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1 Einleitun:

In der englischsprachigen Literatur wird der Begriff "regenerative thermal machines" zusam-
menfassend fiir eine Gruppe von Maschinen verwendet, deren bekannteste Vertreter der
Stirlingmotor und seine Umkehrung, die Philips — Gaskiltemaschine, sind. Die zwischen drei
Temperaturniveaus arbeitenden Vuilleumier — Maschinen sind ebenso hierzu zu rechnen wie
die ventilgesteuerten Kiltemaschinen nach Gifford und McMahon sowie Systeme, die nach
offenen regenerativen Prozessen arbeiten.

Schlie3t man die letzteren von der weiteren Betrachtung aus, so ist das gemeinsame Merkmal
dieser Maschinen, da das gasformige Arbeitsmedium! in einem - zumindest teilweise —
periodischen, geschlossenen Proze3zyklus Druck— und Temperaturdnderungen unterworfen
wird, die im Hinblick auf den Wirkungsgrad moglichst reversibel verlaufen sollten.

Thermodynamisch exakter formuliert kommt es dabei zu Anderungen der spezifischen inneren
Energie u des Gases, die nach der Gibbs”schen Fundamentalgleichung,

du = Tds —pdv (1-1),

durch Anderungen ihrer natiirlichen Variablen Entropie s und Volumen v erfolgen kénnen.
Beide Moglichkeiten werden in diesen Maschinen genutzt. Die Variable v wird bei Kompres-
sions— und Expansionseffekten verdndert, wobei es zundchst unerheblich ist, ob die entspre-
chende Druckénderung auf mechanischem oder thermischem Wege hervorgerufen wird. Eine
reversible Anderung der Variablen s - zuvor etwas ungenau als "Temperaturinderung”
bezeichnet — ist dagegen nur durch Wiarmeaustausch bei verschwindend kleiner Temperatur—
differenz mdglich und wird hier in guter Naherung durch den Einsatz von Regeneratoren reali-
siert, die vom Gas periodisch durchstromt werden. Ebenso werden fiir den Wérmeaustausch
mit der Umgebung moglichst geringe Gridigkeiten angestrebt.

Durch eine geeignete Kombination solcher Zustandsdnderungen kommt es in den Maschinen
zu einem Austausch von Netto—Wéirmestromen auf verschiedenen Temperaturniveaus sowie
— im allgemeinen Fall — von mechanischer Leistung mit der Umgebung. Anwendungsgebiete
der "regenerative thermal machines" sind daher die Bereitstellung mechanischer Energie und
die Transformation von Wirmestrémen. Der Oberbegriff "regenerativer Gaskreisprozef3" soll
zur Bezeichnung der in solchen Maschinen ablaufenden realen wie auch der idealisierten
thermodynamischen Prozesse dienen.

1Walker (1980) berichtet von — iiberwiegend theoretischen — Untersuchungen iiber den Einsatz von konden—
sierbaren, chemisch reagierenden oder fliissigen Arbeitsmedien. Trotz einiger erfolgversprechender Ergebnisse
ist der Einsatz solcher Stoffe offenbar mit erheblichen Schwierigkeiten verbunden, so daB sie bislang keine
praktische Bedeutung erlangt haben. Sie werden daher in dieser Arbeit nicht weiter beriicksichtigt.
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Nach WALKER (1980) bietet sich hier eine weitere Unterteilung an in Prozesse mit und ohne
Ventilsteuerung. Diese Arbeit wird sich im folgenden auf die zweite Gruppe beschrénken.
Zielsetzung ist es dabei, die bislang hauptsichlich fiir den Stirling — Proze} entwickelten
theoretischen Simulationsmodelle auf den allgemeinen Fall eines Prozesses mit beliebig vielen
unterschiedlich kombinierbaren Komponenten und Temperaturniveaus zu erweitern. Auf diese
Weise lassen sich der Stirling — und der Vuilleumier — Proze} sowie einige weitere, in den
folgenden Abschnitten néher beschriebene Prozesse als Sonderfille mit bestimmten Randbe-
dingungen darstellen. Damit bietet sich die Mdglichkeit, systematisch neue Prozevarianten
zu entwickeln und einzuordnen, die unter bestimmten, mehr oder weniger speziellen Randbe-
dingungen (wie z.B. der Anzahl und GroBe der auf bestimmten Temperaturniveaus anfallen-
den oder benétigten Wérmestrome) eine thermodynamisch giinstige Energieausnutzung und
—umwandlung ermdglichen.

Angesichts der aus 0kologischen und 6konomischen Griinden stark wachsenden Anforderungen
an den Giitegrad der Primérenergieausnutzung eréffnen sich hier fiir entsprechend konfigurier—
te Gaskreisprozesse im Bereich der Wirmetransformation Anwendungsgebiete, die nicht nur
auf dem bisher hauptsichlich diskutierten Gebiet der Beheizung und Klimatisierung von
Wohngebduden durch Wérmepumpen liegen, sondern moglicherweise auch im industriellen
Bereich. Da hinsichtlich der Temperaturniveaus kaum Beschrédnkungen bestehen, kénnten
Gaskreisprozesse hier z.B. unter Ausnutzung von Abwirmestrémen sowohl Prozeffwirme bei
hohen Temperaturen wie auch Kélteleistung bei tiefen Temperaturen liefern.

Um die praktisch erreichbaren Wirkungsgrade und damit die Erfolgsaussichten sowohl fiir
prinzipiell bekannte wie auch fiir noch nicht realisierte hypothetische Prozesse beurteilen zu
konnen, wird in dieser Arbeit ein computergestiitztes, differentielles Berechnungsverfahren
erstellt, das — innerhalb der genannten Grenzen — allein aufgrund entsprechender Eingabe-
dateien, also ohne FEingriffe in den Programmaquelltext, jeden theoretisch denkbaren Gaskreis-
proze3 rechnerisch simulieren kann. Dazu werden bekannte Methoden aus dem Bereich der
Simulation des Stirling — Prozesses eingesetzt sowie ggf. erweitert und verbessert.

Fiir die experimentelle Verifikation des Verfahrens dienen neben Me3werten aus der Literatur
Daten von einer im Rahmen dieser Arbeit in Betrieb genommenen und vermessenen
Vuilleumier — Warmepumpe.

Fiir eine grobe Vorabauslegung von Prozessen sowie fiir die Untersuchung grundlegender
Abhéngigkeiten werden auch die bekannten, stark idealisierten isothermen bzw. adiabaten
Prozeimodelle nach SCHMIDT (1871) und FINKELSTEIN (1960) fiir den allgemeinen Fall eines
beliebigen Gaskreisprozesses abgeleitet werden.
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2 Systematische Beschreibung von Gaskreisprozessen

21 Gliederung nach Funktionsgruppen

Um Berechnungsverfahren in allgemeiner Form entwickeln zu kénnen,mu8 man zunichst eine
systematische Methode zur Beschreibung der Konfiguration festlegen. Dabei kann man sowohl
von den konstruktiven Bauteilen als auch von thermodynamischen Funktionsgruppen aus-
gehen. Beide Wege haben Vor— und Nachteile und fiihren zu unterschiedlichen Darstellungen.

Geht man nach Funktionsgruppen vor, so kann man als Grundelemente aller Gaskreisprozesse
den mechanischen und den thermischen Verdichter definieren (Bild 2.1—1). Der mechanische
Verdichter besteht lediglich aus Zylinder und Kolben, der thermische dagegen aus der Zusam-
menschaltung eines Verdringerkolbens mit einem Regenerator, der die beiden Rdume oberhalb
und unterhalb des Kolbens verbindet. Zusitzlich werden diese Rdume durch Kontakt zu zwei
Wairmereservoirs auf verschiedenen Temperaturen gehalten.

_—P

Bild 2.1—-1: Mechanischer und thermischer Verdichter als Grundelemente von
Gaskreisprozessen
P - Verdichterkolben R — Regenerator
D - Verdringerkolben T, Ty = Temperaturniveaus
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Wihrend der mechanische Verdichter liber seinen Kolben Arbeit mit der Umgebung aus-
tauscht, kann der thermische im Idealfall ohne Kraftaufwand betétigt werden. Er tauscht
stattdessen Wirme periodisch mit dem Regenerator aus. Analog dazu kann die bei periodi-
schem Betrieb des mechanischen Kompressors zu— und abzufithrende Verdichtungsarbeit iiber
ein Schwungrad gespeichert werden.

Mit beiden Grundelementen kann — bei idealisierter Betrachtung — eine reversible Druck-
dnderung des in ihnen enthaltengn Arbeitsgases hervorgerufen werden. Kombiniert man je
einen mechanischen und thermischen Verdichter und betdtigt man beide mit etwa 90° Phasen—
verschiebung, so erhdlt man den Stirling — ProzeB (Bild 2.1-2). Er verbraucht oder produ-
ziert — je nach Laufrichtung — mechanische Arbeit, weil jeweils zwischen den Kompressions—
und Expansionshiiben des mechanischen Verdichters das Druckniveau durch den thermischen
Verdichter verschoben wird, so da Entspannungs-und Verdichtungsarbeit verschieden sind.

Th

Tk

— O [T,

Bild 2.1-2:

Stirling —Proze

Kombiniert man dagegen in gleicher Weise zwei thermische Verdichter, so entsteht der Vuil-
leumier — ProzeB (Bild 2.1-3). Wihrend hier jeweils ein Verdichter gerade eine Druck-
dnderung bewirkt, befindet sich der Kolben des anderen in der Nihe eines Totpunktes, so da3
ein groBer Anteil der Gasfiillung auf einen Zylinderraum entféllt und hier komprimiert oder
entspannt wird. Bei richtiger Einstellung des Phasenwinkels erfolgen die Expansionen genau
dann, wenn der heie und der kalte Zylinderraum ihr Maximum erreichen, wéihrend die Ver-
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dichtung des Gases und damit die Wirmeabgabe in den beiden warmen Zylinderrdumen statt-
findet. Damit ist die Wirkung dieses Prozesses als thermisch betriebene Wirmepumpe bereits
erkldrt. Da das Gesamtvolumen konstant ist, wird mechanische Arbeit dabei weder verbraucht
noch produziert, wenn man von den Querschnitten der Kolbenstangen und den Reibungsver—
lusten absieht.

Th

Bild 2.1-3:

Vuilleumier — Proze

Auf eine detaillierte Erlduterung der ProzeBabldufe wird hier verzichtet. Der Stirling-Proze3
wurde z.B. von WALKER (1973,1980), READER und HOOPER (1983) und URIELI und
BERCHOWITZ (1984) ausfiihrlich beschrieben, der Vuilleumier — Proze z.B. von EDER
(1981), HiisMAKI und NYKYRI (1981), WALKER (1983), KUHL, RICHTER und SCHULZ (1986,
1986a, 1988) und RICHTER (1988).

Da ein thermischer Verdichter wegen des begrenzten Temperaturverhéltnisses und des stets
erheblichen Totvolumens des Regenerators nicht das gleiche Kompressionsverhéltnis wie ein
mechanischer erreichen kann, ist die Leistungsdichte des Vuilleumier — Prozesses prinzipiell
gering. Hier liegt ein Ansatzpunkt fiir Uberlegungen zur Verbesserung dieses Prozesses oder
fiir die Suche nach Alternativen im Bereich der zwischen drei Temperaturniveaus arbeitenden
Gaskreisprozesse.

BUDLIGER (1986) berichtet iiber ein Forschungsprojekt des Batelle — Institutes Genf, wo eine
Vuilleumier — Wiarmepumpe mit einem Resonanzrohr kombiniert wurde. Die im Betrieb ent-
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stehende Schwingung der eingeschlossenen Gasséule steigert die Druckschwankung und damit

die Leistungsdichte deutlich.

Ein Nachteil dieses Systems liegt in der Tatsache, daf3 die Drehzahl wegen der zu erzeugenden
Resonanzschwingung nahezu festliegt. Da die restliche Maschine zwangsgefiihrte Kolben hat,
fehlt auch der bei vollstindig freischwingenden Systemen vorhandene Freiheitsgrad durch die
variablen Kolbenamplituden. Das System ist somit nur {iber den Druck und die Temperaturen

zu regeln.

Der zugrundeliegende Gedanke 146t sich jedoch weiterfithren. Die schwingende Gassdule
konnte hinsichtlich ihrer Wirkung auf den Proze3 auch durch einen freischwingenden Kolben
ersetzt werden, wenn dieser durch eine Gasfeder oder ein anderes elastisches Bauelement
unterstiitzt wird. Der néchste Schritt wére der Austausch des freischwingenden Kolbens gegen
einen vom Getriebe gesteuerten Verdichterkolben, der genau gegenphasig zum Druck arbeitet
(Bild 2.1-4). Obwohl das Gesamtvolumen jetzt nicht mehr konstant ist, bleibt die mechani-
sche Leistungsbilanz theoretisch ausgeglichen, da die Fldche im p,V — Indikatordiagramm des
Gesamtprozesses verschwindet, und die Amplitude der Druckschwankung 148t sich im Prinzip
nahezu beliebig steigern. Allerdings gibt es hier Grenzen, die zum einen im konstruktiven
Bereich liegen, zum anderen aber auch in zunehmenden Irreversibilititen durch die immer
groBer werdenden Temperaturschwankungen. Die in der begrenzten volumenspezifischen
Wirmekapazitdt der Regeneratoren begriindeten Schranken betreffen dagegen mehr den
mittleren Prozedruck als die Druckamplitude, da die zu regenerierenden Gasmassen von

letzterer nur wenig abhéngen.

Mit dem zusétzlichen Kolben bietet sich auch die Moglichkeit, die Vuilleumier — Wérme-
pumpe zwecks Uberwindung der Reibungs— und Stromungsdruckverluste mechanisch anzi—
treiben, indem die Bewegung des Kolbens gegeniiber der gegenphasigen Lage zum Druck zeit-
lich etwas verschoben wird. Da die Phase der Druckschwankung von den Prozeltemperaturen
abhidngt, wird dazu jedoch ein Getriebe mit variablem Phasenwinkel benétigt, was einen

zusitzlichen konstruktiven Aufwand bedeutet.

Wenn man durch Einfithrung eines mechanischen Verdichterkolbens den Vorteil des aus—
schlieBlichen Verdringerkolbeneinsatzes im Vuilleumier — Proze3, der sich u.a. in einer sehr
geringen Belastung des Getriebes dufert, aufgibt, um stattdessen die Druckamplitude zu stei-
gern, so liegt der Gedanke nahe, auf den thermischen Kompressionseffekt ganz zu verzichten,
wobei sich fiir die Optimierung der Phasenwinkel neue Moglichkeiten erdffnen. Das Ergebnis
ist der in Bild 2.1-5 dargestellte ProzeB3, bei dem die Verdrdngerkolben genau gegenphasig
arbeiten (und deshalb konstruktiv zu einem bewegten Teil zusammengefait werden kdnnen)



Bild 2.1-4:

Vuilleumier — Proze8 mit
zusitzlichem Kolben

und sich der Verdichterkolben mit 90° Phasenverschiebung zu ihnen bewegt. Man kann ihn
- ebenso wie die zuvor beschriebene Weiterentwicklung des Vuilleumier — Prozesses — als
Kombination zweier thermischer und eines mechanischen Verdichters auffassen. Er wurde von
COOKE-YARBOROUGH (1976) in einer freischwingenden Bauweise vorgeschlagen. WURM et
al.1 beschreiben ihn unter der treffenden Bezeichnung Duplex — Ericson — ProzeB. Wéhlt man
nidmlich das Hubvolumenverhéltnis der Verdrénger entsprechend

\Y T -T T
V. - T, = T. T, (2.1-1),
k h W k

"Wurm, J., Kinast, J. A., Roose, T. R. und Staats, W. R.: Stirling and Vuilleumier Heat pumps. In
Vorbereitung.
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so fiilhrt die Verdringerbewegung fiir sich allein zu keiner Druckédnderung mehr. Der Verdich-
terkolben expandiert das Arbeitsgas also im heien und im kalten Raum und komprimiert es
im warmen, wobei theoretisch die mechanische Leistungsbilanz ausgeglichen ist. Der Nachteil
dieses Systems ist, daB3 Gl. 2.1-1 nur fiir bestimmte Temperaturen erfiillt ist.

—
Bild 2.1-5: ‘ k/ O TW

Duplex —Ericson —Proze

Fiir den Wiarmepumpenbetrieb bedeutet dies, da bei tiefen Aulentemperaturen Ty und
einer entsprechend angehobenen Heizungsvorlauftemperatur TW eine sehr hohe heile An-
triebstemperatur Ty, benétigt wird, wahrend diese unter geméBigten Bedingungen erheblich
niedriger sein miite. Bedenkt man jedoch andererseits, da fiir die Wiarmeiibertragung im
heilen Teil ein Wiarmeaustauscher aus hochwarmfestem Material bendtigt wird und daf3 dieser
in der Regel nach der Zeitstandfestigkeit zu dimensionieren ist, so erscheint es aus konstruk-
tiver Sicht durchaus vorteilhaft, wenn die hochsten, bei Zugrundelegen einer Kurzzeit — Dehn-
grenze noch gerade zuldssigen Temperaturen nur wihrend eines geringen Teils der Betriebszeit
erreicht werden.

Im {ibrigen 148t sich eine solche Warmepumpe auch dann betreiben, wenn Gl. 2.1-1 nicht
erfiillt ist. Ist die Antriebstemperatur zu hoch, so gibt der Proze3 mechanische Leistung ab, ist
sie zu niedrig, verbraucht er Leistung, die dann z.B. iiber einen zum Anlassen ohnehin erfor—-
derlichen Elektromotor zugefiihrt werden kénnte. Die Wirmestréome im idealisierten Proze
verdndern sich in diesen Fillen nur geringfiigig, d.h. die gewiinschte Heizleistung wird bei
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entsprechender Drehzahl praktisch unabhédngig von den Temperaturen stets zur Verfiigung
gestellt. Die mechanische Leistung bleibt relativ gering und dient aus formal thermodynami-
scher Sicht nur dazu, die bei Nichtbeachtung von GI. 2.1-1 nicht erfiillte Entropiebilanz des
Prozesses auszugleichen. Gleichzeitig bietet sich die Moglichkeit, die durch Reibung und
Druckverluste dissipierte Leistung durch ein gegeniiber Gl. 2.1-1 etwas vergrdfertes heies
Volumen zu kompensieren.

THOMAS, KUHL und SCHULZ (1989) zeigten anhand vereinfachter mathematischer ProzeB3-
modelle, daB bei Erfiillung von Gl. 2.1-1 das Hubvolumen des Verdichterkolbens unabhéingig
von den Temperaturen gleich der Summe der Hubrdume der Verdrdngerkolben sein sollte,
wenn eine maximale Leistungsdichte gefordert ist.

Die Grenzen dieser Beschreibung von Gaskreisprozessen durch Funktionsgruppen werden an
dem Prozefl nach Bild 2.1-6 deutlich. Er geht einerseits aus dem Vuilleumier — Proze3 nach
Bild 2.1-3 durch Abtrennen des Raumes links vom kalten Verdridnger hervor, wobei letzterer
zu einem Verdichterkolben wird. Andererseits erhédlt man diesen Prozel auch durch Einfiigen
eines zweiten Regenerators in den Stirling — Prozel nach Bild 2.1-2. Die so entstandene
Kombination aus Verdichter und Regenerator kann durch keines der beiden bislang definierten
Grundelemente beschrieben werden, denn es liegt eine Kombination aus mechanischer und
thermischer Verdichtung vor.

vvvvv

%
o,
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Bild 2.1-6: — O Tk

Hypothetischer Proze8 fiir
die Kraft —Warme—Kopplung
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Der ProzeB ist hinsichtlich seiner Funktion zwischen dem Stirling — und dem Vuilleumier —
Proze} einzuordnen. Bei einer isothermen Berechnung, wie sie in Abschnitt 3.1 behandelt
wird, zeigt sich, daB der von diesem Proze im kalten Zylindervolumen aufgenommene

Wérmestrom Qk gleich der abgegebenen mechanischen Leistung — P ist, denn es gilt

Qk=-n-§vkdp=n.§pdvges=-1) (2.1-2)

mit n als Drehzahl der Maschine und p als Druck des Arbeitsgases. Aus Griinden der Ener-
gieerhaltung folgt dann unmittelbar, da der zugefiihrte heiBe Antriebswérmestrom gleich dem
bei Tw abgegebenen Wirmestrom sein muB, d.h. Qh = - Qw'

Der Prozef} liefert also mehr Heizwirme als der Stirlingmotor, wo - Qw = Qh - |P| ist,

jedoch weniger als der Vuilleumier — Proze mit - Qw = Qh + Qk . Andererseits ist die
abgegebene mechanische Leistung geringer als bei einem zwischen Ty, und Tk arbeitenden
Stirlingmotor, wihrend der ideale Vuilleumier — Proze keine Leistung mit der Umgebung
austauscht.

Durch Vergleich von Bild 2.1-2, 3 und 6 erkennt man, daB diese drei Prozesse theoretisch mit
einigen Ventilen ineinander umgewandelt werden kdnnen. Dies kénnte im Bereich der Kraft —
Wirme — Kopplung von Bedeutung sein, da eine Anpassung an wechselnden Strom-—,
Wiérme— und evtl. Kéltebedarf in drei Stufen mdglich ist. Der Vorteil gegeniiber einem
zwischen zwei Grenzfillen stufenlos variablen ProzeB, wie er von EDER (1983) vorgeschlagen
wurde, ist in der geringeren Dissipation zu sehen, da hier keine teilweise gedffneten und daher
als Drossel wirkenden Regelventile erforderlich sind.

2.2 Einfache ﬁberleggg_gen zur Wahl von Phasenwinkeln und Hubraumverhiltnissen

Ein Problem bei der Auslegung von Gaskreisprozessen ist die Tatsache, da eine Reihe von
grundlegenden Daten, wie z.B. der ProzeBdruck, das Hubvolumenverhiltnis oder der Phasen—
winkel, schon in einem sehr frithen Stadium der Maschinenentwicklung festgelegt werden
miissen. Da die genauen Abmessungen der Komponenten, die sich auf die Verluste durch
Stromungsdruckverlust, unvollstdndigen Warmeiibergang und andere Ursachen auswirken, zu
diesem Zeitpunkt noch nicht feststehen bzw. eine Optimierung noch nicht stattgefunden hat,
ist eine Bewertung der Auslegung nach einer Leistungszahl oder einem Wirkungsgrad, der
unter Beriicksichtigung aller Verluste berechnet wurde, weder méglich noch sinnvoll.

Um umfangreiche numerische Parametervariationen und Optimierungen (die ohnehin meist
eher dazu geeignet sind, die Schwichen des verwendeten Berechnungsverfahrens aufzudecken,
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als einen optimalen Prozef zu liefern) zu vermeiden, muf3 daher eine Vorentscheidung hinsicht—
lich der oben erwidhnten grundlegenden GroBen nach anderen Kriterien getroffen werden. Hier
bieten sich {iberschldgige Rechnungen oder analytische Ableitungen auf der Grundlage der von
SCHMIDT (1871) fiir den Stirling — Proze3 durchgefiihrten isothermen Rechnung an. Von
WALKER (1980) werden einige durch Parametervariationen auf dieser Grundlage gewonnene
Diagramme vorgestellt, aus denen sich die giinstigsten Kombinationen von Temperatur—,
Totvolumen— und Hubraumverhiltnis sowie dem Phasenwinkel ergeben. Da der Wirkungsgrad
nach der isothermen Rechnung stets gleich dem Carnot — Wert ist, dient als Optimierungskri-
terium die Leistungsdichte

p* - W (2.2-1)
Ppax © VT

mit W als geleisteter Arbeit pro Zyklus, Prax 218 maximalem ProzeBdruck und Vo als

Gesamt —Hubvolumen. Die Definition entspricht nahezu der zur Bewertung von Stirlingmoto-

ren hiufig verwendeten Beale —Zahl

Be = (2.2-2),

DBVO

in die die Motorleistung P, die Drehzahl n, der Mitteldruck p und das Hubvolumen V,
des mechanischen Verdichterkolbens eingehen.

Die Diagramme sind fiir die Auslegung von Stirlingmotoren hilfreich, allerdings ist die theore-
tische Deutung der festgestellten Optima schwierig und damit auch die Ubertragung der
Ergebnisse auf andere Prozesse. Es soll daher nun versucht werden, ohne Einsatz von Berech-
nungsverfahren einfache Anhaltspunkte und heuristische Regeln zu formulieren, nach denen
zumindest eine grobe Vor— Optimierung von Prozessen und eine Vorauswahl erfolgverspre-
chender Varianten erfolgen kann.

Hierbei stellt sich zunichst die Frage nach einem geeigneten Bewertungskriterium. Je nach
Anwendungsfall spielt neben dem Wirkungsgrad z.B. auch die Baugrofle oder das Gewicht eine
bedeutende Rolle. Da letzteres jedoch in direktem Zusammenhang mit der Leistung pro Zyklus
steht (es kann in etwa als proportional zum Druck und zum Volumen angesehen werden), 146t
sich das Problem auf die Optimierung von Leistungsdichte und Wirkungsgrad reduzieren.
READER und HOOPER (1983) weisen darauf hin, da3 periodisch vom Prozef3 mit den Warme-
tibertragungsflichen (weniger den Regeneratoren) ausgetauschte Wiarmemengen zu nennens—
werten Verminderungen des Wirkungsgrades fithren konnen. Einerseits belasten sie zusdtzlich
die Austauschflichen und verursachen wegen der Gridigkeiten bei realem Wirmeiibergang
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Exergieverluste, andererseits kommt es — besonders bei nahezu adiabaten Zylinderrdumen,
einem sehr hiufigen Fall — wegen der auftretenden Temperaturunterschiede zu Irreversibilitd-
ten durch Vermischungseffekte. Indirekt fiihren alle derartigen Wirmeiibergdnge zu einer
zeitlichen Vorverlagerung der Druckschwankung und somit zu einem Verbrauch mechanischer
Leistung bzw. (im Vuilleumier — Prozef mit konstantem Volumen) zu einer verringerten
Kélte— und einer erh6hten Heizleistung.

Sie treten insbesondere bei thermischen Kompressoren auf, in geringerem Mafle aber auch bei
mechanischen Verdichtern, wenn die Hubfunktionen der Kolben und deren Phasenwinkel nicht
genau dem theoretisch geforderten Prozeflablauf entsprechen. Um sie zu minimieren, muf} als
Regel zur Erzielung eines hohen Wirkungsgrades gefordert werden:

— Die Kompression bzw. Expansion des Arbeitsgases sollte nur in den Teilriumen des
Prozesses erfolgen, in denen ein Netto-Wirmestrom abgegeben bzw. aufgenommen
werden soll.

Diese Forderung kann fiir thermische Verdichter nie ganz erfiillt werden, denn der durch die
Druckédnderung verursachte Warmestrom flieft in einem der beiden beteiligten Zylinderrdume
stets in die "falsche" Richtung. Bei mechanischen Verdichtern miissen idealisierte, diskontinu—
ierliche Kolbenbewegungen angenommen werden. Fiir den Stirlingmotor ergibt sich danach
eine ProzeBkonfiguration entsprechend Bild 2.2-1 a . Danach erfolgt die Kompression
(Phase 1) ausschliellich in Vi und die Expansion (Phase 3) ausschlieflich in V}, » wenn man
zusdtzlich Vi +Vy, = Ty : Ty wéhlt. Die Verdrangungsphasen 2 und 4 verlaufen dann isobar,

so daB3 keine " Pendelwidrmestrome " auftreten.

Man erkennt, daf3 man an dieser Stelle den idealen Ericson — ProzeB als einen Grenzfall des in
realen Stirlingmaschinen ablaufenden Prozesses erreicht hat. So schreibt auch WALKER. (1980)
bei der Definition des Stirlingmotors, daf dieser "ein Motor ist, der nicht nach dem Stirling —
Prozef arbeitet".

Fiir den Vuilleumier — ProzeB 148t sich der analoge Ubergang zu isobaren Verdringungs-
phasen nicht durchfiihren, da die nur thermisch erzeugte Druckschwankung dann verschwin-
den wiirde. Er hat — so gesehen — den Nachteil, daf stets Pendelwirmestrome auftreten.
Wenn auch wegen der niedrigen Leistungsdichte die von ihnen verursachten Irreversibilitdten
relativ gering bleiben, zeigt dies doch bereits, da3 zur Erzielung hoher Wirkungsgrade hier
besonderer Wert auf gute Wiarmeiibergangsbedingungen gelegt werden muf.

Mit Riicksicht auf die im realen Prozel auftretenden Strémungsdruckverluste und die Reali-
sierbarkeit der Kolbenbewegung wurde Phase 4 verldngert dargestellt. Damit ergibt sich fiir
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1

Vv .

heisses Volumen
Vi
Regenerator
kaltes Volumen
Vi
P

Zeit

a) b)

Bild 2.2—-1: Stirling—ProzeB mit
a) minimalen Pendelwidrmestromen
b) maximaler Leistungsdichte

den Phasenwinkel zwischen V; und V, etwa 1440, Dieser Wert stimmt gut mit den Kurven-
verldufen iiberein, die von WALKER (1980) als Ergebnis detaillierterer Simulationsrechnungen
von FEURER angegeben werden.

Strebt man dagegen eine hohe Leistungsdichte an, so 148t sich als plausible Regel formulieren:

— Die Amplitude der Druckschwankung sollte mdglichst hoch sein. Daher sollten mog-
lichst groBe Anteile des ProzeBzyklus zur Erzeugung von Druckidnderungen genutzt
werden, auch wenn dabei Pendelwidrmestrome auftreten.

Ein nach dieser Regel entworfener Stirling— Prozel ist in Bild 2.1-1b dargestellt. Man
erkennt, daB sich die Verdrdngungs— und die Druckdnderungsphasen iiberlappen und auch in
V;, Kompression (Phase 4) sowie in V| Expansion (Phase 3) auftritt. Als Phasenwinkel erhélt
man unter diesen Umsténden etwa 909, einen Wert, der ebenfalls anndhernd mit entsprechen—
den Parametervariationen nach Walker iibereinstimmt.
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Es scheint somit bereits mit verhiltnisméBig einfachen Uberlegungen mdglich zu sein, zumin-
dest den Bereich giinstiger ProzeBauslegungen einzuengen und Ergebnisse von Parametervaria—
tionen anndhernd vorherzusagen bzw. zu begriinden. Die hier am Beispiel des Stirling — Prozes—
ses dargestellten Uberlegungen lassen sich auch auf andere Prozesse iibertragen, was hier
jedoch nicht weiter ausgefiihrt werden soll.

Durch Optimierung nach dem Wirkungsgrad oder nach der Leistungsdichte erhélt man in der
Regel unterschiedliche Phasenverschiebungen und Hubvolumenverhéltnisse. Sie begrenzen den
Bereich sinnvoller Konfigurationen. Je nach den Randbedingungen fiir den vorliegenden
Anwendungsfall wird man sich bei der Auslegung mehr an dem einen oder dem anderen Krite-
rium orientieren. Bedenkt man, daB die Maxima in der Regel sehr flach verlaufen, so kann
man bei Festlegung von Mittelwerten fiir die genannten EinflugréBen in den meisten Féllen
mit zufriedenstellenden Ergebnissen rechnen.

Offen blieb bei den bisherigen Uberlegungen, welches Hubvolumenverhiltnis fiir eine hohe
Leistungsdichte am giinstigsten ist. Diese Frage wurde von THOMAS, KUHL und SCHULZ
(1989) fiir verschiedene Prozesse mit dem in Abschnitt 3.1 beschriebenen verallgemeinerten
isothermen Berechnungsverfahren untersucht. Fiir den Stirling — und den Vuilleumier -
ProzeB ergab sich als Optimum ein gegeniiber dem kalten leicht (abhingig von den Prozef}-
temperaturen) vergroBertes heiles Zylindervolumen.

2.3  Gliederung nach Bauteilen

Die an Funktionsgruppen orientierte Beschreibung regenerativer Gaskreisprozesse ist gut zur
Verdeutlichung der Funktionsprinzipien und zur Entwicklung neuer ProzeBvarianten geeignet,
weniger dagegen zur Erstellung eines allgemeinen Berechnungsverfahrens. Zwar kann man in
jedem ProzeB die elementaren Teilschritte der thermischen und ggf. mechanischen Kompres-
sion beobachten, die Funktionsgruppen "mechanischer" bzw. "thermischer Verdichter" lassen
sich jedoch nicht immer so eindeutig identifizieren und voneinander trennen wie z.B. in Bild
2.1-2 oder Bild 2.1-3. So 148t sich der Stirling— Prozefl ebensogut (im Hinblick auf das Tot—
volumen sogar vorteilhafter) mit zwei mechanisch verdichtenden Kolben realisieren, die den
heiBen und den kalten Prozefiraum unabhingig voneinander verdndern — eine Bauweise, die
als a—Konfiguration bezeichnet wird. Trotzdem lassen sich auch hier die Phasen mechanischer
und thermischer Kompression unterscheiden.

Es ist daher fiir Berechnungen vorteilhafter, einen Proze durch die Zusammenschaltung
seiner einzelnen konstruktiven Komponenten — im folgenden Gasriume genannt — zu be-
schreiben, auch wenn dabei die Information iiber deren Zusammenwirken als mechanischer
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oder thermischer Verdichter verlorengeht. Hier sind zunéchst die Zylinderrdume, deren Grofe
durch einen oder mehrere (oft zwei) Kolben verdndert werden kann, zu nennen, auBerdem
Wirmeaustauscher, die in praktisch allen realisierten Prozessen fiir die Zu—und Abfuhr der
Wirmestrome als eigenstdndige Baueinheiten benétigt werden, sowie die schon erwdhnten
Regeneratoren und schlieBlich weitere, z.B. konstruktiv bedingte Totrédume.

Fiir vereinfachte Berechnungen, wie die isotherme Analyse nach SCHMIDT (1871), kénnen die
Unterschiede zwischen diesen Raumtypen weitgehend vernachléssigt werden. Da es bei einer
allgemeinen Beschreibung von Gaskreisprozessen auch nicht sinnvoll ist, eventuell bestehende
Symmetrien fiir die Bezeichnung zu nutzen — ein Versuch, der schon beim Vuilleumier —
Proze} zu uniibersichtlichen oder inkonsequenten Nomenklaturen fiihrt —, werden die Gasréu-
me zunéchst in der Reihenfolge ihrer Verkniipfung von 0 bis n durchnumeriert. Der Raum 0
nimmt eine Sonderstellung ein, denn er bildet die "Wurzel" eines — u.U. verzweigten —
"Baumes" von aneinandergereihten Gasrdumen. Falls sich keine andere Wahl anbietet, sei dies
aus Griinden der Vereinheitlichung der Zylinderraum mit der tiefsten Temperatur.

Die Verkniipfungsstellen zwischen den Riumen werden von 1 bis n numeriert, so daf die
Verkniipfung j von Raum 0 aus vor dem Raum i=j liegt. Ihnen ist jeweils ein Massen— und
Volumenstrom zugeordnet, der von Raum 0 weg positiv gezdhlt wird. Bei Verzweigungen soll
zunidchst zur tieferen Temperatur hin weiter numeriert werden, so dal Raum n der
(Zylinder -) Raum mit der hochsten Temperatur ist.

Die Massenstromverkniipfung ist bereits eindeutig festgelegt, wenn fiir alle n Strome die
Nummer des stromaufwérts liegenden Gasraums bekannt ist. Fiir die Rechnungen hat sich
jedoch die Darstellung in Form einer Matrix als praktischer erwiesen, deren Elemente s wie
folgt definiert werden:

a g 1 wenn der Massenstrom j in das Volumen i gerichtet ist,
a i =-1, wenn der Massenstrom j das Volumen i verldBt,
a; = 0, wenn der Massenstrom j das Volumen i nicht betrifft. (2.3-1)

Wegen der Massenerhaltung geniigt die Angabe der a;. fir i > 0. Die dann vorliegende
quadratische Matrix ist regulédr, wenn jeder Raum i von Raum 0 aus auf genau einem Weg
zu erreichen ist. Fiir die Elemente der inversen Matrix, bji gilt dann

b.. =1 fiir alle Réume i, die von Raum 0 aus hinter der Schnittstelle j liegen,
b.. =0 sonst, insbesondere auch sinngemaB fiir i = 0. (2.3-2)

Sie werden fiir massenstromabhéngige Rechnungen bendétigt.
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In Bild 2.3—-1 ist die formale Darstellung von Prozessen mit zwei Zylinderrdumen (Stirling ~
ProzeB) und mit drei Zylinderrdumen und Temperaturniveaus (Vuilleumier ~ Proze und
Weiterentwicklungen) zu sehen. Die zugehdrigen Nebenbedingungen, wie z.B.

— ein konstantes Gesamtvolumen fiir den Vuilleumier — ProzeB3 nach Bild 2.1-3

— eine gegenphasig zum Druck verlaufende Gesamtvolumenénderung bei ca. 90° Phasen-
verschiebung zwischen heiBem und kaltem Volumen fiir den weiterentwickelten Prozef
nach Bild 2.1-4 oder

— phasengleiche Verdnderungen von heiBem und kaltem Volumen bei um ca. 90° dazu

versetzter Gesamtvolumenidnderung fiir den Duplex — Ericson — ProzeB nach
Bild 2.1-5,

konnen durch entsprechende Wahl der Hubrdume und Phasenwinkel fiir die einzelnen Zylin-
derrdume bei entsprechender Gasraumanordnung stets wiedergegeben werden. Bild 2.3-2

Zylinderraum
RRRERRRKE mit Gasraum-Nr.

Wdrmeaustauscher

Regenerator

Massenstrom-
schnittstelle mit Nr.
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Bild 2.3—-1: Allgemeine Darstellung von Gaskreisprozessen mit zwei und drei Zylinderrdumen
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zeigt am Beispiel des Vuilleumier — Prozesses zwei denkbare Varianten der Gasraumanord-
nung, und zwar einen Fall mit einer Verzweigung und den der iiblichen konstruktiven Realisie-
rung mittels zweier Verdrangerkolben nachempfundenen Fall mit vier Zylinderrdumen.

Totraum
8 7 7 "::,2} o 6 3 3 XX :lz“‘m % 2 1 1
8 . 0
= 4
5
a) 5
9
9
8
)
7
6
5 R
6 — 4r—— 3 3 :::2:" _:,' 2 1 1
b) 5 4 0

Bild 2.3—2: Varianten des Vuilleumier — Prozesses
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3 Einfache Berechnungsmethoden

3.1 Allgemeine isotherme Berechnung

Die isotherme Berechnung regenerativer Gaskreisprozesse geht zuriick auf SCHMIDT (1871),
der sie erstmals fiir den Stirlingmotor durchfiihrte. Sie ist in dieser Form in vielen Standard-
werken iiber den Stirling— Prozef, (z.B. WALKER 1973, 1980, READER und HOOPER 1983,
URIELI und BERCHOWITZ 1984) enthalten. Auch fiir den Vuilleumier — Prozef} existiert eine
analoge Verdffentlichung von RULE und QVALE (1969). Im folgenden sollen nun die wesent—
lichen Berechnungsgleichungen fiir den allgemeinen Fall von n+1 Gasrdumen A @i=0,.,n)
angegeben werden.! Dabei werden folgende Annahmen zugrundegelegt:

— Das Arbeitsmedium ist ein ideales Gas

— keine Leckverluste, d.h. konstante Gasmenge

— keine Druckverluste durch Gasstromung, d.h. es herrscht zu jedem Zeitpunkt nur ein
Druck im System

— keine Reibungs-und Wérmeleitungsverluste

— sinusférmige Volumenénderungen

— isotherme Zustandsdnderungen in allen Gasrdumen aufler den Regeneratoren

— ideal durchmischte Zylinderrdume

— ideale Regeneration

— konstante Drehzahl

— stationdrer Betriebszustand.

Jedes V. kann in der Grofle konstant oder variabel sein und wird allgemein als

Vi = Vot Vs cos (wt + 6;) (3.1-1)
beschrieben, wobei Vi die Amplitude einer evtl. vorhandenen sinusférmigen Schwankung
des Volumens um den Mittelwert Vmi mit dem Phasenwinkel Hi ist, die auch null sein
kann. Die Temperatur des Gases sei konstant gleich T, , wobei fiir die Regeneratoren

T _—T.
P, = max min 31_2
i= In{T __JT . ) (3.1-2)

mit T max und T in als den Gastemperaturen der angrenzenden Riume gesetzt werden
kann. In jedem Fall wird angenommen, daB das Gas beim Ubertritt zwischen zwei Riumen
verschiedener Temperatur ideal regeneriert wird.

IDie Herleitungen dieser Beziehungen sind im Anhang Al zusammengefaBt.
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Nach dem idealen Gasgesetz ergibt sich mit diesen Festlegungen die Druckfunktion

p(wt) = g—p Igog(m ¥ )
mit
n
B = iEO Vmi/Ti R
1
D=J [g ;?—“—i-cos 91]2+ [ ;;1 ;E'L—l-sin Qi]
. i=0 ~1i 1=0 "1
__1211 # sin Qi
6, = arctan =0yl (3.1-3).
_ 121) %1— cos 6,
i=0 *

Dabei ist m die im System enthaltene Gasmasse und R die Gaskonstante. Fiir Maximum,
Minimum und zeitlichem Mittelwert des Druckes erhilt man

m R _ mR
Pnax =B - D ° Ppin =B + D
- R
p = _Qm—=«/pmax " Ppin (3.1-4).
/B2 _ p2

Bei Kenntnis der Druckfunktion lassen sich Wirmestrome und mechanische Leistung eines
Prozesses durch Auswertung des 1. Hauptsatzes berechnen. Es gilt fiir jedes V;

o,
(]
Il

i
J
=>
c,T;dm, = dQ, -pdV, + ? 253 Tj dmj (3.1.-5).

Dabei bedeuten Q; , U; und m, die ausgetauschte Wirme, die innere Energie und die Gas-
masse des Volumens V,.Mit a; - dm. werden die mit den angrenzenden Gasrdumen ausge-
tauschten Gasmassen bezeichnet, mit h. deren spezifische Enthalpien. Thre Temperaturen T.
konnen im Falle eines Regenerators von Ti abweichen. Mit drni =% a - drnj und dem

]
idealen Gasgesetz folgt weiter aus Gl. 3.1-5
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Man erkennt, da3 jedes Volumen V. im Verlaufe eines ProzeBzyklus Wéarme mit seiner
Umgebung austauschen kann, und zwar einerseits aufgrund von Druckidnderungen geméf dem
ersten Term in Gl. 3.1-6 und andererseits aufgrund von Regenerationseffekten gemi3 dem
zweiten Term.

Betrachtet man die pro Zyklus ausgetauschte Netto—Wirme

Qi,net = SEin = —%Vidp - ?%CP(TJ. -T.) dmj (3.1-7),

so erkennt man, da3 nur der erste Term einen Beitrag liefern kann, und dies auch nur, falls Vi
variabel ist, d.h. Vai # 0 . Interessiert dagegen der Verlauf von Q iber wt - z.B. zur
Bestimmung der regenerierten Wérmen —, so mul Gl. 3.1-6 in allgemeiner Form integriert
werden. Die Amplitude von Q; ist nicht nur bei Regeneratoren von Bedeutung, sondern auch
fiir die Zylinderrdume und sogar fiir Totrdume, da die bereits in Abschnitt 2.2 erwdhnten
Pendelwdrmestrome im realen Prozef3 zu zusétzlicher Entropieproduktion fiihren.

Die Wirme Qi(wt) 148t sich also in einen durch Druckénderung bedingten Anteil Q D und
einen regenerativen Anteil Q;, zerlegen:

Ql(m) = Qip(“}t) +Qir(wt) (3.1-8).

Wihrend Qir bei Kenntnis der spéter berechneten Massenstrome unmittelbar bestimmt
werden kann, ergibt sich fiir Qip(wt) ein sehr komplexer Ausdruck (s. Anhang Al). Sein
Integral iiber eine volle Umdrehung liefert die ausgetauschte Nettowdrme

- = . D/B
Qi,net = -2m-p-V . sm(é’i—ep) . — (3.1-9).
1++1«D/B)
Die Funktion Q(wt) erreicht ihr Minimum stets am Druckmaximum, also bei «t = —6_ -
Subtrahiert man von Qi(—ﬂ ) die Hilfte von Q , et » SO erhilt man eine gute Abschitzung

fiir die nur periodisch hin— und herpendelnde Wirme Qi sz (ohne regenerierte Warme, d.h.
fiir jeden Gasraum). ’

Das Verhiltnis von Netto-zu Pendelwédrme sollte in den Zylinderriumen méglichst grof3 sein.
Man erhélt fiir relativ niedrige Druckamplituden, d.h. fir D/B << 1 in guter Ndherung
(s. Anhang A1):
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Qi net s Vai - 3.1~10
DTJ——ziv—_51n(0i—6’p) (3.1-10).
1,08z mi

Man wird fiir Zylinderrdume Vai - le- anstreben, um den stets schddlichen Totraum gering
zu halten. Daneben erkennt man, da | 0. - 0p| N ?00 gewihlt werden sollte. Dieses Ergebnis
deckt sich mit den in Abschnitt 2.2 angestellten Uberlegungen. In Bild 2-6 ergibt sich im
Fall a) zwischen Druck und den Volumina ca. =+ 72° Phasenverschiebung, im Fall b) dagegen
nur ca. =+ 45°.

