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KURZFASSUNG

Das Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung einer integralen Methode zur Berech-
nung von Entfeuchtungsprozessen von feuchter Luft durch Kiihlung sowie die Va-
lidierung mit Versuchsergebnissen. Die modellbasierte Entwicklung auf Basis der
physikalischen Modellierung eines multifunktionalen Brennstoffzellensystems fiir
Passagierflugzeuge erfordert eine solche Methode. Die Entfeuchtung der Brenn-
stoffzellenabluft ist von besonderem Interesse, da diese sauerstoffabgereicherte
Luft wenig Wasser enthalten darf, damit sie zum einen zur Inertisierung der Brenn-
stofftanks eingesetzt werden und zum anderen ein moglichst groBer Anteil des
kondensierten Wassers dem Wassersystem des Flugzeugs in fliissiger Form zu-
gefiihrt werden kann. Mit einem Zellenmodell konnte das thermische Verhalten
von Wirmeiibertragern mit Kreuzgegenstromfithrungen unter Beriicksichtigung
der Anderung der scheinbaren spezifischen Wirmekapazitit der feuchten Luft auf-
grund der Kondensation des Wasserdampfanteils mit bis zu vier Durchgingen
des Kiihlmittels analysiert werden. Diese Ergebnisse dienten der Erstellung von
Korrelationen zur Berechnung eines Korrekturfaktors zur Bestimmung der mitt-
leren logarithmischen Temperaturdifferenz unter Entfeuchtungsbedingungen. Zu-
dem wurde ein Versuchsstand in Betrieb genommen, der die Konditionierung der
Umgebungsluft hinsichtlich der Wasserbeladung, der Temperatur und des Drucks
entsprechend der Abluft eines Brennstoffzellensystems ermoglicht. Diese feuch-
te Luft wurde einem Rohrrippenwirmeiibertrager zugefiihrt, so dass durch Kiih-
lung ein Teil des gasformigen Wassers kondensiert, abgeschieden und gesammelt
werden kann. Die Validierung mit unterschiedlichen Korrelationen und Parameter-
einstellungen fiir die erstellten Modelle erfolgte mit eigenen Versuchsergebnissen
und mit Literaturdaten. Die Verwendung dieser Literaturdaten in Verbindung mit
der aus ihnen entwickelten Wirmeiibergangskorrelation fiithrt erwartungsgemal zu
den geringsten mittleren Abweichungen von 5% des tibertragenen Wirmestroms
unter Entfeuchtungsbedingungen. Durch die Anwendung einer Korrelation, die fiir
trockene Oberflichen vorgesehen ist, konnen die Messwerte im Mittel mit einer
Abweichung von 17% wiedergeben werden. Diese Abweichung kann durch die
Beriicksichtigung einiger Effekte bei der Kondensatfilmbildung auf 10% verrin-
gert werden. Die Validierung mit eigenen Messwerten, die sich durch eine ver-
gleichsweise hohe Wasserbeladung auszeichnen, erfordert die Verwendung von
Korrelationen fiir benetzte Oberflachen und die Beriicksichtigung der Kondensat-
filmeffekte, um eine mittlere Abweichung von 10% zu erreichen. Ferner konnte ei-
ne automatisierte Auslegungsmethode fiir Rohrrippenwirmeiibertrager entwickelt
und in die Modellbildung implementiert werden. Dadurch wird eine automatisierte
Auslegung, Bewertung und damit iibergeordnete Optimierung von multifunktio-
nalen Brennstoffzellensystemen ermoglicht.

Stichworter: Entfeuchtung, feuchte Luft, Gas-Dampf-Gemisch, Brennstoffzel-
lensystem, PEM, Kondensation, Simscape






ABSTRACT

The aim of the research is the development of an integral methodology to
analyse dehumidification processes of moist air due to cooling as well as the
validation. The model-based development of a multifunctional fuel cell system for
a passenger aircraft, based on physical modelling, requires such a methodology.
The dehumidification of the fuel cell exhaust air is of particular interest for two
reasons. The first being the oxygen depleted air should hold a low water content
to be used for the purpose of inerting the fuel tank and the second being the liquid
water is required to supply the onboard water system.

Heat exchangers with cross-counterflow flow regimes of moist air with up to
four passes of the coolant could be analysed with a cell model. This model
takes into account the variation of the apparent specific heat capacity of moist
air due to condensation of the gaseous water. Correlations have been developed
to determine a correction factor for the logarithmic mean temperature difference
under dehumidifying conditions. Furthermore an experimental apparatus was
commissioned for conditioning the water ratio, the temperature and the pressure
of ambient air respectively to the exhaust air of a fuel cell. This moist air was
fed to a plain fin-and-tube heat exchanger. Partial condensation of the gaseous
water occurs due to cooling. The liquid water was separated and collected. The
experimental data and further published data have been used for model validation
using different correlations and parameter settings.

The usage of published data for heat transfer under dehumidifying conditions
and a correlation which is based on this specific data results to very little mean
deviations of 5% as expected. The application of a correlation for dry surfaces
leads to a deviation of 17%. It can be reduced to 10% if condensate film effects
are taken into account. Comparisons to experimental data with comparatively
high water ratios result to a mean deviation of 10% if a heat transfer correlation
for wet surface is applied and condensate film effects are taken into account.
Moreover an automated design method has been developed for plain fin-and-
tube heat exchangers. It has been implemented into the modelling process. Thus
an automated design, evaluation and optimisation for a multifunctional fuel cell
system becomes a reality.

Keywords: dehumidification, moist air, gas-steam-mixture, fuel cell system,
PEM, condensation, Simscape
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1 Einleitung

Die Einfiithrung der physikalischen Modellierung in den Entwicklungsprozess
eines multifunktionalen Brennstoffzellensystems und die damit einhergehende
automatisierte Auslegung und Simulation von Betriebszyklen unterschiedlicher
Systemarchitekturen erfordern eine integrale Berechnungsmethode fiir die Kiih-
lung von feuchter Luft mit hohen Wasserbeladungen, wie sie am Kathodenauslass
eines Polymerelektrolytmembran-Brennstoffzellenstapels vorliegen. Das Konzept
eines multifunktionalen Brennstoftzellensystems als Ersatz fiir das Hilfstriebwerk
wurde von Airbus mit dem Ziel entwickelt, fiir zukiinftige Flugzeuggenerationen
eine Reduzierung der Schall- und Kohlendioxidemissionen durch die Hilfsener-
gieversorgung zu erreichen.

Der multifunktionale Ansatz sieht neben der Bereitstellung von elektrischer
Leistung eine Nutzung des Produktwassers und der Brennstoffzellenabluft fiir die
Inertisierung der Kraftstofftanks wihrend des Fluges vor. Da das Produktwasser
zu einem groflen Anteil gasformig im Brennstoffzellenabgas vorliegt, ist eine
thermische Entfeuchtung notwendig, um das Wasser zu kondensieren und in
fliissiger Form dem Frischwassersystem des Flugzeuges zufiihren zu konnen.
Ferner darf die sauerstoffabgereicherte Luft nur eine sehr geringe Wasserbeladung
aufweisen, um den Wasseranteil im Kerosin unterhalb des zulédssigen Grenzwertes
zu halten. Diese neue Technologie wirft einige Fragen zur elektrischen Integration,
zur Regelung, zur Wasserstoffversorgung und zur Kiihlung auf. Denn obwohl
eine Brennstoffzelle einen hoheren Wirkungsgrad als eine Gasturbine aufweist,
reicht fiir die angewendeten Leistungsklassen der Transport der Abwirme iiber
die Oberflache oder durch das Abgas nicht aus bzw. ist aufgrund der besonderen
Anforderung im Flugzeug nicht sinnvoll. Hinsichtlich der thermischen Abluftent-
feuchtung ist die Beriicksichtigung des vom Brennstoffzellenbetrieb abhéngigen
Sauerstoffanteils und die Berechnung des Kiihlungsprozesses fiir unterschiedliche
Stromungsfithrungen im Wéarmeiibertrager von besonderem Interesse und bisher
in der Literatur nicht beschrieben.

Fraglich ist, ob fiir die Kiithlung von feuchter Luft mit hohen Wasserbeladungen
unter  Entfeuchtungsbedingungen, die = Anwendung von luftseitigen
Wirmeiibergangskorrelationen, deren Anwendung eigentlich fiir trockene
Oberflachen bestimmt ist, ein sinnvolles Ergebnis erzielt werden kann. Denn
zum einen sind die Korrelationen fiir trockene Oberflachen sehr viel héaufiger in
der Literatur beschrieben und zum anderen sind die wenigen Korrelationen, die
den Wirmeiibergang an benetzten Oberflichen beschreiben, hinsichtlich ihres
Giiltigkeitsbereichs stark limitiert. Die in der Literatur beschriebenen integralen




1 Einleitung

Methoden zur Berechnung der Kiihlung von gesittigter feuchten Luft basieren auf
der logarithmischen Enthalpiedifferenz und legen ihren Fokus auf die Berechnung
von mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten auf der Grundlage gemessener
Fluidzustinde am jeweiligen Ein- und Austritt. Die Berechnung der Zustdnde
am Austritt unter Verwendung von geometrischen Parametern ist mit diesen
Methoden nur sehr aufwendig und automatisiert oft nicht moglich.

Die Entwicklung einer integralen Berechnungsmethode zur Kiihlung feuchter
Luft mit unterschiedlichen Sauerstoffanteilen fiir reine Gegenstrom- und
einige Kreuzstromfithrungen ist Inhalt dieser Arbeit. Der Fokus liegt auf der
akausalen Berechnung und der Validierung mit eigenen Messergebnissen und
Literaturdaten. Wihrend die maximale Temperatur und Wasserbeladung in der
gesichteten Literatur von feuchter Luft bei Rausch et al. [61] 318,15K und
20,1 g/lkg bei 2,5bar an einer ebenen Wand betrdgt, haben Wang et al. [87]
Rohrrippenwiérmetibertrager mit Einlasstemperaturen der feuchten Luft mit
300,15 K und 21 g/kg bei 1 bar beaufschlagt. Im Rahmen dieser Arbeit konnten
Messungen bis zu einer maximalen Eintrittstemperatur auf der Luftseite von
321,6 K mit einer maximalen Wasserbeladung von 70,4 g/kg bei 1 bar an einem
Rohrrippenwérmeiibertrager durchgefiihrt werden.

Im nachfolgenden Kapitel 2 werden die mit dem Begriff feuchter Luft verbun-
denen Annahmen und Konventionen erkldrt und die daraus folgenden Berech-
nungsmethoden und Definitionen der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Zu-
standsgroBen aufgefiihrt. Zudem werden die Grundlagen zur Warmetibertragung
eingefiihrt und auf einen Wirmeiibertrager angewendet. Auflerdem wird auf die
Energiewandlung beim Betrieb von PEM-Brennstoffzellen eingegangen. Neben
den Grundlagen zur Berechnung des elektrischen Stroms und der elektrischen
Spannung fiir den stationéren Betrieb werden wichtige Wirkungsgraddefinitionen
angegeben.

Im Kapitel 3 wird der Stand der Technik hinsichtlich der Anwendung von
PEM-Brennstoffzellen in der Luftfahrt beschrieben. Ferner wird ein Uberblick
zu experimentellen Arbeiten mit feuchter Luft unter Entfeuchtungsbedingungen
gegeben. Diese experimentellen Arbeiten stellen typischerweise die Grundlage fiir
empirische Korrelationen dar, von denen in diesem Kapitel diejenigen angefiihrt
werden, die fiir die Modellbildung verwendet worden sind. Dies schlieft auch
Korrelationen fiir trockene Oberflichen und Rohrrinnenstromungen ein. Im letzten
Abschnitt dieses Kapitels werden unterschiedliche Methoden zur Berechnung von
Entfeuchtungsvorgéingen in Wiarmeiibertragern in einer einheitlichen Nomenklatur
gegeniibergestellt.

Im Kapitel 4 wird die scheinbare spezifische Wirmekapazitit von feuchter Luft
eingefiihrt und im Zellenmodell angewendet. Die daraus bestimmten Korrelatio-
nen werden aufgefiihrt und in den physikalischen Modellen implementiert. Die
detaillierte Beschreibung der Modellbildung ist ein wesentlicher Teil dieses Kapi-




tels. Die an der der Helmut-Schmidt-Universitidt durchgefiihrten experimentellen
Arbeiten werden in Kapitel 5 dokumentiert. Neben dem Versuchsaufbau und den
Versuchsergebnissen mit einer Unsicherheitsanalyse ist auch die Validierung der
Modelle ein Teil in diesem Kapitel.

Im Kapitel 6 werden zunichst die in Kapitel 3 aufgefiihrten Berechnungsmethoden
hinsichtlich der Ergebnisse und Robustheit verglichen. Ferner wird eine auto-
matisierte Auslegungsmethode am Beispiel eines Rohrrippenwirmetibertragers
vorgestellt. Diese Auslegungsrechnung stellt die Verbindung zu einer iiberge-
ordneten Optimierungsstrategie dar. Im letzten Abschnitt werden die Ergebnisse
einer dynamischen Simulation mit einem Parametersatz aus einer beispielhaften
Auslegungsrechnung fiir einen Rohrrippenwirmeiibertrager unter Entfeuchtungs-
bedingungen diskutiert.

Die Zusammenfassung der wichtigsten Erkenntnisse erfolgt in Kapitel 7 nicht
ohne einen Ausblick zu geben und weitere interessante Ansitze fiir zukiinftige
Forschungsarbeiten zu nennen.
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2 Grundlagen

In den folgenden drei Abschnitten wird ein Einblick in die Grundbegriffe der
feuchten Luft, der Wirmeiibertragung in Wérmeiibertragern und der Energiewand-
lung mit einer PEM-Brennstoffzelle gegeben. Grundlage der folgenden Betrach-
tungen ist, dass diese Systeme in weitere rdumlich begrenzte Systeme aufgeteilt
werden konnen. Es unterliegt somit dem Menschen Systeme abzugrenzen und dies
sinnvoll zu tun, wenn damit eine ZweckmiBigkeit erreicht werden soll. Cellier [10]
kennzeichnet ein System dadurch, dass wir sagen konnen, was zu dem System
dazu gehort und was nicht, sowie durch die Tatsache, dass wir angeben konnen,
wie es mit seiner Umgebung interagiert. In Anlehnung an Cellier kann ein Modell
als ein System beschrieben werden, das bei gleichzeitiger Einschrinkung seiner
Giiltigkeit um die, fiir die Fragestellung unrelevanten Eigenschaften vereinfacht
worden ist. Bachr und Kabelac [6] schrinken diese Aussage hinsichtlich der
klassischen Thermodynamik weiter ein, indem sie das System dariiber hinaus als
einen ,,Trdager von Variablen oder physikalischen GroBen, die seine Eigenschaft
kennzeichnen* beschreiben.

Feste Werte dieser Variablen und GrofBen definieren einen Zustand des Systems,
was zu der Bezeichnung Zustandsgrofen fiihrt. Eine weitere Grundlage der
folgenden Betrachtungen ist, dass jedes System eine Zustandsgrofe besitzt, die
innere Energie heifit. Die innere Energie, die aufgrund einer Temperaturdifferenz
von dem System mit der hoheren auf das System mit der niedrigeren Temperatur
tibergeht, wird als Wirme bezeichnet. Der Vorgang selbst wird nach [6] als
Ausgleichsprozess bzw. irreversibler Prozess beschrieben und tritt immer dann
auf, wenn ein System sich in einem Nichtgleichgewichtszustand befindet. Der
angestrebte Gleichgewichtszustand wird fiir ein nichtabgeschlossenes System
durch die Minimierung der freien Enthalpie und fiir abgeschlossene Systeme
durch die Maximierung der Entropie beschrieben. Nach Baehr und Stephan [5]
wird zwischen drei Formen der Wirmeiibertragung unterschieden: Wirmeleitung,
konvektiver Warmeiibergang und Wirmestrahlung.

Da Wirmeiibertrager und Brennstoffzellen einen Stofftransport tiber die Sys-
temgrenze fiir ihren Betrieb erfordern, konnen diese Komponenten als offene
Systeme beschrieben werden. Sind die Stoffstrome zeitlich unabhingig und die
Bilanzgrenzen ortsfest, so wird der Prozess als stationirer FlieBprozess bezeichnet.
Die fluiden Teilsysteme des Wirmeiibertragers werden als Phasen beschrieben,
deren ZustandsgroBfen durch eine mehr oder weniger umfangreiche Mittelwert-
bildung berechnet werden. Die Modellvorstellung, dass ein Fluid seinen Zustand
dndert und trotzdem Gleichgewichtsbedingungen angenommen werden konnen,
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also das Ungleichgewicht zur Initiierung der Zustandsénderung hinreichend klein
ist, wird als quasistationdre Zustandsénderung bezeichnet. Diese weitverbreitete
Modellvorstellung findet auch in dieser Arbeit Anwendung. Sie schliefit nicht
aus, dass einzelne Phidnomene, wie zum Teil die thermische Speicherfiahigkeit
(thermische Trédgheit) dynamisch berechnet werden, wodurch der Zustand des
Systems auch von der Zeit abhingig ist.

2.1 Feuchte Luft als Gas-Dampf-Gemisch

In der technischen Thermodynamik werden dem Gas-Dampf-Gemisch feuchte Luft
bestimmte Eigenschaften zugeschrieben, die aus einer Reihe von Vereinfachungen
und Annahmen hervorgehen. Im Folgenden wird das Gas-Dampf-Gemisch als
ein ideales Gemisch aus den nichtkondensierbaren Komponenten Sauerstoff und
Stickstoff und der kondensierbaren Komponente Wasser betrachtet. Der Stickstoff-
und der Sauerstoffanteil werden dabei zu dem idealen Pseudogas trockene Luft
zusammengefasst. [hre Zusammensetzung wird in dieser Arbeit jedoch als variabel
angesehen. Wihrend sich der Sauerstoffanteil durch die chemische Reaktion im
Brennstoffzellenstack verédndert, bleibt dieser im nachgeschalteten Warmeiibertra-
ger konstant. Die relative Feuchte ¢ der feuchten Luft wird durch das Verhiltnis
vom Partialdruck pp,o zum Sittigungsdruck ps berechnet

__ PH0

ps(T)
Die Temperatur T bei der der Partialdruck des Wasserdampfs dem Sittigungsdruck
entspricht, wird als Taupunkt- bzw. Sittigungstemperatur bezeichnet. Liegt in
einem System mit feuchter Luft Taupunkttemperatur vor, wiirde eine isobare
Absenkung der Temperatur oder eine isotherme Erhohung des Drucks zur Kon-
densation eines Wasserdampfsanteils fithren. Die Dampfdruckkurve von Wasser
ps(T) wird in dieser Arbeit vereinfacht mit der von Antoine 1888 versffentlichten
und in [6] angegebenen Gleichung

(0 2.1)

___B
ps(T) = % 10<A ”(”TP)) 2.2)

mit A = 8,07 1/K, B = 1730,63, C = 233,43K und D = 750,06 und dem
Bezugsdruck pg = 1 bar bestimmt. Dieser Ansatz gibt die Dampfdruckkurve von
Wasser in dem Bereich von 274,15 K bis 373,15 K nach Baehr und Stephan [5]
,hinreichend” genau wieder. Ferner wird fiir einen weiteren Bereich die Wagner-
Gleichung nach Pruss und Wagner [59]

i=1

Tisic v T \"
T) = piai MY g (1 2.3
ps(T) = Puric eXp< T Zcu( Tm) > (2.3)

mit der kritischen Temperatur Ty = 647,096 K, dem kritischen Druck




2.1 Feuchte Luft als Gas-Dampf-Gemisch

Priit = 22,064 10°Pa und den Koeffizienten aus Tab.2.1 zur Berechnung der
Dampfdruckkurve von Wasser ausgewertet.

Tab. 2.1: Koeffzienten zur Berechnung der Dampfdruckkurve mit Gl. (2.3)
a; =—7,85951783 a; =1,84440826 n;=1,0 mny=1,5
az =—11,7866497 a4 =22,6807411 n3=3,0 n4=3,5
as = —15,9618719 ag=1,80122502 ns=4,0 ng=71,5

Durch die strikte Trennung in kondensierbare und nicht kondensierbare Kom-
ponenten der feuchten Luft ist es sinnvoll die Zustandsgroflen auf die Masse
der trockenen Luft zu beziehen, da sie bei der Kondensation konstant bleibt.
Die Losung der nicht kondensierbaren Komponenten im Kondensat wird fiir die
feuchte Luft vernachldssigt. Die Loslichkeit von Stickstoff in Wasser betrigt bei
20°C und 1 bar etwa 20g/l. Das Verhiltnis der Masse des Wassers my,o zur
Masse der trockenen Luft my bzw. des Wassermassenstroms r,0 und des
Massenstroms der trockenen Luft riz,1, definiert die Wasserbeladung X gemal

M0 _ M0
muL FilgL
die sowohl im ungesittigten Zustand ¢ < 1 als auch im gesittigten Zustand,
wenn eine fliissige bzw. feste Kondensatphase vorliegt, giiltig ist. Auf die Be-
rechnungsvorschriften, die in Zusammenhang mit der festen Kondensatphase
stehen, wird im Folgenden nicht weiter eingegangen, da sie in dieser Arbeit ohne
Bedeutung sind. Liegt das ideale Gas-Dampf-Gemisch ungesittigt vor, so erlaubt
das Gesetz von Dalton die Definition der Wasserbeladung X¢, wenn das Wasser
gasformig vorliegt, unter Verwendung des Gesamtsdrucks pges, der Massenanteile
von Sauerstoff o, und Stickstoff &y, sowie der Gaskonstanten von Sauerstoff
Ro,, Stickstoff Ry, und Wasserdampf Ry, 0, so dass gilt:

X = , 2.4)

_ Ro, &0, + RN, EN,  PH0

Xg . ) (2'5)
Ru,0 Pges — PH,0O
Durch Einsetzen von Gl. (2.1) folgt
R R T
X8 .— 0, 602 + RN, éNz . fs( ) (2.6)
Ru,0 o —PHo
mit dem héufig verwendeten Verhiltnis
Ro, G0, R SNy _ ) 69 Q2.7)

Ru,0

fir die bodennahe Zusammensetzung der trockenen Luft mit o, = 0,21 und
éx, = 0,79. Die spezifische Enthalpie der feuchten Luft h* ist definiert als
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H

muL
mit der spezifischen Enthalpie des Wassers hy,0 und der trockenen Luft sy . Mit
der spezifischen isobaren Warmekapazitit der trockenen Luft

h = = hyL +X hiy0 2.8)

CpL = 50, €0 + 6N Cp.Ny 2.9)
der spezifischen Enthalpie des gasformigen Wassers hizo

hizo(T) = Ahy+cpn,0 (T —Trp) (2.10)

unter Verwendung der Verdampfungsenthalpie von Wasser im Bezugszustand A Ay
und der spezifischen Enthalpie des fliissigen Wassers hgzo

hglzo(T) = cnyo (T — Trp) - (2.11)

kann die spezifische Enthalpie der feuchten Luft als Funktion der Wasserbeladung
und der Temperatur wie folgt fiir den ungesittigten Zustand

(T, X) = cpur (T — Trp) + X° [Ahg +E o (T— TTP)} (2.12)
und fiir den gesittigten Zustand mit Kondensatanteil
h* (T,X) = CpuL (T — TTP) + Xs {Ahg + CiHZO (T — TTP)}

+(X —Xs) cfy,o (T — Trp).

(2.13)

geschrieben werden. Die Bezugstemperatur der spezifischen isobaren Wirmeka-
pazititen und der Verdampfungsenthalpie von Wasser entspricht der Temperatur
des Tripelpunkts von Wasser Ttp = 273,16 K. Mit

(T, X)

WTX) =577

(2.14)
erfolgt die Umrechnung auf die spezifischen Enthalpie h, so dass kein Bezug
auf die trockene Luftmasse, sondern auf die Gesamtmasse der feuchten Luft
hergestellt wird.

Treten durch die Kondensation des Wasserdampfs eine koexistierende Kondensat-
und Gasphase auf, so streben diese beiden Phasen ein Gleichgewichtszustand an.
Das Phasengleichgewicht liegt vor, wenn ein thermisches Gleichgewicht

T¢ =71 (2.15)
ein mechanisches Gleichgewicht

o= ph (2.16)
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und ein stoffliches Gleichgewicht
pe=pt 2.17)

vorliegen. Durch die Unterkiithlung des Kondensats liegt in einem Wiarmeliiber-
trager zunichst kein thermisches Gleichgewicht vor. Die Temperatur an der
Phasengrenze wird durch die Interfacetemperatur 77 beschrieben. Sie ist eine
Funktion des Sattigungsdrucks an der Phasengrenze geméaf

Tt =Ti(psy)- (2.18)

Die Phasengrenze ist ortlich verdnderbar, stoff- und wiarmedurchlidssig. Auf die
Auswirkungen eines thermischen Ungleichgewichts am Luftaustritt eines Warme-
ibertragers wird in Abschnitt 5.2 eingegangen.

Weiterfiihrende Arbeiten, insbesondere fiir Temperatur- und Druckbereiche bei de-
nen die Annahmen eines idealen Gas-Dampf-Gemisches nicht gelten, wurden von
Herrmann und Kretzschmar [25] zusammengefasst und sind in Form der MOMo-
LiB-Bibliothek fiir MODELICA verfiigbar. Neben einer Virial-Zustandsgleichung
fiir feuchte Luft wird eine Gleichung zur Berechnung eines Faktors fiir die Was-
serdampfsittigungsdruckerhohung als Funktion der Temperatur und des Drucks
gegeben. Dieser Faktor beschreibt das Verhiltnis des Sattigungsdrucks von Wasser
in feuchter Luft zu reinem Wasser bei gleicher Temperatur und gleichem Druck.
Herrmann und Kretzmar zeigen, dass dieses Verhiltnis fiir Driicke unterhalb
von 5bar und Temperaturen zwischen 0°C und 150 °C stets kleiner als 1,05 ist
und daher fiir diese Arbeit mit 1 angenommen werden kann. Einen Ansatz zu
Beschreibung dynamischer Zustandsdnderung von feuchter Luft wird von Miiller
in [49] aufgefiihrt.

2.2 Energietransport in Wirmeiibertragern
Fiir einen zur Umgebung adiabaten Wirmeiibertrager, wie in Abb. 2.1 fiir 7/ > T,
dargestellt, reduziert sich der erste Hauptsatz der Thermodynamik unter Vernach-
lassigung der kinetischen und potentiellen Energien im stationédren Fall zu

AA—f =iy (W —RY) =iy (W5 —hy) =0 (2.19)
mit der Energiedifferenz AE, dem Zeitraum A¢, den Massenstromen 7z und ity der
wirmeiibertragenden Fluide sowie den spezifischen Enthalpien am Einlass 4} und
h, und am Auslass 4 und h). Wird der Wirmeiibertrager in zwei Untersysteme
unterteilt, die durch eine diatherme Wand voneinander getrennt sind und wird
das Untersystem 1 von einem idealen Gas und das Untersystem 2 von einem
inkompressiblen Fluid ohne Phaseninderung durchstrémt, so kénnen die Enthal-
piedifferenzen in Gl. (2.19) durch die entsprechende kalorische Zustandsgleichung
zur Berechnung des iibertragenden Wirmestroms Q ersetzt werden:

Q = I/i’ll Cp,] (Tl// - T]/) = I/i/lz (6] (TZN - Tzl) (220)
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Wird das Untersystem 1 von einem idealen Gas-Dampf-Gemisch durchstromt,
dessen Eingangstemperatur iiber der des inkompressiblen Kiihlfluids liegt, so dass
die Warmeiibertragung zu einer partiellen Kondensation des Wasserdampfs fiithren
wiirde, kann die Energiebilanz auf der Gasseite nicht auf die Temperaturen am Ein-
und Ausgang zuriickgefiihrt werden. Es gilt daher

Q=i (" —hy') =ry ey (I — 1) 21

mit der auf die trockene Luft bezogenen spezifischen Enthalpie der feuchten Luft
im ungesittigten Zustand aus GI. (2.12) bzw. im gesittigten Zustand aus Gl. (2.13).

Aus dem Fourierschen Gesetz

oT
Gg=-2 = (2.22)

mit der Wirmestromdichte ¢, der Wirmeleitfihigkeit A und der Anderung der
Temperatur T entlang der Ortskoordinate z, leiten sich die folgenden Betrachtun-
gen zur eindimensionalen Wirmeiibertragung ab. Wird ein Wirmestrom, wie in
Abb. 2.2 gezeigt, von einem Fluid mit lokal hohen Temperatur 77 auf ein Fluid mit
der lokal niedrigen Temperatur 7, iibertragen, so gilt

Th
) T Wand
Wi Fluid 2
T{/% /1/
, T w
! Q " al az
) T . A A
W —+—> W, . T
’1 ’2’ Fluid 1 AV
, 0—» / 0
T/ h/ 0 ’1:2
2 2 d dy Z
2 )

W,
Abb. 2.2: Eindimensionaler Tempera-
turverlauf eines lokalen Wérmedurch-
gangs durch eine Rohrwand in einem

Wiirmeliibertrager mit einphasigen Flui-
den; aus [5] entnommen und bearbeitet

Abb. 2.1: Zustandsgrofien am
Ein- und Ausgang eines Wir-
meiibertragers mit tbertrage-
nen Wirmestrom
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Q=kA (T) - Tr) (2.23)

mit der von Baehr und Stephan [5] als Ubertragungsfihigkeit eines Wirmeiibertra-
gers bezeichnete Grofle kA. Sie fasst die konvektiven Warmeiibergiinge der Fluide
ap; und o an die Wand A; und A, und die Wirmeleitung durch die mittlere
Wandoberfliche Ay, mit der Wandstirke Sy gemé

1 Sw 1\
kA = + + 2.24
(051141 AnAm 062142) (2:24)

zusammen. Typischerweise liegt in einem Wéarmeiibertrager eine ortliche Ver-
teilung der lokalen Temperaturdifferenz 77 — 7> vor, so dass fiir das treibende
Potential des Warmestroms die mittlere Temperaturdifferenz A Ty, definiert als

AT, ::l/m—Tz) dA (2.25)
A Ja

fiir die integrale Berechnung verwendet werden muss. Analog gilt fiir die mittleren
Wirmeiibergangskoeffzienten o

1
o= / Otgoc dA, (2.26)
A Ja

mit der Fliche A und dem lokalen Wirmeiibergangsoeffizienten o, wodurch laut
Rotzel und Spang [66] hiufig der Ausdruck

0 =kA ATy, 2.27)

zur Berechnung der Ein- und Austrittsgrolen verwendet wird.

Die Nusselt-Zahl Nu und der Colburn-Faktor j kdnnen als dimensionslose Kenn-
zahlen fiir den Wirmeiibergangskoeffizienten betrachtet werden. Dabei ist die
Nusselt-Zahl von der Wahl der Bezugsldnge Lo abhingig.

_OCLO
A

Sie ist im europdischen Raum weit verbreitet, wihrend der Colburn-Faktor

Nu: (2.28)

j=S8tpPr*3 (2.29)
mit der Prandtl-Zahl Pr und der Stanton-Zahl

St = oA = Nu

mc  RePr
im amerikanischen und asiatischen Raum héufiger angewendet wird. Sie ist
ebenfalls von einer Bezugsliange abhingig, die sich hier in der Reynolds-Zahl Re
verbirgt.

(2.30)
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Die analytische Berechnung der mittleren Temperaturdifferenz aus Gl. (2.25) ist
unter der Annahme konstanter mittlerer Wéarmekapazitétsstrome Wi = 1i1; ¢; sowie
einer konstanten mittleren Ubertragungsfihigkeit fiir einen reinen Gegen- bzw.
Gleichstromwirmeiibertrager moglich. Allgemein ist insbesondere die Berech-
nung der mittleren Temperaturdifferenz fiir einen Gegenstromwérmeiibertager
AT Gos von Interesse, weil sie die maximal mogliche, mittlere Temperatur-
differenz fiir Warmeiibertrager kennzeichnet. Die mittlere Temperaturdifferenz
fiir abweichende Stromfithrungen wird durch einen von Spang und Rétzel [76]
eingefiihrten Korrekturfaktur F' angendhert. Dies ist nach Rotzel und Spang [66]
bei Vernachlédssigung der Lingsvermischung der einzelnen Fluide zulédssig, so dass
gilt:

Q = FkAATyGas 2.31)

Eine weitere Bedingung fiir die Verwendung der mittleren logarithmischen Tem-
peraturdifferenzmethode ist die zeitliche und ortliche Unveridnderlichkeit aller
Parameter und Stoffdaten, mit Ausnahme der Temperaturen. Sie ist gewissermafien
das Bindeglied zwischen dem Konzept der Phase aus der Technischen Thermody-
namik und der Wirmeiibertragung mit ihren ortsabhéngigen Temperaturen. Wird
die Ortsabhiingigkeit, wie in diesem Fall, auf eine Dimension in z-Richtung (reiner
Gegenstrom) beschréinkt und der Gegenstromwirmeiibertrager in infinitesimale
kleine Wiarmetibertrager aufgeteilt, so lautet die Gl. (2.20) nach Baehr und Stephan
[5] in differentieller Form

dQ = —ny Cp,1 dTi = —mycrdTs. (2.32)

Uber die Linge L des Gegenstromwirmeiibertragers erhilt man folgende Diffe-
rentialgleichungen fiir die Temperaturdnderung:

KA dz
d71 = —(T) =T — 2.33
1 (- 1) o L (2.33a)
KA d
dh=— ([, - B) —=° (2.33b)
cymy L

Da hier nicht die Temperaturverldufe, sondern ihre Differenz von Interesse ist,
werden die GI.(2.33a) und GI.(2.33b) von einander subtrahiert, so dass man
folgende Differentialgleichung erhilt

d(T) - T 1 1 d
(Th 2)_kA< b )27 (2.34)
(Tl — T2) Coy Ny Cp,1 nj L
deren Integration von z = 0 bis z = L zu dem in [5] beschrieben Term
y 1 1
In——2 = kA ( . ) (2.35)
-1, comy  Cp 1My
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fiihrt. Die Verwendung der Gl. (2.27) und GI. (2.20) mit der Gl. (2.35) ergeben die
logarithmische mittlere Temperaturdifferenz fiir einen reinen Gegenstromwérme-
iibertrager

(" -T) - (1 - T,)
(1-13)
(1-1)

die nur von den beiden Ein- und Auslasstemperaturen der Fluide abhéngig ist.
Der Einfluss der Stromfithrung auf den Korrekturfaktor fiir einphasige Stro-
mungsverhéltnisse kann durch den von Spang und Rétzel in [76] und gegebenen
Zusammenhang

, (2.36)

ATy Ggs =
In

P 1 (2.37)

Dy o\ D5
kA
(1o (28)™" (23)")

mit den Parametern ®; bis @5 aus [66] fiir unterschiedliche Wirmeiibertrager-
typen und Stromfiithrungen beschrieben werden. Es gilt die Konvention, dass der
Stoff 2 bei Kreuzstromwirmeiibertragern den inneren Rohrstrom beschreibt. Fiir
die Temperaturdifferenz gilt dann als Funktion der Massenstrome, des Ubertra-
gungsfaktors, der Wirmekapazititsstrome und der Eingangs- und Ausgangstem-
peraturen

ATy, = F ATy Ges. (2.38)

2.3 Thermische Luftentfeuchtung

Die thermische Luftentfeuchtung beinhaltet zwei Prozessschritte. Zum einen
die Kiihlung der feuchten Luft unterhalb ihres Taupunkts und zum anderen die
Abscheidung der fliissigen Kondensatphase. Fiir geringe Stromungsgeschwindig-
keiten kann mit einem Tropfenabscheider der giinstige Energiezustand eines an ein
Gitter oder Stahlwolle angelagerten Kondensattropfens genutzt werden, wodurch
es zur Akkumulation kleiner Tropen kommt, bis diese so stark angewachsen
sind, dass sie sich aufgrund ihres Gewichts von der Anlagerung losen und im
Gegenstrom zum Luftstrom in den Sumpf fallen (vgl. Abb. 2.3 a). Der Sumpf wird
je nach Art der Regelung und des Fiillstands auf einem Minimalfiillstand belassen,
damit keine Luft aus dem Kondensatabfluss entweichen kann. Bei hohen Ge-
schwindigkeiten erfolgt die Abtrennung des Kondensats aus der Zweiphasenstro-
mung typischerweise unter der Ausnutzung der hoheren mechanischen Trigheit
der Kondensattropfen. Der Lamellenabscheider zwingt der Zweiphasenstromung
eine Richtungsinderung auf. Wie in Abb.2.3 b gezeigt, sind die Lamellen mit
Haken versehen, wodurch die einzelnen Tropfen abgeschieden werden und einen
giinstigeren Energiezustand durch die Benetzung der Wand eingehen. Durch die
Schwerkraft werden sie in den Sumpf abgeleitet. Bei Zyklonabscheidern ist eine
hohe Einlassgeschwindigkeit wichtig, damit sich ein Stromungswirbel ausbilden
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kann. Wie in Abb.2.3 c und d dargestellt, reichern sich die Kondensattropfen
nahe der Zyklonwand an, wo sie, sobald ein Kontakt zwischen der Wand und
dem Tropfen erfolgt ist, aufgrund des giinstigeren Energiezustands, diese eben-
falls benetzen und deutlich schwicher mit der Luftstromung wechselwirken, so
dass der Einfluss der Gravitation iiberwiegt und das Kondensat in den Sumpf
abgeleitet wird. Einen Einblick in die Auslegungsrechnung unter Verwendung
von CFD fiir einen Einsatz zur Abluftentfeuchtung eines Brennstoffzellensystems
in einer Automobilanwendung gibt Staeck in [78]. Wihrend fiir Automobilan-
wendungen der Fokus auf der Bauvolumen- und der Kostenoptimierung liegt,
ist im Flugzeugbau die Minimierung des Systemgewichts von entscheidender
Bedeutung. Eine Moglichkeit zur Kithlung mit integrierter Abscheidung stellt der
in Abb. 2.3 e dargestellte Spiralwidrmeiibertrager dar. Durch die spiralformige
Stromfithrung werden die Tropfen nach auflen an die Wand getragen, wo sie
in den Sumpf abgeleitet werden. Der im Rahmen dieser Arbeit entwickelte
und patentierte Zentrifugalwirmeiibertrager ermoglicht die Kiihlung der feuchten
Luft und Abscheidung der Kondensattropfen unabhingig vom Luftvolumenstrom.
Ferner wird die Auspriagung eines Kondensatfilms auf den wirmeiibertragenden
Flachen vermieden (vgl. [71]). Die Rotation wird der Flidche durch einen vom
Kiihlfluid durchstromten Drallerzeuger aufgeprigt, wie in Abb. 2.3 f dargestellt.

Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt auf der Modellierung und experimentellen
Untersuchung der Kiihlung von feuchter Luft. Als Kiihlung wird die Tempe-

Abb. 2.3: a) Tropfenabscheider/Demister; b) Lamellenabscheider mit Haken; c)
Axialer Zyklonabscheider; d) Radialer Zyklonabscheider; e) Spiralwidrmeiibertrager
mit Kondensatabscheidung; f) Zentrifugalwiarmeiibertrager mit Kondensatabscheider
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raturabsenkung des Fluids aufgrund des Ubergangs von thermischer Energie
von der feuchten Luft an das Kiihlmittel bezeichnet. In der hier idealisierten
Modellvorstellung erfolgt die Phasenumwandlung des gasformigen Wasserdampfs
bei der Sattigungstemperatur, so dass stets Gleichgewichtsbedingungen im Fluid
vorliegen. Zur Initialisierung des Phasenwechsels der dann ibersittigten feuchten
Luft ist nach Baehr und Stephan [5] ein geringes Ungleichgewicht notwendig. Die
dafiir notwendige Temperaturdifferenz betridgt weniger als 0,1 K und wird daher
nicht weiter betrachtet. Da sich das Kondensat typischerweise an der wirmeiiber-
tragenden Wand bildet und akkumuliert, kommt es dort zu einer Unterkiihlung
des Kondensats, was hinsichtlich der Temperaturmessung von Bedeutung ist. Im
Gegensatz zur Kondensation eines Reinstoffs reichert sich bei der Kithlung eines
Gas-Dampf-Gemisches die kondensierende Komponente im Bereich der Konden-
satoberflache ab, so dass ein Konzentrationsgefille zur Kernstromung entsteht.
In Folge der damit einhergehenden Verteilung des chemischen Potentials kommt
es zur Diffusion quer zur Hauptstromungsrichtung, wodurch ein zusétzlicher
Wirmeleitwiderstand entsteht, der vom Stoffiibergangskoeffizienten 8 abhingig
ist. Mit der Lewis-Beziehung GI. (3.55) kann der Stoffiibergangskoeffizient aus
dem Wirmeiibergangskoeffizienten bestimmt werden. Wie in Abb. 3.4 gezeigt,
wird durch den geringeren Partialdruck der kondensierenden Komponente nahe
der Filmoberflache die Séttigungstemperatur im Vergleich zu der Sattigungstempe-
ratur der Kernstromung herabgesetzt. Dariiberhinaus fiihrt die Kondensation eines
Stoffes zu vergleichsweise hohen Wirmeiibergangskoeffizienten am Ort der Kon-
densation. Die durch das Kondensat benetzte Oberfliache ist unebener als die glatte
Rohrwand und fiihrt so zu einer Vergroferung der Turbulenz und damit zu einer
Erhshung der Druckverluste. Zu der Anderung des Wirmeiibergangskoeffizienten
gibt es widerspriichliche Aussagen in der Literatur (vgl. Abschnitt 3.3). In der
Literatur werden das treibende Potential fiir den Stofftransport und das treibende
Potential fiir den Wirmetransport zur Berechnung von Kithlung feuchter Luft
hiufig durch die Enthalpiedifferenz zusammengefasst (vgl. [3], [94], [44], [35],
[87]). Die physikalische Entsprechung ist fragwiirdig und nicht mit dem Ausdruck
des thermodynamischen Potentials zu verwechseln. Dieses leitet sich aus der
Gibbs’schen Hauptgleichung bzw. Fundamentalgleichung der Thermodynamik

du=Tds—pdv+Y pdn (2.39)
i

ab, die in abgewandelter Form fiir eine konstante Stoffmenge (dn = 0) als

du=Tds—pdv (2.40a)
d(u—Ts)=—sdT — pdv (2.40b)
d(u+pv)=Tds+vdp (2.40c)
d(u+pv—Ts)=—sdT +vdp (2.40d)
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geschrieben werden konnen. Per Definition werden diese Grofen als die innere
Energie u, die freie Energie (Freie Helmholtz Energie)

fi=u—Ts, (2.41)

die Enthalpie
h:=u+pv (2.42)

und die freie Enthalpie (Freie Gibbs Energie)
g=u+pv-"Ts (2.43)
bezeichenet und nach Miiller [49] thermodynamische Potentiale genannt.

Verbreitete technische Anwendungen von Kiihlung feuchter Luft sind Klima- und
Kilteanlagen, bei denen die Temperatur der feuchten Umgebungsluft abgesenkt
wird. Erfolgt die Kiihlung auf Temperaturen unterhalb des Taupunkts, kommt es
zur Kondensatbildung. Dieser Zustand wird im Folgenden als Entfeuchtungsbedin-
gung bezeichnet. Er geht typischerweise mit einem geringen Kondensatmassen-
strom einher, da selbst bei subtropischen Umgebungsbedingungen (7' = 303,15 K
und @ = 0, 8) der Wasseranteil nur etwa 3,3 vol% betrigt. Ein weiterer von Weihua
[91] beschriebener Anwendungsbereich ist die Berechnung der Verminderung des
Wirmeiibergangs bei thermischen Kondensatoren aufgrund von Inertgasanteilen,
die beim Unterdruckbetrieb durch Undichtigkeiten der Anlage im Arbeitsfluid
akkumuliert werden. Im Kraftwerksprozess wird als Arbeitsfluid Wasser einge-
setzt, so dass die Ansammlung von Luft als ein Beispiel von Kiihlung feuchter
Luft angesehen werden kann. Im Abschnitt 3.4 werden Berechnungsmethoden aus
beiden Bereichen eingefiihrt und beschrieben.

2.4 Energiewandlung in PEM-Brennstoffzellen

In Brennstoffzellen wird chemische Bindungsenergie in einem elektrochemischen
Energiewandler direkt in elektrische Energie iiberfiihrt. Im realen Betrieb wird
aufgrund nicht zu vernachldssigender Irreversibilititen ein Teil der chemischen
Energie dissipiert und somit in thermische Energie umgewandelt. Thre Eigen-
schaften hinsichtlich Lebensdauer, Leistungsdichte, Kosten und Betriebsverhalten
haben dazu gefiihrt, dass sich die PEM-Brennstoffzelle fir Anwendungen im
Automobil- und Luftfahrtbereich zum Standard entwickelt hat [7] [36], [62], [78].
Ihr Kennzeichen ist eine Polymerelektrolytmembran zur Trennung der geladenen
Teilchen, die an beiden Seiten von einer Reaktions- bzw. Katalysatorschicht
umgeben ist. Als Katalysator zur Aufspaltung der Atome in Ionen werden
typischerweise Platinpartikel genutzt, die auf der einen Seite einen entscheidenden
Einfluss auf den Wirkungsgrad und die Lebensdauer, auf der anderen Seite aber
auch auf die Kosten der Brennstoffzelle haben. Wie in Abb.2.4 dargestellt,
werden die Gase in den Kanilen der Bipolarplatten zu- und abgefiihrt. Der
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Transport der Gase vom Kanal zum Reaktionsort bzw. vom Reaktionsort zum
Kanal erfolgt sowohl auf der Anoden- wie auch auf der Kathodenseite durch
Diffusionsschichten. Thre Aufgabe ist es, die Eduktgase moglichst homogen zu
verteilen, um eine gleichméBige Reaktion und hohe Ausnutzung des Katalysators
zu erreichen. Auf der anderen Seite sollen die Produktgase moglichst schnell
abgefiihrt werden, damit es nicht zu einer tiberméfBigen Kondensation und damit
zur Verblockung (engl. Flooding) im Reaktionsgebiet kommt.

Bei einer PEM-Brennstoffzelle reagieren der anodenseitig zugefiihrte Wasserstoff

Anode (-) )= Kathode (+)

MPL MPL
[« GDL

Symbolverzeichnis Abkiirzungsverzeichnis
> Uhlmitte olymer Bipolarplatte atalysator-
H Kiihimittel Poly BPP polarpl CL  Kataly:
® o, Anodengas schicht
Q Ho (Hy) Katalysator GDL  Gasdiffusions- PEM  Protonenaus-
2 Kathodengas (platinbeladener schicht tauschmembran
@ H (0,) Kohlenstoff)
© Elektron MPL  Mikroporése Schicht Q  Warmestrom

Abb. 2.4: Aufbau und Transportmechanismen einer PEM-Brennstoffzelle;
Quelle: [78]
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Hj und der kathodenseitig zugefiihrte Sauerstoff O, geméil der Gesamtreaktion

1
H; + E 0, -+ H,O (2.44)

zu Wasser H;O. Dieses Reaktionsprodukt wird unter isobaren Bedingungen
zum Grofteil mit der Kathodenluft abgefiihrt, so dass ein Anteil durch den
nachgeschalteten Wirmeiibertrager und Abscheider abgesondert werden kann.
Werden einer einzelnen Zelle unter isobar-isothermen Bedingungen die Edukte
H; und O, getrennt zugefiihrt, ohne dass der duflere Stromkreis geschlossen wird,
fiihrt dies aufgrund der Ladungstrennung an den Katalysatorschichten zu einem
elektrochemischen Gleichgewicht mit der reversiblen Zellspannung Ur.y

_AR G(Ta p)
2F

mit der freien molaren Reaktionsenthalpie AR G und der Faraday-Konstante F.
Wie von Siemer [74] beschrieben, leitet sich aus der freien molaren Standar-
dreaktionsenthalpie AR Gy auf Basis des ersten und zweiten Hauptsatzes der
Thermodynamik die maximale molare Nutzarbeit bzw. reversible Reaktionsarbeit
einer isotherm-isobaren chemischen bzw. elektrochemischen Reaktion fiir den
Grenzfall einer reversiblen Reaktion mit Si; = 0 ab. Die Anwendung der van’t
Hoffschen Reaktionsisotherme fiihrt bei idealen Gasen auf die temperatur- und
druckabhingige freie molare Reaktionsenthalpie bzw. Reaktions-Gibbs-Funktion

Ueev(T, p) :== (2.45)

PH,0/Po

ARG(T,p) = ARGy + T Ry In .
(PH,/Po) (Po,/Po)?

(2.46)

mit den durch die Partialdriicke ersetzten Aktivititen, fiir die in GI.(2.44)
beschriebene Globalreaktion und der universellen Gaskonstante R,,, sowie den
Bezugsdruck pg. Wird die freie molare Standardreaktionsenthalpie in Gl. (2.45)
durch den Ausdruck aus Gl. (2.46) ersetzt, erhélt man die Nernst-Gleichung

AR RT
Uno(T.p) = — Go RT PH,0/Po .47
2F 2F [
(PH,/Po) (Po,/Po)?
™ ARGy AR By — TAR §
Urev,0(To, po) = — =— (2.48)

2F 2F
und denen im Anhang 8.2 aufgefiihrten Berechnungen der Reaktionsenthalpien
AR hy und Reaktionsentropien AR §. Die reversible Zellspannung wird durch
die Nernstgleichung nicht vollstindig beziiglich ihrer Temperaturabhédngigkeit
beschrieben. Wie von O’Hayre et al. [54] angemerkt, miisste dafiir die Gl. (2.47)
um den Summanden A;;“ (T —Tp) erweitert werden. Siemer zeigt, dass dieser
Term unterhalb von 300 °C vernachlissigt werden kann. Nach Gl. (2.47) betrégt
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2.4 Energiewandlung in PEM-Brennstoffzellen

die reversible Zellspannung bei 25°C und 1bar und unter der Annahme, dass
das Produktwasser gasformig vorliegt Uy = 1,18 V. Wird die Brennstoffzelle
mit Luftsauerstoff anstatt mit reinem Sauerstoff betrieben, so fiihrt dies zu einer
Spannungsreduktion AU von

1
RT 1\ 2
AU =2 In (021> —0,012V (2.49)

bei 80°C unter der Annahme eines konstanten Sauerstoffpartialdrucks von
0,21 bar. Wie von Baehr und Kabelac [6] gezeigt, ist die reversible Spannung Uy
zugleich die rechnerisch maximal erreichbare Zellspannung fiir die spezifischen
Betriebsbedingungen. In technischen Anwendungen werden daher mehrere Brenn-
stoffzellen zu einem Stapel (engl. Stack) zusammengefiihrt und elektrisch seriell
verschaltet, um so die einzelnen Zellspannungen zu addieren. Wird der duflere
Stromkreis geschlossen, stellt sich fiir einen Brennstoffzellenstapel mit Ngz Zellen
und einem Wasserstoffstoffmengenstrom riy, der elektrische Strom /

_ 2F}"l]-[2
Npz

I (2.50)
ein, wodurch der an der kathodenseitigen Katalysatorschicht vorliegende atomare
Luftsauerstoff mit zwei Wasserstoffionen und jenen zwei Elektronen zu einem
Wassermolekiil reagieren kann. Der entstehende Produktwasserstoffmengenstrom
iH,0 ist proportional zum elektrischen Strom, da aufgrund der Globalreaktion

I Nz
2F

gilt. Dieser Vorgang erzeugt ein elektrochemisches Ungleichgewicht zwischen der
Anode und Kathode und fiihrt zu irreversiblen Ausgleichsprozessen und damit zu
einem Wirmestrom, der als Abwirme aus dem Brennstoffzellensystem abgefiihrt
werden muss und nicht in Form von elektrischer Leistung zur Verfiigung stehen
kann. Die Verlustarten werden hiufig in drei Gruppen zusammengefasst. Die
sogenannten Aktivierungsverluste fassen den Spannungsabfall AU, aufgrund der
Reaktionskinetik und der Elektoneniibergénge an den Elektroden zusammen. Wie
von O’Hayre et al. [54] beschrieben, folgt aus der Butler-Volmer Gleichung

a2A F 1—-a)2A F
i =1 {exp <Rl;akt> —exp <(3H"Uakt>} (2.52)

if,0 = (2.51)

fiir sehr geringe Stromdichten (i << ip) der von & unabhéngige linearer Zusam-
menhang

RTi
2F iy’

AUy = (2.53)
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Zur Beschreibung des Spannungsverlusts aufgrund der kathodischen Aktivie-
rungsverluste fiir Stromdichten i grofer der Austauschstromdichte iy wird die
Tafelgleichung

AUy = XL 1 (l) mit i > g (2.54)
o 10

verwendet. Als Austauschstromdichte wird der Betrag der Stromdichte der Hin-
und Riickreaktion im Gleichgewicht bezeichnet. Die beiden Strome sind dann
betragmifig gleich groB, so dass fiir die dullerer Stromdichte i = 0 gilt.

Nach Larminie und Dicks [37] konnen fiir Brennstoffzellen, die mit Wasserstoff
betrieben werden, die anodischen Aktivierungsverluste vernachldssigt werden, da
ihre GroBenordnung im den Faktor 10° geringer ausfillt als die der kathodischen
Aktivierungsverluste. Dem kathodischen Durchtrittsfaktor wird hiufig der Wert
o = 0,5 zugeordnet (vgl. [54], [74]). Die von der Temperatur, dem Sauerstoff-
partialdruck, dem Kathodenmaterial und Katalysatorherstellung und -auftragung
als auch von der Geometrie und nicht zuletzt vom Benetzungsgrad abhingigen
Austauschstromdichte kann experimentell bestimmt werden. Die Ubertragbarkeit
dieser experimentellen Ergebnisse aufgrund der zahlreichen Parametervariationen
und unterschiedlichen Definitionen ist fragwiirdig, da die veroffentlichten Werte
laut Siemer stark von einander abweichen. Eine Ubersicht fiir verschiedene
Katalysatoren fiir PEM-Brennstoffzellen geben O’Hayre et al. [54] in Tab. 3.2 an.
Der ohmsche Spannungsabfall AUqynm

AUghm = i ¥ OMem- (2.55)

fasst die Verluste durch die spezifischen elektrischen Widerstinde r entlang des
Elektronen- und des Ionenpfads zusammen. Wie von Larminie und Dicks [37]
beschrieben, werden die Leitungsverluste der Elektroden, der Bipolarplatten und
die zahlreichen Kontaktwiderstdnde zwischen den Schichten und Bipolarplatten
hiufig vernachlissigt, da sie im Vergleich zu dem Ionenleitwiderstand des Elek-
trolyten von untergeordneter Bedeutung sind.Wird nur der spezifische elektrische
Ionenleitwiderstand fiir eine Nafion - Membran beriicksichtigt, so wird hiufig die
Berechnungsmethode von Springer [77]

11 -
= 1(0,5139 x — 0,326 1268 [ — — — 2.56
o~ [0smr-omes (s (- 1)) s
mit
2 =0,0043+17,81 ¢ — 39,85 9> +36 ¢> (2.57)

fir die Wasserdampfaktivitidten bzw. relative Feuchte ¢ in der Membran kleiner
1 angewendet, obwohl die Daten auf einer Temperatur von 30 °C basieren. Nach
O’Hayre et al. [54] sind die mit dieser Gleichung berechneten Werte ,,reasonably
accurate” fiir eine Temperatur von 80 °C. Siemer fiihrt alternativ die Methode von
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2.4 Energiewandlung in PEM-Brennstoffzellen

Hinatsu explizit fiir 80 °C an.
2=0,3+10,8¢0—16,09%+14,1¢° (2.58)

Diese Verlustart zeichnet sich durch starke Wechselwirkungen beim Betrieb der
Brennstoffzelle hinsichtlich des Wasserhaushalts aus. So fithren die ohmschen
Verluste zu einem Wirmestrom, der aus dem Elektrolyten an das Kiihlmittel
abgefiihrt werden muss. Das damit verbundene Temperaturfeld beeinflusst den
Sattigungsdruck des Wassers und damit {iber den Wassergehalt der Membran
ihren elektrischen Widerstand, was wiederum die Entstehung des Wirmestroms
beeinflusst. In der dritten Gruppe werden die Spannungsverluste aufgrund von
Transport- und Konzentrationseffekten AUy,, zusammengefasst. Diese sind stark
von der individuellen Bauart und Gaskanalfithrung der Bipolarplatten und der
Brennstoffzellensysteme abhéngig. Daher kann keine allgemeingiiltige analyti-
sche Berechnungsvorschrift angefiihrt werden. Fiir den praktischen Betrieb sind
diese Verluste von untergeordneter Bedeutung, da sie bei hohen Stromdichten
rechtsseitig des elektrischen Leistungsmaximum auftreten. Dariiber hinaus werden
von Larminie und Dicks [37] Spannungsverluste durch interne elektrische Strome
und aufgrund der Wasserstoffdiffusion aufgefiihrt. Thnen wird ein signifikanter
Spannungsabfall im Leerlauf zugeschrieben, der mit 0,2 V approximiert werden
kann. Dieser Wert beruht auf einer experimentellen Arbeit von Larminie [37] fiir
eine Brennstoffzelle im Leerlaufbetrieb. Durch die Messung des zugefiihrten Was-
serstoffs einer im Leerlauf betriebenen Brennstoffzelle wird nach GI. (2.50) eine
fiktive Stromdichte igy, berechnet, die die internen Strome und den diffundierten
Wasserstoff, der an der kathodenseitigen Katalysatorschicht unter der Abgabe von
Wirme zu Wasser reagiert, zusammenfasst. Larminie schlédgt eine Erweiterung der
Gl. (2.54) in der Form

AUy = Eln (l+_lﬂ(w) mit i+ ige > i (2.59)
2F ip

vor, so dass dieser Spannungsabfall durch die Einfithrung eines fiktiven auf die
Membranfliche bezogenen elektrischen Stroms ife, den Aktivierungsverlusten
zugerechnet wird. Die Aufsummierung der Spannungsabfille aufgrund der unter-
schiedlichen Verlustarten nach

AUirr = AUakt + AUohm + AUk(m (260)

ergibt den Gesamtspannungsverlust AUj,, fiir den jeweiligen Betriebspunkt. Die-
ser stellt sich bei konstanten Betriebsbedingungen und unter Beachtung zahl-
reicher Nebenbedingungen wie der Membranbefeuchtung, der Kiihlung und
des Wasseraustrags ein. Der stationédre Betriebszustand wird durch die elektri-
sche Spannung zwischen der Anode und der Kathode und durch den zuge-
horigen elektrischen Strom charakterisiert. Die in Abb.2.5 dargestellte Strom-
Spannungskennlinie zeigt diese Betriebspunkte fiir eine einzelne Zelle respektive
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einen Brennstoffzellenstapel. Die abgegebene elektrische Leistung Pgz ergibt sich
aus dem Produkt des Stroms / mit der zugehorigen Spannung U (1), die geméB

Paz=-U()I 2.61)

eine Funktion des Stroms ist. Der von der elektrischen Last abhingige Verlauf
der Spannung erfordert eine Spannungswandlung, wenn das angeschlossene Netz
auf einer konstanten elektrischen Spannung betrieben wird. Um eine moglichst
vollstindige Umsetzung des zugefiihrten Wasserstoffs zu ermdglichen, wird einem
realen Brennstoffzellensystem eine grofere Stoffmenge Sauerstoff mit der Luft
zugefiihrt als fiir die vollstandige Reaktion notwendig wire. In der Brennstoffzel-
lenliteratur hat sich eine besondere Definition der Stochiometrie A durchgesetzt
(vgl. [45], [37], [54]). Dabei wird der zugefiihrte Sauerstoffstoffmengenstrom r'162
nicht auf den Stoffmengenstrom des zugefiihrten Wasserstoffs r'z{_lz, sondern auf
den erzeugten elektrischen Strom oder die elektrische Leistung entsprechend der
Gleichung

’;l/ ’;l/

% _4ry22 (2.62)
INgz Pyz
bezogen. Daraus leitet sich direkt der Sauerstoffmengenanteil der trockenen
sauerstoffabgereicherten Luft (engl. oxygen depleted air) im Kathodenabgas xgz

Ao, =4F

ab
Ao, — 1
xgz = 127, (2.63)
- -1
x5 A02
2
Uk
Uoam , Tz
T 7Q1‘e\'/1 |
1 Uy o L 08
-Q/1 ) L
AUpe =T Sine/1 Los [
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U kT
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Abb. 2.5: Strom-Spannungskennlinie einer Brennstoffzelle mit Spannungs- und
Brennstoffzellenwirkungsgrad; aus [6] entnommen und iiberarbeitet
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der nur von dem Stoffmengenanteil der zugefiihrten Luft xé)z und der Stochio-
metrie auf der Kathodenseite Ao, abhingig ist und fiir die multifunktionale
Luftfahrtanwendung von Bedeutung ist.

Fiir idealisierte Brennstoffzellensysteme wird hiufig eine vollstindige Reaktion
des zugefiihrten Wasserstoffs angenommen und somit die Anodenspiilung (engl.
Purgen) vernachléssigt, da der mit der Anodenabluft abgefiihrte Wasserstoff
nur einen geringen Anteil am zugefithrten Wasserstoffmassenstrom ausmacht.
In realen Systemen ist die Anodenspiilung hingegen notwendig, um den durch
Diffusion im Betrieb steigenden Stickstoff- und Wasserstoffmengenanteil auf der
Anodenseite zu senken. Dies wirkt sich in doppelter Hinsicht auf die Wassermenge
in der Kathodenabluft aus. Zum einen steht der Wasserstoff nicht als Edukt fiir die
Gesamtreaktion zur Verfiigung, obwohl er dem Brennstoffzellensystem zugefiihrt
worden ist. Dem kann entgegengewirkt werden, wenn das Produktwasser aus der
Stromstirke nach Gl. (2.50) berechnet wird. Zum anderen wird durch die Spiilung
Wasser aus dem System ausgetragen, was der hiufig getroffenen Annahme, dass
das Produktwasser auf der Kathodenseite entsteht, widerspricht. Dieser Effekt
wird noch verstirkt, wenn die Brennstoffzelle nicht unter isobaren Bedingungen
betrieben wird, sondern der mittlere Druck auf der Kathodenseite oberhalb des
mittleren Drucks auf der Anodenseite liegt, da dann zusétzliches Wasser durch
hydraulische Permeation auf die Anodenseite wandert, wie in Abb. 2.4 dargestellt.
Die Hersteller kommerzieller Brennstoffzellensysteme zeigen sich sehr zuriick-
haltend mit detaillierten Informationen zu der Menge und Zusammensetzung der
Anodenabluft in Abhéngigkeit des Betriebszustands, da sie auf das Konzept der
Ventilsteuerung (Offnungszeiten, Offnungsintervalle) schlieBen lisst. Eine hohe
Spiihlrate erzeugt hohe Spannungswirkungsrade nach Gl. (2.66) an den einzelnen
Zellen, jedoch auf Kosten eines erhohten Wasserstoffverbrauchs, was sich in
einem geringen Stromwirkungsgrad nach Gl. (2.67) widerspiegelt. Adcock et al.
[2] geben die sogenannte Anodenstdchiometrie Ay, fiir ein Brennstoffzellensystem
mit Verdunstungskiihlung mit 1,01 an. Dieser Wert entspricht der von Baehr und
Kabelac [6] getroffenen Annahme. Sie ist analog zu Gl. (2.62) definiert als

T, T,
TNas 2F UPBZ. (2.64)
Fiir einen Energiewandler wird der Wirkungsgrad aus dem Verhiltnis von Nutz-
energie zur aufgewendeten Energie gebildet. Aus den verschiedenen Definitionen
von Nutzenergie und aufgewendeter Energie sowie unterschiedlicher Systemgren-
zen ergeben sich eine Vielzahl von Wirkungsgraddefinitionen fiir Brennstoffzellen
und Brennstoffzellensysteme, von denen hier einige (wichtige) aufgefiihrt werden.
Als theoretischer elektrischer Wirkungsgrad unter reversiblen Bedingungen wird
nach Linnemann [38] bzw. thermodynamischer Wirkungsgrad 1y, nach Kordisch
und Simader [33], Dragon [11] und Siemer [74] das Verhiltnis aus der freien mola-
ren Standardreaktionsenthalpie AR Gy und der molaren Standardreaktionsenthalpie

7LH2 =2F
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AR ]y bezeichnet

B AR Gy

ARy
Er bezieht die maximal nutzbare Arbeit auf die umgewandelte Energie der chemi-
schen Reaktion auf Standardbedingungen, so dass der Vergleich unterschiedlicher
Brennstoffzelltypen mit Wirmekraftmaschinen durch die Gegeniiberstellung mit
dem Carnot-Wirkungsgrad z.B. in Abhingigkeit der Betriebstemperatur moglich
ist. Der Spannungswirkungsgrad 7y ist von Baehr und Kabelac [6] durch

Tth (2.65)

rev rev (T7 p)
definiert. Der Stromwirkungsgrad 1y kennzeichnet das Verhiltnis des elektrischen
Stroms zum maximal moglichen Strom aufgrund des zugefiihrten Wasserstoff-
stoffmengenstroms. Er kann mit der Stromdichte i und dem zugefiihrten Wasser-
stoffstoffmengenstrom 7y mit

i

=_—— 2.67
2F, @67

M :

berechnet werden. Interne Strome und Wasserstoffdiffusion durch die Membran,
sowie die iiberstochiometrische Versorgung mit Wasserstoff bzw. die Anoden-
spiilung fithren zur Reduktion des Stromwirkungsgrads. Wird die elektrische
Leistung einer Brennstoffzelle bzw. eines Brennstoffzellenstapels auf den chemi-
schen Bindungsenergiestrom des umgesetzten Wasserstoffs bezogen, fiihrt dies zur
Definition des Brennstoffzellenwirkungsgrads 1z

—FPpz u()

= = 2.68
sz ile hum (T) UO,urn ( )

mit dem temperaturabhingigen molaren Heizwert von Wasserstoff
hym = —ARA(T) unter der Annahme, dass das Produktwasser gasformig vorliegt.
Die charakteristische Spannung Uy um beschreibt eine fiir die Betriebsbedingungen
maximale Spannung fiir den Fall, dass keine Irreversibilititen auftreten wiirden.
Da dies in einem reales System nicht der Fall ist, kann diese Spannung nicht
erreicht werden. Die charakteristische Spannung ist fiir das Verstdndnis einer
Brennstoffzelle hinsichtlich des ersten Hauptsatzes niitzlich (vgl. Abb.2.5),
da nur der umgesetzte Wasserstoff beachtet wird. Systemwirkungsgrade
sind stark von der Wahl der Bilanzgrenzen abhingig. Fiir das in Abb.3.1
dargestellte Brennstoffzellensystem wird die vom Brennstoffzellenstapel
abgegebene elektrische Leistung um die Umwandlungsverluste und um
die Leistung zur Versorgung der zum Betrieb notwendigen Hilfsaggregate
vermindert. Daher beschreibt der Brennstoffzellensystemwirkungsgrad mnpzs
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den Anteil der ins elektrische Netz eingespeisten Leistung zu der, die mit dem
Wasserstoffmengenstrom zugefiihrten chemischen Bindungsenergie, wenn das
Produktwasser gasformig vorliegt zu einem bestimmten Zeitpunkt.

NBzs = ———o (2.69)

"y, hUm(THz)
Zu beachten ist, dass die dem System zugefiihrte Wasserstoffmenge durch Dif-
fusion durch die Wand des Druckspeicherbehilters oder durch Abblasen aus
einem kryogenen Speicher aufgrund eines Wirmeeintrages vermindert wird, bevor
der Wasserstoff dem Brennstoffzellenstapel zugefiihrt werden kann. Abgesehen
davon, dass der Wasserstoff zunéchst aus einer wasserstoffhaltigen chemischen
Verbindung geldst werden und in einen Zustand tiberfiihrt werden muss, der den
Anforderungen des jeweiligen Speichersystems entspricht, muss der Wasserstoff
aus dem Tank entnommen werden und von dem Zustand im Speicher in den
Zustand am Anodeneingang iiberfiihrt werden. Da die Betankung nicht kontinu-
ierlich erfolgt und der Brennstoffzellenwirkungsgrad lastabhingig ist, wird hier
der mittlere Brennstoffzellensystemwirkungsgrad 1 durch

_ — ttl P, dt
Mpzs = 0
IH, (t()) hllm(TO) — nH, (tl ) hum(Tl)

mit der an das elektrische Netz abgegebenen elektrischen Energie und der
Differenz der Wasserstoffmenge im Tank fiir den Zeitraum # bis #; definiert. In
sogenannten Well to wheel und Lifecyle - Analysen [54] werden die Systemgrenzen
noch deutlich weiter gesteckt und neben der Erzeugung, Transport, Lagerung und
Konditionierung des Wasserstoffs auch die Produktion und die Entsorgung der
Systeme und die damit verbundenen Wechselwirkungen mit dem System Erde
abgeschiitzt.

Zur Berechnung der Temperatur und des Drucks am Kathodenaustritt sind O-
dimensionale Bilanzmodelle oft nicht ausreichend, da die Druckdifferenz zwi-
schen Kathodenein- und ausgang von der Geometrie und die Temperatur von
einer Vielzahl wechselwirkender Phanomene sowie der Art der Kiihlung und der
Stromfiihrung der Kiihlkanile abhingig ist. Die Berechnung und Messung der
Temperaturverteilung innerhalb einzelner Brennstoftzellen [22], [39] als auch fiir
Brennstoffzellenstapel ist Gegenstand der aktuellen Forschung [24]. Als Beispiel
sei hier eine zu geringe Druckdifferenz auf der Kathodenseite angefiihrt, wodurch
wie von Staeck [78] beschrieben, fliissiges Produktwasser nicht ausgetragen wird
und einen Gaskanal blockiert. Dadurch werden Teile der Zelle unterversorgt,
wodurch die elektrochemische Reaktion abgeschwicht wird. Wird die Kiihlung
nicht reduziert, fithrt dies zu einer Absenkung der Temperatur in der Zelle und
zu Verstiarkung der Kondensation und Wasserakkumulation. Allgemein wird fiir
PEM-Brennstoffzellen ein Betriebstemperaturbereich von 45 °C bis 80 °C angeben
(vgl. [74], [24], [54], [38], [62]).

(2.70)
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In den folgenden Unterkapiteln wird der aktuelle Stand der Technik fiir die
Bereiche der Ingenieurswissenschaften zusammengefasst, auf denen diese Arbeit
aufbaut. Dies umfasst die Beschreibung von Anwendungsmoglichkeiten von
PEM-Brennstoffzellensystemen in der Luftfahrt, unterschiedliche experimentelle
und theoretische Arbeiten zur Kiithlung feuchter Luft als auch die Druck- und
Wirmetibergangskorrelationen, die im Rahmen dieser Arbeit verwendet werden.

