
+500 mK
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Einschraubtemperatursensoren TE 1K
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Einschraubtemperatursensoren Pt100
+30 mK
(WAGO Klemme 750 — 478)
Anlegetemperatursensoren Pt100
+104 mK
(Flexim Fluxus/ WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 1...60 bar
+14,4 mbar
(WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 1...16 bar
+3, 6 mbar
(WAGO Klemme 750 — 455)
Drucksensoren 1...10 bar
44, 3 mbar

(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)

fortgesetzt auf néchster Seite
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Drucksensoren 1...4 bar
+1, 6 mbar
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Drucksensoren 1...3 bar
41 mbar
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Drucksensoren 1...2,5 bar
. ) 40, 7 mbar
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Differenzdrucksensor 0...100 mbar
40, 05 mbar
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Differenzdrucksensor 0...20 mbar
40, 01 mbar
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Turbinenradvolumenstromsensor VAB
] ) 40,52 m3/h
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)
Turbinenradvolumenstromsensor Vi )
. : +0,07 1/min
(Siemens Elektronikblock ET200B — 4/8AI)

Die Quantisierung durch das dezentrale Peripheriegerdt ET200B fiihrt zu
der in Tab. D.5 gezeigten hohen Ungenauigkeit bei den Einschraubtemperatur-
sensoren Pt100 und Thermoelementen des Abgaswirmeiibertragerpriifstands.
Die Ungenauigkeit der Anlegetemperatursensoren Pt100, deren Signale iiber
eine spezielle Datenerfassung aufgenommen und in einem zweiten Schritt an die
WAGO Klemmen weitergeleitet werden, liegt ungefihr in der Gréfenordnung
der Ungenauigkeit der Pt100 Einschraubtemperatursensoren, da durch die ei-
gene Datenerfassung der darstellbare Sensortemperaturbereich eingeschrénkt
wird. Bei identischem Sensortemperaturbereich wiirde sich die Ungenauigkeit
einer solchen Losung iiber zwei Datenaufnahmen bzw. Datenverarbeitungssys-
teme deutlich vergrofsern.

Die Schnittstelle zwischen der WAGO Steuereinheit bzw. dem Terminal-
block und der Signalverarbeitungssoftware wird mittels des Programms OPC?®
hergestellt, welches jedem der aufgenommenen Klemmsignale eine virtuelle
Adresse zuweist.

Zur Messdatenverarbeitung wird die Software Labview der Firma National In-
struments aus der Mess-, Regelungs- und Automatisierungstechnik verwendet.

Die Skalierung der Signale, d.h. die Umrechnung der Eingangssignale von De-

®Object Linking and Embedding (OLE) for Process Control.
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zimalzahlform in physikalische Grofen, die Kalibrierung bzw. Korrektur der
Messwerte sowie die Verarbeitung der Messdaten wird in zu fiir diesen Zweck
erstellten Labview-Programmen implementiert.

In folgendem Abschnitt werden die verschiedenen Messabweichungen klas-

sifiziert und die Berechnung der gesamten Messabweichung wird erlautert.

D.2 Klassifikation der Messabweichungen

Eine Messabweichung, d.h. eine Abweichung eines aus Messungen gewonnenen
und der Messgrofe® zugeordneten Wertes vom wahren Wert?, ist vor allem auf
die Unvollkommenheit der verwendeten Messgerite, des Messverfahrens und
des Messobjekts® zuriickzufiihren. Des Weiteren kommen Messabweichungen
durch die Messungen verfdlschende, sich zeitlich dndernde Umwelteinfliisse,
wie Temperatur, Luftdruck, Feuchte, sowie elektrische und magnetische Felder
zustande.
Messabweichungen lassen sich in zufillige und systematische Messabweichun-
gen unterteilen. Der zufilligen Messabweichung liegt die zuféllige, nicht ein-
seitig gerichtete Streuung der ermittelten Messwerte um den Erwartungswert
zugrunde. Sie schwankt ungleich nach Betrag und Vorzeichen, weshalb kein
Ausgleich bzw. keine Korrektur méglich bzw. notig ist. Systematische Mess-
abweichungen schwanken um einen bestimmten Betrag und ein bestimmtes
Vorzeichen. Erfassbare systematische Messabweichungen kénnen ausgeglichen
bzw. korrigiert werden, nicht erfassbare systematische Messabweichungen hin-
gegen nicht. Es sei darauf hingewiesen, dass eine klare Unterscheidung zwischen
nicht erfassbarer systematischer und zufilliger Messabweichung nicht immer
moglich ist.

Tab. D.6 gibt eine Ubersicht iiber die Klassifikation der Messabweichungen

und deren Erfassbarkeit bzw. Korrekturmdoglichkeit.

6Die Messgrofe ist nach DIN 1319 die physikalische Gréfe, die durch die Messung erfasst

wird.
"Der wahre Wert ist nach DIN 1319 der Zielwert der Auswertung von Messungen der

entsprechenden Messgrofse.
8Das Messobjekt ist nach DIN 1319 der Triiger der physikalischen Grofe, deren Wert

gemessen werden soll.
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Tabelle D.6: Klassifikation der Messabweichungen.

Art der Messabweichung Erfassbarkeit/ Korrekturmoglichkeit

zufillige Messabweichung ¢, -

nicht erfassbare

systematische Messabweichung

systematische Messabweichung 4,
erfassbare

systematische Messabweichung

Messwerte jeder Messung bzw. jedes Experiments sind mit zufilligen und
systematischen Messabweichungen behaftet. Durch die Kalibrierung der Mess-
technik, d.h. der Kette aus Sensoren, Signalaufnahme und Signalverarbeitung,
ldsst sich die erfassbare systematische Messabweichung teilweise korrigieren,
sofern ein Referenzsensor geringerer Messabweichung oder eine unabhéngige

Methode zur Bestimmung des wahren Wertes zur Verfiigung steht.

D.3 Messabweichung direkt messbarer Grofien

Zufillige Messabweichungen

x sei eine direkt messbare physikalische Grofe, die unabhingig und identisch
verteilt ist. Die Grofe x sei normalverteilt. Sie besitzt also den Erwartungswert
E(z) und die Varianz o2, womit gilt z ~ N[E(x), 02].
Der empirische Mittelwert 7,, einer endlichen Anzahl von Messungen vom Um-
fang n dieser normalverteilten physikalischen Grofe z ldsst sich mittels des
arithmetischen Mittelwerts und die empirische Varianz bzw. die Stichproben-
varianz der endlichen Anzahl von Messungen s? wie folgt schiitzen (s. Kramer

und Kamps, 2007):

1 n
o= =S D.1

S = (n—;) Z(fn — ;) (D.2)
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Der Mittelwert der Messung ist wieder normalverteilt und es gilt * ~
NZn, sz,] (s. Kramer und Kamps, 2007)°.
Da die Varianz der physikalischen messbaren Grife o2 i.d.R. nicht bekannt
ist und daher mittels der Varianz der endlichen Anzahl der Messungen s? ge-
schitzt werden muss, kann von einer Normalverteilung des Mittelwertes der
endlichen Anzahl von Messungen nur bei ausreichend grofem Umfang n > 30
ausgegangen werden. Bei zu geringem Umfang n muss von einer sogenannten
Student-t-Verteilung ausgegangen werden, die eine gréfere Breite als die Nor-
malverteilung besitzt.

Die Standardabweichung des Mittelwertes sz, berechnet sich wie folgt:

Sz, = Sn/\/n (D.3)

Die Standardabweichung des Mittelwertes sz, verringert sich mit der Wur-
zel der Anzahl der Messungen n. Sie ist entsprechend der in Abschnitt D.2
vorgenommenen Klassifikation die zufillige Messabweichung des Mittelwerts
der direkt messbaren physikalischen Grofe ¢, 7, aus der endlichen Anzahl von

Messungen vom Umfang n, d.h. sz, =9.7,.

Systematische Messabweichungen

Da die Verteilung von systematischen Messabweichungen i.d.R. nicht bekannt
ist, wird von einer Rechteckverteilung (vgl. Pesch, 2003) ausgegangen, deren
Standardabweichung sg sich wie folgt errechnet:

f

SR = 7 (D.4)

Die Ungenauigkeiten der Messtechnik und der Datenerfassung f wurden

den entsprechenden Datenbldttern entnommen und sind in Tab. D.1, D.2, D.3

und D.5 aufgelistet. Die Standardabweichung der Rechteckverteilung sg ist

entsprechend der in Abschnitt D.2 vorgenommenen Klassifikation eine syste-
matische Messabweichung d,, d.h. sg = d;.

Durch die willkiirliche Annahme einer Rechteckverteilung und die damit ein-

hergehende Behandlung der systematischen Ungenauigkeiten der Messtechnik

9Der Index i ist der Laufindex der einzelnen Messpunkte zur Bestimmung des arithme-

tischen Mittelwerts (1 < i < n).
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und der Messdatenerfassung f wie statistische rechteckverteilte Gréfen mit
entsprechenden Standardabweichungen sy kann die gesamte Messabweichung
der physikalischen Grofe Uz, entsprechend der Klassifikation aus der zufalli-
gen Messabweichung ¢, 7, und den systematischen Messabweichungen J, ; nach
den Regeln der Statistik iiber deren Standardabweichungen bestimmt werden,

wie im folgenden Abschnitt erklart wird.

Gesamte Messabweichung

Die gesamte Messabweichung Uz, der physikalischen Grofe 7, berechnet sich

aus:

Uz, =Fk- 53,@ + Z 5§,j =2 53,@ + Z 53,]‘ (D.5)
J=1 J=1

Sie besteht aus der Quadratwurzel der Summe der quadrierten zufélligen
0.7, und systematischen Messabweichungen J,; entsprechend des Superpo-
sitionsprinzips statistischer Einfliisse (vgl. Pesch, 2003)!°. Hierin beschreibt k
den gewiinschten Uberdeckungsfaktor, der eine Aussage zum Vertrauensniveau
macht. Mit dem gewihlten Uberdeckungsfaktor k von 2 wird bei einer normal-
verteilten Grofe ein Vertrauensniveau von 95,4 % erreicht, was bedeutet, dass
sich der errechnete Mittelwert der physikalischen Messgrofse mit einer Wahr-
scheinlichkeit von 95,4 % in dem Bereich (7, £ Uz, ) befindet (Pesch, 2003).

In folgendem Abschnitt wird die Kalibrierung als Mafsnahme zur Verringe-
rung der erfassbaren, systematischen Messabweichungen der Temperatursen-

soren erlautert.

D.4 Kalibrierung

Zur Verringerung der erfassbaren systematischen Messabweichungen der Tem-
peratursensoren 0, ; werden die Sensoren (Kalibriergegenstinde) durch wieder-
holte, automatisiert eingestellte Messungen mit einem Referenzsensor vergli-
chen, dessen Messabweichung um mindestens eine Gréfenordnung unter der

des Kalibriergegenstands liegen sollte.

0Der Index j ist der Laufindex der systematischen Messabweichungen (1 < j < m).
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D.4.1 Kalibratoren

Bei der Kalibrierung wurden zwei verschiedene Kalibratoren, d.h. zum einen
ein Olthermostatbad mit einem Referenzsensor und zum anderen ein Kalibrier-
block, eingesetzt.

Zur Kalibrierung werden Referenzsensor und Kalibriergegenstand in ein Olbad
eingebracht, welches das Einstellen von definierten Temperaturen ermdoglicht.
Als Referenzsensor wird ein Pt100 Temperatursensor mit einer Widerstands-
messbriicke TTI-7 der Firma Isotech verwendet, der in regelméfigen Abstan-
den vom Deutschen Kalibrierdienst kalibriert wird. Das Olbad befindet sich
in einem Umwalzthermostatbad des Typs F32-MC der Firma Julabo, das eine
automatisierte Einstellung der Temperatur erlaubt. Entsprechend dem Ein-
satzbereich der Sensoren in der Anlage werden Temperaturprofile von —10°C
bis 150°C in einem Abstand von 5K gemessen und die Messwerte von Referenz-
und Kalibriersensor zu Auswertungszwecken gespeichert. Zur Vermeidung von
Hysterese werden die Temperaturprofile sowohl auf- als auch absteigend ge-
messen.

Des Weiteren wurde die Kalibrierung vor allem der Thermoelemente mittels
eines Kalibrators der Baureihe TP28850E der Firma SIKA durchgefiihrt, der
mit einem elektrisch geregelten Heizblock aus Aluminiumbronze arbeitet und
Temperaturen bis zu 850 °C erreichen kann. Es wird analog wie bei der Kali-
brierung im Olbad verfahren.

Aus diesen Kalibriermessungen lassen sich die Referenztemperatur 9,.; sowie
die Temperatur des Kalibriergegenstands ¥y und damit auch die notwendi-
gen Korrekturfunktionen K (¥¢) in Form von Kalibriergeraden bestimmen,

wie im Folgenden erklart wird.

D.4.2 Referenztemperatur, Temperatur am Kalibrierge-

genstand und Kalibriergeraden

Die jeweilige Referenztemperatur 9J,.; berechnet sich wie folgt:

ﬁref = Erefﬂ:Z/%mf:Erefﬂ:Q'\/éQ— + 62

Z,’l9ref Sv,ref:nef

= Drep 2\ [ (50/ VA2 + 0y (D.6)
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Uyes ist der aus den n Kalibriermessungen berechnete Mittelwert der Tempe-
ratur des Referenzsensors und (s, /y/n) dessen Standardabweichung. Zusitzlich
muss die systematische, nicht erfassbare Messabweichung des Referenzsensors
Os.refmes beriicksichtigt werden. Sie umfasst mégliche Abweichungen durch die
Kalibrierung des Referenzsensors sowie des Normalwiderstands, durch ther-
mische Effekte sowie Instabilitditen im Thermostatbad (vgl. Kalibrierdienst,
2003). Abweichungen durch thermische Effekte wie eine Drift, Warmeablei-
tung und Eigenerwdrmung des Referenzsensors werden beim Kalibrieraufbau
durch Uberschlagsrechnungen als in guter Niherung vernachlissigbar einge-
stuft. Instabilitdten durch ortliche Inhomogenititen und zeitliche Instabilité-
ten im Thermostatbad hingegen liegen in der Grofenordnung von 5, 8 mK und
Abweichungen durch die Referenzsensorkalibrierung von 7,5 mK. Die Werte
wurden den Datenblittern des Thermostatbads entnommen.

