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Kurzfassung

Im Rahmen dieser Dissertation werden die mathematischen Modelle fiir ein Computer-
programm, welches zur numerischen Simulation des transienten Verhaltens von Naturum-
laufdampferzeugern erstellt worden ist, beschrieben.

Ausgangspunkt fiir die Modellbildung war die Frage nach der zeitlichen Stromungsvertei-
lung des Arbeitsstoffes in der netzwerkartigen Rohrstruktur des Dampferzeugers wéhrend
etwaiger An- und Abfahrvorgénge sowie Lastdnderungen.

Der erste Abschnitt der vorliegenden Arbeit beschiftigt sich mit der Auswahl eines geeig-
neten Finite-Volumen-Verfahrens fiir die Diskretisierung und Loésung der partiellen Dif-
ferentialgleichungen der eindimensionalen Rohrstréomung fiir Masse, Energie und Impuls.
Um eine fundierte Aussage beziiglich der besseren Fignung der zur Auswahl stehenden
Algorithmen treffen zu kénnen wurde anhand zweier exemplarischer Beispiele — eines
Zwei-Trommel-Dampferzeugers und eines Abhitzekessels mit Biindelheizflache — Simula-
tionsrechnungen bei niedrigem Systemdruck durchgefiithrt. Die dabei erzielten Ergebnis-
se fiir die beiden Druckkorrekturverfahren SIMPLE (Semi Implicit Method for Pressure
Linked Equations) und SIMPLER (SIMPLE-Revised-Algorithm) werden préasentiert.

Im Anschlufl an diesen Verfahrensvergleich werden die zur Anwendung kommenden Be-
ziehungen fiir den ein- und mehrphasigen Warmeiibergang sowie fiir den Druckabfall im
geraden Rohr, im Kriitmmer und bei einer Querschnittsanderung beschrieben.

Die Gleichungen fiir das dick- und diinnwandige Rohr sowie jene fiir die Dampferzeuger-
bauteile Trommel, Sammler und Einspritzung werden hergeleitet und ihre Finbindung in

den SIMPLER-Algorithmus dargestellt.

Die Modellierung der eindimensionalen Rauchgasstromung erfolgt unter Vernachléssigung
der Impulsbilanz, da keine Druckverluste oder Druckschwankungen in der Rauchgassaule
berechnet werden sollen. Die Kontinuitétsgleichung wird quasistationér, die Energiebilanz
instationdr betrachtet. Die Berechnung des Feuerraumes erfolgt mittels eines einfachen
Flammraum-Strahlraum-Modells. Fiir den rauchgasseitigen Warmeiibergang wurden die
Beziehungen fiir Glatt- und Rippenrohre im Programm implementiert.

Um eine moglichst hohe Flexibilitdt bei der Modellierung von unterschiedlichen Schal-
tungsvarianten von Dampferzeugern zu erhalten, wurde fiir die Verwaltung der zur Be-
rechnung notwendigen Daten eine auf der Graphentheorie aufbauende Struktur gewéhlt.
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Abstract

The mathematical models for the simulation of the dynamic behaviour of natural circu-
lation steam generators are presented.

The question about the time dependent flow distribution of the fluid in a steam generator
with a tube network structure during start up and stopping period as well as at load
changes was the starting point for modeling.

The selection of a suitable finite-volume-algorithm for the discretization and solution of
the partial differential equations of mass, momentum and energy is shown in the first secti-
on. With the help of the results of two calculation examples — a two drum steam generator
and a heat recovery steam generator with a bundle heating surface — the suitability of two
algorithms for the model are tested. The calculations are done at low system pressure. The
results of the calculations for the two pressure correction algorithm SIMPLE (Semi Impli-

cit Method for Pressure Linked Equations) and SIMPLER (SIMPLE-Revised-Algorithm)

are presented.

Following the comparison of the algorithms the equations for the single- and two-phase
flow heat transfer and also for the pressure drop in the tubes, bends and at the change of
the cross section areas are described.

The equations for the thick and the thin tube wall as well as the equations for the steam
generator components drum, collector and injection are derived. The integration of the
equations into the SIMPLE-algorithm are shown.

The momentum balance of the one-dimensional flue gas flow is neglected, because the
pressure drop or pressure variation should not be calculated in the program. For the mass
balance a quasi-stationary assumption is used whereas for the energy balance an unsteady
model was used. The calculation of the combustion chamber is done by a simple model,
which subdivides the furnace into two parts the so called "flame zone” and ”radiation
zone”. For the heat transfer at the flue gas side the equations for plain and ribbed tubes
are implemented in the program.

For highest possible flexibility of the simulation program the structure of the geometry of
the fluid side as well as of the flue gas side are organised using graph theory.
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Symbol | MaBleinheit Physikalische Grofie

A - Matrix

A m? Querschnittsflache

A, m? Querschnittsfliche an der Kontraktionsstelle einer Quer-
schnittsverengung

AFiR. Aus m? Austrittsquerschnittsflache fiir das Rauchgas aus dem
Flammraum

Ao m? Oberflache

Aoin m? innere Rohroberflache

A0, qus m? aullere Rohroberflache

Ao Flam m? Flammenoberflache

Ao.rir m? Flammraumwandoberflache

Ao Kern m Kernrohroberfliche des Rippenrohres pro Meter

Ao rip m Gesamtoberfliche des Rippenrohres pro Meter

Ao stk m? Strahlraumoberflache

Aowa m? Wandoberflache

AR wa m? Ringquerschnittsflache der Rohrwand

Ap, m? Querschnittsfliche des Rauchgaskanals

ASiR, Aus m? Strahlraumaustrittsquerschnittsfliche des Rauchgases

Ar, m? Querschnittsflache der Trommel

Aw.r, m? vom Wasser eingenommene Querschnittsfliche der Trommel

A?MTT m? vom Wasser eingenommene Querschnittsflache der Trommel
zum alten Zeitschritt

AW Trmaz m? vom Wasser eingenommene Querschnittsfliche der Trommel
bei Wasserhochststand

Aw, Ty soll m? vom Wasser eingenommene Querschnittsfliche der Trommel
bei Sollwasserstand

a - Lagevektor

a; o, - Konstanten fiir die Berechnung der spez. Enthalpie des
Sauerstoffes

aKrij - Polynomkoeffizient des Widerstandsbeiwertes (k-

Uo; ke /s SIMPLE-Koeflizient am ostlichen Rand der Zelle 1

o ke /s SIMPLE-Koeflizient am ostlichen Rand der ostlichen
Nachbarzelle der Zelle 1

ag; ke /s SIMPLE-Koeflizient der 6stlichen Nachbarzelle der Zelle 1

ap - h - Koordinate des Lagevektors

AnE; ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der stlichen
Nachbarzelle der Zelle 1

ALES ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der stlichen
Nachbarzelle der Sammlerzelle S
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Symbol | MaBeinheit Physikalische Grofie

anpi ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der Zelle 1

ap; kg/s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der Zelle 1 zum alten
Zeitschritt

anpPs ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der Sammlerzelle S

alps kg/s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der Sammlerzelle S
zum alten Zeitschritt

AW ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der westlichen Nachbar-
zelle der Zelle 1

ARWS ke /s SIMPLE-Koeffizient der Energiebilanz der westlichen Nachbar-
zelle der Sammlerzelle S

AmEi m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der stlichen
Nachbarzelle der Zelle 1

AmES m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der stlichen
Nachbarzelle der Sammlerzelle .S

A Pi m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der Zelle 2

AmPS m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der Sammler-
zelle S

A Wi m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der
westlichen Nachbarzelle der Zelle 1

AW s m s SIMPLE-Koeffizient der Druckkorrekturgleichung der
westlichen Nachbarzelle der Sammlerzelle S

ap; ke /s SIMPLE-Koeffizient der Zelle 1

ad; kg/s SIMPLE-Koeffizient der Zelle 1 zum alten Zeitschritt

a, - p - Koordinate des Lagevektors

Qguer - Querteilungsverhéltnis

ARgE ke /s Koeffizient der 6stlichen Nachbarzelle der Energiebilanz der
Rauchgasstromung der Zelle ¢

ARgES ke /s Koeffizient der 6stlichen Nachbarzelle der Energiebilanz der
Rauchgasstromung der Mischzelle S

ARgP; ke /s Koeffizient der Energiebilanz der Rauchgasstromung der Zelle ¢

A, pi kg/s Koeffizient der Energiebilanz der Rauchgasstromung der Zelle ¢
zum alten Zeitschritt

aRgPS ke /s Koeffizient der Energiebilanz der Rauchgasstromung der Misch-
zelle S

ah,ps kg/s Koeffizient der Energiebilanz der Rauchgasstréomung der Misch-
zelle S zum alten Zeitschritt

ARgWi ke /s Koetfizient der westlichen Nachbarzelle der Energiebilanz der
Rauchgasstromung der Zelle ¢

ARgW S ke /s Koetfizient der westlichen Nachbarzelle der Energiebilanz der
Rauchgasstromung der Mischzelle S

awa W/K Koeffizient der Bestimmungsgleichung fiir die diinne Rohrwand
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Sy, W/K Koeffizient der Bestimmungsgleichung fiir die diinne Rohrwand
zum alten Zeitschritt

AW o Ei W/m K Koeffizient der stlichen Nachbarzelle der Bestimmungs-
gleichung der Zelle 7 des dickwandigen Rohres

AW o Pi W/m K Koeffizient der Bestimmungsgleichung der Zelle ¢ des dick-
wandigen Rohres

Sy pi W/m K | Koeffizient der Bestimmungsgleichung der Zelle i des
dickwandigen Rohres zum alten Zeitschritt