3.1 PEM-Brennstoffzellensysteme in der Luftfahrt

Fir Anwendungen in der Luftfahrt werden drei Anwendungsbereiche (Haupt-,
Hilfs-, Notaggregat) fiir PEM-Brennstoffzellensysteme diskutiert (vgl. [15], [63]).
Ein von Airbus und dem Deutschen Luft- und Raumfahrtzentrum durchgefiihrtes
Projekt zielt darauf ab, ein geringeres Gewicht und verbesserte Betriebseigen-
schaften im Vergleich zu der Staudruckturbine (engl. Ram Air Turbine) zu
erreichen. Diese wird in herkommlichen Flugzeugen an Bord eingesetzt, um die
kinetische Energie des Flugzeuges in elektrische oder auch hydraulische Energie
umzuwandeln, wenn die Versorgung des elektrischen und hydraulischen Netzes
im Flug durch die entsprechenden Generatoren und Pumpen unterbrochen ist.
Ein solches Notsystem darf nicht von der Kerosinversorgung abhingig sein. Die
Inbetriebnahme muss unabhingig vom Betrieb der hydraulischen und elektrischen
Netze erfolgen. Dies ist mit einem Brennstoffzellensystem moglich, wenn der
Wasserstoff und Sauerstoff in Druckbehiltern vorliegen, so dass die Reaktan-
ten nach dem automatischen oder manuellen Offnen der Ventile aufgrund von
Druckgradienten zum Brennstoffzellensystem stromen. Laut Renouard-Vallet et
al. [63] konnte im Juli 2007 mit dem Testflugzeug (ATRA A320) des DLR der
erste erfolgreiche Test eines sogenannten Emergency Power System auf Basis eines
PEM-Brennstoffzellensystems durchgefiihrt werden.

Ein weiterer Einsatzbereich wird derzeit im Bereich von Motorsegelflugzeugen er-
probt, bei denen ein PEM-Brennstoffzellensystem die elektrische Leistung fiir den
Antrieb bereit stellt. Boeing Research & Technology Europe hat eine Kleinflug-
zeug vom Typ DA20 mit einem Hybridsystem aus Elektromotor, Brennstoffzellen-
und Batteriesystem ausgestattet. Wie von Koehler [32] beschrieben, konnte wéh-
rend des Erstfluges im Februar nach dem Steigflug das Batteriesystem von der
Stromversorgung getrennt werden und somit die erste bemannte Flugphase unter
Antrieb eines Brennstoffzellensystems erfolgen. Grofies Aufsehen erzielte 2009
das vom DLR in Zusammenarbeit mit der Lange Aviation GmbH entwickelte
Forschungsflugzeug mit der Bezeichnung Antares DLR-H2, da es den ersten
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bemannten Flug mit Start und Landung unter ausschlielicher Verwendung eines
Brennstoffzellensystems absolvierte, wie von Rathke et al. [60] dokumentiert.
Ein FEinsatz fiir unbemannte Flugobjekte ist Gegenstand der Forschung und
Entwicklung [48].

Als dritter Einsatzbereich wird der Einsatz zur Substitution der Hilfstriebwerke
von Passagierflugzeugen untersucht (vgl. [15], [28], [58]). Diese Einheit aus
einer Gasturbine und einem elektrischen Generator (engl. Auxilary Power Unit)
versorgt die Flugzeugsysteme mit elektrischer Leistung und Druckluft vor allem
dann, wenn die Haupttriebwerke nicht im Betrieb sind. Die Integration eines
Brennstoffzellensystems, das im Gegensatz zur APU Gleichstrom fiir das elek-
trische Netz bereitstellt und seine Abwirme nicht mit dem Abgas ohne weitere
Kiihlsysteme an die Umgebung abgeben kann, wirkt sich laut Grymlas [21] auf
mehrere Flugzeugsysteme aus. Wird die APU durch ein Brennstoffzellensystem
ersetzt um lediglich die elektrische Leistung bereitzustellen, so wird nach Pratt
et al. [58] wahrscheinlich kein wirtschaftlicher Vorteil zu erzielen sein. Unter
welchen Umstinden die Verwendung der Abwirme, der sauerstoffarmen Abluft
und des Produktwassers okonomisch bzw. okologisch sinnvoll sind, hingt von
den getroffenen Annahmen und der Art der Integration in die Systemarchitektur
des Flugezeugs und der Versorgungsinfrastruktur am Flughafen sowie von der
Wasserstoffbereitstellung ab. Airbus begriindet die Aktivititen zur Einfithrung
eines multifunktionalen Brennstroffzellensystems mit den Zielen, die sich die
Luftfahrtindustrie im Rahmen der ACARE 2020 Ziele [13] auferlegt hat. Wie
von Renouard-Vallet et al. [63], Oechme und Kabelac [52], Grymlas et al. [21],
Liidders et al. [42], Vredenborg et al. [83] und Warncke et al. [85] beschrieben,
ist die Einfithrung eines multifunktionalen Brennstoffzellensystems an Bord von
Passagierflugzeugen ein vielversprechender Ansatz, der zu einer Verringerung der
Kohlenstoffdioxidemissionen und zu einer Reduzierung der Lirmemissionen am
Flughafen fithren kann. Die Auswirkungen der anthropogenen Kohlenstoffdioxi-
demissionen auf das Klima werden im IPCC-Sachstandsbericht [27] dokumentiert
und erkldrt. Die daraus abgeleiteten Handlungsvorschldge zur Einhaltung der
Zwei-Grad-Obergrenze sehen umfassende Reduzierungen der CO;-Emissionen
vor, die zu einen grofen Anteil durch die Verbrennung fossiler Brennstoffe
entstehen.

Wie in Abschnitt 2.4 gezeigt, reagiert der Wasserstoff mit dem Luftsauerstoff zu
Wasser, wobei elektrischer Strom und Wirme erzeugt wird. Die sauerstoffarme
Luft kann zur Inertisierung der Kraftstofftanks verwendet werden, wenn ihre
Wasserbeladung weniger als 2 g/kg betriigt. Erfolgt die Trocknung der Luft durch
partielle Kondensation, so kann das fliissige Wasser abgeschieden werden und dem
Wassersystem im Flugzeug zugefiihrt werden. Daher muss Trinkwasserqualitit
gewihrleistet werden, was bei der Materialwahl der Wasser beriihrenden Teile
beachtet werden muss. An dieser Stelle soll darauf hingewiesen werden, dass die
Taupunktunterschreitung bei einem Druck von 1 bar Temperaturen von -7,8 °C
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erfordern wiirde, um die geforderte niedrige Wasserbeladung der Kathodenabluft
zu erreichen.

Eine Besonderheit ist die variable Zusammensetzung der trockenen Luft in
Abhingigkeit der in Gl. (2.62) beschrieben kathodenseitigen Stochiometrie. Thre
Erhohung fiihrt einerseits zur Steigerung des elektrischen Wirkungsgrads der
Brennstoffzelle, andererseits fiihrt dies zu einer Erhohung des Sauerstoffanteils
im Kathodenabgas, wodurch die Inertgaseigenschaften eingeschrinkt werden. Der
maximal zuldssige Sauerstoffanteil der getrockneten Luft betrdgt 10,6 vol%, da
dann in den Brennstofftanks kein explosionsfihiges Gasgemisch mehr entstehen
kann.

In Abb. 3.1 ist ein Brennstoffzellensystem mit Kathodenluftentfeuchtung, beste-
hend aus einem Verdichter, einer Brennstoffzelle und einem Entfeuchter darge-
stellt. Das Ziel der iibergeordneten Optimierung ist es, zundchst einen Parame-
tersatz fiir eine Systemarchitektur zu finden, der den besten Kompromiss aus
den Anforderungen nach einem moglichst geringen Gesamtsystemgewicht, einem
hohen elektrischen Wirkungsgrad und niedrigen Druckverlusten vereinigt. Weitere
Parameter wie Zuverlissigkeit, Wartbarkeit und jede Art von Kosten konnen
ebenso eine Motivation fiir die Entwicklung einer bestimmten Systemarchitektur
sein. Sie stellen jedoch keine Optimierungsparameter dar.

Die Untersuchung von einzelnen Komponenten und ihren Wechselwirkungen
erfolgte im Rahmen des Forschungsprojekts Kabinentechnologie und multifunktio-

Elektrische

Anodenabluft Leistung Elektrisches Netz
> Umrichter >
Wasserstofftank Anode < Inertgas
Aufbereitung
Kathodenabluft|
Kompressor Kathode L . >
Feuchte \ - _1er - =M Warmeubertrager
= Ussiges
Luft Kihlkanal Wasser (Entfeuchter) >
P v Wassersystem
umpe —  Kihlkanal <]
Warme- v
Ubertrager

\i

Pumpe
Kuhlsystem

Kihlfluid
(Sekundarkreislauf)

Deionisiertes Wasser
(Priméarkuhlkreislauf)

Abb. 3.1: Schema eines PEM-Brennstoffzellensystems mit Primér- und Sekundir-
kiihlkreislauf fiir den Brennstoffzellenstapel und Wirmeiibertrager zur Kathodena-
bluftentfeuchtung sowie dem Kiihlsystem zur Ubertragung der Abwirme an die
Umgebung
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nale Brennstoffzelle. Weitere Informationen dazu stellt das Bundesministerium fiir
Bildung und Forschung [9] und der Verein HAMBURG AVIATION Luftfahrtcluster
Metropolregion Hamburg e.V. [23] bereit. Im Folgenden sind wichtige Ergebnisse
dieses Forschungsprojektverbundes, zu dem auch diese Arbeit zdhlt, zusammen-
gefasst. Theoretische Untersuchungen hinsichtlich der kryogenen Wasserstoffspei-
cherung in Flugzeugen haben Mock et al. in [47] zusammengefasst. Insbesondere
standen die pneumatische Ventilsteuerung mit der von der Flughohe abhidngigen
Umgebungsdriicken und Temperaturen sowie die Simulation der Innendruck-
und der Wasserstofftemperaturverldufe fiir unterschiedliche Fiillstinde, Tank-
geometrien und Umgebungsbedingungen im Fokus der Forschungsarbeit. Die
elektrische Integration des Brennstoffzellensystems in ein Passagierflugzeug und
grundlegende Fragestellungen, die die Umstellung des elektrischen Netzes auf ein
Hochspannungs-Gleichstromnetz betreffen, wurden im Rahmen der Arbeiten von
Liicken [40] durchgefiihrt. Liicken, Kut et al. [41] zeigen, dass eine Netzspannung
von 540V den optimalen Kompromiss zwischen dem Systemgewicht und der
Einhaltung der hohen Sicherheitsstandards des elektrischen Netz sowie seiner
Effizienz darstellt. In experimentellen Untersuchungen mit einem an der Professur
fiir Leistungselektronik an der Helmut Schmidt Universitidt Hamburg entwickelten
Gleichspannungswandler konnte von Warncke, Liicken et al. [85] ein Leistungs-
gewicht von 5kW/kg im Interleaved-Betrieb bis zu einer maximalen Leistung
von 10kW im Dauerbetrieb gezeigt werden. Untrennbar mit der Spannungs-
wandlung ist in der Luftfahrt die Frage zur elektromagnetischen Vertriaglichkeit
verkniipft. Kut, Liicken et al. [34] beschreiben die Vorteile einer integrierten Netz-,
Umrichter- und Filterauslegung im Gegensatz zu der bisher im Entwicklungspro-
zess nachgelagerten Fragestellung zur elektromagnetischen Vertriglichkeit. Das
Konzept einer nichtlinearen modellpradiktiven Regelung eines multifunktionalen
Brennstoffzellensystems, dessen Betrieb sich entsprechend der Flugphase nach
der geforderten elektrischen Leistung oder den geforderten Inertgasstrom richtet,
wurde in theoretischen und experimentellen Arbeiten von Schultze et al. [69],
[70] untersucht. Die systematische Auslegung und Bewertung hinsichtlich der
thermischen Integration in die Flugzeugsystemarchitektur wird von Vredenborg
et al. [83] beschrieben. Es wird gezeigt, wie auf Basis der Desgin of Experiment-
Methode die Vielzahl der Kombinationsmoglichkeiten von Randbedingungen und
Parametern reduziert werden kann, um mit moglichst wenig Berechnungsaufwand
aussagekriftige Ergebnisse aus den Simulationen zu erhalten. Fiir die Modell-
bildung wurde von Vredenborg [82] eine MODELICA-Bibliothek erstellt, mit
der ein multifunktionales Brenstoffzellensystem fiir Passagierflugzeuganwendung
insbesondere hinsichtlich der thermischen Integration modelliert werden kann.

Keim et al. [29] konnten im Rahmen ihrer experimentellen Arbeiten beim DLR
zeigen, dass durch eine serielle Anordnung eines Wirmeiibertragers, eines Was-
serabscheiders und drei parallel geschalteter mit Silikat beschichteter Strukturen,
die abwechselnd von heiler Regenerationsluft und der feuchten Brennstoffzel-
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lenabluft (ODA) durchstromt werden, eine geforderte mittlere Wasserbeladung der
Brennstoffzellenabluft von weniger als 2 g/kg erreicht werden kann.

3.2 Experimentelle Arbeiten zur Kiihlung feuchter Luft

Der iiberwiegende Teil der Literatur zur experimentellen Kiihlung von feuchter
Luft beschreibt Versuche, deren Versuchsbedingungen den Verhiltnissen der
Kiihlung von feuchter Umgebungsluft zur Klimatisierung von Aufenthalts-, Kiihl-
und Frachtraumen sowie Passagierkabinen entsprechen. Die Lufttemperatur fiir
diese Versuche betrigt etwa 27 °C mit einer relativen Luftfeuchte zwischen 50%
und 90% am Lufteinlass, was den Bedingungen entspricht, bei denen die Verdamp-
fer und Kondensatoren von Kilteanlagen betrieben werden und es gleichzeitig
zur Kondensatbildung kommt. Die typischen Ablufttemperaturen eines PEM-
Brennstoffzellenstapels liegen allerdings mit 45 °C bis 80 °C deutlich oberhalb der
im Rahmen dieser Arbeiten untersuchten Zulufttemperaturen.

Eckels und Rabas [12] haben Versuche an Rohrrippenwirmeiibertragern durch-
gefiihrt. Thr Fokus liegt auf der Stromung des Wasserdampfs quer zur Haupt-
stromrichtung aufgrund der Kondensation. Diese Stromung wird in dieser Arbeit
durch die Ackermann Korrektur [1] beschrieben. Vier unterschiedliche Rohr-
rippenwirmeiibertrager werden unter Bedingungen, bei denen Verdampfer und
Kondensatoren in Raumklimaanlagen betrieben werden, untersucht. Dabei wird
ein isothermer, stationirer Kondensatfilm angenommen. Die Auswertung umfasst
die Beschreibung und den Vergleich des Colburn-Faktors und der Wirmeiiber-
gangskoeffizienten fiir trockene Oberflichen und unter Entfeuchtungsbedingungen
fiir unterschiedliche Anstromgeschwindigkeiten.

Umfangreiche Versuchsergebnisse fiir trockene Oberflichen und fiir Entfeuch-
tungsbedingungen, wobei zwischen Tropfen- und Filmkondensation unterschieden
wird, wurden von McQuiston [43] fiir fiinf unterschiedliche Rohrrippenwérme-
ibertrager mit runden Rohren und vier Rohrreihen in Luftstromrichtung veréffent-
licht. Die auf Basis dieser Daten erstellten Korrelationen fiir den Wirmeiibergang
und Druckverlust [44] werden von Wang, Chi et al. [90] als die ersten erfolgreichen
Korrelationen fiir Rohrrippenwirmeiibertrager bezeichnet. Ein Teil der Daten wird
im Rahmen dieser Arbeit zur Modellvalidierung verwendet.

Park und Jacobi [55] geben eine Zusammenfassung der am hiufigsten zitierten
Arbeiten zur Wirmeiibertragung und zum Druckverlust auf der Auflenseite von
Rohrrippenwérmeiibertragern mit Rund- und Flachrohren sowie typische Rip-
pengeometrien. Es wird darauf hingewiesen, dass oft unklar ist, ob Entfeuch-
tungsbedingungen eine vollstindige Benetzung der wirmeiibertragenden Fliche
impliziert und dass zwischen der trockenen Fliche und den unterschiedlichen
Kondensationsformen unterschieden werden muss. Wie weiterhin angemerkt wird,
ist dies aufgrund der Sichtverhiltnisse und den flieBenden Ubergiingen von der
trockenen Oberfliche zum geschlossen Film normalerweise nicht moglich. Die
Messung der relativen Luftfeuchte nahe der Sittigung in einem stromenden Fluid
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ist nicht gut realisierbar ist, da die dafiir verwendeten Sensoren, sobald sie einmal
mit fliissigem Kondensat benetzt sind, erst wieder einsatzfahig sind, wenn das
fliissige Kondensat verdunstet ist. Das kann bei einer umgebenden Luft nahe der
Siattigung sehr zeitaufwendig sein. Daher werden Versuche zur Kiithlung feuchter
Luft typischerweise mit relativen Lufteingangsfeuchten zwischen 80% und 90%
durchgefiihrt.

In der Arbeit von Wang et al. [88] wurde zur Untersuchung eines Rohrrippen-
wirmeiibertragers mit gewellten Rippen fiir alle Versuche eine relative Feuchte
am Lufteinlass von 85% eingestellt und daraus eine Korrelation zur Berechnung
des sensiblen Wirmeiibergangs fiir Entfeuchtungsbedingungen angegeben, die den
trockenen Teil der wirmetibertragenden Fldche mit einschlief3t.

Die experimentellen Untersuchungen von Wang et al. [87] an neun Rohrrip-
penwirmeiibertrager mit geraden Rippen und runden Rohren unter Entfeuch-
tungsbedingungen wurden fiir die relativen Luftfeuchten von 50% und 90%
und 27 °C am Lufteinlass durchgefiihrt. Dabei konnte gezeigt werden, dass der
Wirmeiibergang unabhingig von der relativen Luftfeuchte am Eingang ist. Dies
widerspricht McQuiston [44], wobei Wang zeigt, dass diese Schlussfolgerung
auf die Berechnung des Rippenwirkungsgrads fiir Entfeuchtungsbedingungen und
nicht auf die Messergebnisse zuriickzufiihren ist. Ferner zeigen die Messungen von
Wang et al., dass im Vergleich zu den Messungen mit trockenen Oberflichen der
Wiirmeiibergang fiir Rey, < 2000 geringer ist. Sie widersprechen damit Eckels und
Rabas [12], die allerdings den Ackermann-Strom in den sensiblen Wirmeiibergang
einbeziehen. In allen von Park und Jacobi untersuchten Arbeiten fiihrt die Bildung
von Kondensat zu einer Erhohung des Druckverlustbeiwerts. Experimentelle
Untersuchungen zum Betrieb von Rohrrippenwirmeiibertragern mit feuchter Luft
mit Eingangstemperaturen oberhalb von 40 °C und Luftfeuchten zwischen 80%
und 100% sind nicht bekannt.

Die Auswirkungen auf die Kondensation der feuchten Luft durch ionenimplantierte
Oberflichen wurden von Rausch et al. [61] experimentell fiir die Anwendung in
einer Flugzeugklimaanlage untersucht. Bei einer maximalen Zulufttemperatur von
45 °C und einer Wasserbeladung von 20,1 g/kg, was bei einem Druck von 2,5 bar
einer relativen Luftfeuchte von 80% entspricht, konnte gezeigt werden, dass fiir
die untersuchten Betriebspunkte der Wasserabscheidewirkungsgrad fiir die modi-
fizierte Oberfldche stets 2%-Punkte oberhalb des Wertes fiir eine konventionelle
Oberflachen liegt.

3.3 Korrelationen fiir Rohrrippenwirmeiibertrager

Rohrrippenwirmeiibertrager zeichnen sich durch sehr unterschiedliche wirme-
iibertragende Flédchen aus. Insbesondere auf der Rohrauflenseite fithren die Sekun-
dérflaichen zu einer erheblichen Vergroferung der wirmeiibertragenden Fliche.
Diese Sekundirflichen konnen sehr unterschiedliche Geometrien aufweisen, um
den fiir die jeweilige Anwendung idealen Kompromiss fiir den Wirmeiibergang
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und den Druckverlust zu erreichen. Glatte Rippen zeichnen sich durch einen
geringen Druckverlust, allerdings auch durch einen geringen Wiarmeiibergang,
sowie geringen Fertigungskosten aus. Da ihre Geometrie durch wenige Para-
meter beschrieben werden kann und sie den einfachsten Fall fiir ein Rohr mit
Sekundérflichen darstellen, sind Rohrrippenwirmeiibertrager in der Literatur [75]
hiufig beschrieben. Um auf dem vorhandenen Wissen aufzubauen, wurde auch im
Rahmen dieser Arbeit ein Rohrrippenwirmetibertrager mit geraden Rippen fiir die
experimentellen Arbeiten verwendet.

Korrelationen leiten sich entweder aus Messergebnissen oder umfangreichen Be-
rechnungen ab, deren Bearbeitungsaufwand erheblich grofler als die Auswertung
der entsprechenden Korrelation ist. Die Anforderungen an eine Korrelation konnen
sehr unterschiedlich sein. Solche, die zur manuellen Bearbeitung gedacht sind,
sollten explizit und von wenigen Parametern abhingig sein. Korrelationen, die
in Simulationsprogrammen verwendet werden, konnen viele Parameter enthalten,
wenn dadurch ihre Giiltigkeit und Genauigkeit gesteigert wird. Fiir Simulations-
rechnungen ist wichtig, dass diese Korrelationen auch fiir Berechnungen, die nicht
in ihrem Giiltigkeitsbereich liegen, mathematisch definiert sind. Eine Korrelation
kann als ein Modell der Messwerte bzw. der umfangreichen Berechnung betrachtet
werden. Es muss also zwischen einer moglichst einfachen Berechnungsvorschrift
mit einer geringern Anzahl an Parametern und einer hohen Genauigkeit in einem
groflen Definitionsbereich, abgewogen werden. Eine umfangreiche Literaturiiber-
sicht hinsichtlich Druck- und Wirmetibergangskorrelationen fiir Rohrrippenwiér-
meiibertrager geben Park und Jacobi [55].

Fiir die nachfolgenden Kapitel wird die Konvention vereinbart, dass die auf den
duBeren Durchmesser bezogene Reynolds-Zahl Rey, fiir das duBere Fluid (feuchte
Luft) und die auf den inneren Durchmesser bezogene Reynolds-Zahl Rey, fiir das
innere Fluid (Kiihlmittel) gilt (vgl. Gl. (3.3)). Die Rohrreihen sind stets versetzt
zueinander angeordnet, wie in Abb. 3.2 dargestellt. Im Allgemeinen liegt die
Einlasstemperatur der dufleren Seite 1 oberhalb der Einlasstemperatur der Seite
2.

3.3.1 Wirmeiibergang

Ob die Kondensation des Wasserdampfs zu einer Erh6hung oder einer Verrin-
gerung des iibertragenden Wirmestroms beitrigt, hangt unter anderem von der
Ansammlung und der Verblockung der wéarmeiibertragenden Flidchen und damit
von der Geometrie der Oberfliche ab. So fiihrt die Anwendung der Korrelation
von Wang und Chi [90] fiir trockene Oberflachen eines Rohrrippenwérmetiber-
trager mit geraden Rippen zu einem geringeren Wirmeiibergang als dies bei
der Anwendung der entsprechenden Korrelation fiir Entfeuchtungsbedingungen
ist. Dieses Verhiltnis kehrt sich allerdings fiir die Anwendung auf gewellte
Rippen um, wohingegen der Trend hinsichtlich des Druckverlusts einheitlich ist
und die Anwendung der entsprechenden Korrelationen stets zu einem hoheren
Druckverlust unter Entfeuchtungsbedingungen fiihren.
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3 Stand der Technik

Im Folgenden werden die in dieser Arbeit verwendeten Warmeiibergangskorrela-
tionen vorgestellt.

Gnielinski Fiir turbulente Stromungsbedingungen (Req, > 2300) einer einpha-
sigen Rohrinnenstromung gilt nach Gnielinski [18] fiir den mittleren Wirmeiiber-
gangskoeffizienten

A %RediPrz
f 2
12,7 %(Pﬂ-l)

mit dem Druckverlustbeiwert fiir eine turbulente Rohrstromung nach Konakov
(31]

o =

3.1)

& = (1,81og,o Reg, —1,5) " 3.2)
und der Reynolds-Zahl
dy
Reg = 204 P2. (3.3)
2

Wang et al. Die Korrelationen fiir trockene Oberflichen und gerade Rippen
von Wang et al. [90] aus GI. (3.4) und GI. (3.12) basieren auf Messungen mit
18 unterschiedlichen Rohrrippenwirmeiibertragern. Als Kiihlmittel wurde stets
Wasser verwendet, das innerhalb der Rohre den Wirmetibertrager durchstromte.
Die Auflenseite wurde mit Luft beaufschlagt. Die experimentellen Daten wurden
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Abb. 3.2: Geometrische Parameter fiir einen Rohrrippenwirmeiibertrager mit geraden
Rippen und vier Rohrreihen in Luftstromrichtung N = 4, fiinf Rohrreihen quer
quer zur Luftstromrichtung N;- = 5 und der gleichen Anzahl von Durchgingen und
Rohrreihen N; = Np
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3.3 Korrelationen fiir Rohrrippenwérmeiibertrager

von Wang und Chi [89], Seshimo und Fikjii [72] sowie von Rich [64], [65] verof-
fentlicht, so dass die Gl. (3.4) zur Beschreibung des Wirmeiibergangs auf 676 und
die GI. (3.12) zur Beschreibung des Fanning-Faktors auf 530 unterschiedlichen
Messpunkten basiert. Die verdnderlichen geometrischen Parameter sind der duflere
Rohrdurchmesser d,, der Rohrversatz in V.~ und quer V,- zur Luftstromrichtung,
der Rippenversatz VR, der hydraulische Duchmesser auf der Aulenseite d und
die Anzahl der Rohrreihen in Luftstromrichtung N;~. Fiir den Colburn-Faktor gilt
gemall Wang

o vl Pp oo\ 1084 N 0786 o NDy
0,108 Rey % (V—:) (7‘{) 7';) @VL) fiir Ny =1
5

Jue = @ ® -0,9
0,086 e (N)™ (%) (%) (32) fiir N7 > 1
(3.4)
mit den Koeffizienten ®; bis Pg
®; =1,9-0,23 InReg, (3.5a)
®; = 0,236 40,126 InReg, (3.5b)
0,042 N, Ve \ %4
@3 =—0,361 — ——L 40,158 In | N; [ = (3.5¢)
InReq, d,
=\ 1,42
0,076 ()
&, =—1,224— h (3.5d)
InRey,
0,058 N,
&5 =—-0,083+ —~——und (3.5e)
lnReda
Rez
@ = —5,735+1,21 In—==. (3.5f)
r

Der fiir die Korrelation benotigte hydraulische Durchmesser wird fiir die
Auflenseite mit GI.(8.22) berechnet. Der Giiltigkeitsbereich wird fiir die
Reynolds-Zahl mit 300 < Reg, < 20000, fiir den &uBeren Rohrdurchmes-
ser mit 6,9mm< d, <13,6mm, fiir den hydraulischen Durchmesser mit
1,3mm< dy <9,37mm, fir den Rohrversatz quer zur Luftstromrichtung
mit 20,4 mm < VrJ- <31,8mm, fiir den Rohrversatz in Luftstromrichtung mit
12,7mm < V= <32 mm, fiir den Rippenversatz mit 1,3 mm < Vg <8,7mm und
fiir die Anzahl der Rohre mit 1 < N; < 6 angegeben. Wang und Chi [89] beziehen
die Reynoldszahl auf der AuBlenseite auf den Kragendurchmesser, so dass je nach
Bauart die doppelte Rippendicke zum dufleren Rohrdurchmesser addiert werden
muss. In den Gl. (3.4) bis Gl. (3.9a) wird die Kragendicke vernachlissigt und mit
dem &dufBleren Rohrdurchmesser gerechnet.

Die von Park und Jacobi [55] aufgefiihrte Wirmeiibergangsbeziehung zur Be-
rechnung des luftseitigen Wirmeiibergangs fiir glatte, mit Kondensatfilm benetzte
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3 Stand der Technik

Rippen wurde von Wang et al. [§7] aus Messdaten in Abhéngigkeit der Gesamtfla-
che auf der AuBlenseite A, der dueren Gesamtrohroberfliche A; nach Gl. (8.17),
der Rippendicke 6g und Rippenanzahl Ng sowie der Anzahl der Rohrreihen N;
abgeleitet. Fiir den Colburn-Faktor gilt

—0,168
0,29773 Re; 0364 (j*TI) fiir N= = 4
Jre = . o 0,159 (3.6)
0.4 RE(LO.468+0.04076Nr (% ) (N°) 2 fir2 > N <6

mit der Reynolds-Zahl 400 < Reyq, < 5000, dem duBeren Rohrdurchmes-
ser dy = 10,23 mm, dem Rohrreihenversatz quer zur Luftstromrichtung
Vrl = 25,4 mm, dem Rohrreihenversatz in Luftstromrichtung V,~ = 22 mm, dem
Rippenversatz 1,82 mm < Vg < 3,2 mm und der Anzahl der Rohrreihen 2 < N; < 6.
Wang et al. [86] geben folgende Korrelation zur Berechnung des Colburn-Faktors
fiir einen Rohrrippenwirmeiibertrager mit trockenen und gewellte Rippen (engl.

Herringbone) an.
1,201

o ((Rea 715 )| .

Der Giiltigkeitsbereich wird fiir die Reynolds-Zahl mit 300 < Reg, <7000, fiir
den duBeren Rohrdurchmesser mit d, = 10,3 mm, fiir den Rohrversatz quer zur
Luftstromrichtung mit VrL =25,4mm, fiir den Rohrversatz in Luftstromrichtung
mit V.~ = 19,05 mm, fiir den Rippenversatz mit 1,69 mm < Vg <3,53 mm und fiir
die Anzahl der Rohrreihen mit 1 < N, <4 angegeben.

Zur Berechnung des Wirmetibergangs der Luftstromung eines Rohrrippenwér-
meiibertragers mit gewellten Rippen bei Entfeuchtungsbedingungen haben Wang
et al. [88] folgende Korrelation verdffentlicht. Die Parametrisierung der Wellen
erfolgt durch die Wellenlidnge Ly und der projizierte Wellenlénge LP.

® ® @
VJ_ 2 L 5 /L 4 -
J'fe:0,472293Re§:l <f> < Welle> < Welle) (N7) 0,4933 3.8)

Ju = (3.7

Vi Lr SR
mit
0,55 1N\ 12
_ 1%
@, = —0,5836+0,2371 (‘3‘) (N)°,34 <v> (3.92)
a T
1.5 0,9
5 L s
@, =1,1873—3,0219 (i}‘) ( VLV;”e) (InReg,)"* (3.9b)
a
V196
@3 =0,006672 77 (N;)" (3.9¢)
T
5 0,9
&y =—0,1157 <d> In(50/Req, ) . (3.9d)
a
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3.3 Korrelationen fiir Rohrrippenwérmeiibertrager

Der angegebene Giiltigkeit dieser Korrelation wird fiir die Reynolds-
Zahl mit 300< Regq, <3500, fir den HduBeren Rohrdurchmesser mit
8,62mm < d, <10,38 mm, fiir den Rohrversatz quer zur Luftstromrichtung
mit 1,3 mm, VrL =254mm, fiir den Rohrversatz in Luftstromrichtung mit
19mm <V~ <22 mm, fiir den Rippenversatz mit 1,7 mm < Vg < 3,1 mm, fiir die
Wellenlidnge mit 1,18 mm < Lyyeye < 1,58 mm und fiir die Anzahl der Rohrreihen
mit 1 < Ny <6 angegeben.

Gray und Webb Gray und Webb [20] entwickelten folgende Korrelation
zur Berechnung des Wirmeiibergangs bei Rohrrippenwérmeiibertragern mit vier
Rohren und glatten, trockenen Rippen:

—0,502 0,0312
_ B VJ_ » A
Jo(NT = 4) = 0, 14Re; 032 (V> (‘3‘) (3.10)
T a

Mit der Erweiterung

Jue = Ju(NT =4) [ 0,99 |2,24Re; ", ( 3.11)

0,607(4—N;
N, 002 (4=Nr)
4

wurde die ausschlieBlich fiir vier Rohrreihen giiltige Korrelation in ihrer Giiltigkeit
auf acht Rohrreihen ausgedehnt. Weitere Grenzen der Anwendung sind die auf
den duBleren Rohrdurchmesser bezogene Reynoldszahl fiir die Luftseite Re, mit
500 < Re, < 24700, der dimensionslose Rohrversatz quer zur Luftstromrich-
tung mit 1,97 < VrL /dy <2,55, der dimensionslose Rohrversatz in Luftstrom-
richtung 1,7< V;=/d, <2,58 und der dimensionslose Versatz der Rippen mit
0,08 < Vr/d, <0,64.

3.3.2 Druckverlust

Im Rahmen dieser Arbeit werden eine Korrelationen von Wang et al. [90] und
eine von McQuiston [44] zur Berechnung des Druckverlusts auf der AuBenseite
verwendet. Die Berechnung des Druckverlustbeiwerts fiir die turbulente Rohrstro-
mung basiert auf Gl. (3.2) nach Konakov [31]. Der Einfluss von Rohrbégen wird
durch die Methode von Miller [46] implementiert.

Wang et al. Die von Wang et al. [90] veroffentlichte Korrelation zur Be-
rechnung des Druckverlustbeiwerts nach Fanning in Rohrrippenwiremiibertragern
wurde auch von Shah und Sekulié¢ [73] iibernommen. Fiir den Druckverlustbeiwert
nach Fanning fiir gerade Rippen einer einphasigen Stromung gilt

VL b, Vi L)
fir =0,0267 Req,, (‘) (R> (3.12)
Vi dy
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mit den Koeffizienten ®; bis P3

vt Vg 0,00758
d; =-0,7644+0,739 - 4+0,177— — = 3.13
1 ) +0, Vr: + da N, ( a)
64,021
&, = 15,689 + — (3.13b)
lnReda
15,695
P;=1,696— — . (3.13¢)
InRey,

Der Giiltigkeitsbereich ist identisch zu dem der Warmeiibergangskorrelation aus
Gl. (3.4).

Der Fanning Faktor unter Entfeuchtungsbedingungen wurde von Wang et al.
[87] fiir relative Feuchten am Lufteinlass zwischen 50% und 90% bei 27 °C und
Umgebunsgdruck untersucht und wird gemif3

05653 01026 Vi —1,3405 A —0,13343
=28,209Re, I\ -
fre ’ €d, (N) (da> (Ur (L — N 5R)Nr>
(3.14)

angegeben. Der Giiltigkeitsbereich deckt sich ebenfalls mit dem der entsprechen-
den Wirmeiibergangskorrelation aus Gl. (3.6).

McQuiston McQuiston [44] gibt folgende Vorschrift zur Berechnung des
Druckverlustbeiwerts nach Fanning fiir Filmkondensation an.

fre =4,904107% +1,382(d; ,)? (3.15)

Die Reynolds-Zahl Rey,, wird auf den Versatz der Rippen bezogen. Die Gleichun-
gen fiir den ersten Koeffizienten

-3
@, = (0,6+Re\_,§’15) <‘g§) (3.16)

und den zweiten Koeffizienten

@ = Re 025 (% . Vi —dy M -1 ™ (3.17)
27 20, AVR(1— VR &%) 20, '

mit der auf den duBleren Rohrdurchmesser bezogen Reynolds-Zahl Req und dem
geometrischen Parameter

) VEVE A0

mdy HIL
3.18
Vi —d)Vg+1 ( )
r

D3 =
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3.3 Korrelationen fiir Rohrrippenwérmeiibertrager

sind in die GI.(3.15) einzusetzen. Ihr Giiltigkeitsbereich ist mit 9,4 mm bis
15,9 mm fiir den AufBendurchmesser, mit 25,4 mm bis 50,8 mm fiir den Rohr-
reihenabstand, mit 1,8 mm bis 6,4 mm fiir den Rippenversatz, mit von 1 m/s bis
4,1 m/s fiir die Anstromgeschwindigkeit und mit 0,08 bis 0,24 fiir das Produkt aus
®; und P, angeben.