Nach der Bestimmung der Referenztemperatur v, und dessen Messabwei-

chung wird die Temperatur des Kalibriergegenstands ¥y wie folgt bestimmt:

Ike = ko +Uy, .
= Vra 2/ (50/ VI + 0 ey + U, /27 (D7)

O ist der aus den n Kalibriermessungen berechneten Mittelwert der Tem-
peratur des Kalibriergegenstands und (s,/y/n) dessen Standardabweichung.
Zuséatzlich muss die systematische, nicht erfassbare Messabweichung des Ka-
libriergegenstands d5 kG nes beriicksichtigt werden. Sie beinhaltet Abweichun-
gen durch die Messdatenerfassung und -verarbeitung, zusétzliche Kabellingen,
thermische Effekte sowie Fertigungsfehler, die durch den Kalibrieraufbau nicht
erfassbar gemacht werden. Es wurde die bei der Messdatenerfassung und Mess-
datenverarbeitung auftretende Messabweichung beriicksichtigt, die je nach Si-
gnalart die héchste systematische, nicht erfassbare Messabweichungsquelle der
Messkette darstellt. Aus Gl. D.7 geht hervor, dass sowohl die zufillige als auch
die systematische Messabweichung des Referenzsensors Z/{5Tef wie eine nicht
erfassbare, systematische Messabweichung des Kalibriergegenstands 0 s be-
handelt werden.

Aus der Differenz der Referenztemperatur v,.y und der Temperatur des Ka-

libriergegenstands Yo werden Ausgleichsfunktionen, die sogenannten Kali-
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briergeraden K (Ux¢), errechnet. Die Abweichungen bzw. Korrekturen wur-
den bei den Widerstandssensoren durch einen quadratischen Zusammenhang
angendhert und beliefen sich je nach Sensor auf teilweise iiber 1 K. Bei den
Thermoelementen wurde aufgrund der ausreichenden Abbildungsgenauigkeit
ein linearer anstelle eines quadratischen Ansatzes gewdhlt und um bis zu 4 K

korrigiert.

D.5 Fortpflanzung von Messabweichungen un-

abhangiger Grofsen

Sei y eine physikalische Grofie, die nicht direkt messbar ist, sondern sich nur
indirekt aus mindestens zwei messbaren Grofen entsprechend eines physikali-
schen Zusammenhangs bestimmen ldsst. Diese Grofe ist ebenso wie die direkt
messbaren Grofen mit einer Messabweichung behaftet. Die Messabweichung
dieser Grofke wird mittels der Gaukschen Fehlerfortpflanzung ermittelt (Pesch,
2003). Bei mehreren voneinander unabhéngigen Groken xq, o, ..., zy, deren
Mittelwerte Z; mit den gesamten Messabweichungen Uz, ,Uz,, ..., Uz, behaftet
sind'!, ergibt sich die absolute Messabweichung der abgeleiteten Groke U, mit-
tels einer Taylorreihenentwicklung von y(z;) bei Vernachlissigung Glieder ho-

herer Ordnung zu:

k 2
y
2 — — . f—
u: = > <$l uxl> (D.8)

Die partiellen Ableitungen (Jy/0xz;) der nicht direkt messbaren Grofe y
nach der direkt messbaren Grofe z; werden als Sensitivititskoeffizienten be-
zeichnet. Die Sensitivititskoeffizienten geben an wie stark die nicht direkt
messbare Grofe y von der direkt messbaren Einflussgrofe x; abhingt. Die
gesamte Messabweichung U/, der abgeleiteten Zielgrofe hingt gemék Gl D.8
von den absoluten Messabweichungen der einzelnen direkt messbaren Grofen

sowie den Sensitivitatskoeflizienten ab.

"Der Index [ ist der Laufindex der direkt messbaren GroRen (1 <1 < k).
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Die relative Messabweichung u, = (U, /y) errechnet sich analog zur absolu-

ten Messabweichung U, wie folgt (Pesch, 2003):

k dy/ 2
2 yry

= . D.9
g X () 9
Die Verwendung der relativen Messabweichung vereinfacht je nach Form der
Modellgleichung gegebenenfalls erheblich die Berechnung abgeleiteter Grofen
und kann nach der Berechnung in die absolute Messabweichung umgerechnet

werden, falls diese benotigt wird.
Bei aus direkten Messgrofen abgeleiteten Grofen kann der funktionale Zu-
sammenhang zur Berechnung der Messabweichung explizit verwendet werden.

Eine solche abgeleitete Grofe ist beispielsweise die hydraulische Leistung der

Kaltemittelpumpe P, welche nach folgender Modellgleichung berechnet wird:

P, = VH : (pH1 - pK2) (D.lO)

Unter Verwendung von GIl. D.8 lisst sich die Messabweichung der hydrau-

lischen Pumpleistung Up, wie folgt berechnen:

2 2 2
8Ph 8Ph 8Ph
W o= (S ) o+ (2, |,
i ((‘3VH VH) (82?1{1 P ) (apm v )

= (le—pK2)2'U‘2/H+VI.2,~U2 + VAU (D.11)

PH1 PK2

Die Messabweichung Up, ldsst sich also aus den physikalischen Messgréfien
und U,

Vi, pr1 und preo sowie deren jeweiligen Messabweichungen Uy, , U, e

H1

bestimmen.

Fiir das Wasser-Glykol-Gemisch (50% Wasser und 50% BASF Glyther-
min NF) werden folgende temperaturabhéngige, polynomische Funktionen der
Fluideigenschaften des Herstellers fiir Dichte und spezifische Warmekapazitéit

verwendet:

p = —0,0012-9* —0,5195-19 + 1083,6 (D.12)
¢, = —0,00002-9%/3+0,007-9?/2 + 3,1807 - (D.13)
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Eine Druckabhingigkeit von Dichte und Warmekapazitat wird bei dem in-
kompressiblen Wasser-Glykol-Gemisch vernachlassigt. Die Sensitivitatsfakto-
ren ergeben sich aus den entsprechenden Ableitungen.

Bei den meisten aus direkten Messgrofen abgeleiteten Grofen kann zur Be-
rechnung der Messabweichung kein funktionaler Zusammenhang explizit ver-
wendet werden, sondern es wird auf eine Stoffdatenbank zuriickgegriffen. Da-
bei handelt es sich in der vorliegenden Arbeit beispielsweise um die spezifische
Wirmekapazitit cp, die Dichte p und die Enthalpie h als Funktion der Tempe-
ratur und des Drucks. Geméfs Gl. D.8 lassen sich die Messabweichungen dieser

Grofen wie folgt berechnen:

2 2

u: = %uﬁ +(%—2’~up> (D.14)
2 2

u = g—;-uT> +<g—;’-up) (D.15)
2 2

u: = g—;-uT> +<g—2-up> (D.16)

Zur Ableitung der Messabweichung dieser Grioften bedarf es der Berechnung
der spezifischen Sensitivitdtskoeffizienten der an den Prozessen beteiligten Stof-
fen, d.h. Wasser, Abgas und Kaltemittel R 134a.

Zur Berechnung der Sensitivititskoeffizienten aus der Datenbank der Fluid-
eigenschaften werden die partiellen Ableitungen (Jy/0z;) fiir Wasser, Abgas
bzw. Luft und Kaltemittel R134a mittels einer Sekante um den Funktionswert
der jeweiligen abgeleiteten Messgrofe y(x;) als zentrale Differenzenquotienten

wie folgt gebildet:

(@) @A) —y(n —A)
ox; 2-A

Bei ausreichend geringer Schrittweite A gibt die Sekante in guter Nihe-
rung die Steigung des Funktionsverlaufs der Zielgroke wieder. Die Schrittweite
ist je nach Funktionsverlauf dann ausreichend genau, wenn eine Erhchung
der Schrittweite keine wesentliche Anderung des Sensitivititskoeffizienten be-
deutet. In der vorliegenden Arbeit wurde eine Schrittweite A von 0,000001
gewihlt.



282 D. Messtechnik und Messabweichungen

D.6 Fortpflanzung von Messabweichungen ab-
hangiger Grofsen

Nicht alle physikalisch nicht direkt messbaren Grofen kénnen mittels Mo-
dellgleichungen aus voneinander unabhéngigen Grofen abgeleitet werden. Die
in die Modellgleichungen einfliefsenden Grofen kénnen zum Teil von densel-
ben Variablen abhingen und sind dadurch korreliert (z.B. mehrere Fluidei-
genschaften, die von derselben Temperatur abhéngen). In diesem Fall muss
neben den quadrierten Summen der Messabweichungen multipliziert mit den
entsprechenden Sensitivitdtskoeffizienten nach der Gaukschen Fehlerfortpflan-
zung die Kovarianz der korrelierten Grofen COV (x],x,) beriicksichtigt wer-
den'?. Die Kovarianz findet in der Regel als mittels der Standardabweichungen
ozx und o, normierte Kovarianz COV,,orm (2], 2p) = COV (2], 2p) /(027 - 02,)
(—1 < COVyorm(27, xp) < 1) Verwendung, weil die absoluten Werte der Kova-
rianz schwer interpretierbar sind.

Die Messabweichung der abgeleiteten Grofe U, berechnet sich aus den jeweili-
gen direkt messbaren und abhingigen Gréfen xy, xo, ..., xx, von denen einige

Grofen ;7 mit anderen Grofen z, korreliert sind, wie folgt:

+

O . % : Z/{@* : Ufp : COVnorm (.%;(, l'p) (Dl?)
1 P
Hierin sind Uz, uf?‘ und Uz, die entsprechenden gesamten Messabweichun-
gen der jeweiligen Grofsen. Die normierte Kovarianz zweier korrelierter Grofen
COVyorm (], x,) berechnet sich aus:

COVnm«m<l’?, xp) _ Zi:l (ZEZ B 'Tl) ) (xz - IP) (D.IS)

VL@ 3 o (T,

2Der Index [ ist der Laufindex aller direkt messbaren und unabhiingigen Gréfen (1 <

I < k), die in die Berechnung der abhingigen Grofe y eingehen, d.h. y = f(x1, 22, ..., 2k).
Das Superskript * markiert aus der Gesamtheit der direkt messbaren und unabhingigen
Grofen diejenigen, die mit anderen Grofen der Gesamtheit korreliert sind. Der Index p ist

der Laufindex der mit einer Groke z} korrelierten Gréfen (1 < p < g).



D. Messtechnik und Messabweichungen 283

Hierin sind 7;, T; und T, jeweils die Mittelwerte!?.
Bei aus nicht direkt messbaren, korrelierten Grofen abgeleiteten physikalischen
Groken handelt es sich beispielsweise um den Wirmestrom ) als Funktion
der Enthalpiedifferenz, der Dichte und des Volumenstroms oder alternativ als
Funktion der spezifischen Warmekapazitit, der Temperaturdifferenz und des

Volumenstroms wie in folgenden Modellgleichungen allgemein formuliert:

Q = p1-Vi(h1—ho) (D.19)
Q = p1- Vl Gz (Th — 1) (D.20)

In GI. D.19 sind die beiden abhingigen Gréfken p; und hy korreliert, weil

sie aus derselben direkt gemessenen Temperatur 7} und demselben direkt ge-
messenen Druck p; berechnet werden.
In GI. D.20 sind die abhéngigen Grofen p; und ¢, 1o mit der direkten Messgrofe
T7 korreliert, weil dieselben direkten Messgrofen 77 und p; fiir die Berechnung
verwendet werden. Die abhéngige Grofe ¢, 12 ist aukerdem mit der direkten
Messgrofe 1o korreliert. Aufgrund der Verwendung von 77, 715 und p; in der
Berechnung der abhéngigen Grofien p; und ¢, 19, sind auch diese beiden mit-
einander korreliert (d.h. x} = p1, 23 =Cp12, 1 = T1, 2 = Tb, T3 =Cp12).

Bei Anwendung des Fehlerfortpflanzungsgesetzes nach Gl. D.17 ergeben
sich fiir die jeweiligen Messabweichungen des Wérmestroms unter Verwen-
dung der partiellen Ableitungen die in Tab. D.7 aufgefiihrten Gleichungen
(mit COVyorm(p1, T2) = 0 und COVyprm(€pa2, Cp12) nicht definiert).

3Der Index 7 ist der Laufindex der einzelnen Messpunkte zur Bestimmung des arithme-

tischen Mittelwerts (1 < i < n).
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D.7 Vereinfachende Rechenregeln und weitere

Messabweichungen

Mittels der Gl. D.8 lassen sich Rechenregeln ableiten, die die Berechnung der
Messabweichungen nicht direkt messbarer Grofen vereinfachen. Fiir die Mo-
dellgleichungen der vorliegenden Arbeit sind insbesondere die Rechenregeln fiir

Summen und Differenzen:

y = a-x1E£b-x9 (D.21)
u, = o U, +v-U, (D.22)

2 2

2 a-x b-xo
_ u, _ P, D .23
ty (a-xlib-xg u1> +(a-xlib-x2 u2> ( )

Produkte:

Yy = -T2 (D.24)
Z/{y2 = a3 U + 27U (D.25)
uw o= ul +ul, (D.26)

= = D.27
vo= (D.27)
1 z?
2 _ 2 1 7,2
u, = 2 Uy, + o U, (D.28)
uz = ul +ul (D.29)

Aus Gl D.25, D.26, D.28 und D.29 wird ersichtlich, dass bei Modellglei-
chungen mit Produkten und Quotienten durch die Verwendung der relativen
Messabweichung u, bei der Berechnung gegebenenfalls eine erhebliche Verein-
fachung im Vergleich zur absoluten Messabweichung U, erzielt wird.

Tab. D.8 zeigt die in dieser Arbeit noch verwendeten Modellgleichungen und

deren Messabweichungen.



n -+ H\Qmsv + Y A\Vimlian AV

&@ﬁsr“q

uUL
A Hdsrrwm v ur

@vugy—mvugyy Vo
4

5 |

&Ggrﬁq ) Q.StrH<|HdErH4 @ oy
n. —45—- | +n=/n
O
4
7.