AW oW W/m K Koetfizient der westlichen Nachbarzelle der Bestimmungs-
gleichung der Zelle 7 des dickwandigen Rohres

i ke /s SIMPLE-Koeflizient am westlichen Rand der Zelle 2

aw; ke /s SIMPLE-Koeflizient der westlichen Nachbarzelle der Zelle 2

B - Koeffizient des Zweiphasenmultiplikators nach Chisholm

B - Matrix der Storvektoren

B - Storvektor

b m Laplace-Konstante

b - Lagevektor

b; - SIMPLE-Konstante der Zelle 2

be; N SIMPLE-Konstante der Impulsbilanz der Zelle ¢

by, - h - Koordinate des Lagevektors

by; J/s SIMPLE-Konstante der Energiebilanz der Zelle 1

brs J/s SIMPLE-Konstante der Energiebilanz der Sammlerzelle S

biiings - Léngsteilungsverhéltnis

bomi ke /s SIMPLE-Konstante der Druckkorrekturgleichung der Zelle ¢

bms ke /s SIMPLE-Konstante der Druckkorrekturgleichung der
Sammlerzelle S

b, - p - Koordinate des Lagevektors

bryi W SIMPLE-Konstante der Rauchgasenergiebilanz der Zelle ¢

bw W Koeffizient der Bestimmungsgleichung fiir die diinne Rohrwand

Co - Konzentrationsparameter nach Rouhani

Cy - Koetfizient des Zweiphasenmultiplikators nach Friedel

Cy - Koetfizient des Zweiphasenmultiplikators nach Friedel

Cs - Koetfizient des Zweiphasenmultiplikators nach Friedel

Csyr W/m? K* | Stefan-Boltzmann-Konstante

CKri - Polynomkoeffizient des Minderungsfaktors des Kriimmungs-
widerstandsbeiwertes (k.

cp J/keg K spez. isobare Warmekapazitét

Cp AS J/keg K spez. isobare Warmekapazitit des Arbeitsstoffes

Cp AS J/keg K spez. integrale isobare Warmekapazitit des Arbeitsstoffes

¢pD J/keg K spez. isobare Warmekapazitiat des Dampfes
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Cp Ry J/keg K spez. isobare Warmekapazitat des Rauchgases

Cp Ry J/keg K spez. integrale isobare Wiarmekapazitéat des Rauchgases

e Ry J/keg K spez. integrale isobare Wiarmekapazitéat des Rauchgases
zum alten Zeitschritt

CpRgS J/keg K spez. isobare Warmekapazitat des Rauchgases der Mischzelle S

& Rys J/kg K spez. isobare Warmekapazitit des Rauchgases der Mischzelle S
zum alten Zeitschritt

Cp W J/keg K spez. isobare Warmekapazitidt des Wassers

CpWa J/keg K spez. isobare Warmekapazitidt der Wand

< wa J/kg K spez. isobare Warmekapazitdt der Wand zum alten Zeitschritt

Cieil - Querteilungsverhéltnis bei Teilversetzung

D kg/m? s | diffusiver Fluf}

Dy ke /s Euklidische Norm

D, ke /s Maximumnorm

d - Lagevektor

de; m? s/kg | 6stlicher Koeffizient der Geschwindigkeitskorrektur der Zelle

dyus m Rohrauflendurchmesser

dp - h - Koordinate des Lagevektors

dhyd m hydraulischer Durchmesser

d;n, m Rohrinnendurchmesser

d, - p - Koordinate des Lagevektors

d i m? s/kg | westlicher Koeffizient der Geschwindigkeitskorrektur der Zelle i

Ec - Eckert-Zahl

€ J/kg spez. innere Energie

F kg/m? s | konvektiver Fluf

Fr - Froude-Zahl

Frwp - Froude-Zahl des Wasser/Dampf-Gemisches

Fanord - Rohranordnungsfaktor

fe - Kontraktionskoeffizient

ferw - Querschnittsverhaltnis

fn - Enthalpieinterpolationsfaktor

frr - Minderungsfaktor fiir den Rohrkriimmerwiderstand

fo - Druckinterpolationsfaktor

Foeh - Verschmutzungsfaktor

fu - Unterkithlungsfaktor

G J/kg freie Enthalpie oder Gibbs-Funktion

g m/s? Erdbeschleunigung

H,.q m reduzierte Rippenhéhe

Hy, m Trommelwasserstand

Hry s m Hochstwasserstand der Trommel

Hrp son m Sollwasserstand der Trommel




X1V

Symbol | Mafleinheit Physikalische Grofle

Hu J/kg unterer Heizwert

h J/kg spez. Enthalpie

has J/kg spez. Enthalpie des Arbeitsstoffes

hir, J/kg spez. Enthalpie des i-ten Brennstoffes

hp J/kg spez. Enthalpie des Dampfes

hp, Aus J/kg spez. Enthalpie des Dampfes am Austritt

hp T, J/kg spez. Enthalpie des Trommeldampfes

hD 7, J/kg spez. Enthalpie des Trommeldampfes zum alten Zeitschritt

hr, J/kg spez. Eintrittsenthalpie des i-ten Fallrohres

hrir, Aus J/kg spez. Enthalpie des Rauchgases am Flammraumaustritt

hrir Bin J/kg spez. Enthalpie der adiabaten Verbrennung

hgeg J/kg gegebener Wert der spez. Enthalpie fiir die Interpolation

hy, J/kg spez. Enthalpie der Luft

ho, J/kg spez. Enthalpie des Sauerstoffes

ho J/kg spez. Enthalpie der Massenstromquelle

hryg J/kg spez. Enthalpie des Rauchgases

hg J/kg spez. Enthalpie des Rauchgases zum alten Zeitschritt

hrgres J/kg spez. Enthalpie des rezirkulierten Rauchgases

hs J/kg spez. Enthalpie des Sammlers

hsehr J/kg spez. Abschlammenthalpie

hst, J/kg spez. Enthalpie des i-ten Steigrohres

hsir, Aus J/kg spez. Enthalpie des aus den Strahlraum austretenden Rauch
gases

hsir, Ein J/kg gesamte spez. Enthalpie des in den Strahlraum eintretenden
Rauchgases

hspuw; J/kg spez. Enthalpie des i-ten Speisewasserrohres

Rspu J/kg spez. Gemischenthalpie des gesamten der Trommel
zugefithrten Speisewassers

hw J/kg spez. Enthalpie des Wassers

hw.r, J/kg spez. Enthalpie des Trommelwassers

Wy 7, J/kg spez. Enthalpie des Trommelwassers zum alten Zeitschritt

hwa J/kg spez. Enthalpie des Arbeitsstoffes berechnet mit der
Rohrwandoberflachentemperatur

Ah, J/kg spez. Verdampfungsenthalpie des Arbeitsstoffes

? - Zéhler

Iy N Storvektor der Impulsbhilanz

J - Summe aus konvektiven und diffusiven Fluf}

J - Zéhler

K - Verstéarkungsfaktor des Reglers

K - Korrekturfaktor zur Berechnung des Warmeiibergangs-

koeffizienten bei Stromung durch Rohre nach Gnielinski
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K - Korrekturfaktor zur Berechnung des Warmeiibergangs-
koeffizienten bei Stromung um Rohre nach Gnielinski

k m absolute Rohrrauhigkeit

) m Lénge

Ir, m Trommellange

M kg Masse

Mp 1, kg Masse Dampf in der Trommel

Mp, r, kg Masse Dampf in der Trommel zum alten Zeitschritt

Mw r, kg Masse Wasser in der Trommel

My, ke Masse Wasser in der Trommel zum alten Zeitschritt

MRy kg Rauchgasmasse

MRys kg Rauchgasmasse der Mischzelle

Mp,s ke Rauchgasmasse der Mischzelle zum alten Zeitschritt

M Rip m™! Rippenparameter

m ke /s Massenstrom

MB ke /s Massenstrom des i-ten Brennstoffes

mp ke /s Massenstrom Dampf

MD, Aus ke /s austretender Massenstrom Dampf

MEin ke /s Eintrittsmassenstrom

mr, ke /s Massenstrom des i-ten Fallrohres

M Flus kg/m? s Massenstromdichte

Mges ke /s gesamter Massenstrom

my, ke /s Massenstrom Luft

mo ke /s Massenstrom der Quelle

mpyg ke /s Massenstrom Rauchgas

m%g ke /s Massenstrom Rauchgas zum alten Zeitschritt

MRy re ke /s Massenstrom des rezirkulierten Rauchgases

TSehl ke /s Abschlammassenstrom

mst, ke /s Massenstrom des ¢-ten Steigrohres

M Spus; kg/s Massenstrom des ¢-ten Speisewasserrohres

MSpwF ke /s pro Fallrohr zugefiithrter Speisewassermassenstrom

mw ke /s Massenstrom Wasser

Nu - Nufelt-Zahl

Nugg - NuBelt-Zahl des Arbeitsstofles

Nuginar - Nuflelt-Zahl des querangestromten Finzelrohres

Nuppin - Nufelt-Zahl des querangestromten Rohrbiindels

Nujgm - Nufelt-Zahl bei laminarer Fluidstromung

Nty - Nufelt-Zahl bei turbulenter Fluidstromung

n - Exponent zur Berechnung des Wéarmetibergangskoeffizienten

nr

im tberkritischen Druckbereich
Gesamtanzahl der Fallrohr
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N Rbiin - Anzahl der Rohrreihen eines Rohrbiindels

Pr - Prandtl-Zahl

Prags - Prandtl-Zahl des Arbeitsstoffes

Prw, - Prandtl-Zahl des Arbeitsstoffes bei Wandtemperatur

P Pa Druck

Pyeg Pa bekannter Druckwert fiir die Interpolation

App Pa/m Druckabfall aufgrund der Hohe pro m Rohrlénge

DPhrit Pa kritischer Druck des Arbeitsstoffes

Appr Pa/m Druckabfall aufgrund der Reibung pro m Rohrldnge

Ps Pa Sammlerdruck

Py Pa Trommeldruck

Py, Pa Trommeldruck zum alten Zeitschritt

P Pa Druckkorrektur

Q W Wiérmestrom

QFZR,Em \ gesamter in den Flammraum eingebrachter Warmestrom

Qges,sm \ gesamter im Strahlraum durch Strahlung abgegebener
Wirmestrom

Q Ry W vom Rauchgas abgegebener Wéarmestrom

nggm \ aus dem Strahlraum abgegebener Strahlungswarmestrom

Qwa, FIR \ von der Flammraumwand aufgenommener Warmestrom

QWa’StR \ von der Strahlraumwand aufgenommener Warmestrom

QSM FIR \ vom Flammraum durch Strahlung an den Strahlraum
abgegebener Wéarmestrom

q W /m? Wérmestromdichte

Qrrit W/m? kritische Warmestromdichte

GWa W/m? Warmestromdichte an der Wand

Ry, m Kriimmungsradius des Rohrbogens

Ro, J/kg K Gaskonstante des Sauerstoffes

Re - Reynolds-Zahl

Regpp - Reynolds-Zahl der Zweiphasenstromung

Rey - korrigierte Reynolds-Zahl

Rel - Relaxationsfaktor

Rel, - Relaxationsfaktor fiir die Dichte

r m Radius

Tous m Auflenradius eines Rohres

r; m Radius des Rechenpunktes der Zelle :