Miller Die Rohre in Wirmeiibertragern mit einem Durchgang sind durch 180°-
Bogen miteinander verbunden. Der Druckverlust eines Rohrbogens tibersteigt
durch die Umlenkung den Druckverlust eines geraden Rohres von gleicher Linge
bei identischen Randbedingungen. Nach Miller [46] ist der Widerstandsbeiwert
eines Rohrbogens die Summe aus dem Widerstandsbeiwert eines geraden Rohres
mit der Linge des Bogens und einen bogenspezifischen Widerstandsbeiwert, so
dass fiir einen 180°-Bogen

CBges = G(L=mdp)+ (3 (3.19)
mit
g = (B(Reg, = 10°) Fy (3.20)

gilt. Miller gibt die Abhingigkeit des Widerstandbeiwerts bei Reg, = 10% vom
Winkel des Bogens und dem Verhiltnis aus dem Radius des Bogens, der durch
die Hailfte der Rohrteilung in Luftstromrichtung beschrieben wird, und des
Rohrinnendurchmessers in Diagrammform an. Fiir einen Winkel von 180° konnte
daraus folgendes Polynom gefunden werden:

6 =\ 1
v;
LB (Req, = 10°) = ) ®iy (w) (3.21)
i=0 1

mit den Koeffizienten aus Tab.8.5. Unter Vernachldssigung eines besonderen
Einflusses der Rohrrauhigkeit und der Rohrldnge stromabwirts des Bogens adap-
tiert der Korrekturfaktor Fg den Druckverlustbeiwert entsprechend des folgenden
Schemas an die tatsidchliche Reynolds-Zahl.

Gl.(3.22,1), wenn 0,7 < g < 1 oder {p(Req, = 10°) < 0,4

Gl. (3.23), wenn g < 1 und g(Req, = 109) > 0,4

2,2, wenn die Gl. (3.22,1) und GL. (3.23) nicht gelten und Reg, < 10*
sonst GI. (3.22,i) nach Tab. 3.1

Der Korrekturfaktor kann bei Miller [46] und bei Shah und Sekuli¢ [73] aus
einem Diagramm abgelesen werden. Fiir die Modellierung wurde die folgende
Gleichung bestimmt, um den Korrekturfaktor in Abhédngigkeit der Reynolds-Zahl
zu beschreiben.
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3 Stand der Technik

Tab. 3.1: Grenzwerte und Definitionsbereiche fiir Gl. (3.22,1)

Gl.(3.22,1) ;i; Definitionsbereich ~ f(Reg, > Remax)

1 1 1< 55 <1,25 f(Req >1,9710%) =1
2 15 1,25< 55 <2 f(Reg >4,6610%) =1
3 >2 2< 5 f(Req >107) = 0,65
D,
Fgi=® + +®s InReg, (3.22)

P33+ Py In Redi
Die Koeffizienten sind in Tab. 8.5 zusammengefasst. Mit der Gleichung

G (Req, = 10°)

Fr =
B Cy(Req, = 10°) —0,2Fp 1 +0,2

(3.23)

erfolgt die Berechnung des Korrekturfaktor aus GI.(3.22,1) fiir g < 1 und
Cp(Reg, = 10%) > 0,4. Weitere Hinweise zur Indizierung und zum Definitions-

bereich sind der Tab. 3.1 zu entnehmen.

3.4 Berechnungsmethoden fiir Kiihlungsvorgéinge von feuchter Luft
Im folgenden Abschnitt werden drei integrale und eine lokale Methode zur
Berechnung der Kithlung von feuchter Luft vorgestellt. Integrale Berechnungs-
methoden reduzieren die rdumlichen Dimensionen einer mathematischen Fra-
gestellung durch geeignete Mittelwerte. Ein dreidimensionaler Wirmetibertrager
kann zunéchst durch die Verwendung von mittleren Temperaturen der Stoffstréme
an einem Ort und durch die Annahme einer reinen Gegenstromfithrung auf
ein eindimensionales Problem zuriickgefiihrt werden. Die Integration entlang
dieser einen Raumrichtung fiihrt zu den mittleren Potentialdifferenzen. Wie in
Abschnitt 2.2 gezeigt, ist die Integration bei konstanten Parametern moglich. Kann
das Problem nicht auf eine Raumrichtung zuriickgefiihrt werden oder sind die
Parameter nicht konstant, so sind numerische Verfahren anzuwenden. Die dafiir
notwendige Diskretisierung kann, wie in Abschnitt 4.2 beschrieben, in Form
eines Zellenmodells durchgefiihrt werden. Die Erkenntnisse aus den numerischen
Verfahren werden im Folgenden in eine integrale Berechnungsmethode durch die
Verwendung von Néherungsgleichungen und Korrekturfaktoren tiberfiihrt.

Auf die Methode von Threlkeld [35] wird in einer Vielzahl der bekannten
Literaturstellen verwiesen (vgl. Pirompugd et al. [56], [57], Wang et al. [87], [90]).
Sie basiert auf der logarithmischen Enthalpiedifferenz als treibendes Potential.
Laut Wang et al. [87], [88],[90] und Wang und Chi [89] basiert die in ihren
Arbeiten verwendete Methode zur Berechnung der Wirmeiiberginge ebenfalls
auf der von Threlkeld [35]. Da sich unter anderem die Berechnung der mittleren
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Enthalpiedifferenz von Threlkeld unterscheidet, wird diese Methode von Wang et
al. separat aufgefiihrt. Die von Zeller und Busweiler [94] aufgefiihrte Methode
ist vom amerikanischen Air-Conditiong & Refrigerating Institute-Standard [3]
abgeleitet. Sie basiert auf der mittleren logarithmischen Temperaturdifferenz fiir
den trockenen Teil und auf der mittleren logarithmischen Enthalpiedifferenz fiir
den benetzten Teil des Wirmeiibertragers und kann als die Standardmethode fiir
den deutschsprachigen Raum angesehen werden. Die von von Baehr und Stephan
[5] eingefiihrte Methode zur Berechnung des Einflusses nichtkondensierbarer
Gase basiert auf der lokalen Temperaturdifferenz. Sie deckt sich mit der Berech-
nungsvorschrift zur Filmkondensation von bindren Gemischen mit Inertgas aus
dem VDI-Wirmeatlas. Dieser Ansatz wurde von Sievers [75] auf die Berechnung
eines Rohrrippenwérmeiibertragers mit der Zellenmethode angewendet.

Threlkeld Die von Threlkeld [35] verwendeten spezifischen Enthalpien bezie-
hen sich auf die Masse der feuchten Luft. Der Wirmeleitwiderstand der Rohrwand
wird vernachléssigt. Fiir den Kondensatfilm wird eine konstante Dicke von 0,1 mm
festgelegt. Das Kondensat bleibt fiir die Berechnung der spezifischen Enthalpie
am Austritt unberiicksichtigt. Ferner wird vorgeschlagen, bei einer Anderung der
Sattigungstemperatur von mehr als 5 K die Berechnung abschnittsweise durchzu-
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Abb. 3.3: Zustandsgrofien am Ein- Abb. 3.4: Eindimensionaler Tem-
und Ausgang eines reinen Gegen- peraturverlauf eines lokalen Wir-
stromwirmeiibertragers mit Auftei- medurchgangs in einem Wérme-
lung in trockenen und feuchten Be- iibertrager mit partieller Kondensa-
reich und den entsprechenden Wiir- tion des Wasserdampfs von feuch-
mestrémen ter Luft mit ruhendem Film
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fithren. Nach Threlkeld gilt fiir den iibertragenen Wirmestrom Q bei der Kiihlung
von feuchter Luft in einem Wirmeiibertrager

Q=UAAI, (3.24)
mit der mittleren logarithmischen Enthalpiedifferenz

(W —hs (') — (h] —hs 1 (T3))
Hy—hs,1 (T3')
h/{*hS,l (TZ/)

Ahy =

, (3.25)

die von der spezifischen Enthalpie der feuchten Luft h und des Kiihlmittels A
am FEinlass sowie von den spezifischen Sittigungsenthalpien der feuchten Luft
in Abhingigkeit der KiihImitteleintrittstemperatur &g (75) und der Kiihlmittel-
austrittstemperatur kg ; (7,') abhingig ist. Die Fliche A wird der Summe aus
Rippenoberflache und duferer Rohroberfliche gleichgesetzt. Der Wirmedurch-
gangskoeffizient fiir die Enthalpiemethode bei benetzten Oberflichen wird in [35]
mit U eingefiihrt und hier ohne den Term zur Beschreibung von Fouling auf der
AuBenseite mit

—1

Ab b -
U= f— IREe (3.26)
A2 (0%) ( p.fel SFilm ) ﬁ — nR,fe

cps(T) i ge ' AFiim

angegeben. Fiir die mittlere Steigungen der Funktion der spezifischen Séattigungs-
enthalpie iiber die Temperatur in Abhéngigkeit der mittleren Temperatur an der
Phasengrenze zwischen dem Kondensatfilm und dem Gasstrom 77 gilt

d hs

b= ==,
I T

(3.27)
Durch Linearisierung fiihrt der Quotient der spezifischen Enthalpiedifferenz und
der Temperaturdifferenz zu der mittleren Steigung b

hs (T“im) — hg (Tz)

b= —
Tw—T>

, (3.28)

Der Zihler wird durch die Differenz der spezifischen Enthalpien von feuchter Luft
im Séttigungszustand als Funktion der mittleren Wandtemperatur 7w , und der aus
der Eingangs- und Ausgangstemperatur des Kiihlfluids arithmetisch gemittelten
Temperatur T, gebildet. Da diese spezifischen Enthalpien als HilfsgroBen verwen-
det werden und keine physikalische Entsprechung aufweisen, werden sie auch als
fiktive Enthalpien bezeichnet. Die Differenz der mittleren Wandtemperatur und der
mittleren Temperatur des Kiihlfluids steht im Nenner.

Die Bedeutung der Steigung korreliert mit dem in Abschnitt 4.1 aufgegriffenen
Gedanken zur scheinbaren spezifischen Wirmekapazitit von feuchter Luft ohne
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Kondensateinfluss. Eine Veranschaulichung der lokalen Steigung der spezifischen
Temperatur im Séattigungszustand iiber die zugehorige Temperatur ist im rechten
Diagramm in Abb. 6.1 gegeben. Der Rippenwirkungsgrad fiir zusammenhingende,
benetzte Rippen kann mit

tanh <HR f}:l’g;)

A fe
HR \/ 75

MR fe = (3.29)

berechnet werden, wobei o f. den Wirmeiibergang an einer feuchten Oberfliche
und Hg die dquivalente Rippenhthe beschreibt. Aulerdem schligt Threlkeld vor,
die Reynolds-Zahl der feuchten Luft mit der empirischen Beziehung

Rege = 4,6Re>* (3.30)

tr

zu berechnen, um so die Warmeiibergangskorrelationen fiir trockene Oberflachen
auf benetzte Oberflachen zu adaptieren.

Wang Wang et al. [87] beschreiben eine Berechnungsmethode, die zur Be-
stimmung der Warmeiibergangskoeffizienten aus eigenen experimentellen Daten
angewendet wird. Der in der folgenden Gleichung eingefiihrte Korrekturfaktor F
wird laut Wang et al. zur Anpassung an Stromungsfithrungen verwendet, so dass
gilt:

Q=UAFAhy (3.31)
Da im weiteren Verlauf ihrer Arbeit der Faktor nicht wieder aufgegriffen wird,
wird die Annahme F = 1 getroffen. Die mittlere logarithmischen Enthalpiediffe-
renz wird in der Form

Y. T 1| Y ) B,
m — .
i (s ()Y (=1 (1)) = (] — s, (75))

s (1)

angegeben. Fiir den Warmedurchgangskoeffizienten fiir benetzte Oberflaichen U
gilt nach Wang et al.
~1

Cp,fel. OFilm
U— Ab n A bw Srohr i cps(Ti) 0 fe ' Arilm (3.33)
Ar0r  ARohrAm ARobra AR TIR '

¢p,s (T Film ) A T cps(Ti)A
mit den linearisierten Steigungen der spezifischen Sittigunsgenthalpie iiber die
Temperatur
hs(Tw, m) —hs(T2)
Twi m— Tg
hs(Tw,m) — hs(Tw;.m)
Tw,m— Tw;m

by = (3.34a)

by = (3.34b)
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und c¢p s nach Gl. (4.9). Nach Threlkeld [35] wird die Steigung aus der Séttigungs-
enthalpie fiir die entsprechende Temperatur aus einem Diagramm abgelesen. Mit
Abb. 6.1 wird gezeigt, dass diese Steigung durch die Gl. (4.9) beschrieben werden
kann, wodurch die iterative Berechnung automatisiert werden kann. Wang et al.
fassen die Interfacetemperaturen der Rippen Tj, und der Rohrwand T, , mit
Ti zusammen. Zur Losung des Gleichungssystems wird die mittlere spezifische
Enthalpie in Abhéngigkeit der mittleren Filmtemperatur der Rippen /s (T Fiim R)
gemal

-1
— CreL Tfe.R Cp,feL 5Fi1m
hs (T Filmr) = A1 — < + >
(T Fitm &) cp,s(TmFim) 01 \ ¢ps(Ti) O fe  AFiim (3.35)

{1—UA( br_ | Oeawbw )}(hl—hs(Tz))

0 A>  ARohrAm,Rohr

benotigt. Es wird angenommen, dass die mittlere spezifische Enthalpie der feuch-
ten Luft hy das arithmetische Mittel der spezifischen Enthalpie am Luftein- und
auslass darstellt. Die Warmeiibergiinge, aus denen die Korrelationen in Gl. (3.6)
und Gl. (3.8) aus Abschnitt 3.3.1 hervorgehen, wurden mit dieser Methode aus den
Messdaten berechnet. Die Berechnung des Rippenwirkungsrads fiir vollstindig
benetzte Rippen wird von Wang et al. [87] eingefiihrt und von Pirompugd et
al. fiir teils trockene und teils benetzte Rippen durch die sogenannte Circular
Fin method fiir glatte [56] und gewellte [57] Rippen weiterentwickelt. In ihrer
Literaturiibersicht fithren Park und Jacobi [55] einen Wet surface multiplier ein
und stellen dafiir den Quellcode fiir den Engineering Equation Solver bereit.
Dieser Faktor wird fiir Rohrrippenwirmeiibertrager mit geraden Rippen durch
den Quotienten der Gl. (3.6) von Wang et al. fiir benetzte Oberflachen und der
Gl. (3.10) von Gray und Webb [20] zur Berechnung des Wéirmeiibergangs an
trockenen Oberfldachen gebildet.

Zeller und Busweiler Die Modellvorstellung fiir die Luftentfeuchtung durch
Kiihlung von Zeller und Busweiler [94] sieht eine Aufteilung in einen trockenen
und feuchten Bereich vor. Wie in Abb. 3.3 gezeigt, ergibt die Summe der beiden
jeweils einem Bereich zugeordneten integralen Wirmestrome den Gesamtwirme-
strom.

Qges = Qtr + Qfe (3.36)

Laut Zeller und Busweiler ist fiir eine Kreuzgegenstromfiihrung die Annahme
einer reinen Gegenstromfiihrung zuldssig, so dass von einem Punkt ausgegangen
werden kann, an dem die Taupunkttemperatur der feuchten Luft erreicht wird.
Entsprechend werden die Temperaturen an dieser Stelle auf der Luftseite TlG und
auf der Kiihlmittelseite T2G als Grenztemperaturen und die spezifischen Enthalpien
analog als Grenzenthalpien bezeichnet (vgl. Abb. 3.3). Fiir den Wirmestrom, der
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im trockenen Teil des Warmeiibertragers iibertragen wird gilt
O = ity (h’{' - h’{G) (3.37)
mit der spezifischen Enthalpie der feuchten Luft am Ubergang von der trockenen
Oberflidche zum benetzen Teil 7;¢ und
Ou = (kA)w AT (3.38)

mit der logarithmischen Temperaturdifferenz als treibendes Potential analog zu
Gl. (2.36)

(1 -1)— (17 - 1)

AT, = N (3.39)
RS
Fiir den im benetzten Teil iibertragenen Wirmestrom gilt
. 1,
Ore = (kA)fe — Al (3.40)

P1

mit der auf die trockene Luft bezogenen spezifischen Wirmekapazitit der Gasge-
misches feucht Luft
cp1 = CpuL+X 50 (3.41)

und der mittleren logarithmischen Enthalpiedifferenz

h*G _ h*G — (" — h*G
In h1” —hy
By —hiG
Die Grenzenthalpie der Kernstromung der feuchten Luft wird durch
< YA +h7’% + @y 13
h = T (3.43)
sz + P
mit dem Koeffizienten
h l_ARothnRAR C;1 Aln%? A
o AR RAR b T 27 ARohr LRohr T %4
P = 4 - (3.44)
pl
o(LI
und mit der Grenzenthalpie an der Wand
]’l;kNG = Cp,uL Tl,s + X (A hg + C§,H20 (Tl,s - TO)) (3.45)

beschrieben.
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3 Stand der Technik

Die Grenztemperatur an der Wand auf der Luftseite T\S entspricht der Taupunkt-
tempertur der feuchten Luft am Eintritt TS/.I:

T =Ts (3.46)

Die Grenztemperaturen der Kernstromung und die Grenztemperatur des Kiihlmit-
tels geben Zeller und Busweiler mit

h*/ _ h*G
e=7-—"~—_-1— (3.472)
Cp, L +X1 P20
Ty =Ty — P1Ws (B} — b)) (3.47b)

an. Die Steigung der Sittigungslinie kann insbesondere fiir geringe Temperatur-
differenzen und in Bereichen mit geringen Anderungen der Steigung durch die
Linearisierung gemif
h*G A
W s,1
G
Iy -1/
berechnet werden. Eine alternative Berechnungsform ist auf Basis der Antoine-
Gl. (2.2) moglich

bant = cput. +Xs 5 +3,7X(0,622 +X)

PH20
1799,7
; (A Iy + cf;ﬁHzO) . (3.49)

(3.48)

15,

(Kl —34,42
Der Verlauf von GI. (3.49) ist in Abb.4.1 iiber die Temperatur dargestellt. Wird
der gesamte Wirmeiibertrager unterhalb des Taupunkts betrieben und kann die

Stromungsfithrung durch eine reine Gegenstromfiithrung angenihert werden, so
gilt fiir die mittlere logarithmische Enthalpiedifferenz

(hs—msw) = (M52 =1 Ew)
P51 s w '
hg,l’/*h*/s',w

AR = (3.50)

In

Zur SchlieBung des Gleichungssystems wird folgende Gleichung zur Berechnung
der Temperatur am Luftaustritt benotigt, die von Zeller und Busweiler [94] mit

Aoy

T\ = Tow+ (T{ — Tmw) € " b (3.51)

angegeben wird. Dieser Methode liegen die Annahmen zugrunde, dass fiir die
Lewis-Zahl Le = 1 gilt und dass die Verminderung des Wirmedurchgangs durch
den Kondensatfilm und die Erh6hung des Wirmetibergangs der Luftseite durch die
vergroferte Turbulenz sich ausgleichen, so dass der Wirmetibergang auf der Luft-
seite weiterhin mit dem Wiarmeiibergangskoeffizienten fiir trockene Oberflachen
berechnet werden kann.

46



3.4 Berechnungsmethoden fiir Kiihlungsvorgénge von feuchter Luft

Baehr, Stephan und Sievers Die Filmkondensation eines bindres Gemi-
sches mit Inertgas wurde von Fullarton und Schliinder [16] analog zu Baehr
und Stephan [5] beschrieben. In der Neuauflage des VDI-Wirmeatlas wird der
entsprechende Abschnitt von Numerich [51] in einer iiberarbeiteten und gekiirzten
Version aufgefiihrt. Der folgende Abschnitt orientiert sich am Vorgehen von Baehr
und Stephan. Wird eine ideale Mischung aus einem Inertgas (trockene Luft) und
einem kondensierenden Gas (Wasserdampf) gekiihlt, so gilt fiir den Warmestrom
an die Wand

szkondAhv(T)—FOtl'A (T] —TI) (3.52)

Die beiden Summanden beschreiben den durch Konvektion iibertragenden und den
durch die Kondensation entstandenen Wirmestrom. Dieser Gesamtwédrmestrom
wird durch die Wand an das Kiihlmittel iibertragen. Fiir den Kondensatmassen-
strom gilt

Pges — PH,0,S (TI)> (3.53)

Tikond = Pfel BfeLA In (
Pges — PH,0

unter der Annahme einer einseitigen Diffusion von der Kernstromung an die
Filmoberfliche sowie idealer Gaseigenschaften. Der Transport von Energie durch
den Stoffstrom aus der Kernstromung mit einer hoheren Temperatur an den
Kondensatfilm mit einer niedrigeren Temperatur wird durch die sogenannte
Ackermann-Korrektur [1] berechnet. Dies wird in Gl. (3.52) durch den modifizier-
ten Warmeiibergangskoeffizienten

—Cp,feL |"itkond]
A
ol =a - &l \ni ‘ (3.54)
—Cp,feL ["kond _
exp <7a] y ) 1

beriicksichtigt. Wihrend Baehr und Stephan [5] unter Verwendung der Lewisschen
Beziehung

a
B = ———— Le 23 (3.55)
PreL Cp feL
ihren Fokus an dieser Stelle auf die Temperatur an die Filmoberfldche (Interface)
richten, wird hier analog zum Vorgehen von Sievers [75] durch Einsetzen der
Gl. (3.53), (3.54) und (3.55) in die Energiebilanz aus Gl. (3.52) die Gleichung

aAhY (TI)

0= |af (T —T)+ 573 APH0m | Al (3.56)

Cp.feL Le

fiir den Gesamtwirmestrom Q angegeben. Basierend auf dieser Gleichung stellt
Sievers [75] ein diskretes Zellenmodell auf und kann so diese lokal giiltige
Berechnungsmethode auf einen gesamten Warmeiibertrager anwenden. Laut Sie-
vers sind fiir hohe Wasserbeladungen zahlreiche Annahmen, die fiir geringe
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3 Stand der Technik

Wasserbeladungen getroffen werden konnen, nicht zuldssig. Insbesondere gilt dies
fiir die Lewis-Zahl, deren Wert hédufig mit 1 angenommen wird. Fiir eine laminar,
langsangestromte ebene Platte kann die von Baehr und Stephan [5] aufgefiihrte
Stefan-Korrektur angewendet werden, wenn der konvektive Massenstrom nicht
vernachlédssigbar gering ist. Fiir die turbulente Durchstromung eines Wirmeiiber-
tragers finden empirische Modelle, wie das von Sievers [75] angefiithrte Modell
von Fuller et al. [17] und Wilke und Lee [92] Anwendung. Im Rahmen dieser
Arbeit wird das Modell aus Gl1.(4.68) speziell fiir Rohrrippenwirmeiibertrager von
Xia et al. [93] verwendet.
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Nach Cellier [10] ist das Ziel eines Ingenieurs nicht darauf beschrinkt gegebene
System zu modellieren, sondern diese System auch zu verbessern. Modelle konnen
also auch dazu dienen das Verhalten von nichtexistenten Systemen zu untersuchen,
um deren Verhalten zu prognostizieren. Im Folgenden wird ein Warmeiibertrager
mit zwei unterschiedlichen Methoden modelliert.

Die erste Methode sieht eine ortliche Diskretisierung des Warmeiibertragers in
zwei Dimensionen durch ein Zellenmodell vor. Es ermoglicht die Berechnung
des Verhaltens eines Wirmeiibertragers fiir unterschiedliche Stromfiihrungen bei
einem vorgegebenen Ubertragungsfaktor.

Die zweite Methode wird hier als physikalische Modellierung bezeichnet. Sie
zeichnet sich durch die Berechnung dynamischer, eindimensionaler Transportpro-
zesse und die Verkniipfung unterschiedlicher physikalischer Disziplinen aus. Sol-
che Disziplinen kénnen u. a. die Elektrik, die Elektronik, die Hydraulik, die Stoft-
oder die Wirmeiibertragung sein. Wird der Ubertragungsfaktor durch Wirme-
tibergangskorrelationen und mit den dafiir notwendigen geometrischen Parameter
bestimmt, liegt ein geometrisches, physikalisches Modell vor. Im Gegensatz fiihrt
die Vorgabe des Korrekturfaktors bzw. der Effektivtit dazu, dass das Verhalten des
Wirmeiibertragers unabhinging von seiner geometrischen Auspriagung auf Basis
der Erhaltungsgleichungen bestimmt wird. Dieser Modelltyp wird als Black-Box
oder Verhaltensmodell bezeichent.

Fiir beide Methoden erfolgt die Wirmeiibertragung eindimensional durch die
Wand quer zur Stromung. Die Geometrie basiert auf der eines Rohrrippenwime-
iibertragers, wobei die Rippen von einem idealen Gas-Dampf-Gemisch umstromt
und die Rohre von einem inkompressiblen Kiihlfluid durchstromt werden. Das Zel-
lenmodell wird verwendet, um fiir ausgewihlte Randbedingungen und Parameter,
unterschiedliche Stromungsfithrungen auf Standardfille zuriickzufithren und mit
den so erhaltenen Daten Korrelationen zu erstellen. Diese konnen dann fiir das
physikalische Modell verwendet werden. Hier wird die Ubertragungsfliiche und
der Wiarmedurchgang unter Verwendung der geometrischen Parameter und der
Stromungsbedingungen aus Korrelationen berechnet, wohingegen diese Grofen
fiir das Zellenmodell im Ubertragungsfaktor zusammengefasst und vorgegeben
werden. Wihrend das Zellenmodell zeitunabhingig ist und folglich ausschlieBlich
stationdres Verhalten berechnet werden kann, ermoglicht das physikalische Modell
dynamische Simulationen.
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4.1 Scheinbare spezifische Wirmekapazitit von feuchter Luft

Im Folgenden wird eine Berechnungsmethode auf der Grundlage der Methode der
mittleren logarithmischen Temperaturdifferenz vorgestellt, bei der eine ortliche
Verinderung der Wirmekapazitit zulissig ist. Die Ursache der Anderung der
Wirmekapazitit ist hier die Anderung der Stoffzusammensetzung eines biniren
idealen Gemisches durch partielle Kondensation. Als ein solches Dampf-Gas-
Gemisch wird feuchte Luft betrachtet. Nachstehend wird die Idee zur Berechnung
der spezifischen Enthalpie der feuchten Luft aus Abschnitt 2.1 aufgegriffen und
eine scheinbare spezifische Wirmekapazitiat der feuchten Luft bezogen auf die
Masse der trockenen Luft eingefiihrt. Das Differential Gl. (2.13) der spezifischen
Sattigungsenthalpien der feuchten Luft kann gemil3 der Produktregel als

dhg(T,XS) = Cp)u—LdT—f—dXS Ah(\;—FdXS cs (T—TTP)+XS ¢t dT

PH,0 PH,0

(4.1)
+oflo(XdT —dXs (T — Trp) —XsdT)

geschrieben werden. Fiir die scheinbare spezifische Warmekapazitét der feuchten
Luft gilt analog zur allgemeinen Definition

oh
C;,S,IOC = (8;> . (42)
p

Ist dT < 0 nicht erfiillt, gilt die hier gegebene Definition nur, wenn fliissiges
Kondensat vorliegt, um in die Gasphase zu verdunsten, also X > Xs(T) ist.
Die partielle Ableitung der spezifischen Enthalpie nach der Temperatur folgt aus
Gl. (4.1) unter der Annahme konstanter spezifischer Wiarmekapazititen

oh IXs v [ 9Xs
<87§>p = Cp’trL+c%H20 <XS + (T— TTP) <a]-,)p> +Ah0 (W)p

“4.3)
+CE[20 (X — (Xs + (%ﬁ) (T - TTP))) .
p

Kondensat

Basierend auf der Gl. (2.3) zur Beschreibung der Dampfdruckkurve von Wasser
von Pruss und Wagner [59] gilt fiir die scheinbare spezifische Wirmekapazitét
eines gesittigten idealen Dampf-Gas-Gemisches bei Verringerung der Temperatur
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RuL Pric e A/T
Ri1,0 (p — piric e A/T)

Ru,0 (P — Dkrit eTiicA/ T)
fl / 2 q
C X 1 c
( H,0 ( Rut, P €Tt A/T + H20(7 —Trp)

* !/
Cp,S,loc.,kond(Tvp’X )= CpuLt

- oTaitA/T . 2
) 2 Pkrit € (TkntA/T +B/T)
((TkntA/T +B/T)+ Ry
o~ (BB, o (T —Tov) ) (Tt A/T + B/T)

P ki A/T
1+ ————
P — Dkrit eTkritA/T

mit der idealen Gaskonstante der trockenen Luft als

4.4)

Rtl'L - R02 ééz +RN2 5;12 (4‘5)

Wird der Einfluss des Kondensats vernachlissigt, also der entsprechend gekenn-
zeichnete Term in GI. (4.3) zu null gesetzt, so gilt:

RuL prrite Tt A/T

RHZO (p — Pkrit €TkriLA/T)

C;,S,loc(Tap) =Cpul+

(CI%HZO - (Ah8 +C§H20 (T - TTP)) (kaitA/Tz +B/T) (4.6)

- Pt eTaitA/T
(P — Pric eTianA/T)

mit dem Term aus der Dampfdruckkurve nach Pruss und Wagner und dessen

Ableitung
6 T n
A=Y a | 1— , 4.7
,-; 1 ( Tkm)
6 T nj—1
B=) an|1-— (4.3)
,-; o < Tkrit)

sowie den zugehorigen Koeffizienten aus Tab.2.1. Die Umrechnung von der auf die
Masse der trockenen Luft bezogenen spezifischen Warmekapazitit auf die Masse
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der feuchten Luft erfolgt allgemein mit

(T)

CP(T):X]:Jrl’

(4.9)

Zur Plausibilitétsiiberpriifung der Gl. (4.4) und (4.6) wird die partielle Ableitung
der Wasserbeladung der feuchten Luft im gesittigten Zustand durch Linearisierung
in der Umgebung der Temperatur durch

or ).~ AT 1K “+-10)
angendhert, so dass Gl. (4.3) mit der Wasserbeladung nach GI.(2.6) mit ¢ =1
fiir den gesittigten Zustand berechnet werden kann. Der Verlauf der scheinbaren
spezifischen Wirmekapazitit fiir feuchte Luft mit Ty = 370 K ist fiir die analytische
Methode und fiir die Anndherung in Abb. 4.1 fiir einen Druck von 1 bar dargestellt.
Zusitzlich ist der Verlauf der in GI. (3.49) als by bezeichneten Variable fiir die
Beschreibung der Anderung der spezifischen Enthalpie der feuchten Luft nach der
von Zeller und Busweiler [94] beschriebenen Methode fiir den identischen Bereich
eingetragen worden. Wird der Kondensatterm beriicksichtigt, kennzeichnet dies
die Kondensatabfuhr bei der lokalen Sattigungstemperatur. Eine Adaptierung auf
andere Gas-Dampf-Gemische ist durch Verwendung der entsprechenden idea-
len Gaskonstanten und Koeffizienten moglich, wenn die Dampfdruckkurve der
kondensierenden Komponente durch eine Funktion des Wagner-Typs beschrieben
werden kann. Dies wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter untersucht.

(‘9’(5) _AXs _ Xs(T +0,5K) —Xs(T - 0,5K)
p

10 T T T T T T
= = = Angenahert mit Kondensat

= == = Angendhert ohne Kondensat
Analytisch mit Kondensat
Analytisch ohne Kondensat
Zeller und Busweiler

10°}

10 |

10 | ’__,—v—""

scheinb. spez. Warmekap. in J/(kg K)

3
10 1 1 1 1 1 1 1 1 1
280 290 300 310 320 330 340 350 360 370

Temperatur in K

Abb. 4.1: Verlauf der in Gl.(4.4) und (4.6) eingefiihrten scheinbaren spezifischen
Wirmekapazititen von feuchter Luft in Abhédngigkeit der Temperatur fiir 7s = 270K
und p =1 bar; Vergleich mit der Gl. (2.2) von Zeller und Busweiler [94]
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4.2 Zellenmodell

Die Zellenmethode wird von Rotzel und Spang [66] fiir Berechnungen von
Wirmeiibertragern empfohlen, wenn keine analytische Losung zur Bestimmung
der unbekannten Zustandsgrofen am Ein- und Ausgang und des iibertragenden
Wirmestroms existiert. Sie kann aulerdem angewendet werden, wenn besondere
Effekte beriicksichtigt werden miissen, die die Giiltigkeit der analytischen Losun-
gen beschrinken. Die partielle Kondensation des Wasserdampfs der feuchten Luft
und die damit einhergehende starke Anderung des Wirmekapazititsstroms bzw.
der mittleren spezifischen Wirmekapazitit widerspricht der Annahme konstanter
Wirmekapazititsstrome, die getroffen wird, um aus Gl. (2.34) die Losung fiir
die mittlere logarithmische Temperaturdifferenz in Gl.(2.36) zu erhalten. Eine
einzelne Zelle beschreibt einen vollstindigen Wérmeiibertrager im stationédren
Zustand mit kalter und warmer Seite sowie der diathermen Wand. Durch die
Unterteilung des Wirmeiibertragermodells in mehrere Zellen knnen verschiedene
Stromfithrungen auf Standardfille zuriickgefiihrt werden. Im Folgenden wird
eine Methode zur Berechnung der mittleren logarithmischen Temperaturdiffe-
renz fiir die Gegenstromfithrung bei partieller Kondensation des Wasserdampfs
von feuchter Luft beschrieben. Durch die entsprechende Verkniipfung moglichst
vieler einzelner Zellen, die je einen Gegenstromwérmeiibertrager mit partieller
Kondensation beschreiben, kann niherungsweise das thermische Verhalten unter-
schiedlicher Kreuzstromwérmetibertrager berechnet werden. Der daraus folgende
Datensatz basiert auf den ausgewihlten Parametern und Randbedingungen und
bildet die Grundlage fiir Ndherungsgleichungen zur Berechnung eines Korrek-
turfaktors fiir die mittlere Temperatur der feuchten Luft und fiir die mittlere
treibende Temperaturdifferenz. Da die Auswertung dieser Korrelationen einen
deutlich geringeren Aufwand erfordert als die Berechnung der ZustandsgréBen
mit dem Zellenmodell, kénnen diese Gleichungen in Simulationsmodellen, wie in
Abschnitt 4.3 beschrieben, verwendet werden. Jedoch ist ihre Giiltigkeit auf den
verwendeten Parameterraum beschrinkt. Ferner wird ein Zellenmodell erstellt,
das der Stromfiihrung des Wirmeiibertragers aus den Versuchen in Abschnitt 5
entspricht. Da in den Versuchen die Eingangsbedingungen stets ungesittigt sind,
wird das Zellenmodell entsprechend der durchgefiihrten Versuchsbedingungen
angewendet und individuell fiir jeden durchgefiihrten Versuch der im folgenden
Abschnitt eingefiihrte Korrekturfaktor F™ wie auch der Faktor zur Berechnung
der mittleren Temperatur der feuchten Luft 6 bestimmt und fiir die Validierung des
geometrischen Modells verwendet.