D. Messtechnik und Messabweichungen

n-g="zn0/(0-""0) =0V
ms.memz n/(r —wsif) =1y

“In + "In = o@zhms Mm — 05'Isy,
“In 4 "n =" T = sy
ﬁms + owms = demm: Mm — 7505y
‘n 4 Un = IYn (‘L —%) =av
U+ “ln = "Yn (‘'y —%y) =yv
Vit Tn=n i = 1
:MS.T\,W:H ‘aoon \WHQ{\&QD
mw: n >W5 _ ﬁmoms w|w ="y 00
SUNYITOMRSSIN SUNYOIL[S[[PPOIN

286

TTOSUNYDTOMBSSO]\] USIOP PUN USUNYDID[S[[OPOIN 9I0IOAN 8 (T 2[[PYRL,




E. Weitere Ergebnisse 287

Anhang E
Weitere Ergebnisse

In folgendem Kapitel werden weitere Ergebnisse und zusétzliche Abbildungen
zur Erlauterung von in der Arbeit diskutierten Mess- und Rechnungsergebnis-

sen gezeigt.

E.1 Weitere Ergebnisse der Abgaswarmeiiber-

tragung

Im folgenden Abschnitt werden weitere Ergebnisse der Abgaswirmeiibertra-

gung, d.h. der Referenzmessungen und der Kéltemittelmessungen, dargestellt.

E.1.1 Uberschlagsrechnung zu Modellannahmen

Saha und Zuber (1974) entwickelten ein empirisches Modell zur Bestimmung
des Einsetzens des voll ausgebildeten, unterkiihlten Strémungssiedens in be-
heizten Rohren. Das Modell basiert auf der Bestimmung der Temperaturdif-
ferenz ATsy; bzw. dem Abstand von der Sattigungstemperatur T, ab dem
eine merkliche Bildung von rekondensierenden Blasen in Wandndhe beginnt.
Laut Saha und Zuber (1974) bestimmen sowohl thermische als auch hydrody-
namische Mechanismen den Beginn des voll ausgebildeten, unterkiihlten Stro-
mungssiedens. In der Korrelation wird deshalb mittels der Péclet-Zahl Pe un-
terschieden, ob fiir die Bestimmung der Temperaturdifferenz AT, thermische,
d.h. Pe < 70000, oder hydrodynamische Mechanismen, d.h. Pe > 70000, aus-
schlaggebend sind.
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Die Péclet-Zahl der unterkritischen Kéltemittelstromung Pe,, berechnet sich

YAV

) /
4 * MKm * Cp,Km

PeKm: d /\/
7"'. Km. Km.n

Die Péclet-Zahl beliuft sich auf ungefihr 9,4 -10? fiir den hochsten experi-
mentell ermittelten Kiltemittelmassenstrom My, von 0,0888 kg /s aus Abb.
3.13 bzw. auf 3,8-103 fiir den geringsten experimentell ermittelten Kiltemit-
telmassenstrom von 0, 0358kg /s unter der Verwendung einer spezifischen Wir-
mekapazitit der Kéltemittelfliissigkeit ¢, ;,,, von 1350 J/kgK und einer Wir-
meleitfihigkeit der Kéltemittelfliissigkeit Ay, von 0,09 W /mK.

Die Bestimmung der Temperaturdifferenz ATsy; wird also nach dem Kriterium
von Saha und Zuber (1974) in den vorliegenden Untersuchungen durch thermi-
sche Mechanismen dominiert. Fiir diesen Fall geben sie folgende Nusselt-Zahl

zur Berechnung der Temperaturdifferenz ATs, an:

Q

— 455
N Ly -7 diem - Ny - AT

NUSZ:

Aus der Nusselt-Zahl Nugy berechnet sich die Temperaturdifferenz ATg
fiir den hochsten experimentell ermittelten iibertragenen Wirmestrom @ von
20,5kW aus Abb. 3.15 zu ungefihr 9, 5K und fiir den geringsten experimentell
ermittelten {ibertragenen Warmestrom Q von 7,5 kW zu 3,5 K.

Die Kaltemittelunterkiithlungen ATy variieren in den Experimenten je nach
unterkritischem Kaltemitteldruck zwischen 65 K und 90 K. Wenn das voll aus-
gebildete, unterkiihlten Strémungssieden wie mit der empirischen Korrelation
von Saha und Zuber (1974) berechnet erst 9,5 K bzw. 3,5 K vor der Sét-
tigungstemperatur einsetzten wiirde, bedeutet das bei den Kéltemittelunter-
kiihlungen der vorliegenden Untersuchungen zwischen 65K und 90K eine starke
Verzogerung des Siedebeginns, so dass es in den Experimenten gar nicht zur
Verdampfung kiime. Die empirische Korrelation von Saha und Zuber (1974)
wird trotz ihrer in der Literatur immer wieder herausgestellten Eignung (vgl.
Lee und Bankhoff, 1998; Sun et al., 2003) deshalb nicht im unterkritischen Mo-
dell verwendet, sondern es wird vom Rohreinlass an von einem augenblicklich

voll ausgebildeten Stromungssieden ausgegangen.
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E.1.2 Referenzmessungen

In Abb. E.1 sind die berechneten mittleren Stréomungsgeschwindigkeit des Ab-
gases wap,, und der Kiihlmittelseite wyy ¢, fiir den jeweils maximalen und
minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6 iiber der nor-

mierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) abgetragen.

40 . - 2
| |
N . . —A—
< |
‘ WAb,m (MAb,maa: ’ MWG,max) ‘
30:**{’**\”*”* ********** o Sinniie il ~-x-41.5
T ! Ww G ,m (MAb,ma:r s MWG,maac) ! T%
w
g |13 11,2 T £
\SZO* | | 11 g
< I I (5
< I . . I E
e | ww Gm (M av,min , Mw G min) | 5
o . . 105
| W Ab,m (MAb,min ) MWG,mfm) i
”@% 7777777777 Y.
:\ | | | | | | | \:
0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1
(La/Lim)

Abbildung E.1: Mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Abgases wap,, [A;
Wabm (Mapmazs Mwcmaz)s 0 Wapm (Mabmin, Mwcmin)] und der Kiihlmit-

telseite wWG,m [X; wWG,m (MAb,mawa MWG,max)a &l wWG,m (MAb,mina MWG,min)]

tiber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,).

Die mittlere abgasseitige Stromungsgeschwindigkeit beim Betriebspunkt ma-
ximalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstroms w Ab,m(M Abmaz s MWG’max) nimmt
in den Bereichen der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) aufgrund des
geringeren Stromungsquerschnitts des zweiten Rohrbiindels B24;,, (IT) im Ver-
gleich zum ersten Rohrbiindel Bl4, 41 (I) von 34 m/s auf 38 m/s zu und sinkt
in der Folge aufgrund der mit der Abkiihlung abnehmenden Abgasdichte auf
35m/s.

Die mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Abgases beim Betriebspunkt mi-
nimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstroms w Ab,m(]\'/[ Ab.min s MWG,mm) bleibt
trotz des geringeren Stromungsquerschnitts aufgrund der mit der Abgasaus-

kiihlung zunehmenden Abgasdichte zunéchst in den ersten beiden Rohrbiin-
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deln Bl 4p 41 (I) und B2 4, (II) ndherungsweise konstant bei 2, 1m/s. Im letzten
Rohrbiindel B34 42 (I1I) fillt sie dann auf 1,8 m/s ab. Das Abgas stromt im
dritten quer angestromten Rohrbiindel B34, 4o (III) trotz des geringeren Stro-
mungsquerschnitts aufgrund der Zunahme der Abgasdichte nicht schneller als
im ersten Rohrbiindel Bl .1 (I).

Die mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Kiihlmittels wy ¢, ist in den Be-
reichen der normierten Kéltemittelrohrldnge (L,/L,,) in guter Ndherung beim
Betriebspunkt maximaler bzw. minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstro-
me bei 1,48 m/s bzw. 0,24 m/s konstant.

Die mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Abgases wap., ist grofer als die

mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Kiihlmittels wy g .
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In Abb. E.2 sind die Simulationsergebnisse der Reynolds-Zahlen der Ab-
gasseite Rey;, und der Kiihlmittelseite Rey ¢ fiir den jeweils maximalen und
minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6 iiber der normier-

ten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) abgetragen.

14000 1400

12000F  ~ e R 1200

10000 1 3 11,2 [11,1/1000
= 8000 | ReAb(MAb,mam,Mwa,max) s 800 S
s 6000/R6WG(MAb,max7MWG,ma:r) 600 &

Abbildung E.2: Reynolds-Zahlen der Abgasseite Rega, [A; Reap (MAb,max,
MWG,max); O, ReAb (MAb,mm; MWG,min)] und der Kiihlmittelseite ReWG [X;
ReWG (MAb,maza MWG,ma;B); <3 ReWG (MAb,mina MWG,min)] iiber der normier-

ten Kéltemittelrohrlénge (L,/L,,).

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten
dienen in obiger und den folgenden Abbildungen der Mittelwerte iiber der
normierten Kéltemittelrohrléinge (L,/L,,) lediglich der Orientierung bei der
Zuordnung der Werte und nicht der Interpolation zwischen den Mittelwerten.

Die abgasseitige Reynolds-Zahl Re,, wird in den quer vom Abgas ange-
stromten Rohrbiindeln Bl (I) und B3 4542 (III) mit dem Hohlraumanteil
U und der Uberstrémlinge Ls nach Gl. A.10 gebildet und ist daher anders
definiert als im ldngs angestromten Rohrbiindel B24;; (II) nach Gl A.2.

Die Reynolds-Zahl der Abgasseite Re Ab(M Ab,maz» MWG,m,m) steigt wie die mitt-
lere Stromungsgeschwindigkeit des Abgases wayp,, beim Betriebspunkt maxi-
malen Abgas- und Kiihlmittelmassenstroms in den Bereichen der normierten

Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) vom ersten Rohrbiindel Bl (I) zum zwei-
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ten Rohrbiindel B2y4,; (II) und sinkt dann im dritten Rohrbiindel B34 4
(IIT). Die Reynolds-Zahl der Abgasseite ReAb(]\./[Abmm, Mwa,mm) verhalt sich
beim Betriebspunkt minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstroms nicht wie
die mittlere Stromungsgeschwindigkeit des Abgases w gy, sondern steigt vom
ersten Rohrbiindel zum zweiten Rohrbiindel und sinkt im dritten Rohrbiindel
wieder. Die Anderungen im Vergleich zur mittleren Stromungsgeschwindigkeit
resultieren aus den Anderungen der Abgasviskositit, die in diesem Fall den
Verlauf der Reynolds-Zahl bestimmen.

Die kiihlmittelseitige Reynolds-Zahl Rey ¢ steigt bei beiden Betriebspunkten
maximaler und minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstrome in den Berei-
chen vom Einlass bis zum Auslass des Kiltemittelrohrs. Die Anderungen der
kiihlmittelseitigen Reynolds-Zahl Reyw ¢ sind in der mit steigender Kiihlmit-
teltemperatur abnehmenden Kiihlmittelviskositit begriindet, da die mittlere
Stromungsgeschwindigkeit aus Abb. E.1 nahezu konstant bleibt.

Die abgas- und kéltemittelseitigen Reynolds-Zahlen Re,, und Reg,, sind bei
den Betriebspunkten maximaler und Abgas- und Kiihlmittelmassenstréme gro-
fser als bei den Betriebspunkten minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstro-

me.



E. Weitere Ergebnisse 293

In Abb. E.3 sind die Simulationsergebnisse der Prandtl-Zahlen der Abgas-
seite Pr 4, und der Kiihlmittelseite Pry ¢ fiir den jeweils maximalen und mini-
malen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6 {iber der normierten

Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) abgetragen.

0728 T 1 T . T T T 1 L m 50
PTAb (MAb,ma:r 5 MWG,max) PrAb( Ab,min MWG;mzn)
A O
0.724r : :——x—:48
—E— |
0.72r ! ! 146
< e T B e il ! 0
& 13| 11,2 BIIR TS
Q_' | A i
07160 T X fm e P
e |
0712 : PTWG (MAb,ma:r 5 MWG,maac) ;@;42
- xé%—/PrWG(MAb,min s Mw G min) 3

0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1
(La/Lim)
Abbildung E.3: Prandtl-Zahlen der Abgasseite Pra, [A; Prap (MAb,max,
MWG,mam); O, PTAb (MAb,min; MWG,mm)] llIld der Kijhlmittelseite PTWG [X;
PrWG (MAb,maxa MWG,maac); <3 PTWG (MAb,mina MWG,min)] iiber der normier-

ten Kéltemittelrohrldnge (L,/L,,).

Die Prandtl-Zahlen der Abgasseite Pr 4, nehmen bei beiden Betriebspunk-
ten maximaler und minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstréme in den
Bereichen vom ersten Rohrbiindel B1 441 (I) zum dritten Rohrbiindel B3y 2
(III) ab, wobei die Anderungen gering sind.

Die Prandtl-Zahlen der Kiihlmittelseite Pry g nehmen bei beiden Betriebs-
punkten maximaler und minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstréme in
den Bereichen vom Kéltemittelrohreinlass zum Auslass in guter Ndherung li-
near ab. Die Anderungen resultieren aus der mit steigender Kiihlmitteltempe-
ratur abnehmenden kinematischen Viskositat nyq.

Die abgas- und kiltemittelseitigen Prandtl-Zahlen Pr 4, und Prg,, sind bei den
Betriebspunkten maximaler und Abgas- und Kiihlmittelmassenstrome grofser

als bei den Betriebspunkten minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstrome.
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In Abb. E.4 sind die Simulationsergebnisse der Korrekturfaktoren der Ab-
gasseite K 4, und der Kiihlmittelseite K7 ¢ fiir den jeweils maximalen und
minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6 {iber der normier-

ten Kéltemittelrohrléinge (L,/L,,) abgetragen.

1.3 ‘ m 1.3
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Abbildung E.4: Korrekturfaktoren der Abgasseite Kp 45 [A; K1 ap (MAb,maxa
My maz)s 0 Krap (Mapmin, Mwamin)] und der Kiithlmittelseite Kpwa [x;
Krwe (Mapmazs MwGmaz), 03 Krwe (Mapmins Mwe.min)] iiber der normier-
ten Kéltemittelrohrlénge (L./L,,).