Tin m Innenradius des Rohres

TinTr m innerer Trommelradius

S - Schlupf zwischen Wasser- und Dampfstromung

Se - linearer Anteil des Quellterms
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Sewa W linearer Anteil des Quellterms der Bestimmungsgleichung der
Rohrwandtemperatur

See Pa/m linearer Anteil des Quellterms der Impulsbilanz

Sep Pa s/m?® | proportionaler Anteil des Quellterms der Impulsbilanz bezogen
auf das Kontrollvolumen

She W/ m? linearer Anteil des Quellterms der Energiebilanz bezogen auf
das Kontrollvolumen

Shes W/ m? linearer Anteil des Quellterms der Energiebilanz des Sammlers
bezogen auf das Kontrollvolumen

Shp kg/m®s | proportionaler Anteil des Quellterms der Energiebilanz

Shps kg/m®s | proportionaler Anteil des Quellterms der Energiebilanz des
Sammlers bezogen auf das Kontrollvolumen

Sy - proportionaler Anteil des Quellterms

S - Quellterm

SpWa W/K proportionaler Anteil des Quellterms der Bestimmungs-
gleichung der Rohrwandtemperatur

SRge W/m? linearer Anteil des Quellterms der Rauchgasenergiebilanz
bezogen auf das Kontrollvolumen

SRges W/m? linearer Anteil des Quellterms der Rauchgasenergiebilanz der
Mischzelle S bezogen auf das Kontrollvolumen

SRp kg/m®s | proportionaler Anteil des Quellterms der Rauchgasenergiebilanz
bezogen auf das Kontrollvolumen

SReps kg/m®s | proportionaler Anteil des Quellterms der Rauchgasenergiebilanz
der Mischzelle S bezogen auf das Kontrollvolumen

Ssir m aquivalente Schichtdicke

s J/keg K spez. Entropie

S1 m Querteilung eines Rohrbiindels

S9 m Léngsteilung eines Rohrbiindels

83 m Querteilung eines teilversetzten Rohrbiindels

T K Temperatur

To s Abtastzeit des Reglers

Tis K Temperatur des Arbeitsstoffes

Tpiss s Differenzierzeit des Reglers

TFiR, Aus K Austrittstemperatur des Rauchgases aus dem Flammraum

17 s Integrierzeit des Reglers

T, K mittlere Grenzschichttemperatur des Arbeitsstoffes

Thie,qus K mittlere Temperatur des Mediums auflerhalb des Rohres

Thiein K mittlere Temperatur des Mediums im Rohr

T, K Temperatur des Rauchgases

Twa K Temperatur der Rohrwand

Twa,qus K Oberflachentemperatur an der Rohrauflenwand
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Twa rir K Temperatur der Flammraumwandoberflache
Twa,str K Temperatur der Strahlraumwandoberfliche

Twa,rip K mittlere Rippentemperatur des Rippenrohres

Twa., K Temperatur der Rohrwand der Zelle ¢

T K Temperatur der Rohrwand der Zelle 7 zum alten Zeitschritt
Twa,in K Oberflachentemperatur an der Rohrinnenwand

Tirit K Temperatur im kritische Punkt des Arbeitsstoffes
Tok K pseudokritische Temperatur des Arbeitsstoffes

Tol - Fehlerschranke

t s Zeit

U m Umfang

U Ays - Ausgangsgrofie des Reglers

UBin - Eingangsgrofie des Reglers

|% m? Volumen

15 m?/s Volumenstrom Dampf

VFir m? Flammraumvolumen

Vs m? Sammlervolumen

Vo, m? Trommelvolumen

Viv m?/s Volumenstrom Wasser

Vg - Reglerparameter

Uy - Reglerparameter

Uy - Reglerparameter

We - Weber-Zahl

Wewp - Weber-Zahl des Wasser /Dampf-Gemisches

w m/s Geschwindigkeitsvektor

w m/s Geschwindigkeit in Rohrachsenrichtung

Wrel m/s Relativgeschwindigkeit zwischen Wasser und Dampf
w* m/s Néaherungslosung der Geschwindigkeit

w m/s Pseudogeschwindigkeit

x m Ortskoordinate

Az m Ortsschrittwelte

TRy kg/kgr, | Massenanteil der i-ten Rauchgaskomponente

o, kgo,/kgr, | Massenanteil Sauerstoff

TWD - Dampfziffer

TWD - Stromungsmassendampfgehalt

LW Dbil - Stromungsmassendampfgehalt aus der Energiebilanz
LW Dkrit - kritischer Stromungsmassendampfgehalt

TW Dkrit,o - kritischer Stromungsmassendampfgehalt an der Rohroberseite
TW Dkritu - kritischer Stromungsmassendampfgehalt an der Rohrunterseite
TWD lim - Grenzstromungsmassendampfgehalt

TWD tat - tatsachlicher Stromungsmassendampfgehalt
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TWD amin - Stromungsmassendampfgehalt an der Stelle des minimalen
Wairmeiiberganges

Y - Kennzahl zur Berechnung des kritischen Dampfmassenanteils
nach Doroshchuk

z - allgemeine Grofle

24 - gesuchter Funktionswert

Z; m Ortskoordinate

Symbol | Mafleinheit Physikalische Grofle

o W/m? K | Wéarmeiibergangskoeffizient

Ogbsr,Rg - Absorptionsverhéltnis des Rauchgases fiir Strahlung

Cgus W/m? K | dulerer Wiarmeiibergangskoeffizient

Qin W/m? K | innerer Wirmeiibergangskoeffizient

Ry W/m? K | Wiarmeiibergangskoeffizient Rauchgas - Wand

sty W/m? K | Strahlungswirmeiibergangskoeffizient

Qaph W/m? K | Wiarmeiibergangskoeffizient der Zweiphasenstromung

~ - allgemeine Funktion

I ke/m s | Diffusionskoeffizient

) - Winkel

Oy - Kriimmungswinkel des Rohrbogens

€ - ortlicher volumetrischer Dampfgehalt

€ - ortlicher volumetrischen Stromungsdampfgehalt

ECO, - Emissionsgrad des Kohlendioxids

EFlam - Emissionsverhaltnis der Flamme

EFlam - mittleres, gewichtetes Emissionsverhaltnis der Flamme

EFIR - mittleres, gewichtetes Emissionsverhéltnis des Flammraumes

€10 - Emissionsgrad des Wassers

€Rg - Emissionsverhédltnis des Rauchgases

Aep, - Bandeniiberdeckungskorrektur

EWa - Emissionsverhéltnis der Wand

¢ - Widerstandskoeffizient

Crin - Widerstandskoeffizient fiir den Rohreintritt

CBT’IU

§Ix"r
Cr

Widerstandskoeffizient fiir eine unstetige Querschnitts-
erweiterung

Widerstandskoeffizient des Rohrkriimmers
Widerstandskoeffizient der Rohrreibung
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Coer - Widerstandskoeffizient fiir eine unstetige Querschnitts-
verengung

CDo.R - Widerstandskoeffizient der Rohrreibung, wenn der gesamte
Massenstrom als Dampf vorliegt

CWoKr - Widerstandskoeffizient des Rohrkriimmers, wenn der gesamte
Massenstrom als Wasser vorliegt

(Wo.R - Widerstandskoeffizient der Rohrreibung, wenn der gesamte
Massenstrom als Wasser vorliegt

n Pas dynamische Viskositat

nw Pas dynamische Viskositéat des Wassers an der Siedelinie

np Pa s dynamische Viskositét des Dampfes an der Taulinie

NRip - Rippenwirkungsgrad

Jas °C Celsius-Temperatur des Arbeitsstoffes

Up °C Celsius-Temperatur des Dampfes

VFIR, Aus °C Austrittstemperatur des Rauchgases aus dem Flammraum

VUny °C Celsius-Temperatur des Rauchgases

ﬂ%g °C Celsius-Temperatur des Rauchgases zum alten Zeitschritt

VUnrgs °C Celsius-Temperatur des Rauchgases der Mischzelle S

0%y °C Celsius-Temperatur des Rauchgases der Mischzelle S zum alten
Zeitschritt

Ui °C Celsius-Séattigungstemperatur des Arbeitsstoffes

U stR, Aus °C Austrittstemperatur des Rauchgases aus dem Strahlraum

Ay, °C Temperaturdifferenz bei thermischen Ungleichgewicht

Iwa °C Celsius-Temperatur der Rohrwand

Iy, °C Celsius-Temperatur der Rohrwand zum alten Zeitschritt

Vwa,stR °C Celsius-Temperatur der Wandoberflache im Strahlraum

A W/m K | Warmeleitfahigkeit

AD W/m K | Warmeleitfahigkeit des Dampfes an der Siedelinie

AR - Widerstandszahl fiir die Rohrreibung

ARg W/m K | Warmeleitfahigkeit des Rauchgases

Aw W/m K | Warmeleitfahigkeit des Wassers an der Taulinie

Awa W/m K Wiérmeleitfahigkeit der Rohrwand

0 kg/m? Dichte

oD kg/m? Dichte des Dampfes

ODTr kg/m? Dichte des Dampfes in der Trommel

0s kg/m? Dichte des Arbeitsstoffes im Sammler

0% kg/m? Dichte des Arbeitsstoffes im Sammler zum alten Zeitschritt

ow kg/m? Dichte des Wassers

OW.Tr kg/m? Dichte des Wassers in der Trommel

OWa kg/m? Dichte der Wand

o, kg/m? Dichte der Wand zum alten Zeitschritt
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¢ - Variable der Transportgleichung

o2 - Zweiphasenmultiplikator

o3 - Zweiphasenmultiplikator fiir den Druckabfall im Kriimmer

7, - Zweiphasenmultiplikator fiir den Reibungsdruckabfall

D% r - Zweiphasenmultiplikator fiir den Reibungsdruckabfall nach
Friedel, wenn der gesamte Massenstrom als Wasser vorliegt