4.2.1 Methode

Im Folgenden wird zunichst auf die Berechnung der mittleren logarithmischen
Temperaturdifferenz fiir feuchte Luft innerhalb einer einzelnen Zelle eingegangen.
Diese kann auch als eigenstindiger Warmeiibertrager im Gegenstrom betrachtet
werden. Im Gegensatz zu der in Abschnitt 2.2 gegeben GIl.(2.33a) mit einer
konstanten mittleren spezifischen Wirmekapazitit ¢, ; wird hier die scheinbare
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spezifische Wirmekapazitit der feuchten Luft C;,S,loc,kond als Funktion der Tempe-
ratur verwendet:

KA dz

ATy = — (T - T») —— .11
tr]

*

Cp,S,loc,kond

Die Differentialgleichungen GI. (2.33b) und GI. (4.11) werden unter Verwendung
des Differentialgleichungslosers odel 13 mit MATLAB berechnet, wobei fiir jeden
differentiellen Schritt die lokale scheinbare spezifische Warmekapazitit der feuch-
ten Luft in einer Unterfunktion berechnet wird. Fiir eine Stiitzstelle zwischen z =0
und z = L gilt somit

C;.S,loc,kond =f (Xz=0; T(Z)) , (4.12)

mit der Annahme, dass zwischen dem Kondensat und der Gasphase Gleichge-
wichtsbedingungen vorliegen. Dabei sind der Druck der feuchten Luft p, die
Wasserbeladung X, der Ubertragungsfaktor kA, der Wirmekapazititsstrom der
kalten Seite W» und der Massenstrom der trockenen Luft s, als konstante
Parameter zu betrachten. Die Temperatur der feuchten Luft Ti(z = 0) und die
Temperaturdifferenz AT (z = 0) an der Stelle z = O stellen vorzugebende Rand-
bedingungen dar.

In den Abb.4.2 und 4.3 sind beispielhaft die Losungen der gekoppelten Diffe-
rentialgleichungen durch die Temperaturverldufe der feuchten Luft Ti(z) und des
Kiihlfluides 75 (z) fiir unterschiedliche Massenstrome bei sonst identischen Rand-
bedingungen und Parametern dargestellt. Die vom Gleichungsloser verwendeten
Stiitzstellen sind auf der Abszisse markiert. Sie geben ebenfalls die Orte fiir die
Berechnung der lokalen, scheinbaren spezifischen Wirmekapazitit der feuchten
Luft nach Gl. (4.4) an. Die lokale Temperaturdifferenz AT (z) ist auf der rechten
Ordinate aufgetragen. Sie verlduft fiir die in Abb.4.2 verwendeten Parameter
monoton, wie dies auch bei konstanten Wirmekapazititsstromen immer der Fall
ist. Im Gegensatz dazu zeigt der Verlauf der lokalen Temperaturdifferenz fiir die in
Abb. 4.3 verwendeten Parameter ein lokales Maximum an dem fiir das Verhiltnis
der Wirmekapazititsstrome C = 1 gilt.

Wenn an der Stelle z = 0 ungesittigte feuchte Luft vorliegt, wird die spezifische
Wirmekapazitit von z = 0 bis zu der Stiitzstelle, fiir die X > Xg gilt, durch die
massengewichtete Mittelung der spezifischen Wirmekapazititen berechnet:

C;feL = 582 vaOZ + 5;]2 CP;NZ +X CpaH20 (413)

Die Berechnung der gemittelten Temperaturdifferenz AT, erfolgt entsprechend
der Definition aus Gl.(2.25), indem der Verlauf der Temperaturdifferenz AT (z)
durch ein Polynom approximiert wird, welches von x = 0 bis x = L integriert und
durch die Linge L dividiert wird. Analog zu Gl. (2.38) wird der Korrekturfaktor F+
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4.2 Zellenmodell

unter Beriicksichtigung der partiellen Kondensation fiir ein ideales Gas-Dampf-
Gemisch durch

AT
Fr=_—"m 4.14)
AT Gas
definiert mit ATy, ggs analog zu Gl. (2.36)
(hiz=L)-TB=L1))~ (Ti(z=0)~B(z=0))
ATm,Gcs = A e . 4.15)
T1(z=0)—T>(z=0)

Die hier vorgestellte Methode fiihrt zu einem Korrekturfaktor fiir das Beispiel
eines reinen Gegenstromwirmeiibertragers aus Abb.4.2 von F™ =1,002 und
F*™ =1,178 fiir das Beispiel aus Abb.4.3. Dies bedeutet, dass der Wirmestrom
unter Entfeuchtungsbedingungen groBer ist als bei dem entsprechenden einphasi-
gen Fall mit reiner Gegenstromfiithrung. Neben der Temperaturdifferenz werden
die Temperatur 77 und die scheinbare spezifische Wirmekapazitit ¢, g 1oc onq ber
die Linge L respektive der Fldche A analog zu GI. (2.25) gemittelt, so dass hier

1
Toi = / Ti(2)dz (4.16)
L Ju
TA
365 Ti(2) 126
¥
£
X - N
£ 355} AT(z) _ - 25,5 5
5 _ - -~ g
5 s
8 =]
2 -
£ 345F 25 O
= Q.
5
>(2) [
S . 24,5
0 dimensionslose Lange e

Abb. 4.2: Temperaturverldufe der feuchten Luft (1) und des Kithlmittels (2) sowie
der Verlauf der Temperaturdifferenz fiir die Randbedingungen AT (z = 0) = 25K
und 71 (z = 0) =363,15K und die Parameter p = 1 bar, X = 1,465, kA = 1200 W/K,
W, = 12500 W/K und rirgg. = 0,05 kg/s fiir einen reinen Gegenstromwirmeiibertrager
mit den auf der Abzisse markierten Stellen, an denen die Unterfunktion zur Be-
rechnung der scheinbaren spezifischen Warmekapazitit von feuchter Luft aufgerufen
wurde
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4 Modellbildung

und |
Cp.S.kond = I /L Cp S.loc kond (2) 4Z 4.17)

gilt.

Im Rahmen dieser Arbeit wird das thermische Verhalten von Kreuzstromwér-
meiibertragern mit einem Durchgang auf der Seite der feuchten Luft und ein bis
vier Rohrreihen auf der Kiihlmittelseite durch die Anwendung des Zellenmodells
untersucht. Fiir die Kiihlmittelseite wird zusitzlich zwischen den Strémungs-
fiihrungen mit einem Durchgang oder der identischen Anzahl von Rohrreihen
und Durchgiingen unterschieden. Fiir die Seite der feuchten Luft kann zwischen
quervermischt, was eher dem Stromungsverhalten ohne oder sehr kurzen Rippen
entspricht, und nicht quervermischt, was dem Stromungsverhalten mit langen
oder durchgehenden Rippen entspricht, unterschieden werden. Die verwendeten
Parameter und Randbedingungen sind in Tab.4.1 aufgefiihrt. Da sich aus der
Mischtemperatur der kalten Seite T/zl fiir die Berechnungen mit einem Durch-
gang und mehreren Rohrreihen keine Randbedingung erstellen lédsst, werden als
Randbedingung die entsprechenden, berechneten Eingangstemperaturen der kalten
Seite aus der Berechnung mit mehreren Durchgéingen verwendet. Dadurch bleiben
die Berechnungen untereinander vergleichbar, da sie einen konsistenten Satz aus
Randbedingungen und Parametern aufweisen.

TA

360

w
a1
o

Temperatur in K
w
N
o

Temperaturdifferenz in K

(TN I NN N N T N A A A

0 dimensionslose Lange L 2

Abb. 4.3: Temperaturverldufe der feuchten Luft (1) und des Kiihlmittels (2) sowie
der Verlauf der Temperaturdifferenz fiir die Randbedingungen A7 (z = 0) = 25K
und 71 (z = 0) =363,15K und die Parameter p = 1 bar, X = 1,465, kA = 1200 W/K,
W, = 2500 W/K und ity = 0,01kg/s fiir einen reinen Gegenstromwirmeiibertrager
mit den auf der Abzisse markierten Stellen, an denen die Unterfunktion zur Be-
rechnung der scheinbaren spezifischen Wirmekapazitit von feuchter Luft aufgerufen
wurde
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4.2 Zellenmodell

Tab. 4.1: Wertebereich der Randbedingungen und Parameter zur Berechnung von ge-
gensinnigen Kreuzgegenstromfithrungen mit einem Durchgang mit dem Zellenmodell

Randbedingung Wertebereich Einheit
Eingangstemperatur der feuchten LuftT)(z =0)  50; 60; 70; 80, 90 °C
Temperaturdifferenz A T(z =0) 5;10; 15; 20; 25 K
Relative Feuchte ¢(z = 0) = X§ 1 1
Parameter

ﬁbertragungsfaktor KA 10; 50; 200; 600; 1200 W/K
Massenstrom der trockenen Luft rig 1;2;3;4;5 IO*Zkg/s
Wirmekapazititsstrom der kalten Seite W» 2,5;5;7,5;10; 12,5 103W/K
Druck p der feuchten Luft 1 bar
Massenanteile &5, und &5, der trockenen Luft 0,245 und 0,755 1
Quervermischung der feuchten Luft ja/nein -

Anzahl der Rohrreihen der kalten Seite N; 1 bis 4 1

Wie in den Abb.4.4 und 4.5 dargestellt, wird im Rahmen dieser Arbeit eine
Gleichverteilung der Stoffstrome auf die einzelnen Zellen vorausgesetzt. Dariiber
hinaus weisen alle Zellen den gleichen Anteil des mittleren Gesamtiibertra-
gungsfaktors kA auf. Werden Stromfithrungen mit mehreren Durchgéngen auf
der kalten Seite berechnet, so wird der Wirmekapazititsstrom Ws = ¢y iy auf
die Rohre gleichverteilt. Unter der Annahme einer idealen Mischung wird die
Mischungstemperatur am Kiihlmittelauslass durch das arithmetische Mittel der
einzelnen Ausgangstemperaturen Tz" Npp, ach

A
T5(N7) = 5= Tz’ﬁ 4.18)
Z i=
bestimmt. Fiir die Mischungstemperatur der feuchten Luft gilt bei Quervermi-
schung nach jeder Zellenreihe in Luftstromrichtung und am Luftauslass unter
der Annahme einer idealen Mischung mit einer Gleichverteilung des trockenen
Luftmassenstroms

NZ /!
Y it (T{’l,x ) — X% hy(Trp)
== - m— (4.19)
cul + X5 cp0+ (X/ — Xs) CH,0

=
1

mit der mittleren Wasserbeladung am Zellenauslass X, /S/

v 1 i\ "
Xg = ~T Y x¢. (4.20)
7 i=1
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4 Modellbildung

Dieser Mittelwert fiir die Wasserbeladung der gemischten feuchten Luft kann
geringfiigig von der tatsidchlichen Wasserbeladung der Mischung abweichen, da
er einen linearen Verlauf der Siattigungslinie annimmt. Der Fehler wichst mit
zunehmender Differenz der einzelnen Wasserbeladungen Xé’ ;- In Luftstromrich-
tung wird der Wirmeiibertrager mit einer Zelle pro Rohrreihe und quer zur
Luftstromrichtung mit 50 Zellen diskretisiert.

titgy,
L
7

2 1" = "
TiTXg TiTXs

el
Abb. 4.4: Schema eines Zellenmo-
dells mit 2 Rohrreihen (gegensin-
nig) und einem Durchgang ohne
Quervermischung mit N~ Zellen in

ML

Abb. 4.5: Schema eines Zellen-
modells mit 2 Rohrreihen und
zwei Durchgingen (gleichsinnig)
und Quervermischung mit N Zel-

und N%- Zellen quer zur Luftstrom- len in und NZL Zellen quer zur Luft-
richtung stromrichtung

4.2.2 Korrelationen
Die Korrelationen wurden mit dem Programm EUREQUA [14] aus den Ergebnissen
der Parameterstudie fiir Kreuzstromwirmeiibertrager unter Entfeuchtungsbedin-
gungen gefunden. Fiir die Berechnung der mittleren Temperatur der feuchten Luft
mit

Tna =T{ +06(T{ ~T{) 4.21)
wird fiir die Berechnung des Faktors zur Bestimmung der mittleren Temperatur
der feuchten Luft die Gleichung

Dy
6= — (4.22)
b, + vll{/?gf — Py % — Py BPsTE
mit der dimensionslosen Wasserbeladung
Xs(T}) — Xs (T}
== M’ (4.23)
Xs(T) = Xs(T3)
dem Verhiltnis der Wirmekapazititsstrome
c* Myl
CT _ p,S,ko'nd tr (4.24)

W,
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4.2 Zellenmodell

Tab. 4.2: Koeffizienten fiir Gl. (4.22) zur Berechnung von 6 mit und ohne Querver-
mischung, sowohl fiir einen Durchgang als auch fiir Np = N;

Ny @ @, @, Dy @5

GGS 1,345 2960 05472 1,217 1,179
1,311 2,622 0,1563 1,229 1,193
1,461 2919 04315 1,310 1,244
1,481 2959 04939 1,351 1,269
1,504 3,004 05164 1,381 1,288

B W -

Tab. 4.3: Koeffizienten fiir Gl. (4.25) zur Berechnung von C7 fiir Np = N; mit und
ohne Quervermischung

N @, @, @, @, ®s P
1 0,2333  0,9039 0,6687 25,46 160,2 6,619
2 -0,5575 0,2356 0,4960 2,585 408,6 1,393
3 -0,4341 0,2694 0,4963 10,17 2,011 1074 47,55
4 -0,4207  0,2901 0,5080 -0,4144 2,901 1,847
D, Dy Dy Dy Dy Dy
1 6,442 0,7517 0,6503 1073 9,817 -6,206 12,81
2 2334 3,969 0,3533 23,22 -0,1828 2,483
3 115,9 1,548 0,5508 1,149 -46,56 2343
4 2,976 10~4 7,731 0,04337 13,63 1,126  279,8

und den in Tab. 4.2 aufgefiihrten Koeffizienten verwendet. Die empirische Glei-
chung zur Berechnung des Wirmekapazititsstromverhiltnis lautet fiir Np = Ng
mit und ohne Quervermischung

1

1 e
—4+P—D
C; = : £l 2 (4.25)

Wo | ®4E®s Wy m2d; _ mdg HEPI0 _ W, =o
q)3+kAfe+ 3 + & kAfe:‘ 7T —x 8q>9 CI)]l =12

mit der dimensionslosen Temperatur

B Tl/ _ Tl//
T -T,)

€ (4.26)
und den in Tab.4.3 und Tab.4.4 aufgefiihrten Koeffizienten. Die folgende
Gleichung kann zur Berechnung des Korrekturfaktor nach Gl. (4.14) verwendet
werden.

Afe

k
"2 CT> + Ps kf‘fez‘%) 4.27)
W

= 2e D,
Ft =exp (CID] ghE-®)g xp( !
2
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4 Modellbildung

Tab. 4.4: Koeffizienten fiir GI. (4.25) zur Berechnung von Cf fiir Np = 1 mit und ohne
Quervermischung und reine Gegenstromfiithrung

N @, @, @, @, ®s oy
GGS 0,03686 0,9999 0,9999 0,9838 8167 -0,6107
2 0,167 0,9198 0,4589 7,779 1352 4,399 1073
3 0,0649 0,6686 0,7939 11,04 211,2 0,0479
4 0,1789 0,766 0,7133 8,771 81,96 0,04997

D, Dg Dy Dy Dy D
GGS 0,5603 2,161 0,4609 0,6549 -0,226 7,355
2 -0,3837  -17,29 0,966 -211,5 -0,3907 3,456
3 -0,3051 -1,262 0,01986 0,01879 -0,02927 0,664
4 -0,3389  -1,067 0,005022 0,1692 -0,02429 0,5025

Tab. 4.5: Koeffizienten fiir Gl. (4.27) zur Berechnung von F fiir Kreuzstromwirme-
tibertrager ohne Quervermischung und Np = 1 und reinen Gegenstrom

N D, N D3 Dy Ps Dy
GGS 0,477 5,894 0,1023 1,095 0,1283 3
2 0,5262 8,326 0,1436 1,035 -0,09292 09311
3 0,5432 8,192 0,1191 1,006 -0,07744 0,8657
4 0,527 4,778 0,02545 0,9989 0,2783 180,8

Die Koeffizienten ®; bis g sind in Tab.4.5 und Tab. 4.6 aufgefiihrt. Die von
Spang und Rotzel [76] verdffentlichte Methode zur Berechnung von Wirmeiiber-
tragern fiihrt zu einer Funktion fiir den Wérmestrom

O=f(kAT{, T, T,, T, ,F) (4.28)
mit dem Korrekturfaktor als Funktion

F = f(Stromfiihrung, sty , iy, c1,¢2,kA) (4.29)

Tab. 4.6: Koeffizienten fiir Gl. (4.27) zur Berechnung von F fiir Kreuzstromwirme-
ibertrager ohne Quervermischung und Np = N;

Ny (ol o, D3 Dy [of D¢

1 0,5432 16,73 0,07455 0,9026 -3,431 48,9
2 0,4747 5,689 0,07991 0,9893 -0,01532 3
3 0,5072 5,019 0,04723  0,9982 0,2403  186,5
4 0,5282 4,759 0,02237  0,9995 0,2777 181,8
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4.3 Physikalische Modelle

und den mittleren spezifischen Warmekapazititen als Funktion
cj = f(Stoff j, T} 5, T{"5,) . (4.30)
Analog gilt fiir den in dieser Arbeit eingefiihrten Korrekturfaktor F*
Ft=f (Stromfﬁhrung,mtrL,mz,c;_svkond,cz,kAfe,E) 4.31)
mit der scheinbaren spezifischen Wirmekapazitit fiir geséttigte feuchte Luft
¢y skond = S (Stromfiihrung, Stoff, 7, T{", T3 ,1ivy, 2, k Are, E) 4.32)
und der dimensionslosen Wasserbeladung
E=f(T{,1{,1;, p,Stoff) , (4.33)

so dass sich fiir die Berechnung des Wirmestroms bei Kiihlung eines gesittigten
idealen Gas-Dampf-Gemisches unter Verwendung der Gl. (2.31) eine zusitzliche
Abhiingigkeit vom Druck der feuchten Luft ergibt. Wird der Ubertragungsfaktor
beim Auftreten von partieller Kondensation aus den Wirmeiibergangskoeffizien-
ten und den wirmeiibertragenden Flichen berechnet, dann gilt fiir den Ubertra-
gungsfaktor unter Entfeuchtungsbedingungen (kA )¢ gemil Gl. (4.69)

(kA)e = £ (T],T{", T3, T5',F ", OFitm, A Tritm, AX %titgz) - (4.34)

4.3 Physikalische Modelle

Die Modellierung der physikalischen Warmeiibertragermodelle erfolgt mit SIMS-
CAPE, einer auf MATLAB aufbauenden akausalen Programmiersprache. Sie dient
der Erstellung von physikalischen Modellen innerhalb der SIMSCAPE-Umgebung,
die wiederum in SIMULINK und damit in MATLAB eingebettet ist (vgl. [81]).
Mit SIMSCAPE konnen akausale, implizite differential-algebraische Gleichungs-
systeme gelost werden. Hierdurch wird die Simulation von eindimensionalen
dynamischen Transportprozessen unter der Einbindung von Nebenbindungen
ermoglicht. Durch die Akausalitit konnen die Randbedingungen zum Simulati-
onsbeginn ausgewéhlt werden. Die entsprechende Anpassung bzw. Auswahl des
giiltigen Programmcodes entfillt. Analog zu MODELICA konnen verschiedene
physikalische Bereiche miteinander verkniipft werden, wenn sie auf eindimensio-
nale Transportprozesse zuriickgefiihrt werden konnen. Ferner werden alle Grofen
einer physikalischen Einheit zugeordnet. Innerhalb eines physikalischen Bereichs
wird eine Prozessgrofle (Flussgrofie) mit einer Zustandsgrofe (Potentialgrofe)
verkniipft. Dabei wird die Konvention getroffen, dass diese Verkniipfung zu
einem Energiestrom fiihrt. Dabei darf die FluBgroe innerhalb eines Bereichs
nur von einer PotentialgroBe abhidngen. Aus der Fundamentalgleichung der
Thermodynamik Gl1.(2.39) geht hervor, dass dies fiir den thermischen Bereich
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4 Modellbildung

nur gilt, wenn isobare Verhéltnisse angenommen werden konnen. Dann ist die
Prozessgrofle der Wéarmestrom und die Zustandsgrof3e die Temperatur, so dass fiir
einen Kontenpunkt fiir die Temperaturen

h=h=T=.. (4.35)

und fiir die Summe der Wirmestrome
n .
Y oi=o. (4.36)

gilt. Die im Rahmen dieser Arbeit erstellte Modellbibliothek ist kompatibel zu der
thermischen Umgebung der SIMSCAPE-Bibliothek. Die Stoffstréme entsprechen
der Konvention der vom Institut fiir Systemtechnik der Technischen Universitéit
Hamburg Harburg erstellten mehrstufigen Modellbibliothek [42]. Die entsprechen-
den GroBen und Einheiten sind in den Tab. 8.2 und Tab. 8.3 zusammengefasst.
Eine weitere Anforderung an die Teilmodelle stellt die Kompatibilitit zu einem
iibergeordneten Optimierungsalgorithmus dar.

Hinsichtlich der Integrierbarkeit muss bei der Wahl der Schnittstellen bertick-
sichtigt werden, dass sie die Verkniipfung zu den anderen Teilmodellen, z.B.
des Brennstoffstellenstapels und des Kiihlkreislaufs, gewihrleisten. Eine weitere
Anforderung ist die Simulation mit unterschiedlichen Kiihlfluiden und eine va-
riable Zusammensetzung der feuchten Luft. Die Verhaltensmodelle dienen einer
konsistenten Zustandsgrolenberechnung an den Schnittstellen der einzelnen Kom-
ponenten bzw. Untersysteme. Diese Zustandsgrofen werden an die in Abschnitt
6.2 beschriebene Auslegungsrechnung iibertragen. Mit der Auslegungsrechnung
konnen konsistente geometrische Parameter berechnet werden, die einen entspre-
chenden Wirmeiibertrager beschreiben, der wiederum im Auslegungspunkt zu
den geforderten ZustandsgréBen fithrt. Mit dem geometrischen Modell kann das
Verhalten des Wirmeiibertragers fiir Betriebspunkte berechnet werden, die von
dem Auslegungspunkt abweichen. Insbesondere konnen die Wechselwirkungen
mit anderen Komponenten untersucht und einzelne Phinomene, wie der Ausfall
einer Kiihlmittelpumpe auf die Wasserbeladung der ODA am Entfeuchteraustritt,
durch dynamische Modellierung beschrieben werden.

Die Vorgabe von ZustandsgroBen, die feuchte Luft im thermodynamischen Nicht-
gleichgewicht beschreiben, ist ebenso wie die Berechnung der Verdunstung von
fliissigem Wasser in die ungesittigte Luft nicht vorgesehen.

Die dynamische Viskositét der feuchten Luft wird im Folgenden mit Gl. (8.29) und
die thermische Leitfdhigkeit mit GI. (8.30) berechnet. Die mittleren Wirmeleitfa-
higkeiten des Rohr- und Rippenmaterials werden als konstant angenommen. Thre
Werte sind in Tab. 8.7 angegeben. Es wird angenommen, dass Filmkondensation
an der Rohrwand und den Rippen auftritt, sobald die Wasserbeladung die Wasser-
beladung im Sittigungszustand iibersteigt (X > Xs). Warmestrahlung wird nicht
beriicksichtigt.
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4.3 Physikalische Modelle

4.3.1 Verhaltensmodell

Der iibergeordnete Optimierungsalgorithmus variiert drei Parameter, die das
Verhalten des Wirmeiibertragers beschreiben. Neben den Druckdifferenzen der
feuchten Luft A p1 und des Kiihlmittelmassenstroms A p, wird das thermische
Verhalten des Wirmeiibertragers durch die Effektivitdt nach

Qmax
= =1 4.37
€ ) (4.37)

mit dem iibertragenden Wirmestrom 0 nach Gl (2.21) parametrisiert. Fiir die
spezifische Enthalpie der feuchten Luft am Austritt gilt

w1 X" = {GL (2.12), wenn plS/7H20 > p/HzO

Gl.(2.13), wenn p's’7H20 < lezO
mit dem Wasserdampfpartialdruck am Einlass

!/ /
X8 s

/
szO = * * .
Xz 4 00t My

(4.38)

Ru,0

und dem Sittigungsdruck am Austritt P/s/,Hzo’ dessen Berechnung hier aufgrund
der expliziten Berechnungsvorschrift mit der Antoine-Gleichung (2.2) erfolgt.
Der maximal iibertragbare Wirmestrom wird durch den zweiten Hauptsatz der
Thermodynamik auf den kleineren Betrag der Wirmestrome begrenzt, die sich
aus der maximalen Temperaturdifferenz ergeben

Qmax = min UmtrL (h*// (TllaX/) —h" (TZ/vXé/(TZ/))) |a |W2 (TZI - Tl/) |] . (439

Durch die akausale Modellierung gibt es keine Vorgaben, ob eine Zustandsgrofie
am Ein- oder Auslass des jeweiligen Stoffstroms vorgegeben sein muss. Auf Basis
der Energie- und Massenerhaltung ist es moglich, mit den in Tab. 8.2 und Tab. 8.3
aufgefiihrten Zustandsgroflen die jeweils Fehlende unabhéngig von geometrischen
Parametern, Druckverlust- und Wiarmeiibergangskorrelationen zu berechnen. Ob
diese manuell vorgegeben werden oder sich aus einem Betriebspunkt eines Ge-
samtsystems berechnen, in dem das Verhaltensmodell ein Teilsystem beschreibt,
ist unerheblich. Die graphische Oberfliche des Modells zur Verhaltenssimulation
mit SIMSCAPE ist in Abb. 6.6 dargestellt.

4.3.2 Geometrisches Modell

Das im Folgenden beschriebene Warmeiibertragermodell kann durch die Auswahl
der geometrischen Parameter in einen Rohrrippenwirmetibertrager mit zusam-
menhédngenden, glatten Rippen und runden Rohren iiberfiithrt werden, wobei die
Anzahl der Rohrreihen ein Vielfaches der Anzahl der Durchgéinge sein muss.
Die RohrauBlenseite wird in einem Durchgang von einem Gas, im Folgenden
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feuchte Luft, angestromt. Die Auswahl der geometrischen Parameter ist zunéchst
unabhiingig von der Auswahl der verwendeten Korrelationen zur Berechnung der
Druckverluste und Wirmeiiberginge. Da die hier verwendeten Korrelationen auf
experimentellen Arbeiten beruhen, sind sie in ihrer Giiltigkeit hinsichtlich ihrer
dimensionsloser Kennzahlbereiche und weiterer geometrischer Eigenschaften,
wie z.B. des Rippentyps und der Anzahl der Rohrreihen, auf die jeweiligen
Versuchsparameter begrenzt. Durch die Vorgabe der geometrischen Parameter ist
es moglich, den Ubertragungsfaktor kA und den Korrekturfaktor fiir die mittlere
logarithmische Temperaturdifferenz des jeweiligen Betriebspunktes zu berechnen.
Da fiir die Kondensation des Wasserdampfs nicht nur die Temperaturdifferenz,
sondern auch die absolute Temperatur der feuchten Luft von Bedeutung ist, wird
diese aus der Niherungsgleichung (4.21) bestimmt. Ferner besitzen die Massen
eine thermische Speicherfiahigkeit, so dass das dynamische Verhalten hinsichtlich
der thermischen Trégheit simuliert wird. So kann beim Erliegen einer oder beider
Strome je nach Temperaturdifferenz das weitere Verhalten durch natiirliche Kon-
vektion oder durch Wirmeleitung berechnet werden. Im geometrischen Modell ist
die Zufuhr von ungesittigter feuchter Luft, die ihren Taupunkt innerhalb des Wr-
meiibertragers unterschreitet, zuldssig. Der Wérmeiibergang wird dann anteilig fiir
die trockene und die benetzte Oberfliche beriicksichtigt. Das geometrische Modell
wird in mehrere Teilmodelle aufgeteilt, deren dullere Schnittstellen identisch zum
Verhaltensmodell sind. Die Beschreibung orientiert sich an diesen Teilmodellen,
wobei die verwendete Terminologie von der Kiihlung der feuchten Luft durch ein
einphasiges Kiithlmedium innerhalb der Rohre ausgeht. Die Stoffwerte fiir die mitt-
lere spezifische Wirmekapazitit, fiir die mittlere Dichte, die mittlere dynamische
Viskositit und den mittleren Ausdehnungskoeffizienten werden fiir das KiithImittel
und fiir das Kondensat auBlerhalb der jeweiligen Komponenten in Abhingigkeit
der Kiihlmitteleingangstemperatur aus tabellierten Werten linear interpoliert und
als Eingangssignal an die Komponente iibergeben. Die Daten fiir Wasser sind
dem VDI-Wirmeatlas [84] entnommen. Die spezifischen Wirmekapazititen der
trockenen Luft und des Wasserdampfs werden den entsprechenden Komponenten
als Parameter vorgegeben.

Gasvolumen In diesem Teilmodell wird die Druckdifferenz entlang des Stro-
mungsweges und die Temperaturinderung der feuchten Luft berechnet. Aulerdem
wird beim Auftreten von Kondensation die Anderung des fliissigen und gasférmi-
gen Wasseranteils bestimmt. Die Druckidnderung nach Shah und Sekuli¢ [73]

Ap <an(1+x’—Xs)>2 2L
] p—
A® — Apilm dh PreL

+Apvz (4.40)

wird unter Verwendung der freien Durchstromfliche A° nach GI. (8.15) und der
Dichte der feuchten Luft pgr, nach Gl.(8.26) bestimmt. Zur Berechnung des
Druckverlustbeiwerts nach Fanning f werden die Korrelationen aus Gl. (3.12),
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Gl. (3.14) und GI. (3.15) implementiert. Die durch den Film verblockte Fldche
Apum wird bei einem Fldchenverhiltnis von benetzter zur trockener Oberfliche
v > 0,1 nach Gl. (4.87) mit

Apim = N~ (L = Nedw ) 2 8 (441)

unter Verwendung der nach Gl. (8.20) bestimmten Anzahl der Rippen Nr beschrie-
ben. Fiir die mittleren Filmdicke auf der RohrauB3enseite gilt nach Rose [67]

d, Mkond AXE mtrL 173
Spilm = — < ) 4.42
itm Dy \ A1 Prond (pkond - pfeL) 8 d32 ( )

mit der Hilfsvariablen ®, aus GI. (4.80b) und der wiarmeiibertragenden Fliche A,
nach Gl. (8.16). Die Druckénderung aufgrund der Dichtednderung nach [73] wirkt
sich geringfiigig auf den Gesamtdruckverlust

) 2
Nyl 1 1 )

Apyz = [ L - AXE, (4.43)

vz (AO_AFilm) <pfeL Pkond

mit der Anderung der gasformigen Wasserbeladung X8, die identisch zu der
Anderung des auf den trockenen Luftmassenstrom bezogenen Kondensatmassen-
strom ist, aus. Die Berechnung des iibertragenen Wirmestroms erfolgt analog
zu dem vorherigen Abschnitt 4.3.1 mit den Gl. (2.12), GI. (2.13) und GI. (2.21).
In der Standardeinstellung entspricht die Kondensattemperatur am Ausgang der
Temperatur der Gasphase. Es besteht die Moglichkei, dem Kondensat am Auslass
die mittlere Filmoberflichentemperatur bzw. Interfacetemperatur 77 zuzuweisen.
Dem Wirmestrom wird die mittlere Temperatur nach Gl. (4.21) zugeordnet.
Auflerdem wird innerhalb dieser Programmkomponente die Masse der Luft und
der Rippen berechnet.

Kiihlfluidvolumen Innerhalb dieser Programmkomponente wird der Druck-
verlust und die Temperaturidnderung des Kiihlmittelstroms nach Gl. (2.21) be-
rechnet. Die Temperatur, die dem Wéirmestrom zugeordnet ist, folgt aus der
Berechnung der mittleren Temperaturdifferenz nach Gl. (4.90). Die Differenz zur
mittleren Temperatur der feuchten Luft ergibt die treibende Temperaturdifferenz
des Wirmeiibertragermodells:

Tn2=Tmi—ATm (4.44)

Fiir die Druckdifferenz ohne Ein- und Ausstromverluste zwischen Kiihlmittelein-
und auslass gilt

wipy, ) L)
Apy = Td-CrL N: + Ng p2 CB ges W2 (4.45)
1
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4 Modellbildung

mit der Anzahl der Bogen Ng = Np — 1, dem Widerstandsbeiwert fiir die geraden
Rohre nach Gl. (3.2) bei Reg;, > 2300 und dem Poiseuilleschen Gesetz

64
a Req,

& (4.46)

fiir Reg, < 2300. Der Druckverlustbeiwert CB7ges fiir Rohrbogen von 180° wird mit
Gl. (3.19) bis GI. (3.23) bestimmt. Die in Tab. 3.1 gegebenen Definitionsbereiche
und Grenzwerte wurden aus einem Diagramm fiir einen Bereich der Reynolds-
Zahl von 10* bis 107 von Shah und Sekuli¢ [73] iibernommen. Um An- und
Abfahrvorginge simulieren zu kdnnen, werden fiir geringere Reynolds-Zahlen die
Werte fiir die niedrigste gegebene Reynolds-Zahl implementiert.
Bei einem Durchgang des Kiihlfluids (Mp = 1) wird eine Gleichverteilung der
Massenstrome angenommen, so dass fiir die Berechnung der FlieBgeschwindigkeit
innerhalb eines Rohres )

Wy = mZ—ND2 (4.47)

NE N{-pom (%)

gilt. Dieser Wert wird fiir die Bestimmung der auf den inneren Rohrdurchmesser
bezogenen Reynolds-Zahl nach GI. (3.3) verwendet. Zudem wird innerhalb dieser
Programmkomponente die Masse des Kiihlfluids und der Rohre berechnet.

Warmeubergang der Innenstrémung Die Berechnung des mittleren Wir-
meiibergangskoeffizienten fiir die Rohrinnenseite erfolgt nach der Gl. (3.1) von
Gnielinski [18] fiir erzwungende Konvektion. Fiir Reynolds-Zahlen kleiner als
2300 bei konstanter Wirmestromdichte und einer hydrodynamisch ausgebildeten
Stromung kann die mittlere Nusselt-Zahl analytisch berechnet werden, so dass

Nu=4,36 (4.48)

gilt. Fiir den Einlaufbereich eines Rohres wird folgende Beziehung im VDI-
Wirmeatlas [18] angebeben:

1

d. 3
Nu=1,62 (Redi Pry Li) (4.49)

Die Uberlagerung der Nusselt-Beziehungen fiihrt zum mittleren Gesamtwirme-
iibergangskoeffizienten

2 X , : 1/3
o = @ (4,36 +1,62° Regy, PrZLT , (4.50)
wobei jeder Durchgang wie ein Rohr mit eigenem Einlauf behandelt wird. Liegt
eine Temperaturdifferenz zwischen der Rohrinnenwand und dem Kiihlmittel ohne
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4.3 Physikalische Modelle

gleichzeitige Durchstromung der Rohre (17, = 0 m/s) vor, so wird ein Ubergang
von der natiirlichen Konvektion zur Warmeleitung in Abhingigkeit der Rayleigh-
Zahl Ra berechnet. Die Implementierung erfolgt nach dem von Shah und Sekuli¢
[73] beschriebenen Schema, dass aus Griinden einer robusten Simulation um eine
lineare Interpolation erweitert wurde:

Nuy (1i1y=0) 2p wenn Rap >3- 104

d;
Om 2 = { lineare Interpolation , wenn 10* < Ra, < 3-10* 4.51)
23_2 , wenn Ray < 10*

In dieser Programmkomponente wird die Nusselt-Zahl fiir natiirliche Konvektion
auf der Rohrinnenseite mit der von Shah und Sekuli¢ [73] angegebenen Korrelati-
on nach Morcos and Bergles berechnet, so dass gilt

0265712\
Nus (it = 0) = (4,362+ [o, 145 (c1>1 Prl¥ cpg’”> } ) (4.52)
mit der Prandtl-Zahl auf der Innenseite
pry = 122 (4.53)
A
und den Koeffizienten mit dem Ausdehnungskoeffizienten fiir das Kiihlmittel 1,
Ld*Qp?
o, = 8R4 0P (4.54)
Aryny Ay
A O
o, = ) 4.54b
2= 4 ( )

Mit der Differenz aus der mittleren Wandtemperatur 75w, und der mittleren
Kiihlfluidtemperatur 7> , gilt fiir die Rayleigh-Zahl:

_ gp3dcr (Towm—Tom)

R
“ m A2

(4.55)

Warmeiibergang der AuBenstromung ohne Kondensation Die treiben-
de Temperaturdifferenz wird durch die Differenz der Temperatur der feuchten Luft
Tin,1 zur Temperatur der trockenen Wand T w (- beschrieben.