Das Integral fiir die mechanische Arbeit 1883t sich weitgehend analog zu den Wérmestrémen
auswerten. Man erhélt

- = ; D/B -
net = 2 ”'p'va,ges - sin (eges - Qp) - (3.1-11)
1+ 1-(D/B)
mit Va ges und 6 - als Amplitude und Phasenwinkel der Gesamtvolumeninderung. Es 1483t

sich auch ein Ausdruck fiir die " Pendelarbeit" ableiten, wobei zusétzlich der Gegendruck auf
der Riickseite der Verdichterkolben — meist der Druck im Getrieberaum — eingeht.

Die Berechnung von Gasmassenstromen erfordert die Kenntnis der Gasraumverkniipfung in
Form der Matrixelemente b.. (vgl. Abschnitt 2.3). Man erhilt einen geschlossenen Ausdruck,
der jedoch kaum noch grundsitzliche Abhédngigkeiten erkennen 1&8t. Er ist im Anhang ange-
geben.

Die Auswertung der Massenstrome und Gasmassenverteilung des isothermen Modells liefert
Ergebnisse, die — im Gegensatz zu den energetischen Gréflen — gut mit denen eines aufwendi-
geren, differentiellen ProzeBmodells, z.B. dem in Abschnitt 4 beschriebenen, iibereinstimmen.
Dies wird in Bild 3.1-1 fiir einen typischen Betriebszustand der in Abschnitt 5 néher beschrie-
benen Vuilleumier — Warmepumpe gezeigt. Die auftretenden Abweichungen sind, wie man an
der gestrichelt eingetragenen Vergleichsrechnung sieht, fast ausschlieBlich auf die von der
Sinusform abweichenden Kolbenbewegungen des Kurbelgetriebes sowie auf Schwankungen der
Winkelgeschwindigkeit zuriickzufiihren. Fiir eine anfingliche Analyse der Gasstrémungen und
der von ihnen abhéngigen Groen — z.B. der regenerierten Warmemengen — ist die isotherme
Berechnung daher gut geeignet.

Ein weiterer Vorzug ist in der analytischen Losbarkeit der meisten Gleichungen zu sehen, so
da fundamentale Abhéngigkeiten leichter zu erkennen sind als bei aufwendigeren Berech-
nungsmethoden, die nur numerisch durchzufiihren sind. Auerdem kann die isotherme Rech-
nung zur Schétzung von Iterationsstartwerten fiir solche Verfahren dienen.
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400- 1 | I
— differentielles Modell nach
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— = differentielles Modell mit
sinusfdrmigen Kolberbewegungen und
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Kurbelwinkel [Grad] —®

Bild 3.1-1: Gasmassenstrome im Vuilleumier — ProzeB nach verschiedenen Berechnungs-
modellen

3.2  Allgemeine polytrope Berechnung

Die polytrope Rechnung stellt den néichsten Schritt in Richtung auf eine realistische Prozefi-
simulation dar. Sie wurde von FINKELSTEIN (1960) unter der Bezeichnung "adiabatic
analysis" fiir den Stirlingmotor durchgefiihrt und wird hier ebenfalls fiir Gaskreisprozesse im
allgemeinen hergeleitet. Gegeniiber der isothermen Rechnung wird die Annahme isothermer
Zustandsidnderungen fiir die Zylinderrdume fallengelassen, ebenso die Forderung nach sinus-
formigen Kolbenbewegungen und einer konstanten Drehzahl. Die iibrigen Annahmen aus
Abschnitt 3.1 werden beibehalten und ergédnzt durch die folgenden:

— Der Wirmeiibergang, d.h. das Produkt a - A, hat fiir jeden Zylinderraum einen zeitlich
konstanten Wert zwischen 0 (adiabater Grenzfall) und oo (isothermer Grenzfall)2,

- Die Kolbenbewegungen werden iiber kinematische Beziehungen und/oder Differentialglei-
chungen beschrieben, so da3 spezielle Getriebetypen und auch freischwingende Kolben be-
riicksichtigt werden konnen. Die Wellendrehzahl kann wihrend einer Rotation schwanken.

2Auch bei Finkelstein stellt der adiabate Zylinderraum lediglich einen Grenzfall dar. Daher wurde hier die
Bezeichnung "polytrope Berechnung" gewihlt.
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Bereits bei Annahme nicht isothermer Zustandsinderungen in den Zylinderrdumen ist eine
analytische Losung der Differentialgleichungen nicht mehr méglich. Daher kann auch die
Beschrinkung auf sinusférmige Kolbenbewegungen zugunsten einer realistischeren Getriebe-

simulation fallengelassen werden.
Der erste Hauptsatz 146t sich fiir jeden Zylinderraum k dann wie folgt formulieren:

dU

k= ko+de+Eak]c T dm ; 3.2-1)

jJ=1,...,n5k=1,...,m

mit A wie in Abschnitt 2.3 angegeben.3 Dabei ist m die Anzahl der im Prozef3 vorhandenen
Zylinderrdume und T. die Temperatur des Gasstroms j . Diese Temperaturen bereiten bei
der Integration Schwierigkeiten, da sie je nach Vorzeichen von dmj entweder gleich Ty oder
gleich der Gastemperatur des angrenzenden Gasraums zu setzen sind. Dieser Raum kann
entweder ebenfalls ein Zylinderraum (vgl. Bild 2.3-2), ein Totraum oder ein Wérmeaustau—
scher sein. Unmittelbar an Zylinderrdume angrenzende Regeneratoren bereiten Schwierigkei-
ten, da ihre Gasaustrittstemperaturen nur iterativ iiber eine Energiebilanz zu bestimmen sind.
Solche Anordnungen sind ohnehin generell ungiinstig, da der Regenerator dann einer stark
schwankenden Gaseintrittstemperatur ausgesetzt ist, was seinen Wirkungsgrad deutlich
verschlechtert. Daher wurde dieser Fall hier nicht beriicksichtigt.

Wegen der wechselnden Werte der T, ist es weiter erforderlich, die Massenstrome einzeln zu
berechnen. Sie hdngen von der Ableitung des Proze3druckes

dv, v, dT
do T2 33
k%  x T, 4

IH

(3.2-2)

=

d
= .| -3
dp = TV [ 2

ab, in die wiederum sdmtliche Temperaturableitungen der Zylinderrdume eingehen. Dabei ist
¢ der Kurbelwinkel, der als unabhéngige Integrationsvariable gewéhlt wird.

Die Weiterentwicklung von Gl. 3.2-1 fiihrt zu

3In den Ableitungen dieses Abschnitts lduft der Index i jeweils iiber alle Gasrdume von 0 bis n, j tiber alle
Massenstromschnittstellen von 1 bis n und k iiber alle Zylinderrdume von 1 bis m , fiir die somit eine
zusdtzliche Numerierung eingefiihrt wird. Ihre Reihenfolge soll sich nach der der Gasrdume richten.

Vereinfachend stehen im folgenden akj und bjk fiir aij bzw. bji mit 1 als Gasraumnummer des

Zylinderraumes k .
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dT aA RT RT
q k _ (a1 k (Tyn, — Ty) + k%R +
7 wec_p Vi (p) VWK k c_ pdy
D k p
1 dm.

fiir alle k von 1 bis m und mit

dm. dv VvV, dT .
_ 1 'k _p k "k 1 iyd -
= %ﬁbjkqaw— " REDjkpodp t R(§bjiTi)ag% (3.2-4)
k

und gg nach Gl. 3.2-2.

Dabei bezeichnet (OzA)k den Wérmeiibergang und Tyy;, die Wandtemperatur im Zylinder-
raum k. Man erhdlt also ein lineares Gleichungssystem fiir die Ableitungen der Zylinder—
temperaturen, deren Verlauf dann durch numerische Integration bestimmt werden mu@.

Fiir die Auswertung von Gl. 3.2-3 miissen zunichst die Vorzeichen der beteiligten Massen—
strome geschdtzt werden, damit die T, richtig zugewiesen werden konnen. Dabei orientiert
man sich an den Stromungsrichtungen nach dem letzten Integrationsschritt. Nach Losung des
linearen Gleichungssstems sind iiber Gl. 3.2—-4 auch die neuen Massenstrome bestimmbar, so
daf3 die Vorzeichenschdtzungen iiberpriift und ggf. korrigiert werden kénnen. Im letzteren Fall
muf} das Gleichungssystem neu gelost werden. Da Vorzeichenwechsel von Massenstromen
jedoch bei normalen Integrationsschrittweiten nur selten auftreten, fithrt dies zu keiner
nennenswerten Steigerung der Rechenzeit. Ein stindiges Hin—und Herpendeln zwischen zwei
Vorzeichenschitzungen kann aufgrund physikalischer Uberlegungen ausgeschlossen werden. Es
kann, wenn es auftreten sollte, nur auf numerische Ungenauigkeiten zuriickzufiihren sein und
148t sich durch entsprechende Programmierung leicht abfangen. Die weiteren Umformungen
von Gln. 3.2-2 bis 3.2. -4, die fiir die numerische Auswertung erforderlich oder zweckméBig
sind, finden sich im Anhang A 2.

Das Differentialgleichungssystem erweitert sich noch um eine oder (speziell bei freischwingen—
den Kolben) mehrere kinetische Gleichungen zur Beschreibung der Kolbenbewegungen. Es
besteht die Moglichkeit, die kinematischen Beziehungen fiir verschiedene Getriebetypen als
Unterprogramm einzubinden, z.B. fiir das Schubkurbelgetriebe, das von MEIJER (1958) bei
Philips erfundene und bei Einzylinder-Stirlingmotoren weit verbreitete rhombische Getriebe
oder das von ROSS (1985) entwickelte "inverted yoke". Dariiber hinaus besteht die Moglich-
keit, sog. iibersteuerte Freikolben, die z.B. in Ringbom-Stirlingmotoren eingesetzt werden
(WALKER und SENFT 1985), mit einzubeziehen.
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Das beschriebene Berechnungsverfahren geht nicht nur hinsichtlich der Verallgemeinerung und
Erweiterung auf beliebige Prozesse mit n Gasrdumen, sondern auch wegen der zuletzt
genannten Moglichkeit einer flexiblen Getriebesimulation, die eine schwankende Winkel-
geschwindigkeit und auch die Erfassung von Lagerreibung und Schwerkrafteinfliissen zulédst,
iiber das von Finkelstein entwickelte Verfahren hinaus. Es eignet sich besonders fiir kinema-
tische Untersuchungen, zumal auch der dafiir bendtigte Proze3druckverlauf genauer berechnet
wird als im isothermen Modell.

3.3 Beschreibung des nicht —isothermen Prozesses mit Polytropenexponenten

Betrachtet man die Verldufe der Zylinderraumtemperaturen nach der polytropen Berechnung,
so zeigt sich bei Erhohung der Wirmeiibergangskoeffizienten neben der zu erwartenden
Abnahme der Amplitude eine Verschiebung der Phasenlage relativ zur Druckschwankung nach
vorn. Beginnend bei etwa (0 im adiabaten Grenzfall erreicht sie bei gleichzeitig verschwin-
dender Amplitude etwa 90° im isothermen Fall. Obwohl durch die vielfdltigen Wechsel-
wirkungen zwischen den einzelnen Gasrdumen untereinander und mit der Umgebung stellen—
weise deutliche Abweichungen der berechneten Temperaturverldufe von einer sinusférmigen
Kurve auftreten, soll nun dennoch versucht werden, sie zumindest hinsichtlich Amplitude und
Phasenlage durch eine solche Funktion anzundhern und auf dieser Grundlage weitere Abschit—
zungen durchzufiihren.

Die Integration des 1. Hauptsatzes fiir einen Zylinderraum 1,

dU; = dQ; -pdVv; + ? hj dmj (3.3-1),

iiber einen Zyklus ergibt

aA
0= jE (TWi —Ti) dw—fi;p dVi +§]AHJ. (3.3-2)

mit AH. als der insgesamt durch die Schnittstelle j in den Raum i transportierten Enthal-

pie. Setzt man nun 3g p dV, = - § V. dp=Q der indizierten Warmemenge fiir den

ind,i ’
Zylinderraum i (die sich iiber die isotherme Rechnung abschitzen 1483t), und nimmt man

einen Temperaturverlauf der Form

T; =T,;+T,; cos (wt + eTi) (3.3-3)

an, so folgt
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_ 27 aA

0 o (T = Tg) = Qg 5+ AH; (3.3-4).

Geht man von annihernd sinusférmigen Massenstrémen aus sowie von einer wihrend der Ein—

stromphase in den Zylinderraum konstanten Gastemperatur T (was fiir angrenzende Wérme-
austauscher nach den Annahmen von Abschnitt 3.2 zutrifft), so erhédlt man fiir die Enthalpien

AH;
]

AH. = Am. - ¢ (T—T .+ 5T iCOS Gj) (33—5)

a

E
NP

mit Am. als iiber die Schnittstelle j ausgetauschter Gasmasse und #. als der Phasenver-
schiebung zwischen den Maxima der Gastemperatur T; und des (in Raum i hinein positiv
gezdhlten) Massenstroms j .

Zur Bestimmung der Amplitude und Phasenlage von T, wird nun eine Gasmasse m betrach-
tet, die einem periodisch schwankenden Druck p =p 0/(1 — K cos wt) ausgesetzt ist (vgl.
Gl 3.1-3) und mit einer Wand der Temperatur Ty Wirme gemdB dQ = aA(Tw -T)dt
austauscht. Dabei kann K als auf den Mitteldruck bezogene Druckamplitude aufgefalt
werden, die sich nach der isothermen Berechnung durch den Quotienten B/D entsprechend Gl.
3.1-3 abschétzen 148t. Aus dem ersten Hauptsatz folgt dann mit dem idealen Gasgesetz

mc dT = oA (Ty,~T) dt - pdV

_ oA RT
dT = oo (Ty=-D) dS”*qﬁdP
und schlieBlich
dé _ Y 6 sin g

mit p=wt, 0= T/TW , NTU = aA/wmcp und Y=K - R/cp . Die Losung dieser
Gleichung fiir den stationédren Fall lautet

6 = NTU (1 - K cos go)_Y/K exp (-NTU o) J (1 -K cos ga)Y/K exp (NTU ¢) dp  (3.3-7).

Y/K

Mit der fiir kleine K zuldssigen Linearisierung (1 — K cos ¢) ~ 1 - Y cos ¢ erhilt

man schlieBlich die Ndherungslosung



6~ 1+ ¢ co5—p NTU-¥. . sin ) (3.3-8),

die das zu Beginn dieses Abschnitts beschriebene Verhalten des Temperaturverlaufes in
Zylinderrdumen in Abhéngigkeit von « (bzw. von der Anzahl der Austauscheinheiten NTU)
prinzipiell richtig wiedergibt.

Die so gewonnene Temperaturfunktion wird daher hinsichtlich Amplitude und Phase trotz der
anderen Randbedingungen auf einen Zylinderraum iibertragen. Gute Abschidtzungen fiir die
mittlere Gasmasse m sowie die Amplituden und Phasenwinkel der Massenstrome kénnen aus
ai ? Amj und 0}- in Gl. 3.3-5
berechenbar, und GI. 3.3—4 kann nach TIni aufgelost werden, so dall der Temperaturverlauf
nach Gl. 3.3-3 vollstindig bekannt ist. Es ist damit bereits auf der Grundlage der isothermen
Rechnung moglich, die real zu erwartenden Temperaturschwankungen in den Zylinderrdumen
anndhernd vorherzusagen. Ein praktischer Anwendungsfall ist hier z.B. die Schitzung von

der isothermen Rechnung gewonnen werden. Damit sind T

Startwerten fiir differentielle Berechnungsverfahren, die den stationdren Zustand i.a. nur
asymptotisch erreichen. Damit kann Rechenzeit gespart werden.

Dariiber hinaus ist es von theoretischem Interesse, anhand des Temperaturverlaufs die
Wirmeiibergangsverhiltnisse in diesen Rdumen zwischen dem adiabaten und dem isothermen
Grenzfall quantitativ in dimensionsloser Form einzuordnen. Betrachtet man dazu nochmals
eine Gasmasse m unter den oben beschriebenen Bedingungen, so 146t sich aus dem ersten
Hauptsatz ableiten:

C
- (PdV+Vdp) = aA (T, -T) dt-pdV

T
dv ‘vdp, oA [ W
W Sedp,ah [ 1),
cpp wmcp T
c
_ “v R NTU (1 - K cos ¢) [1_ dp

Im Vergleich mit der fiir eine polytrope Kompression giiltigen Beziehung
dv 1d
v = _359 (3.3-10)

mit n als dem Polytropenexponenten zeigt sich, daf eine isotherme Kompression vorlige,
wenn der Ausdruck
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, _NIU (1 — K cos ¢) (1 _ B
konstant gleich 1 wére, wéhrend der adiabate Fall bei a” =0 eintrdte. Da a” jedoch eine
Funktion von ¢ ist, sind pauschale Vergleiche nur nach einer Mittelwertbildung iiber den
Prozezyklus moglich:

27
_ 1 NTU (1 — K cos - ¢) [1
a_27r(J) Y sin ¢ [?_1]d¢
NL?WNTU (1 - X cos ¢)  _ g (2_9)d¢=LU2 (33-12)
27r0 Y sin ¢ NTU2+1
mit # nach GI. 3.3-8. Es 1468t sich somit ein "effektiver Polytropenexponent”
c
— P -
0= c—F2 T (3.3-13)

definieren. Wie hier nicht im einzelnen ausgefiihrt werden soll, kann man ein Kompressions-
gesetz nach Gl. 3.3-10 mit n nach GIl. 3.3-13 fiir ein Gasvolumen herleiten, das zu einem
Anteil a isotherm und ansonsten adiabat ist. Somit 146t sich a fiir einen aus isothermen und
adiabaten Teilen zusammengesetzten Gasraum anschaulich als der isotherme Volumenanteil
deuten.

Es liegt nahe, diese Betrachtungsweise auf den gesamten Gaskreisproze3 auszudehnen. Anhand
von GIl. 3.1-3 ist zu erkennen, daB der EinfluB eines Volumens auf den Druckverlauf durch
den Quotienten Vmi/Ti ausgedriickt wird. Die Definition einer Kenngrée a fiir den
Gesamtprozef} sollte daher mit diesem Gewichtungsfaktor erfolgen:

i’ Vmi/Ti
Vmi7Ti

z
L (3.3-14).

a =

Hb

Dabei kénnen die Groflen a fiir Zylinderrdume nach Gl. 3.3-12 berechnet und fiir Regenera—
toren sowie — zum Vergleich mit der polytropen Berechnung — auch fiir Wirmeaustauscher
und Totrdume gleich 1 gesetzt werden. Nach Bestimmung von n gemi Gl. 3.3-13 kann
nun das Druckverhiltnis auf der Grundlage des isothermen Modells vorhergesagt werden:

P n
18X - [ m"”‘] (3.3-15).
Phin PpinJiso

p
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Tabelle 3.3—1 zeigt die nach Gl. 3.3-15 aufgrund von Daten aus der isothermen Rechnung
abgeschitzten Druckverhiltnisse im Vergleich zu den durch die polytrope Rechnung tatsidch-
lich ermittelten Werten. Dabei wurden als Beispiele Betriebszustédnde der in Abschnitt 5 néher
beschriebenen Vuilleumier— Warmepumpe und des von TEw, THIEME und MIAO (1979)
detailliert beschriebenen GPU-3-Stirlingmotors von General Motors ausgewdhlt. Die
Wirmeitibergangskoeffizienten wurden dabei zwischen null und unrealistisch hohen Werten
bewullt willkiirlich variiert, um die Giiltigkeit der abgeleiteten Niherung auch fiir diese
extremen Fille unter Beweis zu stellen. Insbesondere die Fille mit teils adiabaten, teils nahezu

Tabelle 3.3-1: Isotherm und polytrop berechnete Druckverhiltnisse im Vergleich zu den
nach Gl. 3.3-15 abgeschitzten Werten
f rel.
a pmax n pmax [ pmax ] Pr Fehler
kW/m2 K pmin = pmin min ~ iso %
Maschine Gasraum
0 4 S 9
VMWP 0 0 0 0 1.093 1.275 1.117 1.115 -2.0
0 0 0 20 1.093 1.205 1.116 1.113 -2.6
0 0 20 20 1.093 1.150 1.111 1.108 -2.7
20 20 0 0 1.093 1.104 1.104 1.103 -0.4
0 20 20 20 1.093 1.095 1.105 1.102 -2.0
20 20 20 20 1.093 1.042 1.098 1.097 -0.1
GPU-3 0 0 - = 1.826 1.214 2.011 2.077 3.3
0 1000 - - 1.826 1.153 1.957 2.002 23
1000 0 - - 1.826 1.047 1.872 1.878 0.3
1000 1000 - - 1.826 1.001 1.827 1.827 0.0
Betriebsdaten VMWP: Betriebsdaten GPU-3:
p=  S0bar, Helium p = 41,3 bar, Wasserstoff
n = 200 min n = 2500 min!
TW = 40 0C Th = 704 °C
Th = 500°C
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isothermen Zylinderrdumen in einem ProzeB zeigen, da die Mittelung von a gemédB GL
3.3~14 sinnvoll ist, da die Abweichungen zwischen dem polytrop berechneten und dem nach
GL. 3.3-15 vorhergesagten Druckverhéltnis auch hier gering sind. Der Fehler der Abschitzung
wichst mit dem Druckverhiltnis und erreicht fiir den "adiabaten" GPU-3—-Motor bei dem
sehr hohen Druckverhiltnis von ca. 2,0 etwa 3 %. Die Verbesserung der Vorhersage gegen—
iiber dem ansonsten verfiigbaren, unverdnderten isothermen Druckverhiltnis, das nur 1,826
betrdgt, ist jedoch auch hier betrichtlich.

Am Vorzeichen der Abweichungen ist ein gewisser Einflu des ProzeBtyps zu erkennen. Dies
ist angesichts der Vereinfachungen bei der Herleitung der obigen Gleichungen, in die die
Prozeflkonfiguration nicht konkret eingeht, verstédndlich. An dieser Stelle sollte darauf hinge-
wiesen werden, dal der Temperaturverlauf nach Gl. 3.3-8 zwar bei der Herleitung von Gl
3.3-12 benoétigt wird, nicht jedoch fiir ihre Auswertung und die der darauf folgenden
Gleichungen 3.3-14 und 3.3-15. Hierzu muf3 nur die dimensionslose GroBe NTU bestimmt
werden, so da3 neben den bereits fiir die isotherme Rechnung bendtigten Werten fiir w, V.
und T, lediglich Abschitzungen fiir die Wérmeiibergangskoeffizienten o und fiir die leicht
bestimmbaren mittleren Gasmassen in den Zylinderrdumen erforderlich sind.

Das gegeniiber der isothermen Rechnung vergroerte Druckverhiltnis des polytropen Modells
fiihrt wegen der kaum verdnderten Phasenlage auch zu entsprechend hdheren indizierten
Wiérmemengen Q, di- Zur Verbesserung der Vorhersage des Temperaturverlaufes im Zylin-
der gemédlB Gl. 3.3-3 bietet es sich daher an, nach Kenntnis der Steigerung des Druckverhalt—
nisses gemdl Gl. 3.3-15 die isothermen Abschitzungen fiir Q;, di in Gl. 3.3-4 im gleichen
Verhiltnis zu erh6hen. Es sei nochmals betont, da3 hierzu keine Iteration erforderlich ist, da
Gl 3.3-3 zur Auswertung von Gl. 3.3-15 nicht bendtigt wird. In Bild 3.3 -1 ist fiir den kalten
Zylinderraum der Vuilleumier-Wéarmepumpe geméiB Abschnitt 5 der nach dem polytropen
Modell berechnete Temperaturverlauf bei verschiedenen Werten der Wiarmeiibergangskoeffi-
zienten in den Zylindern den entsprechenden sinusférmigen Ndherungen gegeniibergestellt. Die
Mittelwerte und Amplituden stimmen offensichtlich gut iiberein. Der zeitliche Verlauf zeigt
im Bereich des Temperaturmaximums jedoch merkliche Abweichungen von der Sinusform, die
von den Ndherungslésungen zwangsldufig nicht wiedergegeben werden konnen. Sie werden
durch das am Volumenminimum (bei 1800 KW) gegeniiber dem Mittelwert extrem verdnderte
Verhiltnis von Austauschfliche zu Volumen sowie durch den ein— bzw. austretenden Gas-
massenstrom verursacht. Trotz dieser Abweichungen liefert die sinusférmige Nédherung (z.B
zur Schitzung von Iterationsstartwerten fiir aufwendigere Berechnungen) deutlich bessere
Werte als sie sonst mit vergleichbarem Rechenaufwand erzielt werden kénnen.

Die Groe a nach GI. 3.3-14 bietet aulerdem die Mdoglichkeit, Gaskreisprozesse hinsichtlich
des Kompressionsverhaltens ihres Gasvolumens quantitativ einzustufen.
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Bild 3.3—1: Temperaturverlaufe im kalten Zylinderraum einer Vuilleumier — Warmepumpe
nach der polytropen Rechnung und sinusformige Nidherungen fiir verschiedene
Warmeiibergangskoeffizienten.

3.4 Der EinfluB des Warmeiibergangs im Zylinder

Das polytrope Proze8modell bietet die Mdglichkeit, diejenigen Verlustmechanismen nidher zu
untersuchen, die im Zusammenhang mit dem Wirmeiibergang in den Zylinderrdumen stehen.
Zu ihrer Bewertung eignet sich die durch sie verursachte Entropieproduktion am besten, da
dieses Kriterium unabhéngig von einem unterschiedlich definierbaren, anwendungsabhéngigen
Wirkungsgrad ist.

Durch den Wérmeiibergang im Zylinder kommt es zu einer Entropieproduktion geméa8

_ 412
Sirr,a= [%—%;]'QQ_-Q.AEW 4WT/ Tll (3.4-1).

Sie verschwindet offensichtlich im adiabaten Grenzfall. Dal dann trotzdem nicht der Carnot-
Wirkungsgrad erreicht wird, obwohl die iibergehenden Wiarmestréme in den als isotherm
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angenommenen Wirmeaustauschern keine Entropieproduktion verursachen, hat seinen Grund
in der irreversiblen Vermischung von Gasstromen unterschiedlicher Temperatur.

Einerseits kann Gas aus einem Wirmeaustauscher mit der konstanten Stromtemperatur T,
in einen Zylinderraum i einstromen, dessen Gastemperatur T, sichi.a. von T, unterschei-
det (vergl. Bild 3.3—-1). Andererseits kann Gas aus dem Zylinderraum in den Warmetauscher
stromen. Wihrend die Stromtemperatur T. jetzt gleich der aktuellen Zylinderraumtempera—
tur ist, wird jedes iiberstromende Massenelement wegen der isothermen Bedingungen abrupt
auf die konstante Gas— und Wandtemperatur T, des Wirmeaustauschers gebracht. In beiden
Féllen kommt es zu einer Entropieproduktion gemif

T. T.
-7 BN R T -
Sipr o = B3 [Ti In 1] (3.4-2).
Sie wird im adiabaten Grenzfall maximal, da die Amplituden der Zylinderraumtemperaturen
und damit ihre Abweichungen von den Wandtemperaturen der angrenzenden Wirmeaus—

tauscher dann am groBten sind.

Erh6éht man nun - ausgehend vom adiabaten Fall — die Wirmeiibergangskoeffizienten im
polytropen Modell, so kommt es wegen der zunehmenden Entropieproduktion geméil
Gl 3.4-1 zunidchst zu einer Verschlechterung des Wirkungsgrades, da die Vermischungsver—
luste nach GI. 3.4-2 anfangs nur wenig zuriickgehen. Erst nach Durchlaufen eines Minimums
kommt es wegen der immer geringer werdenden Temperaturdifferenzen schliellich zu einem
Anstieg des Wirkungsgrades, bis dieser asymptotisch den Carnot—Wert erreicht. Es soll nun
im folgenden versucht werden, diese qualitativ bekannte Tatsache mit Hilfe der zuvor einge-
fithrten ProzeBkenngroBe a (Gl. 3.3—14) quantitativ in allgemeiner Form zu beschreiben.

Da a im adiabaten Fall bereits von den Volumen— und Temperaturverhéltnissen im Prozef3
abhingt (vgl. Gl 3.3-14), ist es erforderlich, den méglichen Bereich bis zum isothermen Fall,
d.h. a =1, durch die Definition

a - a
ad

X =

(3.4-3)

zu normieren. Dabei ist a, d der Wert von a, der sich nach Gl. 3.3-14 ergibt, wenn a, fiir
alle Zylinderrdume gleich null und fiir alle anderen Raume (wie sonst auch) gleich eins gesetzt
wird. Der adiabate und der isotherme Grenzfall werden nun durch x =0 bzw. x =1 wieder-
gegeben.
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Die beschriebenen Verlustmechanismen sind, wie sich mit der polytropen Berechnung bei
gleichzeitiger (numerischer) Integration von Gl 3.4-1 und Gl. 3.4-2 fiir alle relevanten
Massenstromschnittstellen leicht durch eine Entropiebilanz zeigen 146t, die einzigen Entropie-
produktionsmechanismen in diesem Modell, wenn man Reibungsverluste im Bereich der
Getriebesimulation auBer acht 14B3t. Um sie in prozeBunabhédngiger Weise zu erfassen, bietet es

sich an, sie auf den insgesamt vom ProzeB abgegebenen Entropiestrom S ap 24 beziehen und
eine Groe
s =8

S (3.4-4)

irr/ ab
zu definieren. Die GroBe s kann Werte zwischen null (reversibler Fall) und eins (S ab
entsteht ausschlieflich durch Produktion, d.h. véllig irreversibler Fall,) annehmen. Sie wird,
wie an Gl. 3.4-1 und Gl. 3.4-2 zu erkennen ist, von der Amplitude der Temperaturschwan—
kungen in den Zylinderrdumen abhingen. Dort gilt fiir den adiabaten Fall in guter Ndaherung

R/c

[Tmin] _ [pmin] P (3.4-5)
T ol p . ’
“max - ad Ymax - ad

so daB eine Abhingigkeit der bezogenen Entropieproduktion s* von dieser GroBe zu erwarten
ist. Bild 3.4—1 zeigt eine entsprechende Auftragung, bei der neben Betriebszustdnden der
bereits bei Bild 3.3—-1 zugrundegelegten Maschinen auch zwei hypothetische Prozesse berech-
net wurden. Variiert wurden insbesondere das Arbeitsgas (H2 oder He) und die Betriebstempe-
raturen. Drehzahl und Druck haben im adiabaten Fall keinen EinfluB auf die dargestellten
GroBen. Es zeigt sich ein angesichts der sehr unterschiedlichen ProzeB3konfigurationen
bemerkenswert einfacher Zusammenhang, der sich gut durch die Beziehung

R/c
P, p
s* =0,8 1-[ ml“] (3.4-6)
ad Ppax Jad

wiedergeben 14Bt. Das Druckverhiltnis des adiabaten Prozesses kann dabei ggf. unter Verwen—
dung von a4 iiber GI. 3.3-15 bestimmt werden.

Insbesondere die Tatsache, da3 sogar der Wechsel des Arbeitsgases lediglich eine Verschiebung
der Punkte entlang der eingezeichneten Ausgleichsgeraden bewirkt, mu3 n&her begriindet

werden. Man sieht an Gl. 3.4-2, da3 Sirr ~ ist, wéhrend Sab als proportional zur

Summe der abgegebenen Wérmestrome ist und somit — zumindest nach der isothermen
Rechnung, vgl. Gl. 3.1-9 und Gl. 3.1-4 - als proportional zu R anzunehmen ist.
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Bild 3.4—1: Dimensionslose Entropieproduktion s* in Abhangigkeit vom Druckverhiltnis
fiir verschiedene Prozesse und Betriebszustinde

Die gesamte Entropieproduktion koénnte im adiabaten Fall durch Integration der Gleichung
3.4-2 fiir alle Schnittstellen bestimmt werden. Diese 148t sich mit der bereits im Anhang Al

benutzten Néherung In x % (x - 3-1() umformen zu

T
. 1
Sivr. ["2"["11* 1] (3.4-7).
Wegen der Symmetrie dieser Gleichung beziiglich Ti und T. kann der Temperaturquotient
ohne Beriicksichtigung der Massenstromrichtung iiber den Proze8druck ausgedriickt werden,

und man erhilt

Do
C_aq H'.ﬂ

Sirr,M ® ﬁcp[%[%]R/cp-F%[gl]R/cp_l] (3.4-8)

und nach Linearisierung der Potenzausdriicke schlieBlich
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S

lop {2 4D -
irry & 3ER [p1+p ] (3.4-9).
Dabei sei p, der Druck, bei dem Tj » T, ist. Man erkennt an dieser Abschitzung, daf
zumindest fiir kleine Druckamplituden kein zusitzlicher EinfluB des Arbeitsgases liber den

Quotienten R/cp zu erwarten ist.

Bezieht man nun schlieBlich die GréBe s* im nicht adiabaten Fall auf s; d 5o ergibt sich bei
Auftragung iiber der GréBe x mnach Gl. 3.4-3 das in Bild 3.4-2 dargestellte Ergebnis. Hier
wurden fiir verschiedene Betriebszustédnde der bereits erwdhnten Maschinen die Wérmeiiber-
gangskoeffizienten zwischen null und sehr groBen Werten variiert. Dabei zeigt sich mit gering-
fiigigen Abweichungen stets der gleiche Verlauf, der sich durch die empirische Funktion

s¥/snq = (1-x3)03. (1+0.29x02) (3.4-10)

wiedergeben 148t. Da sich s; d iber GI. 3.4-6 ermitteln 148t, besteht damit eine Mdglichkeit,
nach Bestimmung von a und a4 nach GIl. 3.3-14 und der GroBe x nach Gl. 3.4-3 die

s*is¥ —»

1.5' [ l
s*/sk = (1-x3)%*(140.20%x %)
A\o\
1.0- 5
O
J O GPU-3, 2000 min, 27.6 bar, H,
o A GPU-3, 2500 min*, 41.4 bar, He
' O GPU-3, 2500 min™, 41.4 bar, H,
O VMWP, 200 min!, 50 bar, He
0.0-
oo o2 0.4 " o6 2 o8 10

X = (@a-agyll-agy) —»

Bild 3.4-2: Dimensionslose, auf den adiabaten Grenzfall bezogene Entropieproduktion in
Abhingigkeit von der ProzeBkenngroe x
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Entropieproduktion durch die Verlustmechanismen des polytropen Modells auf der Grundlage
der isothermen Rechnung quantitativ abzuschétzen.

Sie 148t sich in die Beziehungen fiir den Prozewirkungsgrad integrieren, so dal man z.B. fiir
den Stirlingmotor

n=1-—1_.% (3.4-11)
h

erhilt. Da sich auBerdem die Anderung der Leistungsdichte gegeniiber dem isothermen Modell
anhand der Steigerung des Druckverhéltnisses (Gl. 3.3—-15) abschidtzen 146t, kann man somit
die wesentlichen Ergebnisgroen der polytropen Rechnung mit relativ geringem Rechenauf-
wand anndhernd vorhersagen.

Diese Mdglichkeit konnte insbesondere fiir die sogenannten Berechnungsverfahren "zweiter
Ordnung" von Bedeutung sein. Hierzu zihlt man neben dem polytropen Modell diejenigen
Verfahren, die auf der Grundlage des isothermen Modells durch zusétzliche, weitgehend
separate Beriicksichtigung der verschiedenen Verlustmechanismen versuchen, das Betriebsver—
halten realer regenerativer Maschinen zu simulieren.

Die in diesem Abschnitt behandelten und durch Gl. 3.4-10 wiedergegebenen Wérmeiiber-
gangs— und Vermischungsverluste stellen nur zwei von einer groBeren Zahl bekannter Verlust-
mechanismen dar, zu denen insbesondere auch Reibungs— und Strémungsdruckverluste, ther—
mische Regeneratorverluste, Warmeleitungs— und Kolbenspaltverluste oder Warmeiibergangs-
widerstdnde in den bislang als isotherm angenommenen Wirmeaustauschern zu rechnen sind.
Aus diesem Grunde liefert das polytrope Berechnungsverfahren auch noch keine realistischen
Werte fiir die ausgetauschten Energiestrome und die davon abhingenden thermischen Wir-
kungsgrade. Neben den in Abschnitt 3.2 erwdhnten Einsatzgebieten eignet es sich zur gezielten
Untersuchung der hier behandelten Verluste. Ebenso besteht die Mdoglichkeit, durch zusétz-
liche Beriicksichtigung weiterer Verluste — &hnlich wie bei den auf dem isothermen Modell
aufbauenden Verfahren zweiter Ordnung — die Wiedergabe des realen Prozefiverhaltens zu
verbessern.

Dieser Weg soll hier nicht weiter beschritten werden. Stattdessen wird im folgenden ein Ver—
fahren "dritter Ordnung" ebenfalls in allgemeiner Form fiir einen beliebigen, aus n Gasrdu-
men aufgebauten Prozef3 entwickelt. Man versucht dabei, den real ablaufenden Gaskreisproze3
einschlieBlich der auftretenden Verlustmechanismen méglichst detailliert durch Differential-
gleichungen zu beschreiben und diese dann (numerisch) zu 16sen.
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Zu Bild 3.4-2 sei noch angemerkt, daf} der Bereich des steilen Abfalls der Entropieproduktion
bei Anndherung an den isothermen Grenzfall in der Praxis nur in Ausnahmeféllen? erreicht
werden kann. Bei auf hoheren Druckniveaus arbeitenden Maschinen mit entsprechender
Leistungsdichte sind die Warmeiibergangsverhéltnisse in den Zylinderrdumen in Relation zu
den auszutauschenden Wirmestromen sehr schlecht, d.h. die Anzahl der Austauscheinheiten
NTU in Gl 3.3-6 wird sehr klein. Damit liegen die Prozeflkenngrée a und das daraus
bestimmte x in der Nihe des adiabaten Falles. Es ist daher in der Regel sinnvoller, diesen
Grenzfall durch gezielte Wirmeisolation der Zylinderwdnde anzustreben, denn andernfalls
miilte nach Bild 3.4-2 mindestens x =~ 0,8 erreicht werden. Dazu sind bei normalen Zylinder—
oberflichen Wirmeiibergangskoeffizienten in GroBenordnung von « = 105 W/m2 K erforder-
lich, wihrend praktisch nur Werte von einigen 103 W/m2 K erzielt werden kénnen. In der
Literatur wurden verschiedene Konstruktionen vorgeschlagen, bei denen durch VergréBerung
der Wirmeaustauschfliche und gleichzeitige Beeinflussung der Gasstromung zwecks Steige-
rung der @ —Werte annidhernd isotherme Zylinderrdume realisiert werden sollen (z.B. EDER
1984). Diese in der englischsprachigen Literatur allgemein als "isothermalizer" bezeichneten
Einbauten werden allerdings bislang nur wenig eingesetzt. Soweit dies nicht auf konstruktive
oder fertigungstechnische Schwierigkeiten zuriickzufiihren ist, ist daher zu vermuten, daf es
auch auf diese Weise schwierig ist, den Bereich x > 0,8 in Bild 3.4-2 zu erreichen.

4Solche Fille werden z.B. bei sehr kleinen Stirlingmotoren im Modellma@stab erreicht, besonders, wenn bei
Luft als Arbeitsgas und atmosphéarischem Mitteldruck die Leistungsdichte niedrig ist und das ohnehin schon
giinstige Oberflachen—Volumen—~Verhiltnis der Zylinder durch ein extrem niedriges Hub—Durchmesser—Ver—
hiltnis weiter gesteigert wird. Hier ist insbesondere auf entsprechende Konstruktionen von Senft (1984) und
Kolin (1984, 1985) hinzuweisen.



- 38 -

4. Differentielles Berechnungsverfahren fiir Gaskreisprozesse

4.1 Modelle 3. Ordnung fiir Stirling— und Vuilleumier —Maschinen

Modelle 3. Ordnung sind i.a. dadurch gekennzeichnet, dal der Prozel ohne Zuhilfenahme von
Nidherungen der bisher behandelten Art durch partielle Differentialgleichungen, die sich aus
den Erhaltungssétzen fiir Masse, Energie und (teilweise mit Einschrdnkungen) Impuls ergeben,
beschrieben wird. Bislang hat man sich dabei hinsichtlich der Ortskoordinaten stets auf den
eindimensionalen Fall beschrénkt. In dieser Richtung wird eine Einteilung in finite Elemente
vorgenommen, und die Gleichungen werden in die entsprechende integrale Form gebracht. Das
verbleibende gewohnliche Differentialgleichungssystem in der Zeit ist dann - ggf. nach
weiteren Vereinfachungen — numerisch zu integrieren.

Eine gute Ubersicht iiber diese differentiellen Berechnungsverfahren fiir Stirlingmaschinen bis
1983 gibt URIELI (1979, 1983). Danach bietet sich eine weitere Unterteilung an in Verfahren,
die neben Massen— und Energiebilanz auch die Impulsbilanz uneingeschrénkt beachten, und
solche, die 1edié1ich den stationdren Fall des Impulssatzes, d.h. keine Trigheits— und
Beschleunigungseffekte, beriicksichtigen.

Zur ersten Gruppe sind die von URIELI, RALLIS und BERCHOWITZ (1977), SCHOCK (1978)
und GEDEON (1978) entwickelten Verfahren zu rechnen, zur zweiten Gruppe die nach FINKEL-
STEIN (1975), TEW, JEFFERIES und MIAO (1978), AZETSU, NAKAJIMA und HIRATA (1982),
DE CICcCO (1983) und HADJ OBID (1985), sowie speziell fiir Vuilleumier — Maschinen eine
Berechnungsmethode nach SHERMAN (1971) mit verhéltnismiBig starken Vereinfachungen bei
der Druckverlust — und Warmeaustauscherberechnung, ein teilweise auf Methoden 2. Ordnung
aufbauendes Verfahren von KUHL, RICHTER und SCHULZ (1986a) sowie ein Verfahren von
CARLSEN und ANDERSEN (1989), das ebenso wie das zuvor genannte ein Regeneratormodell
mit linearem Temperaturprofil beinhaltet.

Abgesehen von dem letztgenannten Verfahren ist allen diesen mathematischen ProzeSmodellen
gemeinsam, daf sie bei der Einteilung des Systems in finite Elemente ortsfeste (Eulersche)
Koordinaten verwenden. Diese Methode bietet den Vorteil groBer Ubersichtlichkeit und
erleichtert einen strukturierten, modularen Aufbau des Programms, was gerade hier bei der
Erstellung eines verallgemeinerten Berechnungsverfahrens fiir unterschiedliche Prozekon—
figurationen von besonderer Bedeutung ist. Allerdings ist das Differentialgleichungssystem in
Euler—Koordinaten sehr steif und erfordert daher bei Verwendung iiblicher Integrationsver-
fahren kurze Schrittweiten. GroBere Schrittweiten erlauben u.U. einige implizite Verfahren,
wie z.B. das von GEDEON (1978), jedoch steigt der Rechenaufwand pro Schritt wegen der dort
erforderlichen Matrixinversion.
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Die Einteilung in finite Elemente, insbesondere nach Eulerschen, aber auch nach Lagrange-
schen Koordinaten wurde auerdem kritisiert, weil die Ausbreitungsgeschwindigkeit von Infor-
mationen — z.B. iiber Druck— oder Temperaturdnderungen — durch Ax/At gegeben ist mit
Ax als der Breite des finiten Elementes und At als der Zeitschrittweite der Integration
(ORGAN 1982). Tatsédchlich erfolgt die Ausbreitung jedoch bei Druckédnderungen mit Schallge-
schwindigkeit, bei Temperaturdnderungen aufgrund konvektiven Energietransportes dagegen
(anndhernd) mit der Gasstromungsgeschwindigkeit.

Im letztgenannten Fall kann durch Verwendung bewegter (Lagrangescher) Koordinaten der
Fehler vermieden werden. Das Problem der falschen Ausbreitungsgeschwindigkeit von Druck-
wellen 148t sich dagegen auch hier nicht 16sen. Dies leistet die Methode der Charakteristiken,
die sich allerdings mit der hier angestrebten modularen Programmierung praktisch kaum ver-
einbaren 14Bt. Vereinfacht ausgedriickt werden hier bei der Auswertung einer Differentialglei-
chung an der Stelle x die Zustdnde an den Punkten x + s herangezogen mit s =v - At
und v als der Ausbreitungsgeschwindigkeit der jeweiligen physikalischen Gro3e. Besonders,
wenn in komplexen Prozessen bei Zugriff auf die Punkte x &+ s mnicht nur Gasraumgrenzen,
sondern auch Gasstromverzweigungspunkte iiberschritten werden, ist mit erheblichen Schwie-
rigkeiten zu rechnen. Fiir Stirlingmotoren wurden Modelle nach dieser Methode von LARSON
(1982) und TAYLOR (1984) entwickelt. Lagrange—Koordinaten werden von MARTINI (1986)
sowie teilweise (fiir die Warmeaustauscher) von CARLSEN und ANDERSEN (1989) verwendet.