©12 - Einstrahlzahl

o N/m Oberflichenspannung

T N/m? Tensor der Scherspannungen

T - allgemeine Funktion

X - Rechenzeitverhaltnis

4 - Wertigkeit der Brennkammerflichen

P - Hohlraumanteil

Index Bedeutung

tiefgestellt

Anord Anordnung

AS Arbeitsstoft

Aus Austritt, Ausgang

absr Absorption

aus Auflen

Br Brennstoff

bil Bilanz

C O, Kohlendioxid

¢ Kontraktion

D Dampf

Diff Differenzieren

Do Der gesamte Massenstrom liegt als Dampf vor

D, Tr Dampf in der Trommel

hyd hydraulisch

Ein Eintritt

Einzr Einzelrohr

erw Erweiterung

F Fallrohr

Flam Flamme

FIR Flammraum
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Index Bedeutung
tiefgestellt
Fluzx Auf die Querschnittsfliche bezogen
g Gesucht
geqg Gegeben
ges Gesamt
H,0 Wasser
1 Integrieren
1,7, k Summationsindizes
m Innen
Kern Kernrohr
Kr Krimmer
krit Kritisch
L Luft
lam Laminar
langs Léngsteilung
lim Limes
Me Medium
m Mittlerer
mazx Maximal
min Minimal
N Letztes Element
nb Nachbar
0] Oberflache
Oy Sauerstofl
Oin Innere Rohroberflache
0 Oberseilte
P Druck
pk Pseudokritisch
Q Quelle
quer Querteilung
R Reibung
Rbun Rohrbiindel
Rg Rauchgas
Rup Rippe
red Reduziert
rel Relativ
rez Rezirkuliert
S Sammler
Satt Séattigung
Schl Abschlammung
Spw Speisewasser
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Index Bedeutung
tiefgestellt
St Steigrohr
StR Strahlraum
Str Strahlung
sch Verschmutzung
soll Sollwert
Tr Trommel
Tropf Tropfen
tat Tatséchlich
teil Teilversetzt
tur Turbulent
U Unterkithlung
u Unterseite
un Thermisches Ungleichgewicht
Verl Verlust
v Verdampfung
ver Verengung
w Wasser
Wa Wand
WD Wasser /Dampf-Gemisch
Wo Der gesamte Massenstrom liegt als Wasser vor
W, Tr Wasser in der Trommel
1ph Einphasig
2ph Zweiphasig
Index Bedeutung
hochgestellt
- Korrekturwert
* Néaherungslésung
0 Wert zum alten Zeitschritt
N Pseudowert




1 Einleitung

Schon sehr frith wurde der Arbeitsstoff Dampf als Energietrager fiir thermische Anlagen
entdeckt. Bereits Heron von Alexandria im 1. Jahrhundert nach Chr. niitzte den Energie-
inhalt des Dampfes zum Antrieb des sogenannten Heronballes (Bild 1).

heron.eps

Bild 1: Dampfgetriebene Drehkugel Herons von Alexandria [1]

Dazu wurde in einem geschlossenen Metallbehélter, welcher unter der Hohlkugel ange-
ordnet ist, Wasser zum Sieden gebracht. Der im Behélter entstehende Wasserdampf wird
durch rohrartige Stiitzen in die Hohlkugel geleitet. Der Dampf tritt aus der Kugel durch
zwel Rohrstutzen tangential aus. Aufgrund der Reaktionskrifte des ausstromenden Damp-
fes wird die Hohlkugel in Drehung versetzt.

Welchem Zweck der Heronball diente, wurde jedoch nicht iiberliefert. Die Idee zur Nut-
zung des Dampfes war jedoch geboren.

In dem 1629 erschienenen Buch ”Le machine” von Giovanni Branca wird erstmals die
handwerkliche Nutzung des Arbeitsstoffes Dampf als Energietrager fiir technische Prozes-
se erkennbar. Branca beschreibt darin eine Maschine, die basierend auf Herons Metall-
behélter Dampf produziert, welcher mittels eines Freistrahls auf ein Schaufelrad geblasen
wird. Das Schaufelrad ist dabei einem Wasserrad nachempfunden [1]. Diese Innovation
markiert den Beginn der Entwicklung von Dampfturbinen. Die Entwicklung der ersten
nutzbaren Dampfturbine wird de Laval und Parsons (etwa 1883/84) zugeschrieben.

Die Féhigkeit der Umwandlung der Wéarmeenergie des Dampfes in mechanische Energie
durch Wéarme-Kraftmaschinen fithrte somit in den letzten 200 Jahren zu einer stetigen
Entwicklung der Warmekreisprozesse und der Dampfkessel. Einen wichtigen Beitrag lei-
steten dabei die Kolbendampfmaschinen, welche bis ca. 1900 vorherrschten. Den fiir die
Kolbendampfmaschine benétigten Dampf lieferten meist mehrere Grofiwasserraumdampf-
erzeuger, deren Dampfparameter jedoch niedrig waren. In der Folge wurden die Kol-
bendampfmaschinen immer mehr von Dampfturbinen verdréangt. Die dadurch mogli-
chen hoheren Dampfparameter fithrten dazu, dafl beim Dampferzeuger der Grofiwasser-
raum immer mehr mit vielfach verzweigten Rohrstrangen gekoppelt wurde, bis schliefilich
der Dampferzeuger nur noch aus Rohrstrangen aufgebaut war [1]. Diese sogenannten
Wasserrohrdampferzeuger kénnen gegeniiber dem Grofiwasserraumdampferzeuger bis zu
héchsten Dampfleistungen gebaut werden.



In den letzten Jahrzehnten sind in der Kraftwerkstechnik die Anforderungen an den
Dampferzeuger jedoch weiter stark angestiegen. Durch Verbesserungen an der Verbren-
nungstechnologie und der Prozeffiihrung konnten Steigerungen im Wirkungsgrad erzielt
werden, die sich einerseits kostengiinstig auf die Energiebereitstellung auswirkten und
durch die andererseits eine Verringerung des spezifischen COy—AusstoBes erreicht werden
konnte. Durch verschérfte Umweltvertraglichkeitsbestimmungen fiir warmetechnische An-
lagen seitens des Gesetzgebers, mit dem Ziel der Senkung der Emissionen von SOy und
NOx, wurden die wirkungsgradsteigernden Effekte teilweise kompensiert. Am konventio-
nell befeuerten Dampferzeuger wurden die emissionssenkenden Mafinahmen durch der
Verbrennung nachgeschaltete Rauchgasentschwefelungs— und Entstickungsanlagen rea-
lisiert. Durch Primérmafinahmen wie die Senkung der Verbrennungstemperatur durch
Rauchgasrezirkulation oder die Entwicklung moderner Verbrennungstechnologien, wie
zum Beispiel der Wirbelschichtfeuerung, konnten weitere Emissionsreduktionen erzielt
werden. All diese Mainahmen hatten jedoch eine Erhéhung der Komplexitat der warme-
technischen Prozesse zur Folge.

Aus der Forderung nach einer verbesserten Energieausnutzung werden Dampferzeuger
neben der Grundlastabdeckung heute auch zur Abdeckung der Mittel- und Spitzenlast
eingesetzt. Sie werden in Kombikraftwerken oder auch fiir die Abhitzeverwertung, der
Riickgewinnung von Wiarme aus exothermen Prozessen in der Verfahrenstechnik, heran-
gezogen. Bei all diesen Anwendungen ist der Betrieb durch viele An- und Abfahrvorgénge
sowie zahlreiche schnelle Lastanderungen gekennzeichnet. Die Betreiber moderner Dampf-
erzeuger fordern daher vom Hersteller eine immer hohere und schnellere Verfiigbarkeit
der Anlagen, um auf den Bedarf an Strom und/oder Prozefldampf entsprechend den
gewiinschten Erfordernissen in kiirzester Zeit reagieren zu kénnen. Diese hohe Flexibilitét
des Dampferzeugers soll aber gleichzeitig mit einem hohen Wirkungsgrad und niedrigen
spezifischen Investitions- und Betriebskosten verbunden sein. All diesen Anforderungen
muf} der Kesselproduzent bei der Auslegung seiner Anlagen Rechnung tragen.

Abhitzekessel, deren Verdampfer im Naturumlauf betrieben werden, erfiillen die oben
beschriebenen Bedingungen sehr gut. Hinter einer Gasturbine angeordnet, ist dieser Kes-
seltyp sehr flexibel bei einem hohen Gesamtwirkungsgrad des GuD-Prozefles. Durch das
Fehlen einer Umwélzpumpe sind auch die Kosten sowohl fiir die Anschaffung als auch fiir
Betrieb und Wartung geringer. Wegen der kurzen Startzeiten beim kalten und warmen
Anfahren beziehungsweise den schnellen Lastanderungen kann es in einzelnen Rohren oder
auch im gesamten Verdampferbiindel zu einer Stagnation oder einer Umkehr der Strémung
aufgrund dynamischer Effekte kommen. Aus diesen Griinden ist es fiir den Hersteller eines
Abhitzekessels mit einem Naturumlaufverdampfer von grofler Wichtigkeit, das dynami-
sche Verhalten seines Dampferzeugers bereits im Stadium der Planung vorhersagen zu
kénnen.

Um die erforderlichen Informationen beziiglich der Strémungsverteilung zu erhalten, ist es
notwendig, ein Modell des Dampferzeugers zu erstellen, das alle zu untersuchenden physi-
kalischen Phédnomene abbilden kann, jedoch einfach genug ist, um einer mathematischen
Beschreibung zugénglich zu sein.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, ein allgemein giiltiges, nicht an bestimmte Schaltungen
gebundenes Simulationsprogramm zu erstellen, welches dazu geeignet ist, das dynamische
Verhalten der Rohrstrémung sowohl in einem Naturumlaufdampferzeuger als auch in ei-



nem beliebig verschalteten beheizten Rohrnetzwerk zu beschreiben.