Die Korrekturfaktoren der Abgasseite Krp 45 steigen bei beiden Betriebs-
punkten maximaler und minimaler Abgas- und Kiihlmittelmassenstrome in
den Bereichen vom ersten Rohrbiindel Bla,, (I) zum zweiten Rohrbiindel
B2, (II) an und sinken dann im dritten Rohrbiindel B34, (III) wieder.
Der Verlauf resultiert aus den Temperaturdifferenzen zwischen mittlerer Ab-
gastemperatur und abgasseitiger Wandtemperatur in den jeweiligen Bereichen
(vgl. Abb. E.5). Der ahgasseitige Korrekturfaktor Kr 4, liegt bei den darge-
stellten Betriebspunkten zwischen 12 % und 16 %.

Die Korrekturfaktoren der Kiihlmittelseite K7 nehmen in den Bereichen
vom Einlass des Kiltemittelrohrs zum Auslass mit der steigenden Differenz
aus der kiltemittelseitigen Wandtemperatur und der mittleren Kéltemittel-

temperatur zu (vgl. Abb. E.6). Der killtemittelseitige Korrekturfaktor Kr
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liegt bei den dargestellten Betriebspunkten zwischen 6 % und 26 %.

In Abb. E.5 sind die Simulationsergebnisse der mittleren abgasseitigen Wand-
temperatur ¥4 w,, und Abgastemperatur 4, fiir den jeweils maximalen und
minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6 iiber der normier-

ten Kéltemittelrohrlénge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.5: Abgasseitige Wandtemperatur 9 ap wm [A; 9 apwm (MAb,max,
MG maz)s 05 O abwim (Mapmin, MywG.min)] und Abgastemperatur 04, [x; 9.5
(MAb,maaja MWG,maz); (o Q9Ab (MAb,mim MWG,min)] iiber der normierten Kalte-

mittelrohrlinge (L, /L,,).

Die Abgastemperatur 1 45 sinkt entsprechend des vom Abgas auf das Kiihl-

mittel iibertragenen Warmestroms @ in den Bereichen vom ersten quer ange-
strémten Rohrbiindel B1,,(I) bis zum dritten Rohrbiindel B3 4 42 (I1I) von un-
gefihr 450°C bis auf 328°C (Mapmazs Mw cmaz) bzw. 189°C (M ap min, My G.min)
fortlaufend ab.
Die mittleren abgasseitigen Wandtemperaturen ¥ 4w, sinken bei beiden Be-
triebspunkten in den Bereichen vom ersten quer angestromten Rohrbiindel
B1,1(I) bis zum dritten Rohrbiindel B34 4o (IIT). Die Wandtemperaturen lie-
gen bei den beiden Betriebspunkten zwischen ungefihr 42 °C und 195 °C.
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In Abb. E.6 sind die Simulationsergebnisse der mittleren kiihlmittelseiti-
gen Wandtemperatur Ywe w,,» und Kiithlmitteltemperatur Jy ¢ fiir den jeweils
maximalen und minimalen Abgas- und Kiihlmittelmassenstrom aus Abb. 3.6

tiber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.6: Mittlere kiithlmittelseitige Wandtemperatur dweaw., [A;
ﬂWG,W,m (MAb,maxa MWG,ma:I:)a 0] ﬁAb,W,m (MAb,mina MWG,min)] und Kiihlmit-
teltemperatur 79WG IX; 79WG (MAb,maxa MWG,max)a <, ﬂWG (MAb,mina MWG,min)]

tiber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,).

Die Kiihlmitteltemperatur vy ¢ steigt entsprechend des vom Abgas auf das
Kiihlmittel {ibertragenen Wirmestroms ) vom Einlass des Kiihlmittels im Be-
reich 1 bis zum Auslass im Bereich 3 von ungefihr 23°C bis auf 30°C (MAb,max,
MWG’max) bzw. 29 °C (MAb,mina MWG,min) fortlaufend an.

Die mittleren kiihlmittelseitigen Wandtemperaturen Yy ¢ w,,», nehmen bei bei-
den Betriebspunkten in den Bereichen vom Einlass bis zum Auslass zu. Die
Wandtemperaturen liegen bei den beiden Betriebspunkten zwischen ungefihr

40 °C und 185 °C.
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In Abb. E.7 ist die berechnete mittlere Abgasgeschwindigkeit w4p,, iiber

der mittleren Kiihlmittelgeschwindigkeit wg, ,,, aller Referenzmessungen fiir

die drei Bereiche der quer und lidngs angestrémten Abgasbiindel B1 4, (I),

B2 45 (II) und B34p,42 (III) abgetragen.
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Abbildung E.7: Mittlere Abgasgeschwindigkeit wap,, iiber mittlerer Kiihlmit-

telgeschwindigkeit wyy ¢, aller Referenzmessungen (A; Biindel B1 4,41, 0; Biin-

del B2Ab,la X Biindel BBAbng).

Die mittlere Abgasgeschwindigkeit wp,,, ist im l&ngs angestromten Rohr-

biindel B2y4,; (II) aufgrund des verringerten Stromungsquerschnitts im Ver-

gleich zum ersten quer angestromten Rohrbiindel Bay 1 (/) immer gréfer. Die

mittlere Abgasgeschwindigkeit w4y, im dritten, quer angestromten Rohrbiin-

del B3ap g (III) ist bei der Gruppe der groften Abgasstrome aufgrund des

verringerten Stromungsquerschnitts ebenfalls grofer als im ersten quer ange-

stromten Rohrbiindel By 41(1). Bei geringeren Abgasmassenstromen hingegen

nimmt die Abgasdichte aufgrund der Abkiihlung des Abgases bis zum dritten

Rohrbiindel soweit zu, dass die Stromungsgeschwindigkeit aufgrund der mit
der Abkiihlung des Abgases steigenden Abgasdichte im dritten Rohrbiindel

kleiner als im ersten Rohrbiindel berechnet wird.

Die mittlere Kiihlmittelgeschwindigkeit wy ., bleibt bei allen Betriebspunk-

ten iiber die drei Rohrbereiche vom Ein- (1) zum Auslass (3) in guter Ndherung
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konstant.

In Abb. E.8 sind die berechneten Korrekturfaktoren des Abgases Krp 4 iiber
den Korrekturfaktoren des Kiihlmittels K7 ¢ aller Referenzmessungen fiir die
drei Bereiche der quer und lings angestrémten Abgasbiindel B1 441 (I), B24p;
(II) und B3ap4 (III) abgetragen.

1.2 \ \ ;
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Abbildung E.8: Korrekturfaktoren des Abgases K 45 iiber den Korrekturfak-
toren des Kiihlmittels K7 aller Referenzmessungen (A; Biindel B1 441, 0;
Biindel B2, x; Biindel B34 42)-

Die berechneten Korrekturfaktoren des Wéarmeiibergangskoeffizienten Kr 4y,
bzw. K7 we sind umso grofer, je grofer die jeweiligen Differenzen zwischen der
mittleren Abgas- bzw. Kiihlmitteltemperatur und der abgas- bzw. kiihlmittel-
seitigen Wandtemperatur des jeweiligen Bereichs sind.

In den einzelnen Gruppen der Variation des Kiihlmittel- und Abgasmassen-
stroms der Rohrbiindel B1 441 (I), 3, B24p; (II), 2 und B3 4,42 (I1I), 1 in Abb.
E.8 werden sowohl der Abgas- als auch der Kiihlmittelmassenstrom gleichzeitig
geindert. Wenn der Abgas- My, und der Kiihlmittelmassenstrom My bei-
spielsweise gleichzeitig erh6ht werden, steigen auf beiden Seiten die Warme-
iibergangskoeffizienten a4, und ayy . Die abgas- und kiihlmittelseitigen Wand-
temperaturen des Rohrs verschieben sich dann zu den mittleren Temperaturen

des Kiihlmittels. Die Differenzen zwischen den mittleren Abgastemperaturen
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und den abgasseitigen Wandtemperaturen nehmen dadurch zu und die Diffe-
renzen zwischen den kiihlmittelseitigen Wandtemperaturen und den mittleren
Kiihlmitteltemperaturen ab. Deshalb steigen die abgasseitigen Korrekturfak-
toren Kp 4, in Abb. E.8 in den einzelnen Gruppen der Variationen, wihrend
die kiihlmittelseitigen Korrekturfaktoren K7 g, abnehmen.

Die abgasseitigen Korrekturfaktoren Kp 4 aller Referenzmessungen liegen zwi-
schen 10% und 18%, wihrend die kiihlmittelseitigen Korrekturfaktoren Krw¢
zwischen 5 % und 26 % liegen.

In Abb. E.9 sind die Simulationsergebnisse der Reynolds-Zahlen des Abgases
Re 4, iber den Reynolds-Zahlen des Kiihlmittels Rey g aller Referenzmessun-
gen fiir die drei Bereiche der quer und lings angestromten Abgasbiindel B1 45 41
(I), B24p,; (IT) und B34p 42 (III) abgetragen.
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Abbildung E.9: Reynolds-Zahlen des Abgases Re 4, iiber den Reynolds-Zahlen
des Kiihlmittels Rey ¢ aller Referenzmessungen (A; Biindel B1 44 41, 0; Biindel
BQAb,l, X5 Biindel B?)Abng).

Die abgas- und kiihlmittelseitigen Reynolds-Zahlen Re s, und Reyw g verlau-
fen in allen Referenzmessungen wie die Beispiele aus Abb. E.2.
Die kiihlmittelseitigen Reynolds-Zahlen Rey ¢ sind immer geringer als die

Reynolds-Zahlen des Abgases Re ap.
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In Abb. E.10 sind die berechneten Prandtl-Zahlen des Abgases Pry, iiber

den Prandtl-Zahlen des Kiihlmittels Pry ¢ aller Referenzmessungen fiir die drei
Bereiche der quer und léngs angestromten Abgasbiindel B1 4541 (I), B2, (I1)

und B34 (III) abgetragen.
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Abbildung E.10: Prandtl-Zahl des Abgases Pra;, iiber der Prandtl-Zahl des
Kéltemittels Pry o der Referenzmessung (A; Biindel B1 4y 41, 0; Biindel B2 4,

x; Biindel B34 42).

Die abgas- und kiihlmittelseitigen Prandtl-Zahlen Pr 4, und Pry ¢ verlaufen

ebenfalls in allen Referenzmessungen wie die Beispiele aus Abb. E.3.
Die kiihlmittelseitigen Prandtl-Zahlen Pry ¢ sind durchgéingig grofer als die

Prandtl-Zahlen des Abgases Pr 4p.
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E.1.3 Abgaswirmeiibertragung mit dem Kaltemittel

Zuerst werden weitere Messergebnisse und dann einige weitere Rechenergeb-

nisse gezeigt.

Messungen

Abb. E.11 zeigt die kiltemittelseitigen Druckverluste Apg,, g iiber dem Kil-

temittelmassenstrom M, aller Kiltemittelmessungen.
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Abbildung E.11: Kéltemittelseitige Druckverluste Apg,, i iiber dem Kéltemit-

telmassenstrom M, aller Kéltemittelmessungen.

Die kéltemittelseitigen Druckverluste Apg,, g variieren in den Experimen-
ten zwischen ungefihr 300 mbar und 510 mbar. Die jeweiligen Messabweichun-
gen sind so grof wie die Druckverluste selbst, da keine Differenzdrucksensoren,
sondern Relativdrucksensoren verwendet wurden, die bis zu einem Absolut-
druck von 60 bar messen. Bei absoluten Driicken pg,, g zwischen 25 bar und

50 bar sind die Druckverluste in jedem Fall noch vernachlassigbar.
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Abb. E.12 zeigt die in den Experimenten gemachten Variationen der Ab-
gaseintrittstemperatur ¥4, und des Abgasmassenstroms MAb aller Kéltemit-

telmessungen.
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Abbildung E.12: Variationen der Abgaseintrittstemperatur 4 . iiber dem Ab-

gasmassenstrom M ap aller Kéltemittelmessungen.

Der Abgasmassenstrom M 4, wurde in den Messungen mit dem Kéltemittel
R134a von 200 kg/h bis ungefihr 600 kg/h in Schritten von ndherungsweise
100 kg/h variiert. Es wurden bei jedem Abgasmassenstrom My jeweils drei
Abgaseintrittstemperaturen 45 . von ungefihr 450 °C, 500 °C und 550 °C ein-
geregelt.

Die Gruppe der Variation des Kéltemitteldrucks pg,, z aus Abb. 3.11 ist in
Abb. E.12 markiert.
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Abb. E.13 zeigt den sich in den Experimenten ergebenden Kiltemittelmas-
senstrom M, iiber dem eingeregelten Abgasmassenstroms My, mit der Ab-

gaseintrittstemperatur 4, . als Parameter.
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Abbildung E.13: Kéltemittelmassenstrom MKm iiber dem Abgasmassenstrom
MAb mit der Abgaseintrittstemperatur 9 4 als Parameter (A; 450°C, o; 500°C,
x; 550 °C).

Der Kiltemittelmassenstrom M Km Variiert in den Experimenten zwischen
ungefihr 35 g/s und 90 g/s. Er steigt bei gegebener Abgaseintrittstemperatur
U ap immer ndherungsweise linear mit dem Abgasmassenstrom M Ap Wie in
Abb. E.13 angedeutet.

Bei gegebener Abgaseintrittstemperatur 94, . und gegebenem Abgasmassen-
strom MAb variiert der Kaltemittelmassenstrom MKm im Rahmen der Mess-

abweichung nicht merklich.
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Abb. E.14 zeigt die Kéltemitteliiberhitzung AT aller Kéltemittelmessungen

iiber dem Abgasmassenstrom M4, mit der Abgaseintrittstemperatur Vape als

Parameter.
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Abbildung E.14: Kéltemitteliiberhitzung AT5 iiber dem Abgasmassenstrom
MAb mit der Abgaseintrittstemperatur 9 4 als Parameter (A; 450°C, o; 500°C,
x; 550 °C).