Finite Elemente werden generell als ideal durchmischt angenommen, d.h. alle intensiven
ZustandsgroBen sind ortsunabhingig. Neben diesen Grofen werden zur Auswertung der Diffe-
rentialgleichungen jedoch auch die entsprechenden Werte an den Grenzen benachbarter
Elemente benétigt. Da die (naheliegende) Verwendung arithmetischer Mittelwerte in vielen
Féllen zu Instabilitédten fiihrt, wurde mehrfach, z.B. von SCHOCK (1978) oder URIELI (1983),
empfohlen, jeweils die Werte des "stromaufwirts” liegenden Elementes zu verwenden (sog.
"upstream differencing" ). URIELI (1980) weist jedoch auch darauf hin, da3 diese Vorgehens-
weise zu Fehlern — insbesondere bei der Simulation von Regeneratoren — fiihrt, die nur durch
eine hinreichend grofle Zahl finiter Elemente gering gehalten werden kdnnen.

Bei den zitierten differentiellen Verfahren fillt auf, daf3 besonders in letzter Zeit eine verein—
fachte Impulsbilanz verwendet wurde. Der Grund ist neben der Vereinfachung des Gleichungs-
systems vor allem eine erhebliche Verkiirzung der Rechenzeit, denn die Gleichungen der exak-
ten Impulsbilanz sind wegen der durchweg im Verhéltnis zu den Absolutdriicken geringen
Stromungsdruckverluste besonders steif und erfordern daher sehr kurze Integrationsschrittwei-
ten. Auch in dem hier erstellten Verfahren werden daher solche Vereinfachungen benutzt,
jedoch werden Beschleunigungseffekte trotzdem néherungsweise beriicksichtigt.
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Ein weiteres Problem, fiir das allerdings nur wenige Autoren ihr Losungsverfahren nachvoll-
ziehbar beschreiben, ist das der langsamen, asymptotischen Einstellung des stationdren
Betriebszustandes. Ohne konvergenzbeschleunigende MaBnahmen miissen hierzu meist
mehrere hundert Umdrehungen berechnet werden, was zu inakzeptablen Rechenzeiten fiihrt.
Die hier gefundene Losung wird ebenfalls an spdterer Stelle ndher beschrieben. In diesem
Zusammenhang sind jedoch noch Versuche erwdhnenswert, das Problem véllig zu umgehen
und sofort die stationdre, periodische Losung zu finden. Zum einen ist dies die Darstellung
aller zeitlichen Verldufe der Zustandsgrolen durch abgebrochene Fourierreihen (CHEN,
GRIFFIN und WEST 1985), zum anderen der vollstindige Ersatz der Differentialgleichungen
durch integrierte Differenzengleichungen nach Wabhl einer festen Zeitschrittweite. Damit erge-
ben sich die relevanten ZustandsgroBen fiir alle Punkte des so festgelegten Gitters in der
x,t —Ebene als Losung eines sehr komplexen, nichtlinearen Gleichungssystems, die numerisch
gefunden werden mu3 (GEDEON 1986).

Um Vorgriffe auf Einzelheiten der Berechnung, die im folgenden beschrieben werden, zu
vermeiden, werden die zitierten Verdffentlichungen hier nicht eingehender behandelt. Statt-
dessen wird an entsprechender Stelle nochmals auf die in diesem Abschnitt zusammenfassend
dargestellte Literatur verwiesen.

Nach der Einteilung in finite Elemente, die in den einzelnen Gasrdumen unterschiedlich dicht
sein kann, ist der Zustand des betrachteten Systems zu einem Zeitpunkt t durch Angabe
einer gewissen Anzahl physikalischer GroBen je Element eindeutig festgelegt. Nach der Gibbs—
schen Phasenregel sind dies zwei fir den Zustand des Arbeitsgases (z.B. Masse und
Temperatur) , unter bestimmten vereinfachenden Annahmen geniigt auch bereits eine. Hinzu
kommt in fast allen Gasrdumen die Temperatur der an Warmeaustauschprozessen beteiligten
Oberfléchen, z.B. die der Regeneratormatrix oder der Innenwidnde der Warmeaustauscher und
Zylinderrdume. Falls der Impulserhaltungssatz uneingeschrénkt beriicksichtigt werden soll,
sind noch die Gasmassenstrome als systembeschreibende GroBen zu nennen, und schlieBSlich
sind auch noch eine oder mehrere kinematische Variable zur Beschreibung der aktuellen
Kolbenpositionen und —geschwindigkeiten erforderlich. Alle diese Systemgrofen konnen als
ein Vektor % aufgefaBt werden, und die Aufgabe besteht nun darin, die Ableitung

af = 14

zu ermitteln und das Differentialgleichungssystem mit einem geeigneten numerischen Verfah-
ren zu integrieren. Dies wird im folgenden dargestellt, wobei die Besonderheiten des hier ent—
wickelten Verfahrens im Vordergrund stehen werden?.

IDie Realisierung des Berechnungsverfahrens mm Form emnes FORTRAN-Programms wird hier nicht
behandelt. Sie ist im Anhang A3 dokumentiert.
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42 Kinetische Beziehungen

Entgegen den bisherigen Darstellungen hat sich statt der Zeit t der Kurbelwellenwinkel ¢
als geeignete unabhingige Integrationsvariable erwiesen. Soweit bekannt, gehen die in
Abschnitt 4.1 zitierten Verfahren von einer konstanten Winkelgeschwindigkeit w aus, so daf3
¢ und t proportional sind und so der Unterschied fast bedeutungslos wird. Aus personlichen
Mitteilungen und eigenen Erfahrungen ist jedoch bekannt, da in einer Reihe von Féllen
— speziell bei Stirlingmotoren — das erforderliche Tragheitsmoment des Schwungrades unter—
schétzt wurde und dieses nachtréglich vergroert werden muflte. Die durch die oft erheblichen
Kompressions— und Expansionskréfte bedingten Unrundheiten im Lauf sind also keineswegs
vernachléssigbar. Aus diesem Grunde wurde die Winkelgeschwindigkeit w als zusdtzliche Sy
stemvariable in das Differentialgleichungssystem aufgenommen. Ihre Ableitung nach ¢ lautet

1 ds; d?s; ds;
dw‘_-a_)Pind"'M_wzzmi[aga‘ll’Hgazl_zmigi&p 49—
aa‘— d 2 (.2 1)-

Sc
w[I+2mi[a—(p1] ]

Dabei ist P. d die vom Proze3 aufgenommene bzw. abgegebene (Pin d< 0) indizierte
Leistung, die sich bei Kenntnis der Driicke Py in den Zylinderrdumen V, gemal

i | _ k
wPind = "2Pkdp (42-2)

berechnen 1483t. Mit M wird das auf die Welle wirkende &uflere Drehmoment bezeichnet. Ist
die Maschine z.B. an einen Drehstromasynchronmotor gekoppelt, der ggf. auch generatorisch
arbeiten kann, so gilt

M= -k (- wp) (4.2-3)

mit k als der Kennliniensteilheit des Motors und wp als der Kreisfrequenz des Drehfeldes.
Die GroBe I in Gl. 4.2—1 bezeichnet das Triagheitsmoment der rotierenden Getriebeteile, m,
die Massen der Kolben und der gemeinsam mit ihnen translatorisch bewegten Teile, S die
Position der Kolben und g die in Richtung des Kolbens i wirkende Komponente der

Erdbeschleunigung.

Gl 4.2-1 gilt unabhéngig von der Bauart des zur Kolbenfiihrung verwendeten Getriebes.
Dessen kinematische Eigenschaften gehen lediglich in die Ableitungen ds;/dy und d2s;/dy?
ein und sind fiir jeden Getriebetyp allein iiber geometrische Beziechungen herzuleiten. Damit
bietet sich die Moglichkeit, unterschiedliche Getriebetypen auf einfache Weise modular in das
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Berechnungsverfahren einzubinden. Hier kommen neben dem Sinusgetriebe, das sich u.a.
durch die von KRAUCH und KUHN (1984) vorgeschlagene Kreuzkolbenanordnung realisieren
148t, und dem Kurbelgetriebe insbesondere zwei speziell fiir Stirlingmotoren geeignete Baufor-
men in Betracht. Es sind dies das vdllig seitenkraftfreie rhombische Getriebe nach MEIJER
(1958), dessen kinematische Beziehungen u.a. von URIELI und BERCHOWITZ (1984) ausfiihr-
lich behandelt wurden, und die besonders kompakte und fast seitenkraftfreie Bauform nach
ROsSS (1985), die als "inverted yoke drive" bezeichnet wird und in Bild 4.2-1 schematisch
dargestellt ist.

Das dreieckformige Joch J ist auf dem Wellenexzenter E drehbar gelagert und auerdem

iiber den Hebel H am Gehéduse angelenkt. Es vollfiihrt eine Taumelbewegung, wobei die
Lagerpunkte A und B eine im Verhdltnis zum Hub sehr geringe Seitenauslenkung zeigen.

It

I

Re

Bild 4.2-1: Prinzipskizze des Getriebes nach ROSS (1985)
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Die Beziehung fiir die Ortskurven der Punkte A und B lassen sich verhéltnisméBig einfach
unter Verwendung komplexer Zahlen darstellen. Bei Definition des Nullpunktes und der Mal3e
wie in Bild 4.2-1 erhélt man

z( ) =7r- ei“o—a. . ei(aj+7)' hg - rel¢) :
¥ j 2 2
g + r° - 2gr cos ¢
-[%—E+Ccos¢+i¢1— (E—Ucosﬁ)f] (4.2-4)

mit

g=vx>+yr ,

E = (s2+h2-g2-12)/2sh ,

C =gr/sh ,

7 = arctany/x
und

b=p-7 (i=1,2).
Man erkennt an dieser Beziehung, da die Phasenverschiebung der anndhernd sinusférmigen
Hubfunktionen durch die Betragssumme der Jochwinkel a; und a, gegeben ist. In
Bild 4.2-2 und Bild 4.2-3 sind die Ortskurven der Punkte A und B in starker seitlicher
Spreizung fiir zwei Fille dargestellt, die das Ergebnis mathematischer Optimierungen? mit der
Nebenbedingung | aq | + ay = 90° sind. Aus Griinden der Reproduzierbarkeit wurden die
zugehdrigen Abmessungen genauer angegeben, als es aus fertigungstechnischer Sicht sinnvoll
wire. Es stellte sich heraus, daB besonders giinstige Falle bei a;~ +45° sowie bei
a® - 60° und % 300 vorliegen. Die Punkte A, S und B liegen stets nahezu auf einer
Geraden, und die GroBe E in Gl. 4.2—4 ist anndhernd null. Man sieht in Bild 4.2-2 und 3,
daB die Seitenauslenkung des Lagerpunktes B mit ca. 0,5 mm bzw. 45 ym so gering ist, dafl
auf ein bewegliches Lager des Pleuels im Kolben sogar dann verzichtet werden kann, wenn es
sich um einen Verdringer handelt, der aus Griinden der Wirmeisolation relativ zum Hub lang
gebaut ist. Selbst im Fall des Punktes A wird eine entsprechende Kippbewegung des Kolbens
oft zugelassen (z.B. R0OSS 1985).

2Es handelt sich um rein kinematische Optimierungen der seitlichen Auslenkung ohne Beriicksichtigung von
Lagerkriften, wie sie von Doige und Walker (1986) fiir einen speziellen Fall untersucht wurden.
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Ortskurven der Lagerpunkte A und B fiir Ortskurven der Lagerpunkte A und B fiir

r =9525mm a; = 659 mm r = 9525mm a, = 119,64 mm
X = 9146mm a, = 61,73 mm x = 102,72mm a, = 69,95 mm
y = 4546 mm @ = -46,62° y 60,27 mm o = —59,97°
h =97mm a = 43,38 h = 13,4mm a, = 30,03°

s = 45,60 mm s = 60,43 mm

Auch fiir diesen relativ komplizierten Fall lassen sich Ausdriicke fiir die in Gl. 4.2—-1 bendtig-
ten Ableitungen ds/dy und d2s/dy? herleiten, wenn auch ihre Auswertung rechnerisch auf-
wendig wird. Damit ist auch hier die mathematische Simulation von Drehzahlschwankungen
moglich. Einschrinkend muB hinzugefiigt werden, daB in GIl. 4.2—-1 keine Reibungskrifte
beriicksichtigt sind, und nur die Trégheit der mit den Kolben bewegten Massen und von mit
der Welle rotierenden Teilen eingeht. Letzteres ist vertretbar, solange die Massen der iibrigen
Getriebeteile im Verhéltnis zu diesen klein sind. Die Erfassung von Reibungskriften (z.B. an
den Kolbendichtungen) widre mathematisch leicht mdglich, scheitert jedoch daran, daB sie

meist nicht zuverldssig zu berechnen sind.

Diese schwer bestimmbaren Kréfte haben besonders bei der Simulation freischwingender
Kolben groBe Bedeutung, da hier nicht nur die mechanische Energiebilanz, sondern auch der
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Bewegungsablauf betroffen ist. Die realistische Berechnung von Freikolbenmaschinen erfordert
daher viel praktische Erfahrung. Hier ist insbesondere auf WALKER und SENFT (1985) und
BERCHOWITZ (1986) zu verweisen.

Grundsétzlich kénnen freischwingende Kolben sehr einfach in die Berechnung eingebunden
werden, da die iibrigen Abschnitte des Verfahrens nur Informationen iiber die aktuellen
Kolbenpositionen s, und ihre ersten Ableitungen dsk/d<p benétigen, um daraus die Grofle
der Zylinderrdume sowie deren Ableitung zu bestimmen. Ob diese Grdfen iiber kinematische
Gleichungen unmittelbar aus dem Kurbelwinkel ¢ oder durch Integration der die Kolbenbe-
wegung beschreibenden Differentialgleichung gewonnen wurden, ist dabei ohne Bedeutung.
Diese Differentialgleichung geht aus einer Kréftebilanz hervor und ist formal auswertbar, da
die Gasraumdriicke fiir jeden Winkel ¢ ohnehin stets bestimmt werden. Die Berechnung von
Freikolben ist somit einfach durch Anwihlen eines anderen Unterprogramms moglich.

4.3 Berechnung der Gasmassenstrome

Die Massenstrome an den Grenzen eines jeden finiten Elementes miissen zur Auswertung der
Massen— und Energiebilanz bekannt sein. Die Kenntnis des Massenstroms innerhalb eines
Elementes ist dagegen von geringerer Bedeutung. Auflerdem ist fiir die Elementgrenzen der
Druckgradient leicht aus der Differenz der Driicke in beiden Elementen zu bestimmen. Daher
schldgt u.a. URIELI (1979) die Verwendung von zur Hilfte iiberlappten Elementen fiir Ener—
gie— und Massenbilanz einerseits und Impulsbilanz, d.h. Massenstromberechnung, anderer—
seits vor. Bei uneingeschrdnkter Einbeziehung des Impulssatzes sind die Massenstrome an den
Grenzen in den SystemgroBenvektor % aufzunehmen. Thre Ableitung nach der Zeit bzw. nach
dem Winkel, dm/dy = w - dm/dt , ergibt sich aus der Impulsbilanz. Da die Druckunter-
schiede zwischen benachbarten Elementen im Verhéltnis zum Absolutdruck sehr gering sind,
kommt es hier bei der Differenzbildung zu einer extremen Fehlerfortpflanzung, die letztlich zu
den schon beschriebenen Instabilitdten fiihrt.

Es wurde daher ein innerhalb eines Gasraumes ortlich konstanter Druck angenommen. Diese
Modellvorstellung ist in Bild 4.3—1 dargestellt. Die Gasstromung zwischen den Mitten der
Gasrdume i—1 und i wird durch die instationdre Bernoulli — Gleichung

dﬁli lk
+ a‘_t—lz{g + APV (4.3_1)

je)
0
|—k
He DO
e

B i 2
-1 = P53y

beschrieben. p, p und u seien dabei Druck, Dichte und Geschwindigkeit des Gases in der
Mitte des Gasraumes, Ap die auf den Weglidngen lk jeweils konstanten Strémungsquer-
schnittsflichen zwischen den Gasraummitten und m, der Massenstrom an der Schnittstelle i,
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Gasraum Schnitt — Gasraum
stelle
i—1 i i

pi—1 Apv pi

Bild 4.3—1: Modell zur Massenstromberechnung

der vereinfachend auch zur Auswertung der Korrelationen fiir die Strémungsdruckverluste
Api_1 und Api der Apparatehdlften verwendet wird. Zusitzliche Druckverluste Apssi im
Bereich der Schnittstelle — z.B. durch unstetige Erweiterungen oder Verengungen — werden
durch entsprechende Beiwerte ¢ beschrieben, d.h. Apssi = 3 puZ - ¢ In diesem Modell
brauchen nur die Massenstrome an den Schnittstellen als Systemvariable gefiihrt werden, ihre
Ableitungen ergeben sich dann aus Gl. 4.3—1. Allerdings ist auch dieses Gleichungssystem
noch sehr steif, und es wurde daher ein anderer Lésungsweg gewéhlt:

Innerhalb des gesamten Berechnungsverfahrens wird zwecks Schitzung von Startwerten vor
dem differentiellen Verfahren zunichst eine isotherme und dann eine polytrope Rechnung nach
Abschnitt 3 durchgefiihrt. Da letztere bereits mit der in Abschnitt 4.2 beschriebenen Getriebe-
simulation arbeitet, ist die Ubereinstimmung der Massenstrome mit denen des differentiellen
Modells noch besser als schon bei der isothermen Rechnung.

Massenstrome entstehen einerseits durch Verschiebung des Gases aufgrund von Kolbenbewe-
gungen, andererseits aber auch durch Druckdnderungen des Gases in den einzelnen Réumen,
deren GroBe ggf. von den Kolbenpositionen abhéngt. Es ist also ein Zusammenhang der Form
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- m . m
liy=a + 3 aig% + %% [b0+i§1 by - si] (43-2)

1=1

zu erwarten. Fiir den Druck p kann in Anlehnung an GI. 3.1-3

- 1 -
P = c0+2ilci Si (4.3-3)

angenommen werden und somit

dp _ - X cj dsi/dy B
E[()Ro = (CO .,.12 c; S1)2 (4.3-4).

Dabei bedeuten m die Anzahl der Kolben und a;, bj und c; Konstanten, die mit Hilfe
einer multiplen Regression zunéchst fir Gl. 4.3-3, dann mit Gl. 4.3-4 fiir Gl. 4.3-2 an die
polytrop berechneten Verldufe angepalit werden. Diese Vorgehensweise hat gegeniiber einer
Korrelation iiber ¢ eine bessere theoretische Grundlage und liefert sogar bei iibersteuerten
und harmonisch schwingenden Freikolben, deren differentiell berechnete Hubbewegungen i.a.
von denen des polytropen Modells abweichen, noch gute Ergebnisse.

Zu Beginn der Auswertung des Differentialgleichungssystems konnen mit den nach Gl. 4.3-2
bestimmten Massenstromen die meist nichtlinearen Korrelationen zur Berechnung der Druck-
verlustbeiwerte ausgewertet werden. Die Ableitung dm/d¢y in Gl. 4.3 -1 kann nidherungsweise
durch einen Differenzenquotienten unter Verwendung des Ergebnisses des letzten Integrations—
schrittes oder auch durch die erste Ableitung von Gl. 4.3 -2 ersetzt werden. Da m ansonsten
nur noch in die Staudruckterme 3 p u? eingeht, 146t sich Gl. 4.3-1 als quadratische Glei-
chung nach dem Massenstrom auflosen, der damit keine Systemvariable mehr ist, sondern aus
¢ und ¥ bestimmt werden kann. Wird die Abweichung zwischen dem nach Gl. 4.3-2 abge-
schidtzten und dem tatsdchlichen Massenstrom zusitzlich gespeichert und bei der néchsten
Auswertung des Gleichungssystems zur Korrektur der anfinglichen Schitzung verwendet, so
erhoht sich die Stabilitdt der Integration deutlich. Probleme treten jedoch nach wie vor bei
sehr kleinen Gasrdumen, also z.B. auch bei Zylinderrdumen in der Ndhe des Minimums auf,
ferner bei Rechnungen mit iibersteuerten Freikolben zum Zeitpunkt des Kolbenanschlags an
den Endpositionen, wo es zu starken numerischen Schwingungen kommt. Qualitativ kann man
hier einen Vergleich zu den dann entstehenden Druckwellen ziehen, allerdings ist deren
Ausbreitung aus den weiter oben diskutierten Griinden nicht realistisch wiederzugeben.

Die Annahme eines ortlich konstanten Druckes in einem Gasraum i erleichtert die Auswer-
tung der Bilanzen fiir das einzelne finite Element. Neben dem Druck p ; oder der ihm dquiva-
lenten inneren Energie
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C

geniigt die Angabe einer weiteren Grofe fiir jedes finite Element k, also z.B. der Temperatur
Tk oder der Gasmasse my , um den Zustand des Gases zu beschreiben. Die Zahl hierzu erfor-
derlicher SystemgroBen reduziert sich also von 2 - ne auf ne+ 1 pro Gasraum mit ne als
Anzahl finiter Elemente.

Nach Bestimmung der Massenstrome an den Gasraumgrenzen iiber Gl. 4.3-2 sind diese fiir
die Grenzen zwischen den Flementen sukzessiv iiber Energiebilanzen zu bestimmen. Definiert
man die positive Richtung vom ersten zum ne—ten Element, so gilt fiir das FElement j

dU
. . k
mk+ M Cp M TS ’k+ = I[lk_ & Cp = TS,k + Qk a_— (4-3—6)-

Beginnt man mit dem ersten Element, so ist der Massenstrom Ihk_ an der unteren Grenze

jeweils bekannt. Der mit festen Oberfldchen ausgetauschte Warmestrom Qk ergibt sich unter
Verwendung entsprechender Korrelationen fiir den Wirmeiibergang aus der jeweiligen Tempe-
raturdifferenz, wobei zur Berechnung einer Reynoldszahl 0.4. ndherungsweise ein zwischen den
Gasraumgrenzen linear interpolierter Massenstrom verwendet wird. Fiir alle Gasrdume aufler
den Zylinderrdumen, die als ideal durchmischt angenommen und daher nicht in finite Elemen-
te unterteilt werden, gilt Vi = const., so dal man bei Differentiation von Gl. 4.3 -5 erkennt,
daf3 die Ableitung der inneren Energie volumenproportional ist und somit

_1
dy, = ng - dUy (4.3-7)
gilt. dU; ergibt sich wiederum aus der Gesamtbilanz fiir den Gasraum 1,
du, nf .
T =S ey ey Ty 5wy e g (4.3-8).

Gl. 4.3-6 ist somit nach dem unbekanntem Massenstrom m. 4 an der Grenze "stromab—

wirts" aufzulésen, wenn die Stromtemperaturen an den Elementgrenzen, T 5, k— und T skt

sowie an den Apparategrenzen, T ;_q und T_., bekannt sind. Thre Bestlmmung stellt das

S,i’
eigentliche Problem dar, da es u.U. zu den schon in Abschnitt 4.1 erwidhnten Instabilitdten
kommen kann. Sie wird im Zusammenhang mit den einzelnen Gasraumtypen in den folgenden

Abschnitten behandelt.
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Die Bilanz fiir das ne—te Element liefert wegen der linearen Abhéngigkeit der Gleichungen
4.3—-6 und 4.3-8 zwangsldufig den Massenstrom rhi und kann daher entfallen. Die Ableitung
der Gastemperaturen Tk 148t sich nach Bestimmung von Ihj + leicht aus

dT T dU
k k k . .
T -0 [Ht_ = ¢y T; (mk_—mk+)] (4.3-9)

w

berechnen, so daf die Differentiale der den Gaszustand beschreibenden SystemgroBen U, und
Ty (k=1,..., nf) fiir den Gasraum i bekannt sind.

Wegen der zuvor erwihnten, in bestimmten Fillen auftretenden Probleme bei der Bestim-
mung der Massenstrome iiber Gl. 4.3—1 wurde die hier fiir einen Gasraum dargestellte Verein—
fachung teilweise auf den Gesamtproze8 erweitert, indem zur Berechnung der Massenstrome
zu einem Zeitpunkt t ndherungsweise eine ortsunabhéngige Ableitung dp m/ dt angenommen
wurde, dhnlich wie von URIELI und BERCHOWITZ (1984). Die Driicke p; in den Gasrdumen
sind dabei jedoch nicht gleichgesetzt, da sonst groBe Fehler bei der Berechnung der Volumen-
dnderungsarbeit auftriten. Trotzdem wird als BezugsgroBe ein ortlich gemittelter Druck

Rm

es
p =E—V—§T— (4.3-10)
i k/ 'k

definiert, wobei die Summe iiber alle diskreten Volumenelemente des Prozesses zu bilden ist
und m es die gesamte Gasmasse in allen Rdumen bedeutet. Das verdnderte Verfahren lauft
damit wie folgt ab:

Die Wirmestrome Qk und damit Qi =3 Qk werden fiir alle Gasrdume - ggf. unter
Verwendung von Massenstromen nach Gl. 4.3-2 — ermittelt. Die Driicke in den Gasrdumen
werden zunéchst in sehr guter Ndherung geméf

P; = Py + Apy (4.3-11)

mit Api als der im vorhergehenden Rechenschritt ermittelten Differenz p; — P, berechnet.
Die Gesamtenergiebilanz des Prozesses ergibt dann

C
- _ _ v
Wges = % [dqi Pj dvi] =g §(py dVy +V; dpy)

C
~ v —
R [?pi dVi +Vges dpm] (4.3-12)
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und somit

_R 1 _%p -
dp “c_'v—[)i:dqi 5 Xi)pidVi] (4.3-13).
Fiir einen einzelnen Gasraum i gilt analog

C
- Vv — —

mit dH. als der Enthalpie des in der Zeit dt iiber Schnittstelle j stromenden Gases. Es
folgt mit GI. 4.3-13

c V. .
1
Tajdliy = - [dqi_ﬁgpi dvi] + vgesg [dﬂk—gp-pk de] (4.3-15)

fiir i=1,..., n und j=1,..., n . Dieses lineare Gleichungssystem fiir die Enthalpiestrome ist
leicht zu l6sen, zumal die Matrix der a;. bereits invertiert in Form der bji (vgl. Ab-
schnitt 2.3) vorliegt. Die Massenstrome ergeben sich dann bei Kenntnis der Stromtemperatu—
ren unmittelbar. Damit konnen die Druckdifferenzen zwischen den Rdumen mit der entspre-
chend umgestellten Gl. 4.3—-1 neu bestimmt werden, und unter Beriicksichtigung der Massen—
erhaltung ergibt sich die endgiiltige Druckverteilung im Prozel3, die i.a. nur unwesentlich von
der Schitzung gemédB Gl. 4.3—11 abweicht. Die Berechnungen innerhalb der Gasrdume unter—
scheiden sich gegeniiber dem zuvor beschriebenen Verfahren nicht, und die Anzahl der System-
variablen pro Gasraum verringert sich nochmals, da die innere Energie Ui aus p; berechnet
werden kann.

Die numerische Stabilitdt des Gleichungssystems ist bei der zuletzt beschriebenen Methode
weiter verbessert. Die die Schrittweite begrenzenden, steifen Gleichungen liegen nunmehr im
Bereich der Energiebilanzen, insbesondere in den Regeneratoren, wo sehr gute Warmeiiber—
gangsbedingungen herrschen. Die Massenstromberechnung ist jedoch lediglich eine Ndherung
und physikalisch nicht korrekt, da tatsichlich eine Stromung die Folge eines Druckgradienten
ist und nicht umgekehrt der Druckgradient Folge eines aus energetischen Griinden "erforder-
lichen" Enthalpie— und damit Massenstroms. Dennoch weichen die nach beiden Verfahren
berechneten Massenstrome bei iiblicher Auftragung nur innerhalb der Linienstdrke voneinan—
der ab, so daf auf eine graphische Darstellung verzichtet wird. Nennenswerte Unterschiede
sind nur bei groBeren Druckdifferenzen zu erwarten. Da jedoch die mit Strémungsdruckver—
lusten verbundene Dissipation den Wirkungsgrad von Gaslareisprozessen gravierend ver—
schlechtert, wird man sie bei der Auslegung praktisch sinnvoller Prozesse stets mdoglichst
gering halten, so daf} dieser Fall kaum auftreten wird.
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44  Simulation der Zylinderrdume

Zylinderrdume werden durch einen Kolben periodisch in ihrer GroBe verdndert, in bestimmten
Fillen, z.B. in Stirlingmaschinen der [S—-Bauart, auch durch zwei Kolben, deren Hubwege sich
dann meist so weit iiberlappen, daf ihr geringster Abstand nahezu null wird. Auf diese Weise
wird das schéddliche Totvolumen minimiert. Die bislang in der Literatur beschriebenen Berech-
nungsverfahren beziehen - soweit bekannt — die die Kolbenbewegung beschreibenden
Gleichungen unmittelbar in die Simulation der Zylinderrdume mit ein. Um den modularen
Aufbau des Programms zu erleichtern, wurde hier stattdessen der Bereich des Getriebes
gesondert modelliert (s. Abschnitt 4.2), was auch die rdumliche Trennung dieser Baugruppe
von den Zylinderrdumen wiederspiegelt. Die Verkniipfung erfolgt nun - analog zu einer
Kolbenstange — durch Zuordnung der von den Getriebeunterprogrammen berechneten
Hubfunktionen zu dem bzw. den Kolben eines Zylinderraumes. Dessen mathematische
Beschreibung umfa3t nun den Zustand des Gases in Wechselwirkung mit den Wénden und
Kolben, den Wérmetransport in diesen sowie den Spalt zwischen Kolben und Zylinderwand bis
zur Dichtung mit den hier auftretenden Verlusten. Es sind dies der sog. "Shuttle" —Verlust
und der haufig als " Pumpverlust" bezeichnete Mechanismus, der hier in Anlehnung an URIELI
und BERCHOWITZ (1984) treffender "Enthalpiestromverlust" genannt werden soll.

Fiir die Simulation des Zylinderraumes ist es formal ohne Bedeutung, ob es sich bei den
Kolben um Verdrénger oder Verdichter handelt, wie schon an den analogen Darstellungen in
Bild 2.1-3 und Bild 2.3-1 b zu erkennen war. Der Unterschied ist — gleiche Hubfunktionen
vorausgesetzt — nur von konstruktiver Bedeutung, da die mechanische Belastung des Getrie-
bes bei Verdringern wegen der weitgehend ausgeglichenen Kriftebilanz erheblich geringer ist.
Im Rahmen der Berechnung wiren jedoch lediglich die unterschiedlichen Leckmassenstrome
iber die Kolbendichtungen relevant, die sich mathematisch oft nur sehr ungenau vorhersagen
lassen. Bei Verdréngern sind sie wegen der niedrigen Druckdifferenz durchweg gering. Da der
Kolbenspalt dann als guter Regenerator wirkt, ist ihre Auswirkung auf den Prozel vernachlés-
sigbar. Bei Verdichterkolben kénnen Leckstréme zu angrenzenden Puffer— oder Getrieberdu—
men jedoch zu einer Verminderung der Druckamplitude fithren und als dissipativer Verlust
mechanische Leistung verbrauchen. Es ist daher im Programm die Beriicksichtigung einer
— meist experimentell zu bestimmenden — pauschalen Leckrate zum Getrieberaum innerhalb
der im vorigen Abschnitt beschriebenen Massenstrom — und Druckberechnung vorgesehen. Auf
die Darstellung von Einzelheiten wird aus Griinden der Ubersichtlichkeit verzichtet.

Ein Problem bei der Beschreibung des Gaszustandes ist die undefinierte, mit vertretbarem
Rechenaufwand nicht detailliert wiederzugebende Stromung. Alle bekannten Berechnungsver—
fahren behandeln daher Zylinderrdume als ideal durchmischt. Diese Annahme erscheint
berechtigt, denn die stets als gebiindelte Strahlen eintretenden Gasstréme sorgen fiir eine
intensive Verwirbelung, die auch wéihrend der Ausstromungsphasen kaum abklingen kann.
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Wirmeiibergangskoeffizienten sind unter diesen Bedingungen kaum zuverléssig zu bestimmen.
Es wird hierzu eine empirische Korrelation fiir die Zylinder in Dieselmotoren (WOSCHNI 1970)
verwendet, wobei die den EinfluB von Verbrennung und Dralleffekten beschreibenden Terme
unberiicksichtigt bleiben. Es gilt dann

Nu = 0,15 - Re¥?3 (4.4-1)

mit Re =w - d/v,Nu = @ - d/\ sowie d als Kolbendurchmesser, w als mittlerer Kolben
geschwindigkeit, » und A als kinematischer Viskositdt und Wérmeleitfihigkeit des Gases
sowie « als Warmeiibergangskoeffizient.

Der Gaszustand kann bei einer Massenstromberechnung nach dem zuletzt beschriebenen Ver-
fahren durch eine Differentialgleichung fiir die Gastemperatur T ; beschrieben werden:

T.
1
: [dqi ~p; dV; +Za,; di; ] - g (4.4-2).

1

m. C
1 A%

dTi =

Sie ist im Anschlufl an die Massenstrom— und Druckberechnung auswertbar. Die Gasmasse
m, ergibt sich aus der Zustandsgleichung, ihre Anderung dmi aus der Massenbilanz.

Wie schon in Abschnitt 3.4 erwdhnt wurde, sind die iiber die Zylinderwénde ausgetauschten
Netto—Wirmestrome im Verhédltnis zu jenen in den Wirmeaustauschern meist gering.
Allerdings fiihren auch periodisch mit den Innenwénden ausgetauschte Warmemengen zu einer
Entropieproduktion. Sie werden nicht nur durch den Wérmeiibergangskoeffizienten «
beeinfluBt, sondern auch durch die Ausbreitung und Eindringtiefe der periodischen Tempera-
turschwankung in der Wand. Auch wenn deren Amplitude meist gering ist und unter 1 K
liegt, werden hier doch nennenswerte Warmestrome iibertragen, denn die Warmekapazitit der
Wand liegt erheblich iiber der des Gases.

Alle bisher veroffentlichten Verfahren gehen von konstanten Innenwandtemperaturen aus.
Hier wird nun eine Schwankung zugelassen, da ihre Simulation in sebr guter Ndherung durch
ein einfaches Modell moglich ist. Bei dessen Herleitung geht man von einer ebenen Wand
unendlicher Dicke aus, die an ihrer Oberfldche, bei x = 0, einer periodisch mit der Amplitude
T q um den Mittelwert Trrl schwankenden Gastemperatur

Tg(t) =T, + T sinwt =T (1l+ksinuwt) (4.4-3)

ausgesetzt ist. Der Wérmeiibergang wird dabei durch einen konstanten Wirmeiibergangs—
koeffizienten o beschrieben. Fiir den Temperaturverlauf T(x,t) in der Wand fiir x > 0 gilt
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’gTE - a%z—; (4.4-4)

bzw. in dimensionsloser Form

2
gg - %gzg (4.4-5)

mit den Definitionen
a=M\pc , p=uwt , &=x/y2aw , 6 =T/T
und A, p und c als Wirmeleitfihigkeit, Dichte und Warmekapazitdt der Wand.
Ein Netto—Warmestrom wird hier nicht beriicksichtigt, da er lediglich zu einem konstanten

Temperaturgradienten fiihrt, der sich dem berechneten Verlauf additiv iiberlagert. Die Rand-
bedingungen fiir Gl. 4.4-5 lauten dann fiir den stationiren, periodischen Fall

lim T (x,t) = T (4.4-6),
or | _ _ " _
—Agz lgp = Tg(t) T (x=0, t) (4.4-7),
T (x, t+27/w) = T (x, t) (4.4-8),
und man erhélt die Losung
T Y
0(6,9) =1+ g2 —5BLe @i+ Dsin(p- - wsip-)|  @44-9)
m Bi” + 2 Bi + 2

mit der Biot—Zahl Bi = oy 2a/w / X . T(x) ist in Bild 4.4—1 fiir einen willkiirlichen Wert
von ¢ qualitativ dargestellt. Die GroBe + 2a/w kann als MaB fiir die Eindringtiefe der
Temperaturwelle gedeutet werden.

Fiir die Simulation des Gaskreisprozesses ist nur der Temperaturverlauf an der Oberfl4che der
Wand, also fiir ¢ = 0, von Bedeutung. Wird er richtig wiedergegeben, so gilt dies auch fiir die
Wiérmestromdichte q = o (T _(t) — t(x=0, t)) und fiir die in der Wand produzierte Entropie,
die iiber den Wérmestrom abgefiihrt werden muf. Dies leistet bereits ein gegeniiber Bild 4.4 -1
erheblich vereinfachtes Modell, das sich durch eine gewohnliche Differentialgleichung beschrei-
ben 14Bt. Es ist in Bild 4.4-2 dargestellt. Die Wand wird darin in drei Schichten eingeteilt. In
der ersten Schicht der Dicke ¢ = 0,5 wird eine ortlich konstante Temperatur T’ (t)
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Bild 4.4—-1: Temperaturverlauf in der Zylinderwand

angenommen, d.h. es gilt A = 0o bei unveridndertem c . In der darauffolgenden Schicht der
Dicke ¢ =1 wird ¢ =0 bei realistischem, konstantem A angenommen, so da} hier ein
linearer Temperaturverlauf vorliegt. Der sich anschlieBende Anteil der Wand wird durch
¢ = oo charakterisiert, so da hier T = T, gilt. Fiir den zeitlichen Verlauf von T~ erhilt
man fir §” =T’/T_ in dimensionsloser Form die Differentialgleichung

LA s _
--pifo-,W]+1-0 (4.4-10).
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Bild 4.4-2: Ersatzmodell fir die Wandtemperatur

Mit 0g((p) =1 + k sin ¢ ist ihre Losung fiir den stationéren Fall,

T

Bi . .
0" (p) =1 + m> [(B1+1)sm<p-—cos<p]
T BiZ + 2 Bi + 2

(4.4-11),

offensichtlich mit Gl. 4.4-9 fiir £ =0 identisch. Fiir eine sinusférmige Gastemperatur-
schwankung liefert Gl. 4.4—10 also den Temperaturverlauf an der Wandoberfldche exakt. Man
kann daher auch bei den leicht von der Sinusform abweichenden Temperaturverldufen in den
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Zylindern (vgl. Bild 3.3-1) eine sehr gute Nédherung fiir die Oberfldchentemperatur der Innen-
wand erwarten, wenn Gl. 4.4-10 in das Differentialgleichungssystem aufgenommen wird. Der
zusétzliche Rechenaufwand fiir eine weitere, leicht zu programmierende Gleichung pro Zylin-
derraum ist angesichts der groen Zahl weiterer Systemvariabler zur Beschreibung der finiten
Elemente in Wiarmeaustauschern und Regeneratoren gering. Die Temperatur an der Grenze
zwischen der zweiten und dritten Schicht wird von Umdrehung zu Umdrehung anhand der
vorzugebenden AuBentemperatur, Wirmeleitfihigkeit und Stdrke der Wand sowie des zuvor
integrierten Netto—Wairmestroms und — speziell bei Verdringerkolben — unter Beriicksichti-
gung der Wirmeleitungsverluste durch Zylinder— und Kolbenwand korrigiert. Sie konvergiert
so rasch, daB3 dies nicht geschwindigkeitsbestimmend fiir die Berechnung insgesamt ist.

Die Abweichungen in den iibergehenden Wiarmestromen liegen gegeniiber einem Modell mit
konstanter Innenwandtemperatur bei metallischen Werkstoffen zwar nur bei wenigen Prozent,
andererseits bietet sich hier die Moglichkeit, die z.B. von Carlsen3 zur Verbesserung von
Leistungsdichte und Wirkungsgrad vorgeschlagene und versuchsweise durchgefiihrte Isolation
der Zylinderrdume durch Kunststoffe theoretisch zu simulieren. Dariiber hinaus ist die darge-
legte Modellvorstellung auch fiir die folgenden Abschnitte von Bedeutung.

Zur Abschitzung der Verluste im Kolbenspalt wurden zwei von BERCHOWITZ (1986) angege-
bene Gleichungen verwendet. Danach ergibt sich der Shuttle -Verlust gemal

Ugp, = —w%/\géﬁz - (4.4-12)
mit d als Kolbendurchmesser, A _ als Wirmeleitfdhigkeit des Gases, As als Kolbenhub, b
und 1 als Breite und Lénge des Kolbenspalts sowie AT als iiber 1 auftretender Temperatur-
differenz. Der Shuttle—Verlust entsteht durch die Bewegung des Kolbens in Richtung eines
Temperaturgradienten. Er nimmt dabei in der heien Zone voriibergehend Wirme auf und
gibt sie in kélteren Bereichen wieder an die Zylinderwand ab. Dabei wirkt das Gas im Kolben-
spalt als isolierende Schicht, so da3 der Einfluf} der einzelnen GroBen in Gl. 4.4-12 qualitativ
leicht erkldrbar ist. Im iibrigen wird auf das obige Literaturzitat verwiesen.

Der Enthalpiestromverlust ist schwieriger anschaulich zu deuten. Das im Kolbenspalt
eingeschlossene Gas &dndert - bedingt durch Druck— und Temperaturschwankungen —
periodisch sein Volumen, so da es am Eintritt zu einem oszillierenden Gasmassenstrom
kommt. Da dessen Temperatur zeit— und richtungsabhingig ist, verschwindet das
Kreisintegral des Enthalpiestroms an dieser Stelle i.a. nicht. BERCHOWITZ (1986) gibt fiir
diesen Enthalpieverluststrom durch den Kolbenspalt die Ndherungslésung

3H. Carlsen, Technische Universitit Lyngby, Kopenhagen, personliche Mitteilung
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G
H=-Rﬂwd§b1r,rr[1-gcosq>m] (4.4-13)

an mit

r =4s/21 :

r cos ® + rp + Ty

_ P
@m = arctan rp SETER

sowie B und p als Amplitude und Mittelwert des Druckes, T a und T e als den Temperatu-
ren am Anfang und Ende des Kolbenspalts, & als Phasenverschiebung zwischen Druckmaxi-
mum und OT sowie den zuvor angegebenen Definitionen. Sie wurde ebenfalls in die Berech-
nung aufgenommen.

4.5 Simulation der Warmeaustauscher

Fiir Wirmeaustauscher existieren im Bereich der Gaskreisprozesse mehrere bewédhrte Baufor—
men. Neben dem wegen seiner Druckfestigkeit oft bevorzugten Rohrbiindeltyp sind hier in
erster Linie Rippenkonstruktionen sowie als einfachster, aber auch nur wenig leistungsféhiger
Typ der meist um die Kolbenlaufhiilse des Zylinders konzentrisch angeordnete Ringspalt zu
nennen. In den beiden letzten Fillen kann mit Hilfe des hydraulischen Durchmessers eine weit—
gehende Analogie zu dem erstgenannten Typ hergestellt werden, so da im folgenden stets die
Rohrbiindelbauform beispielhaft behandelt wird. Es ist allerdings zu beachten, daB fiir den
Bereich der laminaren Stromung ggf. zusdtzliche Korrekturen bei der Berechnung von Wérme-
iibergéngen und Druckverlusten erforderlich sind.

Zur Darstellung des axialen Temperaturverlaufes werden Warmeaustauscher in finite Elemen-
te unterteilt, wobei sich die relativ geringe Zahl von fiinf in den meisten Féllen als ausreichend
erwiesen hat. Die Gastemperaturen in den Elementen ergeben sich als Systemvariable durch
Integration von GI. 4.3-9.
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Die dazu erforderliche Bestimmung der Massenstréme nach Gl. 4.3—6 bereitet hier keine
Schwierigkeiten, da die Stromtemperaturen an den Grenzen der Elemente durch lineare Inter—
polation, d.h. Mittelwertbildung aus den Gastemperaturen der benachbarten Elemente berech-
net werden konnen. Die schon erwéhnten Instabilitdten treten hier wegen der Anbindung an
eine letztlich von auen aufgeprigte Wandtemperatur nicht auf. Die Gasaustrittstemperaturen
an den Apparategrenzen konnen auf analoge Weise durch Extrapolation bestimmt werden.
Hier wurden stattdessen die Randelemente halbiert und als Systemvariable die Gastemperatu—
ren unmittelbar an den &ufBleren Grenzen dieser Elemente gewdhlt. Diese sind also bei einem
austretenden Massenstrom mit dessen Temperatur identisch. Im Falle einer in den Wirmeaus-
tauscher gerichteten Stromung ergibt sich deren Temperatur dagegen aus der Simulation des
angrenzenden Gasraumes.

Schwankungen der Innenwandtemperaturen der Rohre werden ebenfalls zugelassen. Die Inte-
gration der Wérmeleitungsgleichung in Zylinderkoordinaten ist jedoch aufwendiger. TAUTZ
(1971) empfiehlt fiir die Lésung solcher Gleichungen die Laplace-Transformation, die auch im
Fall von GI. 4.4-5 schnell zum Erfolg fiihrt. Hier dagegen gelingt die Lésung der transformier—
ten Gleichung nur mit Hilfe der nicht geschlossen darstellbaren Hankelschen Funktionen. Da
deren Argument nur von der Ortskoordinate abhéngt und somit eine einmalige Auswertung
ausreicht, stellt dies noch kein schwerwiegendes Problem dar. Die Riicktransformation der
Losung bereitet jedoch wegen der speziellen mathematischen Struktur weitere Schwierigkeiten
und ist nicht mit dem von Tautz angegebenen, einfachen Verfahren méglich, sondern nur mit
aufwendigen funktionentheoretischen Methoden. Tautz gelangt dabei in einem sehr dhnlichen
Fall zu einer Losung in Form einer unendlichen Reihenentwicklung. Die exakte Losung, die
ohnehin wieder nur fiir sinusférmige Temperaturschwankungen gilt, ist also nicht mit
angemessenem Rechenaufwand mit einzubeziehen. Da die Eindringtiefe der Temperaturwelle
v 2a/w in den meisten Fillen nur Bruchteile eines Millimeters betrigt, wird daher die
Kriimmung der Innenwand vernachldssigt und die fiir ebene Winde gefundene Ndherungs-
16sung aus dem vorhergehenden Abschnitt iibernommen.