2 Stand der Technik

Mit der Erforschung der komplexen Vorgénge in konventionellen Dampfkraft- beziehungs-
weise Kernkraftanlagen ist eine grofle internationale Forschungsgemeinschaft befafit. Ge-
meinsames Ziel ist die Erarbeitung von Berechnungsmethoden zur Vorhersage des Be-
triebsverhaltens der unterschiedlichen Dampferzeugertypen unter verschiedenen Betriebs-
bedingungen.

Mit der Entwicklung der ersten leistungsfahigen Rechenanlagen vor ungeféhr 25 bis 30
Jahren entstand das Forschungsgebiet der numerischen Stromungsberechnung (Compu-
tational Fluid Dynamics CFD). Die Simulationen von Dampferzeugerkomponenten sind
etwa bei Isermann [2], Unbehauen und Linck [3], Leithner [4], Anneveld [5], Achab [6], Hill
und Willmott [7], Gaber und Ali [8], Jekerle [9], Taler [10], Zhow und Cao [11], Ponweiser
und Linzer [12] und Pfeiffer und Zuba [13] nachzulesen, solche kompletter Dampferzeuger
bei Dolezal [14], Dovermann et al. [15], Kley [16], Riemenschneider [17], Schumacher [18],
Dymek [19] und Hoénig [20].

Die Untersuchungen des dynamischen Verhaltens von konventionellen Dampferzeugern
kann prinzipiell in zwei Hauptgruppen unterteilt werden. Zum einen besteht die Moglich-
keit, experimentelle Untersuchungen an Grof- oder Modellanlagen, wie Stange und Schle-
singer [21], durchzufiithren, zum anderen kann man theoretische Modelle entwickeln, die
die Grundlage fiir dynamische Simulationen bilden (siehe Profos [22]).

Experimentelle Ergebnisse besitzen im Rahmen der Mefgenauigkeit fiir die untersuchte
Anlage grofle Aussagekraft. Sie sind jedoch nur unter Zuhilfenahme der Modellgesetze auf
andere Anlagen iibertragbar (Volkl [23]). Die Messungen sind zeitaufwendig und kostenin-
tensiv, und es lassen sich manche Gréfien, die zur Analyse notwendig sind, mefitechnisch
kaum oder nur mit hohem Aufwand erfassen, wie es zum Beispiel bei der Ermittlung
des Wanderns der Verdampfungszone der Fall ist. Trotz dieser Nachteile ist die expe-
rimentelle Untersuchung auch heute noch von grofler Bedeutung, wie zum Beispiel fiir
die Uberpriifung numerischer Berechnungen (Brockel und Steinmetz [24] oder Edelmann
und Fett [25]) oder die Untersuchung von Schadensfillen (Martin et al. [26] oder Franke
[27]). Bei der Planung und Konstruktion eines Dampferzeugers konnen experimentelle
Methoden nur bedingt eingesetzt werden (Ebert und Féssler [28] und Dolezal [14]).

Zur theoretischen Untersuchung des gesamten Dampferzeugers wurden zuerst lineare Mo-
delle, wie die von Shang [29], Leithner und Linzer [30] oder Borsi et al. [31] entwickelten,
gebildet. Die verstarkte Forderung nach der Simulation grofler Zustandsénderungen, wie
sie bei An— und Abfahrvorgidngen, bei grofilen Lastwechseln und bei Storféllen auftreten,
fithrte zur Entwicklung der nichtlinearen Simulationsmodelle (Dolezal [32] und Dolezal et

al. [33] oder Klug [34]).

In Dolezal et al. [35] werden die Merkmale und Einsatzmoglichkeiten solcher nichtlinearen
Modelle geschildert. Bei den nichtlinearen Modellen entfillt die Linearisierung, was die
mathematische Berechnung der Erhaltungsgleichungen erschwert. Sie kann nur durch die



Umwandlung der Differentialquotienten in Differenzenquotienten oder tiber semianalyti-
sche Ansatze, wie zum Beispiel bei Berndt [36] oder Von der Kammer [37] vorgeschlagen,
erfolgen.

Dem FEinsatz nichtlinearer Modelle standen am Anfang die stark begrenzten Rechner-
leistungen und der hohe Rechenaufwand entgegen, welcher auf die zu jedem Zeitschritt
notwendige iterative Abstimmung der Ein— und Austrittsgréfien der verschiedenen Heiz-
flachen beruhte [38]. Mit dem von Dolezal [39] entwickelten Losungsverfahren wurde es
moglich, die Rechenzeiten zu verringern. In diesem Loésungsverfahren wurde die Berech-
nung der Abgasseite von jener der Arbeitsstoffseite entkoppelt. Der mit dieser Verein-
fachung verbundene Rechenfehler aufgrund des diesem Verfahren eigenen Selbstkorrek-
tureffektes niedrig [39]. Eine Weiterentwicklung dieses Verfahrens zeigt Von der Kammer
[40] anhand der Simulation von Anfahrvorgingen. Die Ubereinstimmung des Anfahrpro-
gramms mit experimentellen Daten zeigten Dolezal et al. in [41] und [42]. Weitergehende
Forderungen an die Entkoppelung der Berechnung fiihrten auf die Entwicklung der Er-
satzfunktion fiir die Wandtemperatur (Dolezal und Rolf [43]). Rolf [44] verbesserte das
Verfahren durch eine Weiterentwicklung bei der entkoppelten Berechnung der Energiebi-
lanzen vom Regenerator- zum Rekuperatormodell, wodurch Bilanzfehler vermieden und
die Zeitschrittabhingigkeit reduziert wurde. Zur Uberpriifung der Zeitschrittabhingigkeit
seines Modelles fithrte Rolf Vergleichsrechnungen mit der geschlossenen Losung durch, wo-
bei deutlich wurde, dal nahezu keine Verkleinerung der Zeitschrittweite gegeniiber dem
Vergleichsmodell erforderlich war. Heitmiiller [45] untersuchte mit einem weiteren semi-
analytischen Losungsverfahren das dynamische Verhalten eines Zwangdurchlaufdampfer-
zeugers beim Durchfahren des kritischen Punktes.

Mayinger et al. [46] losten die Differentialgleichungen mittels eines impliziten Diffe-
renzenansatzes, wodurch numerische Stabilitat auch bei der Wahl groflerer Zeitschritte
ermoglicht wurde. Reineke et al. [47] wandte dieses Verfahren zur Berechnung eines Tur-
binenschnellschlusses an einem Abhitzekessel an. Franke et al. [48] legten bei der Ent-
wicklung ihres Simulationsmodelles besonderen Wert auf eine geringe Rechenzeit. Dies
sollte durch eine selbsténdige Anpassung der Zeitschrittweite an die geforderte Rechenge-
nauigkeit erfolgen. Rohse [49] untersuchte in seiner Arbeit die Vorginge beim Ubergang
vom Umwilz- zum Zwangdurchlaufbetrieb unter Zuhilfenahme eines semiimpliziten Ein-
rohrmodells fiir die Stromung des Arbeitsstoffes. Das von Payrhuber [50] entwickelte Ein-
rohrmodell dient der Untersuchung des transienten Verhaltens von Abhitzekesseln sowie
des Auftretens von dynamischen Instabilitdten im Umlaufsystem des Abhitzekessels. Pon-
weiser [51], Ponweiser und Walter [52], [53], [54] prdsentierten in ihren Arbeiten ein auf
dem von Patankar und Spalding [55] entwickelten SIMPLE-Algorithmus (Semi Implicit
Method for Pressure Linked Equations) basierendes Modell zur Losung der Transportglei-
chungen fiir den Arbeitsstoff, welches zur transienten Simulation der Strémungsvorgéange
in parallelen beheizten Rohrstrangen dient. In [56] sowie [57] stellten sie die Erweiterung

ithres Modelles fur das SIMPLER-Verfahren vor.



3 Grundgleichungen zur Beschreibung der transien-
ten Stromung

Uber die stromende Bewegung einer Fliissigkeit 148t sich nur dann ein eindeutiges Bild
gewinnen, wenn man von jedem Fliissigkeitsteilchen fiir jeden Zeitpunkt den Ort seines
Aufenthaltes angeben kann; seine Ortsableitung nach der Zeit liefert dann seine Geschwin-

digkeit und die Beschleunigung [58].

Werden die Bilanzen beziiglich eines ortsfesten Kontrollraumes formuliert, in dem sich zu
verschiedenen Zeitpunkten unterschiedliche Fliissigkeitsteilchen befinden, so erhdlt man
die Erhaltungsgleichungen in der nicht-konservativen Form, und man spricht von der
sogenannten FEulerschen Betrachtungsweise. Im Gegensatz dazu spricht man von einer
Lagrangeschen Betrachtungsweise, wenn die Bewegungsgleichungen in konservativer Form
iiber eine aus immer denselben Fluidteilchen gebildete Kontrollmasse bilanziert wird. Die
Herleitung der Erhaltungssitze ist in vielen Literaturquellen, wie zum Beispiel [59],[60],

[61] oder [62], angegeben.

Im folgenden werden die Bilanzgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie in der Euler-
schen Betrachtungsweise unter Verwendung eines kartesischen Koordinatensystems ange-
geben. Die Darstellung der Erhaltungssidtze in anderen Koordinatensystemen sind unter

anderem in [63], [59] oder [64] angefiihrt.

3.1 Kontinuititsgleichung

Gleichung 1 stellt die mathematische Formulierung des Satzes zur Erhaltung der Masse
in einem allgemeinen Kontrollvolumen dar. Die Beziehung bringt zum Ausdruck, dafl
die zeitliche Massenédnderung infolge der Dichtednderung gleich der Summe der ein- und
ausfliefenden Massenstrome ist.