Die iiberkritische Kéltemitteliiberhitzung AT5 variiert in den Experimenten
zwischen ungefihr 1 K und 12 K. Sie wurde bei gegebenem Abgasmassenstrom
MAb und gegebener abgasseitiger Eintrittstemperatur 9 45 . um mehrere Kelvin
variiert, wie in Abb. E.14 ersichtlich ist.
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In Abb. E.15 ist das Verhiltnis aus spezifischer Enthalpiedifferenz der Wir-
meiibertragung im Heizer Ahg,, g und der spezifischen Verdampfungsenthal-
pie des Kiltemittels r aller Kéltemittelmessungen bei unterkritischen Kalte-
mitteldriicken iiber dem Abgasmassenstrom M, mit der abgasseitigen Ein-

trittstemperatur 4. als Parameter dargestellt.

4 T T T T T
% PKm,H ~ 37bar %
35 Vape ~550°C 4 . g -
~a o
g s
L3 i
) 3 i
S Y ap.e ~ 500°C
i Ab,e i)
S 25F oy % £ § ]
& ) 4 %
2r /j& A A n
. AN
19Ab,e ~ 450°C PEm.H ~ 27bar

150 200 250 300 350 400 450 500 550 600
MAb/kgh_l
Abbildung E.15: Verhéltnis (Ahgy, g/r) iiber dem Abgasmassenstrom M,

mit der abgasseitigen Eintrittstemperatur 4, als Parameter (A; 450 °C, o;
500 °C, x; 550 °C).

Da das Kéltemittel im unterkritischen Druckbereich wie in Abb. 3.13 dar-
gestellt immer ungefdhr im Sattdampfzustand aus dem Warmeiibertrager aus-
tritt, beschreibt das Verhéltnis (Ahgy, g /r) in guter Ndherung den Anteil der
Enthalpiefinderung der Erwdrmung des fliissigen Kéltemittels gegeniiber dem
Anteil bei der Verdampfung. Da die spezifische Verdampfungsenthalpie r zum
kritischen Druck hin sinkt, sind bei hohen Verdampfungsdriicken pg,, i die
Verhéltnisse (Al g/7) grok, weil die Eintrittstemperatur des Kéltemittels
Uim,e und damit (Ahg,, g/r) ndherungsweise konstant gehalten wurde.

Die experimentell ermittelten Enthalpieverhéltnisse (Ahg,, g/r) variieren ent-
sprechend den eingestellten Verdampfungsdriicken des Kéltemittels von 25 bar
bis 38 bar bei gegebenem Abgasmassenstrom und gegebener Abgaseintritts-

temperatur zwischen 2 und 4.
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In Abb. E.16 ist der abgasseitige Druckverlust Ap 4, iiber der Abgaseintritts-

temperatur 4, mit dem Abgasmassenstrom MAb als Parameter dargestellt.
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Abbildung E.16: Abgasseitige Druckverlust Apy;, iiber der Abgaseintrittstem-

peratur 4. mit dem Abgasmassenstrom M, als Parameter.

Die Abhéngigkeit des abgasseitigen Druckverlusts Ap 4, von der Abgasdich-
te, die sich durch die Variation der Temperatur von 100 K um ungefihr 10 %
dndert, wird in der Anderung des experimentell ermittelten Druckverlusts um

bis zu 10 % in Abb. E.16 bei konstantem Abgasmassenstrom MAb deutlich.
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Rechnungsergebnisse: Kiltemittel iiberkritisch

In Abb. E.17 sind die Simulationsergebnisse der Reynolds-Zahlen der Abgas-
seite Rey, und der Kéltemittelseite Reg,, fiir das Beispiel aus Abb. 3.18 iiber

der normierten Kéltemittelrohrlénge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.17: Reynolds-Zahl der Abgasseite Rea, und der Kéltemittelseite
Re .y, iiber der normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) mit dem Kaltemit-
teldruck pg,, g als Parameter (A; 50 bar, o; 45 bar, x; 42 bar).

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten
dienen in obiger und den folgenden Abbildungen der Mittelwerte iiber der
normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) lediglich der Orientierung bei der
Zuordnung der Werte und nicht der Interpolation zwischen den Mittelwerten.

Die Reynolds-Zahl der Abgasseite Re 4, verhilt sich in allen drei Betriebs-
punkten unterschiedlicher Kéltemitteldriicke pg,, g erwartungsgeméaf wie bei
den Beispielen der Referenzmessungen aus Abb. E.2. Der Verlauf der abgassei-
tigen Reynolds-Zahl Rey;, ist in den drei dargestellten Betriebspunkten kon-
stanter Abgaseintrittstemperatur ;. und konstantem Abgasmassenstroms
M 4, erwartungsgemih nahezu identisch. Die abgasseitige Reynolds-Zahl Re 4,
steigt bei allen Betriebspunkten in den Bereichen der normierten Kéltemittel-
rohrlénge (L,/L,,) vom ersten Rohrbiindel B1 44 (I) zum zweiten Rohrbiin-
del B24; (II), nimmt dort in den Bereichen 6 bis 2 fortlaufend zu und sinkt
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dann im dritten Rohrbiindel B34 4o (III) wieder.
Die kiltemittelseitige Reynolds-Zahl Reg,, verhélt sich qualitativ ebenfalls
wie bei den Beispielen der Referenzmessungen aus Abb. E.2. Sie steigt bei
allen drei Betriebspunkten unterschiedlicher Kéaltemitteldriicke in den Berei-
chen vom Einlass bis zum Auslass des Kaltemittelrohrs. Die kidltemittelseitige
Reynolds-Zahl Reg,, ist beim geringsten Kéltemitteldruck (pgp, g =~ 42bar) in
den Bereichen der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) am groften und
beim hochsten Kéltemitteldruck (pgy, g ~ 50 bar) am geringsten.

In Abb. E.18 sind die Simulationsergebnisse der Prandtl-Zahlen der Abgas-
seite Pr 4, und der Kéltemittelseite Pry,, fiir das Beispiel aus Abb. 3.18 iiber

der normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) abgetragen.

0.735 ; T ; T ™ T 1 T ‘ T m 15
7 6 j ) i 4 i 3 | 2 1
: Pr g : : : |
0732 e S | o
1 l | Pricm(Prm,i = 42bar)
~00729’ %@% / P”"Km(meJ{ ~ 45b0/r') ,9 E
= : ' o ‘ ‘ ! ‘ A
i : : S | PTKm(me,H ~ 50ba7“) Qi
0.726( | | ‘ e : : 16
| e, ;
0723F T --_a- -1 Tiiigfiif%zzfgfzgz:ﬁ@ﬁ? 13
e 1 | 1 : g
| | B | III
0 0.1 02 03 04 05 06 07 08 09 1
(La/Lim)

Abbildung E.18: Prandtl-Zahl der Abgasseite Pry, und der Kéltemittelseite
Prg,, iiber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) mit dem Kéltemit-

teldruck pg, g als Parameter (A; 50 bar, o; 45 bar, x; 42 bar).

Die Prandtl-Zahlen der Abgasseite Pr4, nehmen bei allen drei Betriebs-
punkten wie bei den Beispielen der Referenzmessungen aus Abb. E.3 in den
Bereichen vom ersten Rohrbiindel B1 44 (I) zum dritten Rohrbiindel B3y 2
(I1I) kontinuierlich ab, wobei die Anderungen ebenfalls gering sind. Die Ver-
ldufe sind bei den drei Betriebspunkten identisch.

Die Verlaufe der Prandtl-Zahlen der Kéltemittelseite Pry,, unterscheiden sich
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merklich von den Verlaufen der Prandtl-Zahlen des Kiihlmittels Pry g aus
Abb. E.3. Die Prandtl-Zahlen der Kéltemittelseite Prg,, nehmen in Abb. E.18
bei allen drei Betriebspunkten in den Bereichen vom Kailtemittelrohreinlass
zum Auslass zunichst zu. Im Bereich 5 nach Uberschreiten der pseudokriti-
schen Temperatur kommt es aufgrund der in Abb. 2.7 dargestellten starken
Abnahme der Warmeleitfidhigkeit des Kaltemittels Ag,, zu einem deutlichen
Anstieg der Prandtl-Zahlen Prg,,. Danach fallen die Prandtl-Zahlen Prg,,
wieder. Beim geringsten Kéltemitteldruck (prmm ~ 42 bar), d.h. nahe beim
kritischen Punkt, sind die beschriebenen Anderungen am stiirksten ausgeprigt.
Die kiltemittelseitigen Prandtl-Zahlen Prg,, sind beim geringsten Kaltemit-
teldruck (pgom g ~ 42 bar) bis auf den letzten Bereich (7) immer am hochsten
und beim groften Kéltemitteldruck (pgpm, g =~ 50 bar) am geringsten.

In Abb. E.19 sind die berechneten Korrekturfaktoren der Abgasseite K 4y
iiber der normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) fiir das Beispiel aus Abb.
3.18 abgetragen.
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Abbildung E.19: Korrekturfaktoren der Abgasseite K 4 iiber der normierten
Kéltemittelrohrlange (L, /L,,) mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter
(A; 50 bar, o; 45 bar, x; 42 bar).

Die Verlaufe der Korrekturfaktoren der Abgasseite Krp 45 sind qualitativ

wie bei den Referenzmessungen aus Abb. E.4. Sie steigen entsprechend der
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Temperaturdifferenzen zwischen mittlerer Abgastemperatur und abgasseitiger
Wandtemperatur in den jeweiligen Bereichen (vgl. Abb. E.20) bei allen drei
Betriebspunkten vom ersten Rohrbiindel B1 441 (I) zum zweiten Rohrbiindel
B2 45, (II) an, nehmen dort fortlaufend zu und sinken dann im dritten Rohr-
biindel B3 4542 (III) wieder. Die abgasseitigen Korrekturfaktoren Ko 4 liegen
bei den dargestellten Betriebspunkten zwischen 4 % und 14 %.

In Abb. E.20 sind die berechnete Abgastemperatur 4, und die mittlere
abgasseitige Wandtemperatur 9 45 ., fiir das Beispiel aus Abb. 3.18 iiber der
normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.20: Abgastemperatur 14, und abgasseitige Wandtemperatur
U b w,m ber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L, /L,,) bei iiberkritischem
Kéltemitteldruck mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter (A; 50 bar,
0; 45 bar, x; 42 bar).

Die Abgastemperatur ¢4, sinkt in allen drei Betriebspunkten entsprechend
des vom Abgas auf das Kéltemittel iibertragenen Wirmestroms Q in den Be-
reichen vom ersten quer angestréomten Rohrbiindel Bl, (I) bis zum dritten
Rohrbiindel B3,y (IIT) von ungeféhr 507 °C fortlaufend bis auf 390 °C ab.
Die mittleren abgasseitigen Wandtemperaturen 94w, sinken bei allen drei
Betriebspunkten entsprechend des Wérmeiibergangs in den Bereichen vom ers-

ten quer angestromten Rohrbiindel B1 4 41 (I) zunéchst stark, dann fortlaufend
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im ldngs angestromten Rohrbiindel B2y4;,; (II) (Bereiche 2 bis 6) und nehmen
zum dritten Rohrbiindel B34 42 (III) nochmal deutlich zu. Die quantitativen
Unterschiede sind gering. Die Wandtemperaturen liegen bei den drei Betriebs-
punkten zwischen ungefihr 150 °C und 316 °C.

In Abb. E.21 sind die berechnete mittlere kiltemittelseitige Wandtempe-
ratur U g, wm und die Kéiltemitteltemperatur 9, fiir das Beispiel aus Abb.

3.18 iiber der normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.21: Kéltemittelseitige Wandtemperatur ¥, w,» und Kéiltemit-
teltemperatur Vg, tiber der normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) mit

dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter (A; 50 bar, o; 45 bar, x; 42 bar).

Die Kéltemitteltemperatur g, steigt entsprechend des vom Abgas auf das
Kiltemittel iibertragenen Wirmestroms () vom Einlass im Bereich 1 zunéchst
stark, dann kontinuierlich iiber die Bereiche 2 bis 6 und im letzten Bereich
7 wieder etwas stirker. Die Kéltemitteltemperatur g, nimmt von ungefdhr
12,5 °C je nach Druck des Kiltemittels bis auf 133,3 °C (pxm.u =~ 50 bar),
127,9°C (prm.u ~ 45 bar) bzw. 124,7°C (prm.p ~ 42 bar) zu. Das Kéltemit-
tel erwarmt sich aufgrund der héheren spezifischen isobaren Warmekapazitdten
¢p,km i der Nahe des kritischen Punkts beim geringsten Kéltemitteldruck we-
niger stark als beim hochsten Kiltemitteldruck.

Die mittleren kéltemittelseitigen Wandtemperaturen 9., v, sinken bei allen
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drei Betriebspunkten entsprechend des Warmeiibergangs vom Bereich 1 zum
Bereich 2 zunéchst, steigen dann fortlaufend iiber die Bereiche 2 bis 6 und neh-
men zum Bereich 7 nochmal deutlich zu. Die quantitativen Unterschiede sind
gering. Die Wandtemperaturen liegen bei den drei Betriebspunkten zwischen
ungefihr 141°C und 309°C. Die hohen mittleren kéltemittelseitigen Wandtem-
peraturen Vg, w.m des letzten Bereichs 7 beeinflussen die Korrekturfaktoren
des Kaltemittels K7 g, nicht mehr wesentlich, da die Fluideigenschaften sich
ab ungefihr 170 °C nicht mehr stark dndern wie in Abb. 2.7 ersichtlich. Die
Fluideigenschaften des Kéltemittels R134a sind in RefProp 8.0 lediglich bis
180 °C hinterlegt, weshalb die Fluideigenschaften ab einer Kéltemitteltempe-
ratur von 180°C zur Berechnung der Korrekturfaktoren als ndherungsweise als
konstant angenommen werden.

In Abb. E.22 sind die Simulationsergebnisse der Reynolds-Zahlen des Ab-
gases Reyy, iiber den Reynolds-Zahlen des Kéltemittels Reg,, aller Kaltemittel-
messungen fiir die drei Bereiche der quer und lings angestromten Abgasbiindel
Blapg (I), B24p; (II) und B34p,4 (III) abgetragen.
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Abbildung E.22: Reynolds-Zahl der Abgasseite Rey, iiber Reynolds-Zahl
der Kéltemittelseite Reg,, (A; Biindel Blgap,1, 0; Biindel B24,,, x; Biindel

B3 ap2)-

Die Reynolds-Zahlen der Abgasseite Re 4, sind aufgrund der gleichen Abgas-
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eintrittstemperaturen 19Ab76 und Abgasmassenstrome MAb erwartungsgemafs so
grof wie bei den Referenzmessungen in Abb. E.9.