Von besonderer Bedeutung ist hier wie auch in den nachfolgend behandelten Regeneratoren
die Berechnung von Wirmeiibergéngen und Druckverlusten. Wegen des Vorliegens einer oszil-
lierenden Strémung ist die Verwendung von den in der Literatur allgemein verfiigbaren Korre-
lationen, die nur fiir den Fall einer stationdren Strémung gelten, problematisch. Eine Kenngré-
e zur Beschreibung der hier zusétzlich auftretenden Abhéngigkeiten ist die Strouhal —Zahl

w . dh
Str = = (4.5-1)
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mit w als Kreisfrequenz, dh als hydraulischem Durchmesser und u als charakteristischer
— z.B. maximaler — Geschwindigkeit. Sie 148t sich anschaulich als Verhéltnis von dh zu der
von einem Fluidelement wéhrend einer Periode durchlaufenen Weg deuten. Ist Str << 1, so
kann man in guter Ndherung stationdre Korrelationen verwenden. Dies ist in der Regel in den
Regeneratoren der Fall, nicht jedoch in den Wéarmeaustauschern. Dennoch werden in allen
bekannten Berechnungsverfahren - offenbar mangels geeigneter praktisch anwendbarer
Korrelationen — die Strémungen als stationidr berechnet, wenn auch z.T. erhebliche Fehler,
besonders bei den Druckverlusten, auftreten. So berichten TEW, THIEME und MIAO (1979),
da3 die Druckverluste um einen Faktor 4 erhoht werden muflten, um die Me3daten vom
Versuchsbetrieb des GPU -3 -Stirlingmotors gut wiederzugeben.

Neben der Strouhal -Zahl wird oft auch eine dimensionslose Frequenz

Cl)'dh2

Re = Str - Re = (4.5-2)

v
definiert mit » als kinematischer Viskositdt. SEUME und SIMON (1986) stellen iiber dieser
GroBBe die Verlustleistung bei der oszillierenden laminaren Rohrstromung dar, geben jedoch
keine Berechnungsgleichungen hierfiir an. Ferner liegen keine entsprechenden Auftragungen
fiir den turbulenten Bereich vor. BERCHOWITZ (1986) zitiert dagegen eine von TRIKHA (1975)
analytisch abgeleitete Ndherung fiir die laminare Stromung, die nach seinen Angaben auch fiir
den turbulenten Bereich verwendbar ist. Danach erhoht sich der Druckverlustbeiwert A um
einen frequenzabhingigen Summanden gemé&f

_ 32 40 ., 8.1 L1 _
A= ’\0 * Re [1 + 64-105/w?2 "1 + 4-10%/w?2 "1 + 7007w’2] (4.5-3)

mit w in s und A o als dem fiir stationdre Stromungen giiltigen Beiwert, der fiir den lami-
naren Bereich durch

A, = 64 / Re (4.5-4)
gegeben ist. Fiir den turbulenten Bereich wird die bekannte Gleichung von Colebrook und
White mit einer angenommenen Wandrauhigkeit von 0,03 mm als Richtwert fiir gezogene
Rohre verwendet (GIESEKUS 1971). Der Einsatz dieser im Vergleich zu den sonst angewandten
Beziehungen komplizierten, impliziten Gleichung ist deshalb mdglich, weil fiir jeden Wéarme-
austauscher die speziell giiltige Funktion A .. f(Re) zu Beginn der Rechnung einmalig durch
eine empirische, einfachere Korrelation angendhert wird. Die verbreiteten, fiir hydraulisch
glatte Rohre giiltigen Beziehungen liefern bei den hiufig auftretenden Rohrdurchmessern im
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Bereich weniger Millimeter schon fiir Reynoldszahlen von 10* erheblich zu kleine Werte fiir
A 0" da sich die Wandrauhigkeit bereits auswirkt. Sie werden aus diesem Grunde nicht ver-
wendet.

Wegen des bedeutenden Einflusses der Stromungsdruckverluste auf den Prozefiwirkungsgrad
werden zusidtzliche Beiwerte zur Erfassung von Ein— und Ausstromungseffekten detailliert
beriicksichtigt. Konstruktiv bedingte unstetige Verengungen, Erweiterungen oder Umlenkun-
gen u.d. miissen dabei fiir den jeweiligen konkreten Fall sorgféltig abgeschédtzt werden. Sie
sollten keinesfalls vernachldssigt werden, denn ihr EinfluB}, der stets auch zu einer ungleichfér—
migen Anstromung der Warmeaustauscherkanéle fiihrt, ist kaum zu unterschitzen?. Es ist zu
bedenken, dal Korrelationen fiir stationére Stromungen in aufwendigen Apparaturen ermittelt
werden, wobei stets auf eine ausreichende Einlauflédnge geachtet wird.

Wihrend man bei Druckverlusten eindeutig von einer Zunahme gegeniiber der stationédren
Stromung ausgehen kann, liegt im Bereich der Wiarmeiibergangsberechnung eine groBere
Streuung unterschiedlicher Ergebnisse vor. HAPKE (1973) zitiert eine Reihe von Autoren, die
fiir oszillierende turbulente Rohrstrémungen im Vergleich zum stationdren Fall sowohl sinken—
de wie auch steigende oder gleichbleibende Nusseltzahlen ermittelten. Er selbst stellte auf-
grund eigener experimenteller Untersuchungen einen deutlichen Anstieg im turbulenten
Bereich fest. Einige neuere, von BERCHOWITZ (1986) zitierte Arbeiten bestétigen dies. Aller—
dings scheint noch keine endgiiltige Klarheit iiber die quantitativen Abhéngigkeiten von den
verschiedenen Einflulgroen zu bestehen.

Nach Berchowitz ist der Einfluf eines (z.B. um den Faktor 2) verbesserten Wérmeiibergangs-
koeffizienten auf die Entropieproduktion des Bauteils insgesamt sehr gering (in seinem Bei-
spiel nur ca. 10 % ). In eigenen Rechnungen wurde zudem festgestellt, dal die Warmedurch-
ginge groBenteils von den Ubergangsbedingungen auf der AuBenseite (also z.B. im Mantel-
raum bei Rohrbiindeln) abhéngen. Sie werden wie die Wérmeleitung in der Wand ebenfalls in
die Rechnung mit einbezogen, da — auller bei direkt beheizten Erhitzerrohren — meist nur die
duBere Fluidtemperatur bekannt ist. Sie sind oft nur ungenau bestimmbar und anhand von
vorliegenden veroffentlichten Daten fiir vermessene Stirlingmaschinen gar nicht zu reproduzie-
ren. Daher wurde der Einflu} der oszillierenden Stromung auf den inneren Wérmeiibergang
zundchst nicht beriicksichtigt und mit Korrelationen fiir stationéire Stromungen von HAUSEN
(1943, 1959) gerechnet.

4H. Carlsen, Technische Universitit Lyngby, Kopenhagen, persénliche Mitteilung
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4.6 Simulation der Regeneratoren

4.6.1 Grundlagen

Regeneratoren werden — wie in allen bereits zitierten mit Eulerschen Koordinaten arbeitenden
Verfahren — ebenso wie die Wéirmeaustauscher in eine feste, im Vergleich zu jenen meist
groBere Zahl finiter Elemente unterteilt. Der Zustand des Gases kann ebenso wie dort durch
Gl. 4.3-6 und 9 beschrieben werden, wobei an die Stelle der Wand die pordse Speichermatrix
tritt, fiir die unterschiedliche Materialien verwendet werden.

Bei Stirlingmaschinen hoher Leistungsdichte werden iiberwiegend quer zur Strémungsrichtung
geschichtete, geprefte und oft zusdtzlich gesinterte Packungen aus feinen Drahtgeweben einge-
setzt. CARLSEN (1989) verwendet geprefSte Matten aus zuvor durch Zahnwalzen gewelltem
Draht, RICHTER (1988) dagegen stark verdichtete Packungen aus Drahtgestrick mit einer
niedrigen Porositdt von nur ca. 0,5 . Aulerdem sind Regeneratoren bekannt, in denen zwi-
schen aufgewickelten, geprdgten Blechstreifen diinne Spalten als Strémungskanile wirken.
Wesentlich ist in jedem Fall ein kleiner hydraulischer Durchmesser bzw. eine grofle volumen—
spezifische Warmeaustauschfldche, denn ein hoher Regeneratorwirkungsgrad setzt sehr gute
Wirmeiibergangsbedingungen zwischen Gas und Matrix voraus.

Die Werte der Strouhal-Zahl und der dimensionslosen Frequenz Re nach GI. 4.5-2 sind
unter dieser Bedingung sehr klein, so da man in guter Ndherung mit stationdren Stromungs-
widerstands— und Warmeiibergangsgesetzen rechnen kann. Dies ist insofern von Vorteil, als
speziell bei den Druckverlusten der Anteil der Regeneratoren erheblich iiber dem der Wérme-
austauscher liegt. Auch fiir den stationdren Fall existieren jedoch nur wenige Veréffentlichun—
gen, die fiir Drahtnetzpackungen gelten. (TONG und LONDON 1956, BLASS 1964, MIYABE,
TAKAHASHI und HAMAGUCHI 1982). In diesem Berechnungsmodell wurde mit einer Warme-
iibergangskorrelation von Tong und London sowie einem Druckverlustgesetz nach Blass gear—
beitet . UnregelmiBig geprefite Drahtpackungen, insbesondere die von RICHTER (1988) fiir die
in Abschnitt S beschriebene Vuilleumier - Wirmepumpe ausgewihlten Gestrick—Prefllinge,
wurden — mangels geeigneterer Korrelationen — unter Verwendung des hydraulischen Durch-
messers ebenfalls mit diesen Gesetzen berechnet, wiahrend fiir den aus Blechstreifen gewickel-
ten Typ die fiir durchstromte ebene Spalten giiltigen Beziehungen angewandt wurden. Im
folgenden wird beispielhaft nur der Regenerator mit Drahtnetzmatrix weiter beschrieben.

Damit die Warmespeicherkapazitdt der Matrix voll genutzt wird, muB die charakteristische
Partikelabmessung, im Fall von Netzen o.4. also der Drahtdurchmesser, klein im Verhéltnis zu
der mittleren Eindringtiefe der Temperaturwellen 4/ 2a/w sein. Diese Bedingung ist bei der
Materialauswahl zu beachten und wird hier als erfiillt vorausgesetzt, so da3 ein spezielles
Modell fiir die Temperaturschwankungen in einer oberflichennahen Schicht, wie es fiir die
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Innenwinde der Zylinder und Wirmeaustauscher beschrieben wurde, entfallen kann. Die
Matrix wird in gleicher Weise wie der Gasraum in finite Elemente unterteilt und jeweils durch
eine mittlere Temperatur beschrieben, so da3 auch hier pro Element eine weitere Systemvari-
able TWk benoétigt wird. Ihre Zeitabhédngigkeit beschreibt die Differentialgleichung

dTy,
TE =~ + Aogs [TWk—1_2TWk+TWk+1]

(4.6.1-1)
mit Qk wie in Gl. 4.3-6 und A off als effektiver Wérmeleitfidhigkeit des Regenerators in
Stromungsrichtung. Fiir die Randelemente gilt Gl. 4.6.1-1 in entsprechend abgewandelter
Form, da Wiarmeleitungsverluste iiber Gasraumgrenzen hinweg nicht beriicksichtigt werden.

KOH und FORTINI (1973) geben fiir pordse Festkorper unterschiedlicher Struktur die
Niherungsgleichung

_ 1 - € _
aff = A T TT o2 (4.6.1-2)

mit A als Wirmeleitfdhigkeit des Feststoffes und ¢ als Porositdt an. Der so gewonnene Wert
wird in diesem Verfahren noch anteilig um die Wérmeleitfihigkeit der RegeneratorauBenwand
erhoht. Verluste durch Wérmeleitung spielen in Regeneratoren im Vergleich zu denen durch
unvollstdndigen Wérmeiibergang u.a. meist nur eine untergeordnete Rolle. So weisen auch
viele realisierte Ausfithrungen eine bemerkenswert geringe Linge auf. Aus dem gleichen Grund
wird Ty wesentlich stdrker durch die Wechselwirkung mit der Gastemperatur, d.h. durch

den Wirmestrom Qk in Gl. 4.6.1-1, beeinfluB3t als durch den zweiten Term.

Werden nun die Stromtemperaturen in Gl. 4.3-6 als arithmetische Mittel berechnet, so geht
diese iiber in

dU
k 1 1.

Bei ortlich konstantem Massenstrom liegt hier eine zentrale Differenzenbildung vor, wobei der
EinfluB} von Tk in Gl 4.6.1-3 verschwindet. Treten nun z.B. numerisch bedingte Fehler bei

der Berechnung von T, auf, so kann praktisch nur iiber den Warmestrom Qk -
oA (Tyyy = Tk) eine Korrektur erfolgen. Da nun aber im Gegensatz zu den Verhiltnissen bei
Wiérmeaustauschern der Wert von TWk nicht von auBlen aufgeprédgt wird, sondern iiberwie-
gend durch Wechselwirkung mit dem Gas der Temperatur Tk entsteht, kommt es hier zu
einem instabilen Verlauf der Integration, wobei sich Tyyi und T, jeweils paarweise weit
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vom mittleren Temperaturverlauf iiber der Regeneratorlinge entfernen. Typisch ist dabei eine
abwechselnd positive und negative Abweichung bei aufeinanderfolgenden Elementen.

Dieses Phinomen wurde schon mehrfach beobachtet und beschrieben, so z.B. von SCHOCK
(1978) und URIELI (1983). Beide Autoren empfehlen das schon erwidhnte "upstream differenc-
ing" als Losung des Problems. Dabei werden die Stromtemperaturen in Abhingigkeit von der
Stromungsrichtung jeweils gleich der Temperatur desjenigen Elementes gesetzt, aus dem der
Gasstrom kommt. URIELI (1980) weist jedoch auch auf einen Fehler hin, der mit dieser
Methode verbunden ist:

Betrachtet man einen Regenerator mit unendlicher Wérmekapazitdt und Austauschfliche, so
ist fir Gas— und Matrixtemperatur ein zeitunabhingiger, treppenartiger Verlauf zu erwarten
(Bild 4.6.1-1). Dabei erkennt man, daB die Gasaustrittstemperatur auch bei diesem ansonsten
idealen Regenerator um eine "Stufenhoéhe" von der Eintrittstemperatur abweicht. Definiert
man einen dimensionslosen Regeneratorverlust als das Verhéltnis der wiahrend eines Zyklus in
Richtung des Temperaturgefilles transportieren Enthalpie zur ideal regenerierten geméif

AH
XR = BN

AH
AH

AH
AH

AH
AR

ein,h ~ " aus,h _ " aus,k ~ " ein,k (4.6.1-4),

ein,k

ein,h ~ "Tein,k ein,h —

so ergibt sich fiir den hier betrachteten Fall bei ortlich konstantem Massenstrom

Yo = Tein,h B Taus,h _ Taus,k B Tein,k __1 (4.6.1-5)
R Tein,h B Tein,h Tein,k B Tein,k ne+l
T 4 . | | a | : | Tein.h
! | 1 I ] R, ——————>

i i E i 4—;—> E Taus’h

| { | | | i i

! ! ! — — ! !

{ | | | {

{ 1 I | | | |

| D e — | | |

| | | | | { |

| - ',._.1' . | | | |

| | . | | | |

Taus’k | i E i i E i

Tein k —! ! ’ i ! | |
Regeneratorlange X

A ———

Bild 4.6.1-1: " upstream differencing” im Regeneratormodell
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Dabei bezeichnen AH und T die Enthalpie und die Gastemperatur und die Indices ein, aus,
h und k den Eintritts— und Austrittszustand sowie das heie und kalte Ende des Regenera-
tors. Offensichtlich liegt damit ein numerisch bedingter, zusétzlicher Regeneratorverlust vor,
der nur durch ein sehr grof3es ne bei entsprechendem Rechenaufwand verringert werden kann.
Es wurde daher nach besseren Losungen gesucht.

4.6.2 Ansitze zur Schitzung der Stromtemperaturen

Die beschriebene Instabilitdt kann moglicherweise physikalisch so gedeutet werden, daf hier
die Ausbreitung der Temperaturinformation falsch wiedergegeben wird. Die Temperatur an
der Grenze zwischen zwei Elementen wird tatsdchlich nur durch den Zustand des "strom—
aufwirts" liegenden Teils des Systems bestimmt, widhrend der des in Stromungsrichtung
liegenden Elementes praktisch keinen Einflu hat. Zwar ist bei einem ann#dhernd linearen
Temperaturprofil im Regenerator das arithmetische Mittel eine sehr gute Ndherung fiir die
Gasstromtemperatur, jedoch wird hier der Informationsflul umgekehrt, indem sie zu 50 %
von einer Grof3e abhédngig gemacht wird, die tatsidchlich eher ihre Folge als ihre Ursache ist.

Um dies zu vermeiden, bietet es sich an, statt der Interpolation eine Extrapolation unter Ver—
wendung zweier entgegen der Stromungsrichtung liegender Elemente anzuwenden, d.h. es sei

; 1 3. 1
T =Tk *+3 [Tk_Tk—l] = 2T~ T (4.6:2-1)

fﬁrﬁlk+ > 0 und

il

_ 3 1
& k+1 ¥ 2 [Tk+1_Tk+2] = 3 Tk41 "3 Tiyo

=1 (4.6.2-2)

s, k+
fﬁrmk+ <0.

Um das Verhalten von Gleichungssystemen in Abhéngigkeit von dem fiir die Elementgrenzen
verwendeten Ansatz zu untersuchen, wurde das Problem in isolierter Form betrachtet:

Gegeben sei ein System aus ng finiten Elementen, in denen eine dimensionslose Zustandsgrofie
S existiert. Deren Abhingigkeit von der dimensionslosen Zeit 7 sei fiir das Element k
gegeben durch

%% - n, [sk__ Sk+] (4.6.2-3).
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Dabei seien S, _ und S, | die Werte an den Grenzen des Elementes.

Dieser Ansatz beschreibt z.B. ein Volumen V , das von einem Volumenstrom V durchstromt
wird. Die Zeit wird in diesem Fall auf die Raumzeit T =V/V bezogen und 7 =t/T defi-
niert. S kann z.B. die normierte Konzentration einer Markierungssubstanz sein, aber auch
eine Temperatur. Untersucht wurde die Sprungantwort dieses Systems, d.h. sein Verhalten bei
einer plotzlichen Anderung von S =0 auf S =1 am Eintritt, ausgehend vom Beharrungs-
zustand bei S = (. Die Werte an den Grenzen der Elemente wurden geméf

1 1 3 1
S, = f [§Sk+§sk+1] + (1-1) [ﬁsk-isk_l] (4.6.2-4)

berechnet mit 0 <f< 1. Fiir f =1 liegt der Fall reiner Interpolation vor, fir f =0 aus-
schlieBlich Extrapolation gemi Gl. (4.6.2—-1). Fiir andere Werte von f erhélt man einen
entsprechend gewichteten Mittelwert aus diesen beiden Grenzfillen. Insbesondere 148t sich der
Fall f=0,5 so deuten, daB} eine Steigung aus den Werten bei k —1 und k + 1 gebildet
wird, die dann zur Extrapolation vom Wert bei k bis zur Grenze k+ dient. f = 0,75 ent-
spricht einer parabolischen Interpolation zwischen den Werten bei k -1, k und k + 1
Diese vier Fille sind in Bild 4.6.2—1 dargestellt.

4

a) f=0 b) f=0.5 c) f=0.

LN

Bild 4.6.2—1: Bestimmung von S _ fiir verschiedene Werte von f.

Die Sprungantworten zeigen fiir alle Werte von f ein mehr oder weniger ausgeprigtes Uber-
schwingen sowohl zu Werten S <0 als auch zu S > 1. Insbesondere beobachtet man fiir
f=1 ein instabiles Verhalten, genau wie es auch bei der Regeneratorsimulation auftritt.
Anders als bei allen Werten f <1 klingen die Abweichungen vom zu erwartenden Endwert
S =1 auch fiir groBe 7 kaum ab. Der zeitliche Verlauf der berechneten GréBe S in den
einzelnen Elementen ist fiir ne = 10 in Bild 4.6.2-2 dargestellt.

Der andere Grenzfall, f = 0, liefert die Kurvenverlidufe in Bild 4.6.2—3 . Wihrend der Wert
S =1 nicht tiberschritten wird, erkennt man hier stattdessen ein deutliches fJberschwingen in
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“0.0-

: . . T . . ’ Y
uT —»

Bild 4.6.2—2: Sprungantwort eines durch finite Elemente beschriebenen Systems fur f = 1

1.0

_,f /

: : r . . T , : . : 3
T —»

Bild 4.6.2—3: Sprungantwort eines durch finite Elemente beschriebenen Systems fiir £ = 0
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den Bereich S < 1. Verdndert man nun f zwischen 0 und 1, so kommt es mit steigenden
Werten zu einer Abnahme dieses — unrealistischen — Ubergangs zu negativen Werten. Statt—
dessen wird jedoch S =1 zunehmend iiberschritten, was ebensowenig mit der Realitét iiber—
einstimmt. Um eine mdglichst gute Wiedergabe des praktisch beobachteten Verhaltens solcher
Systeme zu erreichen, wird nun f so gewihlt, daB das Uberschwingen fiir S <0 und S > 1
minimal ist. Dies ist fiir f~ 0,7 der Fall. Wie man in Bild 4.6.2—4 erkennt, werden dabei die
Grenzen S =0 und S =1 nur geringfiigig iiberschritten.

1.0

b /

0.04

L . . ’ , T . , ’ . 3
vT —»

Bild 4.6.2—4: Sprungantwort eines durch finite Elemente beschriebenen Systems fiir f = 0,7

Fir die Grenzen k+ des ersten und letzten Elementes muB3 jeweils eine Sonderregelung
getroffen werden, da Gl. 4.6.2—4 dort nicht anwendbar ist. Es kann hier z.B. mit reiner Inter—
bzw. Extrapolation gearbeitet werden, ohne daB deswegen bereits Instabilitdten auftreten.
Wird ein Regenerator auf diese Weise mit f = 0,7 berechnet, so zeigt sich keine erkennbare
Abhingigkeit des Wirkungsgrades von n, mehr, sofern eine gewisse Mindestzahl ne~ 5 bis
10 nicht unterschritten wird. Damit ist das Ziel erreicht, den zusédtzlichen Verlust nach
Gl. 4.6.1-5 zu vermeiden. DaB bei sehr kleinen Werten von ne noch ein EinfluB vorliegt, ist
vermutlich auf die dann ungenaue Wiedergabe des in der Regel nichtlinearen Temperaturpro-
fils zuriickzufiihren. Die bei Verwendung finiter Elemente stets auftretende numerische Disper-
sion, die sich in den zunehmend flacher verlaufenden Sprungantworten in Bild 4.6.2-2 bis 4
duBert, kann bei zu kleinen n, ebenfalls einen merklichen EinfluB ausiiben, wenn sie auch
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— anders als die Methode des "upstream differencing" — offenbar keinen zusdtzlichen Regene-
ratorverlust unmittelbar verursacht.

Das unter der extremen Bedingung einer unstetigen Sprungfunktion als Eingangssignal auftre-
tende Uberschwingen ist im Regeneratormodell kaum noch feststellbar. Trotzdem liegen
Parallelen zu dieser Funktion vor, da die Gasstromtemperaturen bei Umkehr der Gasstro-
mungsrichtung nahezu sprunghaft wechseln, wenn auch nur um wenige Kelvin. Die Verwen-
dung der Sprungfunktion bei den dargestellten Untersuchungen erscheint daher gerechtfertigt.
I Bild 4.6.2—-5 sind als Beispiel die Verldufe der Gas— und Matrixtemperatur im kalten
Regenerator der Vuilleumier — Wirmepumpe nach Abschnitt S fiir einen typischen Betriebs-
zustand iiber dem Kurbelwinkel dargestellt. Man erkennt deutlich die Umkehrpunkte der
Stromung als Knickstellen im Gastemperaturverlauf.

Bei den in Bild 4.6.2—2 bis 4 dargestellten Berechnungen wurde entgegen der oben beschriebe-
nen Vorgehensweise die in Stromungsrichtung liegende Grenztemperatur des ersten Elementes
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Bild 4.6.2—-5: Berechnete Temperaturverldufe im kalten Regenerator einer
Vuilleumier — Warmepumpe
Gastemperatur
——— Matrixtemperatur
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nicht durch Interpolation ermittelt, sondern entsprechend dem urspr. glichen Modell gleich
der mittleren Gastemperatur des Elementes gesetzt. Auf diese Weise wird im ersten Element
eine vollstdndige Vermischung des Gases modelliert. Diese Verdnderung gegeniiber dem
zunéchst beschriebenen Ansatz dient dazu, einen von GEDEON (1989) untersuchten Verlust-
mechanismus néherungsweise zu beriicksichtigen.

Er untersuchte die in den Regenerator eintretende Gasstromung numerisch mit einem zwei-
dimensionalen Modell unter Beriicksichtigung der praktisch immer ungleichméBigen
Anstromung aus den angrenzenden Wérmeaustauschern. Die dort austretenden, mehr oder
weniger scharf gebiindelten Gasstrahlen fiihren in den obersten Schichten der Regenerator-
matrix zu einem sehr inhomogenen Strémungsfeld, in dem sogar gréBere Zonen mit zuriick-
gerichteter Stromung auftreten. Gedeon weist darauf hin, daf in solchen Bereichen die Matrix
demnach stets in derselben Richtung durchstrémt wird und sich somit nicht regenerieren
kann. Starke Inhomogenitdten im (rdumlichen) Temperaturprofil der Matrix, die weit iiber die
bei lediglich idealer Vermischung zu erwartenden hinausgehen, sind die zwangsliufige Folge.

Da das komplexe, zweidimensionale Strémungsfeld anhand der vorliegenden Veréffentlichung
mit ihren iiberwiegend graphischen Darstellungen nicht quantitativ in dieser Hinsicht
auszuwerten ist, wurde das beschriebene Phidnomen niherungsweise dadurch beriicksichtigt,
da3 die Zone idealer Vermischung im mathematischen Modell groBer als lediglich der Bereich
der Riickstromung angenommen wurde. Nach den Darstellungen von Gedeon treten auch im
Anschlul3 daran noch deutliche Unterschiede in der Stromungsgeschwindigkeit auf, die nur
asymptotisch abklingen. Gedeon gibt eine Niherung fiir die Strecke an, nach der die quer zur
Regeneratorachse auftretenden Geschwindigkeitsunterschiede unter einen bestimmten
Prozentsatz abgeklungen sind. Als Eindringtiefe eines Gasstrahls in die Matrix kann danach

0,6 -1
s =3 ¢4, In [” - ] (4.6.2-5)

definiert werden, mit ¢ als Porositdt und dh als hydraulischem Durchmesser der Matrix
sowie o als dem Verhiltnis von Anstroémquerschnitt (d.h. Gasstrahlquerschnitt) zum freien
Regeneratorquerschnitt und q als zuldssigem relativen Unterschied bei der Stromungs-
geschwindigkeit. q wurde als 0,1 angesetzt und die Breite des durchmischten ersten — und
damit auch der iibrigen — Elemente mit 2 s angenommen. Die Gesamtzahl der Elemente, die
— wie zuvor erldutert — ansonsten keinen erkennbaren Einflul auf den Regeneratorwirkungs-
grad mehr hat, wird nun aus dem Verhéltnis dieser Breite zur Gesamtlédnge bestimmt, wobei
unterschiedliche Bedingungen an den Enden durch Mittelwertbildung beriicksichtigt werden.
Die ideale Vermischung gilt fiir das jeweils erste Element nur wéhrend der Einstrémphase.
Andernfalls wird die fragliche Stromtemperatur nach Gl. 4.6.2—-4 bestimmt.
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Es bleibt offen, ob der Wert 2 s die beste Schitzung fiir die Breite der Elemente darstellt,
jedoch kann hier nur durch weitere Untersuchungen, die noch ausstehen, Klarheit geschaffen
werden. Durch den beschriebenen Ansatz wird dieser Verlustmechanismus zumindest grofen—
ordnungsmiBig richtig und in Abhéngigkeit von den relevanten EinfluBgroBen in Gl. 4.6.2-5
wiedergegeben.

4.6.3 Der EinfluB der Verweilzeitverteilung

Neben den zuvor beschriebenen Einstromeffekten wurden bislang nur die Verluste durch
Wirmeleitung, unvollstindigen Wérmeiibergang und begrenzte Speicherkapazitdt der Matrix
durch das mathematische Modell erfat. Ebenso werden Stromungsdruckverluste — wie schon
beschrieben — in die Berechnung mit einbezogen. Sie wirken sich allerdings nicht unmittelbar
auf den Regeneratorwirkungsgrad nach Gl. 4.6.1-4 aus. Es zeigt sich nun im Vergleich mit
experimentellen Daten, daf allein durch diese Verlustmechanismen das thermische Verhalten
realer Regeneratoren nicht befriedigend wiedergegeben werden kann. Die berechneten
Wirkungsgrade liegen im Vergleich zur Praxis allgemein zu hoch.

WOLFS, DIJKSTRA und DE JONGE (1986) untersuchten den Einflul einer Verweilzeitvertei-
lung bei der Durchstromung der Matrix, indem sie einen bestimmten Anteil des freien
Volumens als nicht durchstrémt annahmen. Das Gas in diesem Totraum stand im Wirmeaus-
tausch mit der Matrix und unterlag den vom Prozefl aufgeprigten Druckschwankungen, nicht
jedoch den konvektiven Einfliissen durch die Gasstromung. Dabei ergab sich ein mit steigen—
dem Totraumanteil weiter absinkender Wirkungsgrad, der zusitzlich von der Phasenverschie-
bung zwischen Massenstrom und Druckverlauf abhing. Die Schwierigkeit bei der praktischen
Anwendung dieses Modells ist in dem Fehlen experimenteller Daten iiber die GroBe des Tot-
raumanteils zu sehen.

Nach einer von Schwendig® verwendeten Modellvorstellung kann man die bereits beschriebene
Methode des "upstream differencing” theoretisch so deuten, da in jedem Element eine voll-
stindige Vermischung des Gases angenommen wird. Das Differentialgleichungssystem geht
damit — abgesehen von der Wechselwirkung zwischen Gas und Matrix — in das mathemati-
sche Modell der aus der chemischen Reaktionstechnik bekannten Kaskade idealer Riihrkessel
iiber. Fiir hinreichend groBe n (nf > 10) ist die Sprungantwort dieses Systems praktisch
nicht mehr von der des Dispersionsmodells zu unterscheiden, wenn n. in Abhéngigkeit von
der Dispersionskonstanten D bestimmt wird. Die Verweilzeitsummenfunktionen S(7) beider
Modelle (die formal mit den im vorigen Abschnitt untersuchten Sprungantworten identisch
sind) werden in der Literatur vielfach, z.B. von FITZER und FRITZ (1982), angegeben.

5F. Schwendig, unversffentlichter Forschungsbericht, Universitit Dortmund (1989)
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Wie u.a. von KRAMERS und WESTERTERP (1963) ausgefiihrt wird, sind sie dann als nahezu
gleich anzusehen, wenn ihre Steigungen fiir 7 = 1 iibereinstimmen. Unter dieser Bedingung
folgt fiir die Bodensteinzahl Bo

Bo =21 -2n, (4.6.3-1)

mit u als mittlerer Strémungsgeschwindigkeit und 1 als der Gesamtlidnge des Systems. Die
Dispersionskonstante wurde fiir Schiittungen, wie sie in Festbettreaktoren Verwendung finden,
experimentell bestimmt und meist als dimensionslose Péclet —Zahl

pe = L d (4.63-2)

dargestellt. d sei dabei der Partikeldurchmesser. Damit folgt unmittelbar

11

Ilf = 'Q-a - Pe (4.6.3_3)
Es besteht somit die Moglichkeit, von der Péclet —Zahl auf die zur Wiedergabe der Verweil-
zeitverteilung erforderliche Anzahl finiter Elemente zu schliefen.

Experimentelle Werte fiir die Péclet —Zahl geben z.B. PADESTE, BAIKER und GABATHULER
(1989) fiir wasserdurchstromte Kugelschiittungen und Schaumkeramiken an. Neben anderen
Autoren fithrten u.a. auch CAIRNS und PRAUSNITZ (1960) solche Untersuchungen fiir Kugel-
schiittungen durch. Sie weisen darauf hin, daB dabei in der Regel kein EinfluB der Viskositét
feststellbar ist und lehnen daher eine Darstellung in Abhéingigkeit von der Reynoldszahl ab.
Dennoch tragen WEN und FAN (1975) in einer umfangreichen Zusammenstellung die Ergebnis—
se verschiedener Autoren fiir die Strémung von Fliissigkeiten durch Festbetten iiber der
Reynoldszahl auf. Sie fithren zudem aus, daf die der Dispersion zugrundeliegenden Mechanis-
men fiir Fliissigkeiten und Gase verschieden sind, und stellen daher die verfiigbaren Daten fiir
gasdurchstromte Festbetten getrennt iiber dem Produkt aus Reynolds— und Schmidtzahl auf.
Da hier die Viskositédt nicht eingeht, werden Cairns und Prausnitz insoweit indirekt bestétigt.
Die von Wen und Fan fiir gasdurchstrémte Schiittungen angegebene Korrelation

_ 0,3 0,5
“ReSc T+ 3,87(Re Sc) (4.6.3-4)

"U’I—*
)

R

wurde in dieser Arbeit als Berechnungsgrundlage fiir ne gewdhlt, um so den Einflu} der
Verweilzeitverteilung wiederzugeben. Dabei sind Re = u O-d/z/ und Sc = z//Dm definiert mit
u, als Leerrohrgeschwindigkeit und Dm als molekularer Selbstdiffusionskonstante.
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Zur Ubertragung dieser Korrelation auf Drahtnetzpackungen wurde mit dem hydraulischen
Durchmesser gearbeitet, da der Partikeldurchmesser d wegen der sehr unterschiedlichen
Geometrien ungeeignet erschien. Die Wiedergabe experimenteller Daten fiir Gaskreisprozesse
kann so erheblich verbessert werden. Gegen die Anwendung einer Korrelation fiir fliissige
Medien bestehen theoretische Bedenken, denn es liegt Gasstrémung vor, wenn auch unter
hohem Druck. Zwar lassen sich in einigen Fillen, wie z.B. dem GPU-3 - Stirlingmotor, die
experimentellen Daten andernfalls noch besser reproduzieren, in anderen Féllen, wie der schon
mehrfach erwdhnten Vuilleumier — Warmepumpe, ergeben sich jedoch bei Verwendung der
fiir fliissige Medien giiltigen Korrelation bereits zu schlechte Regeneratorwirkungsgrade. Uber
die Druckabhingigkeit der verwendeten Beziehung liegen keine Angaben vor. Es ist jedoch zu
vermuten, da} sie gering ist, da die relevanten EinfluBgroBen, wie die dynamische Viskositét
und die Schmidtzahl, fiir Gase in weiten Grenzen als druckunabhéngig gelten.

Bei der praktischen Anwendung dieses Verfahrens treten zwei Probleme auf. Erstens liegt die
so bestimmte Zahl ng oft bei Werten zwischen 50 und 100, so daB ein erheblicher Rechen—
aufwand erforderlich ist, und zweitens wurde ne bereits fiir die Beschreibung der Einstrom—
verluste als Parameter verwendet. Dies war nur mdglich, weil sich das zuvor beschriebene
Regeneratormodell (ohne Verweilzeitverteilungseffekte) als weitgehend unabhingig von ng
erwies. Beide Schwierigkeiten kénnen durch die folgende Uberlegung umgangen werden:

In Bild 4.6.1-1 wurde beispielhaft ein Regenerator in sechs finite Elemente unterteilt. Dieses
System kann ebenso als Ausschnitt aus einem lédngeren Regenerator betrachtet werden, fiir den
n; nach Gl. 4.6.3-3 und 4 ermittelt wurde. Wiirden die Stromtemperaturen hier durch Inter—

und Extrapolation geméB Gl. 4.6.2-4 bestimmt, so wire jeweils T_ =T _. . Bei Annahme

aus ein
ideal durchmischter Elemente weichen dagegen die Austrittstemperaturen jeweils um 1/6 der
insgesamt durchlaufenen Differenz von den Eintrittswerten ab. Werden nun die dargestellten
sechs Elemente vereinfachend durch ein einzelnes groBeres ersetzt, so liegen vergleichbare

Verhiltnisse dann vor, wenn fiir dessen Austrittstemperatur

_1 3}
Ts,k+ =gl * ETs,k+,id (4.6.3-5)
gilt. Dabei sei TS k+.id die fiir einen im Hinblick auf Riickvermischungs— und damit

Verweilzeiteffekte idealen Regenerator entsprechend Gl. 4.6.2—4 berechnete Stromtemperatur.
Wird also im allgemeinen Fall die aufgrund der Verweilzeitverteilung ermittelte Zahl n, auf
einen Wert n.” <mn. reduziert, so sind die Stromtemperaturen unter Einbeziehung von
Gl 4.6.2—-4 gemil

Tg o = Tyt [1 "ﬂ] [f -%[Tkﬂ—'rk] + (1—f)o%[Tk—Tk_1]] (4.6.3-5)
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zu berechnen. Tatsichlich zeigt sich — unter AusschluB der Einstromeffekte — keine erkenn-
bare Abhingigkeit des Regeneratorwirkungsgrades von n.” bis hinab zu Werten n.” = 5.
Diese Zahl kann somit weiterhin entsprechend dem im vorigen Abschnitt dargestellten Ansatz
gewidhlt werden, um die von Gedeon simulierten Einstromeffekte mit einzubeziehen. Dabei
ergeben sich fiir ne’ in der Regel Werte etwa zwischen 8 und 20, so da3 der Rechenaufwand
vertretbar bleibt.

Der beschriebene Ansatz zur Beriicksichtigung von Verweilzeitverteilungseffekten fithrt zu
einer verbesserten Wiedergabe experimenteller Ergebnisse. Dal3 es sich hier um einen tatséch-
lich relevanten Verlustmechanismus handelt, geht schon aus der Arbeit von WOLFS,
D1IKSTRA und DE JONGE (1986) hervor. Da weitere, praktisch anwendbare Modelle zu seiner
Beriicksichtigung nicht bekannt sind und im Rahmen dieser Arbeit auch nicht entwickelt
werden konnten, wird das dargestellte Verfahren in dieser Form zur Simulation der Regenera-
toren verwendet, wenn auch gewisse theoretische Vorbehalte hinsichtlich der Analogie
zwischen einer Riihrkesselkaskade und einem Regenerator bestehen.

Zum einen ist hier das Problem der Ubertragung fiir den Stofftransport giiltiger Korrelationen
auf die Wirmetransportvorgiinge im Regenerator zu nennen. I.a. werden solche Analogien
durch Austausch der entsprechenden Transportgrolen hergestellt. Hier wéire demnach die
molekulare Selbstdiffusionskonstante durch die Temperaturleitfdhigkeit a =\/pc. zu
ersetzen. Fiir die in Frage kommenden Gase H,, He und N, liegen die Werte sowohl der
Schmidt— als auch der Prandtlzahl dicht bei 0,7 , so daB diese Analogie weitgehend als
gegeben anzusehen ist.

Zum anderen stellt sich die Frage, inwieweit durch den intensiven Wirmeaustausch zwischen
Gas und Matrix im Regenerator die Verhéltnisse gegeniiber einer Riihrkesselkaskade verdndert
sind. Denkt man im letzteren Fall z.B. an die Konzentration einer Tracer—Substanz, die zum
Zeitpunkt to als Sprungfunktion auf den Eingang gegeben wird, so ist das Antwortsignal am
Ausgang ausschlieBlich davon abhéngig, wie lange sich die gerade austretenden Volumen—
elemente schon im Reaktor befanden, d.h. ob sie vor oder nach dem Zeitpunkt t o eingetreten
sind. Fiir chemische Reaktionen, die durchweg zeitabhéngig sind, ist diese Frage auch tatsich-
lich fiir den Umsatz entscheidend.

Im Regenerator ist dagegen die Temperatur als zur Konzentration analoge Grof3e wegen des
Wirmeaustausches mit der Matrix fast ausschlieBlich eine Funktion des Ortes. Das bedeutet,
daB3 Verweilzeitverteilungen, die lediglich durch tber den Querschnitt unterschiedliche
Stromungsgeschwindigkeiten entstehen, fir den Regeneratorwirkungsgrad irrelevant sind,
sofern sie in beiden Richtungen in der gleichen Weise auftreten und Matrixkapazitdt und
Wirmeiibergangsbedingungen hinreichend sind. Von Bedeutung sind sie dagegen, falls sie
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— wie es durch die Riihrkesselkaskade modelliert wird — durch Riickvermischungseffekte
entstehen. Am Verlauf einer Sprungantwort ist jedoch i.a. nicht zu erkennen, welchen Anteil
diese und andere Mechanismen an ihrem Zustandekommen haben.

WEN und FAN (1975) geben fiir fliissigkeitsdurchstromte Schiittungen fiir weite Bereiche der
Reynoldszahl den Wert Pe =2 an, so daB mit Gl. 4.6.3-3 ne = L/d folgt. Sie weisen ebenso
wie FITZER und FRITZ (1982) darauf hin, daB dieser Wert theoretisch so gedeutet werden
kann, daf3 ne gleich der Anzahl von gréBeren Hohlrdumen zwischen den Partikeln ist, die vom
Fluid auf seinem Weg durch die Schiittung passiert werden. Werden diese als vollstédndig
durchmischt angenommen, so ist die Analogie zu einer Kaskade also keineswegs nur formal.
Man kann daher vermuten, dal die Verweilzeitverteilung auch bei gasdurchstromten Fest—
betten iiberwiegend durch Riickvermischung verursacht ist. Die Bedenken wegen der im
Regenerator vorliegenden starken Ortsabhidngigkeit der Gastemperatur bestehen jedoch nach
wie vor. Hier sind weitere, iiber den Rahmen dieser Arbeit hinausgehende theoretische und
experimentelle Untersuchungen erforderlich.

4.6.4 Konvergenzbeschleunigung

Zu Beginn der Integration iiber t bzw. ¢ miissen Anfangswerte fiir alle Systemvariablen
geschétzt werden. Dies geschieht in den meisten Féllen auf der Grundlage des isothermen und
des polytropen Modells. Dabei ist es praktisch unmoglich, die fiir den stationiren Betriebs—
zustand zutreffenden Werte so genau vorherzusagen, dafl die Gesamtenergiebilanz des Prozes-
ses bereits nach einer oder wenigen differentiell berechneten Umdrehungen in guter Ndherung
erfiillt ist. Stattdessen kommt es wegen der auftretenden Verschiebungen der Temperatur—
niveaus zu einer betrdchtlichen Wiarmeaufnahme oder —abgabe. Insbesondere in den Regenera-
toren fithren wegen der hohen Wirmekapazitit der Matrix bereits geringfiigige Anderungen
des Temperaturprofils zu so groBen Netto—Wéirmestromen, daB zuverldssige Aussagen iiber
die thermischen Verluste und damit auch den Wirkungsgrad des Gesamtprozesses nicht
moglich sind. Aus physikalischer Sicht wird dabei das Anlaufverhalten der betrachteten
Maschine simuliert, ausgehend von dem durch die Anfangswerte festgelegten Zustand.
ErfahrungsgemiB sind meist mehrere hundert berechnete Umdrehungen erforderlich, bis sich
der stationdre Betriebszustand asymptotisch mit befriedigender Genauigkeit eingestellt hat.
Dies jedoch fiihrt zu inakzeptablen Rechenzeiten.

Grundsitzlich betrifft die Frage der Konvergenzbeschleunigung die gesamte ProzeBsimulation.
Da jedoch die Regeneratoren wegen ihrer hohen Warmekapazitit geschwindigkeitsbestimmend
sind, wird dieses Problem im Zusammenhang mit ihrer Berechnung behandelt, zumal auch die
hierzu entwickelte Methode nicht formal mathematischer Art ist, sondern auf einer physikali-
schen Modellvorstellung aufbaut.
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In Anlehnung an die Vorgehensweise von WOLFS, DIJKSTRA und DE JONGE (1986) wird als
Bedingung fiir den stationfren Zustand eines nach auflen adiabaten Regenerators ein in
Stréomungsrichtung ortlich konstanter Netto—Wirmetransport wéhrend eines Zyklus gefor—
dert, d.h. die Summe aus dem Kreisintegral des Enthalpiestroms und den Wirmeleitungs—
verlusten muB fiir jede Schnittebene, also auch fiir jede Grenze zwischen finiten Elementen,
gleich dem thermischen Verlust HV des Regenerators sein. Der Anteil der Wérmeleitung ist
dabei i.a. gering. Er wird zwar im Programm beriicksichtigt, in den folgenden Ausfithrungen
sei er jedoch der Ubersichtlichkeit halber vernachlissigt.