Diese Formulierung ist allerdings nur dann vollstandig, wenn chemische Reaktionen aus-
geschlossen werden, da ansonsten zusatzliche Quellterme berticksichtigt werden miifiten

[63].
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3.2 Impulsbilanz

Jedes Fluidelement ist aufgrund seiner Masse und Geschwindigkeit Tréger eines Impul-
ses. Dieser Impuls kann nach dem zweiten Newtonschen Axiom nur durch die Wirkung
von Kréften verdndert werden. Diese Krifte konnen entweder auf das Kontrollvolumen
verteilt (zum Beispiel die Erdbeschleunigung) oder an der Volumenoberfliche (zum Bei-
spiel Normal- und Tangentialspannungen in bezug auf das betrachtete Kontrollvolumen)



angreifen [63]. Bilanziert man nun iiber alle auf den Kontrollraum wirkenden Kréfte, so
1aBt sich die Impulsgleichung folgenderweise darstellen:
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Reibungskraft Gravitationskraft

Der Term auf der linken Seite der Gleichung (2) beschreibt die zeitliche Anderung der
Massenstromdichte. Der erste Term auf der rechten Seite der Impulsbilanz stellt die 6rt-
liche Anderung des Impulsstromes, der zweite Term die 6rtliche Anderung des Druckes,
der dritte Term die Reibungskraft und der letzte Term die am Kontrollraum angreifende
Gravitationskraft dar.

3.3 Energiebilanz

Wird der erste Hauptsatz der Thermodynamik fiir Flieprozesse auf ein ortsfestes Kon-
trollvolumen angewendet, so erhdlt man das Gesetz zur Erhaltung der Energie einer realen
Stromung, welches sich folgenderweise zusammensetzt:

Die zeitliche Anderung der Summe aus der inneren und der kinetischen Energie des Me-
diums im Kontrollvolumen ist gleich der Summe des mit dem Massentransport iiber die
Grenzen des Kontrollraumes transportierten konvektiven Zuflusses der inneren und der
kinetischen Energie; der in das Kontrollvolumen eingebrachten Warmeleistung; der ver-
brauchten Leistung zur Uberwindung der Reibungskrifte; und der aufgewendeten Lei-
stung zum Transport des Fluides durch das Gravitationsfeld und im Feld des sich &ndern-
den Druckes.

Im rechtwinkligen kartesischen Koordinatensystem ergibt sich die mathematische Be-
schreibung der Energiegleichung in der nicht-konservativen Form zu:
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4 Klassifizierung der Randbedingungen

Mit den oben beschriebenen Grundgleichungen kénnen der Druck p, die Geschwindigkeit
w und die innere spezifische Energie e an einem bestimmten Ort und zu einer bestimm-
ten Zeit ermittelt werden, wenn im gesamten Loésungsgebiet zum Zeitpunkt ¢ = 0 alle
Startwerte bekannt sind. Neben diesen Anfangswerten miissen beziiglich der Zeit an der
Randkurve des zu untersuchenden Loésungsgebietes bestimmte Bedingungen eingehalten
werden. Diese als Randbedingung bezeichneten Bedingungen lassen sich in drei grundle-
gende Typen einteilen:

e Randbedingung 1. Art oder Dirichlet-Bedingung: T(x) = ~.

~ bezeichnet eine gegebene Funktion von im allgemeinen z und ¢.

e Randbedingung 2. Art oder Neumann-Bedingung: 2X(z) = 7 .
% bezeichnet die Ableitung von T auf dem Rand in Richtung der Normalen und ~
eine gegebene Funktion von im allgemeinen x und ¢.

o Randbedingung 3. Art oder Cauchy-Bedingung: aT(z) + 351 (z) = 7.

a, [ und ~ bezeichnet eine gegebene Funktion von im allgemeinen = und ¢. Die
Cauchy - Bedingung stellt eine Kombination der Randbedingung 1. und 2. Art dar.

Ist eine dieser Randbedingungen 1., 2. oder 3. Art gleich null, so nennt man diese Rand-
bedingung homogen, ansonsten inhomogen. Sind an einer Randkurve unterschiedliche
Randbedingungen vorgegeben, so spricht man von gemischten Randbedingungen.

5 Bewegungsgleichungen der transienten Rohrstro-
mung

Die in Kapitel 3 dargestellten Grundgleichungen wurden in ihrer Formulierung so allge-
mein gehalten, dafl sie keine Beschréankungen fiir eine dreidimensionale Stromung besitzen.

Bei den in dieser Arbeit zu betrachtenden Stréomungsvorgéngen in Rohrleitungssystemen
kénnen, in bezug auf die oben dargestellten Bewegungsgleichungen, folgende diese Glei-
chungen vereinfachende Annahmen getroffen werden:

e Eindimensionale Strémung.
o Konstanter Rohrquerschnitt iiber das Kontrollvolumen.

o Ideale Durchmischung des Mediums im Kontrollvolumen, wodurch konstante Stoff-
werte verwendet werden kénnen.

e Die Stromungsgeschwindigkeit ist im Kontrollvolumen konstant und gleich einem
mittleren Wert.



o Die Wiarmeleitfahigkeit des stromenden Mediums sei normal zur Stromungsrichtung
unendlich grofl und in axialer Richtung gleich null.

e Die Reibungskrifte werden als Volumenkréafte beriicksichtigt, wodurch in der Ener-
giebilanz die Schubspannungskréfte verschwinden. (Da sich die Reibungsarbeit als
Verminderung auf die kinetische Energie und als entsprechende Erh6hung der inne-
ren Energie auswirkt, tritt kein Reibungsterm in der Energiebilanz auf. Die gesamte

Reibungsarbeit wird dem Fluid als Warme zugefiihrt [65]).

Unter Bezugnahme auf diese vereinfachenden Annahmen lassen sich die Bilanzgleichungen
fiir Masse, Impuls und Energie wie folgt anschreiben:
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Mit § wird der Winkel zwischen der Achse des Rohres und der Horizontalen bezeichnet.
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In der angewandten Thermodynamik wird anstelle der spezifischen inneren Energie e
bevorzugt die spezifische Enthalpie h verwendet. Den mathematischen Zusammenhang
zwischen diesen beiden thermodynamischen Zustandsgrofen stellt Gleichung (5) her.

_,_P
e=nh . (5)

Substitution der inneren Energie e in Gleichung 4c¢ durch die Beziehung 5 liefert die
Energiebilanz in Enthalpieschreibweise:
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Bei den hier zu betrachtenden thermischen Energieprozessen sind der Energieinhalt des
Fluides und die iiber die Grenzen des Kontrollvolumens transportierten Warmestréme die
dominierenden Gréen. Demgegeniiber liefern die Terme fiir die kinetische und potentielle
Energie sowie die transiente Anderung des Druckes nur sehr kleine Anteile und kénnen
daher vernachléssigt werden (siehe dazu auch Ponweiser [51] und Rohse [66]).

Unter Beriicksichtigung dieser Annahmen nimmt die Gleichung fiir die Energieerhaltung
folgende Form an:

%(th%(ghw):q% (7)



6 Allgemeine Form der Transportgleichungen

Betrachtet man sich die Form der Bilanzgleichungen fiir Impuls, Masse und Energie, so
erkennt man, daf sie eine grofie Ahnlichkeit in ihrer Struktur aufweisen. Ersetzt man die
jeweils interessierende Stromungsgrofie durch die Variable @ und bezeichnet man mit I’
den zugehorigen Diffusionskoeffizienten, so kénnen die Bewegungsgleichungen in folgender
allgemeiner Form dargestellt werden:
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Mit S wird ein Quellterm eingefiihrt, der alle nicht zur Konvektion beziehungsweise
Diffusion gehérenden Terme in sich vereinigt.

7 Diskretisierungsmethoden in der Stromungsme-
chanik

Zur Diskretisierung der stromungsmechanischen Grundgleichungen stehen unterschiedli-
che Methoden zur Verfiigung, beispielsweise

o die Finite-Elemente-Methode
o die Finite-Differenzen—Methode

e und die Finite-Volumen—Methode.

Bei den Finite-Elemente-Verfahren werden die Grundgleichungen auf einem beliebig ge-
formten Gitter durch die Methode der gewichteten Residuen oder des Galerkin-Verfahrens
naherungsweise erfiillt. Der Verlauf der Zustandsgréfien zwischen den Gitterpunkten wird
durch einfache Basisfunktionen approximiert.

Im Gegensatz dazu wird bei der Finite-Differenzen-Methode der Differentialquotient durch
einen Differenzenquotient ersetzt, welcher auf den an Gitterpunkten definierten Zustands-
groflen basiert. Die Grundgleichungen werden auf jedem Gitterpunkt ndherungsweise
erfilllt. Im Gegensatz zur Methode der Finiten-Elemente muf} bei der Finite-Differenzen-
Methode das Rechengebiet auf einem &dquidistanten Gitter abgebildet werden. Weiters
weist die Methode der Finiten-Differenzen ein schlechtes Konvergenzverhalten und einen
instabilen Losungsfortschritt auf (Epple [67]).

Bei der Methode der Finiten-Volumen wird das gesamte Integrationsgebiet in einzelne
Kontrollvolumina unterteilt und die Differentialgleichungen iiber die einzelnen finiten Vo-
lumen integriert. Im Gegensatz zur Finite-Differenzen-Methode ist nicht die differentielle,
sondern die integrale Form der Transportgleichungen der eigentliche Ausgangspunkt. Ein
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weiterer Vorteil der Methode der Finiten-Volumen gegeniiber der Methode der Finiten-
Differenzen besteht darin, dafl keine nichtphysikalischen Quellen oder Senken auftreten
kénnen.

In der vorliegenden Arbeit stellt das von Patankar und Spalding [55] entwickelte und
von Patankar in [68] erweiterte Finite-Volumen-Verfahren SIMPLER die zugrundeliegen-
de Diskretisierungsmethode dar und soll daher, soweit es fiir das weitere Verstandnis
notwendig ist, in den nachfolgenden Kapiteln ndher beschrieben werden.