AT =Ty —Tiwu (4.56)

Fiir die Berechnung des Wirmeiibergangs wurden dem Teilmodell fiinf unter-
schiedliche Korrelationen implementiert, die iiber einen Parameter ausgewihlt
werden konnen. Eine Ubersicht zur Verkniipfung des Auswahlparameters mit den
jeweiligen Korrelationen ist der Tab. 4.7 zu entnehmen.
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4 Modellbildung

Tab. 4.7: Korrelationen zur Berechnung des Wirmeiibergangs der Aufienstromung

Parameter Gleichung  Reg, min  Reg, max Kurzbeschreibung

1 Gl.(3.4) 3-10% 2-10* ebene Rippen, trocken

2 Gl (3.6) 4-10? 5-10° ebene Rippen, Film

3 Gl.(3.7) 3,5-102 7-10%  gewellte Rippen, trocken
4 Gl.(3.8) 310> 3,5-10° gewellte Rippen, Film

5 Gl (3.11) 4-10> 2,47-10* ebene Rippen, trocken

Alle Korrelationen aus Tab. 4.7 geben den Colburn-Faktor zur Beschreibung des
Wirmeiibergangs der Aulenstromung an, so dass mit Gl. (2.28), (2.29) und (2.30)
der iibertragene Warmestrom geméf

. 1/3
Q _ JReq, Prf/

¥ L nA AL AT (1—y) (4.57)

beschrieben wird. Neben dem Flidchenverhiltnis y aus Gl. (4.75) und der wir-
meiibertragenden Flidche A aus Gl. (8.16) wird der Oberflachenwirkungsgrad fiir
berippte Rohre na benétigt, der von Shah und Sekuli¢ [73] durch das Verhiltnis
vom Gesamtwidrmestrom zum maximalen Wéarmestrom

Qges Qr + QR
T Qmax (04} (Ar +AR) (Tm,] - Tl ,W) ( )
mit A} = Agonr +ARr definiert ist. Mit
Oges = 0 ARohr (Tt — Ti,w) + @1 AR MR (Tt — T1w) (4.59)
und GI. (4.58) kann der Oberflichenwirkungsgrad durch
A
na=1-(1 —nR)Aif (4.60)

beschrieben werden. Der Rippenwirkunsgrad nr wird von Baehr und Stephan [5]

durch )

_Or _ TR—Tmy
Oro  To—Tn,

mit der Bezugstemperatur 7y am Rippenful} definiert und entsprechend der Be-
rechnungsvorschrift fiir durchgehende Rippen von Schmidt [68] in der Programm-
komponente mit den GI.(8.23) bis GI. (8.24b) implementiert. Die Bestimmung
der dynamischen Viskositit und der Warmeleitfahigkeit fiir feuchte Luft erfolgen
durch GI.(8.29) und GI.(8.30). Die Warme wird luftseitig durch natiirliche
Konvektion iibertragen, wenn dort keine erzwungene Stromung vorliegt. Der

R : 4.61)
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4.3 Physikalische Modelle

gemittelte Wirmeiibergangskoeffizient setzt sich dann anteilig aus dem mittleren
Wirmeiibergangskoeffizienten der Rohroberflachen ¢, und der Rippenflichen or
gemal
OR AR + O A;
o =——
Ay

zusammen. Sinkt die Rayleigh-Zahl unterhalb von 10~ wird der Wirmestrom
durch Wirmeleitung aus dem Gas an die Rippen und Rohre iibertragen, so dass
fir den mittleren Wirmeiibertragungskoeffizienten der duleren Rohroberflichen
laut Klan und Thess [30]

(4.62)

(4.63)

2 AfeL —1
v , wenn Ra, < 10

{%L(I)% , wenn Ra; > 107!
(Xr:

und fiir den mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten der Rippenoberflichen

ML p2 | wenn Rag > 107!
R = {2%“ ’ wenn Rag < 107! (4.64)
Al 6R 9 R —
mit
r —16/97 1/6
0,559\ 16\ "'/
@1 =0,752+0,387 | Rar ( 1+ ( = (4.652)
r
- —16/97 1/6
0,492\ %/16 /
;= 0,825+0,387 | Rag 1+ — (4.65b)
ri
gilt. Die Rayleigh-Zahl fiir die Rohre wird mit
Ray = Prie. AT g p2 dy (4.66)
ar = PreL. AT § Pjer 75— .
r e fel TI nfzeL
und die fiir die Rippen mit
L= 3
Rag = Prie AT gp2, % 4.67)
TiMie

berechnet. Ferner wird in dieser Programmkomponente die Lewis-Zahl mit der
Gleichung

5 0,0239N7+0,4332 7 4\ 0,0321N7+0,0747
Le*? =2,282(N7)0293 (R il
da A

= 1
—~0,01833 N —0,1094 R —0,0026 - ~0,03012 7 +0,0418
ed a a a

(4.68)

a
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4 Modellbildung

nach Xia et al. [93] fiir Rohrrippenwirmeiibertrager bei Kiithlung von feuchter
Luft berechnet und an die Komponente zur Berechnung des Wirmeiibergangs der
AuBenstromung mit Kondensation des Wasserdampfs iibergeben.

Warmeiibergang der AuBenstromung mit Kondensation In dieser
Komponente wird der Wirmeiibergang von der feuchten Luft an die Konden-
satfilmoberfliche modelliert. Auf Basis der in Abschnitt 3.4 in den GI. (3.52)
bis Gl. (3.56) aufgefiihrten Methode zum Warmeiibergang beim Kondensieren in
Anwesenheit nicht kondensierbarer Gase wird der Wirmestrom in Abhéngigkeit
der treibenden Temperaturdifferenz

AT =Ty —Ti (4.69)

und die Partialdruckdifferenz

P1,ges—PH,0,5(Th) — — —
= 2 > WENI P g _pHQO.S(TI) > P1,ges — PH,0

APH207m = ﬁl.gesfﬁHZO
» WeNN Py geq — szo,S(TI) < D1.ges — PH,0
4.70)
mit den mittleren Driicken
_ 1
Diges = 2 ( /l,ges +p/1/,ges) 4.71a)
_ 1
Pity0 = 5 (Pho + Pyo) (4.71b)

berechnet. Fiir die spezifischen Wirmekapazititen und Wirmetibergangskoeffi-
zienten werden ebenfalls die gemittelten Werte verwendet. Die Berechnung der
Lewis-Zahl in GI. (3.55) und GI. (3.56) erfolgt mit GI. (4.68). Fiir die wéarmeiiber-
tragende Fldche gilt dann

Al=yna (1 -FR)AR+ (1 -F)A;) (4.72)

mit ¥ aus Gl. (4.87), na aus Gl. (4.60), A; aus GI. (8.17), Ar aus GI. (8.18) und
den von Rose [67] veroffentlichten Korrekturfaktoren, um die Flichenanteile der
Rippen Fr und der Rohre F; zu beschreiben, die aufgrund von anhaftendem
Kondensat nicht fiir den Wirmetransport zur Verfiigung stehen. Diese Faktoren
basieren auf einer Erweiterung der Filmtheorie von Nufelt fiir Rohre mit kurzen
Rippen. Die hier erfolgte Adaption, indem fiir die Rippenhthe durch die dquivalen-
te Rippenhohe fiir durchgehende Rippen ersetzt wurde, fithrt zu den Gleichungen

[
2 Okond tan ( 2 )

R =
Prond8da HR ¢

(4.73)
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4.3 Physikalische Modelle

und
¢
4 Okond tan ( 2 )

' Pkond 8 dy 6R ¢
mit der dquivalenten Rippenhohe Hr nach GI. (8.25), der Oberflichenspannung
des Kondensats Oqng, der Dichte des Kondensats pyong, der Rippendicke g, der
Erdbeschleunigung g und dem Kondensathaltewinkel ¢ nach Abb. 4.6

4.74)

_40ond > 4% <
_ Jamccos (it —1) o wemn S owid =02 (g g5)
_ “%Okond
0 » wenn pkondgsta > 0’5

Die temperaturabhéingige Berechnung der Oberflichenspannung von Wasser er-
folgt mit dem Polynom aus GI. (8.31).

Kondensatfilm Die Modellierung des iibertragenden Wirmestroms durch den
Kondensatfilm erfolgt nach Rose [67] mit der Temperaturdifferenz

ATriim = Ti — T1 w fe (4.76)

zwischen der Filmoberflichen-Temperatur 71 und dufleren benetzten Rohrwand-
Temperatur 77 w f.. Der Wirmestrom durch den Film kann nur dort auftreten, wo

Abb. 4.6: Schema der Kondensatakkumulation im Rohrrippenwérmetibertrager nach
Rose [67]. Der Kondensathaltewinkel beschreibt den Winkel zwischen dem Schwer-
kraftvektor und dem Punkt, an die mittlere Kondensatfilmdicke identisch der Rippen-
hohe ist. Hier wird die Annahme getroffen, dass diese Rippenhohe fiir zusammen-
hingende Rippen durch die der dquivalenten Rippenhohe nach Gl. (8.25) beschrieben
werden kann.
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4 Modellbildung

die warmeiibertragende Flidche benetzt ist, aber nicht durch den Film blockiert
ist. Nach Rose fiihrt eine starke Akkumulation von Kondensat bei berippten
Rohren dazu, dass Teile der Rohroberfliche und der Rippenfliche hinsichtlich
des Wirmetransports als unwirksam betrachtet werden kdnnen. Somit gilt fiir den
Wirmestrom durch den Kondensatfilm

Orim = 0 (M~ DN 5 (1= ) (s + 20 ~ &) ) + (1 - F) e

4.77)
mit der dquivalenten Rippenhohe Hgr nach GI. (8.25) und den Korrekturfaktoren
Fr und F; nach GI. (4.73) und Gl. (4.74). Die Warmestromdichte im Bereich der

Rippen
3 (Pxond — PreL)g | 0,143 Oond 14
G = |P1 | P + 3 (4.78)
d, o
und die Wirmestromdichte fiir den Bereich der dufleren Rohroberflache zwischen
den Rippen

1/4
0,943% - 0,143
q'R _ (I)l ( P (pkond pfeL)g + ’ O_kond>‘| (479)

3
Hl! Hy

wird mit den Koeffizienten

Q) = o Phond (AR + (1,0 = Ci,0) (Tt = Ttp)) Aona T, (4.80a)
on

@, =0,874+0,199110 29 —0,264210~ 19> +0,5530 10 29> —0,1363 10 2¢*

(4.80b)

sowie der mittleren, effektiven, vertikalen Rippenhohe

H
al _ { Siﬁ:g ,wenn ¢ < 1/2
=

zljls‘ifq) ,wenn ¢ > /2.

(4.81)

berechnet.

Mittlere Temperaturdifferenz Innerhalb dieser Programmkomponente wird
die mittlere Temperaturdifferenz und der Anteil der trockenen und benetzten
Austauschfliche auf der Seite der feuchten Luft berechnet. Alle Informationen
werden iiber Ein- und Ausgangssignale von und an die anderen Komponenten
iibertragen. Liegt am Lufteinlass ungesittigte feuchte Luft vor, so wird das
Gas-Dampf-Gemisch in der Modellvorstellung zunichst auf Taupunkttemperatur
gekiihlt bis die Kondensation des Wasserdampfes einsetzt. Die dafiir notwendige
thermische Leistung wird als Q. bezeichnet:
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4.3 Physikalische Modelle

oo {mtrL (cpar+ X' cByyo) (T/ = T)  wemn T} > T; w8

0 ,wenn 7] < T

Wiirde das Gasgemisch ohne Kondensation unter die Taupunkttemperatur abge-
kiihlt werden, so wiirde der fiktive Warmestrom

thtv = (kA)trFATm,tktv (4.83)

mit der von den fiktiven Austrittstemperaturen 77'q,, und 7y’ abhingigen
Energiebilanz

et (Cpat+X' 0 ) (11 = Tiay) =22 (T~ 1) (4.84)
der fiktiven mittleren logarithmischen Temperaturdifferenz

ATnaw = f (Tl/v Tl/,/fktva TZI/’ TZ/,/fktv) (4.85)

nach GI. (2.36) und dem Korrekturfaktor F nach Gl. (2.37) iibertragen werden. Das
Verhiltnis des Wirmestroms bis zum Erreichen der Taupunkttemperatur zu dem
fiktiven Wirmestrom

Or  (kA)eFATh,

Qﬂ(tv kAges,tr Fﬂ(tv A Tm,ﬂ(tv
fiihrt unter der Annahme identischer mittlerer Wirmedurchgangskoeffizienten k
und identischer mittlerer Temperaturdifferenzen F A Ty, ¢ = Fiyy A Tin fiey und

Afe = A — Ay zu dem Flichenverhiltnis von benetzter zur gesamten Wirmetiber-
tragungsflidche

(4.86)

' A
o1 _Aue 4.87)
Oty Al
Sowohl fiir den Korrekturfaktor F in Gl. (4.86) als auch fiir die Berechnung
der mittleren Temperaturdifferenz bei einphasiger Warmeiibertragung gilt fiir den

Ubertragungsfaktor analog zu Gl. (2.24)

kA ! 111%? ! B 4.88
(kA)ges.r = o1 A A - ARohr 2 T Ny L+ + QA ) (4.88)

Tritt Kondensation auf, erfolgt die Berechnung des Ubertragungsfaktors (kA )y, fiir
den benetzten Teil des Wirmeiibertragers mit

1 ln%
(kA)s (a; nav (1= FR)AR+ (1 — F)Ar) ' W Aronr 2N, LT

(4.89)

-
1 ATriim AXE v ARY (Th)
A2 ¥ OFiim F+ATnggs
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4 Modellbildung

Der Korrekturfaktor F* wird mit Gl.(4.27) berechnet. Dariiber hinaus wird
innerhalb dieser Programmkomponente der Korrekturfaktor zu Bestimmung der
mittleren Temperatur der feuchten Luft nach Gl. (4.21) ausgewertet. Wird der Tau-
punkt der eingangs ungesittigten feuchten Luft innerhalb des Wirmeiibertragers
unterschritten, so werden die mittleren Temperaturdifferenzen entsprechend des
Flachenverhiltnisses aus Gl. (4.87) linear interpoliert. Dies fiihrt auf die mittlere
logarithmische Temperaturdifferenz

AT =(1—Y) AT+ YAt (4.90)
und auf die mittlere Temperatur der feuchten Luft aus G1.4.22
0=(1-y)0,5+w0 (4.91)

unter der Annahme, dass die mittlere Temperatur im trockenen Teil dem arith-
metischen Mittel der Ein- und Ausgangstemperatur entspricht gilt, wenn keine
Kondensation auftritt.

Zu Test- und Validierungszwecken konnen auch Simulationen fiir reine Gegen-
stromkonfigurationen durchgefiihrt werden, indem der Parameter fiir die Anzahl
der Rohrreihen auf null gesetzt wird. Wird dieser Parameter auf -1 gesetzt, so wird
fiir beide Korrekturfaktoren mit dem als Signal vergebenen Wert gerechnet. Fiir
den Faktor zur Berechnung der mittleren Temperatur der feuchten Luft 0 wird dann
der Initialwert wihrend der gesamten Simulationsdauer genutzt, der ebenfalls als
Parameter eingegeben wird. Die mittlere spezifische scheinbare Wirmekapazitit
der feuchten Luft wird fir N; = 0 und N; = —1 fiir den reinen Gegenstromfall
berechnet.

Wand Diese Komponente beschreibt das Verhalten einer diathermen Wand. Tritt
die feuchte Luft ungesittigt in den Warmeiibertrager ein und unterschreitet durch
die Kiihlung ihren Taupunkt, so gilt fiir den Warmestrom durch den unbenetzten
Wandanteil

)«Rohr 2 ﬂ:LlNr
da
In 71

Ov=(1—v) (i w, — Tow)- (4.92)

Die Berechnung des Wirmestroms fiir den benetzten Teil der Wand erfolgt mit

ARonr 2 TLEN,
ROMTT‘I (i w,, — W), (4.93)

@

Qfe:llf

wobei Qg = OFiim und Qges = Oy + Ofe ist.
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4.3 Physikalische Modelle

Tab. 4.8: Ubersicht der verwendeten thermischen Massen mit den entsprechenden
Parametern und der Temperaturverkniipfung

Bezeichnung Temperatur Masse spez. Wirmekapazitit
feuchte Luft T,1 VEeL PfeL,ini CfeL,ini

trockene Rippen 71w, VR PR,ini (1 = Wini)  CRiini

benetzte Rippen  Tj wy, VR PR ini Wini CR,ini

Film If MEilm,ini Ckond

Rohre Thw VRohr PRohr,ini CRohr,ini

KiihImittel Tmp Vi P2,ini €2,ini

Thermische Massen Die verwendeten Modelle der thermischen Massen
stammen aus der bestehenden SIMSCAPE-Bibliothek. Die Initialtemperatur Tiy;
muss vorgegeben werden, so dass zum Simulationszeitpunkt 7y die innere Energie
U durch

Ul(to) = cm Ty (4.94)

festgelegt ist. Der Warmestrom ist wéihrend der Simulation nur von der Tempera-
turdnderung der Masse gemaif

dau(r) . aT

TR O@t)=cm 3 (4.95)
abhéngig. Durch die Verwendung der thermischen Massen kann das Warmeiiber-
tragermodell fiir dynamische Simulationen hinsichtlich des iibertragenden Wirme-
stroms und der Temperaturen angewendet werden. Die Anordnung der Teilmodelle
kann der graphischen Oberfliche des SIMSCAPE-Modells aus Abb. 4.3.2 entnom-
men werden.
Die Modellierung ldsst keine Temperaturverteilung innerhalb der Masse zu. Die
im Wirmeiibertragermodell implementierten thermischen Massen sind in Tab. 4.8
aufgefithrt. Die Massen und die spezifischen Wirmekapazititen sind wihrend
der Simulation nicht veridnderbar. Die Initialwerte sind vor der Simulation ab-
zuschitzen. Sie sind in der Tab. 4.8 durch den Index ,,ini* gekennzeichnet. Das
Volumen des Kiihlmittels wird mit V; und das Volumen der Rohrwand durch Vgop,
beschrieben.
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5 Experimentelle Arbeiten und
Validierung

Die Messungen zur Untersuchung des Verhaltens von feuchter Luft bei Abkiihlung
in einem Rohrrippenwirmeiibertrager wurden an einem Versuchsstand am Institut
fir Thermodynamik an der Helmut-Schmidt-Universitéit durchgefiihrt. Das FlieB3-
bild der Versuchsanlage ist in Abb. 5.1 dargestellt. Als Wirmeitibertrager wurde der
in Abb. 5.2 dargestellte Rohrrippenwémeiibertrager mit Kreuzgegenstromfiihrung
und zusammenhéngenden geraden Rippen verwendet. Tritt Kondensation auf der
Luftseite auf, bildet sich ein Kondensatfilm auf den Rohr- und Rippenoberflichen
aus. Dies fiihrt zur Akkumulation von Kondensat am unteren Rippenrand und zu
einem unkontinuierlich und tropfenartigen Kondensataustrag. Mit der Versuchsan-
lage ist es moglich, einen Luftstrom so zu konditionieren, dass er der Kathodenab-
luft einer PEM-Brennstoffzelle hinsichtlich der Temperatur und Wasserbeladung
dquivalent ist. Dadurch sind Untersuchungen zum thermischen Verhalten der
Kathodenabluft ohne den Betrieb eines Brennstoffzellensystems mdoglich. Unter
der Annahme eines adiabaten Bilanzraumes muss der im Wérmeiibertrager im
stationdren Zustand iibertragene Wirmestrom den Enthalpiestroménderung der
Fluidstrome auf der warmen und der kalten Seite entsprechen. Fiir ein ideales Gas
und ein inkompressibles Fluid kann die spezifische Enthalpiedifferenz iiber die
Temperaturdifferenz am Ein- und Ausgang bestimmt werden.

5.1 Versuchsaufbau

Der Versuchsaufbau besteht aus einer Einheit zur Konditionierung der Zuluft,
einem Kiihlkreislauf, dem Wirmeiibertrager und Kondensatabscheider, sowie der
Messtechnik und der Datenerfassung. Wie in Abb. 5.1 dargestellt, wird im Betrieb
Umgebungsluft vom Radialgebldse angesogen und durch die Anlage gedriickt.
Die temperaturgeregelte Heizung 1 und die Heizung 2 erwédrmen die Zuluft. Fiir
Messungen der Versuchsreihe D wird deionisiertes Wasser im Dampferzeuger
verdampft und iiber Dampflanzen in der Mischkammer in den Zuluftstrom gege-
ben. Die Lufttemperatur und die relative Feuchte werden am Luftein und -austritt
gemessen. Die beiden Absolutdruckmessstellen befinden sich am Lufteinlass und
vor der Messblende. Ferner wird der Differenzdruck zwischen dem Luftein- und
auslass des Wirmeiibertragers gemessen. Kommt es zur Kondensatbildung, wird
dieses abgeschieden und in einem Messbecher aufgefangen. Die Luft wird iiber
eine Beruhigungsstrecke zu einer Messblende gefiihrt, wo iiber den Druckverlust
der Volumenstrom bzw. der Massenstrom in Abhédngigkeit der Dichte berechnet
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werden kann. Als Kithlmittel wird Wasser verwendet, das im Kreislauf gefiihrt
wird. Die Wasserpumpe driickt das Wasser durch die Messturbine zur Bestim-
mung des Volumenstroms und durch einen Plattenwérmeiibertrager, der auf der
kalten Seite mit Grundwasser durchstromt wird, das jahreszeitlich bedingt eine
Vorlauftemperatur zwischen 13 bis 16 °C aufweist. Das Kiihlwasser wird dann
dem Wirmetibertrager zugefiihrt, wo es im Kreuzgegenstrom zum Luftstrom
gefiithrt wird. Die Wassertemperatur wird am Ein- und Ausgang aufgrund der
geringen Temperaturdifferenz mit einem PT100 gemessen. Das Wasser wird dann
dem Vorratsbehilter zugefiihrt. Fiir die Versuchsreihe C wird der Kiihlkreislauf
durch ein Thermostat ersetzt, um das Wasser iiber die Umgebungstemperatur zu
erwédrmen, so dass auch Wirme vom Wasser an die Luft iibergehen und somit eine
Temperaturerhohung auf der Luftseite gemessen werden kann.

Die Stromfiihrung des Rohrrippenwirmeiibertragers auf der Fliissigkeitsseite
erfolgt in zwei Rohrreihen, wobei das Fluid zunéchst durch ein einzelnes Rohr
in zwei gegensinnigen Durchgéngen gefiihrt wird, bevor es in zwei Rohre geteilt
wird, wie in Abb. 5.2 dargestellt. Hier wird angenommen, dass sich der Massen-
strom zu gleichen Teilen auf die beiden abgehenden Rohre aufteilt. Die Rohre
werden 10-fach jeweils um 180° umgelenkt. Analog dazu werden die beiden
Massenstrome am Austritt wieder zusammengefiihrt und verlassen den Wirme-
iibertrager durch ein einziges Rohr, so dass am Austritt die Mischungstemperatur
der beiden Stréme gemessen wird. Die Abmalle und geometrischen Parameter des
Wirmeiibertragers sind in Tab. 8.7 aufgefiihrt.

Die Querschnittsflache der glatten Kupferrohre ist kreisformig. Damit liegen die
Abmalfle innerhalb der Grenzen fiir die Korrelationen von Wang und Chi [89]
aus Gl.(3.4) und GI.(3.12) fiir einen Rohrrippenwirmeiibertrager mit geraden
Rippen. Dies gilt ebenso fiir die Wirmeiibergangskorrelation von Gray und
Webb mit Ausnahme des auf den AuBendurchmesser bezogenen Rohrversatzes
quer zur Luftstromrichtung, der mit 2,6 die entsprechende Grenze von 2,55
um 2% iiberschreitet. Der Giiltigkeitsbereich der Druckverlustkorrelation von
McQuiston aus GI. (3.15) schlieBt die Abmale des verwendeten Warmeiibertra-
gers bis auf eine Ausnahme ein. Diese Ausnahme betrifft den Rohrversatz in
Luftstromrichtung, der mit 21,8 mm 14% geringer als der minimale Wert von
25,4 mm ist. Der Giiltigkeitsbereich der Wirmeiibergangs- und Druckverlustkor-
relation fiir Filmkondensation von Wang et al. an geraden Rippen ist deutlich
geringer. Die relative Abweichung vom dufieren Rohrdurchmesser betrigt 2,3%.
Der Rohrversatz quer und in Luftstromrichtung weicht weniger als 1% ab. Der
Rippenversatz liegt innerhalb des Giiltigkeitsbereichs. Es sei darauf hingewiesen,
dass der verwendete Rohrrippenwirmeiibertrager aus Abb. 5.2 durch die gefaltete
Geometrie und wegen der Aufteilung des Kiihlmittels nach einem Durchgang
und der Zusammenfithrung des Kiihlmittels vor dem letzten Durchgang eine
besondere Stromfiihrung aufweist. Sie unterscheidet sich von den experimentellen
Aufbauten, die fiir die Erstellung der Korrelationen verwendet wurde. So kann
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hinsichtlich der Wirmeiibertragung der Wiarmetibertrager mit zwei Rohrreihen
beschrieben werden, wohingegen die Luftseite 4 Rohrreihen umstromt. Dies wird
innerhalb der Modellierung durch die Einfiihrung eines Faktors beriicksichtigt,
der diese scheinbaren Rohrreihen auf der AuBenseite beschreibt, ohne dass der
Kithlmittelstrom in vier Rohre aufgeteilt wird.

5.2 Versuchsergebnisse

Die in diesem Abschnitt aufgefiihrten Versuchsergebnisse basieren auf den von
Ochme und Kabelac [53] veroffentlichten Werten. Sie wurden um die Messpunkte
reduziert, fiir die sich aufgrund von Regelschwankungen einer elektrischen Hei-
zung und Temperaturschwankungen im Plattenwérmetibertrager kein ausreichend
stationdrer Betrieb eingestellt hat. Die Messergebnisse der Serien A, B und C
ohne Kondensation sind in Tab.5.1 zusammengefasst. Die Serie A umfasst 11
Messpunkte, bei denen die Umgebungsluft mit elektrischen Heizungen vorge-
wirmt und dann im Wirmeiibertrager abgekiihlt wurde. Die Auswertung der
Enthalpiestromdifferenzen zur Uberpriifung der Energiebilanz in Abb. 5.4 fiihrt
zu einer Differenz auf der Luftseite um etwa 10%. Fiir die beiden Messungen der
Serie B wurde auf die elektrischen Vorheizungen verzichtet, so dass der zugefiihrte
Luftstrom im Bilanzraum unterhalb der Umgebungstemperatur abgekiihlt wird.
Fiir die Messungen der Serie C wurde der Kiihlkreislauf durch einen Thermostaten
ersetzt und das Wasser beheizt. Die Zuluft wurde in der Serie C nicht vorgeheizt,
so dass sie von Umgebungstemperatur aufgeheizt wird. Die Messungen der Serie
A unter Verwendung einer elektrischen Vorheizung fithren aufgrund der grofien
Temperaturdifferenzen zu erheblich hoheren Warmestromen, als dies fiir die
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Tab. 5.1: Ergebnisse der Versuchsreihen A, B und C (trockene Oberfldche)

Wasserseite Luftseite

Nr. T, T ) AH, T/ T X" gL korr AH;  Hikor
inK inK  inkg/s inW inK inK  ing/kg in g/s inW in W

Al 2852 2873 0,199 1793 3184 2892 14,0 67 1627 1796
A2 2854 287,7 0,200 1964 319,1 289.,8 14,2 69 1791 1959
A3 2854 2879 0,200 2069  319,0  290,0 14,0 69 1895 2060
A4 2853 2881 0,200 2370  319,0 290,88 13,5 84 2181 2342
A5 2856 2888 0,200 2727  320,1 291,8 13,8 59 2546 2704
A6 2853 2893 0,167 2741 320,6 2919 14,0 65 2578 2737
A7 2852  286,6 0,167 925 3168 287,11 15,5 69 776 954
A8 2852 2877 0,166 1684  319,1  288.8 14,6 81 1527 1704
A9 2853 2879 0,166 1795  319,0 28973 14,0 93 1647 1821
Al10 2853 2886 0,165 2228 3185  290,6 13,2 92 2070 2232
All 285,1 289,1 0,164 2694 3204 2914 14,6 30 2504 2666
Bl 2854 2865 0,154 694 297.1 286,9 6,2 54 650,2 713
B2 2854 2863 0,184 730 2974 2869 6,3 58 662,8 727
Cl 311,2 3085 0,054 -611 299.8  308.5 7.4 77 -546,3 -600
c2  311,2 3080 0,055 <731 299.3  307.8 74 90  -656,6 -710

Serien B und C der Fall ist. Da fiir die Messungen der Serie A die Eingangstempe-
ratur oberhalb der Umgebungsluft und die Ausgangstemperatur auf der Luftseite
unterhalb der Umgebungsluft liegt, kann keine eindeutige Aussage iiber den Ein-
fluss von Wirmetransport durch die adiabate Wandung getroffen werden. Durch
die Bauart des Versuchsstandes kompensieren sich die ein- und ausgehenden
parasitiren Wiarmestrome zum Teil. Durch den Betrieb oberhalb bzw. unterhalb
der Umgebungstemperatur kann die Ursache fiir die Enthalpiestromdifferenz
eingegrenzt werden und ein Verluststrom auf der Luftseite quantifiziert werden.
Der Abb.5.4 (links) kann entnommen werden, dass fiir die Serien A, B und C die
Enthalpiestroménderung auf der Luftseite etwa 10% geringer ist als auf der Was-
serseite. Wird der Versuchstand unterhalb der Umgebungstemperatur betrieben
(Serie B), so ist die relative Abweichung geringer. Dies entspricht der Erwartung,
da nun aufgrund der Temperaturdifferenz ein Wiarmestrom aus der Umgebung in
den Bilanzraum eindringen muss. Allerdings reicht diese Erkldrung nicht aus, um
die Differenz zu erklédren. Es wird daher angenommen, dass die Differenz aufgrund
von Leckagen entsteht. Die Messblende zur Luftstrommessung befindet sich
stromabwirts des Bilanzraums. Es ist davon auszugehen, dass trotz sorgfiltiger
Abdichtung ein Teil des Volumenstroms zwar durch den Wirmetibertrager, nicht
aber durch die Messblende stromt, da die Anlage luftseitig unter einem leichten
Uberdruck steht. Da die Werte fiir den Volumenstrom der Leckage der Serie
A ohne Tendenz um den Mittelwert von 5,088 - 10~®m?/s verteilt sind, wird
dieser Wert, sowohl fiir die trockenen Messungen als auch fiir die Messungen mit
partieller Kondensation zu dem gemessenen Volumenstrom addiert. Die Abb. 5.4
(rechts) zeigt die Enthalpiestromdifferenzen auf der Wasserseite und der Luftseite
unter Beriicksichtigung eines konstanten mittleren Volumenstromverlusts. Es kann
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gezeigt werden, dass alle Messpunkte innerhalb einer Abweichung von 5% liegen
und damit die Forderung des entsprechenden ASHRAE Standards [4] erfiillen. Die
Unsicherheiten der Enthalpiestromdifferenz auf der Luftseite betragen maximal
12,1% und auf der Wasserseite +2,1%. Wird der Taupunkt der Luft beim
Durchtritt durch den Warmeiibertrager unterschritten, so fillt fliissiges Kondensat
aus, das im Abscheider abgetrennt und anschlieBend aufgefangen wird. Ist die Ver-
suchsdauer bekannt, kann aus der abgeschiedenen Kondensatmasse der mittlere
Kondensatmassenstrom bestimmt werden. Die Messergebnisse der Versuchsreihe
D, bei denen es zu einer partiellen Kondensation des Wasserdampfs kommit, sind in
Tab. 5.2 zusammengefasst. Die Lufteinlasstemperaturen liegen deutlich oberhalb
derer aus den Versuchsreihen A, B und C aufgrund der Temperatur des zugefiihrten
Wasserdampfs, die typischerweise 100 °C betrigt. In Abb. 5.3 wird der verwendete
Rohrrippenwiérmeiibertrager im Betrieb wéhrend der Entfeuchtung von feuchter
Luft gezeigt. Aus den Beobachtungen geht hervor, dass das Kondensat an der
Wand ausfillt, sich akkumuliert und dann an der Struktur des Warmeiibertragers
zum Luftauslass stromt. Es ist davon auszugehen, dass das Kondensat unter die
Taupunkttemperatur unterkiihlt sein wird, wenn sich Kondensattropfen aus den
Zwischenrdumen der Rippen 16sen und dann auf die Temperaturmessstellen treffen
und diese benetzen. Der gemessene Wert der Temperatur liegt somit unterhalb der
Lufttemperatur und oberhalb der Kondensattemperatur.

Da die Blendenmessung zur Bestimmung des Volumenstroms stromabwirts des
Wirmeiibertragers angeordnet ist und die Lufttemperatur eine Funktion des Was-
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Abb. 5.4: links: Enthalpiestromdifferenzen zwischen der Wasser- und der Luftseite
fiir trockenen Messungen; rechts: Enthalpiestromdifferenzen unter Beriicksichtigung
eines Volumenstromverlusts von 5,088 - 107°m3/s zwischen der Wasser und der
Luftseite fiir die trockenen Messungen
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Tab. 5.2: Ergebnisse der Versuchsreihe D (Filmkondensation)

Wasserseite Luftseite

Nr. Ty T L) AH, T X' AH(T])  AH (Miond) — Miond t

inK inK  inkg/s inW inK ingkg inW inW inkg ins
D1 284,77 2879 0,103 1401 310,9 40,0 2030 1596 0,889 2798
D2 2849 2893 0,173 3175  310.8 38,2 3866 2982 1,199 1662
D3 2855 2885 0,200 2554 3197 63,7 4386 2876 0,999 1538
D4 2855 2896 0,200 3420  320,8 62,8 5410 3263 0,999 1322
D5 2856 2903 0,207 4068  320,8 64,9 6339 3750 1,059 1174
D6 2857 2910 0,207 4594 321,22 64,6 6770 3868 1,003 1071
D7 2857 2920 0,200 5324 3209 639 7911 4380 1,092 1017
D8 2857 2929 0,200 6028 3214 62,3 8491 4933 1,054 834
D9 2858 2954 0,146 5894  321,6 70,4 8779 4764 1,037 848

seranteils der gesittigten Luft ist, fiihrt eine Messunsicherheit der Lufttemperatur
am Luftauslass iiber die Fluiddichte zu einer Unsicherheit des trockenen Luftmas-
senstroms. Es werden daher in Abb.5.5 die Enthalpieinderungen der Luftseite
tiber die Wasserseite aufgetragen unter der Annahme, dass am Luftauslass ein
thermisches Gleichgewicht bei der gemessenen Temperatur vorliegt. Dariiber
hinaus wird iiber das gemessene Kondensat ein hypothetischer Wasseranteil der
Luft im Sattigungszustand am Luftauslass bestimmt und die Enthalpiedifferenz
fiir die zugehorige Taupunkttemperatur berechnet.