Das Kreisintegral der Enthalpie fiir eine beliebige Grenzflache k+ zwischen den Elementen k
und k+1 im Regenerator 148t sich als Summe von zwei Teilintegralen fiir beide Massenstrom-
richtungen, AHp . >0 und AHp , <0 auffassen:

35de+ = AH;, +AH = Hy (4.6.4-1).

Diese Gleichung ist nur fiir den stationdren Fall erfiillt. AHy . und AHp _ sind betragsméBig
fast gleich, denn der Verlust Hy, ist i.a. klein im Verhéltnis zu der periodisch iiber die Grenz-
fliche hin— und herstrémenden Enthalpie des regenerierten Gases. Sie kénnen daher néhe-
rungsweise gleich deren zweifacher Amplitude gesetzt werden:

ALY ~ —AH- =~ 21

k+ ~ k+ (4-6.4_2)-

k+
Man kann nun weiter annehmen, da8 AHy  lediglich von der Temperaturverteilung im
Bereich der Elemente 1 bis k abhidngt und umgekehrt AHI‘( + Dur von den Werten im
Bereich von k+1 bis ng . Die (mittlere) Matrixtemperatur im unmittelbar stromaufwérts
liegenden Element k bzw. k+1 ist wegen des guten Wirmeaustausches von besonderer
Bedeutung. Ist nun Gl. 4.6.4-1 fiir einen instationdren Zustand des Regenerators an der
Grenze k+ nicht erfiillt, so kann man dies so deuten, da3 das zeitlich gemittelte Temperatur-
profil im Vergleich zu dem spiter erreichten stationiren Verlauf an dieser Stelle einen Sprung
aufweist. Er kann dadurch beseitigt werden, da3 man alle Temperaturen auf einer Seite der
Grenze k+, also z.B. im Bereich von k+1 bis N, um den gleichen Betrag

.§de+_HV
2 H

AT

1
korr,k ~ 2 [TWk + Tynest ] (4.6.4-3)

k+

korrigiert. Das zunichst noch unbekannte HV ergibt sich dabei aus den nachfolgenden Uber-
legungen. Soweit AH]’E + und AHI‘( + tatsdchlich nur von den Temperaturen der unmittelbar
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angrenzenden Elemente abhingen, bleibt die Erfiillung von Gl. 4.6.4—1 fiir die iibrigen Grenz-
flachen unberiihrt, da lediglich eine Parallelverschiebung des gesamten Temperaturprofils auf
der einen Seite der Grenze k+ erfolgt.

In Gl. 4.6.4-3 wurde als Schitzung fiir die mittlere Stromtemperatur an der betrachteten
Grenze k+ das arithmetische Mittel der Matrixtemperaturen in den benachbarten Elementen
eingesetzt. Dies ist ebenso wie die Verwendung der Enthalpieamplitude eine Nidherung. Sogar
ein Fehler von einigen Prozent bei AT, orrk ist jedoch fast ohne Bedeutung, da das hier
beschriebene Korrekturverfahren wegen der Wechselwirkungen des Regenerators mit dem
Gesamtproze ohnehin nicht bei einmaliger Anwendung zum Ziel fiihren kann. Selbst wenn
nach jeweils einer Umdrehung nur 90 % der Abweichungen im Temperaturprofil korrigiert
werden, wire der stationdre Zustand dennoch — bei Wegfall anderer Einfliisse — schon nach
sehr wenigen Umdrehungen praktisch erreicht.

Entscheidend ist in Gl. 4.6.4-3 dagegen eine exakte Auswertung der Differenz im Zihler, da
ATy orr,k &enau dann verschwinden muf3, wenn GI. 4.6.4-1 erfiillt und somit fiir die betrach-
tete Grenze k+ der stationidre Zustand erreicht ist. Hier liegt ein numerisches Problem vor,
denn das Kreisintegral der Enthalpie muf sehr genau bestimmt werden, da sein (im Vergleich
zu den groBen zwischenzeitlichen Werten) verhiltnisméBig kleiner Wert nach einer vollen
Umdrehung stark von Integrationsfehlern beeinflut wird. Man kann es nicht wie die reinen
Ausgabevariablen, z.B. die Wirmestromintegrale, mit groBerer Schrittweite nach der
Simpsonschen Niherung ermitteln, sondern muf3 hier ne + 1 weitere Systemvariable in das
Differentialgleichungssystem mit aufnehmen, um fiir alle Grenzflichen im Regenerator
— einschlieBlich derer an den Enden — das Enthalpieintegral moglichst exakt zu bestimmen!.
Dieser zusétzliche Rechenaufwand ist jedoch durch die damit erreichte Konvergenzbeschleuni-
gung gerechtfertigt.

Eine Korrektur des Temperaturprofils im Regenerator kann nun nach Gl. 4.6.4-3 , beginnend
bei k =0, d.h. bei der Grenzfliche unmittelbar an der "unteren" Gasraumgrenze, sukzessiv
fiir alle k erfolgen. Man erkennt, da bereits bei k = n; — 1 alle finiten Elemente auf diese
Weise endgiiltig korrigiert sind. Die verbleibende Gleichung bietet somit die Moglichkeit, den
bislang unbekannten Verlust Hy, zu bestimmen.

1Bei der Bestimmung der Massenstrome unter der Annahme einer ortlich konstanten Druckinderung nach
Gl. 4.3—13 wurde schlieBlich die Druckverteilung anhand der Strémungssdruckverluste neu berechnet. Dabei
kann zwar die Massenerhaltung, nicht jedoch zugleich die Energieerhaltung exakt gew&hrleistet werden. Die
entstehenden Fehler sind so gering, daB sie in der Gesamtbilanz des Prozesses nicht erkennbar sind. Die
Konvergenzbeschleunigung kann jedoch dadurch bereits gestért werden. Die Enthalpieintegrale miissen daher
um einen offenbar volumenproportionalen und somit fiir alle Elemente gleichen Betrag korrigiert werden.
Dieser ergibt sich iiber eine Quadratsummenminimierung aus der Forderung, da die — leicht bestimmbare —
Anderung der inneren Energie eines Elementes iiber einen Zyklus gleich der Differenz der Enthalpieintegrale
an den Grenzen sein muf.
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Man erhilt
ne X
k§0 Ts,k+ ﬂg d Hk / 2 Hk+
HV = == (4.6.4-4)
g :
kEO Ts,k+ /2 Hk+

mit Ts K+ als zeitlich gemittelter Gasstromtemperatur, die genau wie in Gl. 4.6.4—3 durch
Interpolation bzw. fiir die Gasraumgrenzen durch Extrapolation der Matrixtemperaturen
ausreichend genau abgeschitzt werden kann.

Das beschriebene Verfahren fithrt in den meisten Féllen nach ca. 10 bis 15 berechneten
Umdrehungen mit hoher Genauigkeit zum stationdren Zustand. Als Kriterium fiir dessen
Einstellung wird dabei gefordert, da sich keine Variable des Systemgroenvektors # fiir den
gesamten Prozef iiber eine berechnete Umdrehung um mehr als eine vorgegebene relative
Fehlerschranke &ndert. Hier ist in der Regel ein Wert von ca. 2 - 107 fiir ein im Rahmen der
Rechengenauigkeit zuverlédssiges Ergebnis ausreichend.

4.7 Numerische Methoden

4.7.1 Steuerung der Konvergenzbeschleunigung

Die zuvor beschriebene Methode zur Konvergenzbeschleunigung basiert auf einigen physika—
lisch begriindeten Annahmen, die oft nur ndherungsweise erfiillt sind. Insbesondere die Verein-
fachung, wonach die Differenz zwischen dem Enthalpieintegral fiir eine Grenzfliche im
Regenerator und dessen Verlust Hy, lediglich von den Temperaturen der unmittelbar angren-
zenden Elemente bestimmt wird, ist bei groBen Werten fiir n, nicht uneingeschrénkt zuldssig.
Die Folge ist in vielen Fillen eine schwingende Instabilitét, wobei die Matrixtemperaturen von
Umdrehung zu Umdrehung abwechselnd zu hohe und zu niedrige Werte annehmen. Ahnliche
Phénomene treten — aus anderer Ursache — oft auch bei der Berechnung von freischwingen—
den Kolben auf, da hier die Korrektur des Temperaturprofils im Regenerator deren Bewe-
gungsablauf beeinfluBt und dies wiederum zu Fehlern bei der Berechnung der Enthalpie-
integrale fiihrt.

Da die Ursachen fiir diese Instabilitit der Konvergenzbeschleunigung vielfdltig und in
manchen Féllen theoretisch kaum aufzuschliisseln sind, wurde daher eine formale, mathemati-
sche Methode zu ihrer Kontrolle gewidhlt. Dabei werden neben den aktuellen Variablen des
SystemgroBenvektors ¥ zusitzlich deren Werte vor einer und vor zwei Umdrehungen verwen—
det. Fiir eine bestimmte Variable y, seien diese mit y,. undy,. bezeichnet. Definiert man
nun eine Kenngrofe
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Yi = ¥qi
z, = 2 11 (4.7.1-1),
1 ¥1i = Yoi

so gibt deren Wert das Konvergenzverhalten von Y; wieder. Anzustreben ist dabei der Fall

z=0: Die Anderung von ¥ nimmt von Umdrehung zu Umdrehung stark ab.
Andere Fille sind
1>2,>0: y; verdndert sich in eine Richtung, eine Anndherung an einen Grenzwert

ist erkennbar, da der Betrag der Anderung abnimmt,

z, > 1: es ist keine Anndherung an einen Grenzwert erkennbar, d.h. y; ist noch
weit von ihm entfernt,

0>z >-1: die Anderung wechselt das Vorzeichen, klingt jedoch noch ab. y; pendelt
bereits leicht um einen im Prinzip fast erreichten Endwert, d.h. beginnen-
de Instabilitét,

z; < -1: y; pendelt mit wachsender Amplitude hin und her, d.h. deutliche Insta-
bilitét.

Gleichzeitig werden alle Korrekturterme fiir die Temperaturen in den Regeneratoren sowie
auch fiir die Innenwandtemperaturen der Zylinderrdume und Wérmeaustauscher zusétzlich
mit einem Faktor f > 0 multipliziert, der sowohl groBer als auch kleiner als eins sein kann.
Fir f > 1 werden die berechneten Korrekturen somit zusétzlich extrapoliert. f~ 1,5 hat sich
zu Beginn der Rechnung zur zusétzlichen Beschleunigung der Konvergenz bewidhrt. Umge-
kehrt kann mit f < 1 eine auftretende Instabilitidt geddmpft werden. f wird nun gemif der
empirischen Gleichung

£ =g . e2/2 4.7.1-2)

neu alt

jeweils nach zwei Zyklen korrigiert, wobei z durch Mittelwertbildung aus den z; nach Gl.
4.7.1-1 fiir diejenigen Variablen hervorgeht, die das in Abschnitt 4.6.4 angegebene Kriterium
fiir den stationdren Zustand noch nicht erfiillen. Zusétzlich wurde f auf [0, 2] und der
Anderungsfaktor auf [ 0.5, 1.2 ] beschriinkt. So kann in praktisch allen Fillen eine entstehen-
de Instabilitdt unterdriickt und der stationdre Endzustand erreicht werden.
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4.7.2 Integrationsverfahren

Zur Integration des Differentialgleichungssystems wurde ein Runge—Kutta—Verfahren 3. Ord-
nung mit einem Steuerungsalgorithmus zur Schrittweitenanpassung nach NIEDERDRENK
(zitiert von ENGELN-MULLGES und REUTTER 1986) verwendet. Zusétzlich wurde in dieses
Unterprogrammpaket eine weitere, optional anwéhlbare Integrationsvorschrift aufgenommen,
die so ebenfalls der Schrittweitensteuerung unterliegt. Dieses Verfahren erwies sich bei sehr
steifen Gleichungssystemen als stabiler und 14t sich wie folgt herleiten:

Das hier zu loésende Gleichungssystem (insbesondere diejenigen Gleichungen, die das steife
Verhalten verursachen) beschreibt im wesentlichen Ausgleichsvorginge fiir Temperaturen und
Driicke. Die entsprechenden Funktionsverldufe sind dabei durch asymptotische Anniherung
an eine Grenzkurve gekennzeichnet, die meist ihrerseits eine Funktion der Integrationsvariab-
len — z.B. der Zeit t - ist. Ein typischer Fall ist hier der Verlauf der Gastemperatur im
Regenerator, der weitgehend durch den Wirmeaustausch mit der Matrix bestimmt wird.
Deren Temperatur ist ihrerseits zeitabhédngig, wenn auch nur geringfiigig. Daher wird nun eine

Funktion y(t) betrachtet, die sich von einem Anfangswert y 0=7Y (t 0= 0) exponentiell einer
linearen Grenzkurve annéhert und somit durch die Gleichung

y(t) = a+bt+ ce™ T (4.7.2-1)

gegeben ist. Ihr prinzipieller Verlauf fiir gegebene Werte der Konstanten a, b, ¢ und A ist in
Bild 4.7.2 -1 dargestellt. Die zugehorige Differentialgleichung lautet

Y (vst) = = —A(y-a-bt) +b (4.7.2-2).
Die Integrationsvorschrift fiir das Runge—Kutta—Verfahren 3. Ordnung lautet:
* 1
y (t,+At) = Yo +5 (ky +ky +4k,) - At (4.7.2-3)
mit
kO =y’ (yO 7t0) s
k, = y’(y0+k0At " t0+At) g

y 1 1 1
=Y (y0+§(k0+k1) "Q—At s t0+§At)
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und At als Integrationsschrittweite. Fiir den speziellen Fall At =2/) ist der Ablauf dieses
Algorithmus in Bild 4.7.2—1 eingezeichnet. Man erhilt fiir t 0= 0

ko = -Ac+Db ’
k, = Ac+b
k2 = -Ac +b=k0
und damit
Y (b, +At) =y, + b-At - Fc (4.7.2-4).

Dieser Schitzwert fiir y(t - At) liegt bereits jenseits der Grenzkurve und ist somit physika-
lisch unsinnig. Das Runge—Kutta—Verfahren fiihrt also in diesem Fall mit zunehmender
Schrittweite zu einem instabilen, iiberschwingenden Verlauf der Integration.

Behilt man nun die Rechenvorschrift fiir die Bestimmung von k X k1 und k2 bei, so erhdlt
man fiir ein beliebiges At

k0=—/\c+b .

ky = -Ac (1-AAt) +Db

k, = -Ac | 1-2aat+1 (aat)2 | +b (4.7.2-5)
2 = 2 ) 1279).

Werden k 0’ k1 und k2 durch entsprechende Auswertung des zu integrierenden Differential-
gleichungssystems bestimmt, so gelangt man zu einem Gleichungssystem fiir die Konstanten
b, ¢ und A der "Ersatzgleichung" 4.7.2—1 und erhélt eine verbesserte Schitzung

L _ oMt

- e

(b, +At) =y H Kk o+ (k —k)l— A8t At
¥ (Lo = Yo'l %o 1 o AAt

mit

0 (4.7.2-6).
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Da diese Gleichung jedoch fiir AAt — 0 numerisch instabil wird, empfiehlt sich fiir die
Praxis die Anwendung der Ndherung

y* (b, +At) %y, + [k0+% [kl—ko] [1+2e—7 "At] ] (4.7.2-7),

deren Taylor —Reihenentwicklung bis zum quadratischen Glied mit der von Gl. 4.7.2—-§ iiber-
einstimmt. Dariiber hinaus kann man zeigen, da3 Gl. 4.7.2—6 und 7 bei Abbruch der Reihe
nach dem linearen Glied in die Runge—Kutta—Vorschrift nach Gl. 4.7.2-3 iibergehen. Die
angegebene Nidherung kann daher als Korrektur des Runge—Kutta—Verfahrens fiir Gleichun—
gen des Typs 4.7.2—1 aufgefalt werden, die zu einer erhohten Stabilitdt bei grofleren Schritt—
weiten fithrt. In einigen Fillen konnte auf diese Weise die Rechengeschwindigkeit um einen
Faktor 2 bis 3 gesteigert werden, ohne daf signifikante Abweichungen bei den Ergebnissen
auftraten. Es kdnnen Schrittweiten realisiert werden, die bei Verwendung des urspriinglichen
Runge ~Kutta—Verfahrens zum unmittelbaren Absturz des Programms fiihren wiirden. Aller—
dings nimmt die Genauigkeit der Integration bei sehr groen Schrittweiten ab, was sich ins-
besondere bei der Konvergenzbeschleunigung bemerkbar macht.
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5. Experimentelle Untersuchungen an einer Vuilleumier—Warmepumpe

5.1 Beschreibung des Versuchsstandes

Die von RICHTER (1988) ausgelegte und konstruierte Vuilleumier — Wérmepumpe wurde im
Rahmen dieser Arbeit in Betrieb genommen. Die Vermessung des Betriebsverhaltens dieser
Versuchsanlage sollte experimentelle Daten zur Verifizierung des zuvor beschriebenen
mathematischen Modells liefern. Darauthin besteht eine gegeniiber den urspriinglichen
Auslegungsrechnungen (KUHL, RICHTER und SCHULZ 1986a, 1988 und RICHTER 1988)
verbesserte theoretische Grundlage fiir weitere Optimierungen der Wirmepumpe, deren
Durchfiihrung jedoch nicht mehr Gegenstand dieser Arbeit ist.

Da die Auslegung und konstruktive Realisierung der Versuchsmaschine von Richter ausfiihr-
lich dokumentiert wurde, wird an dieser Stelle iiberwiegend die Peripherie und die meftechni-
sche Ausstattung der Anlage beschrieben. Die Warmepumpe entspricht in ihrem prinzipiellen
Aufbau und der rdumlichen Anordnung der Komponenten weitgehend dem bereits in Bild
2.1-3 und 2.3-2 b dargestellten Schema. Soweit ihre konstruktiven Abmessungen in die
mathematische Simulation eingehen, konnen sie dem im Anhang A4 wiedergegebenen Eingabe-
datenfile entnommen werden. Ansonsten sei hier auf die zitierte Arbeit von Richter verwiesen.

Die Wirmepumpe besteht aus einem senkrecht stehenden "heien" und einem liegend angeord-
neten "kalten" Zylinder mit den zugehoérigen Wérmeaustauschern und Regeneratoren. Die
beiden Verdringerkolben sind iiber nahezu druckdicht durchgefiihrte Kolbenstangen mit
einem Kurbelgetriebe verbunden. Aufgrund geringer Leckstréme stellt sich in dem druckfest
ausgelegten Getrieberaum, der auch einen Drehstrommotor fiir Antrieb und Drehzahlsteue-
rung enthilt, der mittlere Prozedruck ein.

Wegen der Querschnittsflichen der Kolbenstangen kommt es — abweichend vom idealen
Vuilleumier — Proze3 mit konstantem Gesamtvolumen — zu einer leichten Volumenidnderung
mit dem Kurbelwinkel. Deren relative Phasenverschiebung zu der periodisch wechselnden
Druckdifferenz zwischen ProzeBraum und Getriebe fithrt zur Produktion mechanischer Let-
stung, die der Uberwindung von Reibungs— und Stromungsdruckverlusten dienen kann. Es
treten daher sowohl Betriebszustinde auf, in denen der Drehstrommotor zusidtzliche Antriebs—
leistung liefern muB, als auch solche mit Leistungsiiberschul, wo der Motor im generatorischen
Betrieb als Bremse wirkt. Dies wird durch Einsatz eines Frequenzumrichters erméglicht.

Der heiBe Wirmeaustauscher der Maschine, iiber den der Antriebswérmestrom zugefiihrt wird,
ist als Kranz haarnadelférmig gebogener Rohre ausgefiihrt, in dessen Zentrum von oben die
Flamme eines stetig regelbaren Gasgebldsebrenners gerichtet ist. Die iibrigen Komponenten,
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d.h. die Regeneratoren und die Wirmeaustauscher auf dem warmen und kalten Temperatur—
niveau, sind in jeweils acht parallelgeschalteten Baueinheiten symmetrisch um die zugehérigen
Zylinder angeordnet. Zur Ubertragung der warmen und kalten Wirmestrome werden tempera—
turgeregelte Kreisldufe eingesetzt, die mit Wasser bzw. einem Wasser-Ethylenglyko-Gemisch
gefiillt sind. Bild 5.1-1 zeigt ein vereinfachtes Schema dieser Anlage. Ausgehend von einer
Prinzipskize der beschriebenen Maschine nach RICHTER (1988) wurden hier die wesentlichen
Elemente der Anlagenperipherie und —instrumentierung in Anlehnung an die fiir RI-Fliebil-
der giiltigen Normen dargestellt. Der Betriebszustand der Anlage wird durch fiinf vorgegebene
Sollwerte fiir

die mittlere kalte Kreislauftemperatur,

— die mittlere warme Kreislauftemperatur,

die mittlere Wandtemperatur der Erhitzerrohre,

die Drehzahl und

den mittleren ProzeBdruck

festgelegt. Fiir die vier ersten Grdf3en existieren die in Bild 5.1-1 dargestellten Regelkreise.

Der Wasser—Ethylenglykol —Kreislauf wird durch eine Kreiselpumpe umgewélzt. Eine regel-
bare elektrische Heizung kompensiert den von der Wéarmepumpe aufgenommenen Wirme-
strom. Der SchwebekorperdurchfluBmesser FI 23 iibertrdgt zu Bilanzierungszwecken sein
Signal iiber die zentrale Mef3werterfassungsanlage auf den zur Steuerung und Aufzeichnung der
Versuche eingesetzten Rechner (FIR 24). Ebenso werden dort die Temperaturen am Ein— und
Austritt des kalten Warmeaustauschers aufgezeichnet (TIR 18 und 19). Als Meffiihler dienen
hier wie auch an den anderen Mef3punkten im Bereich der Kreisldufe kalibrierte Pt-100—
Widerstandsthermometer. Mit der Differenz dieser Temperaturen und dem Durchfluf ist
bereits eine Bilanzierung moglich. Die dazu benétigten Stoffdaten fiir das Wasser—Ethylen—
glykol-Gemisch werden mit Korrelationen von BOHNE, FISCHER und OBERMEIER (1984)
berechnet. Da deren Fehler mit bis zu + 7 % angegeben sind und noch weitere Fehlerquellen
hinzukommen, wird zusétzlich ein zweiter Bilanzierungsweg gewahlt:

Es wird die Temperaturdifferenz unmittelbar zwischen Vor— und Riicklauf der (warmeisolier-
ten) elektrischen Heizung (TDIR 25) sowie deren Leistung (ER 26) gemessen. Daraus ergibt
sich mit der Differenz zwischen TIR 18 und 19 unmittelbar der kalte Warmestrom, ohne daf
Stoffdaten fiir das Gemisch oder ein DurchfluBmef3wert benétigt werden.

Die Heizleistung wird primér iiber einen im Schaltschrank der Anlage installierten PID—
Storungsregler (TC 22) kontrolliert, dessen RegelgroBe — zur Vermeidung einer Totzeit — die
Temperatur unmittelbar am Austritt aus der elektrischen Heizung ist. Sein Sollwert ist
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Kuhiwasser

Bild 5.1—-1: Vereinfachtes Schema der Versuchsanlage

entweder ein lokal fest eingestellter Wert oder — wahlweise umschaltbar — das Stellsignal
eines in der MeBwerterfassungsanlage einprogrammierten PI-Fiithrungsreglers (TRCA 21).
Dessen RegelgroBe ist das arithmetische Mittel aus den Vor— und Riicklauftemperaturen an
der Wirmepumpe (TIR 18 und 19, TY 20). Damit kann im normalen Versuchsbetrieb die
mittlere Fluidtemperatur im Mantelraum der kalten Wirmeaustauschereinheiten auf wenige
1072 K konstant gehalten werden.

Zusitzlich ist fiir den kalten Kreislauf eine in Bild 5.1-1 nicht eingezeichnete Kiihlung vorge-
sehen. Sie wird beim Anfahren der Anlage zugeschaltet sowie auch in Betriebszustdnden mit
zu geringer Kilteleistung der Wirmepumpe. Da die leicht iiberdimensionierte Umwailzpumpe
eine Leistung von ca. 300 W dissipiert und der Kreislauf nur unvollsténdig isoliert ist, tritt
dieser Fall bei tieferen Temperaturniveaus und niedrigen Driicken oder Drehzahlen hiufig ein.

Der Wasserkreislauf auf dem warmen Temperaturniveau ist grundsitzlich dhnlich aufgebaut
wie der zuvor beschriebene. Da hier jedoch Wirme abzufiihren ist, tritt an die Stelle der
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elektrischen Heizung ein mit Kiihlwasser beaufschlagter Plattenwdrmeaustauscher, der — wie
in Bild 5.1-1 dargestellt — zunéchst iiber den PID-Stérungsregler TC 15 geregelt wird.
Dessen Sollwert kann analog zum kalten Kreislauf ebenfalls lokal am Schaltschrank eingestellt
oder von einem in der Mefwerterfassungsanlage programmierten Fiihrungsregelalgorithmus
geliefert werden. Im letzteren Fall ist wiederum die mittlere Fluidtemperatur in den Wérme-
austauschern der Vuilleumier-Maschine die Regelgrofe.

Die Mittelwertbildung sowie auch die Bilanzierung erfolgt hier anhand der Temperaturmef3-
stellen TIR 11 und 12 im Vor— und Riicklauf der Anlage. Da bei Wasser keine Probleme
wegen unsicherer Stoffdaten auftreten und auch die DurchfluBmessung (FI 16/FIR 17) genauer
ist, wurde hier keine zweite, zusdtzliche Bilanzierungsmethode angewandt.

Der Wasserkreislauf wird zusidtzlich zu Kiihlzwecken durch einige Querbohrungen im
Getriebeblock gefiihrt, wobei die dort aufgenommene Wérme mit in die Gesamtbilanz eingeht.
Dies ist in Bild 5.1—1 aus Griinden der Ubersichtlichkeit nicht eingezeichnet.

Die AuB3enwandtemperatur der Erhitzerrohre wird durch TC 9 und TCA 10 geregelt. Die
Stellgrole wirkt dabei iiber einen Dreipunktausgang unmittelbar auf den Gasbrenner, dessen
Leistung sich stufenlos steuern 1dB3t. In Vorversuchen wurde festgestellt, da die hochsten
Temperaturen an den oberen Rohrbdgen auftreten. Aus Sicherheitsgriinden wurden die als
Meffiihler eingesetzten Ni—CrNi—Thermoelemente daher vorzugsweise hier angelétet, um eine
Uberschreitung der Auslegungstemperatur von 550°C zu vermeiden. Es wurde dabei in Kauf
genommen, daf} die mittlere Wandtemperatur der Rohre um einige Grade unter dem Wert der
Regelgrofe liegt.

Der heile Wirmeaustauscher eignet sich nicht fiir eine genaue Bilanzierung, da die Verluste
durch die Brennraumwinde und den Abgasstrom nur ungenau zu bestimmen sind und auch die
Ermittlung des Heizwertes des eingesetzten Erdgases schwierig ist. Er kann zeitlichen Schwan-
kungen unterworfen sein, und das Versorgungsunternehmen macht keine Angaben iiber den
aktuellen Istwert, sondern nur iiber die einzuhaltenden Toleranzwerte.

In jedem Fall wire ein experimentell bestimmter heiBer Warmestrom der ungenaueste der vier
auftretenden Energiestrome. Es wurde daher eine mdglichst exakte Ermittlung des warmen
und kalten Wéarmestroms sowie der elektrischen Motorleistung angestrebt, indem u.a. durch
Isolation die Verlustwdrmestréome zwischen der Maschine und der Umgebung minimiert
wurden. Der heile Wiarmestrom ergibt sich dann aus der Gesamtbilanz.

Die mittlere Drehzahl der Kurbelwelle wird iiber Impulsgeber ermittelt und am Schaltschrank
angezeigt (SIS 5) . Zusitzlich wird sie an die MeBwerterfassungsanlage iibermittelt und von
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dort durch einen PI-Algorithmus auf den vorgegebenen Sollwert eingeregelt (SRCA 6). Das
Stellsignal wirkt dabei auf den Eingang eines Frequenzumrichters und verdndert die Drehzahl
des im Motor wirkenden Drehfeldes. Auf diese Weise ist auch eine Bremswirkung méglich,
falls die Warmepumpe einen UberschuB an mechanischer Leistung liefert.

Die elektrische Motorleistung (die wegen elektrischer Verluste auch in diesen Fillen noch
positiv ist, d.h. der Anlage zugefiihrt wird) wird iiber einen speziellen MeBumformer (ER 27)
ermittelt, der auch die stark von der Sinusform abweichenden Strom~ und Spannungsverldufe
zwischen Frequenzumrichter und Motor noch verarbeiten kann.

Der mittlere Prozedruck wird indirekt iiber den Druck im Getrieberaum, der nur geringen
zeitlichen Schwankungen unterworfen ist, bestimmt. Dazu wird das Signal eines DMS —Druck-
aufnehmers iiber das MeBwerterfassungsgerdt und den angeschlossenen Rechner angezeigt
(PIR 3). Weicht es vom Sollwert ab, so kann der Druck von Hand iiber die Befiillungs— oder
Entleerungsventile korrigiert werden. Eine sténdige Regelung ist nicht erforderlich.

Neben den bislang behandelten, zur Bilanzierung oder Uberwachung dienenden quasi—statio-
nidren Messungen besteht auch die Mdglichkeit, mit hoher zeitlicher Auflésung den Prozef3-
zyklus in der Maschine mef3technisch zu verfolgen. Die hierzu verfiigbaren vier Kanéle wurden
mit einem Anschluf} des x,y —Potentiometersauf der Kurbelwelle (GR 7) , zwei DMS-Druck-
aufnehmern im kalten Zylinderraum v, (PR 1) und zwischen den beiden warmen Zylinder-
rdumen V, und Vg (PR 2) sowie einem Differenzdruckaufnehmer zwischen Vs und dem
oberen Ende eines heilen Regenerators (PDR 4) belegt. Damit besteht die Mdglichkeit, iiber
p,V—Integrale die indizierten Wérmestrome und Leistungen zu bestimmen und zusétzlich
Informationen iiber Stromungsdruckverluste zu gewinnen.

Nicht aufgenommen wurden in Bild 5.1-1 Armaturen, Ausgleichsbehilter und Hilfsheiz— und
—kiihleinrichtungen zum Anfahren der Anlage, Mefistellen zur Temperaturiiberwachung im
Bereich der Brennkammer, der heien Maschinenteile und des Elektromotors, die proze3gassei-
tigen Installationen zum Befiillen und Entleeren der Anlage mit den zugehdrigen Sicherheits-
ventilen und Manometern sowie weitere, zum sicheren Betrieb der Anlage erforderliche Uber—
wachungs— und Verriegelungschaltungen. Ein vollstédndiges RI-Fliebild der Versuchsanlage
wurde von Konig! angefertigt. In dieser Arbeit finden sich auch detailliertere Angaben zur
Anlagenperipherie, insbesondere zu dem elektronischen Mefwerterfassungssystem vom Typ
Hewlett Packard 3852 und dem zur Steuerung und Uberwachung des Versuchsablaufes einge-
setzten Rechner des Typs HP 9000/310 einschlieflich der eingesetzten Programme. Ebenso
sind dort die bei der Inbetriebnahme durchgefiihrten Kalibrierungsmessungen dokumentiert.

IM. Konig: MeBtechnische Aufriistung und Inbetriebnahme einer Vuilleumier3W irmepumpen—Versuchsam—
lage. Studienarbeit, Lehrstuhl fiir Thermodynamik, Universitdt Dortmund (1989).
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5. 2 Versuchsdurchfihrung

Die gesamte Versuchsanlage ist so konzipiert, daB die Vuilleumier — Maschine mit ihrer
unmittelbaren Peripherie und den in einem Schaltschrank zusammengefa3ten elektrischen
Installationen bereits sicher betrieben werden kann. Es existieren dort Uberwachungs— und
Verriegelungsschaltungen fiir alle kritischen Grdflen, und es kénnen Sollwerte fiir die Tempera-
turen und die Drehzahl lokal eingestellt werden.

Im normalen Versuchsbetrieb ist die soweit beschriebene Anlage mit dem elektronischen
Mefwerterfassungssystem als néichsthoherer Ebene verbunden. Hier werden einerseits alle
quasi-stationdren Mef3grolen, die teils zur Bilanzierung, teils zur zusitzlichen Dokumentation
und Uberwachung des Betriebszustandes dienen, in festen Zeitabstinden aufgenommen und
zwischengespeichert und andererseits — bei entsprechender Schalterstellung — von den dort
programmierten Fithrungsreglern (TRCA 21, 14 und 10 sowie SRCA 6 ) die Sollwertsi-
gnale an die Storungsregler im Schaltschrank bzw. den Frequenzumrichter iibermittelt.

Das entsprechende Programm l4uft auf dem Mef3werterfassungsgerdt in einer Endlosschleife
im Hintergrund und ist unabhiingig von dem angeschlossenen Rechner als der hochsten Ebene
zur Uberwachung, Steuerung und Aufzeichnung der Versuche. Auch bei Absturz oder Unter—
brechung des dort laufenden Programmes hidlt die MeBwerterfassungsanlage daher den
Betriebszustand bei den zuletzt vorgegebenen Sollwerten und speichert die anfallenden Daten
voriibergehend bis zu einem Zeitraum von mehr als zwei Stunden. Erst dann miissen sie
(spitestens) vom Rechner abgerufen werden.

Eine Ubersicht iiber das durchgefiihrte Versuchsprogramm gibt Tabelle 5. 2—1. Als Ausgangs—
punkt der verschiedenen Variationen der Betriebsparameter kann der Auslegungspunkt bei p
= 100 bar, n = 400 min™, Tk = 00C, TW = 400C, Th = 500°C angesehen werden. Wie
schon in den vorhergehenden Abschnitten wird er vorrangig zur beispielhaften Darstellung des
ProzeBverlaufs und grundsitzlicher Zusammenhédnge gewihlt. Die Variation des Prozef}-
druckes erstreckt sich iiber den Bereich von 50 bis 100 bar mit Zwischenwerten bei 70 und
90 bar, wihrend der Einflul von T, und T, fiir p = 100 bar durch Messungen bei 50°C
bzw. 400°C untersucht wurde. An den so festgelegten Ausgangspunkten wurde nun jeweils
die kalte Temperatur zwischen + 10°C und - 10°C in Schritten von S5°C sowie die
Drehzahl von 200 bis 400 min™! in Schritten von 50 min™ (teilweise auch 100 min™)
variiert. Bei aufeinanderfolgenden Messungen wurde mdglichst nur die Drehzahl verdndert, da
so die Wartezeiten bis zur Einstellung des stationdren Zustandes am geringsten waren.

Die vorrangige Variation von Druck, Drehzahl und kalter Temperatur wurde deshalb durchge-
fiihrt, weil die beiden erstgenannten GréBen bevorzugt fiir die Realisierung von Teillastbe—
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Tabelle 5.2—1: MeSprogramm fiir die Mittelwerte der Betriebsparameter

p - ProzeBdruck T, - kalte Kreislauftemperatur

n -  Drehzahl T, — warme Kreislauftemperatur

Ty = heiBe Rohrwandtemperatur
p n Tk v ‘h
bar min-1 0C 0C 0C
100 200...400 -10...+10 40 500
100 200...400 -10...+10 40 400
100 200...400 -10...+10 50 500
90 200...400 -10...+10 40 500
70 200...400 -10...+10 40 500
50 200...400 -10...+10 40 500

triebszustédnden geeignet sind. Hier sind im Vergleich zu einer Absenkung der heilen Tempera-
tur die geringeren EinbuBlen bei der Leistungszahl zu erwarten. Eine Verdnderung der kalten
Temperatur gibt AufschluB iiber das Verhalten einer Wirmepumpe bei wechselnden
Umgebungstemperaturen. Gegeniiber einer Variation von T , die in dieser Hinsicht ebenfalls
von Bedeutung ist, ergibt sich unter experimentellen Gesichtspunkten der Vorteil, daB8 nur die
Temperaturdifferenz im kalten Zylinder verdndert wird. Die verschiedenen hiervon abhéngigen
Effekte, wie z.B. die Druckschwankung in ihrer Amplitude und Phasenlage oder Regene-
rator — und Waérmeleitungsverluste, sind hier leichter zu erkennen und voneinander zu
trennen als bei einer Variation von T, wo sich zusétzliche Einfliisse iiberlagern wiirden.

Der Versuchsbetrieb ist sehr zeitaufwendig, da sich stationdre Betriebszustinde wegen der
aufgrund ihrer Masse thermisch trédgen Bauteile nur langsam einstellen. So kénnen wéhrend
eines Arbeitstages in der Regel nur 3 — 4 MeBpunkte gewonnen werden. Zu Beginn erfordert
das Aufheizen eine Wartezeit von ca. 2 h . Danach mul} die temperierte Anlage kurzzeitig
abgeschaltet werden, d.h. der Brennerbetrieb und die Kolbenbewegung miissen unterbrochen
werden, um die Mittelwerte bzw. den Nullpunkt der Druckaufnehmer im Stillstand abzu-
gleichen. Dies ist wegen der Temperaturabhéngigkeit dieser Meffiihler, besonders des Diffe-
renzdruckaufnehmers, nicht im kalten Zustand der Anlage moglich. Das letztgenannte Gerét
arbeitet nach einem induktiven Prinzip und kann nur mit einem TrigerfrequenzmeBverstérker
betrieben werden. Trotz des beschriebenen Abgleichverfahrens treten im spéteren Mef3betrieb
besonders hier noch leichte Nullpunktsverschiebungen auf. Die aufgezeichneten Druckverldufe
miissen daher hinsichtlich des Mittelwertes noch korrigiert werden, was leicht moglich ist.
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Nach diesen Abgleicharbeiten wird die Anlage mdoglichst schnell wieder in Betrieb genommen,
und es ist nun die Einstellung des stationdren Zustandes abzuwarten. Als Kriterium dient
dabei die zeitliche Anderung der laufend angezeigten bilanzierten Wirmestrome. Ist sie unter
ein durch die statistische Streuung zwischen den einzelnen Messungen gegebenes MaB3 abgesun-
ken, so wird der erreichte Betriebszustand vollstédndig aufgezeichnet. Hierzu gehort einerseits
die Speicherung aller quasi-—stationdren Me3daten auf einem separaten File. Andererseits
werden mit der hohen zeitlichen Auflésung von 12500 MeBpunkten pro Sekunde und Kanal die
vier bereits genannten Grofen (Kurbelwellenposition, Druck im kalten und warmen Raum
sowie Differenzdruck zwischen V5 und dem oberen Ende einer heiBen Regeneratoreinheit)
aufgezeichnet. Dabei fallen innerhalb der Mefzeit von 1,28 s 64000 MeBwerte an, die
ebenfalls auf den Rechner iibertragen und dort zunichst unveréndert gespeichert werden.

Die im Verhiltnis zur Drehzahl der Maschine ungewohnlich hohe Abtastrate wurde gewihlt,
weil das eingesetzte Hochgeschwindigkeitsvoltmeter lediglich iiber eine Auflésung von 34 Dezi~
malstellen verfiigt und auBerdem hoherfrequente Stérungen kaum unterdriicken kann. Bei der
graphischen Darstellung der unverarbeiteten Daten ist das zwar deutlich erkennbare Nutz-
signal daher von einem Stérungsrauschen iiberlagert, in dem auch Einfliisse der Netzfrequenz
von 50 Hz enthalten sind. Im néichsten Abschnitt wird erldutert, wie diese StérgroBen durch
die Auswertungsrechnung eliminiert werden kdnnen. Hierbei ist eine moglichst groBe Zahl von
Einzelmessungen von Vorteil, da die Trennung von Nutz— und Stérsignal dann zuverléssiger
moglich ist. Vereinfacht ausgedriickt wird die geringe Genauigkeit der Einzelmessung, die
allein wegen der begrenzten Stellenzahl schon auf ca. 0,3 % beschrénkt ist, durch Mittelwert-—
bildung aus einer groBen Zahl von Me3werten erhdht.

5.3 Aufbereitung der Mef3daten

Waihrend die quasi—stationdren MeBdaten nach ihrer Abspeicherung nicht weiter aufbereitet
werden miissen, sind die Rohdaten der Hochgeschwindigkeitsmessung schon wegen ihres
Umfanges nicht unmittelbar fiir eine darstellende Auswertung geeignet. Sie werden daher mit
Hilfe eines der Fourieranalyse dhnliche Verfahrens durch Ausgleichskurven angenéhert. Als
unabhingige Variable eignet sich der Kurbelwinkel am besten, denn so kdnnen bei Kenntnis
der Getriebegeometrie unmittelbar die indizierten Wérmestrome und die indizierte Leistung
berechnet und die MeBBwerte mit theoretisch berechneten Kurvenverliufen verglichen werden.

Da die Rohdaten jedoch mit konstanter Zeitschrittweite aufgenommen wurden, ist als erstes
eine Umrechnung in Winkelwerte vorzunehmen. Hierzu 148t sich das Spannungssignal des
x,y—Potentiometers auf der Kurbelwelle verwenden, dessen Verlauf gleich dem Sinus des
Kurbelwinkels (zuziiglich einer durch Eichmessungen bestimmten Phasenverschiebung) ist.
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Es gibt gleichzeitig AufschluB iiber die wihrend eines Zyklus auftretenden Schwankungen der
Winkelgeschwindigkeit.

Der Kurbelwinkel 148t sich nicht durch unmittelbare Anwendung der inversen Sinusfunktion
auf die Spannungswerte ermitteln, da die Fehlerfortpflanzung in der Ndhe der Extremwerte
sehr ungiinstig ist. Die iiberlagerten Stérungen sind hier relativ zum Nutzsignal zwar erheblich
geringer als bei den Druckaufnehmern, kdnnen aber wegen des begrenzten Definitionsbereiches
der inversen Sinusfunktion dennoch zu mathematischen Schwierigkeiten fiihren. Der Verlauf
der Potentiometerspannung iiber der Zeit wird daher zunédchst durch eine Ausgleichskurve
angendhert. Wegen der Schwankungen der Winkelgeschwindigkeit ist er nicht durch eine reine
Sinusfunktion wiederzugeben, jedoch mit hoher Genauigkeit durch eine Fourierreihe bis zur
6. Oberschwingung. Um diese Anpassung vornehmen zu kénnen, muB vorab die Frequenz
genau bekannt sein. Sie 148t sich nach der Methode der iibergreifenden Differenzen ebenfalls
aus der Potentiometerspannung bestimmen, da — drehzahlabhingig — zwischen 4 und 8 Wel-
lenumdrehungen aufgezeichnet werden. Nach Festlegung eines Schwellenwertes wird nach Zeit-
punkten gesucht, wo dieser in einer bestimmten Richtung iiberschritten wird. Um Fehler
durch einzelne " AusreiBer" zu vermeiden, wird die MeBkurve an diesen Stellen lokal durch ein
Ausgleichspolynom angenéhert, bevor der genaue Zeitpunkt bestimmt wird.

Im néchsten Schritt wird die gesamte MeBkurve der Potentiometerspannung durch multiple
Regression mit dem Ansatz

I}(t)=a+
' n

Mo
[y

[ancosnwt+bnsinnwt] +

+ aycoswyt+bysinwyt (5.3-1)

korreliert, wobei w die mittlere Winkelgeschwindigkeit der Welle, wy die Netzfrequenz von
50 Hz und ag, a, bIl (n=1,..,6), ay und bN die anzupassenden Konstanten sind. Durch
Hinzunahme der von wy abhéngigen Glieder lassen sich Stérspannungen dieser Frequenz
eliminieren, wenn die Ausgleichsfunktion anschlieBend ohne diese Glieder verwendet wird.

Die iibliche Fourieranalyse hat gegeniiber dieser Methode den Nachteil, daB die MeBpunkte in
einem Intervall [0, 2 7] dquidistant verteilt sein miiBten und nur vollstédndig aufgezeichnete
Umdrehungen verwertbar wéren. Der EinfluB von Stérungen mit Netzfrequenz kénnte nicht
separat erfaf3t werden.

Die Matrix des linearen Gleichungssystems, das bei der multiplen Regression zu losen ist, geht
in die Einheitsmatrix iiber, falls in einem Sonderfall die oben genannten Bedingungen erfiillt
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sind und die Netzfrequenzglieder unberiicksichtigt bleiben, und der Algorithmus vereinfacht
sich damit zu dem der Fourieranalyse. Andernfalls verschwinden die Elemente beiderseits der
Diagonalen nicht, wenn sie auch stets deutlich kleiner als die Diagonalelemente bleiben. Die
Losung des Gleichungssystems ist also numerisch unproblematisch. Das beschriebene Regres—
sionsverfahren kann somit als verallgemeinerte harmonische Analyse aufgefa3t werden.

Die Extremwerte der so gewonnenen periodischen Ausgleichsfunktion sind mathematisch
exakt definiert. Die Umrechnung in den Kurbelwinkel iiber die inverse Sinusfunktion ist auf
dieser Grundlage unproblematisch. Damit sind die gemessenen Druckwerte und die Zeit als
Funktionen des Winkels bekannt. Sie werden im néchsten Schritt ebenfalls mit der beschriebe-
nen Methode durch eine Ausgleichsfunktion entsprechend GIl. 5.3—-1 angenihert. Dabei ist
lediglich wt durch den jetzt bekannten Kurbelwinkel ¢ zu ersetzen. Die angepaf3ten Koeffi-
zienten werden in einem File gespeichert und stehen damit als Grundlage fiir weitere Auswer—
tungen zur Verfiigung. Die Originaldaten werden nicht mehr benétigt und kdnnen auf Magnet—
band ausgelagert werden.