8 Finite-Volumen-Verfahren

8.1 Historische Entwicklung der Finite-Volumen-Verfahren

Der kurze historische Riickblick iiber die Entwicklung der Finite-Volumen-Verfahren — mit
besonderem Schwerpunkt auf die sogenannten Druck-Korrektur-Verfahren — soll die grofie
Anzahl an Algorithmen zeigen, welche zur Lésung der allgemeinen Transportgleichung in
den letzten Jahrzehnten entwickelt wurden.

In den Anfdngen der numerischen Fluiddynamik standen zur Losung der instationdren
Probleme nur numerische Methoden zur Verfiigung, die zum Teil nur auf einem be-
schrankten Bereich von Fluidgeschwindigkeiten angewendet werden konnten. Fiir schall-
nahe Stromungen und Uberschallstromungen kamen in der Regel Lagrange- Euler- oder
Hybridmethoden zur Anwendung. Aber auch fiir vollstandig inkompressible Stromungen
wurden unterschiedliche Methoden entwickelt, welche alle auf der Eulermethode basieren

(siehe dazu Harlow und Welch [69] oder Hirt und Shannon [70]).

1968 entwickelten Harlow und Amsden [71] die “Implicit Continuous—Fluid Eulerian
Method” (ICE), welche auf alle Fluidgeschwindigkeiten anwendbar ist. Bei einer Be-
schrankung auf inkompressible Fluide und einer Schallgeschwindigkeit, welche gegen un-
endlich geht, reduziert sich der ICE-Algorithmus auf die “Marker and Cell Method”
(MAC) (Harlow und Welch [69], Amsden und Harlow [72] und Hirt und Shannon [70]),
wahrend sie fiir sehr kleine Schallgeschwindigkeiten eine implizite Variante der tiblichen
FEulermethoden (siehe dazu Gentry [73]) darstellt.

Harlow und Amsden [74] erweiterten 1971 die ICE-Technik in der Weise, dafl sie dem
Anwender durch einen Gewichtungsfaktor die Méglichkeit geben, die ICE-Methode durch
Anderung dieses Faktors von einer semi-impliziten Methode, welche der Originalversion
des ICE-Algorithmus entspricht, bis zu einer vollstandig expliziten Methode — in diesem
Fall entspricht der Algorithmus der urspriinglich expliziten Euler—Technik (Gentry et al.
[73]) — zu variieren.

Hirt et al. [75] kombinierten die “Implicit Continuous—Fluid Eulerian Method” (ICE) mit
der Lagrangemethode zu der “Arbitrary—Lagrangian—Eulerian Technique” (ALE). Die
Methode beniitzt ein finites Differenzennetz mit Scheitelpunkten, welches sich entweder
mit dem Fluid mitbewegt (Lagrange), festgehalten wird (Euler) oder in eine andere belie-

big vorgeschriebene Position gedreht werden kann. 1975 beschrieben Harlow und Amsden
[76] eine neue, ebenfalls auf der ICE-Technik aufbauende Methode, welche als “Implicit
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Multifield Solution Method” (IMF) bezeichnet wird. Mahaffy [77] verbesserte mit seiner
1982 vorgestellten “Stability-Enhancing Two—-Step Method” (SETS-Methode) die ICE-
Technik dahingehend, daf} diese neue Variante groflere Zeitschrittweiten zuldfit. Kashiwa
et al. [78] stellten 1994 eine Erweiterung und Verallgemeinerung der ICE-Methode vor.

Ein weiterer wichtiger Vertreter dieser Finite-Volumen—Verfahren ist das von Patankar
und Spalding [55] vorgestellte SIMPLE Verfahren. Dieser Algorithmus kombiniert einige
der Eigenschaften der MAC-Methode und ihrer Varianten mit neuen.

1980 erweiterte Patankar [68] das SIMPLE-Verfahren zum sogenannten SIMPLER-
Verfahren, in welchem eine zusatzliche Gleichung fiir die Auswertung des Druckes gel6st
werden muB. Eine andere Variante ist der SIMPLEC-Algorithmus, welcher von Van Door-
maal und Raithby [79] entwickelt wurde. Der wesentliche Vorteil dieses Verfahrens liegt
darin, daf} in der praktischen Anwendung die Druckkorrektur keiner Unterrelaxation un-
terworfen werden muf [80]. Spalding [81] in [82] entwickelte parallel dazu den SIMPLEST-
Algorithmus. Dabei wird fiir die Konvektion eine explizite und fiir die Diffusion eine impli-
zite Behandlung der Impulsbilanz vorgeschlagen. Eine weitere Verbesserung des SIMPLE-
Verfahrens geht auf Issa [83] zuriick. Die Methode, welche Issa “Pressure-Implicit with
Splitting of Operators” (PISO) nannte, unterscheidet sich allerdings nur in geringem Mafle
vom SIMPLER (Patankar [82]). Jang et al. [84] stellten in ihrem Aufsatz die Algorithmen
PISO, SIMPLER und SIMPLEC gegeniiber. Grundlage ihrer Untersuchung waren dabei
stationdre Stromungsprobleme. Latimer und Polard [85] berichten in ihrer Arbeit iiber
eine Vielzahl von Erweiterungen des SIMPLE-Algorithmus und beschreiben dabei auch
den Algorithmus FIMOSE.

Im Detail unterscheiden sich MAC, SIMPLE und seine Varianten jeweils bei der Behand-
lung der Koppelung zwischen den einzelnen Gleichungen, im speziellen derjenigen fiir die
Geschwindigkeitskomponenten (Spalding [86]).

Die vorliegende Zusammenfassung stellt keinen Anspruch auf Vollsténdigkeit. Fiir wei-
terfithrende Literaturzusammenfassungen sei auf Peric et al. [87] oder Patankar [82] ver-
wiesen.

8.2 Diskretisierung der eindimensionalen allgemeinen Trans-
portgleichung mittels des Finite-Volumen-Verfahrens

Ausgangspunkt fiir die Herleitung der algebraischen Beziehungen fiir das Finite-Volumen-
Verfahren SIMPLER ist die integrale Form der allgemeinen Transportgleichung.

[ U8 gy [ Aevd) /ai(gq’) Wt [ seav

Das zu untersuchende Rechengebiet wird dabei in einzelne, sich nicht iiberlappende Kon-
trollvolumina, wie in Bild 2 fiir die eindimensionale Rohrstréomung dargestellt, unterteilt.
In der Mitte eines jeden dieser Kontrollrdume ¢ ist der Rechenpunkt P angeordnet, und
der kontinuierliche Verlauf der Stromungsgréfle ® wird dabei durch die in den diskreten
Rechenpunkten bestimmten Werte fiir ® ersetzt.

Die Rechenpunkte der Nachbarvolumina der Rechenzelle 1 werden entsprechend der Kom-
paBnotation fiir den linken Nachbarn mit W (west) und dem rechten Nachbarn mit E (east)
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Bild 2: Kontrollvolumen einer allgemeinen Rechenzelle

bezeichnet.

Die Grenzflachen der Zelle : werden mit folgenden Indizes versehen: i + é an der ostlichen
und 7 — é an der westlichen Fléche. Diese Vereinbarungen gelten auch fiir alle weiteren
Betrachtungen, wenn keine explizit andere Vereinbarung getroffen wird.

Unter Anwendung des Integralsatzes von Gauf} auf die allgemeine Transportgleichung (9)
und unter Beriicksichtigung einer eindimensionalen Rohrstrémung kénnen die Volumenin-

tegrale des Diffusions- und Konvektionsterms in Oberflichenintegrale umgeformt werden:

/V %(QCI)) v = —/A(gwq)) dA+AF¢Z—i) dA + /Vszp v (10)
Die Oberflichenintegrale reduzieren sich zu einer Differenz des tiber die Stirnflache statt-
findenden Massenaustausches, da kein Austausch {iber die Mantelfliche des zylindrischen
Kontrollvolumens stattfinden kann (siehe Bild 2). Nimmt man weiters eine homogene Ver-
teilung der Transport- und Zustandsgréflen tiber die Querschnittsfliche der Rechenzelle ¢
an, so erhélt man:

Q (0®). AiAz; = (pwPA), 1 — (ngI)A)H_%

ot =3
0P 0P
_ (Fq) %A)i_l + (Fq) %A)H—l + (S@A)ZAJ}Z (11)

Patankar [68] faite die Konvektions- und Diffusionsterme zum sogenannten totalen Fluf}
J mit 90
J=owd —Ty — (12)
Ox

zusammen. Ersetzt man die Ableitung im Diffusionsterm durch einen Vorwérts- bezie-
hungsweise Riickwértsdifferenzenquotienten, dann ergibt sich der totale Flufl J iiber die
Grenze der Rechenzelle 1 zu

= D1 (0 — &) (13)
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und

‘]i-l- — FZ»+%(I)Z»+%—DZ»+%((I)Z'+1—(I)Z'), (14)

wobei F' den konvektiven und D den diffusiven Anteil des Flusses J an den entsprechend
zugeordneten Zellenrdndern beschreiben.