Um verléssliche Werte fiir die Validierung zu erhalten, wird die Enthalpieénderung
der Wasserseite als wahr angenommen. Dies fiihrt unter der Annahme eines
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Abb. 5.5: Gemessene Enthalpiestrome mit partieller Kondensation. Serie D(T):
Unter Verwendung der gemessenen Temperatur am Luftaustritt. Serie D(M): Unter
Verwendung des gemessenen Kondensatflusses
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Tab. 5.3: Vergleich der gemessenen und berechneten Luftauslasstemperatur

analog zu Serie A S (mkond,1) adiabat

(gemessen) Gleichgewicht Nicht-Gleichgewicht

Ty gL, T Ty Ty Tgrr, T’ Txond Ty,
D inK in kg/s in K in kg/s inK in kg/s inK in K in kg/s
1 2879 0,01477  296,6  0,01462 2968 001462 297,1 284,77  0,01461
2 291,0 0,04007 2982  0,03970 2953  0,03987 2956 2849  0,03985
3 288,5 0,02094 3055 0,02040  304,8  0,02043 3052 2855  0,02041
4 290,3 0,02848  307,5 0,02766 3039  0,02789 3043 2855  0,02787
5 291,7 0,03435 3083  0,03333  304,3 0,03366 3048 2856  0,03362
6 293,7 0,03909  309,2  0,03791 3042 0,03840  304,6 2857  0,03836
7 2943 0,04792  309,8  0,04645 3046 004708 3050 2857  0,04703
8 296,6 0,05731 3094 0,05579 3046 005648  305,1 2857  0,05642
9 2975 0,05224  311,8  0,05056  307,0 0,05127 3074 2858  0,05120

thermischen Gleichgewichts zwischen der gesittigten Luft- und Kondensatphase
am Luftauslass zu konsistenten Werten. Der verbleibende Wasseranteil in der
Luft muss bei der Berechnung des trockenen Luftmassenstroms aus den Mess-
werten beriicksichtigt werden, da er die Messblende ebenfalls durchstromt. Die
Abschitzung der Kondensattemperatur nach unten mit der gemessenen Kiihlwas-
sereingangstemperatur Tiong = 75 unter der Annahme, dass ein Nichtgleichgewicht
zwischen der Luft- und der Kondensatphase am Auslass vorliegt, fiihrt zu einer
abweichenden Wasserbeladung der Luft an der Messblende. Dies hat nur einen
sehr geringen Einfluss auf die Berechnung des Massenstroms der trockenen Luft
von weniger als 0,7%. Die Auswirkung auf die Luftauslasstemperatur ist in
Tab. 5.3 dargestellt.

5.3 Unsicherheitsanalyse

In diesem Abschnitt wird auf die Berechnung der Unsicherheiten der Versuchs-
ergebnisse eingegangen. Nach Taylor [79] kann die experimentelle Unsicherheit
einer Messgrofle fiir wiederholte Messungen als die Summe der Betrige der
zufilligen und systematischen Unsicherheit verwendet werden. Die zufillige
Unsicherheit wird durch die Standardabweichung des Mittelwerts in Abhédngigkeit
der Anzahl der Messungen Ny und der Standardabweichung ¢ mit folgender
Gleichung

c

c N 5.1
beschrieben. Die systematischen Unsicherheiten werden durch die aus Kalibrier-
daten ermittelten Abweichungen abgeleitet. Wihrend die Druck- und Temperatur-
sensoren am Institut fiir Thermodynamik kalibriert wurden, wird zur Bestimmung
der systematischen Unsicherheiten der Feuchtesensoren und der Messturbine auf
Herstellerangaben zuriickgegriffen. Die Berechnung der systematischen Unsi-
cherheit des Luftmassenstroms erfolgt normgerecht [50]. Die Unsicherheiten der
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Stoffwerte, die sich aus der Unsicherheit der Temperatur und der Gaszusam-
mensetzung ergeben, werden durch das Einsetzen der Gesamtunsicherheit der
jeweiligen Stoffgrofle berechnet. Der maximale Fehler der Wassertemperatur an
der Volumenstrommessung wird durch die Ausgangstemperatur des Wirmeiiber-
tragers und der Umgebungstemperatur abgeschitzt.

Abweichungen, die sich nicht mit der systematischen und zufilligen Unsicher-
heit erkldren lassen, deuten auf grobe Fehler hin. Als grobe Fehler kann die
Benetzung der Temperatursensoren am Luftauslass, der Wérmetransport an die
oder aus der Umgebung, das unvollstindige Abscheiden und Auffangen des
Kondensats, Leckagestrome und ein instationédrer Betrieb gewertet werden. Der
geringe Einfluss des Warmetransports an die Umgebung konnte durch die Mes-
sungen der Serie A und B gezeigt werden. Wird die Enthalpiestroménderung
auf der Wasserseite fiir die trockenen Messungen AH, gleich der Enthalpie-
stromdifferenz auf der Luftseite AH| gesetzt, kann aus dem Missverhiltnis ein
Volumenstromverlust an die Umgebung berechnet werden. Die Werte streuen
um den Mittelwert (5,0881 =+ 1)-107% m3/s. Diese Unsicherheit wird fiir die
Versuchreihen D iibernommen. Hinsichtlich der Messung des Kondensatstroms
und der im besten Fall vollstindigen Abscheiderate kann die Aussage getitigt
werden, dass der gemessene Wert stets kleiner als der wahre Wert fiir den Kon-
densatmassenstrom sein muss. Die Annahme, dass die Temperaturmessstellen am
Luftauslass eine Mischtemperatur aus Kondensattemperatur und Lufttemperatur
messen, kann fiir die Versuchsreihe D auf Plausibilitédt tiberpriift werden. Fiir
den adiabaten Fall muss die gemessene Temperatur kleiner als die berechnete
und groBer als die Temperatur am Wassereinlass sein. Die Unsicherheit der
Enthalpiestromdifferenzen wird nach der allgemeinen Methode zur Berechnung
zur Fehlerfortpflanzung bestimmt. Fiir die Berechnung der partiellen Ableitungen
wird die Enthalpiestromdifferenz als Funktion der gemessen GroBen angefiihrt.
Die Gleichungen sind in Anhang 8.1 aufgefiihrt. Die von Baehr und Kabelac
[6] angegebenen Unsicherheiten fiir die Gaskonstanten von Wasser und Luft
sind ohne Einfluss auf die hier fiir die Enthalpiestromidnderung angegebenen
Unsicherheiten, so dass diese Werte als nicht fehlerbehaftet behandelt werden.
Die partiellen Ableitungen der GI. (8.1) bis (8.4) werden mit den entsprechenden
Gesamtunsicherheiten multipliziert und nach dem folgenden Schema addiert, das
hier beispielhaft fiir die Berechnung die Enthalpiestromdifferenz der feuchten Luft
angefiihrt ist

, OAH . \° OAH ?
5AH1:\/( aV}‘sw) +....+( aT”lST{’> . (5.2)
1

Die berechneten Unsicherheiten sind in den Tabellen 5.1 und 5.2 angegeben und
in den Abb. 5.4 und 5.5 durch Fehlerbalken dargestellt. Die relative Abweichung
in Abb. 5.8, 5.11, 5.14 und 5.17 wird durch das Verhiltnis des Messwerts zum
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berechneten Wert, hier am Bespiel des Warmestroms,

relative Abweichung = Q.Sim (5.3)
Om

beschrieben.

5.4 Validierung

Der Vergleich des Verhaltens eines realen Systems mit seinem Modell wird
als Validierung bezeichnet. Sie erlaubt Aussagen iiber die Giiltigkeit und Ge-
nauigkeit des Modells. Im Folgenden werden dazu eigene Versuchsergebnisse
und Literaturwerte verwendet, die von McQuiston [43] fiir trockene Oberfld-
chen und bei dem Auftreten von Filmkondensation veroffentlicht wurden. Dazu
werden den geometrischen Parametern Werte zugewiesen, die den jeweils ver-
wendeten Wirmeiibertrager beschreiben. Den Zustandsgroflen der einstromenden
Fluidstrome werden im Modell die entsprechenden Messwerte zugeordnet. Die
Korrekturfaktoren F und F' sowie die mittlere Temperatur der feuchten Luft
Tm,1 werden fiir jeden in der Validierung verwendeten Betriebspunkt mit dem
Zellenmodell berechnet. Wihrend der Iteration wird der Ubertragungsfaktor
variiert, bis die Abweichung des gemessenen und des berechneten Wirmestroms
aus dem Zellenmodell weniger als 2W abweichen. Dies ist notwendig, da in
den Versuchen keine Sittigungsbedingungen am Lufteinlass vorliegen. Solche
Bedingungen konnen durch die Korrelationen fiir den Korrekturfaktor F* und die
mittlere Temperatur der feuchten Luft nur durch Mittelung berechnet werden. Mit
der Iteration des Zellenmodells ist es hingegen moglich fiir diese spezifischen Fille
die Korrekturfaktoren und mittleren Temperaturen auf der Luftseite zu bestimmen.

5.4.1 Trockene Oberfliche

Im Folgenden werden die Simulationsergebnisse mit den Versuchsergebnissen
der Serie 40100 von McQustion [43] verglichen. Fiir die Berechnung des Wir-
meiibergangs mit trockenen und ebenen Rippen sind die Korrelation von Wang
et al. [90] (1.) aus GI.(3.4) und von Gray und Webb [20] (3.) aus GI.(3.10)
anwendbar. Zusitzlich wurde der Wirmeiibergang auf der Luftseite mit der
Korrelation von Wang et al. [87] fiir Filmkondensation (2.) an ebenen Rippen aus
Gl. (3.6) berechnet und die entsprechenden Ergebnisse fiir den Wirmestrom und
die Temperaturdifferenzen in den Abb. 5.6, 5.7 und 5.8 dargestellt.

Die Validierungsrechnung zeigt eine mittlere relative Abweichung des berechneten
Wirmestroms von 7% fiir die Korrelation von Gray und Webb und 16% fiir die
Berechnung nach Wang und Chi [89]. Entsprechend weichen die Temperatur-
differenzen im Mittel auf der Luftseite und Wasserseite um 6% und 15% vom
Messwert ab. Die Anwendung der Korrelation fiir Filmkondensation fiihrt zu
Ergebnissen, die etwa 25% unterhalb der Messwerte liegen. Das Verhiltnis der
Messwerte zu den berechneten Werten iiber die Reynolds-Zahl ist in Abb. 5.8
dargestellt. Die Berechnung des Druckverlusts nach Wang et al. aus Gl. (3.12) fiihrt
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Abb. 5.6: Vergleich der von McQuiston [43] in der Messreihe 40100 experimentell
bestimmten Wérmestrome fiir trockene und ebene Rippen mit berechneten Werten
unter Verwendung verschiedener Korrelation fiir den luftseitigen Wirmeiibergang
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Abb. 5.7: Vergleich der von McQuiston [43] in der Messreihe 40100 experimentell
bestimmten Temperaturdifferenzen auf der Luftseite (links) und auf der Wasserseite
(rechts) fiir trockene und ebene Rippen mit berechneten Werten unter Verwendung
verschiedener Korrelationen fiir den luftseitigen Wirmeiibergang (vgl. Legende in
Abb. 5.6)
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5 Experimentelle Arbeiten und Validierung

im Mittel zu einem relativen Fehler von 10%. Die Validierung durch die eigenen
Messreihen bei trockener Oberfliche erfolgt mit den in Tab.5.1 zusammen-
gefassten Versuchsergebnissen. Die verwendeten Wirmeiibergangsbeziehungen
fiir die Beschreibung des luftseitigen Wirmeiibergangs sind ebenfalls die von
Wang et al. (1.) aus GI. (3.4) und von Gray und Webb (2.) aus Gl. (3.10) fiir
Rohrrippenwérmeiibertrager mit geraden Rippen und trockenen Oberflichen. In
Abb. 5.9 sind die experimentell ermittelten Wirmestrome iiber die entsprechenden
Simulationsergebnisse aufgetragen. Fiir diese Korrelation betragen die mittleren
relativen Abweichungen 6% und 15%. Die mittleren relativen Abweichungen
der Temperaturdifferenzen betragen auf der Luftseite 7% und 14% und auf der
Wasserseite 6% und 15%. Die Temperaturdifferenzen sind fiir die Luft- und
Wasserseite in Abb. 5.10 dargestellt. Die relativen Abweichungen des Wéarme-
stroms, der Temperaturdifferenzen und des Druckverlusts iiber die Reynolds-Zahl
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Abb. 5.8: Verhiltnis der Messwerte zu den berechneten Werten der Wérmestrome,
der luft- und wasserseitigen Temperaturdifferenzen und der luftseitigen Druckdiffe-
renz iiber die luftseitigen, auf den Rohrauflendurchmesser bezogenen, berechneten
Reynolds-Zahlen fiir die Messreihe 40100 von McQuiston [43] (vgl. Legende in
Abb. 5.6)
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Abb. 5.9: Vergleich von experimentell bestimmten Wirmestromen fiir ebene Rippen
und trockener Oberfliche mit berechneten Werten unter Verwendung verschiedener
Korrelationen fiir den luftseitigen Wirmeiibergang der Messreihen A, B und C
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Abb. 5.10: Vergleich von experimentell bestimmten Temperaturdifferenzen auf der
Luftseite (links) und auf der Wasserseite (rechts) fiir gerade Rippen und trockener
Oberflache mit berechneten Werten unter Verwendung von zwei unterschiedlichen
Korrelationen fiir den luftseitigen Wérmetibergang der Messreihen A, B und C (vgl.
Legende in Abb. 5.9)

sind in Abb. 5.11 aufgetragen. Die Berechnung des Druckverlusts erfolgt mit der

Korrelation von Wang und Chi nach GI. (3.12) und weicht im Mittel 12% vom
Messwert ab.
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5 Experimentelle Arbeiten und Validierung

5.4.2 Filmkondensation

Die Validierung beim Auftreten von Filmkondensation erfolgt mit den Versuchs-
ergebnissen der Serie 41001 von McQuiston [43] und mit eigenen Messungen.

In Abb.5.12 sind die von McQuiston experimentell ermittelten iiber die ent-
sprechenden berechneten Wirmestrome aufgetragen. Die fiinf unterschiedlichen
berechneten Kombinationen aus Wirme- und Druckverlustkorrelation mit den
entsprechenden Einstellungen werden hier kurz erldutert:

1. Wirmeiibergangskorrelation fiir Rohrrippenwérmetibertrager mit geraden Rip-
pen unter Entfeuchtungsbedingungen nach Wang et al. [8§7] und Druckverlust-
beiwert fiir trockene Oberflichen nach Wang et al. [90] ohne Beriicksichtigung
der Kondensatfilmbildung

2. Wirmeiibergangskorrelation fiir Rohrrippenwirmeiibertrager mit geraden Rip-
pen unter Entfeuchtungsbedingungen nach Wang et al. [87] und Druckverlust-
beiwert fiir benetzte Oberflichen nach McQuiston [44] ohne Beriicksichtigung

1.95 ' ' V\(éirmestrom ' -
L v v Vv W
v e 6o o®
1 - = = = = = & 20 2 — L
o i
0‘75 1 1 1 1 1 1
1.5 Temperaturdifferenz auf der Luftseite
o1 - - - : : -
c
z f W vy YV YW
T ® o ¥ o o O »
3 & °
1 1 1 1 — — e
<
g 125 Temperaturdifferenz auf der Wasserseite
g vVw Vv Vve W |
K o o 0 o ®
x 1 — = = = = = &= X 2 — - L
0‘75 1 1 1 1 1 1
15 Druckdifferenz auf der Luftseite
e .
<*
1= —- - - = = = = * - — - 28 _
l; NSNS
0’5 1 1 1 1 1 1
3 4 5 6 7 8 9 10

Reynolds-Zahl auf der Luftseite x 107

Abb. 5.11: Verhiltnis der Messwerte zu den berechneten Werten der Wérmestrome,
der luft- und wasserseitigen Temperaturdifferenzen und der luftseitigen Druckdiffe-
renzen tber die luftseitigen, auf den Rohrau3endurchmesser bezogenen, berechneten
Reynolds-Zahlen fiir die Messreihen A, B und C. (vgl. Legende in Abb. 5.9)

90



5.4 Validierung

der Kondensatfilmbildung

3. Wirmeiibergangskorrelation fiir Rohrrippenwirmeiibertrager mit geraden Rip-
pen unter Entfeuchtungsbedingungen und Druckverlustbeiwert fiir benetzte
Oberflichen nach Wang et al. [87] ohne gesonderte Beriicksichtigung der
Kondensatfilmbildung

4. Wirmetibergangskorrelation fiir Rohrrippenwérmeiibertrager mit geraden Rip-
pen fiir trockene Oberflichen nach Wang et al. [90] und Korrelation fiir
den Druckverlustbeiwert fiir benetzte Oberflichen nach Wang et al. [87]
sowie Berechnung des Flidchenverhiltnisses nach Gl. (4.87) ohne gesonderte
Berticksichtigung der Kondensatfilmbildung

5. Wirmeiibergangskorrelation fiir Rohrrippenwérmeiibertrager mit geraden Rip-
pen fiir trockene Oberflaichen nach Gray und Webb [20] und Berechnung
des Fldchenverhiltnisses nach Gl. (4.87) sowie den Druckverlustbeiwert fiir
benetzte Oberflachen nach Wang et al. [87] mit gesonderter Beriicksichtigung
der Kondensatfilmbildung nach Rose [67]

Fiir die Rechnungen 1 bis 3 wurde das Flachenverhiltnis y = 1 festgelegt, weil
diese Korrelation auf Messwerten beruhen, die fiir einen gesamten Warmeiibertra-
ger bei relativen Luftfeuchten am Lufteinlass von 50 bis 90% gilt. Alle Effekte, wie
zum Beispiel die Filmbildung sind innerhalb der Korrelation enthalten, weshalb
der Film fiir diese Berechnungen ebenfalls unberiicksichtigt bleibt. AuBerdem
wird die Lewis-Zahl fiir alle Rechnungen zu 1 gesetzt, da dies den Annahmen
zur Evaluation der Wirmeiibergangskorrelationen entspricht. In Abb. 5.12 sind
die berechneten und aus Messwerten bestimmten Warmestorme dargestellt. Die
mittleren relativen Abweichungen fiir die Rechnungen 1 bis 3 betragen 5%. Die
Verwendung einer Korrelation fiir trockene Oberflichen ohne den Kondensatfilm
zu beriicksichtigen (Rechnung 4) fiihrt zu einer relativen mittleren Abweichung
von 17%. Wird hingegen der Kondensatfilm beriicksichtigt, verringert sich diese
Abweichung auf 10% (Rechnung 5). Dies deckt sich auch mit den Abweichungen
der Temperaturdifferenzen auf der Wasserseite, wohingegen die Abweichungen
auf der Luftseite 2%-Punkte dariiber liegen. Aus Abb.5.14 geht hervor, dass
diese Abweichung bei geringen Reynolds-Zahlen ansteigen. Dies gilt insbesondere
fiir die berechneten Druckdifferenzen, die den Messwert bis um das fiinffache
iibersteigen. Die Anstromgeschwindigkeit des Messpunkts mit der geringsten
Reynolds-Zahl liegt aulerhalb des Giiltigkeitsbereichs von 1 m/s.

Die Validierung des geometrischen Modells fiir die Filmkondensation erfolgt
mit den in Tab.5.2 aufgefiihrten Messdaten. Die experimentell bestimmten
Wirmestrome sind in Abb.5.15 iiber die berechneten Werte aufgetragen. Die
Auswahl der Korrelationen fiir die Rechnungen 1 bis 3 ist mit den vorangegangen
identisch. Fiir die Rechnung 4 und 5 werden der Kondensatfilm beriicksichtigt und
die Lewis-Zahl nach Gl. (4.68) berechnet. Mit der in Rechnung 4 verwendeten

91



5

Experimentelle Arbeiten und Validierung

4 T T
2 35) -
£
I
S 3} 1
D
£
5 25T i
'; O 1. WU0-GI.(3.6), Druck-Gl. (3.12), y = 1, kein Film
. + 2. WU-GI.(3.6), Druck-Gl. (3.15), y = 1, kein Film
g 2 -10 % O 3.WU-GI.(3.6), Druck-Gl.(3.14), y = L, kein Film -|
w ¥ 4. WU-GI.(3.10), Druck-Gl. (3.14), kein Film
A 5. WU-GI.(3.10), Druck-Gl. (3.14), mit Film
l 5 1 1 1 1

1,5 2 2,5 3 3,5 4 4,5
Berechneter Warmestrom in kW

Abb. 5.12: Vergleich der von McQuiston [43] in der Messreihe 41001 experimentell
bestimmten Wérmestrome bei Filmkondensation auf ebenen Rippen mit berechneten
Werten unter Verwendung verschiedener Korrelation fiir den luftseitigen Druckverlust
und Wirmeiibergang
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Abb. 5.13: Vergleich der von McQuiston [43] in der Messreihe 41001 experimentell
bestimmten Temperaturdifferenz auf der Luftseite (links) und auf der Wasserseite
(rechts) bei Filmkondensation und ebenen Rippen mit berechneten Werten unter
Verwendung verschiedener Korrelationen fiir den luftseitigen Druckverlust (vgl.
Legende in Abb. 5.12)

92



5.4 Validierung

Wirmeiibergangskorrelation von Wang et al. [87] wird eine mittlere relative
Abweichung von 10% erreicht, wohingegen die Abweichungen der Wirmestro-
me der Rechnungen 1 bis 3 38% und der Rechnung 5 58% betragen. Die
in Abb.5.16 dargestellten Temperaturdifferenzen auf der Luft- und Wasserseite
verdeutlichen die in Abschnitt 5.2 beschriebenen Unsicherheiten hinsichtlich der
Temperaturmessung am Luftauslass bei Filmkondensation. Die mittleren relativen
Abweichung betragen auf der Luftseite 6% fiir die Rechnungen 1 bis 3 und 27%
bzw. 13% fiir die Rechnungen 3 und 4. Die mittleren relativen Abweichungen auf
der Wasserseite entsprechen denen fiir die Warmestrome auf +£2%. Der Abb. 5.17
ist zu entnehmen, dass zwei Messpunkte bei Reynolds-Zahlen unterhalb von 300
und damit auBerhalb der Giiltigkeit der Wirmeiibergangskorrelationen liegen.
Oberhalb dieser Grenze ist keine Trend hinsichtlich des Verhiltnisses von Mess-
wert zu berechneten Wert fiir die Warmestrome und die Temperaturdifferenzen zu
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Abb. 5.14: Verhiltnis der Messwerte zu den berechneten Werten der Wérmestrome,
der luft- und wasserseitigen Temperaturdifferenzen und der luftseitigen Druckdiffe-
renzen iiber die luftseitigen, auf den Rohrau3endurchmesser bezogenen, berechneten
Reynolds-Zahlen fiir die Messreihe 41001 von McQuiston [43] (vgl. Legende in
Abb.5.12)
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erkennen. Die Druckverlustkorrelation von Wang et al. [87] fiihrt zu den geringsten
mittleren Abweichungen von 66%. Keiner der Messpunkte liegt innerhalb des
Giiltigkeitsbereichs der Druckverlustkorrelation von McQuiston aus GI. (3.15).
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Abb. 5.15: Vergleich von experimentell bestimmten Warmestromen fiir gerade Rip-
pen und Filmkondensation mit berechneten Werten unter Verwendung verschiedener
Korrelationen fiir den luftseitigen Wirmeiibergang der Messreihe D
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Abb. 5.16: Vergleich von experimentell bestimmten Temperaturdifferenzen auf der
Luftseite (links) und auf der Wasserseite (rechts) fiir gerade Rippen und Filmkonden-
sation mit berechneten Werten unter Verwendung verschiedener Korrelationen fiir den
luftseitigen Wirmeiibergang der Messreihe D (vgl. Legende in Abb. 5.15)

5.4.3 Diskussion der Validierungsergebnisse

Erwartungsgemifl konnen die Messwerte der Serie 40100 (trocken) von Mc-
Quiston [43] mit der geringsten mittleren Abweichung durch die Verwendung
der Korrelation von Gray und Webb [20] wiedergegeben werden. Die hohe
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Ubereinstimmung der Messwerte und Simulationsergebnisse bei der Verwendung
der Korrelation von Gray und Webb fiir die Messreihe 41001 (Filmkondensation)
von McQuiston deckt sich mit den Ergebnissen von Sievers [75], der die Serie
10000 (Tropfenkondensation) zur Validierung verwendet hat. Allerdings muss
hinzugefiigt werden, dass diese Korrelation eine Erweiterung der von McQuiston
[44] veroffentlichten Korrelation fiir eine von vier Rohrreihen abweichende
Rohreihenanzahl darstellt, die auf seinen eigenen Messwerten beruht. Werden
die geometrischen Parameter des von McQuiston verwendeten Wérmeiibertra-
gers verwendet, so bedeutet dies, dass die urspriinglich von McQuiston verdf-
fentlichte Korrelation mit seinen urspriinglichen Messwerten verwendet wird.
Die Wirmetibergangsbeziehung von Wang und Chi [89] wird von Shah und
Sekuli¢ [73] als Standard fiir die Berechnung des luftseitigen Wérmeiibergangs
bei Rohrrippenwérmeiibertrager eingefiihrt. Sie zeichnet sich durch eine gute
Genauigkeit und einer breit geficherten Anwendbarkeit aus, was sich durch die
Beriicksichtigung einer Vielzahl von geometrischen Parametern widerspiegelt.
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Abb. 5.17: Verhiltnis der Messwerte zu den berechneten Werten der Wirmestrome,
der luft- und wasserseitigen Temperaturdifferenzen und der luftseitigen Druckdiffe-
renzen tiber die luftseitigen, auf den Rohrau3endurchmesser bezogenen, berechneten
Reynolds-Zahlen fiir die Messreihe D. (vgl. Legende in Abb. 5.15)
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Thre Anwendung im Zusammenhang mit den eigenen Messungen fiihrt zu einer
im Mittel um 9% Punkte hoheren Genauigkeit als die Anwendung der Korrelation
von Gray und Webb bei trockenen Oberflachen. Die Verldufe der Verhiltnisse von
Messwert zu berechnetem Wert iiber die Reynolds-Zahl der Wiarmestrome und der
Temperaturdifferenzen aus Abb. 5.8 und Abb. 5.11 zeigen keine Trends.

Die Verwendung der Korrelation von Wang et al. [87] zeigt die beste
Ubereinstimmung ~ fiir die Berechnung unter Entfeuchtungsbedingungen
bei niedrigen Wasserbeladungen, wie der Abb.5.12 zu entnehmen ist. Die
Anwendung fiir Entfeuchtungsbedingungen bei hohen Wasserbeladungen
erfordert die Beriicksichtung des Kondensatfilms sowie eine gesonderten
Berechnung der Lewis-Zahl und des Flichenverhiltnisses, um die aus Messwerten
ermittelten Wirmestrome mit mittleren Abweichung von etwa 10% berechnen
zu konnen. Aus den Abb.5.12 und 5.15 geht hervor, dass die Verwendung
von unterschiedlichen Druckkorrelationen nahezu keinen Einfluss auf den
berechneten iibertragenen Wiarmestrom hat. Die angewendeten Korrelationen
zur Berechnung des Druckverlusts fithren unter Entfeuchtungsbedingungen
bei geringen Reynolds-Zahlen und hohen Wasserbeladungen zu Verhiltnissen
zwischen dem gemessenen und berechneten Werten zwischen 60% und
160%. Aufgrund der geringen absoluten Druckverlustdifferenzen bei diesen
Bedingungen entspricht dies einer absoluten Abweichung zwischen 3 Pa und
5Pa. Die Abweichungen der luftseitigen Temperaturdifferenz in Abb.5.16 kann
auf die Messung der Lufttemperatur am Auslass, wo Kondensattropfen die
Temperaturmessstellen benetzten, erklart werden. Dieser Effekt ist stark von
der Kondensatmenge abhingig. Es kann angenommen werden, dass durch die
geringen Wasserbeladungen bei den Messungen von McQuiston kein starker
Einfluss auf die Temperaturmessung am Luftauslass stattgefunden hat. Die
Annahme, dass der Gas- und der Kondensatmassenstrom am Auslass sich
in einem thermischen Gleichgewicht befinden, kann fiir die Messwerte der
Versuchsreihe D nicht bestitigt werden.
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6 Auslegungsmethode und
Berechnungen

In diesem Kapitel erfolgt ein Vergleich der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten
Berechnungsmethode mit den in Abschnitt 3.4 vorgestellten Methoden zur Be-
rechnung von Kiihlungsprozessen von feuchter Luft. AuBerdem wird beispielhaft
der automatisierte Auslegungsprozess fiir einen Rohrrippenwirmeiibertrager zur
Luftentfeuchtung beschrieben und durchlaufen. Die daraus berechneten geome-
trischen Daten werden in das geometrische SIMSCAPE-Modell iibertragen. Die
Ergebnisse der Simulation werden vorgestellt und diskutiert.

6.1 Vergleich der Berechnungsmethoden

Wihrend fiir die eigene Methode die mittlere logarithmische Temperaturdiffe-
renz das treibende Potential darstellt, wird von den drei anderen Methoden die
mittlere, logarithmische Enthalpiedifferenz als treibendes Potential verwendet.
Damit der Vergleich unabhingig von der Beschreibung der Rippenwirkungsgra-
de, der Wirmeiibergangskorrelationen und der Beriicksichtigung der trockenen
Wirmetibertragerfliche fiir ungesittigte feuchte Luft am Einlass ist, werden der
Rippenwirkungsrad fiir trockene und benetzte Rippen und die Wirmeiibergangs-
koeffizienten vorgeben. AuBlerdem wird die Potentialdifferenz fiir einen reinen
Gegenstromwirmeiibertrager verwendet. Beziiglich der feuchten Luft wird am
Eintritt gerade Sittigung angenommen. Wird der Einfluss des Kondensatfilms
in der Methode beriicksichtigt, so wird seine Dicke gemill [35] und [88] mit
0,1 mm angenommen. Die verwendeten Parameter sind in Tab.6.1 angeben. Die
wirmetibertragende Fliche der Aufenseite setzt sich aus der Rohroberfliche
(Primirfliche) nach

Ar=1,05A, 6.1)

und der Rippenoberfliche (Sekundirflache) gemil
AR =5A, (6.2)

zusammen. In einem Rohrrippenwirmeiibertrager beschreibt die Primirfliche die
freie RohrauBenflache und die Sekundarfliche die Oberfliche der Rippen.

Die Anwendung der Berechnungsmethode von Threlkeld [35] erfordert das Ab-
lesen der Steigung der Funktion der spezifischen Enthalpie der feuchten Luft fiir
bestimmte Temperaturen aus dem Diagramm aus Abb. 11.18 in [35]. Aus Abb. 6.1
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6 Auslegungsmethode und Berechnungen

Tab. 6.1: Wertebereiche der Parameter zur Vergleichsrechnung von vier Methoden zur
Berechnung der Kiihlung feuchter Luft

Parameter Wertebereich Einheit
Eingangstemperatur der feuchten Luft 293,15; 313,15; 333,15; 353,15 K
maximale Temperaturdifferenz 10; 20 K
Relative Feuchte ¢ am Lufteintritt 1 1

Fliche der kalten Seite A, 0,6; 2,6; 4,6; 6,6; 8,6 1072 m?
Massenstrom der trockenen Luft rizyq 1:2;3;4;5 IO’Zkg/s
Wirmekapazititsstrom der kalten Seite W, 2,5:5;7,5,10; 12,5 10°W/K
Druck p der feuchten Luft 1 bar
Massenanteile 562 und 562 der trockenen Luft 0,245 und 0,755 1
Mittlerer Warmeiibergangskoeffizient auf der Auflenseite oy 10; 20; 30; 40; 50 W/(m? K)
Mittlerer Wirmetibergangskoeffizient auf der Innenseite o 5,6;7:8:;9 10°W/(m? K)
Wandstirke 0,3 1073m
Kondensatfilmdicke 0,1 10%m

Rippenwirkungsgrad (trocken und benetzt)

0,8

1

(links) geht hervor, dass Threlkeld die spezifische Enthalpie der feuchten Luft nicht
auf 0°C bezieht, wie dies z.B. bei Baehr [6] tiblich ist. Die Steigung der Funktion
ist hingegen unabhingig vom Bezugspunkt wie aus Abb.6.1 (rechts) hervorgeht.
Sie wird daher mit der Funktion aus Gl. (4.6) beschrieben.
Das in Tab. 6.1 angegebene Parameterfeld wird auf die Methode von Threlkeld
Gl.(3.24) bis GI.(3.30), von Wang GI.(3.31) bis GI.(3.35) und auf die im
VDI-Wirmeatlas aufgefithrte Methode von Zeller und Busweiler Gl. (3.36) bis

N
[=}

——  Gl.(2.14) mit X = X; ohne Kondensat
== ® Abb.11.17 aus [35] entnommen

spez. Enthalpie in J/kg x 107
-
©

250 275 300 325
Temperatur in K

scheinb. spez. Warmekap.

in J/(kg K) x 1073

1’5 — Lp_s‘loc(r.p) aus Gl. (4.6)
== * Abb.11.18 aus [35] entnommen  _
1,0
0,5
- -
0
250 275 300 325

Temperatur in K

Abb. 6.1: links: Spezifische Enthalpie der gesittigten feuchten Luft auf die Masse
der feuchten Luft bezogen. Abweichende Bezugspunkte von Threlkeld und Baehr;
rechts: Ubereinstimmung der ableiteten Enthalpien von gesittigter feuchter Luft nach
der Temperatur bei Baehr und Threlkeld
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Abb. 6.2: Vergleich von unterschiedlichen Methoden zur Berechnung der Kiihlung
von feuchter Luft beziiglich ihrer Eingangstemperatur
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Abb. 6.3: Vergleich von unterschiedlichen Methoden zur Berechnung der Kiihlung
von feuchter Luft beziiglich der normierten Warmestromdichte

Gl. (3.51) angewendet. Die zentralen Elemente der eigenen Methode sind die
Gl. (3.56), Gl. (4.14) und Gl. (4.21) bis Gl. (4.27) mit den entprechenden Koef-
fizienten fiir eine reine Gegenstromfithrung. Die Ackermannkorrektur bleibt fiir
die Vergleichsrechnung unberiicksichtigt. Diese impliziten Berechnungen werden
mit einer in MATLAB erstellten Funktion berechnet, deren Nebenbedingungen
fiir alle Methoden identisch sind. Solche Nebenbedingungen sind zum Beispiel
Abbruchkriterien, wie die Maximalanzahl der Iterationsschritte oder die Anderung
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6 Auslegungsmethode und Berechnungen

des berechneten Funktionswert zwischen zwei Iterationsschritten. Als Funktions-
wert werden die Ausgangstemperaturen des Kiihlmittels und der feuchten Luft be-
rechnet. Eine weitere Nebenbedingung ist, dass diese Temperaturen immer kleiner
als die Lufteinlasstemperatur und grofer als die Kiihlmitteleinlasstemperatur sein
miissen. Kann keine Losung gefunden werden, so kann dies in der Methode oder in
den gesetzten Initialbedingungen begriindet sein. Fiir die eigene Methode konnte
fiir alle 25000 Parametervariationen eine Losung berechnet werden. Die Methode
von Threlkeld konvergierte bei zwei und die von Wang bei 1386 Parametersitzen
nicht. Die im VDI-Wirmeatlas vorgeschlagene Methode zur Berechnung der
Kiihlung von feuchter Luft von Zeller und Busweiler konnte fiir 6701 Parameter-
sidtze nicht berechnet werden, was etwa 36,6% der initialisierten Berechnungen
entspricht. Fiir die konvergierten Rechnungen sind in Abb. 6.2 die gemittelten
Effektivitdaten nach Gl. (4.37) entsprechend der Eingangstemperatur am Lufteintritt
zusammengefasst. Dabei ist der absolute Wert der mittleren Effektivitdt von
untergeordnetem Interesse. Der Fokus liegt auf den relativen Abweichungen der
unterschiedlichen Methoden untereinander. Die Berechnungsmethode von Zeller
und Busweiler fiihrt bei identischen Parametern zu mittleren Effektivititen, die fiir
die Lufteintrittstemperaturen von 293,15 K, 313,15 K und 333,15 K die Ergebnisse
der eigenen Methode etwa um das Doppelte iibersteigen. Die Anwendung der
Methode von Wang fiihrt hingegen zu mittleren Effektivititen, die weniger als
die Hilfte der eigenen Ergebnisse betragen. Die Differenz zwischen der eigenen
Methode und der Methode von Zeller und Busweiler verringert sich deutlich fiir
die Eingangstemperatur auf der Luftseite von 353,15 K. Die starke Abweichung
der mittleren Warmestrome kann darin begriindet sein, dass die unterschiedlichen
Methoden stark an bestimmte Wirmeiibergangskorrelationen oder bestimmte Be-
rechnungsmethoden fiir die Rippenwirkungsgrade gekniipft ist. Der Vergleich der
mittleren Effektivitit beziiglich der normierten Wirmestromdichte aus Abb. 6.3
ist uneinheitlich. Wihrend fiir die eigene Methode und die von Wang et al. mit
zunehmender Wirmestromdichte die mittlere Effektivitit leicht abfillt, zeigen sich
fiir die Methoden von Threlkeld und die von Zeller und Busweiler voneinander
abweichende Trends. Bei einer normierten Wiarmestromdichte zwischen 0,75 und
1 zeigt liegen die eigene und die Methoden von Wang et al. und Zeller und
Busweiler mit einer mittleren Effektivitit von etwa 0,1 auf sehr dhnlichem Niveau.
Die Methode von Threlkeld weicht mit einer mittleren Effektivitit von tiber 0,3
deutlich ab.