Mit Hilfe der erhaltenen Ausgleichsfunktionen sind die p,V -Integrale fiir die Zylinderrdume
und den Gesamtproze3 numerisch leicht auswertbar. Um hierzu den Druck im heien Zylinder—
raum ndherungsweise zu bestimmen, wurde anhand von Rechnungen das Verhéltnis des vom
Differenzdruckaufnehmer erfaten Stromungsdruckverlustes zur gesamten Druckdifferenz
zwischen warmem und heiem Zylinderraum ermittelt. Die Meflwerte werden mit diesem
Faktor, der wegen des relativ hohen Druckverlustes im Erhitzer ca. 2,0 betrigt, extrapoliert
und zum Absolutdruck im warmen Raum addiert. Eine Druckmefstelle unmittelbar im heifen
Zylinder ist aus fertigungstechnischen Griinden nachtriglich nicht mehr mit vertretbarem
Aufwand zu realisieren.

Im Anhang AS sind in Tabellenform die so berechneten indizierten Warmestrome gemeinsam
mit den entsprechenden bilanzierten Grofen fiir alle durchgefiihrten Messungen aufgelistet
(Tabelle AS—1). Die Sollwerte fiir Druck, Drehzahl und die Temperaturniveaus sind jeweils
mit aufgefiihrt. Der bilanzierte heile Warmestrom ergibt sich aus der Gesamtbilanz unter
Verwendung des warmen und kalten Wérmestroms sowie der elektrischen Motorleistung.

Bei den mit * gekennzeichneten Messungen stand der MefBumformer fiir die Leistung noch
nicht zur Verfiigung. Sie wurden in diesen Fillen nachtridglich anhand der mechanischen
Wellenleistung geschétzt, die sich aus der Differenz zwischen Drehfeldfrequenz np, und
Wellendrehzahl n mit der vom Hersteller mit k = 5,88 Nms angegebenen
Kennliniensteilheit des Motors ergibt. Es gilt fiir das Drehmoment

M=k(np-n) (5.3-2)
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und somit fiir die mechanische Wellenleistung

P 27-n -k (nD -n) (5.3-3).

mech ~
Da der Motor iiber einen Frequenzumrichter betrieben wird, ist sie nicht unmittelbar propor—
tional zur elektrischen Leistung, denn der Wirkungsgrad des Motors ist bei niedrigeren
Frequenzen schlechter. Nimmt man vereinfachend an, daB die zusdtzlichen Verluste vom
Kehrwert der Feldfrequenz abhédngen, so ist ein Zusammenhang der Form

Ty (5.3-4)

P n
D

kl'P

mech ~ el

mit k, und k, als empirisch zu bestimmenden Konstanten zu erwarten. Es besteht dann ein
linearer Zusammenhang zwischen P el © Ip und Pme ch © Dp - Bild 5.3-1 zeigt eine
entsprechende Auftragung fiir alle Messungen nach Anschaffung des MeBumformers fiir die
elektrische Leistung. Die Punkte lassen sich gut durch die eingezeichnete Ausgleichsgerade

anndhern, und man erhilt

150
-4 _ _ - —1 +
? 100- Pmem'nD = 115 Pel-nD 29.8 kW min V-/
r
1
C
or—{ )
=
2 50+ *
2 o
- |
C
g8 o
& -
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Pe-Np kW-min™] —p

Bild 5.3-1: Zusammenhang zwischen clékt;ischcr und mechanischer Leistung Pel und
P bei verdnderlicher Drehfeldfrequenz o,

mech
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_ 29,8 kW min-1 s

Die Abschitzung des Drehmomentes iiber Gl. 5.3-2 ist wegen des Umrichterbetriebes
problematisch, denn die Steilheit der Motorkennlinie wird hiervon vermutlich beeinflufit.
Nichtsdestoweniger 146t sich die vom Motor aufgenommene elektrische Leistung gut als
empirische Funktion von n und np, darstellen, wenn Gl. 5.3-3 in Gl. 5.3—4 eingesetzt und
diese nach P el aufgelost wird. Man erhilt dann als Vorhersagegleichung fiir P el

9 kW min~!
P, ~ 0,87 27rnm(nD—n) +22; 11;]) nin (5:3-6).
Mit dieser Beziehung wurde P el fiir die in Tabelle AS—1 mit * gekennzeichneten Messungen
nachtriglich berechnet. Der Fehler kann anhand von Bild 5.3—-1 mit ca. + 20 W abgeschitzt

werden (fir np ~ 200 min™).

Die Angaben fiir P eoli in Tabelle AS—1 sind demgegeniiber als ungenauer einzustufen, da
— wie schon erwdhnt — die Auswirkungen des Frequenzumrichterbetriebes auf die Kennlinie
des Motors unbekannt sind. Sie hat allerdings fiir die weiteren Auswertungen nur insofern
Bedeutung, als sie mit der durch das Simulationsprogramm berechneten Bremsleistung vergli-
chen werden kann. Diese Gro3e, die in erster Linie fiir die Berechnung von Stirlingmotoren
vorgesehen ist, entsteht durch Integration des vom simulierten Drehstrommotor/ — generator
auf die Getriebewelle wirkenden Momentes iiber den Kurbelwinkel und unterscheidet sich
rechnerisch nur dann von der indizierten Leistung des Prozesses, wenn Reibungsverluste durch
entsprechende Eingabedaten beriicksichtigt werden. Dies ist bei zwangsgefiihrten Kolben ledig-
lich iiber ein konstantes, vorzugebendes Reibmoment mdglich, das auf die Getriebewelle wirkt.
Um hier fiir die Vuilleumier — Warmepumpe einen Anhaltswert zu gewinnen, wurde dieses

Reibmoment aus der Differenz zwischen der indizierten Prozelleistung P, d und P h fiir

mec
alle Messungen berechnet.

Bei den Versuchen zeigte sich eine Abnahme der inneren Reibung mit zunehmender Betriebs—
zeit, was vermutlich auf Einlaufeffekte zuriickzufiihren ist, wie sie auch vom Hersteller der
verwendeten Dichtungen vorausgesagt wurden. In Bild 5.3-2 wurde das Reibmoment daher
iiber der laufenden Nummer der Messung in chronologischer Folge aufgetragen. Trotz der
erheblichen Streuung der Punkte? ist eine abfallende Tendenz zu erkennen, was auch durch die
eingezeichnete Ausgleichsgerade bestétigt wird. Die groBen Abweichungen sind auf die Diffe-

renzbildung zwischen den jeweils nur ungenau bestimmbaren Gréflen P p und P ozue

mec

2Eine Auftragung iiber anderen moglicherweise relevanten GroBen, z.B. der Drehzahl oder dem ProzeBdruck;
zeigte keine weiteren signifikanten Abhéngigkeiten.
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riickzufithren. Besonders bei P, d liegt der MeBfehler nahezu in der GroBenordnung des Be-
trages, denn dieser Wert ist gleich der Summe der p,V-Integrale der Zylinderrdume und ver-
schwindet wegen des fast konstanten Gesamtvolumens anndhernd. Es liegt somit bereits hier
eine hinsichtlich der Fehlerfortpflanzung sehr ungiinstige Differenzenbildung aus den einzelnen
p,V—Integralen vor, die, wie man an den indizierten Warmestromen in Tabelle AS—1 erken—
nen kann, erheblich groBer als die indizierte Leistung sind. Es ist dabei besonders zu beriick-
sichtigen, da8 der Druckverlauf im heiBen Zylinderraum nur indirekt bestimmt werden kann.

(S5

E
<

3-
_|_', F

C ]

@ ]

E

g |

E 2-
0 !
o—

O
o

1-

ol

O . . 50 100 150 200
chronologische Messungsnummer —&

Bild 5.3-2: Experimentell ermittelte Reibmomente in Abhingigkeit von der Anlagen-
betriebszeit

Die in Tabelle AS—1 aufgefiihrten MeBergebnisse werden in Abschnitt 6 mit den Resultaten
der Simulationsrechnung verglichen und graphisch dargestellt.

Aus den bilanzierten Energiestromen wurden in Tabelle AS—1 zusitzlich die Leistungszahlen
n und 7, berechnet. 5 ist als reines Wiarmeverhiltnis definiert, wihrend in der aussagefidhi-

>0
mech ’
so wird sie als aufzuwendender Energiestrom mit dem Faktor 3 gewichtet, um den Wirkungs-

geren GroBe 7, die mechanische Leistung P ech mit beriicksichtigt wird. Ist P

grad der Energieumwandlungen in Warmekraftanlagen zu beriicksichtigen. Ist dagegen
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Pmech < 0, so wird sie dem nutzbaren Wirmestrom zugerechnet, da eine andere Verwen—
dung bei ihrem stets geringen Betrag nicht wirtschaftlich wére und die Erzeugung elektrischer
Leistung nicht Aufgabe einer Wiarmepumpe ist. Es gelten daher die Berechnungsgleichungen

7 = = 9, (5.3-7),
Oy
h = 'i (P > 0)
Qh + 3P
-Q. -P
= —a (P < 0) (5.3-8).
Oy

5.4  Fehlerbetrachtung

Die Fehler der Leistungsdaten P el PIn edh und Pin d wurden bereits diskutiert. Die Wiarme-

strome als fiir die Bewertung des Prozesses wesentliche GroBen ergeben sich aus der Gleichung

0 =mc [Tein ~Taus ] (5-4-1)
die als Grundlage der Fehlerbetrachtung zu verwenden ist.

Bei der Berechnung des kalten Wérmestroms tritt zusdtzlich das Problem der Stoffdaten—
genauigkeit fir das Wasser — Ethylenglykolgemisch auf. Es wurden die bereits zitierten
Korrelationen (BOHNE, FISCHER und OBERMEIER 1984) fiir die Dichte p , die dynamische
Viskositdt 7 und die Warmekapazitdt c¢ verwendet. Aufgrund der Angaben der Autoren
betrédgt der Fehler bei p ca. + 0,25 %, bei n ca. £ 5 % und bei ¢ ca. + 7 % Die Viskositit
wird bendtigt, um die MeBwerte des fiir Wasser geeichten SchwebekdrperdurchfluBmessers fiir
das eingesetzte Stoffgemisch zu korrigieren. Es wurden Gerite der Firma Krohne (Typ H54
M4) mit MeBbereichen von 6301/h und 10001/h im kalten bzw. warmen Kreislauf einge-
setzt, die stets mit Durchfliissen von ca. 5001/h bzw. 9001/h betrieben wurden. Nach
Herstellerangaben liegt die MeBgenauigkeit dann bei ca. 1% vom MeBwert. Wegen der
Ferniibertragung und Umwandlung wird daher insgesamt ein relativer Fehler von 1,5 %
angenommen. Die Umrechnung der Werte fiir den kalten Kreislauf erfolgt geméaB
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(5.4-2).

PR ‘EJ (P, =0 P

v a4 (pg — p,) Py
Dabei ist o der aus dem Kennlinienfeld des DurchfluBmessers abzulesende Stromungsbeiwert
und Py die Dichte des Schwebekorpers. Der Index w kennzeichnet die fiir das Eichmedium
Wasser giiltigen Werte. Wihrend der Fehler der Dichte vernachléssigbar klein ist, ergibt sich
anhand des Kennlinienblattes fiir das von 7 abhédngige « ein Fehler von ca. 1 %.

Der Fehler der Temperaturdifferenz in Gl. 5.4—1 ist sinnvoll nur in absoluter Form anzuge-
ben. Da die eingesetzten Pt —100—Widerstandsthermometer einzeln kalibriert wurden, wird er
mit ca. + 0,1 K abgeschdtzt. Dem entspricht bei den angegebenen DurchfluBwerten ein
Fehler von ca. £ 50 W fiir den kalten und ca. £ 100 W fiir den warmen Wirmestrom.
Bei Kontrollmessungen im Stillstand der Maschine wurde im kalten Kreislauf ein geringer
EinfluB des Durchflusses auf die Temperaturdifferenz festgestellt. Er ist vermutlich auf die
durch Druckverluste im Mantelraum dissipierte Energie zuriickzufiihren und ist bei einer
GroBe von ca. 3 - 1072 K gegeniiber anderen Fehlern sehr klein. Trotzdem wurde eine
Korrektur vorgenommen, da es sich um einen systematischen Fehler bekannter Gro3e handelt.

Der Gesamtfehler der Wérmestrome setzt sich aus Anteilen zusammen, die teils in ihrer
absoluten, teils in ihrer relativen Grofe bekannt sind bzw. abgeschdtzt wurden. Er ist damit in
jedem Fall von der Grofe des Mefwertes abhidngig. Fiir den kalten Wérmestrom wurden
Werte zwischen ca. 100 W und 1,3 kW gemessen, wobei sich der Fehler aufgrund der
bisherigen Betrachtungen zwischen ca. + 60 W und =+ 110 W bewegt. Fiir den warmen
Wirmestrom erhilt man Fehler zwischen + 110 W und + 150 W bei MeBBwerten im Bereich
von 1,9 kW bis 5,2 kW. Die relativen Fehler sind hier geringer, da die Stoffdatenungenauig-
keit bei Wasser vernachléssigbar klein ist.

Der heile Wérmestrom wird indirekt aus der Gesamtbilanz berechnet und ist somit der unge-
naueste der bilanzierten Energiestrome. Fiir ihn erhédlt man unter Beriicksichtigung der Fehler
des warmen und kalten Warmestroms und der elektrischen Motorleistung Werte zwischen =+
130 W und =+ 190 W bei Wirmeleistungen im Bereiche von 1,6 kW bis 3,9kW .
Unberiicksichtigt bleiben hierbei die Isolationsverluste. Es wurde versucht, sie durch
umfangreiche Verkleidungen unter Verwendung von Mineralfasermatten und Kunststoff-
schdumen gering zu halten. Fiir den Bereich der eigentlichen Maschine, d.h. unterhalb der
Brennkammer des Erhitzers, ergeben sich nach groben Abschdtzungen Werte von ca. 50 bis
100 W . Es ist daher zu vermuten, da3 der dem Prozef zugefiihrte heile Wirmestrom tatséch-
lich etwas hoher ist als aus den MeBwerten ermittelt wurde.
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Die zweite Bilanzierungsmethode fiir den kalten Kreislauf iiber die elektrische Heizung hat
sich trotz ihrer theoretischen Einfachheit in der Praxis nicht bewéhrt. Das Verfahren erwies
sich als sehr empfindlich gegeniiber Mefifehlern. Als Griinde sind hier die oft sehr geringe
Temperaturdifferenz zwischen Vor— und Riicklauf der elektrischen Heizung, ungeniigende
Isolation, noch unvollstindiger Temperaturausgleich im Strémungsquerschnitt an der Mef3-
stelle hinter der Heizung sowie Kondenswasser — bzw. Eisbildung zu nennen. Letztere fithrt zu
undefinierten Wérmestromen im Bereich des Bilanzraumes. Eine vollstindige Dampfsperre
lieB sich nicht mit vertretbarem Aufwand realisieren. Die nach dieser Methode gewonnenen
Mefwerte zeigten eine deutlich groere Streuung als die nach Gl. 5.4—1 ermittelten und waren
in vielen Féllen nicht zu reproduzieren. Sie wurden daher nicht in Tabelle A5—1 aufgenommen
und werden auch bei den folgenden Darstellungen nicht beriicksichtigt.

Abschliefend sind noch die Fehler der vier mit hoher zeitlicher Auflésung aufgezeichneten
MefgroBen zu diskutieren. Die Kanile des auf der Welle angebrachten x,y—Potentiometers
wurden kalibriert, indem in geringen Winkelabstdnden die Kolbenpositionen und die Wider-
stinde gemessen wurden. Die Mepunkte entsprachen mit hoher Genauigkeit dem aufgrund
der Getriebegeometrie zu erwartenden Verlauf. Vor jeder Messung wurde zusdtzlich gepriift,
ob die Signale des x— und y-—Kanals bei vektorieller Addition einen rotierenden Vektor
konstanten Betrages liefern. Da sich bei Wiederholungsmessungen keine signifikanten
Abweichungen zeigten, ist die Winkelaufzeichnung daher als wenig fehlerbehaftet anzusehen,
auch wenn anschliefend aus Mangel an Aufzeichnungskandlen nur eine Komponente des
Vektors gemessen wurde.

Die Absolutdruckaufnehmer sind mit Dehnungsmef3streifen in Vollbriickenschaltung bestiickt.
Wegen der hohen Mef3geschwindigkeit und der begrenzten Mdglichkeiten des Mef3werterfas—
sungssystems konnten keine Trégerfrequenz—, sondern lediglich Gleichspannungsmessungen
durchgefiihrt werden. Die Nullpunkte erwiesen sich daher aufgrund von Thermospannungen
als temperaturabhingig. Obwohl im temperierten Zustand der Anlage die bereits beschriebe-
nen Abgleichsmessungen durchgefithrt wurden, ist daher mit Verschiebungen der Absolutwerte
der Messungen zu rechnen. Da jedoch fiir die Auswertung lediglich die relativen Druckunter—
schiede von Bedeutung sind, kann dieser Fehler in Kauf genommen werden. Der Linearitédts—
fehler kann aufgrund von Eichmessungen als vernachléssigbar klein bezeichnet werden.

Der induktiv arbeitende Differenzdruckaufnehmer kann nur mit Hilfe eines Trégerfrequenz-
mefverstédrkers betrieben werden. Es zeigten sich hier sehr starke Temperaturabhingigkeiten,
die zu Fehlern hinsichtlich der Lage des Nullpunktes fithrten. Auch Einfliisse auf den Verstar-
kungsfaktor kénnen nicht ausgeschlossen werden, wenn sie auch bei Wiederholungsmessungen
nicht erkennbar sind.
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6 Experimentelle Ergebnisse im Vergleich zur Simulationsrechnun

6.1 Vergleich fiir die Vuilleumier — Warmepumpe

6.1.1 Bemerkungen zu den Berechnungsvorgaben

Die Eingabedaten fiir die Simulation der Vuilleumier — Wirmepumpe sind in Tabelle A4—-1
im Anhang A4 zusammengestellt. Sie ist identisch mit der vom Programm eingelesenen Datei.
Die meisten der dort angegebenen Werte ergeben sich unmittelbar aus der Konstruktion bzw.
den verwendeten Materialien. Auf eine umfassende Diskussion wird daher verzichtet.

Die Angaben zu den Totrdumen basieren auf den in Tabelle A4—2 zusammengestellten Daten.
Da die GroBe des Totvolumens fiir die Leistungsdichte von erheblicher Bedeutung ist, sind
auch geringe Totrdume, wie sie z.B. in und um Schraubenképfe u.4. zu finden sind, in die
Berechnung eingegangen. Wegen ihrer groen Zahl sind sie ebenso wie die Freirdume in den
Dichtungsnuten nicht zu vernachldssigen. Nennenswerte Beitrdge liefern auch die umfang-
reichen Leistungssysteme fiir den AnschluB von Meffiihlern, Fiill —, AblaB —, Uberstrém —
und Sicherheitsventilen u.4.. Das rechnerisch ermittelte Gesamtvolumen des Prozesses konnte
experimentell nicht iiberpriift werden, da die volumetrische Bestimmung der Gasfiillmenge
stets auch das nicht genau bestimmbare Getriebevolumen einschliet. Der ermittelte Wert von
12,14 1 Gesamtvolumen verteilt sich nach der rechnerischen Totraumbestimmung zu 3,84 1
auf die am Prozef beteiligten Rdume und zu 8,30 1 auf den Raum im Bereich des Getriebes
und des Elektromotors sowie das Innere der Verdringerkolben. Wenn auch alle anhand der
Konstruktionsunterlagen auffindbaren Totrdume beriicksichtigt wurden, ist damit zu rechnen,
da3 der tatséchliche Wert durch die Aufstellung in Tabelle A4-2 nicht vollig erreicht wird.

Das Berechnungsverfahren erlaubt es, zusitzliche, d.h. nicht durch andere Maangaben bereits
gegebene Totrdume sowohl innerhalb der Zylinderrdume als auch an den Schnittstellen
zwischen benachbarten Gasrdumen zu beriicksichtigen. Im letzteren Fall wird das Volumen in
der Berechnung zu gleichen Teilen den beiden angrenzenden Ré&umen zugeschlagen, was nur
bei relativ kleinen Totrdumen vertretbar ist. Groere Riume, die ohnehin stets in unmittel-
barer Ndhe eines Zylinders auftreten, wurden bevorzugt diesen zugerechnet, so daf3 das Totvo-
lumen der Schnittstelle auf den Bereich des eigentlichen Verbindungskanals beschrankt
bleiben konnte. Dies ist insofern bedeutsam, als die Angabe des Schnittstellenvolumens auch
in die Simulation von Trégheitseffekten in der Gasstromung eingeht. Die genaue Zuordnung zu
den Zylinderrdumen und Schnittstellen ist in Tabelle A4—-2 angegeben.

Es besteht weiterhin die Moglichkeit, fiir die Schnittstellen Druckverlustbeiwerte einzusetzen.
Sie werden auf die kleinere der beiden ebenfalls anzugebenden Anschluquerschnitte bezogen.
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Auf diese Weise konnen z.B. konstruktiv bedingte Verluste durch Strémungsumlenkung u.i.,
die sich aus den iibrigen Mallangaben nicht unmittelbar ergeben, beriicksichtigt werden. Die
stets auftretenden Ein — und Ausstromverluste werden anhand der Anschluquerschnitte und
der freien Stromungsquerschnitte der angrenzenden Gasrdume bereits programmintern berech—
net, so daB in einigen Fillen der Beiwert 0 angeben ist.

Wirmeleitungsverluste konnen in W/K sowohl fiir Zylinder — Verdringerkolben — Kombina-
tionen als auch fiir die Auenwédnde der Regeneratoren angegeben werden. Sie wurden anhand
der Konstruktionsunterlagen errechnet. Zusétzliche Verluste in den Kolbenspalten werden
— wie in Abschnitt 4.4 beschrieben — beriicksichtigt.

Die Wirmeiibergangskoeffizienten in den Mantelrdumen der Wérmeaustauscher wurden fiir
die verschiedenen Werte der warmen bzw. kalten Kreislauftemperatur nach den vom VEREIN
DEUTSCHER INGENIEURE (1984) veroffentlichen Berechnungsmethoden ermittelt. Von der
Moglichkeit, fiir die Randzonen abweichende Werte vorzugeben, wurde kein Gebrauch
gemacht, da wegen des Einbaus von Umlenkblechen keine schlechter durchstréomten Zonen
anzunehmen sind.

Da am heilen Wirmeaustauscher unmittelbar die Aulenwandtemperatur geregelt wurde, wire

—zumindest fiir den mittleren Léngenabschnitt der Rohre — ein unendlich hoher Warmeiiber—-
gangskoeffizient einzusetzen. Die Werte wurden jedoch so gewdhlt, dal geringe Gréddigkeiten
im mittleren Rohrbereich (ca. 2 bis S K ) und nahezu adiabate Verhiltnisse an den kaum
beheizten Rohrenden herrschen. Zusdtzlich wurde die Temperatur im Au3enraum des Wirme-
austauschers von 500°C auf 450°C fiir die ProzeBberechnungen herabgesetzt. Die Griinde
hierfiir werden im folgenden erldutert.

In Abschnitt 5.1 wurde bereits darauf hingewiesen, da fiir die Uberwachung des Temperatur-
Sollwertes aus Sicherheitsgriinden eine Me@3stelle an der heilesten, in Vorversuchen ermittel-
ten Zone der Erhitzerrohre gewdhlt wurde. Dazu wurde ein Thermoelement unmittelbar auf
der Rohroberfliche angelotet. Zu einem spdteren Zeitpunkt, nachdem aufgrund von Ver-
gleichsrechnungen mit dem beschriebenen Verfahren Zweifel an der Richtigkeit der so gewon-
nenen Werte bestanden, wurden zusdtzliche Mef3stellen an den Rohren unter Verwendung von
angeloteten Formteilen aus Kupfer angebracht, in denen eine Bohrung die Spitze der Thermo-
elemente aufnahm. Auf diese Weise konnte ein besserer thermischer Kontakt zur Rohrwand
erreicht werden, wihrend die urspriinglich angebrachten Meffiihler unmittelbar unter dem
EinfluB der Warmestrahlung in der Brennkammer standen. Da nicht der gesamte Erhitzer in
gleicher Dichte mit Meffithlern versehen werden konnte, wurde bei der Festlegung ihrer
Positionen ein Schema gewihlt, nach dem
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— fiir ein ausgewihltes Rohr die Verteilung iiber der Lénge,

— fiir eine Gruppe von vier in dasselbe Regeneratorgehéduse fithrenden Rohren die Tempe-
raturunterschiede innerhalb dieser Gruppe sowie

— fiir vier gleichmiBig iiber den Umfang des Erhitzers verteilte Rohre gleicher Form und
Lage die hier auftretenden Differenzen

bestimmt werden konnten. Unter der Annahme, da die relative Temperaturverteilung iiber
der Linge fiir alle Rohre sowie die Unterschiede zwischen den vier Rohren fiir alle Gruppen
dhnlich sind, konnte so eine durchschnittliche Rohrwandtemperatur ermittelt werden. Sie liegt
rechnerisch zwischen 5 und 20 K unter dem Sollwert, abhidngig von dem iibertragenen
Wirmestrom.

Diese relativ geringen Abweichungen der durch arithmetische Mittelung gewonnenen Werte
von der Solltemperatur sind im wesentlichen auf eine einzelne, mit Werten bis ca. 5400C
deutlich iiber dem Mittelwert liegende Temperatur bedingt. Es liegt hier vermutlich eine
durch ungleiche Durchléssigkeit der Regeneratoren bedingte schlechtere Durchstrémung einer
einzelnen Rohrgruppe vor. Alle anderen Me3punkte liefern dagegen Werte zwischen ca. 470
und 490°C .

Da in schlecht durchstromten und daher heieren Rohren auch weniger Wérme iibertragen
wird, erscheint eine arithmetische Mittelung der Werte unberechtigt. Stattdessen miiSten die
kélteren Rohre, wo der grofte Teil des Wérmestroms iibertragen wird, stirker gewichtet
werden. Wie dies quantitativ zu geschehen hat, ist angesichts der unvollstdndigen Informatio-
nen iber die Stromungsverhéltnisse unklar. Wird die einzelne zu hohe Temperatur als
" Ausreiler” betrachtet und bei der Mittelung nicht beriicksichtigt, so erhdlt man rechnerische
Rohrwandtemperaturen zwischen 480 und 4759C . Wihrend die geringe Abhéngigkeit vom
Wirmestrom durch die Wirmeiibergangskoeffizienten beschrieben werden kann, ist somit
bereits eine Absenkung der rechnerischen Au3enraumtemperatur um ca. 20 K erforderlich.

Weiterhin ist fraglich, ob durch die zusétzlichen Mef3stellen die tatsichliche Rohrwandtempe-
ratur richtig erfat wurde. Durch die Kupfer — Formteile wird im Bereich des Mepunktes die
Austauschfldche pro Rohrldngeneinheit auf ca. das Doppelte erhoht, was Auswirkungen auf
den Wirmeiibergang sowohl durch Konvektion als auch durch Strahlung hat. Es ist also zu
vermuten, daf es auch auf diese Weise nicht moglich ist, die Wandtemperatur der Rohre zu
messen, ohne durch den Meffiihler bereits den MeBBwert zu verfilschen. Die Grof3e der so
bedingen Fehler ist quantitativ nicht zuverldssig anzugeben.
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Ein weiterer Grund fiir eine Absenkung des heilen Temperaturniveaus in der Rechnung ist die
dort nicht beriicksichtigte Abweichung des Zustandsverhaltens des ProzeSmediums vom idea—
len Gasgesetz. Zwar kommt das Edelgas Helium der Modellvorstellung des idealen Gases sehr
nahe, doch liegen bei Driicken im Bereich zwischen 50 und 100 bar die Realgasfaktoren fiir
die tiefen (d.h. die warmen und kalten) Temperaturniveaus um ca. 2 % iber denen fiir das
heie Niveau. Bei der Berechnung von thermisch erzeugten Druckénderungen, die gerade im
Vuilleumier — ProzeB fiir die Wirmeleistung entscheidend sind, kommt es somit zu einem
Fehler, der die vom heien Verdridnger induzierte Druckschwankung um 2 % hoéher erschei-
nen 1468t als real zu erwarten ist. Da der Realgasfaktor im Produkt mit der Temperatur in die
Rechnung einzusetzen wire, kann durch Verminderung von Th um ca. 15 K diesem Effekt
niherungsweise Rechnung getragen werden.

Das reale Gasverhalten wurde in der Rechnung bislang nicht erfaflt, da ggf. neben den Funk-
tionen fiir die integralen Warmekapazitdten und den Realgasfaktor auch deren Temperatur—
und Druckableitungen in nahezu alle wesentlichen Berechnungsgleichungen einzusetzen wéren.
Andernfalls kommt es zwangsldufig zu Fehlern in der Energie— und Massenbilanz. Die Rech-
nungen werden dadurch erheblich aufwendiger, was sich entsprechend auf die Rechenzeit
auswirkt. Es wurde daher — &dhnlich wie es auch von bislang verdffentlichten Verfahren zur
Berechnung von Stirlingmotoren bekannt ist — mit dem idealen Gasgesetz gearbeitet.

Der — gerundete — Wert von 450°C wurde zur Berechnung des ProzeBverhaltens gewéhlt,
um die genannten Effekte ndherungsweise pauschal zu beriicksichtigen. Er wird durch die fiir
alle Messungen gute Ubereinstimmung berechneter und gemessener ProzeBdruckverliufe
bestédtigt. Der Wert wurde jedoch nicht durch numerische Anpassung an Mef3daten ermittelt,
zumal eine Verdnderung um einige Kelvin keinen erkennbaren EinfluB auf die rechnerische
Wiedergabe der zyklischen Mef3daten hat. Ein Wert von 500°C oder 480°C liefert jedoch in
Amplitude und Phasenlage deutlich von den MeBwerten differierende Druckverldufe, die zu
groBen Abweichungen bei den Wérmestrémen fiihren. Bild 6.1.1—1 und 2 zeigen dies fiir unter—

schiedliche Werte von Druck, Drehzahl und kalter Temperatur.

Die Unterschiede zwischen den berechneten Kurven fiir 500 und 450°C erscheinen in der
Darstellung zwar gering im Verhiltnis zur Amplitude, doch fiihren sie zu einer Veridnderung
der Wirmestrome um einige hundert Watt. Hier ist besonders zu beriicksichtigen, dal die
indizierte, d.h. durch das p,V-Integral gegebene Kilteleistung der Maschine durch die
Regeneratorverluste und andere Verlustwérmestrome zu weit iiber 50 % zunichte gemacht
wird. Damit wirken sich bereits Fehler von wenigen Prozent bei der indizierten Leistung
deutlich auf die Netto — Kalteleistung aus. In Tabelle 6.1.1-1 sind die aus den Mef3daten
gewonnenen Werte der indizierten und bilanzierten Kélteleistung sowie die zugehorigen,

rechnerisch ermittelten Regeneratorverluste fiir einige wiederholt vermessene Betriebszustdnde
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Tabelle 6.1.1-1: Experimentell ermittelte indizierte und bilanzierte Kaltelei-
stung Qk, ; und Q sowie berechnete Verluste im kalten

Regenerator HV Kk fiir verschiedene Werte der Betriebsdaten
P, n,Tk, sowie’TW = 400C und Th = 5000C.

» _a X B fy.x
bar min~1 0C kW kW kW
100 200  -10 1,31 0,20 0,913
1,38 0,23
1,32 0,22
1,34 0,21
100 400  -10 2,66 0,69 1,749
2,69 0,64
2,59 0,65
50 200 10 0,57 0,23 0,322
0,65 0,23
0,67 0,24
50 400 10 1,31 0,59 0,536
1,36 0,61
1,32 0,60

zusammengestellt. Es wird auch deutlich, dal im Auslegungszustand bei p = 100 bar und
n =400 min™! die Kilteleistung und damit die Leistungszahl durch eine Optimierung der
Regeneratoren betrdchtlich zu steigern wére. Die Maschine bietet somit ein erhebliches
Potential fiir Verbesserungen. Dies wird in Abschnitt 6.1.4 ndher untersucht werden.

Betrachtet man die Druckverldufe in Bild 6.1.1—-1 und 2, so stellt sich die Frage, ob die Unter—
schiede zwischen den fiir Tp = 500°C berechneten und den gemessenen Druckverldufen auch
auf andere Weise als durch Absenkung der Berechnungstemperatur zu erkldren sind. Hierzu ist
festzustellen, daB einerseits die Anderung dieser BerechnungsgréBe aufgrund der oben darge-
legten physikalischen Uberlegungen nicht nur berechtigt, sondern erforderlich ist.

Andererseits zeigen sich die berechneten Druckverldufe sehr invariant gegeniiber anderen in
Frage kommenden EinfluBgréBen. So erhilt man bei einer Manipulation der Regenerator—
wirkungsgrade selbst dann noch keine merklichen Anderungen der Druckkurven, wenn die
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Wirmestrome bereits vollig falsch wiedergegeben werden. Ein vergréBertes Totvolumen
verringert zwar die Amplitude der berechneten ProzeBdriicke, nicht jedoch ihre Phasenlage,
und miiBte zudem in einer nicht mehr vertretbaren Hohe von mehreren 100 cm3 erfolgen.

Verdnderte Warmeiibergangs— oder Druckverlustkoeffizienten verbessern ebenfalls nicht die
Wiedergabe der Druckverldufe, wenn man an einer heilen Berechnungstemperatur von 500°C
festhilt. Die einzige weitere theoretische Moglichkeit, den berechneten Druckverlauf sowohl in
der Amplitude zu vermindern als auch in der Phase (zeitlich) nach vorn zu verlagern, ist die
Annahme von Leckstrémen zwischen Proze— und Getrieberaum. Sie wurden experimentell
bestimmt, indem bei laufender — jedoch nicht beheizter — Maschine das Gas aus dem Proze§3-
raum langsam abgelassen wurde. Die zeitlichen Verldufe der jeweils iiber eine Umdrehung
gemittelten Driicke in Proze3— und Getrieberaum wurden dabei aufgezeichnet. Da der Druck
im Getrieberaum unter diesen Bedingungen nur durch Leckstrome zum Proze hin absinken
kann, ergibt sich bei Kenntnis des Getrieberaumvolumens von ca. 8,31 aus der beobachteten
Druckdifferenz und dem zeitlichen Verlauf des Getriebedruckes die GroBe der vorhandenen
Undichtigkeiten. Sie 148t sich bei Annahme laminarer Strémung durch die GroBe d¢/1 fiir
eine dquivalente Kapillare der Lange 1 und des Durchmessers d charakterisieren. Es wurde
experimentell der Wert 6,1 - 10 mm3 fiir d4/l1 gefunden und bei den Rechnungen einge-
setzt. Erkennbare Auswirkungen auf den rechnerischen Prozedruckverlauf treten jedoch erst
auf, wenn dieser Wert um mehr als einen Faktor 10 vergroBert wird. Dariiber hinaus kénnten
die diskutierten Abweichungen in Bild 6.1.1-1 und 2 fiir 100 bzw. S0 bar Mitteldruck nicht
durch denselben Wert fiir d¢/1 erkldrt werden.

6.1.2 Berechnung der Regeneratoren

Die von RICHTER (1988) als Regeneratormatrix ausgewéhlten Drahtgestrick — PreBlinge wei-
sen eine im Vergleich zu Drahtnetzpackungen ungeordnetere Struktur auf, wie in Bild 6.1.2—1
zu erkennen ist. Ihre Berechnung mit den fiir letztere geltenden Korrelationen nach BLASS
(1964) sowie TONG und LONDON (1956) ist daher problematisch. Zwar liegt wegen der axialen
Pressung ebenfalls eine iiberwiegend horizontale Schichtung der Drihte vor, jedoch muf3 wegen
der lokal unterschiedlichen Packungsdichte bei Verwendung des in Bild 6.1.2—-1 gezeigten
Matrixmaterials mit einer ungleichméaigen Durchstrémung gerechnet werden.

Wie in der GroBaufnahme der Oberfliche zu erkennen ist, wechseln Zonen mit sehr dichter
Packung und nebeneinander liegenden Drédhten mit groBeren Freirdumen und Vertiefungen,
deren Ausdehnung ein Mehrfaches des Drahtdurchmessers betrdgt und durch die der grofte
Teil des Gases stromen wird. Eine derart ungleichméBige Struktur ist hinsichtlich ihres Druck-
verlustes nicht quantitativ durch die fiir regelméBig aufgebaute Drahtnetzpackungen giiltigen
Korrelationen zu beschreiben. Es wurde daher lediglich angenommen, da3 die Druckverluste in
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Bild 6.1.2-1: Drahtgestrick—PreBling des kalten Regenerators
Rechts oben: Detailaufnahme der Anstromfliche
Rechts unten: Detailaufnahme der Seitenkante

Abhingigkeit vom Gasmassenstrom qualitativ richtig wiedergegeben werden. Anhand der
gewonnenen MeBkurven des Differenzdruckaufnehmers wurde nun unter der Annahme, daf3 die
Druckverluste in den Wérmeaustauschern anndhernd richtig berechnet werden, ein empiri-
scher Korrekturfaktor von 2,0 fiir den Regeneratordruckverlust ermittelt. Durch diesen Wert
lassen sich die Druckverluste wie auch — im Rahmen der hier sehr groBen relativen MeBfehler —
die mechanische ProzeBleistung mit guter Genauigkeit wiedergeben. Bild 6.1.2—2 und 3 zeigen

die experimentellen und die mit und ohne diesen Korrekturfaktor berechneten Differenzdruck-
verldufe. In Bild 6.1.2—4 sind die entsprechenden mechanischen Leistungen fiir die gleichen
Druck - und Temperaturniveaus iiber der Drehzahl aufgetragen.

Es bleibt hier die Frage offen, inwieweit der experimentell bestimmte Faktor tatséchlich auf
die von Drahtnetzpackungen deutlich verschiedene Struktur zuriickzufiithren ist und ob nicht
auch Einstromeffekte, wie sie aufgrund der von GEDEON (1989) durchgefiihrten Untersuchun-
gen im thermischen Regeneratormodell beriicksichtigt wurden (vgl. Abschnitt 4.6.2), von
Bedeutung sind. Diese Frage wird im Zusammenhang mit den fiir Stirlingmotoren durchge-
filhrten Rechnungen nochmals diskutiert werden.
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Bei den Berechnungsvorgabedaten in Tabelle A4—1 wird der Aufbau der Regeneratormatrix
durch den Drahtdurchmesser d die Porositit ¢ und die Maschenweite w charakterisiert.
Wihrend die beiden erstgenannten Groen leicht zu bestimmen sind, ist fiir die in
Bild 6.1.2—1 dargestellte Matrix eine Maschenweite nicht unmittelbar anzugeben. Es wurde
daher die Tatsache herangezogen, dal die drei genannten GrdBen fiir Drahtnetzpackungen
normaler Pressung nicht voneinander unabhéngig sind. Geht man von einem idealisierten, in
beiden Hauptrichtungen gleich aufgebauten Geflecht der Dicke 2 d aus, d.h. vernachldssigt
man die unterschiedliche Verformung von Kett— und SchuBdréhten, so 148t sich aus einfachen
geometrischen Uberlegungen der Zusammenhang

2
g = 1-%%J [ 2 ] +1 (6.1.2-1)

herleiten, mit dessen Hilfe ein Wert von 0,5 mm fiir die Maschenweite ermittelt wurde. Da
man sich wegen der sehr geringen Porositdt von 0,493 bereits an der Grenze der Giiltigkeit
der Korrelationen wie auch von Gl. 6.1.2—-1 bewegt (Drahtnetze mit diesen Daten wéren
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— wenn iiberhaupt — nur bei starker Verformung der Drihte herzustellen), ist dieser Wert als
formale und zudem sehr unsichere Rechengroe anzusehen. Sie konnte ebenfalls empirisch
angepal3t werden. Das thermische Verhalten der Regeneratoren wird mit w = 0,5 mm und
der ebenfalls fiir Drahtnetze von TONG und LONDON (1956) angegebenen Korrelation fiir den
Wirmeiibergang jedoch bereits zufriedenstellend wiedergegeben. Da hier zudem auch die
Verwendbarkeit des Berechnungsverfahrens fiir die Vorhersage des Betriebsverhaltens noch
nicht realisierter Gaskreisprozesse dokumentiert werden soll, wurde auf weitere, theoretisch
nicht quantitativ begriindbare Anpassungen an Me3werte verzichtet.

Die VergroBerung des berechneten Regeneratordruckverlustes um einen Faktor 2,0 und die
bereits diskutierte Verminderung der heiBen Berechnungstemperatur auf 450°C sind somit
die einzigen Berechnungsvorgaben, die von den urspriinglichen Modellvorstellungen abwei-
chen. Beides ist durch die jeweils dargelegten theoretischen Uberlegungen begriindet.

6.1.3 Darstellung des Prozeiverhaltens

Ein unmittelbarer Vergleich des gemessenen und berechneten ProzeBverlaufes ist anhand von
Darstellungen im p,V-Indikatordiagramm mdglich. In Bild 6.1.3-1 und 2 wurden zum
Vergleich die Kurven fir T, = + 10°Cund Ty = - 10°C bei ansonsten gleichen Betriebs—
bedingungen von p = 100 bar , n =400 min™!, T_ = 40°C und T, = 500°C einander
gegeniibergestellt. Fiir den heien und kalten Zylinderraum handelt es sich um rechtslédufige,
fiir den warmen um linksléufige Kurvenziige, deren Fldcheninhalt jeweils gleich der indizierten
Wiérmemenge pro Zyklus ist. Im Vergleich fillt auf, da8 die Druckamplitude fiir T, = - 10°C
groBer ist als fiir Tk = + 10°C . Die Leistungsdichte der Warmepumpe wird bei Absenkung
der kalten Temperatur also gesteigert. Dieser Effekt allein wiirde lediglich eine proportionale
VergroBerung aller Flicheninhalte bewirken, so da die Leistungszahl unverdndert bliebe.
Gleichzeitig beobachtet man jedoch eine Phasenverschiebung des zeitlichen Druckverlaufs, die
zu einer zusdtzlichen Formidnderung der ellipsendhnlichen Kurven fiihrt. Im einzelnen 148t sich
beim Ubergang von Tk = + 10°C zu Tk = — 10°C eine Aufweitung der heien und eine
Verengung der kalten "Ellipse" in Richtung ihrer kurzen Achse feststellen, wihrend die Kurve
fiir den warmen ProzeBraum ihre Form in schwer beschreibbarer Weise insgesamt leicht
dndert und dabei — im wesentlichen bedingt durch die groBere Druckamplitude — an Fléchen-
inhalt zunimmt.

Fiir das Betriebsverhalten der Warmepumpe bedeutet dies, daB, wenn auch die Leistungszahl
aufgrund prinzipieller thermodynamischer GesetzmaBigkeiten abnehmen muB, die Heizleistung
bereits bei unverdnderter Drehzahl zunehmen kann, wenn der Gewinn an indizierter Wirme in
VW nicht durch Regenerator — und Wiarmeleitungsverluste, die wegen der erhéhten Tempera-
turdifferenz im kalten Zylinder anwachsen, zunichte gemacht wird. Ein solches Verhalten, das
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kein konventioneller Warmepumpenproze3 aufweist, kime dem Heizwidrmebedarf sehr entge-
gen. Bei der hier vermessenen Versuchsanlage ist jedoch eine Abnahme des bilanzierten Heiz-
wirmestroms mit sinkender kalter Temperatur zu verzeichnen, was im wesentlichen auf die
bereits aus Tabelle 6.1.1-1 ersichtlichen hohen Regeneratorverluste zuriickzufiihren ist.
Gelidnge es, durch einen verbesserten Regenerator diese Verluste zu reduzieren (was angesichts
ihrer Hohe moglich erscheint), so konnte das beschriebene wiinschenswerte Verhalten erzielt
~ werden. Tabelle 6.1.3—1 zeigt fiir die beiden in Bild 6.1.3—1 und 2 dargestellten Betriebszu
stinde eine Aufstellung der gemessenen indizierten und bilanzierten sowie der berechneten

Wirmestrome und Regeneratorverluste. Wéhrend der indizierte warme Wirmestrom um ca.
300 W zunimmt, sinkt der bilanzierte um etwa den gleichen Betrag. Dem entspricht fast
genau der Anstieg des berechneten Regeneratorverlustes um ca. 600 W . Dal der bilanzierte
Heizwidrmestrom jeweils iiber dem indizierten liegt, ist durch die thermischen Verluste im
heiBen Zylinder zu erkléren.

Tabelle 6.1.3—1: Gemessene indizierte und bilanzierte Warmestrome im kalten und warmen

Anlagenteil, Qk,i , Qk , Qw,i , QW , berechnete Bilanzwirmestrome

Qk b’ wa sowie kalte Regeneratorverluste HV g fir T, = +100C
und -10°C sowie p = 100 bar, n =400 min"t, T, = 40°C, Ty, = 500°C

Ty Qe s O Oy 0,5 9O Q4 By x
oC KW kW kW KW kW kW KW
+10 279 1,30 1,50 408 -516 516 1,13
272 1,29 398 -5,12
10 266 0,69 0,80 436  —481 483 1,75
269 0,64 435  -4,86
2,59 0,65 431 —4,80

Zusitzlich besteht die Moglichkeit, die Leistung der Maschine iiber die Drehzahl zu regeln. Da
die Kurven im p,V-Diagramm von der Drehzahl nur geringfiigig beeinflult werden, ist eine
nahezu lineare Abhédngigkeit der Wirmestrome von diesem Betriebsparameter zu erwarten.
Die Auftragung experimenteller und berechneter Werte in Bild 6.1.3—3 bestitigt dies.