Die Reynolds-Zahlen der Kéltemittelseite Reg,, sind in der Groéfkenordnung
der Reynolds-Zahlen der Abgasseite Rea;, und sind in der gasférmigen Kélte-
mittelstromung héher als die Reynolds-Zahlen der Abgasseite Re .

In Abb. E.23 sind die berechneten Prandtl-Zahlen des Abgases Pry, iiber
den Prandtl-Zahlen des Kéltemittels Prg,, aller Kiltemittelmessungen fiir die
drei Bereiche der quer und lings angestrémten Abgasbiindel B1 441 (I), B24p,
(II) und B34p42 (III) abgetragen.
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Abbildung E.23: Prandtl-Zahl der Abgasseite Rey, iiber der Prandtl-Zahl
der Kiltemittelseite Reg,, (A; Biindel Bl 1, 0; Biindel B24;;, x; Biindel

B3 apq2)-

Die Prandtl-Zahlen der Abgasseite Pr 4, sind aufgrund der gleichen Abgas-
eintrittstemperaturen o Ab,e und Abgasmassenstrome M Ap erwartungsgemals so
grofs wie bei den Referenzmessungen in Abb. E.10 und &ndern sich nur gering-
fligig.

Die Prandtl-Zahlen der Kéltemittelseite Prg,, sind deutlich gréfer als die
Prandtl-Zahlen der Abgasseite Pry4p. Die hochsten Prandtl-Zahlen Prg,, in
Abb. E.23 ergeben sich bei hohen spezifischen isobaren Wéirmekapazititen

¢p,km nahe der pseudokritischen Temperatur Txp, pi-
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In Abb. E.24 sind die berechneten Korrekturfaktoren der Abgasseite Krp 4y
iiber den abgasseitigen Warmeiibergangskoeffizienten vy, aller Kaltemittel-
messungen fiir die drei Bereiche der quer und lings angestromten Abgasbiindel
Blapg (I), B24p; (II) und B3 4542 (III) abgetragen.
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Abbildung E.24: Korrekturfaktoren der Abgasseite Kr 45 iiber den abgasseiti-

gen Wirmeiibergangskoeffizienten o, (A; Biindel Blyy 1, 0; Biindel B2 4,
x; Biindel B34p42).

Die Korrekturfaktoren der Abgasseite K 45 sind wie bei den Beispielen aus
Abb. E.19 bei allen Kéltemittelmessungen entsprechend der Temperaturdiffe-
renzen zwischen mittlerer Abgastemperatur und abgasseitiger Wandtempera-
tur im ersten Rohrbiindel Bl (I) immer am geringsten, im dritten Rohr-
biindel B3 4542 (III) immer etwas grofer und im zweiten Rohrbiindel B2 4
(IT) am hochsten. Die abgasseitigen Korrekturfaktoren Kr 4, liegen bei den

Kailtemittelmessungen zwischen 3 % und 16 %.
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Rechnungsergebnisse: Kiltemittel unterkritisch

In Abb. E.25 sind die berechneten Korrekturfaktoren der Abgasseite K7 4 fiir
das Beispiel aus Abb. 3.23 iiber der normierten Kéltemittelrohrlange (L./Ly,)
abgetragen.

12 I I T T

Drm,H ~ 37 bar / Prm,H ~ 28 bar
e

1.175¢ 5 .

1.15F G

ﬂk@/ Prm,H ~ 32 bar e —

ﬁAb,e ~ 50000,
M 4y, ~ 500kgh™*

0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1

Kt ap

1.125r

Abbildung E.25: Korrekturfaktoren der Abgasseite Krp 45 liber der normierten
Kéltemittelrohrlinge (L, /L,,) mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter
(A; 37 bar, o; 32 bar, x; 28 bar).

Die gepunkteten Verbindungslinien zwischen den jeweiligen Mittelwerten
dienen in obiger und den folgenden Abbildungen der Mittelwerte iiber der
normierten Kéltemittelrohrlinge (L,/L,,) lediglich der Orientierung bei der
Zuordnung der Werte und nicht der Interpolation zwischen den Mittelwerten.

Die Korrekturfaktoren der Abgasseite K 4, werden durch die Temperatur-
differenzen zwischen mittlerer Abgastemperatur und abgasseitiger Wandtem-
peratur in den jeweiligen Bereichen (vgl. Abb. E.26) bestimmt. Sie sind bei
allen drei Betriebspunkten zunéchst ungefihr konstant in den Bereichen, in
denen das Kiltemittel iiberhitzt wird bzw. in der Spriihstrémung verdampft,
steigen dann zum Bereich der Verdampfung des Kéltemittels und sinken im
Anschluss fortlaufend bis zum im dritten Rohrbiindel B34 4 (III) wieder. Die
Unterschiede der Verlidufe bei den verschiedenen Kéltemitteldriicken sind ge-

ring. Die Korrekturfaktoren der Abgasseite K7 45 sind dort am héchsten, wo
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die abgasseitigen Wérmeiibergangskoeffizienten am hochsten sind (vgl. Abb.
3.23), weil dort die abgasseitigen Wandtemperaturen néher an den Kéltemit-
teltemperaturen liegen, da der abgasseitige Warmeiibergangskoeffizienten den
Wirmedurchgangswiderstand bestimmt.
Die abgasseitigen Korrekturfaktoren Krp 45 liegen bei den dargestellten Be-
triebspunkten zwischen 12,5 % und 17,5 %.

In Abb. E.26 sind die berechnete Abgastemperatur 4, und die mittlere
abgasseitige Wandtemperatur 9 45 ., fiir das Beispiel aus Abb. 3.23 iiber der
normierten Kéltemittelrohrlange (L,/L,,) abgetragen.
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Abbildung E.26: Abgastemperatur 14, und abgasseitige Wandtemperatur
U b w,m liber der normierten Kéltemittelrohrlange (L, /L,,) bei unterkritischem
Kéltemitteldruck mit dem Kéltemitteldruck pg,, g als Parameter (A; 37 bar,
0; 32 bar, x; 28 bar).

Die Abgastemperatur v 45 sinkt entsprechend des vom Abgas auf das Kélte-
mittel iibertragenen Warmestroms Q in den Bereichen vom ersten quer ange-
stromten Rohrbiindel B14, 4 (I) bis zum dritten Rohrbiindel B34 4 (III) von
ungefihr 509°C (pgm.u & 37bar, prm.u ~ 32bar) bzw. 504°C (pm.u ~ 28bar)
fortlaufend bis auf 393 °C (pgm.g =~ 37 bar), 387 °C (pxm.m ~ 32 bar) bzw.
385 °C (pxm,u = 28 bar) ab.

Die mittleren abgasseitigen Wandtemperaturen 1 45 v, sind in den Bereichen
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der kiltemittelseitigen Uberhitzung und Spriihstrémung zuniichst niherungs-
weise konstant und fallen zum Verdampfungsbereich des Kéltemittels deutlich.
Die Wandtemperaturen ¥4y, bleiben wéhrend der Verdampfung ungeféhr
konstant und steigen zum unterkiihlten Sieden des Kiltemittels in Richtung
Kiltemitteleinlass. Sie sind in den Bereichen der kiltemittelseitigen Uberhit-
zung und Sprithstromung beim hochsten Kéltemitteldruck (pg,, g =~ 37 bar)
am geringsten und beim geringsten Kéltemitteldruck (pg,, g =~ 28 bar) am
hochsten. Im Bereich der Verdampfung und des unterkiihlten Siedens kehren
sich die Verhéltnisse um. Die Wandtemperaturen liegen bei den drei Betriebs-
punkten zwischen ungefihr 94 °C und 185 °C.

In Abb. E.27 sind die berechneten Verhiltnisse der Warmeiibergangskoeffi-
zienten der Spriihstromung zu den unkorrigierten Warmeiibergangskoeffizien-
ten der Uberhitzung (akm.zp.s/(Qrmg/Kr km)) liber dem Kéltemitteldruck
Ds2 abgetragen.
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(xm,zp,s /[ (CKm.g /KT Km))

(aKm,zp,S /(aKm,g /KT,Km))

24 26 28 30 32 34 36 38 40
ps2/bar

Abbildung E.27: Verhéltnisse (ogm, zp.s/(Qxm,g/ K71 km)) iber dem Antriebs-
druck pgs.

Die Verhéltnisse (rm, zp,s/(Okm.g/ K1 km)) zeigen, dass die Warmeiiber-
gangskoeffizienten der Spriithstromung ag, .p s bis zu einem Kaltemitteldruck
Prm,r von ungefihr 33 bar ohne die kiltemittelseitigen Korrekturfaktoren

K7 km immer geringer berechnet werden als die Wérmeiibergangskoeffizien-
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ten der Uberhitzung Qm,g Wie es gemal der Beschreibung aus Abschnitt 2.3.2
zu erwarten ist. Aufgrund des in Abb. E.27 dargestellten deutlichen Anstiegs
der Prandtl-Zahl des Kiltemittels auf der Taulinie Pr}., in Richtung des kri-
tischen Drucks werden die Wiarmeiibergangskoeffizienten der Spriihstrémung
Qkm,2p,s Dach Gl. 2.25 ab einem Kaltemitteldruck pgy, g von ungefahr 33 bar
grofer als die Wirmeiibergangskoeffizienten der Uberhitzung Qgm,g berechnet.

In Abb. E.28 sind die Verhiltnisse des kiltemittelseitigen Wirmeiibergangs-
koeffizienten des unterkiihlten Siedens zum Wiarmeiibergangskoeffizienten des
fliissigen Kéltemittels (axpm us/Qkm, f1) iiber dem Wirmeiibergangskoeffizient

des unterkiihlten Siedens o, s aufgetragen.
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Abbildung E.28: Verhéltnis des kiltemittelseitigen Wiarmeiibergangskoeffizien-
ten des unterkiihlten Siedens zum Warmeiibergangskoeffizienten des fliissigen
Kéltemittels (axpm,us/xm,f1) iber dem Wérmeiibergangskoeffizient des unter-
kithlten Siedens ap, s (A; Biindel B2 4, o; Biindel B34y 42)-

Das Verhdltnis (& pm,us/xm, f1) verdeutlicht, dass die Warmeiibergangsko-
effizienten der fliissigen Kéltemittelstromung o, ¢ durch das unterkiihlte Sie-
den deutlich erhoht werden, d.h. um einen Faktor von ungefdhr 18 bis 93. Im
dritten Rohrbiindel B34 4 (III) bzw. am Kéltemitteleinlass sind die Erh6hun-

gen am starksten ausgepragt.
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In Abb. E.29 sind Wirmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite a4, iiber

den Warmeiibergangskoeffizienten der Kéltemittelfliissigkeit oy, ;i abgetra-

gen.
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Abbildung E.29: Wiarmeiibergangskoeffizienten der Abgasseite « 4, iiber den
Wairmeiibergangskoeffizienten der Kéltemittelfliissigkeit ok, ;i (A; Biindel
B2Ab,l7 (O Biindel B3Ab,q2)-

Die Warmeiibergangskoeffizienten der Kaltemittelfliissigkeit o, s liegen
im dritten Rohrbiindel B3, (III) immer unter den abgasseitigen Wérme-
iibergangskoeffizienten a4,. Im zweiten Rohrbiindel B2y, (II) sind die Wér-
meiibergangskoeffizienten der Kiltemittelfliissigkeit ag,, s vorwiegend etwas
grofer als die abgasseitigen Wérmeiibergangskoeffizienten « ;. Deutlich sind

die Unterschiede jedoch nicht.
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E.2 Weitere Ergebnisse der Dampfstrahlverdich-
tung

Im folgenden Abschnitt werden weitere Ergebnisse der Dampfstrahlverdich-
tung dargestellt und diskutiert, d.h. Messergebnisse im Auslegungsbetrieb und

beim kritischen Gegendruck sowie Rechnungsergebnisse.

E.2.1 Messergebnisse

Zunichst werden weitere Messergebnisse des Dampfstrahlverdichters im Aus-

legungsbetrieb und dann beim kritischen Gegendruck gezeigt und diskutiert.

Messungen im Auslegungsbetrieb

Abb. E.30 zeigt die Mitfiihrrate u iiber den logarithmierten Druckverhéltnissen
Ts0,s2 und 7y oo einiger ausgewidhlter Messungen mit verschiedenen Antriebs-
driicken pgo von ungefidhr 25,5 bar, 27,5 bar und 29, 5 bar.
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Abbildung E.30: Mitfiihrrate p iiber den logarithmierten Druckverhiltnissen
Ts0.s2 (Symbol A) und 74 s (Symbol o) fiir drei verschiedene Antriebsdriicke
ps2 Vvon ungefahr 25,5 bar, 27,5 bar und 29, 5 bar.
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Der Kondensatorgegendruck p,; wurde bei den jeweils konstant gehaltenen
Antriebsdriicken von ungefihr 25, 5 bar, 27, 5bar und 29, 5 bar solange angeho-
ben, bis sich die Mitfiihrrate p bei gleichem Druckverhéltnis 7 5o verringerte.
Aufgrund der sich vergrofsernden Druckdifferenz iiber das Expansionsventil
beim Anheben des Kondensatorgegendrucks py; stieg jedoch der Massenstrom
in den Verdampfer und damit der Verdampferaustrittsdruck pyy in den Expe-
rimenten, weshalb das Expansionsventil nachgeregelt bzw. geschlossen werden
musste, um das Druckverhéltnis 7y o konstant zu halten.