6.2 Auslegungsmethode

Gymlas et al. beschreiben in [21] eine mehrstufige Auslegungs- und Optimierungs-
methode fiir komplexe Systeme und zeigen dies am Beispiel eines multifunktio-
nalen Brennstoffzellensystems fiir Flugzeuge. Die hohe Interdisziplinaritit und die
tiefe Integration als auch die hohe Arbeitsteilung innerhalb solcher Projekte fithren
nach Langermann [36] dazu, dass die Auswirkung einer Teilsysteminderung auf
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das Gesamtsystem kaum abzuschitzen sind. Eine iibergeordnete Optimierung
kann helfen, komplexe Systeme zu berechnen und nach festgelegten Kriterien mit
geringem Resourceneinsatz zu bewerten. Durch eine automatisierte Auslegung der
Teilkomponenten und deren Simulation im Gesamtmodell kann ein iterativer Ent-
wicklungsprozess beschleunigt werden. Da eine hohe Anzahl von Freiheitsgraden
fir die Komponentenauslegung die Anzahl der Moglichkeiten potenziert, wird
das nachfolgend beschriebene Verfahren fiir die automatisierte Auslegung eines
Rohrrippenwirmetibertragers zu Kiihlung feuchter Luft vorgeschlagen.

Die erste Stufe dient der Evaluation eines konsistenten Satzes von Zustands-
und Prozessgroflen (vgl. Tab. 8.6) fiir einen ausgewdhlten Betriebspunkt. Diese
sogenannten Verhaltensmodelle enthalten keine geometrischen Parameter, sondern
arbeiten als sogenannte Black-Box-Modelle. Wie in Abschnitt 4.3.1 beschrieben,
wird der Wiarmetibertrager durch die Druckdifferenzen auf der kalten und warmen
Seite sowie durch die Effektivitit parametrisiert. Die Auslegungsrechnung
orientiert sich an der Beschreibung des geometrischen physikalischen Modells
aus Abschnitt 4.3.2. Wie im Programmablauf in Abb. 6.4 dargestellt, konnen mit
der Auslegungsprozedur Rohrrippenwirmeiibertrager mit Kreuzstromfithrung fiir
feuchter Luft mit und ohne partielle Kondensation des Wasserdampfs ausgelegt
werden. Tritt Kondensation auf, erfolgt die Auslegung unter der Annahme,
dass die Luft gerade gesittigt zugefiihrt wird, so dass die Mittlung anhand des
Fliachenverhiltnisses y in der Auslegungsrechnung nicht zur Anwendung kommt.

Weitere Annahmen und Einschrinkungen hinsichtlich der Auslegungsrechnung
sind notwendig, um stabile und schnelle Rechnungen zu ermdglichen. Der Rip-
pendicke und der Rohrwandstirke werden feste Werte zugeordnet, so dass diese
geometrischen Parameter im Rahmen der Auslegung nicht optimiert werden. Dies
kann durch Einfiigen weiterer Berechnungs-Schleifen gedndert werden, so dass
auch diese Parameter in die Auslegung und Optimierung einbezogen werden
konnen. Hier muss zwischen dem Nutzen und dem zusitzlichen Berechnungs-
aufwand abgewogen werden. Es wird angenommen, dass zusétzlich zu den 180°-
Kurven, die die einzelnen Rohrreihen verbinden, das Aquivalent einer weiteren
180°-Kurve zur Zufiihrung des Kiithlmediums in die Auslegung eingeplant werden
muss. Der Rohrquerschnitt ist kreisformig. Fiir die Berechnung des Druckverlusts
der feuchten Luft werden die Korrelationen von Wang et al. nach Gl. (3.12) und
Gl. (3.14) verwendet. Die Berechnung des trockenen Wirmeiibergangs erfolgt mit
der Wirmeiibergangsbeziehung von Wang et al. [90] aus GI. (3.4) und fiir die
Auslegung unter Entfeuchtungsbedingungen mit der Korrelation von Wang et al.
[87] aus Gl. (3.6). Auch wenn die Korrelationen aus Gl. (3.14) und Gl. (3.6) einen
kleineren Giiltigkeitsbereich aufweisen, werden fiir die Auslegung die gleichen
Grenzen verwendet, die fiir die Korrelationen Gl. (3.4) und Gl. (3.12) giiltig sind.
Dies betrifft insbesondere den Rohrdurchmesser, der wihrend der Messung, auf
denen die Korrelationen aus GI. (3.14) und GI. (3.6) beruhen, nicht verdndert
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worden ist. Fir das Kiihlmittel werden die Stoffdaten eines Propylen-Glykol-
Wassergemisches verwendet, dessen Gefrierpunkt unterhalb von -50°C liegt. Die
Berechnung der spezifischen Warmekapazitit, der dynamischen Viskositét und der
Dichte erfolgt mit Polynomen, die auf Grundlage von tabellierten Herstelleranga-
ben fiir einen Anteil von 60 vol% Propylen-Glykol erstellt wurden (vgl. [80]). Au-
Berdem wird die minimale Rohrlinge eines Durchgangs mit L~ = 10d; festgelegt.
Der Lewis-Zahl wird der konstante Wert 1 zugewiesen. Die Auslegungsrechnung
erfolgt auf der Basis eines stationdren Betriebspunkts. Hinsichtlich der Benetzung
und Verhinderung des Wirmetransports durch die Ansammlung von Kondensat,
wird angenommen, dass die Methode von Rose [67] auch fiir durchgingige Rippen
verwendet werden kann, wobei die Rippenhohe durch die dquivalente Rippenhohe
beschrieben wird. Die Struktur der Auslegeprozedur ist modular aufgebaut, um
den Aufwand fiir die Erweiterung auf andere Geometrien oder die Erweiterung der
Giiltigkeitsgrenzen durch Verwendung anderer Korrelationen moglichst gering zu
halten. Dies gilt vor allem fiir andere Rohrquerschnitte und Rippengeometrien. Es
ist moglich, dass kein geometrischer Parametersatz durch die Auslegungsrechnung
gefunden werden kann, der den Anforderungen aus den Eingangsdaten entspricht.
Konnten trotzdem Losungen fiir den Ubertragungsfaktor gefunden werden, so
konnen die Berechnungsergebnisse gespeichert und zu weiteren Untersuchungen
herangezogen werden. Werden Parametersitze gefunden, die mit den Anfor-
derungen {iibereinstimmen, so werden die Daten in einer Tabelle ablegt. Der
Parametersatz mit der geringsten Summe aus Rohr- und Rippenmasse wird im
Ausgabefenster angezeigt.
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z.B. aus Verhaltenssimulation —»

Zustandsgrofien:
my,ny

LT T T
P> PYs Py P
X/, XII

Stromfiihrung:
Schleife: N;- = Start- bis Endwert

Schleife: N;- = Start- bis Endwert
Schleife: Np = 1 oder Np = N~

Geforderter Ubertragungsfaktor (trocken):

)
(kA)sons = 572 und

F=f (Stromﬁihrung, my,ny,c1,c2, (kA)S(,]L[r)

Geforderter Ubertragungsfaktor (Entfeuchtung):

_ 0
(kA)solfe = z7—oo7s und

Ft=f (Stromfﬁhrung,m"L, 12, €5 s kond> €25 (kA)soll,fe)

— ——

’ Losung fiir kAo gefunden ‘

[ |

Geometrie:
Schleife: d; = Start- bis Endwert
Schleife: V.= = Start- bis Endwert [ "]

Schleife: V- = Start- bis Endwert

Aulere Abmessungen:

L= =V N~

H=V!: Nt

L' = f(Stoff, iz, p, p5, Np)

Rippenabstinde: gR %

[

wenn L1 < 104,

Berechnungen:

Ubertragungsfaktor: k Ajsr nach Gl. (4.79)
mit Wirmeiibergangsgl. (3.1) und (3.4)

Berechnungen:

Ubertragungsfaktor:
mit Wirmeiibergangsgl. (3.1) und (3.6)

k Ajst te nach Gl. (4.89)

Gasseitiger Druckverlust: A pjg; |
nach Gl. (4.40) mit der Druckverlustgl. (3.12)

Gasseitiger Druckverlust: A pjg 1
nach Gl. (4.40) mit der Druckverlustgl.(3.12)

Trockenmasse: m = Vrohr PRohr + VR PR

Trockenmasse: m =

VRohr PRohr + VR PR

==

Filter:

kAo —kAig
‘ﬂ‘im‘ < Toleranz
oll
o VA p;
1 =P)=8pisial - leranz

7
P1—Py
Redmmin < Reda > Reda,max

Ausgabe der geometrischen Parameter:
N N7 Np di, Vo VS L= H LY Spom

z.B. nach Masse sortieren
»und fiir geometrisches
Modell verwenden

Abb. 6.4: Ablaufdiagramm zur Auslegungsberechnung eines Rohrrippenwérmeiiber-
tragers mit glatten Rippen mit und ohne Entfeuchtung der zugefiihrten feuchten Luft
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Angelehnt an die Anforderungen an einen Wirmeiibertrager zur Entfeuchtung
der Brennstoffzellenabluft eines Passagierflugzeuges mit einem multifunktionalen
Brennstoffzellensystem wird eine Simulation mit dem in Abschnitt 4.3.1 be-
schriebenen Verhaltensmodell mit den Parametern € = 0,8 fiir die Effektivitit,
A py = 50Pa und A pp = 0,7 bar durchgefiihrt. Der Kiihlkreislauf und die Ka-
thodenabluft des Brennstoftzellenstapels werden durch Fluidquellen und -senken
modelliert wie in Abb. 6.5 dargestellt. Hinsichtlich der Massenstrome wird ein
Anfahrprozess simuliert. Sobald die Massenstrome ihre Sollwerte erreicht haben,
befindet sich die Simulation in einem stationédren Zustand, da keine zeitabhéngigen
Modelle in der Verhaltensimulation angewendet werden. Dieser stationédre Zustand
wird beispielhaft zur Auslegung eines Rohrrippenwirmetibertragers mit geraden
durchgehenden Rippen mit der in Abb. 6.4 dargestellten Methode verwendet. Die
an die Auslegungsrechnung iibergebenen Werte sind in der Tab. 8.6 aufgefiihrt. Mit
einer Begrenzung auf maximal 10 Rohrreihen quer zur Luftstromrichtung kdnnen
63 Parametersitze gefunden werden, die jeweils einen Wirmeiibertrager zu den
geforderten Betriebsanforderungen beschreiben. Fiir die im nzchsten Abschnitt
beschriebene Simulation wird der Wirmeiibertrager mit der geringsten Trocken-
masse ausgewihlt und seine geometrischen Parameter dem Modell zugewiesen.

v

vvvy

P—— K~ ~o e Ar Sk
Verson 220 ~ B L e 700

v

v

Abb. 6.5: Graphische Oberfldche des Verhaltesmodell in SIMSCAPE

6.3 Dynamische Simulation

Eine Simulation ist ein Experiment, das an einem Modell durchgefiihrt wird.
Die steigende Bedeutung von Modellierung und Simulation und die damit ver-
bundenen Anforderungen an die Arbeitsorganisation von Entwicklungsprozes-
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sen hat Langermann [36] ausgearbeitet und mit Beispielen aus der Luftfahrt
und dem Automobilbau belegt. In diesem Kapitel werden die Ergebnisse einer
dynamischen Simulation diskutiert, die auf Basis der geometrischen Parameter
aus der Auslegungsrechnung aus dem vorangegangenem Abschnitt berechnet
wurden. Thre Werte sind in Tab. 8.7 zusammengefasst. Zunichst befindet sich der
Wirmeiibertrager in einem stationédren Zustand. Ab dem Zeitpunkt ¢ = O's erfolgt
innerhalb von 10 s eine lineare Reduzierung des Kiihmassenstroms auf 0 kg/s, wie
im oberen Diagramm der Abb. 6.7 dargestellt. Dies entspricht der Abschaltung
bzw. dem Ausfall der in Abb.3.1 dargestellten Pumpe, die den Wirmeliiber-
trager zur Entfeuchtung der Brennstoffzellenabluft mit Kiihlfluidmassenstrom
versorgt. Als Kiihlfluid dient, analog zur Auslegungsrechnung, das Propylen-
Glykol-Wassergemisch. Die Stoffdaten wurden dem Modell in Tabellenform
implementiert, so dass die dynamische Viskositit, die spezifische Warmekapazitit,
die Dichte und die thermische Leitfdhigkeit in Abhidngigkeit der Temperatur
interpoliert werden koénnen. Die Zustandsgrolen am Kiihlmittel- und Lufteinlass
sind so gewihlt, dass ungesittigte feuchte Luft mit einem Sauerstoffmassenanteil
von 10% gekiihlt und dabei ihr Taupunkt unterschritten wird. Die Werte der
vorgegebenen ZustandsgroBen sind in Tab. 8.6 zusammengefasst. Eine Ubersicht
der Verschaltung der Teilmodelle mit der graphischen Bedienoberfliche von
SIMSCAPE ist in Abb. 6.6 gegeben. Die Teilmodelle entsprechen der in Abschnitt
4.3.2 vorgenommen Einteilung. Das zeitabhiingige Verhalten basiert auf der
thermischen Triagheit der Massen. Thre Anbindung an das Modell kann aus der
Abb. 6.6 entnommen werden. Fiir dieses Beispiel betrigt die Masse der Luft
mger, = 2 g, die Masse des Kiihlfluids my = 0,327 kg, die Masse der Rohre m, =
0,361 kg und die Masse der Rippen mgr = 0,231 kg entsprechend der in Tab. 4.8
angegebenen Berechnungsvorschriften. Die Aufteilung der Masse der Rippen fiir
den trockenen und benetzten Bereich kann nur zum Simulationsstart festgelegt
werden. Die Kondensat bzw. Filmmasse wird mit myqng = 0,05 kg abgeschitzt. Die
hydraulischen Berechnungen erfolgen quasistationér. Daher ist die Druckdifferenz
aus Abb. 6.7 direkt vom Massenstrom und nicht vom vorangegangenem Zustand
abhingig.
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Eine zeitliche Abhingigkeit liegt fiir den durch die Rohrwand iibertragenden
Wirmestrom und damit fiir die Temperaturen am Luft- und Kiihlmittelaustritt
vor. Denn obwohl der Massenstrom zum Zeitpunkt # = 10 s konstant bei 0kg/s
verbleibt, nihern sich die Ausgangstemperaturen der Eingangstemperaturen der
feuchten Luft an. Entsprechend sinkt der Wérmestrom innerhalb von 120s auf
nahezu O W ab. Die Ergebnisse zeigen auch, dass der Temperaturanstieg auf der
Luftseite wéihrend der Reduzierung des Kiihlfluidmassenstrom bereits zu einem
starken Anstieg der Wasserbeladung am Austritt fiithrt. Der weitere Anstieg der
Luftauslasstemperatur wirkt sich sehr gering auf den die Wasserbeladung aus.
Auch wenn die Definitionsbereiche der Niherungsgleichungen aus Abschnitt 4.2.2
sowie einiger Druck- und Wirmeiibergangskorrelationen Betriebspunkte mit sehr
geringen Reynolds-Zahlen und Wirmekapazititsstromen ausschlieen, lassen die
Modelle ein ,,Durchfahren‘ dieser Bereiche zu.

Massenstrom Kihlfluid

o 2 )
S ]
X 1 i
£ ]
0 !
1 Druckdifferenz Kihlfluid
b
2 0,5f \ 1
=
0 ! : : : : : :
Temperaturen
. 360T/ —— T
£ 340[ : T 1 ]
B 320 1 1 \/\II bI I d 1 1 1
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QoS e
2 X
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? xe"
c 0’25 1 1 1 1 1 1 1
- Warmestrom durch die Rohrwand
E 10 - ]
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Abb. 6.7: Ergebnisse der dynamischen Simulation
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein akausales Modell zur Berechnung von
Rohrrippenwérmetibertragern unter  Entfeuchtungsbedingungen mit dem
in MATLAB/SIMULINK eingebetteten Programm SIMSCAPE erstellt. Die
dazu entwickelte integrale Berechnungsmethode basiert auf der mittleren
logarithmischen Temperaturdifferenz. Analog zu Spang und Rétzel [76] wurde ein
Korrekturfaktor eingefiihrt, der die mittlere logarithmische Temperaturdifferenz
bei der Kiihlung von feuchter Luft mit partieller Kondensation auf die
entsprechende Temperaturdifferenz fiir den reinen, einphasigen Gegenstromfall
bezieht. Der Fokus liegt auf der Beschreibung der scheinbaren, spezifischen
Wirmekapazitit und der Temperatur der feuchten Luft. Das eingefiihrte
Zellenmodell ermoglicht die Berechnung von unterschiedlichen Stromfiihrungen
fir vorgegebene feste Randbedingungen und einer variablen scheinbaren,
spezifischen Wirmekapazitit der feuchten Luft unter Beriicksichtigung des
fliissigen Kondensats fiir stationdre Betriebsbedingungen. Aus den Ergebnissen
dieser Berechnungen, mit den in Tab.4.1 aufgefiihrten Parametern, konnten
Korrelationen erstellt werden, die in das akausale, physikalische Modell
implementiert wurden. Die Simulationsergebnisse dieses Modells wurden mit
Literaturdaten und eigenen Versuchsergebnissen validiert. Eine Besonderheit der
eigenen Messdaten sind die hohen Eingangstemperaturen bis 321,6 K mit einer
maximalen Wasserbeladung der feuchten Luft von 70,4 g/kg bei 1 bar.

Ferner wurde eine Auslegungsprozedur fiir Rohrrippenwirmeiibertrager unter
Entfeuchtungsbedingungen entwickelt, die zur Simulation und Systemoptimie-
rung eines multifunktionalen Brennstoffzellensystems verwendet werden kann.
Entsprechend des von Grymlas et al. [21] vorgestellten Entwicklungsprozesses
unter Verwendung eines mehrstufigen Bibliothekskonzepts wird zunéchst ein
konsistenter Satz an Zustandsgrolen mit einem geometrieunabhingigen Modell
(Verhaltensmodell) erstellt, das von der Effektivitit und den Druckdifferenzen der
feuchten Luft und des Kiihlmittels abhingig ist. Die fiir die Warmetibertrageraus-
legung bendtigten Zustandsgroflen gehen in die Auslegungsrechnung fiir einen
Betriebspunkt ein. Werden geometrische Parameter gefunden, die den Anforde-
rungen entsprechen, konnen diese nach Kriterien, wie z.B. der minimalen Masse,
gefiltert und dem geometrischen Modell zugewiesen werden. Mit diesem Modell
sind dynamische Simulationen hinsichtlich der thermischen Triagheit moglich, so
dass neben gesamten Betriebszyklen auch das Verhalten fiir einzelne Lastwechsel
und Fehlerfille untersucht werden kann. Im Rahmen dieser Arbeit konnten die
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7 Zusammenfassung und Ausblick

physikalischen Wirmeiibertragermodelle, wie in Abb. 6.5 und Abb. 6.6 dargestellt,
mit Stoffstromquellen und -senken verwendet werden. Die Integration der Teil-
modelle des Kiihlsystems, des Spannungswandlers, des Wasserstofftanks und des
Brennstoffzellenstapels zu einem Gesamtsystem konnte nicht erreicht werden. Sie
wiirde die Untersuchung von gegenseitigen Wechselwirkungen sowie eine Opti-
mierung auf Gesamtsystemebene ermoglichen und stellt daher ein interessantes
Gebiet fiir weiterfithrende Forschungsaktivitdten dar.
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8 Anhang

8.1 Berechnungen: Unsicherheitsanalyse
Fiir die Enthalpiedifferenz der Kiihlmittelseite in Abhingigkeit der Messgro3en
gilt:

AH, =Vapa(T) (A(T3) T —c3(T) T3') (8.1)
Analog gilt fiir die Enthalpiedifferenz der Luftseite fiir die Versuchreihe A, B und
C:

S —1
! !
. R ¢’ ps (Tl) —\ — —\ —
AHy =y | 1425 (e (T7) 77 =< (T7) T7)

““(; (e () e (7))

RHZO [) —Ds (T

(8.2)
Fiir die Versuchsreihe D(T) wird die Enthalpiedifferenz der Luftseite nach
1ps (T7 -
. R Ds ( 1 )
AHy =i | 1+ 5 — (e (T7) T o (T7) 77
10 (py —Ap — ps (T{/))
RuL, (P/ps (T{)
Ru,0 (pl —Ds (Tll) ¢/)
1 T//
N\ — Rut. ps( 1 )
(&t + o (T) ) = ,,
10 (ph —dp—ps (T7))
pb (Tlll)
(Aho +p 0 (T”) Tl”) ——T{"cn,0 (T”)
(p/l —Ap —ps (Tlﬁ))
(8.3)

und fiir die Versuchsreihe D(M) nach
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Mgond

¢ R ¢ ps(T]) [ )
R0\ (py—ps(T]) 0") (0 —tp—ps(T]) 1)

/ F)
ey (T{)T{_Cu] (TT”> + Rt i Ps( :
p; p; —
Ri0 (pll —Ps (Tll))
(Ah(\; +C; H,0 (7>

AH, =

) T] - (8.4)

T,
R ( 1) —\ —
L 7) (AR +clino (Tlu) /) —
1)

\

N

RHZO P —Ap—ps (T}

1
Ryl Ps (ﬁ) _

Miond R0 pl—dp—py(T]") CH,0 (W) )
- H
; i 0 (T4

berechnet. Wobei fiir die mittlere Temperatur am Luftein- und ausgang der
Mittelwert der jeweiligen vier Temperaturmessstellen verwendet wird.

I
™-

T = I (8.5

1

Die Berechnung der Fluiddichte an der Blende erfolgt fiir die Versuchreihe A, B
und C nach

PBI

PBI = — — (8.6)
((l N / ) Ry + g 9000 RH20> Ty
1

RHZO (171 (T{) ¢/)

und fiir D(T)

PBI1

pBl = i 7
1— Ryr 1p5<Tl )7 RtrL + RuL 1p*(Tl ) RH o TB]
Re,0 (ph—Ap—ps (1)) 1) Ruy0 (pf—Ap—ps(T])1) " 2

8.7
und fiir D(M)
1+Myond
pBl — PBl1 Iml (8.8)
Ru1 Tgi 1 R0 HZO Mooy
RtrL
t iy
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8.2 Berechnungen: Reaktionsenthalpien und Reaktionsentropien

8.2 Berechnungen: Reaktionsenthalpien und Reaktionsentropien
Nach Baehr und Kabelac [6] ist die Reaktionsenthalpie als Summe der Produkte
aus den einzelnen molaren Enthalpien im Standardzustand und der zugehorigen
stochiometrischen Zahl definiert, so dass

AR E(TOaPO) =VH, 710,H2 + Vo, ilooz +VvH,0 ﬁo,Hzog

- 8.9
=ARhy
gilt. Mit der in [6] eingefiihrten Bildungsenthalpe ' (T, p) gilt
AR (T, p) = v, hiy, (T, p) + Vo, h, (T, p) + Vir,0 hiy,0¢ (T, ). (8.10)

Die Definition der Standard - Bildungsenthalpie erfolgt durch die Bildungsenthal-
pie bei Standardbedingungen

S = A (Ty, po). (8.11)

Mit der Konvention, dass die Enthalpie fiir Elemente, bzw. bei Wasserstoff,
Sauerstoff und Stickstoff fir die zweiatomigen Molekiile, im Standardzustand
ho = 0 gesetzt wird, fiithrt bei chemischen Verbindungen zu

ho := 1 (To, po) (8.12)

und damit zu den in Tab. 8.1 zusammengefassten molaren Bildungsenthalpien.
Daher kann GI. (8.9) fiir die Berechnung der Reaktions - Enthalpie im Standard-
zustand mit den stochiometrischen Zahlen der Knallgasreaktion nach Gl. (2.44)
VH, = —1, Vo, = —0.5 und VH,0 = 1 zu

AR by = hop,0e = —241,83kJ /mol (8.13)

reduziert werden, wenn das Produktwasser gasformig vorliegt. Nach Baehr und
Kabelac [6] werden die Entropien fiir den Standardzustand idealer Gase mit Hilfe
quantentheoretischer Methoden der statistischen Thermodynamik berechnet. Mit
den Standardentropien (vgl. Tab. 8.1) folgt fiir die Reaktionsentropie der isobar-
isothermen Knallgasreaktion mit gasformigem Wasser als Produkt im Standardzu-
stand

AR §(To, po) = va, §11, (T, po) + Vo, 50, (To, po) + Vi,0 Su,0¢ (T, Po)
1
AR 5y = ~130,681/(mol K) 5 205,15/ (mol K) + 188,843/ (mol K)

= —44,41]1/(mol K).
(8.14)
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Tab. 8.1: Auszug der Tab.10.6 aus [6]: Molare Bildungsenthalpie und molare
Standard-Entropie im thermochemischen Standardzustand (7o = 273,15 K, pg = 1
bar)

Stoff il() K1)
kJ/mol  J/(mol K)
H, 0 130,68
(0)) 0 205,15

H,O" -285.84 69,93
H,0® -241,83 188,84

8.3 Schnittstellendefinition und geometrische Parameter

Dieser Anhang fiihrt die detaillierte Berechnung der geometrischen Grofen und
die Definitionen der in den Modellen verwendeten Schnittstellen auf. Ferner
werden die Koeffizienten fiir die zur Berechnung des Druckverlusts in 180°-
Rohrbogen notwendigen Gleichungen tabellarisch aufgefiihrt. Fiir die freie Durch-
stromfldche kann mit folgender Gleichung berechnet werden

A":LLH—(alaNrL (LL—NR6R> +NR5RH>. (8.15)
Fiir die wiarmeiibertragende Fliche auf der AuBenseite gilt
Al =Ar +A; (8.16)
mit der duBeren Rohroberfliche (Primirfliche)
A =2 n% (Ll — N 5R) N, (8.17)

und der Oberfliache der Rippen (Sekundirfliche)

2
AR =2 |(HL")—Nm (”;a) Nr. (8.18)

Die Berechnung der gesamten Rohranzahl erfolgt gemif

N, =N- N+ (8.19)

vl

und die der Rippen mit
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8.3 Schnittstellendefinition und geometrische Parameter

Die warmetibertragende Flache auf der Rohrinnenseite wird mit
Ay =dy TL* N, (8.21)
bestimmt. Fiir ein rundes Rohr entspricht der hydraulische Durchmesser dem
Rohrdurchmesser. Der hydraulische Durchmesser auf der Auflenseite wird mit
d=4L"% (8.22)
berechnet.
Der Rippenwirkungsgrad nr kann nach [68] durch

_ tanh (P HR)

=i (8.23)

mit den Koeffizienten

_ Zam,l
O =,/ o (8.24a)

—\2 1 132

vt (Vo) +32 (V)

Oy = 1,27 1 ! A
d, VL

-0,3 (8.24b)
und der dquivalenten Rippenhohe fiir durchgehende Rippen
1
Hr = Eda (®2—1)(140,35Ind,) (8.25)

bestimmt werden.

Die Kiihlmittelschnittstelle und die der feuchten Luft wurden im Rahmen des
Projekts definiert. Die Zustandsgrofen, die zur Beschreibung des Wirmestroms
ibergeben werden, stammen aus der Thermal Foundation Library in SIMSCAPE.

Tab. 8.2: Definition der Kiihlmittelschnittstelle

ZustandsgroBBe  Einheit

Temperatur K
Druck Pa
Massenstrom kg/s
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8 Anhang

Tab. 8.3: Definition der Schnittstelle fiir feuchte Luft

Zustandsgrofe

Einheit

Temperatur
Druck

Fliissiger Anteil der Wasserbeladung

Gasformiger Anteil der Wasserbeladung
Stickstoff-Massenanteil bezogen auf die trockene Luft
Sauerstoff-Massenanteil bezogen auf die trockene Luft
Massenstrom der trockenen Luft

K
Pa

Tab. 8.4: Definition der Warmestromschnittstelle

Zustandsgroe  Einheit
Temperatur K
Wirmestrom J

Tab. 8.5: Koeffizienten fiir zur Berechnung des Druckverlusts in 180°-Rohrbogen

D, 2] D3 Dy Ps Dy D,
Gl.(3.21) 7,2623 - 19,06 -10,841 20,242 -10,841 3,1028 -0,4525
Gl. (3.22,1) 4,771 0,9339 -19,04 2,363 -0,3162
Gl.(3.22,2) 3,462 -56,78 3449 -47,76 -0,2031
Gl.(3.22,3) -2,816 -465,2 -16,17 9,179 0,04099

Tab. 8.6: Zustands- und Prozessgrofien, die fiir die Auslegungsrechnung im Verhal-
tensmodell berechnet und an die Auslegungsrechnung iibergeben werden.

Bezeichnung Formelzeichen = Auslegungsrechnung  Startwerte fiir Simulation
Wirmestrom in W 0 2,9910* -
Einganstemperatur der feuchten Luft in K 1! 353,15 353,15
Ausgangstemperatur der feuchten Luft in K T 339,33 -
Einganstemperatur des Kiihlfluids in K T, 330 330
Ausgangstemperatur des Kiihlfluids in K T 333,71 -
Eingangsdruck der feuchten Luft in Pa P 1103 110°
Ausgangsdruck der feuchten Luft in Pa Y 99950 -
Eingangsdruck des Kiihlfluids in Pa P 610° 610°
Ausgangsdruck des Kiihlfluids in Pa Py 5,310° -
Wasserbeladung am Eingang der feuchten Luft X’ 0,56 0,42
Wasserbeladung am Austritt der feuchten Luft X" 0,222 -
Sauerstoff-Massenanteil der feuchten Luft o, 0,224 0,1
Stickstoff-Massenanteil der feuchten Luft EN; 0,775 0,9
Massenstrom der trockenen Luft in kg/s FilgL, 0,0365 0,0365
Kiihlmittelmassenstrom in kg/s 1y 2,31 2,31
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8.4 Stoffdaten

Tab. 8.7: Abmalle, geometrische Parameter und konstante, mittlere Stoffwerte fiir

Rohrrippenwérmetibertrager

Bezeichnung Versuche und Validierung ~ Beispiel Abschnitt 6.2
Linge quer zur Luftstromrichtung in mm 360 695,9
Linge in Luftstromrichtung in mm 87 834
Hohe in mm 252 41
Rippenabstand in mm 3 4,6
Rippendicke in mm 0,12 0,1 (fix)
Rohrinnendurchmesser in mm 94 10
Rohrwandstirke in mm 0,3 0,3 (fix)
Anzahl Rohrreihen in Luftstromrichtung 2
Anzahl Rohrreihen quer zur Luftstromrichtung 1 (10-fach gefaltet)
Anzahl der Durchginge 1
Thermische Leitfahigkeit der Rohre (Kupfer) in W/(m K) 401
Thermische Leitfahigkeit der Rippen (Aluminium) in W/(m K) 236
Dichte der Rohre (Kupfer) in kg/m? 8900
Dichte der Rippen (Aluminium) in kg/m? 2700 2700

8.4 Stoffdaten

Die spezifische Wiarmekapazitit der trockenen Luft ist mit 1007 J/kg und die von
Wasserdampf mit 1870 J/kg verwendet worden. Die Dichte der feuchten Luft wird
fiir das geometrische Modell mit

3 (XE+X"8) 4 &5 + &5,
T| (552 Ro, + &, Ry, + T (xe +X//g)RH20>

PreL. = P (8.26)

berechnet. Die dynamische Viskositit des Kondensats wird zur besseren Ubersicht
als Mkong bezeichnet. Da das Kondensat aus fliissigem Wasser besteht, gilt:

Tkond = My1,00 (TFilm) (8.27)

Analog gilt fiir die Dichte des Kondensats:

Prond = PH,0 (TFilm) (8.28)

Die Gleichungen zur Beschreibung der dynamischen Viskositit GI. (8.29) und der
thermischen Leitfahigkeit Gl. (8.30) der feuchten Luft mit den Koeffizienten aus
Tab. 8.8 basieren auf Stoffwerten aus EES innerhalb der Grenzen von 299,15 K
bis 372,15K und einer Wasserbeladung von 0 bis 27,07 g/kg bei 1 bar und der
Massenanteile der trockenen Luft von &5 = 0,245 und &, = 0,755. In EES
wird hinsichtlich der Mischungsregel auf die Arbeit von Bulck [8] referenziert.
Fiir den Bereich von 274,15 K bis 373,15 K und 1 bar wurde folgende Gleichung
fiir die dynamische Viskositit der feuchten Luft mit den Koeffizienten aus Tab. 8.8
gefunden

5 X' —x" i
NMeeL = 1,747107° +4,562107° (T — Trp) + )| <<I>ig2g> , (8.29)
i=1
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Tab. 8.8: Koeffizienten fiir Gl. (8.29), Gl. (8.30) und GI. (8.31)

q>] q)z CI)3 CI)4 ‘1)5
Gl.(8.29) —3,564107°  7,9041077 —8,79107%  4,43210°  —7,75910~ !
GL(8.30) —1,892107% 2,10710°*  —1,03810°% 1,781077
Gl (8.31) 0,0792 0,0473 —0,0715 0,0251 —0,0044

Die Wirmeleitfahigkeit der feuchten Luft kann fiir den identischen Temperaturbe-
reich bei 1 bar mit der folgenden Gleichung und den entsprechenden Koeffizienten
aus Tab. 8.8 berechnet werden

AeL = 2,4451072+8,066 107> (T — Trp) +2,241 108 (T — Typ)?

X! —x" 4 X! —x" i (8.30)
—2.619107(T—TTP)< g2 g)+z<q>i g2 g) )
i=1

Ebenfalls mit Stoffdaten aus EES konnte ein Polynom zur Berechnung der
temperaturabhingigen Oberflaichenspannung von Wasser (Kondensat) gefunden
werden. In Abhingigkeit der Temperatur in K gilt fiir die Oberflichenspannung
in N/m

5 T\
Okond = 3, Pi T : (8.31)

i=1
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