Weiterhin erkennt man eine gute Ubereinstimmung zwischen experimentellen und berechneten
Kurven fiir den warmen Wérmestrom. Der heie Antriebswirmestrom wird um ca. 100 W zu



- 112 -

6_
i O gemessen fir T, = +10°C
+  berechnet fir T,= +10°C
] A gemessen fir T, = -10°C ) 1
51 1 X berechnet fir T,= -10°C

_’.

=

X

1=

(@]

[

2

) i

QD

= H

[

Hue}

=

o)) i

c 2

=y -

S

.8 ‘—"i"
9 ] Qy _-+" _e

O.J

! ! ! ! ! ! ! ' I
200 300 400

Drehzahl [min~t] —
Bild 6.1.3-3:
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mechanische Leistungen P iber der Drehzahl fir T, = +10°C und T, = -10°C sowie
p =100bar, T, =40°C, T, = 500°C

niedrig und der kalte um ca. 100 bis 200 W zu hoch berechnet. Dies deutet einerseits darauf
hin, da die Verluste durch das Berechnungsverfahren nicht vollig exakt beschrieben werden.
Durch leicht erhohte Regeneratorverluste konnten diese Diskrepanzen reduziert werden, da
sich dann sowohl der heie wie auch der kalte Wérmestrom in Richtung auf die experimentel-
len Werte verdndern. Man kann dies z.B. durch Variation der theoretisch sehr unsicheren
Maschenweite der Regeneratoren erreichen.
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Dieser Weg wird hier nicht gewihlt, da nicht das Ziel verfolgt wird, durch theoretisch nicht
gesicherte Manipulationen an den Eingabedaten lediglich eine empirische Anpassung an
MefB3daten durchzufiihren. Dafl dies grundsétzlich moglich wire, steht angesichts der grofen
Zahl von Eingabegroflen und der Komplexitdt des Verfahrens aufler Frage.

Die beiden festgestellten Abweichungen bei den berechneten Wiarmestromen wirken sich im
gleichen Sinne auf die Leistungszahlen nach Gl. 5.3.7 und 8 aus, so daf3 hier die Abweichungen
noch deutlicher werden (Bild 6.1.3—4). Allerdings ist hier auch die starke Auflésung durch den
Malstab der y—Achse zu beriicksichtigen. Man erkennt, daf3 sich das reine Wéarmeverhéltnis
n zwar mit der Drehzahl steigern 148t, wihrend die primirenergiebezogene Leistungszahl 7,
ein Maximum bei etwa 250 bis 300 min~! durchlduft. Dies bedeutet, daB sowohl ein wirt—
schaftlicher Teillastbetrieb als auch eine hohere Spitzenheizleistung bei geringerer Leistungs—
zahl 7; und somit anteilig erhhtem Primérenergieverbrauch realisierbar ist.

Die gegenldufigen Abhingigkeiten wurden bereits von RICHTER (1988) aufgrund von Aus-
legungsrechnungen mit dem von KUHL, RICHTER und SCHULZ (1986a) beschriebenen Berech-
nungsverfahren vorhergesagt. Allerdings liegen die von Richter berechneten Werte fiir 7, mit
bis zu 1,75 bei ca. 300 min~t, p = 100 bar , Tk =00C, TW = 550C und Th = 500°C zu
hoch. Im Vergleich zu diesen Ergebnissen konnte die Wiedergabe der experimentellen Daten
deutlich verbessert werden.

Sehr genau hat Richter dagegen die Drehzahl vorhersagen kénnen, bei der die mechanische
Leistungsbilanz der Maschine ausgeglichen ist und der Elektromotor weder Energie zu— noch
abfiihrt. Er gab sie fiir p = 100 bar mit etwa 300 min~! an, was — in Abhéngigkeit von den
Temperaturniveaus — auch etwa den experimentellen, durch Abschalten der Stromversorgung
des Motors ermittelten Werten entspricht. Nach ldngerer Betriebszeit stieg diese Drehzahl
aufgrund von Einlaufeffekten (vgl. Bild 5.3-2) in einigen Féllen bis auf ca. 350 min™ . Sie ist
theoretisch durch das Verschwinden der mechanischen Bremsleistung gegeben, die in
Bild 6.1.3-5 fiir n = 300 min™! iiber der kalten Temperatur aufgetragen wurde. Wenn auch
die experimentellen Werte im Mal3stab dieser Darstellung stark streuen, so ist doch eine
erhohte Leistungsproduktion bei tieferen Temperaturen zu erkennen, die auch durch die
rechnerisch ermittelte Abhéngigkeit bestdtigt wird. Dieser Effekt wiirde im Freilaufbetrieb die
Drehzahl der Maschine bei sinkender kalter Temperatur steigern und somit ebenfalls dem
Heizwirmebedarf entgegenkommen. Er ist hier allerdings nur schwach ausgeprdgt. Durch
VergroBern des Querschnitts der heien Kolbenstange konnte er verstdrkt werden. Dies ist
sinnvoll, wenn ein permanenter Hilfsantrieb iiber den Elektromotor nicht mdglich oder

unerwiinscht ist.
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Bild 6.1.3—4:

Experimentell ermittelte und berechnete Leistungszahlen 7 und #, iber der Drehzahl fiir
Tk = +10°C und Tk = —10°C sowie fiir p = 100 bar, Tw 40°0C, Th = 500°C

Der Betrieb der Versuchsanlage bei tieferen Drehzahlen ist problematisch, da die Unrundhet-
ten im Lauf wegen des geringen Trégheitsmomentes wachsen. Bild 6.1.3—6 zeigt die gemesse-
nen und berechneten Drehzahlschwankungen fiir p = 100 bar , T, = 0°C, TW = 400C und
Ty, = 500°C .Die Abweichungen zwischen Berechnung und Experiment sind einerseits auf die
nur ungenau bekannten Vorgabedaten, insbesondere die Unsicherheit bei der Kennliniensteil-
heit des Motors und beim Triagheitsmoment der Welle, zuriickzufiihren, andererseits aber auch
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auf die Vereinfachungen im mathematischen Modell der Getriebekinetik. Hier wurden z.B.
keine Reibungshrifte und auch keine weiteren bewegten Massen auBler den Kolben und der
Welle angenommen. Dennoch wird anhand von Bild 6.1.3—-6 deutlich, da die Drehzahl-
schwankungen weitgehend realistisch wiedergegeben werden, wihrend die bislang veroffent—
lichten Verfahren — soweit bekannt — von einer konstanten Winkelgeschwindigkeit ausgehen.

Eine weitere Moglichkeit, die Leistung der Warmepumpe zu steuern, ist die Absenkung des
ProzeBdruckes. Bild 6.1.3—-7 zeigt den warmen Wirmestrom iiber der Drehzahl fiir die vier
vermessenen Druckniveaus und Tk = 00C, TW = 400C, Th = 5000C . Es fillt auf, daB sich
die Wiedergabe der MeBwerte bei tiefen Driicken verschlechtert. Dies ist auch bei anderen
Grolen zu beobachten und deutet darauf hin, daB hier Verlustmechanismen auftreten oder
deutlicher hervortreten, die durch das Berechnungsmodell noch nicht richtig erfa3t werden.

&

p = 100 bar

—>
!

warmer Warmestrom [kW]

O gemessen
+ berechnet

300 ' , ' ‘ 400
Drehzahl [min™] —
Bild 6.1.3-7: Gemessene und berechnete warme Warmestrome iiber der Drehzahl fiir
p =50, 70, 90und 100 bar sowie Tk =00C, Tw40°C, Th = 500°C

I
200

Die bei Variation von Tw und Ty auftretenden Abhingigkeiten sind fiir einen Betriebs-
zustand in Tabelle 6.1.3 -2 wiedergegeben. Die Erhohung von T, auf S0°C fiihrt zu einem
Riickgang der Leistungszahl bei nahezu unverdnderter Leistungsdichte, wéhrend bei
Absenkung der Erhitzertemperatur auf 400°C (wobei in der Rechnung entsprechend den
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Tabelle 6.1.3—2: EinfluB der Temperaturen Tw und Th auf die Warmestrome, Leistun-

gen und Leistungszahlen Qk’Qw’Qh’ P,n,n fir p =100 bar,
n = 400 min~! und Tk=0°C

% & &L P 7 M

kW kW kW W = N
TW = 40°C, exp. 098 -5,01 3,80 195 1,32 1,14
T, =5000C 0,98  -5,00 3,88 82 1,29 1,21
ber. 1,16  -5,00 3,72 110 1,34 1,24
T, = 350°C, exp. 0,78 —4,68 3,67 197 1,28 1,10
Ty = 5000C ber. 0,79 -471 3,80 109 1,24 1,14
T, = 400C, exp. 0,69 -4,19 3,27 215 1,28 1,07
Th = 4000C ber. 0,81 -4,25 3,26 161 1,30 1,14

Uberlegungen aus Abschnitt 6.1.1 360°C eingesetzt wurden) hinsichtlich beider Kriterien eine
Verschlechterung zu verzeichnen ist.

Zusammenfassend kann man sagen, da die Versuchsmaschine in ihrer derzeitigen Auslegung
fiir den praktischen Einsatz als Warmepumpe noch nicht geeignet ist. Dies konnte jedoch auch
nicht das Ziel dieses experimentellen Projektes sein. Beriicksichtigt man, dal der Zustand der
Anlage noch der ersten, von Richter aufgrund unsicherer theoretischer Berechnungen entwor-
fenen Auslegung entspricht, so sind die Ergebnisse als zufriedenstellend zu bezeichnen.

Ein wesentliches Ziel dieser Arbeit war es, ein verbessertes Berechnungsverfahren zu ent-
wickeln und anhand von Mef3daten zu verifizieren. Es kann hinsichtlich dieser Versuchsanlage
als erreicht angesehen werden, da die Me3werte generell mit guter Genauigkeit wiedergegeben
werden konnen und auch die beobachteten Abhéngigkeiten bei Variationen der Betriebs—
parameter rechnerisch nachzuvollziehen sind. Hinsichtlich der noch vorhandenen Abweichun-
gen ist neben den sicherlich vorhandenen Schwachstellen des Verfahrens auch auf die
Versuchsfehler hinzuweisen. Da z.B. in die Berechnung des kalten Wérmestroms groBtenteils
systematische Fehler wie ungenaue Stoffdaten oder Eichfehler der Widerstandsthermometer
eingehen, ist die durchweg einseitige Abweichung der berechneten Werte von den gemessenen
zumindest anteilig auch auf diesem Wege erkldrbar. Die sehr gute Ubereinstimmung bei den
warmen und heien Wérmestromen muf3 unter diesen Gesichtspunkten bereits als teilweise
zuféllig angesehen werden.
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6.1.4 Diskussion méglicher Verbesserungen

Im vorhergehenden Abschnitt wurde deutlich, daB die untersuchte Vuilleumier — Wirme-
pumpe grundsitzlich einige aufgrund theoretischer Uberlegungen vorhersagbare vorteilhafte
Eigenschaften im Vergleich zu anderen Wérmepumpenprozessen zeigt. So steigt der indizierte
warme Wérmestrom bei fallender kalter Temperatur, und gleichzeitig wird vermehrt mechani-
sche Leistung produziert, die zur Drehzahlsteigerung zu nutzen wire. Beriicksichtigt man
weiter, daB fiir die Versuchsanlage wegen der geringen Abnahmemenge keine hochwarmfesten
Materialien fiir den Erhitzer erhéltlich waren und deshalb die Temperatur der Wéarmezufuhr
auf verhdltnisméBig niedrige Werte begrenzt werden mufte, so ist es berechtigt, anzunehmen,
dal die Leistungszahl des Vuilleumier — Prozesses noch erheblich gesteigert werden kann.
CARLSEN (1989) berichtet von einer Maschine, die bei 700°C Erhitzertemperatur, TW =
55°C und Ty =5°C ohne mechanischen Antrieb Leistungszahlen von iiber 1.6 erreicht. Eine
mogliche technische Verbesserung wire demnach eine gleichmiBigere Beheizung der Erhitzer—
rohre und die Gewéhrleistung einer Rohrwandtemperatur, die tatsidchlich iiber moglichst die
gesamte Rohrlédnge dem Sollwert entspricht.

Konstruktive Anderungen wesentlicher Auslegungsdaten der Versuchsmaschine, wie z.B. der
Zylinderdurchmesser oder der grundsdtzlichen Anordnung und Verbindung der einzelnen
Gasrdume, sind nur mit erheblichem Aufwand mdglich. Es zeigte sich im vorhergehenden
Abschnitt jedoch, daB ein weiterer Ansatzpunkt fiir Verbesserungen bei den Regeneratoren,
insbesondere dem kalten, liegen muB. Deren Gesamtabmessungen sind im Fall des heien
Regenerators durch die mit dem Erhitzer durch Hochtemperaturlétung praktisch unlosbar
verbundenen Gehduse vorgegeben. Hier kommt lediglich eine Verkleinerung des Durchmessers
der Matrix und eine entsprechend dickere Hiilse zum Ausfiillen der Differenz in Frage. Ahnlich
ist die Situation bei dem kalten Regenerator. Hier besteht jedoch die Moglichkeit einer
Lingeninderung, wenn sie auch konstruktive Anderungen anderer Bauteile nach sich zieht.

Um die mechanische Leistungsproduktion zu steigern und damit den Abfall der Leistungszahl
7, bei der Auslegungsdrehzahl von 400 min™ zu vermeiden, bietet sich weiterhin eine
VergroBerung des Kolbenstangendurchmessers im kalten Zylinder an. Als Beispiele fiir
moégliche Verbesserungen werden die in Tabelle 6.1.4—1 und 2 zusammengestellten Ande-
rungen diskutiert.

Tabelle 6.1.4—1 enthilt verdnderte AuBendurchmesser und Matrixparameter fiir den heilen
und den kalten Regenerator sowie eine von 30 auf 42 mm verstérkte kalte Kolbenstange. Es
wurde wiederum ein Matrixmaterial von geringer Porositdt ausgewéhlt, das als Drahtnetz-
packung nur bei starker Pressung zu erhalten ist. Groere Porositdten erhéhen das Totvolu-
men und senken somit die Leistungsdichte. Eine weitere Verkleinerung der Matrixdurchmesser
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Tabelle 6.1.4—1: Veranderte Auslegungsdaten fiir die Vuilleumier— Wirmepumpe
Verbesserung beider Regeneratoren

Durchmesser der kalten Regeneratoren 66,0 mm
Durchmesser der heien Regeneratoren 43,0 mm
Drahtdurchmesser der Regeneratormatrix 0,14 mm
Maschenweite der Regeneratormatrix 0,25 mm
Porositédt der Regeneratormatrix 0,496
Durchmesser der kalten Kolbenstange 42,0 mm

fiihrt jedoch zu erhéhten Druckverlusten. Eine Lingenédnderung des kalten Regenerators ist in
diesem Beispiel nicht vorgesehen. Wenn hier auch von Drahtnetzpackungen ausgegangen wird,
wurden die Berechnungen mit den verdnderten Daten nach Tabelle 6.1.4—1 und 2 dennoch mit
einem um den Faktor 1,5 erhohten Regeneratordruckverlust durchgefiihrt, da nicht sicher ist,
ob die experimentell beobachteten, gegeniiber den fiir Drahtnetze urspriinglich berechneten
Werten erhohten Druckverluste ausschlieBlich auf die andere Struktur des in Bild 6.1.2-1
gezeigten Materials zuriickzufithren sind. Alle iibrigen Berechnungsdaten blieben unverédndert.

Die Ergebnisse fiir die Leistungszahlen 7 und 7 sind in Bild 6.1.4—1 fiir konstante Berech-
nungstemperaturen im Vergleich zu den fiir die gegenwértige Auslegung erhaltenen Werten
iiber der Drehzahl aufgetragen. Unabhéngig von den Differenzen zu den gemessenen Verldufen
(vgl. Bild 6.1.3-4) kann danach eine Steigerung der Leistungszahlen um 0,2 bzw. 0,3 erwar-
tet werden. Die Freilaufdrehzahl, erkennbar am Schnittpunkt der Kurven fiir nund 7, , steigt
zasitzlich von ca. 300 auf 400 min™.

In Tabelle 6.1.4-2 wird lediglich eine Verbesserung des kalten Regenerators bei ebenfalls
verstirkter kalter Kolbenstange vorgeschlagen. Hier wird auerdem auch die Lange gekiirzt.
Aufgrund der vereinfachten Modellvorstellungen fiir den Regenerator, die dem von RICHTER
(1988) benutzten Berechnungsverfahren zugrundeliegen, wurden bei der Auslegung die durch
die begrenzte Wirmekapazitdt der Matrix bedingten sog. Temperaturschwingungsverluste
(MARTINI 1978) iiberbewertet und andererseits die vom Wéarmeiibergangswiderstand verur—
sachten Verluste unterschitzt. Die Warmekapazitdt hingt von Volumen und Porositédt ab, so
daB3 der geringe Freiraumanteil des von Richter ausgewdhlten Materials offenbar primir hier—
durch bedingt ist. Da eine erh6hte Porositdt das Totvolumen vergroBert, mu3 nun gleichzeitig
auch das Regeneratorvolumen reduziert werden. Geschieht dies nur iiber die Querschnitts—
flache, so stoBt man sehr bald an durch den Druckverlust bedingte Grenzen, so da3 in Tabelle
6.1.4—1 nur geringfiigige Verringerungen der Durchmesser mdglich waren. Da hier nun auch
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die Ldnge variabel ist, gelangt man zu einem insgesamt kompakteren Regenerator, dessen
Wirmeiibergangsverlust durch den wesentlich geringeren Drahtdurchmesser verringert ist. Der
Druckverlust wird durch die im Verhiltnis zur Drahtstirke groere Maschenweite in Grenzen
gehalten. Zusétzlich ergibt sich der Vorteil, da8 die in Tabelle 6.1.4—2 angegebenen Matrix—
daten denen iiblicher feiner Drahtnetze entsprechen.

Tabelle 6.1.4—2: Verdnderte Auslegungsdaten fiir die Vuilleumier — Wirmepumpe
Verbesserung des kalten Regenerators mit Lingenéinderung

Durchmesser des kalten Regenerators 53,0 mm
Linge des kalten Regenerators 31,4 mm
Drahtdurchmesser der kalten Regeneratormatrix 52,0 um
Maschenweite der kalten Regeneratormatrix 115,0 pm
Porositidt der kalten Regeneratormatrix 0,610
Durchmesser der kalten Kolbenstange 42,0 mm
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Die berechneten Leistungszahlen fiir die nach Tabelle 6.1.4-2 verdnderten Eingabedaten sind
ebenfalls in Bild 6.1.4—1 aufgenommen. Den erzielten Verbesserungen entspricht der Riick-
gang der berechneten Regeneratorverluste, der im Fall nach Tabelle 6.1.4—1 im kalten Rege-
nerator ca. 51 % und fiir die Werte nach Tabelle 6.1.4-2 ca. 73 % bei n =400 min™! be-
trdgt. Das Betriebsverhalten der Maschine kann auf diese Weise also erheblich verbessert
werden.

6.2  Vergleich fiir den GPU—-3—Stirlingmotor

Der von General Motors entwickelte Stirlingmotor mit der Bezeichnung GPU-3 ist — soweit
bekannt — die einzige regenerative Maschine, die in der allgemein zugénglichen Literatur so
detailliert dokumentiert ist (TEW, THIEME und MIAO 1979), daB die Eingabedateien fiir
aufwendigere Berechnungsverfahren weitgehend mit zuverldssigen Werten gefiillt werden
konnen. Allerdings sind auch hier in einigen z.T. wesentlichen Punkten Schédtzungen erforder-
lich. Die Berechnungsdaten fiir das hier verwendete Verfahren finden sich im Anhang A4,

Tabelle A4-3 . Schitzungen waren hier bei den Wérmeleitungsverlusten durch Zylinder — und
Regeneratorwédnde erforderlich, ferner bei den Druckverlustbeiwerten fiir die Schnittstellen
und fiir den duBeren Warmeiibergangskoeffizienten im Kiihler. Da die Stromungsgeschwindig-
keit des Kiihlwassers und die genaue Strémungsfiihrung unbekannt sind, aus einer Quer-
schnittszeichnung jedoch zu entnehmen ist, da8 keine Umlenkbleche vorhanden sind, sind
verhéltnisméBig geringe Werte zu vermuten. Es kommt hinzu, da3 bei den Messungen offenbar
iiber den Kiihlwasserstrom bilanziert wurde. Wegen der hohen Wérmekapazitdt von Wasser
sind zuverldssig mefbare Temperaturdifferenzen jedoch nur bei kleinen Durchfliissen zu
erreichen. Es wurde daher ein Wert von 2000 W/m?2 K abgeschétzt.

Die zusidtzlichen Druckverlustbeiwerte wurden anhand der verfiigbaren Schnittzeichnungen fiir
die verschiedenen, meist scharfkantigen Umlenkungen geschétzt. Sie sind z.B. in der Verbin-
dung vom kalten Zylinderraum zu den Kiihlern, in den Kriimmungen der Erhitzerrohre und
besonders auch an den Einmiindungen dieser Rohre in den Ringkanal am oberen Ende des
Erhitzers zu vermuten. Zusitzliche Verluste treten sicherlich bei den Ubergéingen zwischen
den Wirmeaustauschern und dem Regenerator auf. Sie sind mit den Carnotschen Ausstrom-
verlusten nicht ausreichend beschrieben, da die Stromung in den schmalen Zwischenrdumen
zusdtzlich stark umgelenkt wird. Die hohen Werte fiir Schnittstelle 1 in Tabelle A4-3
ergeben sich aus der Umrechnung der Bezugsquerschnittsfldchen.

Das Trigheitsmoment der Welle wurde auf einen so hohen Wert gesetzt, da3 Schwankungen
der Winkelgeschwindigkeit nicht auftreten. Ob diese Annahme berechtigt ist, ist nicht
bekannt.
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Die angegebene Erhitzer —Rohrtemperatur von 704°C fiir die Versuchsreihen mit Wasserstoff
und 6499C fiir die Messungen mit Helium wurden unveréndert iibernommen, da hier keine
Aufzeichnungen der ProzeBdruckverldufe zur Verfiigung stehen, mit denen eine Korrektur
quantitativ zu rechtfertigen wére. Allerdings wére bei einer Absenkung der heien Berech-
nungstemperatur insbesondere die Wiedergabe der Druckabhingigkeit der MeBwerte verbes-
sert. Bild 6.2—1 und 2 zeigen fiir Wasserstoff als Arbeitsgas die experimentellen und berechne-
ten indizierten Leistungen und heiBen Wiarmestrome. Wéhrend die letzteren insgesamt gut
iibereinstimmen, treten bei der Leistung besonders fiir p = 13,8 bar Abweichungen auf. Es ist
zu vermuten, daB einerseits der Wérmeiibergang im Kiihler moglicherweise besser ist als ange-
nommen. Dies wiirde die Abweichungen bei hoheren Driicken in die gleichen GroBenordnungen
wie bei p = 13,8 bar verlagern. Die dann dhnlichen Differenzen kénnten andererseits durch
empirische Korrekturen der Druckverluste und durch Absenkung der heiBen Berechnungs-
temperatur ausgeglichen werden. TEW, THIEME und MIAO (1979) erhohten den Regenerator—
druckverlust um einen Faktor 4 , um mit ihrem Berechnungsmodell die MeBwerte befriedi-

gend wiedergeben zu konnen. Die hier dargestellten Rechenergebnisse wurden dagegen ohne
weitere empirische Korrekturen ermittelt.
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Bild 6.2—1: Experimentelle und berechnete Werte der indizierten Leistung fiir Wasserstoff als
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Bild 6.2—2: Experimentelle und berechnete Werte des heien Warmestroms fiir Wasserstoff

Bild 6.2—3 und 4 zeigen die entsprechenden Darstellungen fiir zwei {iber nahezu den gesamten
Drehzahlbereich dokumentierte MeBkurven mit Helium als Arbeitsgas. Auch hier ist eine
groBere Abweichung bei der Leistung auf dem niedrigen Druckniveau zu verzeichnen. Die
experimentellen Werte fiir die indizierten Leistungen wurden hier aus den Werten fiir die
Bremsleistung und den angegebenen Reibungs— und Leckverlusten berechnet. Wegen der
geringen Auflosung der Originaldiagramme ist mit Ablesefehlern im Bereich von 100 bis
200 W zu rechnen. Die Angaben fiir den heiBen Wiarmestrom iiber die Bilanzen fiir Erhitzer
und Kiihler differieren deutlich, insbesondere bei den Messungen fiir Wasserstoff und p =
13,8 bar . Hier erreichen sie bei 3500 min~! ca. 2 kW . In den Bildern 6.2-2 und 4 wurden
jeweils Mittelwerte verwendet. Die gute Ubereinstimmung mit den berechneten Werten gerade
bei der ungenauesten MeBkurve muB} angesichts dieses Fehlers als zufillig bezeichnet werden.

6.3 Vergleich fir den Ford—Philips —4—215 —Stirlingmotor

Neben dem zuvor berechneten Motor GPU-3 von General Motors wird von URIELI und
BERCHOWITZ (1984) ein weiterer Stirlingmotor beschrieben, wenn auch nicht so detailliert. Es
handelt sich um einen bei Ford und Philips entwickelten Motor mit vier doppelt wirkenden
Zylindern und Taumelscheibengetriebe. Der aufgrund der vorliegenden Angaben zusammenge-
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stellte Berechnungsdatensatz ist im Anhang A4, Tabelle A4-4, wiedergegeben. Wegen der
unbekannten Details, z.B. im Bereich der kalten Warmeaustauscher, ist eine Berechnung hier
nur unter empirischer Anpassung einiger Daten mdglich. Dies gilt insbesondere fiir Warmelei-
tungsverluste und den mantelraumseitigen Wiarmeiibergang im Kiihler, der wegen der hohen
Wirmestromdichte einen merklichen Einfluf} auf die Steigung der Leistungskurven hat. Ferner
wurde das pauschal angegebene Totvolumen aufgrund der von Urieli und Berchowitz wiederge-
gebenen Schnittzeichnung iiberwiegend dem kalten Zylinderraum zugerechnet.

Wegen der im Vergleich zum GPU-3-Motor unsichereren Berechnungsgrundlage soll dieser
Fall dazu verwendet werden, die Verbesserung der Wiedergabe durch Absenkung der heiflen
Temperatur zu untersuchen. Da die Erhitzerrohre in zwei Reihen hintereinander angeordnet
sind, ist ohnehin unklar, was genau unter der von Urieli und Berchowitz entsprechend den
dort zitierten Informationen von Kitzner angegebenen heilen Temperatur von 750°C zu
verstehen ist. Unabhingig davon kann dieser Wert bei Wasserstoff als Arbeitsgas aufgrund der
Uberlegungen aus Abschnitt 6.1.1 noch eher als bei Helium fiir die Rechnung vermindert
werden, da die Abweichungen vom idealen Gasgesetz groBer sind. Ob allein hierdurch eine
Absenkung der Berechnungstemperatur um 100°C zu rechtfertigen ist, erscheint fraglich. Die
mit Th = 650°C berechneten Kurven in Bild 6.3—1 zeigen jedoch eine deutlich bessere Uber—
einstimmung mit den experimentell ermittelten indizierten Leistungen, als die Ergebnisse fiir
Th = 750°C , die aus Griinden der Ubersichtlichkeit nur fiir den héchsten und den niedrigsten
Druck eingezeichnet sind.

Es féllt weiterhin ein Abknicken der berechneten Kurven bei hohen Driicken und Drehzahlen
auf, das auf einen rechnerisch moglicherweise zu hohen Druckverlust hindeutet. Hier ist die fiir
Stirlingmaschinen sehr hohe Drehzahl von 4500 min™! zu beriicksichtigen. Da hier mit groen
Druckdifferenzen zu rechnen ist, sind die in Abschnitt 4.1.3 getroffenen Annahmen im
Zusammenhang mit der Massenstromberechnung nicht mehr so gut erfiillt wie in den zuvor
untersuchten Prozessen. Eine weitere Erklirungsmoglichkeit ist in der Annahme der gleichen
Wirmeiibergangskoeffizienten im Mantelraum des Kiihlers bei allen Rechnungen zu sehen. Bei
einer Kiihlwassertemperatur von 64°C ergab sich, da bei hohen Leistungen die rechnerische
AuBlenwandtemperatur der Kiihlerrohre den Siedepunkt von Wasser iiberschreitet. Mit
entsprechend angehobenen Wirmeiibergangskoeffizienten wire der Abfall der berechneten
Kurven fiir 150 und 200 bar bei hohen Drehzahlen problemlos zu beseitigen.

Im ibrigen sind die Abweichungen der fir T, = 7500C berechneten Punkte von den
Mef3werten durch zu niedrig berechnete Druckverluste nicht zu erkldren, da wegen deren nicht-
linearer Frequenzabhéngigkeit fast nur die Leistungen bei den hohen Drehzahlen beeinfluf3t

werden.
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Bild 6.3—1: Indizierte Leistung iiber der Drehzahl, experimentelle Werte nach URIELI und

BERCHOWITZ (1984), berechnete Werte fir 750°C und 650°C Erhitzerrohr-
temperatur

Ein wesentliches Problem sind insbesondere die Abweichungen bei niedrigen Drehzahlen und
Driicken und dementsprechend kleinen Leistungsdichten, die auch schon bei der Vuilleumier-
Wirmepumpe und dem GPU-3-Motor festzustellen waren. Da fast alle Verlustmechanismen
auBer der Wirmeleitung, die in entsprechender GroBenordnung kaum anzunehmen ist, lastab-
héngig sind (Warmeiibergang, Druckverluste, Regeneratorverluste), ist die Annahme einer
effektiv niedrigeren Erhitzertemperatur die einzige plausible Erkldrung fiir die Abweichungen,

die bei den fiir Th = 7500C berechneten Werten zwar leicht, aber doch deutlich unterpropor-
tional mit der Leistung ansteigen.

Um diese Fragen detaillierter untersuchen zu kdénnen, fehlen in diesem Fall weitere Informatio-
nen, z.B. in Form von experimentell bestimmten Wiarmestromen oder zyklisch aufgezeichne-
ten ProzeBdriicken. Ob solche Messungen durchgefiihrt wurden, ist nicht bekannt.

AbschlieBend kann festgestellt werden, daB eine insgesamt befriedigende Wiedergabe der Mel3-
werte moglich ist, zumal auch die bei T, = 750°C erhaltenen Abweichungen bis ca. 30 kW
(bei ca. 200 kW indizierter Leistung) noch als relativ gering zu bewerten sind.
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7. Zusammenfassung

Zu den regenerativen Gaskreisprozessen ohne Ventilsteuerung ist neben dem relativ bekannten
Stirling— und dem Vuilleumier — Prozef noch eine im Prinzip unbegrenzte Zahl von weiteren,
teilweise komplexeren Systemen zu rechnen, die sich nach Anzahl und Anordnung der einzel-
nen Gasrdume dhnlich einer homologen Reihe systematisch einordnen lassen. Die ihnen
zugrunde liegenden Mechanismen der thermischen und mechanischen Kompression und die
sich daraus ergebenden Eigenschaften und Anwendungsmoglichkeiten werden fiir eine Reihe
praktisch realisierter sowie theoretisch denkbarer Prozesse diskutiert. Es wird weiter gezeigt,
wie anhand einfacher Uberlegungen und heuristischer Regeln bereits eine grobe Vorab—Aus—
legung wesentlicher konstruktiver GroBen moglich ist. Nach verallgemeinerter Herleitung der
fir den Stirling—Proze3 bekannten isothermen und quasi—adiabaten (polytropen) Berech-
nungsmethoden wird gezeigt, da3 die Verluste durch Wérmeiibergangs— und Vermischungs-
effekte bei unterschiedlichen Gaskreisprozessen den gleichen GesetzméBigkeiten unterliegen
und in allgemeiner dimensionsloser Form quantitativ darstellbar sind.

Die von der differentiellen Berechnung des Stirling—Prozesses bekannten mathematischen
Modelle fiir die verschiedenen Verlustmechanismen dienen als Grundlage fiir ein ebenfalls
allgemein gehaltenes Simulationsverfahren fiir Gaskreisprozesse, das unterschiedliche Konfigu-
rationen allein aufgrund entsprechender Eingabedateien verarbeiten kann. Es umfaf3t detail-
lierte Modelle fiir die Kinetik der Kolbenbewegung — unter Beriicksichtigung verschiedener
Getriebetypen und auch freischwingender Kolben — , fiir die instationdre Wérmeleitung in den
Winden der Austauschfldchen und den dufleren Wirmeiibergang sowie fiir die Regeneratoren.
Dort werden Einstromeffekte beriicksichtigt, und die bei Verwendung finiter Elemente unver-
meidliche numerische Dispersion wird genutzt, um unter Anwendung von Modellen fiir Fest-
bettreaktoren die tatsdchlich zu erwartenden Verweilzeitverteilungseffekte zu beschreiben. Das
Verfahren geht in den genannten Punkten iiber die bislang vorliegenden Verdffentlichungen
hinaus und erreicht bei Anwendung der ebenfalls entwickelten Methoden zur Konvergenzbe-
schleunigung und zur stabileren numerischen Integration des steifen Differentialgleichungs—
systems Rechenzeiten von wenigen Minuten auf einem HP9000/360—Workstation —Rechner.

Nach Vermessung des Betriebsverhaltens einer von RICHTER (1988) zu Versuchszwecken
entwickelten Vuilleumier — Wéarmepumpe steht umfangreiches Datenmaterial zur Verfiigung,
um das Simulationsmodell zu verifizieren. Die Ubereinstimmung zwischen den experimentellen
und berechneten Werten kann bei Beriicksichtigung der diskutierten, teilweise versuchsbeding-
ten Unsicherheiten bei den Vorgabedaten als gut bezeichnet werden. Dies gilt auch fiir den
Vergleich mit Literaturdaten fiir zwei Stirlingmotoren. Das Simulationsverfahren eignet sich
damit fiir Berechnungen zur Verbesserung der untersuchten Vuilleumier — Wéarmepumpe und
dariiber hinaus fiir die Auslegung von Gaskreisprozessen fiir verschiedene denkbare Anwen—
dungsgebiete, z.B. die zentrale und dezentrale Warme —Kraft —Kopplung.
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Temperaturleitfdhigkeit

dimensionslose Prozekenngrdfle nach G1.3.3-14
Matrixelement nach Gl. 2.3-1

Konstante nach GI. 3.1-3

Beale—Zahl

Biot —Zahl

Bodenstein—Zahl

Matrixelement nach Gl. 2.3-2

Konstante nach Gl. 4.2-4

spezifische Wéarmekapazitit (Feststoff, Fliissigkeit)
spezifische isobare und isochore Warmekapazitét (Gas)
Konstante nach GI. 3.1-3

Dispersionskonstante

molekulare Selbstdiffusionskonstante

Durchmesser, hydraulischer Durchmesser
Konstante nach Gl. 4.2-4

Faktor, 0 < f < 1

Erdbeschleunigung

Enthalpie

Regeneratorverlust

spezifische Enthalpie

Massentrigheitsmoment

imagindre Einheit

dimensionslose Konstante

Kennliniensteilheit eines Drehstromasynchronmotors
Linge

Drehmoment

Masse

Anzahl, insbesondere Anzahl von Zylinderrdumen
Nusselt —Zahl

Anzahl der Ubergangseinheiten

Drehzahl

Anzahl, insbesondere Anzahl von Gasrdumen (ab 0)
Leistung

dimensionslose Leistungsdichte

Prandtl-Zahl
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Druck

zeitlich gemittelter Druck
Wirmemenge

spezielle Gaskonstante des ProzeSmediums
Reynolds—Zahl

dimensionslose Frequenz

Radius

Entropie

Schmidt —Zahl

Strouhal -Zahl

spezifische Entropie
Kolbenposition, Weglédnge
dimensionslose Entropieproduktion nach Gl. 3.4-4
Temperatur

Zeit

innere Energie

Spannung

spezifische innere Energie
Stromungsgeschwindigkeit
Volumen

spezifisches Volumen

Arbeit

Drahtnetz — Maschenweite
Ortskoordinate
ProzeBkenngrdfle nach Gl. 3.4-3
dimensionslose Konstante

Griechische Buchstaben

> > >

Wirmeiibergangskoeffizient
Winkel

Porositét

dynamische Viskositét
Leistungszahl, Wirkungsgrad
Leistungszahl nach GI. 5.3-8
Phasenwinkel

dimensionslose Temperatur
Wirmeleitfahigkeit
Druckverlustkennzahl
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kinematische Viskositét
dimensionslose Lénge
Druckverlustbeiwert
Dichte

Kurbelwinkel
Winkelgeschwindigkeit
Netzfrequenz (50 Hz)

Amplitudenwert
Drehfeld

elektrisch

finites Element

Gas

gesamt

heif3

Gasraumnummer, Kolbennummer
indiziert

irreversibel
Schnittstellen— , Massenstromnummer
Zylinderaum —Nummer
kalt

Vermischung
Mittelwert

mechanisch

Minimum, Maximum
Netto

oszillierend, Pendel —
Druck

regenerativ

Gasstrom

Schnittstelle

Verlust

Wand

warm
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Anhang
Al  Verallgemeinerte Herleitung der Gleichungen der isothermen Rechnung

Die Druckfunktion (3.1-3) 148t sich leicht aus der Massenerhaltung mit Hilfe des idealen
Gasgesetzes herleiten:

n n p Vi ( )
m= ¥ m. = ¥ p——=const. Al-1
i=0 1 =0 M T3
i _._mR _ m R _
=> PV /1. = ~Va,  Va. (41-2).
- 1 1 1 1
i g~ + g cos (wt + 6;)
i i

Wird die zweite Summe in Gl. (A1-2) als Summe komplexer Exponentialfunktionen aufge-
faBt, so gelangt man mit den dann giiltigen Additionsregeln zu Gl. (3.1-3). Die negativen
Vorzeichen im Argument der Arcustangensfunktion wurden dabei nicht gekiirzt, da sich so der
richtige Quadrant fiir 0p als Phasenwinkel des Druckmaximums ablesen 146t.

Der zeitliche Mittelwert des Druckes ergibt sich durch Auswertung des Integrals

T 7r—9p T
b § . _ m R 0
p_TJp(t)dt_27r J p(wt) dut= 5z [ phme—dy (A1-3).
0 —7r—9p -7

Den zeitlichen Verlauf der Warmemenge Q p(wt) erhélt man durch Auswertung des Integrals

wt
— d
U5, (0) ==[ V5 () - R dy (A1-4),
0
wobei man fir ot 0 zweckmiBig den Winkel des Druckminimums, also wt 0= —7r—l9p , wihlt:
wt
wt

(0]
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==Vm; - (p- pmin) -

wt+6 .
pcos (y+ 6, — 6 ) sin v
~Va, mRD J S d 7y (A1-5).
(B — D cos 7)

Das verbleibende Integral 148t sich mit Hilfe des Additionstheorems
cos(y + Oi - Hp) = oS 7 - cos(6’i - Hp) —sin 7y - si11(0i - 0p)
aufspalten und man erhélt nach Losung der Teilintegrale

Qg (w6) ==V () - P () +V; (-0-7) - Dy -

cos (Oi—Op) B

sin (6.-6 )
1 D~
_VaimR[ D 1n .

D ¥
+ . D

- D co
B+D

. —7—71‘+-L [2arctan
B2 - D

(B + D) tan 7/2+7r]]j|

v B2 —D?

mit 7 = wt+ Hp (A1-0).
Wegen des Integrationsbeginns bei wt 0= "7~ 0_ erhélt man die Netto—Wéirmemenge einer
Umdrehung (Gl. 3.1-9) durch Auswertung von Gl. (A1-6) fiir wt = 7 - 0p ’
Definiert man die Pendelwidrme als Abweichung der Funktion Qip nach Gl. (A1-6) von dem
(sicherlich nie erreichbaren) Idealfall eines wihrend einer Umdrehung konstanten Wirme-
stroms, so 148t sich deren Amplitude in guter Ndherung durch Auswertung der Differenz
Q (wt = -0 ) i, et bestimmen. Dies folgt aus der Tatsache, dal die Extremwerte von
Qip stets m1t denen der Druckfunktion zusammenfallen, wie sich aus Gl. A1—-4 unschwer
ablesen 14Bt. Bei Integrationsbeginn am Druckminimum ist also die groBte Abweichung
zwischen Q;, und der linearen Funktion, die nach einer Umdrehung den Wert Qi,net
erreicht, anndhernd bei wt = —6_, also nach der Hilfte des Integrationsweges, erreicht. Die
Auswertung dieser Differenz liefert fur die Pendelwédrme Q1 o

2VvV,;D 2V .B

ai
Ql ogz =—0E o D2+B2 D2cos (ei-ep) +

V..
B-D
+ —% cos (6; - 6 ) Ing—p (A1-17).
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Bei hinreichend kleinem Druckverhiltnis (B — D)/(B + D) 148t sich der Logarithmus in guter
Niherung gemal

1nx~§[x—§] (A1-8)

ersetzen!, und man erhélt

—2mRV_.D
ml 25V D/B (A1-9) .

"1 o)

Q. =
i,08z B2 _ D

Fiir das Verhiltnis von Nettowidrme zu Pendelwédrme ergibt sich damit

9 net Vai 1
q—i—zw- sin (6; - 6.)
i,0sz Vi TPy T /BT + 1
~n I ai . —
(A1-10) .

Die Gasmasse in einem Volumen Vi ist gegeben durch

PV m[Vmi+Vaicos (wt+9i)]

. = = (A1-11).
1" RT; Ti[B—Dcos(wt+0p)]

Der Massenstrom an der Schnittstelle j ist nun gegeben durch die Summe der Ableitungen
der Gasmassen in allen Rdumen, die von Raum 0 aus hinter dieser Schnittstelle liegen. Es
gilt also

IDie angegebene Niherung ist erheblich genauer als der verbreitete Ansatz In x 8 x — 1 . Sie gibt die
Symmetrie der Logarithmusfunktion beziiglich des reziproken Argumentes richtig wieder, und der Fehler ist
z.B. fiir x = 0,8 oder x = 1,25 kleiner als 1 % . Gl. A1-8 148t sich durch Taylorreihenentwicklung der
Funktion x - In x und Abbruch nach dem quadratischen Glied herleiten.
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b-.-
i
T o [Vmi+vai cos (wt+8i)]

= I dut B—D cos (wt + 07)

mit
n b.
XJ = E _.]T
b b.. V '
n . . n 5 .
Y=J E—JiTﬁcose) E—-:B;I.ﬂsiné’i)2
J i=1 0 i=1 ;]
und
b.. V_.
5,43 —8% sin g
.= arctan T l.V
. X —J-%i cos 6
S
und schliefllich
. -Y.Bsin(wt+9.)-X.Dsin(wt+6_)+Y .Dsin(¢.-6_)
M. =mw —1 NS, J U, J P (A1-12).
(B - D cos (wt + t9p)2
Die Nullstellen wt o dieser Funktion sind gegeben durch
sin(ut_ + 8.) =2 sin (8. — 6.)
. o Y B i P
mit
YJB sulzp +XDSID€P
'BJ = BncLan TB cos qb + XJD cos 9; (A1-13).

Die Bestimmung der Extremwerte auf analytischem Wege bereitet Schwierigkeiten. Man sollte

sie daher numerisch ermitteln.
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A2  Umformungen fiir die polytrope Rechnung

Durch Einsetzen von Gl. 3.2-2 und Gl. 3.2-4 in Gl. 3.2-3 erhdlt man fiir jedes k eine
Gleichung des linearen Gleichungssystems fiir die Ableitungen der Gastemperaturen in den
Zylinderrdumen, d Tk/ dy . Die aktuelle Winkelgeschwindigkeit w, die Volumina der einzel-
nen Gasrdume und deren Ableitungen (die nur bei Zylinderrdumen nicht verschwinden) sind
bei simultaner Integration einer oder — bei freischwingenden Kolben — mehrerer weiterer
kinetischer Differentialgleichungen fiir den aktuellen Winkel ¢ bekannt. Da ansonsten nur die
Zylinderraumtemperaturen T, bendtigt werden, liegt somit ein integrierbares Differential-
gleichungssystem fiir diese Temperaturen und die kinetischen Systemgrofen (in der Regel die
Winkelgeschwindigkeit der Welle w sowie ggf. die Positionen und Geschwindigkeiten der
Freikolben) vor. Fiir die Losung des linearen Gleichungssystems der d Tk/d ¢ sind einige
Abkiirzungen und Umformungen zweckméaBig:

a AR Tk
Fik= eV (Tye — Tpe) (A2-1),
Tk n 1 dVi
Fop= gk & [ .F ] A2-2),
2k =V 2o (T3¢ F3ki a2=2)
n
Fap; = j§1 bss - oy (T3 Ty) (A2-3),
R Tk Tk n Vi
F,p = +o B oL.F...|/K A2-4),
4= | o v 2T ek | /K (B =)
n Vi
K1 = § T. (AZ—S),
i=0 "1
O B U
= 3 1 A2-6).
27 i Ty de (A2-6)

Es gilt dann schlielich

dT dT.

k+ IEI V_i-. T_k.F F 1 =F F F K
To* . 2|72 [V Faki~Fax | Tp | P For—Fae - Ko (A2-7).
1
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Da nur fiir Zylinderrdume d Ti/ d ¢ # 0 ist, stehen auf der linken Seite letztlich die Elemente
einer Matrixzeile des Gleichungssystems, das sich mit der rechten Seite z.B. nach dem Gauf3-
Algorithmus 16sen 14Bt. Abgesehen von dem kinetischen Teil, der in Abschnitt 4.2 ndher
behandelt wird, ist die Auswertung des Differentialgleichungssystems folgendermafB3en moglich:
—~ Bestimmung von K, und K2
— Schleife iiber alle Zylinderrdume k:

— Schleife iiber alle Gasrdume i zur Bestimmung von F 3ki* F 1% F2k und F 4k

— Berechnung der rechten Seite von Gl. A2-7 fiir k,

— Vorbesetzen des Matrixdiagonalelementes mit 1 und der iibrigen Elemente mit 0,

— Schleife iiber alle Zylinderrdume zur Erginzung der Matrixelemente gemil dem
Summenterm in Gl. A2-7.