Bei der Betrachtung aller Punktepaare (740 s2, Ts1,52) mit mg 50 > ﬂf{gQ, d.h.
den Punkten 7y 4 rechts von der Linie Wf{zstg = 0, 23, ist erkennbar, dass sich
der jeweils zugehorige Punkt 7y g0 (bei gleichem g zu finden) unterhalb der
Geraden des minimalen Druckverhéltnisses 740 52 und somit bei vergleichsweise
geringerer Mitfiihrrate als bei den Punkten links von der Linie wf{gg = 0,23
befindet. Diese verringerte Mitfiihrrate beim Uberschreiten des kritischen Ge-
gendruckverhiltnisses, d.h. Wf{’stz > 0,23, ist bei allen vier ausgewéhlten Ver-
héltnissen von Verdampferaustritts- zu Antriebsdruck 7, 5o von ungeféhr 0, 07,
0,085, 0,11 und 0,12 in Abb. E.30 erkennbar. Die Abnahme der Mitfiihrrate
iibersteigt in den gezeigten Beispielen jedoch lediglich bei dem Druckverhéltnis
Ts0,s2 von ungefahr 0,07 die jeweilige Messabweichung. Das kritische Druck-
verhéltnis Wf{g ist unabhdngig vom Antriebsdruck ps, in allen Messungen im

Rahmen der Messabweichung immer 0, 23.
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In Abb. E.31 ist die Kélteleistung Qq iiber dem Antriebsdruck py, im Aus-
legungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.31: Kilteleistung Q iiber dem Antriebsdruck pys im Auslegungs-
betrieb des Dampfstrahlverdichters.

Bei jedem eingeregelten Antriebsdruck pg wurden erzeugte Kélteleistungen
Qo zwischen ungefihr 1,5 kW und 6 kW gemessen.
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In Abb. E.32 ist die Kélteleistung QO iiber dem Kondensatorgegendruck pg;
im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.

Abbildung E.32: Kilteleistung QO iiber dem Kondensatorgegendruck ps; im
Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Auch bei jedem eingeregelten Kondensatorgegendruck ps; wurden erzeugte

Kilteleistungen @y zwischen ungefihr 1,5 kW und 6 kW gemessen.
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In Abb. E.33 ist die Kilteleistung QO iiber dem Verdampferaustrittsdruck
pso im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.33: Kilteleistung Qo iiber dem Verdampferaustrittsdruck pyy im
Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Die hohen Kélteleistungen Qo von bis zu 6 kW wurden bei vergleichsweise
hohem Verdampferaustrittsdruck p,o zwischen ungefihr 3,4 bar und 4,1 bar
und die geringen Kiélteleistungen bis zu 1,5 kW bei geringerem Verdampfer-
austrittsdruck zwischen ungefihr 1,5 bar und 2,5 bar erzielt.

An den Geraden konstanten Antriebsdrucks, die beispielhaft fiir die An-
triebsdriicke 25,5 bar, 33,5 bar und 41,5 bar in Abb. E.33 aufgetragen sind,
wird deutlich, dass bei einer konstanten Kilteleistung Qo der geringste Ver-
dampferaustrittsdruck pyy beim geringsten Antriebsdruck pg und der grofite

Verdampferaustrittsdruck beim grofiten Antriebsdruck erzielt wurde.
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In Abb. E.34 ist das thermische Warmeverhéltnis COPy, iiber dem An-
triebsdruck pse im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.34: Thermische Wéarmeverhiltnis C'O P, iiber dem Antriebsdruck
ps2 im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Das thermische Warmeverhéltnis COP,;, liegt in den Experimenten zwi-
schen ungefdhr 0,05 und 0,35. Das bei gegebenem Antriebsdruck ps,, ma-
ximal erzielte thermische Warmeverhéltnis C'OP,, nimmt in Abb. E.34 mit
steigendem Antriebsdruck ab, weil die Antriebswéirmestrome mit steigendem
Antriebsdruck pg und gleichbleibenden erzeugten Kélteleistungen (vgl. Abb.

E.31) zunehmen.
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In Abb. E.35 ist das thermische Warmeverhéltnis COP,;, iiber dem Kon-
densatorgegendruck p,; im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters ab-

getragen.
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Abbildung E.35: Thermische Warmeverhaltnis C'O Py, iiber dem Kondensator-
gegendruck pg; im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Das bei gegebenem Antriebsdruck p, maximal erzielte thermische Wiér-
meverhiltnis COP,, nimmt in Abb. E.35 ebenfalls beinahe durchgingig bei

steigendem Kondensatorgegendruck pg; ab.
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In Abb. E.36 ist das thermische Wérmeverhiltnis C'OP,, iiber dem Ver-
dampferaustrittsdruck psy im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters
abgetragen.
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Abbildung E.36: Thermische Warmeverhiltnis COP,, iiber dem Verdampfer-
austrittsdruck p,o im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Das héchste thermische Wéarmeverhéltnis C'O Py, von 0, 35 ergibt sich bei ei-
nem Verdampferaustrittsdruck psy von ungefdhr 3, 3bar. Das geringste thermi-
sche Warmeverhiltnis CO P, von 0, 05 wurde bei Verdampferaustrittsdriicken
pso zwischen ungefahr 1,5 bar und 2,5 bar erreicht.

An den Geraden konstanten Antriebsdrucks, die beispielhaft fiir die Antriebs-
driicke 25,5 bar, 33,5 bar und 41,5 bar in Abb. E.36 aufgetragen sind, wird
deutlich, dass bei einem konstanten Wéarmeverhéltnis C'O Py, der geringste Ver-
dampferaustrittsdruck p,y zum geringsten Antriebsdruck pg und der grofite

Verdampferaustrittsdruck zum gréfsten Antriebsdruck gehort.
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In Abb. E.37 ist der hydraulische COP,, iiber dem Antriebsdruck ps, im
Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.37: Hydraulischer CO P, iiber dem Antriebsdruck ps im Ausle-

gungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Der hydraulische CO P, liegt in den Experimenten zwischen ungefihr 5 und
45. Der bei gegebenem Antriebsdruck pg maximal und minimal erzielte hy-
draulische COP,, nimmt in Abb. E.37 mit steigendem Antriebsdruck ab, weil
die Antriebsmassenstrome mit steigendem Antriebsdruck pg und gleichblei-
benden erzeugten Kiélteleistungen (vgl. Abb. E.31) zunehmen.

Der geringste hydraulische COP}, von 5 wird dementsprechend beim hochsten
Antriebsdruck ps von 41,5 bar und der hochste hydraulische COP, von 45

beim geringsten Antriebsdruck von 25,5 bar erreicht.
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In Abb. E.38 ist der hydraulische C'O P, iiber dem Kondensatorgegendruck
ps1 im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.38: Hydraulischer COP,, iiber dem Kondensatorgegendruck pg;
im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Der bei gegebenem Antriebsdruck ps, maximal erzielte hydraulische COP,
nimmt in Abb. E.38 beinahe durchgingig bei steigendem Kondensatorgegen-
druck pg; ab.
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In Abb. E.39 ist der hydraulische CO P, iiber dem Verdampferaustrittsdruck
pso im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters abgetragen.
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Abbildung E.39: Hydraulischer CO P, iiber dem Verdampferaustrittsdruck pyo
im Auslegungsbetrieb des Dampfstrahlverdichters.

Der hochste hydraulische COP;, von 45 wurde wie beim thermischen War-

meverhiltnis COP,;, bei einem Verdampferaustrittsdruck pyy von ungefihr
3,3 bar erreicht. Der geringste hydraulische COP, von 5 wurde bei einem
Verdampferaustrittsdruck psy von ungefihr 2,5 bar erreicht.
An den Geraden konstanten Antriebsdrucks, die beispielhaft fiir die Antriebs-
driicke 25, 5bar, 33, bbar und 41, 5bar in Abb. E.36 aufgetragen sind, wird deut-
lich, dass der hydraulische COP, bei einem gegebenen Verdampferaustritts-
druck ps beim geringsten Antriebsdruck ps, immer grofer als beim hochsten
Antriebsdruck ist.



E. Weitere Ergebnisse 331

Messungen beim kritischen Gegendruck

In Abb. E.40 sind Mitfiihrrate p iiber den logarithmierten Druckverhéltnissen

Ts0,s2 Und 74 g0 im kritischen Betrieb abgetragen.
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Abbildung E.40: Mitfiihrrate p iiber den logarithmierten Druckverhiltnissen
Ts0.s2 (Symbol A) und 74 5o (Symbol o) im kritischen Betrieb.

Die Mitfiihrrate g lasst sich im Betrieb beim kritischen Kondensatorge-
gendruck p*i gut durch die in Abb. E.40 gezeigte Geradengleichung (u =
0,378 - In(msys2) + 1,13) abbilden. Das kritische Gegendruckverhéltnis g 5

ist im Rahmen der Messabweichung ein konstanter Wert von ungeféhr 0, 23.
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In Abb. E.41 sind die Kélteleistung QO und das thermische Warmeverhéltnis
COPy, iiber der Mitfiihrrate p im kritischen Betrieb abgetragen.
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Abbildung E.41: Kilteleistung QO (Symbol A) und das thermische Warmever-
héltnis COPy, (Symbol o) iiber der Mitfiihrrate g im kritischen Betrieb.

Der Zusammenhang zwischen der Kilteleistung Qo und der Mitfiihrrate p
lisst sich im Betrieb beim kritischen Kondensatorgegendruck p*7 in Abhén-
gigkeit vom Antriebsdruck ps durch die in Abb. E.41 gezeigten Geradenglei-
chungen gut abbilden.

Zwischen dem thermischen Warmeverhiltnis COP,;, und der Mitfiihrrate be-
steht unabhingig vom Antriebsdruck ps ein anndhernd linearer Zusammen-

hang.
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In Tab. E.1 sind die Geradengleichungen der Kilteleistung QO in Abhén-
gigkeit von der Mitfiihrrate g mit dem Antriebsdruck pg, als Parameter aller

Messreihen beim kritischen Kondensatorgegendruck p*7 aufgelistet.

Tabelle E.1: Geradengleichungen der Kilteleistung Qo als Funktion der Mit-

fiihrrate p.
Geradengleichungen Q = f (1)
ps2 & 41,5 bar Q = 25,665 - 1
ps2 & 37,5 bar Q =22,618
ps2 & 35,5 bar Q = 21,565
P2 A 33,5 bar Q = 18,862 4
Ps2 A 31,5 bar Q = 16,835 1
Ps2 & 29,5 bar Q=17,093p
Pso & 27,5 bar Q=15,352-p
ps2 & 25,5 bar Q = 14,963 -

Die Steigung der Geraden nimmt zu héheren Antriebsdriicken zu. Aus den
Geradengleichungen aus Tab. E.1 ldsst sich eine Geradengleichung fiir die Stei-
gung (Steigungsgleichung: m = 0,7065- ps — 4,169) in Abhéngigkeit vom
Druck pgo aufstellen, mit denen sich die Geraden aus Abb. 4.12 abbilden lassen.
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In Abb. E.42 ist der hydraulische CO P, iiber der Mitfiihrrate p im kritischen
Betrieb abgetragen.
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Abbildung E.42: Hydraulischer COP,, (Symbol A) iiber der Mitfithrrate p im
kritischen Betrieb.

Der Zusammenhang zwischen dem hydraulischen C'OP, und der Mitfiihr-
rate p ldsst sich im Betrieb beim kritischen Kondensatorgegendruck p*i in
Abhéngigkeit vom Antriebsdruck pg gut durch die in Abb. E.42 gezeigten Ge-
radengleichungen abbilden. Die Steigung der Geraden nimmt mit steigendem

Antriebsdruck pg ab.
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In Tab. E.2 sind die Geradengleichungen des hydraulischen COP;, in Ab-
hiangigkeit von der Mitfiihrrate p mit dem Antriebsdruck ps als Parameter

aller Messreihen beim kritischen Kondensatorgegendruck p*'® aufgelistet.

Tabelle E.2: Geradengleichungen des hydraulischen COP;, als Funktion der
Mitfiihrrate p.

Geradengleichungen COP, = f(u)
Ps2 ~ 41,5 bar COP, =74,732-p
Ps2 A 37,5 bar COP, = 83,264 - 1
Ps2 & 35,5 bar COP, =87,789 - i
Ps2 ~ 33,5 bar COP, = 88,225
Pso &~ 31,5 bar COP, =94,458 - i1
ps2 ~ 29,5 bar COP, = 106,074 -
Ps2 ~ 27,5 bar COP, =113,676-
e ~ 25,5 bar COP, = 121,831 -1

Die Steigung der Geraden nimmt zu héheren Antriebsdriicken ab. Aus den
Geradengleichungen aus Tab. E.2 ldsst sich eine Geradengleichung fiir die Stei-
gung (Steigungsgleichung: m = 0,127 p?, — 11,4 - p,o + 330) in Abhiingigkeit
vom Druck ps, aufstellen, mit denen sich die Geraden aus Abb. 4.12 abbilden

lassen.
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In Abb. E.43 sind der hydraulische COP, und der Temperaturhub ATx,,
iiber dem thermischen Warmeverhiltnis C'O Py, im kritischen Betrieb abgetra-

gen.
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Abbildung E.43: Hydraulischer COP, (Symbol A) und der Temperaturhub
ATy (Symbol o) iiber dem thermischen Wéarmeverhéltnis COP,, im kriti-

schen Betrieb.

Der Zusammenhang zwischen dem hydraulischen C'OP, und dem thermi-
schen Wiarmeverhéltnis C'O P, lasst sich im Betrieb beim kritischen Kondensa-
torgegendruck p*ri in Abhingigkeit vom Antriebsdruck p, durch die in Abb.
E.43 gezeigten Geradengleichungen gut abbilden. Der Unterschied in den Stei-
gungen der Geraden nimmt mit steigendem Antriebsdruck pso ab.

Der erzielte Temperaturhub ist im Betrieb beim kritischen Kondensatorgegen-
druck p¥® maximal und unabhiingig vom Antriebsdruck p, bei einem gege-

benen thermischen Wiarmeverhiltnis C'O Py, immer anndhernd gleich grofs.
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Messungen der Variation der antriebsseitigen Uberhitzung

In Abb. E.44 ist der Antriebsmassenstrom M, iiber der antriebsseitigen Uber-
hitzung AT, fiir die Variation aus Abb. 4.13 abgetragen.
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Abbildung E.44: Antriebsmassenstrom M?, iiber der antriebsseitigen Uberhit-
zung AT, fiir die Variation aus Abb. 4.13 (Parameter pg: A; 30 bar, o; 32 bar,
x; 34 bar).