— Lésung des linearen Gleichungssystems und Uberpriifung der Annahmen fiir die Massen—
stromrichtungen, die fiir die Gasstromtemperatur T. in F3); bendtigt werden; ggf.
Wiederholung der Schleife iiber alle k mit den korrigierten Annahmen.
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A3  Beschreibung des Simulationsprogramms

A3.1 Allgemein

Bei der Entwicklung des Programms wurde versucht, einerseits auch dem mit den Einzelhei-
ten des Verfahrens nicht vertrauten Anwender die Benutzung zu ermdéglichen, andererseits
aber auch durch eine flexible Gestaltung der Ein— und Ausgabe moglichst fiir alle im
praktischen Einsatz auftretenden Fragestellungen eine einfache Losung zu bieten.

Da fiir eine detaillierte Simulationsrechnung eine Vielzahl von Vorgabedaten erforderlich ist,
wurde auf eine generelle interaktive Eingabe verzichtet. Die Daten fiir eine einzelne Prozef3-
simulation werden stattdessen von zwei Files eingelesen, von denen der eine alle den Proze$3
beschreibenden physikalischen Groflen, der andere dagegen alle Steuerparameter fiir den
Ablauf der Berechnung und fiir die Ergebnisausgabe enthilt.

A3.2 Aufbau des Eingabedatenfiles

Der formale Aufbau des Files fiir die physikalischen Eingabedaten ist aus dem im Anhang A4
wiedergegebenen Beispielen ersichtlich. Jede dort angegebene physikalische Grofe ist mit
einem — im Prinzip beliebigen — Kommmentartext versehen. Zusétzlich ist jeweils die Einheit
der Grofe anzugeben. Sie wird ebenso wie der Zahlenwert vom Programm eingelesen und
interpretiert, wobei zusammengesetzte Einheiten in die Basiseinheiten zerlegt und letztlich auf
die Grundeinheiten des MKSA —Systems zuriickgefiihrt werden. Die sich dabei ergebende
Dimension der Einheit wird auf ihre Richtigkeit hin iiberpriift und bei Unstimmigkeiten eine
Fehlermeldung ausgegeben. Auf diese Weise ist es nahezu ausgeschlossen, da3 es aufgrund von
Schreibfehlern in der Einheit zu unsinnigen Ergebnissen kommt. Andererseits ist es mit Hilfe
einer relativ umfangreichen Bibliothek verschiedener (auch nicht —metrischer) Basiseinheiten
moglich, praktisch alle — z.B. aus Literaturangaben — vorliegenden Daten ohne zeitraubende
Umrechnungen zu verwenden und andererseits auch die individuellen Gewohnheiten des
Anwenders — z.B. hinsichtlich der Verwendung metrischer oder nicht —metrischer Einheiten —
zu beriicksichtigen. Dariiber hinaus wird diese Moglichkeit der Einheiteninterpretation im
Programm in bestimmten Fillen dazu genutzt, die wahlweise Vorgabe unterschiedlicher
Groflen zu ermoglichen, wobei das Programm an der Dimension der Einheit selbsténdig
erkennt, um welche Gro3e es sich handelt. So kann z.B. sowohl die Proze3gasmasse als auch
der Druck vorgegeben werden, oder bei der Beschreibung von Zylinderrdumen sowohl der
Durchmesser als auch die Querschnittsfliche oder das Hubvolumen. Dies hat sich bei Parame-
tervariationen als sehr zweckméfig erwiesen, da z.B. bei Variation des Hubes sowohl der Kol-
bendurchmesser als auch das Hubvolumen als Nebenbedingung konstant gehalten werden
kann.
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Um derartige Parametervariationen durchfiihren zu kénnen, ohne die entsprechende Anzahl
der relativ umfangreichen Eingabedatenfiles vorbereiten zu miissen (die sich mdglicherweise
nur jeweils in einer Zeile unterscheiden), besteht die Moglichkeit, in einem dritten File die
erforderlichen Anderungen in komprimierter Form anzugeben. In diesem Variationsfile sind
jeweils zunédchst die Namen der zugrundezulegenden Eingabe - und Steuerdatenfiles sowie im
Anschluf} daran - jeweils mit der Ifd. Zeilennummer im Eingabedatenfile versehen — die dort
abzudndernde(n) Zeile(n) mit den variierten GroBen. Auf diese Weise konnen theoretisch
beliebig viele Variationsrechnungen vorbereitet werden, die dann vom Programm nacheinan-
der abgearbeitet werden.

Als Alternative hierzu besteht auch die Moglichkeit, das Programm fiir eine einzelne Rech-
nung interaktiv aufzurufen, wobei sdmtliche physikalischen Eingabedaten iiber Menus
verdndert werden konnen.

Der Eingabedatenfile ist so aufgebaut, da zu Beginn in einer Zeile Schliisselzahlen fiir die
eingesetzten mathematischen Gasraummodelle anzugeben sind. Dabei konnen innerhalb der
Gruppen 0-9, 10-19, 20-29 , 30-39 jeweils bis zu 10 unterschiedliche Typen von
Totrdumen, Zylinderriumen, Wirmeaustauschern bzw. Regeneratoren unterschieden werden.
Es bedeuten z.B.

0 - Totraum (bislang nur eine Version)

10 - Zylinderraum mit einem Kolben und vorgegebener Innenwandtemperatur

11 - Zylinderraum mit zwei Kolben und vorgegebener Innenwandtemperatur

12 - Zylinderraum mit einem Kolben und Simulation des instationdren Warmedurch-
gangs in der Wand

13 - Zylinderraum mit zwei Kolben und Simulation des instationdren Wérmedurch-
gangs in der Wand

21 - Rohrbiindelwidrmeaustauscher mit vorgegebener Innenwandtemperatur

22 - Rohrbiindelwidrmeaustauscher mit Simulation des instationiren Wérmedurch-
gangs

23 - Rippenwérmeaustauscher mit Simulation des instationdren Wéarmedurchgangs

32 - Regenerator mit Drahtnetzmatrix

3 - Spaltregenerator (gewickelte Blechstreifen 0.4.)
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Nach den angegebenen Schliisselzahlen richten sich Reihenfolge, Lédnge und Aufbau der im
hinteren Teil des Files anzugebenden gasraumspezifischen Eingabedatensitze.

In dhnlicher Weise wird auch der verwendete Getriebetyp durch eine Schliisselzahl gekenn-
zeichnet. Es bedeuten z.B.

1 Sinusgetriebe (n Kolben)
2 Kurbelgetriebe (n Kolben)
3 rhombisches Getriebe (2 Kolben)

11 Sinusgetriebe (n Kolben) + iibersteuerter Freikolben
12 Kurbelgetriebe (n Kolben) + iibersteuerter Freikolben

13 rhombisches Getriebe (2 Kolben) + iibersteuerter Freikolben
21 harmonische Freikolben (n Kolben)

Es folgt ein Datensatz, der den Betriebszustand kennzeichnet. Hier sind z.B. Drehzahl, Druck-
niveau und Berechnungstemperaturen anzugeben.

Die darauf folgenden Angaben zu den Schnittstellen umfassen neben Totvolumen, Anschluf3-
querschnitten und richtungsabhéngigen Druckverlustfaktoren auch die Verkniipfung zu einem
Gasraum in Richtung auf Raum 0. Da jede Schnittstelle in der anderen Richtung gemifl den
Festlegungen in Abschnitt 2.3. an den Gasraum gleicher Nummer grenzt, ist hiermit die
Prozef3konfiguration eindeutig festgelegt.

Es folgen Angaben zu den Wérmeleitungsverlusten iiber Zylinder und Kolben, die wahlweise
in W/K oder in W/mK (oder in dimensionsgleichen Einheiten) erfolgen koénnen. Im zweiten
Fall ist die Warmeleitung auf die Lidnge und den freien Innenquerschnitt des Zylinders
bezogen, so daB bei Variationen dieser GroBen die Verluste entsprechend angepal3t werden.
Ausnahmsweise wird hier auch der Kommentartext (hinsichtlich der Gasraumnummern) aus-

gewertet.

A3.3 Steuerdatenfile und Ergebnisausgabe

Der Steuerdatenfile enthélt Angaben iiber das zu verwendende Integrationsverfahren, zuldssige
Fehlerschranken fiir die Schrittweitensteuerung sowie die Uberpriifung der Sollwerte und des
stationdren Zustandes, ferner Angaben zu den Namen und dem gewiinschten Inhalt der
Ergebnisdatenfiles. Die integralen Ergebnisgrofen werden getrennt nach isothermer,
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polytroper und differentieller Rechnung nacheinander auf einen File ausgegeben. Ein Beispiel
fiir einen solchen Ergebnisfile ist im Anhang A4, Tabelle A4-5, wiedergegeben. Auf einen
weiteren File konnen zusétzlich die Verldufe der aktuellen physikalischen Groen im Proze
iiber dem Winkel ausgegeben werden. Dabei kann im Steuerdatenfile aus einem umfangreichen
Menu moglicher GroBen gewédhlt und auBerdem die jeweils gewiinschte Ausgabeeinheit
angegeben werden. Um diese Daten fiir graphische Darstellungen vorzubereiten, steht ein
separates Programm zur Verfiigung, das auch weitere Umrechnungen zuléGt.

A3.4 Beschreibung des Programmaufbaus anhand von FluBdiagrammen

Die folgende Darstellung des Programmaufbaus durch FluBdiagramme ist auf wesentliche
Grundstrukturen beschrinkt. Da das Programm aus weit iiber 100 Routinen aufgebaut ist,
erscheint eine umfassende Dokumentation an dieser Stelle nicht sinnvoll, zumal es sich viel-
fach um Module mit universeller — z.B. mathematischer — Funktion handelt.

Bild A3-1 zeigt den Aufbau des den Rechnungsablauf steuernden Hauptprogramms. Da die
Ein— und Ausgabefiles bereits behandelt wurden, eriibrigen sich weitere Erlduterungen zu
diesem Diagramm.

Der in Bild A3-2 dargestellte Ablauf der ProzeBberechnung gliedert sich in die drei Abschnit-
te der isothermen, polytropen und differentiellen Simulation, die z.T. bei entsprechenden
Eingaben im Steuerdatenfile auch ausgelassen bzw. iibersprungen werden kénnen.

Die isotherme Rechnung wurde bereits im Anhang Al behandelt und wird aus diesem Grunde
hier nicht weiter diskutiert. Nach Aufruf der entsprechenden Unterprogramme stehen
Funktionen zur Verfiigung, mit denen an beliebiger Stelle wihrend der weiteren Rechnung
auch zyklisch verdnderliche GroBen nach diesem Modell berechnet werden kdnnen.

Diese Mdglichkeit wird bereits in der polytropen Rechnung zur Startwertschitzung genutzt.
Bild A3-3 zeigt den Aufbau des Steuerprogramms. Die Anfangswinkel der wéhrend der
Konvergenzphase gerechneten Umdrehungen sind nicht gleich einem — im Prinzip willkiir-
lichen — 0°-Winkel, sondern werden aufgrund des isothermen ProzeBdruckverlaufes so festge-
legt, daB gute Startwertschdtzungen und eine rasche Konvergenz auf den stationdren Zustand
erzielt werden.

Die Integration erfolgt durch das numerische Unterprogramm awp , das u.a. auch das in
Abschnitt 4.7.2 behandelte Integrationsverfahren enthidlt. Es ruft seinerseits das Unterpro-
gramm polydgl auf, wo fiir gegebene Werte des Winkels und der Systemvariablen das Diffe-
rentialgleichungssystem ausgewertet wird. Der Ablauf dieser Rechnungen wurde schon im
Anhang A2 beschrieben. Auf ein FluBdiagramm wird daher verzichtet.
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interaktive
Einzelrechnung

Einlesen der Berech -
nungsdaten vom File

Menilgesteuerte
Anderungen der
Berechnungsdaten,
ggf. Speicherung

Abarbeiten vorbereiteter Rech -
nungen nach Variationsfile

Einlesen der Namen von Berech -

nungs - und Steuerdatenfile sowie

ggf. der zu verdndernden Berech -
nungsdaten vom Variationssfile

ablauf vom File

Einlesen der Steuerdaten Einlesen der Steuerdaten
fir den Berechnungs - fir den Berechnungs —

ProzeBberechnung

ggf. Ausgabe zyklischer
Ergebnisgrépen

Ausgabe integraler
Ergebnisgrépfen

'Endel

Bild A3-1:
FluBdiagramm des
Hauptprogramms

Einlesen der Berech -
nungsdaten vom File

ablauf vom File

ProzepBberechnung

ggf. Ausgabe zyklischer
Ergebnisgrépfen

[Ausgabe integraler
Ergebnisgrépen

weitere Rechnungen
nach Variationsfile?
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[ProzeBberechnungJ

isotherme Rechnung ——
/?>

\

polytrope Rechnung ~—>' pa/ytrop)

differentielle Rechnung 4—»! kpraa/!

Bild A3-2: Schema der ProzeBberechnung

Das Steuerprogramm des differentiellen Verfahrens (Bild A3-4) ist prinzipiell &hnlich
aufgebaut wie das der polytropen Rechnung. Zu Beginn der Integration sind allerdings
erheblich umfangreichere Vorbereitungsrechnungen erforderlich, die groBtenteils in gasraum-
spezifischen Unterprogrammen erfolgen.

Bei der Abfrage, ob der stationire Zustand erreicht ist, werden (wie auch bei der polytropen
Rechnung) neben der Konstanz der Systemvariablen auch die Sollwerte fiir Druck, Drehzahl
o.a. iiberpriift. Fillt sie positiv aus, so wird zundchst durch weitere Integration die Winkel-
differenz bis zu dem im Steuerdatenfile festgelegten Anfangswinkel der zyklischen Ergebnisaus—
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Subroutine po/ytrop

Steuerprogramm flr die

polytrope Berechnung

Festlegung des Anfangs - und
Endwinkels der Integrationszyklen
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und von Vorgabegrdfen fir die

Einhaltung der Sollwerte, z.B.
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Steuerprogramm der
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»| Funktionsunterprogramme

k

der isothermen Rechnung
mvyschmidt, vrschmidyt,
mpschmidl, mtschmidy,...

Integration des Differential -
gleichungssystems iiber
eine volle Umdrehung

stationarer

nein

..___.

!

Zustand W
¢

ja

Integration des Differential -
gleichungssystems uber
eine volle Umdrehung
zur Ausgabe zyklischer und
zur Berechnung integraler
Ergebnisgrdfen

Berechnung von Ubergabe -
gréBen fiir das differentielle
Berechnungsverfahren

' RETURN l

Multiple Regression der polytrop

berechneten Massenstrome als

Funktion von Kolbenpositionen
und -geschwindigkeiten
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Bild A3-4:
Steuerprogramm der
Subroutine 4prea/ differentiellen Rechnung
Steuerprogramm fir die
differentielle Berechnung
Festlegung des Anfangs- und
Endwinkels der Integrationszyklen
é =
Schatzung von Intgrationsstartwerten le———| Gasraumspezifische Start-
Einhaltung der Sollwerte, z.B. totraum start
Drahzahl, Leistung. Mitteldruck Va/uma; start
unter Verwendung der Ergebnisse waermaetschr start
der polytropen Rechnung regenerator_start sowie
massenstrom_sltart
bei Freikolben zusatzlich:
\ I° triebe_start J

Integration des Differential —
gleichungssystems iber - awp
eine volle Umdrehung

realdg/

Uberprifen der Sollwerte fiir
- Mittel/Maximaldruck oder Drehzahl

- Drehzahl, Leistung oder Amplitude,
ggf. entsprechende Korrekturen

Neuberechnung des Extrapolations -
faktors fiir die Konvergenzbeschleunigung

nein

stationarer
Zustand erreicht
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Integration des Differential —

gleichungssystems bis zum
vorgegebenen Anfangs - ' ( ’
winkel der Ausgabeschleife

' realdg/ '

Integration des Differential -

gleichungssystems iiber eine

volle Umdrehung zur Ausgabe ‘_‘CD

zyklischer und zur Berechnung
integraler Ergebnisgrépen

awp
awp
l realdg/ '

' RETURN '

gabe iiberbriickt. Die dann berechnete Umdrehung dient neben dieser zyklischen Ausgabe auch
der Integration weiterer Ergebnisgroen, wie z.B. der Wéirmestrome der produzierten
Entropiestrome.

Bild A3-5 zeigt den Ablauf der Auswertung des Differentialgleichungssystems. Er entspricht
dem in Abschnitt 4 erlduterten Verfahren. Es miissen an zwei Stellen gasraumspezifische
Unterprogramme aufgerufen werden. Die erste Gruppe, deren Namen auf _ dat enden, dient
zur Berechnung von Zustands— und ProzeBgroBen aus den gegebenen Werten der System-—
variablen. Es werden hier z.B. die Druckverlustfaktoren und die Wéarmestrome berechnet,
weiterhin eine mittlere Gastemperatur, die zur Bestimmung des oOrtlich gemittelten ProzeB-
drucks sowie als AusgabegroBe bendtigt wird, und die Gasstromtemperaturen an den
Gasraumgrenzen aus "Sicht" des jeweiligen Unterprogramms. Welche dieser Temperaturen
(jeweils zwei pro Schnittstelle) den Gasstromen endgiiltig zugewiesen wird, entscheidet sich in
dem Unterprogramm massenstr__dat aufgrund der Vorzeichen der dort berechneten Enthalpie-
strome, aus denen sich nach dieser Festlegung auch die Massenstrome, die Stromungsdruckver-
luste und schlieBlich die Druckverteilung im Prozef3 ergeben.

Damit sind alle GroBen bekannt, die zur Auswertung der Differentialgleichungen fiir die
Systemvariablen benétigt werden. Hierzu werden die angegebenen Unterprogramme mit der
Endung _diff aufgerufen.
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7 N
Subroutine rea/dg/
Auswertung des

Differentlalgleichungssystems
4

Schdtzung der Massenstrome
aufgrund der Ergebnisse der
polytropen Berechnung

Bild A3-5:

FluBdiagramm fiir die
Auswertung des
Differentialgleichungssystems

Berechnung der Kolbenpositionen
und -geschwindigkeiten aus dem
Winkel oder den Differentialgleichungen
Bestimmung der aktuellen 2ylindervolmina

— ( gelriebe da t)

— < zylin darua/)

Aufruf gasraumspezifischerer
Unterprogramme zur Berechnung
der Wadrmestréme, Druckverlustfak —
toren und mittleren Gastemeraturen
sowie der Ausstromtemperaturen
an den Gasraumgrenzen

Berechnung eines ortlich

gemittelten Druckes und
des Getriebedruckes

Berechnung der Massenstrome
und davon abhangiger Gréfen

Auswertung der Differen -
tialgleichungen fiir die
Winkelgeschwindigkeit

bzw. die Freikolben

Aufruf der Unterprogramme zur
Auswertung der gasraumspezifi-
schen Differentialgleichungen

ggf. Berechnung von Ausgabegrdépen

RETURN

—’(to traum_ a’at)

—‘(VO/U/'” en_ dat)
—O(wa ermeltschr. dat)

_’(ra generator. daa

subroutine massenstr dat

Erste Berechnung der Gasraumdricke
Auswertung der _Gesamtenergiebilanz
Berchnung der Enthalpiestréme, der
Massenstrome und der daraus sich er-
gebenden Strémungsdruckdifferenzen
Bestimmung der endgultigen Druckver —
teilung unter Berlicksichtigung der Be —

\schleunigungen + ggf. AusgabegréBen)

( geltriebe_ d/'ff)

—’(tafraum_ o’/'ff)

;—‘(Valumen_ diff)

—O(wa armelischr_diff )

_’(ra generator_ d/'ff)
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Diese sind ebenso wie die Routinen mit den Endungen start und _dat sowie die schon
wihrend des Einlesens der Datenfiles aufgerufenen Unterprogramme der Namensendung
__konst lediglich Verzweigungspunkte, von denen aus die endgiiltig gasraumtypspezifischen
Routinen aufgerufen werden. Dies ist beispielhaft fiir einen Rohrbiindelwidrmeaustauscher
(Gasraumtyp 22) in Bild A3-6 dargestellt. Die dort beschriebenen vier Unterprogramme
stellen einen vollstindigen Satz dar, mit dem ein bestimmter Gasraumtyp innerhalb des
Verfahrens mathematisch modelliert werden kann. Sie sind in einem Quelltextfile zusammen-
gefalit.

Durch Programmierung weiterer derartiger Module, die definierte Schnittstellen aufweisen,
kann das Programmsystem jederzeit um weitere Gasraumvarianten erweitert werden, die sich
sowohl hinsichtlich der physikalischen Vorgaben (Bauweise) als auch der mathematischen
Modellbildung von den bislang verfiigbaren unterscheiden kénnen. Damit wird die laufende
Weiterentwicklung des Verfahrens wesentlich erleichtert.
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(wa ermetschr. konst)

4 ¢ B

Subroutine waermetschr_konst2

Oberprifen der Dimensionen der Eingabedateneinheiten
Bestimmung wesentlicher Berechnungsgrépen, 2z.B.
Volumen, freier Strémungsquerschnitt, Austauschflache

(wa ermeischr. start)

' ¢ l +

Subroutine waermeitschr start2
Einmalige Vorbereitungsrechnungen fir das differentielle

Simulationsverfahren, z.B. Lange, Volumen und Austausch -
flache eines finiten Elementes, Anpassung empirischer
\Korrelationen fir Druckverlust und Warmeiibergang

Qa ermeitschr._ dao

H b i

Subroutine waermeitschr_ dar2

Berechnung von Wiarmeiibergdngen und Warmestrémen je

finites Element, der raumlich gemitteliten Gastemperatur und
der Ausstromtemperaturen sowie der Druckverlustfaktoren

Gya ermeischr. d/’fa

J i l L

rSubroutine waermeltschr_difr2

sukzessive Berechnung der Enthalpie — und Massenstrome
an den Grenzen zwischen den Elementen sowie der
Ableitungen der Gastemperaturen; zu Beginn einer Umdre -
\hung Korrektur der Mittelwerte der Innenwandtemperaturen y

Bild A3-6: Beispiel fiir einen vollstindigen Satz gasraumspezifischer Unterprogramme
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A4 Berechnungsdaten fiir realisierte Gaskreisprozesse

Tabelle A4—-1: Berechnungsdaten fiir die Vuilleumier — Warmepumpe nach Abschnitt 5

Prozesskonfiguration (0-9=Totv., 10-19=Zyl., 20-29=WT, 30-39=Reg.)

————— Raum Nr, ------0----1----2----3----4----5-=---6----7----8-—=--9-
Gasraumtyp 12 22 32 22 12 12 22 32 22 12
Getriebetyp 2
Betriebsdaten
1 400. rpm Soll-Drehzahl/mech. Soll-Leistung
2 400. rpm Drehzahl (Startwert)
3 5.88 Nm*s Steilheit der Motorkennlinie
4 100. bar Gasmasse/Druck
5 1 (-) beil Druckang.:1=Mitteldruck,2=Max.Druck,3=Fuelldruck 20°‘
6 1 (-) Getriebedruck oder 1 (-) => pquer, 2 (=) => pmin
7 52. ‘C mittl. Getriebetemperatur
8 20. ‘C Umgebungstemperatur fuer Exergieberechnungen
9 3. Nnm konstantes Bremsmoment (Getriebereibung)
10 2 (-) Prozessgas(1=H2,2=He,3=N2)

11 6.1E-5 mm3 Leckrate zum Getriebe (d**4/1 fuer Kapillare)
Aussentemp. [‘'C] 0. 0. , o, 40. 40. 40. 40. , , 450. 450.

Daten zu den Massenstromschnittstellen
—————————————————————————————— l1----2-=-=--3-=-=-4----5-=—=p—===7====8====9-

Totvolumen der Verb. [cm3] O0. 64.7 61.4 0. 32.0 0. 48.3 40.0 0.
Querschnitt aufwaerts [cm2] 101. 282. 282. 6.91 1.13 113. 157. 133. 999.
Querschnitt abwaerts [cm2] 6.91 282. 282. 101. 1.13 4.02 106. 133. 999.
Druckv.beiw.aufwaerts [(-)] 0.5 0. 0. 0. 0.6 1.0 0.11 0. 0.
Druckv.beiw. abwaerts [(-)] 0. 0. 0. 0.5 0.6 0.3 0. 0. 0.
Verknuepfung zu Raum [ (-)] 0 1 2 3 4 5 6 7 8

1 0.435 W/K von Raum 9 nach Raum 5
2 0.701 W/K von Raum 4 nach Raum 0 (mit Schraubenbolzen)

Getriebedaten (Kurbel)

1 0.02 kgm2 Traegheitsmoment der Welle
2 8300. cm3 freies Volumen im Kurbelgehaeuse
3 64. mm Hub Kolben 1

4 130.5 mm Pleuellaenge 1

5 0. deg mittl. Phasenwinkel 1

6 6.7 kg Masse Kolben 1

7 0. m/s2 Erdbeschl. Kolben 1

8 64. mm Hub Kolben 2

9 130.5 mm Pleuellaenge 2

10 90. deg mittl. Phasenwinkel 2

11 5.44 kg Masse Kolben 2

12 9.81 m/s2 Erdbeschl. Kolben 2



1 110. mm Zylinderdurchmesser

2 110. cm3 Totvolumen

3 0.0 mm Kolbenstangendurchmesser

4 -1 (=) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

5 0.5 mm Kolbenspalt-Weite

6 10. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 12. mm mittlere Wandstaerke der Zylinderwand

8 15. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand

10 2.73 (-) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4 (fuer Waermeaustausch)

1. Raum - Kalter Waermetauscher (Rohrbuendel)

1 296 (-) Rohrzahl

2 140. mm Rohrlaenge

3 2.0 mm Innendurchmesser

4 4.0 mm Aussendurchmesser

5 125. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Rohrwand (Ms)

6 1559. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrmitte)

7 1559. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrenden)

8 3.28 J/cm3K volumenspezifische Waermekapazitaet der Rohrwand (Ms)

2. Raum - Kalter Regenerator

1 68.0 mm Durchmesser aussen

2 0.0 mm Durchmesser innen

3 42.0 mm Matrixlaenge

4 8 (=) Anzahl Einheiten

5 0.28 mm char. Materialdurchmesser

6 0.493 (-) Matrixporositaet

7 0.5 mm Maschenweite (Mitte-Mitte)

8 3.94 J/cm3K Waermekapazitaet/Volumen

9 16. W/mK Waermeleitfaehigkeit des Matrixmaterials
10 0.00 (=) nicht wirksamer Anteil der theor. Austauschflaeche
11 0.502 W/K Waermeleitwert Wand pro Einheit

3. Raum - 1. Abgabewaermetauscher (Rohrbuendel)

——————————————— T ——————————————— T ———————————————— —— —————————

1 296 (=) Rohrzahl

2 140. mm Rohrlaenge

3 2.0 mm Innendurchmesser

4 4.0 mm Aussendurchmesser

5 125. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Rohrwand (Ms)

6 4584. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrmitte)

7 4584. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrenden)

8 3.28 J/cm3K volumenspezifische Waermekapazitaet der Rohrwand (Ms)

4. Raum - Warmer Zylinderraum, kalter Teil

———————————— T ————— T ——— T ———————

1 110.0 mm Zylinderdurchmesser

2 103.1 cm3 Totvolumen .

3 30.0 mm Kolbenstangendurchmesser

4 1 (=) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

5 0.5 mm Kolbenspalt-Weite

6 227.0 mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 12. mm mittlere Wandstaerke der Zylinderwand

8 16. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand
10 2.87 (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4
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5. Raum - Warmer Zylindérraum, warmer Teil

1 100.0 mm Zylinderdurchmesser

2 257.1 cm3 Totvolumen

3 25.0 mm Kolbenstangendurchmesser

4 2 (=) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

5 0.5 mm Kolbenspalt-Weite

6 7.0 mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 50. mm mittlere Wandstaerke der Zylinderwand (keine Kuehlung)
8 16. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand

10 1.0 (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4

6. Raum - 2. Abgabewaermetauscher (Rohrbuendel)

1 248 (-) Rohrzahl

2 186. mm Rohrlaenge

3 2.0 mm Innendurchmesser

4 4.0 mm Aussendurchmesser

5 125. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Rohrwand (Ms)

6 4971. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrmitte)

7 4971. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrenden)

8 3.28 J/cm3K volumenspezifische Waermekapazitaet der Rohrwand (Ms)

7. Raum - Heisser Regenerator

1 50.0 mm Durchmesser aussen

2 0.0 mm Durchmesser innen

3 100.0 mm Matrixlaenge

4 8 (-) Anzahl Einheiten

5 0.28 mm char. Materialdurchmesser

6 0.493 (-) Matrixporositaet

7 0.5 mm Maschenweite (Mitte-Mitte)

8 3.94 J/cm3K Waermekapazitaet/Volumen

9 19. W/mK Waermeleitfaehigkeit des Matrixmaterials

10 0.00 (=) nicht wirksamer Anteil der theor. Austauschflaeche
11 0.181 W/K Waermeleitwert Wand pro Einheit

8. Raum - Heisser Waermetauscher (Rohrbuendel)

1 32 (-) Rohrzahl

2 500. mm Rohrlaenge

3 4.0 mm Innendurchmesser

4 8.0 mm Aussendurchmesser

5 21. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Rohrwand (VA)

6 2000. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrmitte)

7 100. W/m2K Waermeuebergang aussen (Rohrenden)

8 3.7 J/cm3K volumenspezifische Waermekapazitaet der Rohrwand (VA)

9. Raum - Heisser Zylinderraum

- — — - S P A TP T D T T T ——— —— ——————— —— —————— S~ —— — " — — — ——— — ————————

1 100.0 mm Zylinderdurchmesser

2 14.7 cm3 Totvolumen

3 0.0 mm Kolbenstangendurchmesser

4 =2 (-) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

5 0.5 mm Kolbenspalt-Weite

6 200. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 20. mm mittlere Wandstaerke der Zylinderwand

8 20. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand
10 2.0 (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4
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Tabelle A4—-2: Zusammenstellung der Totrdume in der Vuilleumier — Wéarmepumpe,
soweit nicht durch andere MaBangaben bekannt

Angaben auf 0,1 cm? gerundet

Raum 0: kalter Zylinderraum (+ Schnittstelle 1)

Aussparungen im Zylinderdeckel fiir Uberstrémung zu den kalten

Wairmeaustauschern 51,9 cm3
Druckaufnehmer PR1 mit Anschlubohrung 2,2 cm3
Restvolumen im OT des Kolbens 19,0 cm3
Freiraum in O—-Ring—Nuten ca. 7,1 cm3
div. Schraubenkdpfe u.4. insgesamt ca. 29,8 cm3

110,0 cm3

Schnittstelle 2: kalter Wiarmeaustauscher — kalter Regenerator

Freiraum vor Regeneratormatrix 39,8 cm3
Freiraum in O—Ringnut der Auendichtung 4,2 cm3
Freiraum in den Rohrplattendichtungen 6,8 cm3
Raum um Montageschrauben 13,9 cm3

64,7 cm3

Schnittstelle 3: kalter Regenerator — warmer Warmeaustauscher

Freiraum vor Regeneratormatrix 39,8 cm3
AuBere O-Ringnut 4,2 cm3
Totrdume im Bereich der Rohrplatte 17,4 cm3

61,4 cm3

Raum 4: warmer Zylinderraum (+ Schnittstellen 4 und — anteilig — 5)

Aussparungen fiir Uberstromkanile einschl. Restvolumen im UT des Kolbens 50,5 ¢cm3

O-Ring—Nuten insgesamt 10,2 cm3
Schraubenkdpfe u.4. insgesamt 9,4 cm3
Aanteil von Schnittstelle S: 33,0 cm?

103,1 cm3
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Schnittstelle 5: Verbindung zwischen den warmen Zylinderrdumen

Verbindungsbohrung
Querbohrung fiir Druckaufnehmer — und Mefleitungsanschluf3
angeschlossene Leitungen und Armaturen insgesamt ca.

davon je 33 cm3 zu Zylinderrdumen gerechnet

Raum S: warmer Zylinderraum (+ Schnittstelle 6 und — anteilig — S)

Restvolumen im UT des Kolbens

O-Ring—Nuten insgesamt

Verbindungsbohrungen zu den Wérmeaustauschern
Verteilungsrdume vor den Rohrplatten
Montageschrauben u.4.

AnschluB3leitungen, Ventile u.4.

Anteil Schnittstelle 5

Schnittstelle 7: warmer Warmeaustauscher — hei3er Regenerator

Zwischenraum Rohrplatte — Regeneratormatrix
mit Dichtungsnuten

Schnittstelle 8: heiler Regenerator — heiler Warmeaustauscher
Freiraum vor Regeneratormatrix
Raum 9: heiler Zylinderraum

Restvolumen im OT des Kolbens
Freiraum zwischen Laufbuchse und Wand

31,7 cm3
34,3 cm3
32,0 cm3

98,0 cm3

- 66,0 cm3

32,0 cm3

11,0 cm3
14,2 cm3
59,9 cm3
107,5 c¢cms3
11,0 cm3
20,5 cm?
33,0 cm3

257,1 cm3

48,3 cm3

40,0 cm3

11,8 cm3
2,9 cm?3

14,7 cm3



- 160 -

Tabelle A4—3: Berechnungsdaten fiir den GPU -3 —Stirlingmotor

Prozesskonfiguration (0-9=Totv., 10-19=Zyl., 20-29=WT, 30-39=Regqg.)

————— Raum Nr, ------0---=-l1-=-=-=-2-===3-===4-
Gasraumtyp 13 22 32 21 12
Getriebetyp 3
Betriebsdaten
1 3500. rpm Soll-Drehzahl/mech. Soll-Leistung
2 3500. rpm Drehzahl (Startwert)
3 100. Nm*s Steilheit der Generatorkennlinie
4 400. psi Gasmasse/Druck
5 1 (-) bei Druckang.:1=Mitteldruck,2=Max.Druck, 3=Fuelldruck 20
6 1 (-) Getriebedruck oder 1 (-) => pquer, 2 (-) => pmin
7 30. ‘C mittl. Getriebetemperatur
8 15. ‘C Umgebungstemperatur fuer Exergieberechnungen
9 2.5 Nm konstantes Bremsmoment (Getriebereibung)
10 1 (-) Prozessgas(1=H2,2=He,3=N2)

Aussentemp. [‘C] 15. i5. , , 704. 704.

Daten zu den Massenstromschnittstellen
------------------------------ l----2-===3-———-4-
Totvolumen der Verb. [cm3] 1.49 11.4 18.4 9.68
Querschnitt aufwaerts [cm2] 32.1 32.1 2.87 2.87
Querschnitt abwaerts [cm2] 2.24 32.1 32.1 2.87
Druckv.beiw.aufwaerts [(-)] 1.2 37.8 2.2 1.9
Druckv.beiw. abwaerts [(-)] 0.7 37.8 2.7 1.9
Verknuepfung zu Raum [ (-)] 0 1 2 3

Waermeleitungsverluste

1 0.6 W/K von Raum 4 nach Raum O

Getriebedaten (Rhombisches Getriebe)

1 1.E9 kgm2 Traegheitsmoment der Welle

2 460. cm3 freies Volumen im Kurbelgehaeuse

3 13.8 mm Radius der Antriebsscheiben r

4 46.0 mnm Hebelarm zur Kolbenstange des Kolbens 1
5 46.0 mn Hebelarm zur Kolbenstange des Kolbens 2
6 20.8 mm Differenz (d-e)l

7 20.8 mm Differenz (d-e)2

8 1. kg Masse Kolben 1

9 1. kg Masse Kolben 2

10 9.81 m/s2 Erdbeschleunigung des Kolbens 1

11 9.81 m/s2 Erdbeschleunigung des Kolbens 2
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0. Raum - Kalter 2Zylinderraum

1 6.99 cm Durchmesser 2Zylinderbohrung Kolben 1

2 6.99 cm Durchmesser 2Zylinderbohrung Kolben 2

3 0.952 cm Kolbenstangendurchmesser/Querschnitt/Q.-anteil
4 0. mm Kolbenmittenabstand (>0) / Kolbenmindestabstand (<=0)
5 21.08 cm3 zusaetzliches Totvolumen ohne Kolbenspalt

6 -1 (-) Hubfunktion-Nr. Kolben 1 (abh. v. Getriebe-UP)
7 2 (-) Hubfunktion-Nr. Kolben 2 (abh. v. Getriebe-UP)
8 0. mm Kolbenspalt-Weite

9 0.2 mm Kolbenspalt-Weite

10 0. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

11 0. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

12 10. mm mittlere Wandstaerke der Zylinderwand

13 15. W/mK Waermeleitfaehigkeit der Zylinderwand
14 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand

1. Raum - Kalter Waermetauscher (Rohrbuendel)

1 312 (=) Rohrzahl

2 35.5 mm Rohrlaenge

3 1.08 mm Innendurchmesser

4 1.59 mm Aussendurchmesser

5 125. W/mK Waermeleitfaehigkeit von Ms (angenommen)

6 2000. W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Mitte (Schaetzwert)
7 2000. W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Rand (Schaetzwert)
8 3.8 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet Ms (angenommen)

2. Raum - Regenerator

1 22.6 mm Durchmesser aussen/Querschnittsflaeche

2 0.0 mm Durchmesser innen

3 22.6 mm Matrixlaenge

4 8 (=) Anzahl Einheiten

5 40. um Drahtdurchmesser

6 0.697 (-) Matrixporositaet

7 127. um Maschenweite (Mitte-Mitte) (Mesh size 200 ??)

8 3.69 J/cm3K Waermekapazitaet/Volumen

9 21. W/mK Waermeleitfaehigkeit des reinen Matrixmaterials
0 0.0 (-) nicht wirksamer Anteil der theor. Austauschflaeche
1 0.12 W/K Waermeleitung Wand pro Einheit

[

3. Raum - heisser Waermetauscher (Rohrbuendel)

1 16.56 cm Rohrlaenge (beheizt, Rest als Totvolumen gerechnet)
2 3.02 mm Innendurchmesser
3 40 (-) Rohrzahl

4. Raum - Heisser Zylinderraum

21. W/mK Waermeleitfaehigkeit der 2Zylinderwand
3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet der Wand
1.2 (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4

1 6.99 cm Zylinderbohrungsdurchmesser

2 19.6 cm3 Totvolumen (ohne Kolbenspalt, s.u.)

3 0. mm Kolbenstangendurchmesser

4 =2 (-) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)
5 0.2 mm Kolbenspalt-Weite

6 75. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 10. mm mittlere Wandstaerke der 2Zylinderwand
8

9

0

=
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Tabelle A4—4: Berechnungsdaten fiir den Ford —Philips —4 -215 Motor

Prozesskonfiguration (0-9=Totv., 10-19=2yl., 20-29=WT, 30-39=Regq.)

----- Raum Nr., ---=---0-=---1--=--2-===3-===4-
Gasraumtyp 12 22 32 22 12
Getriebetyp 1
Betriebsdaten
1 4500, rpm Soll-Drehzahl/mech. Soll-Leistung
2 4500. rpm Drehzahl (Startwert)
3 100. Nm*s Steilheit der Generatorkennlinie (hier ohne Bedeutung)
4 200. bar Gasmasse/Druck
5 1 (-) bei Druckang.:1=Mitteldruck,2=Max.Druck, 3=Fuelldruck 20°
6 1 (-) Getriebedruck oder 1 (-) => pquer, 2 (-) => pmin
7 70. ‘C mittl. Getriebetemperatur (nur bei Leckstroemen wichtig)
8 20. ‘C Umgebungstemperatur fuer Exergieberechnungen
9 0. Nm konstantes Bremsmoment (Getriebereibung)
10 1 (-) Prozessgas(1=H2,2=He,3=N2)
11 0. mm3 Leckverlust (d**4/1 fuer Kapillare)

Aussentemp. [‘C] 64. 64. , , 750. 750.

Daten zu den Massenstromschnittstellen
—————————————————————————————— 1----2----3----4-
Totvolumen der Verb. [cm3] 0. 0. 0. 0.
Querschnitt aufwaerts [cm2] 335. 335. 335. 12.
Querschnitt abwaerts [cm2]) 60. 335. 335. 12.
Druckv.beiw.aufwaerts [(-)] 0. 0. 0. 0.
Druckv.beiw. abwaerts [(-))] 0. 0. 0. 0.
Verknuepfung zu Raum [(-)] 0 1 2 3

Waermeleitungsverluste
1 1.0 W/K Waermeleitwert von Raum 4 nach Raum O
Getriebedaten(Sinus)

1 9999. kgm2 Traegheitsmoment der Welle
2 9999. cm3 freies Volumen im Kurbelgehaeuse

3 52. mm Hub Kolben 1

4 0. deg mittl. Phasenwinkel 1
5 5. kg Masse Kolben 1

6 0. m/s2 Erdbeschl. Kolben 1

7 52. mm Hub Kolben 2

8 90. deg mittl. Phasenwinkel 2
9 5. kg Masse Kolben 2

10 0. m/s2 Erdbeschl. Kolben 2

0. Raum - Kalter 2Zylinderraum

870.6 cm3 Kolbendurchm./Querschnitt/Hubvolumen(Stangend.0) (4zyl.)
400.0 cm3 Resthub/Totvolumen (Totraumverteilung geschaetzt)

15. mm Kolbenstangendurchmesser/Querschnitt/Q.-anteil (?)

-1 (=) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

B WK P
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5 0.5 mm Kolbenspalt-Weite

6 10. mm Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 10. mm Wandstaerke Zylinderwand

8 15. W/mK Waermeleitfaehigkeit 2Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet VA (angenommen)
0o 1. (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4

1. Raum - Kalter Waermetauscher (Rohrbuendel)

1 2968 (-) Rohrzahl

2 87. mn Rohrlaenge

3 0.9 mm Innendurchmesser

4 3. mn Aussendurchmesser (geschaetzt)

5 125. W/mK Waermeleitfaehigkeit von Ms (angenommen)

6 5000. W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Mitte (Schaetzwert)
7 5000. W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Rand (Schaetzwert)
8 3.8 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet Ms (angenommen)

2. Raum - Regenerator

1 73. mm Durchmesser aussen/Querschnittsflaeche

2 0.0 mn Durchmesser innen

3 34. mm Matrixlaenge

4 8 (=) Anzahl Einheiten

5 36. um Drahtdurchmesser

6 0.62 (=) Matrixporositaet

7 127. um Maschenweite (Mitte-Mitte)

8 3.69 J/cm3K Waermekapazitaet/Volumen

9 21. W/mK Waermeleitfaehigkeit des reinen Matrixmaterials

10 0.0 (=) nicht wirksamer Anteil der theor. Austauschflaeche
11 1.1 W/K Waermeleitung Wand pro Einheit

3. Raum - Heisser Waermetauscher (Rohrbuendel)
1 88 (-) Rohrzahl
2 462. mn Rohrlaenge
3 4.0 mnm Innendurchmesser
4 8.0 mm Aussendurchmesser (geschaetzt)
5 23. W/mK Waermeleitfaehigkeit von VA (angenommen)
6 1.0E6 W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Mitte (Twand gegeben)
7 1.0E6 W/m2K Waereuebergangskoeffizient aussen Rand (Twand gegeben)
8 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet VA (angenommen)

4. Raum - Heisser Zylinderraum

1 870.6 cm3 Kolbendurchm./Querschnitt/Hubvolumen (Stangend.O0)
2 28.4 cm3 Resthub/Totvolumen (Totraumverteilung geschaetzt)
3 0. mm Kolbenstangendurchmesser/Querschnitt/Q.-anteil

4 =2 (-) Hubfunktion-Nr. (abh. v. Getriebe-UP)

5 0.5 mnm Kolbenspalt-Weite

6 120. mn Kolbenspaltlaenge bis Dichtung

7 20. mm Wandstaerke Zylinderwand

8 20. W/mK Waermeleitfaehigkeit Zylinderwand

9 3.7 J/cm3K volumenspez. Waermekapazitaet VA (angenommen)

10 1.2 (=) Verh. Stirnflaeche zu pi*d2/4
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