Der kritische Antriebsmassenstrom MS’"2 variiert bei der Variation aus Abb.
4.13 im Bereich von ungefihr 85 g/s bis 107 g/s. Der kritische Antriebsmas-
senstrom verhdlt sich geméf GIl. 4.3 direkt proportional zum antriebsseitigen
Ruhedruck pg, und umgekehrt proportional zur Wurzel der antriebsseitgen
Ruhetemperatur 7T,,. Durch eine Erhohung der antriebsseitigen Uberhitzung
AT und damit einhergehend der antriebsseitigen Ruhetemperatur T, bei kon-
stantem Ruhedruck ps; und einer damit einhergehenden Verringerung der an-
triebsseitigen Dichte p,, muss der kritische Antriebsmassenstrom bei allen drei
Antriebsdriicken pg von ungefihr 30 bar, 32 bar und 34 bar sinken, wie in
Abb. E.44 auch experimentell deutlich wird. Die Verringerung iibersteigt je-

doch nicht die jeweiligen Messabweichungen.
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In Abb. E.45 ist der Saugmassenstrom Ms*o iiber der antriebsseitigen Uber-

hitzung AT, fiir die Variation aus Abb. 4.13 abgetragen.
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Abbildung E.45: Saugmassenstrom MS*O iiber der antriebsseitigen Uberhitzung
AT, fiir die Variation aus Abb. 4.13 (Parameter pg: A; 30 bar, o; 32 bar, x;
34 bar).

Der Saugmassenstrom M:O steigt bei der Variation der antriebsseitigen Uber-
hitzung aus Abb. 4.13 in einigen Untergruppen in Abb. E.45 geringfiigig an
und bleibt in anderen Untergruppe anndhernd konstant. Der Anstieg ist nie

grofer als die jeweilige Messabweichung.
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In Abb. E.46 ist das thermische Wiarmeverhéltnis C'O P, iiber der antriebs-
seitigen Uberhitzung AT} fiir die Variation aus Abb. 4.13 abgetragen.
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Abbildung E.46: Thermische Warmeverhéltnis COP,, iiber der antriebsseiti-
gen Uberhitzung AT fiir die Variation aus Abb. 4.13 (Parameter pyy: A; 30bar,
0; 32 bar, x; 34 bar).

Das thermische Warmeverhéltnis COP,;, bleibt fiir die Variation aus Abb.
4.13 in guter Ndherung konstant, wie in Abb. E.46 zu sehen ist. Es verschlech-

tert sich also nicht mit zunehmender antriebsseitiger Uberhitzung ATb.
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E.2.2 Rechnungsergebnisse

In Abb. E.47 ist die berechnete Temperatur ¢ der Antriebs- und Saugstromung
fiir das Beispiel aus Abb. 4.15 iiber der normierten Dampfstrahlverdichterlinge
(L,/L) abgetragen.
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Abbildung E.47: Temperatur ¢ fiir das Beispiel aus Abb. 4.15 iiber der normier-
ten Dampfstrahlverdichterldnge (L,/L) (Parameter py: A; 4 bar, o; 2,6 bar).

Die Temperaturen 9 der Antriebsstrome sinken bei der Entspannung vom
Ruhezustand bis zum Lavaldiisenaustritt von ungefihr 107 °C bis auf —28 °C.
Beim hoheren Verdampferaustrittsdruck pyy von 4 bar nehmen die Temperatu-
ren bei der Nachexpansion bis zum Querschnitt = weiter bis auf —37 °C und
beim geringeren Verdampferaustrittsdruck psy von 2,6 bar bis auf —53 °C ab.
Die Temperaturen ¢ der Saugstrome sinken bei der Entspannung bis zum kri-
tischen Druck von ungefihr 28°C bzw. 32°C auf 10°C bzw. 15°C. Die Tempe-
ratur der Mischung liegt beim héheren Verdampferaustrittsdruck pyy von 4 bar
aufgrund der héheren Mitfiihrrate p bei —12 °C, wihrend sie beim geringeren
Verdampferaustrittsdruck pyo von 2,6 bar bei —41 °C liegt. Die Temperaturen
nach dem senkrechten Verdichtungsstoft liegen bei jeweils 39°C und 44 °C und

die Kondensatoraustrittstemperaturen bei 47 °C und 50 °C.
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In Abb. E.48 sind die kritische Temperatur des Antriebsstroms 93, die Tem-
peratur am Lavaldiisenaustritt ¥,, und die Temperatur vor der Mischung 9,9

iiber der Antriebstemperatur ¥, abgetragen.
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Abbildung E.48: Kritische Temperatur des Antriebsstroms 93 (Symbol A),
Temperatur am Lavaldiisenaustritt 9,2 (Symbol o) und Temperatur vor der

Mischung ¥,2 (Symbol x) iiber der Antriebstemperatur ¥so.

Die kritische Temperatur des Antriebsstroms ¥; liegt laut den Simulations-
rechnungen zwischen 47°C und 72°C und steigt in grober Ndherung linear mit
steigender Antriebstemperatur 1, dhnlich wie die Driicke aus Abb. 4.16.

Die Temperatur des Antriebsstroms am Lavaldiisenaustritt ¢, bewegt sich
zwischen —23 °C und —45 °C und nimmt zunéchst mit steigendem Antriebs-
druck pg und damit steigender Antriebstemperatur 5, von 90°C ab und dann
stark zu. Die berechneten Temperaturverhiltnisse (72/Ts2) dndern sich also
wie die Druckverhiltnisse aus Abb. 4.16 fiir das vorliegende Flachenverhéltnis
der Lavaldiise (A,in/Aq2) von 0,2567 im untersuchten Antriebsdruckbereich
entsprechend der sich fiir die unterschiedlichen Ruhezustinde des Realgases
dindernden Isentropenexponenten, Kompressibilititszahlen und deren Ablei-
tungen.

Die Temperatur vor der Mischung 1,5 liegt je nach Entspannung des Antriebs-
stroms zwischen —35 °C und —68 °C.
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In Abb. E.49 sind die Verhé&ltnisse vom Druck nach und vor dem senk-
rechten Verdichtungsstofs (pas,/pa) und am Diffusoraustritt und nach dem
senkrechten Verdichtungsstol (psi/pam) iiber dem experimentell ermittelten

Verdampferaustrittsdruck pyy abgetragen.

6 ’ T T

Abbildung E.49: Druckverhéltnisse (pasn/par) (Symbol A) und (psi/pam)

(Symbol o) iiber dem experimentell ermittelten Verdampferaustrittsdruck pgo.

Das Druckverhéltnis (pas,/par) bewegt sich fiir jede Gruppe des Antriebs-
drucks pgo zwischen 2,5 und 5,7 und sinkt mit steigendem Verdampferaus-
trittsdruck pyo.

Das Druckverhéltnis (psi/pam) variiert zwischen 1,1 und 1,25 um ungefihr
10 %.
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In Abb. E.50 sind die Temperatur der Mischung 9j; und die Temperatur
nach dem senkrechten Verdichtungsstoft 1,s, iiber der kritischen Temperatur

des Saugstroms 9, abgetragen.
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Abbildung E.50: Temperatur der Mischung ¢, (Symbol A) und Temperatur
nach dem senkrechten Verdichtungsstof s, (Symbol o) iiber der kritischen

Temperatur des Saugstroms .

Die Temperatur der Mischung ¢,; variiert in Abb. E.50 zwischen —53 °C
und —11 °C fiir kritische Temperaturen des Saugmassenstroms v von —4 °C
bis 16 °C.

Die Temperatur nach nach dem senkrechten Verdichtungsstofs ,;, liegt zwi-
schen 20 °C und 44 °C.
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In Abb. E.51 sind die Mach-Zahlen am Lavaldiisenaustritt Ma,s, vor der
Mischung Ma,s sowie vor und nach dem Verdichtungsstols Ma,, und May,

iiber dem Antriebsdruck ps abgetragen.
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Abbildung E.51: Mach-Zahlen am Lavaldiisenaustritt Ma,s (Symbol A), vor
der Mischung Ma,s (Symbol o) sowie vor und nach dem Verdichtungsstofs
May; (Symbol x) und Mayy, (Symbol ¢) tiber dem Antriebsdruck pso.

Die Mach-Zahlen am Lavaldiisenaustritt Ma,o liegen in Abb. E.51 zwischen
2,16 und 2, 28 nehmen mit steigendem Antriebsdruck p,s ab. Die Mach-Zahlen
vor der Mischung M a,, variieren je nach Entspannung des Antriebsstroms bei
gegebenem Antriebsdruck pg zwischen 2,2 und 2,55 und die Mach-Zahlen vor
dem Verdichtungsstofs May,, zwischen 1,56 und 2,39. Die Mach-Zahlen nach
dem Verdichtungsstoft May, liegen zwischen 0,46 und 0, 66.
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E.3 Weitere Ergebnisse der Koppelung

In Abb. E.52 ist der bei den Experimenten mit dem Dampfstrahlverdichter im
elektrischen Heizer auf das Kiltemittel iibertragene Antriebswirmestrom Qs

iiber dem Antriebsdruck ps im kritischen Betrieb abgetragen.

30

Qz = 0, 695 - Ps2 — 2, 812

24 26 28 30 32 34 36 38 40 42 44
psZ/bar

Abbildung E.52: Wirmestrom @ iiber dem Kiltemittelantriebsdruck pg im
kritischen Betrieb.

Der experimentell ermittelte iibertragene Antriebswiirmestrom Qs liegt im
kritischen Betrieb zwischen ungeféhr 26,5 kW und 16 kW fiir Antriebsdriicke
ps2 von ungefihr 41, 5 bar und 25, 5 bar. Der Antriebswirmestrom wird mittels
der in Abb. E.52 gezeigten Gerade (Geradengleichung;: Qs = 0,695 - per—2, 812)

gendhert.
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In Abb. E.53 ist der bei den Experimenten mit dem Abgaswirmeiibertrager-
prototyp experimentell ermittelte vom Abgas auf das Kéltemittel iibertragene
Warmestrom Q iiber dem Abgasmassenstrom M 4, und der Abgaseintrittstem-

peratur ¥ 4. abgetragen.
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Abbildung E.53: Ubertragene Wirmestrom s iiber dem Abgasmassenstrom
My, und der Abgaseintrittstemperatur 94, (A; Messwerte, o; extrapolierte
Werte).

Der fiir den in Kapitel 4 untersuchten Dampfstrahlverdichter benotigte An-
triebswiarmestrom Q2 liegt fiir die eingestellten Antriebsdriicke von 25, 5bar bis
41, 5bar zwischen ungefihr 16kW und 26, 5kW, wie in Abb. E.52 ersichtlich ist.
Die bei den Experimenten mit dem Abgaswirmeiibertragerprototyp aus Ka-
pitel 3 vom Abgas auf das Kéltemittel iibertragenen Wirmestrome @ liegen
fiir Abgasmassenstrome M, von 200 kg/h bis 600 kg/h und Abgaseintritts-
temperaturen von 450 °C bis 550 °C lediglich zwischen 7,5 kW und 20,5 kW,
wie in Abb. E.53 gezeigt ist (Symbol A). Daher miissen die experimentellen
Messergebnisse des Abgaswarmeiibertragerprototyps in Abb. E.51 groftenteils
zu den vom Dampfstrahlverdichter benotigten Antriebswirmestromen extra-
poliert werden.

Der iibertragene Warmestrom Q wird durch die in Abb. E.53 dargestell-
te Ebene gendhert (Ebenengleichung: Q = 0,0141 - Jape + 0,0152- My, +
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5,32-1075- D ape MAb —2,77-1075. Mib — 5,1735). Mittels der Ebene lassen
sich fiir einen gegebenen Abgasmassenstrom My, die Abgaseintrittstempera-
turen ¥4, bestimmen, die nétig sind, um Wiarmestrome von 27 kW (pg =
43 bar), 24 kW (ps2 = 38 bar), 20 kW (ps2 = 33 bar) und 17kW (p,2 = 28 bar)
vom Abgas auf das Kéltemittel zu iibertragen, wie in Abb. E.53 gezeigt ist
(Symbol o). Es wird deutlich, dass bei einem Abgasmassenstrom My, von
300 kg/h und 400 kg/h alle Abgaseintrittstemperaturen und bei 500 kg/h nur
noch drei Abgaseintrittstemperaturen fiir die bendtigten Wéarmestrome extra-
poliert werden miissen.

In Tab. E.3 sind die sich ergebenden Abgaseintrittstemperaturen 94, . fiir
die genannten Wirmestréme @ von 27kW (py, = 43bar), 24kW (p,, = 38bar),
20 kW (ps2 = 33 bar) und 17kW (ps; = 28 bar) bei Abgasmassenstromen von
300 kg/h, 400 kg/h und 500 kg /h aufgelistet.

Tabelle E.3: notwendige Abgaseintrittstemperaturen.

M, =300 kg/h | My, = 400kg/h | My, = 500 kg/h
Q ~ 2TkW 1000 °C 870 °C 780 °C
Q ~ 24 kW 900 °C 780 °C 700 °C
Q ~ 20 kW 770 °C 670°C 610 °C
Q ~ 1TkW 670 °C 580 °C 530 °C

Die notwendigen Abgaseintrittstemperaturen o4 . zur Ubertragung der je-
weiligen Wérmestrome liegen also zwischen ungefihr 1000 °C und 530 °C.
Die Temperaturen des Abgases von Ottomotoren liegen hinter dem Katalysa-
tor im oberen Lastbereich des Motorbetriebsfelds, in dem auch der Bedarf zur
weiteren Kiihlung der Ladeluft besteht, in dieser Grofenordnung (Kadunic,
Zegenhagen, und Scherer, 2014; Kadunic und Zegenhagen, 2013a,b), so dass
die vom Dampfstrahlverdichter benétigten Antriebswirmestrome Qo mit dem
untersuchten Abgaswirmeiibertragerprototyp iibertragen werden konnten. Die
in den Abschnitten 3.4.4 und 3.4.5 diskutierte mogliche Steigerung des iiber-
tragenen Wiarmestroms durch die Erhohung des kiltemittelseitigen Warme-
iibergangs ist dabei nicht beriicksichtigt. Dadurch kénnten die notigen Abgas-

temperaturen noch gesenkt werden.
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