Fi—% = (Qw)i—% (15)

Fi—l—% = (Qw)ﬂ-% (16)
|

D, = % 17

D.,. = = 18

+3 AxH_% ( )

Nach Patankar [68] mufl der Quellterm S linearisiert werden und besteht aus einem kon-
stanten Anteil S, und einem proportionalen Anteil S,:

S =5, +5,0 (19)

Einsetzen der Gleichungen (15) bis (19) in Gleichung (11) bei gleichzeitiger Diskretisierung
der Zeitableitung mittels eines Riickwértsdifferenzenquotienten liefert:

(0i®; — ) PY)A; A,

2

At

= JZ_%AZ_% - JZ+%A2+% + (Scz + Spiq)i) AZAJ?Z (20)

Diskretisiert man nun die Massenbilanz (Gleichung 4a) in gleicher Weise, so 18t sich diese
wie folgt anschreiben:
(0 — of)AiAx;
At

+(ewA); 1 — (owA);_L =0 (21)

Durch Multiplikation der diskretisierten Massenbilanz (Gleichung (21)) mit ®; und an-
schlieflender Subtraktion von Gleichung (20) erhdlt man:

0¢ Az

®; — ¢°
(@ - 09) 2

A = (J_1—F

K3 2 K3

—%(I)i)Ai—% - (‘]i-l-% - Fi+%q)i)Ai+%

‘|‘(Sc2 + SpZ(I)Z)AZAl‘ (22)

Unter Verwendung des UPWIND-Schemas' und der Annahme konstanter Werte der Zu-

standsgroBen im Kontrollvolumen (Riithrkesselmodell) konnen die Grofien, welche am

!Es sind nur die Werte derjenigen Nachbarzellen von Relevanz, aus deren Richtung die Strémung in
das Kontrollvolumen flieft. Es wird dabei keine arithmetische Mittelung der Werte durchgefiihrt. Diese
Annahme ist fiir konvektionsdominante Stromungen gerechtfertigt. Uberwiegen jedoch Diffusionserschei-
nungen, so muf} ein Zentral-Differenzen-Schema verwendet werden. Als Maf fiir die Beurteilung des zu
verwendenden Schemas wird die sogenannte Gitter-Pecletzahl herangezogen. In der Literatur (zum Bei-
spiel Patankar [68] oder Noll [80]) wird die Verwendung der einzelnen Differenzenverfahren ausfiihrlich
diskutiert.
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stromabwértsliegenden Rand des Kontrollvolumens liegen, jenen im Kontrollvolumen
gleichgesetzt werden, und es gilt:

CI)Z»_% =0, falls FZ»_% > 0, (23a)
CI)»_% =@, falls F»_% < 0. (23b)

K3 K3

Die Terme fiir den totalen und den konvektiven Flufl kénnen unter Bezugnahme auf das

UPWIND-Schema daher in folgender Weise angeschrieben werden:

(Jipr = Fi 1 ®) Ay = api(® — i), (24a)
(JZ»_% — FZ»_%CI)Z')AZ»_% = awi(®imy — ;) (24b)
mit den Koeffizienten:
api = (Digy + ([~ Fipn, 0D Ay, (252)
awi = (D1 +[[Fi_1.0]])A;_1 (25b)

Der Operator [[A,B]] entspricht der FORTRAN-Anweisung DMAX1(A,B) und liefert als
Ergebnis den grofleren Wert von A und B.

Durch Substitution der Gleichungen (24a) und (24b) in Gleichung (22) und nach Auflésen
nach ®; erhalt man:

"Aia,
S (aw; + api + % — SpiAiAz;) = awi®ioy + ap®ip +
0
QAZAJ}Z 0

S A Az + 24— D, 26
S+ E8 g (o

Zusammengefafit ergibt sich
api®; = awi®i_1 + api®ip + b (27)

mit den Koeffizienten:
0

ap; = AL (28a)
ap;, = aw; + ag; + Cl?;i — SpZAZAJ}Z (28C)

Gleichung (27) muB auf alle Zellen des Rechengebietes angewendet werden und ergibt fiir
die eindimensionale Rohrstromung (ohne Verzweigungspunkte) eine tridiagonale Matrix,
welche eine einfache, rekursive Losung mittels des TDMA-Verfahrens (Tri-Diagonal Ma-
trix Algorithm) gewéahrleistet. Eine ausfiihrliche Beschreibung dieses Algorithmus findet
sich unter anderen bei Patankar [68], Noll [80] Schwarz [88] oder Ames [89].

Um eine Konvergenz des Verfahrens zu gewéahrleisten, postulierte Patankar [68] folgende
vier grundlegende Regeln:

1. Alle Koeffizienten (Zentral- und Nachbarkoeffizienten) miissen positiv sein.

2. Bei einer Quelltermlinearisierung (Gleichung 19) muf} der proportionale Anteil S,
stets kleiner oder gleich null sein.

3. Die Summe der Nachbarkoeffizienten muf} gleich dem Wert des Zentralkoeffizienten
sein.
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4. Die Bilanzierung iiber die Massenfliisse muf} konsistent sein.

8.3 Definitionen des Rechengitters

Bei der Auswahl eines geeigneten Losungsverfahrens fiir die allgemeinen Transportglei-
chungen muf} speziell auf die Kompressibilitat des zu untersuchenden Fluides ein be-
sonderes Augenmerk gelegt werden. Nicht alle Methoden zur Lésung der Euler- bezie-
hungsweise der Navier-Stokes-Gleichungen sind gleich gut geeignet, die unterschiedlichen
Anforderungen zu erfiillen, welche eine kompressibel beziehungsweise eine inkompressible
Stromung erfordern. Ob eine Stromung als kompressibel oder inkompressibel bezeichnet
werden kann, hédngt nicht nur von der Veranderlichkeit der Dichte ab. Als Kriterium fiir
die Kompressibilitat einer Stromung kommen diejenigen Dichtevariationen in Frage, wel-
che sich auf eine starke lokale Beschleunigung bis auf Mach-Zahlen grofer als etwa 0.4
zurlickfithren lassen. Werden die Dichtednderungen durch andere Ursachen, wie zum Bei-
spiel durch die bei chemischen Reaktionen freigesetzte Wéarme, hervorgerufen, so kann die
Stromung trotz starker Dichtevariationen durchaus inkompressibel sein.

Bei den Verfahren zur Berechnung kompressibler Strémungen hat es sich als vorteilhaft
erwiesen, wenn die Koppelung zwischen Druck und Geschwindigkeit iiber eine separate
Gleichung erfolgt. Dadurch besteht in den dafiir vorgesehenen Berechnungsalgorithmen
keine starke Verbindung zwischen den Druck- und den Geschwindigkeitsfeldern. Die Kon-
tinuitdtsgleichung dient in diesem Fall der Bestimmung der lokalen Dichte.

Im Gegensatz dazu kommt es bei der inkompressiblen Stromung auf Basis der primitiven
Variablen Druck und Geschwindigkeit zu einer sehr starken Koppelung der Kontinuitéts-
gleichung mit der Impulsbhilanz. Dabei wird die Bestimmungsgleichung fiir den Druck
iiber die Massenbilanz mit dem Geschwindigkeitsfeld verkniipft. Diese Verkniipfung kann
jedoch zu numerischen Problemen fiithren, welche in der Literatur, wie zum Beispiel bei
Patankar [68], Shih [90], Ferziger und Pri¢ [91] oder Noll [80], ausfiithrlich diskutiert wer-
den. Es hat sich daher zunéchst die von Harlow und Welch vorgeschlagene und in [69]
beschriebene Methode der Verwendung eines versetzten Rechengitters, eines sogenannten
staggered grid, etabliert. Dabei werden die Geschwindigkeitskomponenten, verschoben auf
den Grenzflachen zwischen zwei Druckknoten gespeichert (siehe Bild3).

Dies hat zur Folge, dafl neben dem erhéhten Speicherplatzbedarf auch der Rechenauf-
wand steigt, da die ZustandsgréBen hier fiir unterschiedliche Positionen berechnet werden

miissen (Noll [80]).

1983 prasentierten Rhie und Chow [92] mit der sogenannten Pressure-Weighted Interpo-
lation Method (PWIM) ein Verfahren, das die Anwendung des SIMPLE-Algorithmus auf
ein nichtversetztes Rechengitter erlaubt. 1984 stellten Shih und Ren [93] drei unterschied-
liche Verfahren vor, die ebenfalls keine Versetzung der Rechengitter benttigen.

Nach Patankar [82] kann die Verwendung von nichtversetzten Rechengittern dazu fiihren,
dafB die gefundene Lésung von der Wahl der Relaxationsfaktoren beziehungsweise von der
Zeitschrittweite abhéngt. In dieser Arbeit wird daher der versetzten Gitterdefinition der
Vorzug gegeben.

Fine zusammenfassende Literaturiibersicht zu den Finite-Volumen-Verfahren mit versetz-
ten und nichtversetzten Rechengittern geben Peri¢ et al. [87].
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Bild 3: Kontrollvolumen einer allgemeinen versetzten Rechenzelle

8.4 Quelltermlinearisierung

Eine der von Patankar postulierten Grundregeln, um eine sichere Konvergenz des
SIMPLE- beziehungsweise des SIMPLER-Verfahrens zu gewéhrleisten, ist die korrekte
Behandlung des Quellterms S. Der Quellterm kann in vielen Anwendungen eine beliebi-
ge Funktion der zu berechnenden Grofie @ sein, das heifit S = S(®). Ist der Quellterm
S eine nichtlineare Funktion von @, so muf} in jedem Fall linearisiert werden. Dabei ist
darauf Bedacht zu nehmen, dafl der proportionale Anteil des Quellterms Sp negative und
der konstante Anteil des Quellterms Se¢ immer positive Werte annimmt (Patankar [82]).
Unter dieser Bedingung kann mit der Linearisierung des Quellterms eine Beschleunigung
und Stabilisierung des Losungsverhaltens erreicht werden.

Nimmt der proportionale Anteil Sp hingegen positive Werte an, so koénnen iterative
Losungsverfahren leicht instabil werden, so dafl eine Linearisierung besser unterbleiben
sollte. In jenen Féllen, in denen das Vorzeichen von Sp sowohl positive als auch negative
Werte annimmt, kann die Linearisierung eine Hilfe fiir die Konvergenz darstellen (Noll

[80]).

Bei den in dieser Arbeit behandelten Transportgleichungen treten Quellterme in der
Form von Auftriebskraften, Gravitationskréften, Druckverlusten und zu- oder abgefiihrten
Massen- beziehungsweise Warmestrome auf.

8.5 Anwendung der diskretisierten allgemeinen Transportglei-
chung auf die Bilanzgleichungen

8.5.1 Impulsbilanz

Wie bereits in Kapitel 8.3 dargelegt, erfolgt die Diskretisierung der Impulsbilanz auf ei-
nem versetzten Rechengitter. Bild 4 zeigt das der allgemeinen Rechenzelle 1 zugeordnete
versetzte Kontrollvolumen 7 + % sowie deren Nachbarvolumina 1 — % und 7 + % Die Re-
chenpunkte des versetzten Rechengitters (Punkte w, e und ee) liegen an den Réandern der

Zellen der nichtversetzten Kontrollvolumina. Sind die Rechenpunkte des nichtversetzten
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Bild 4: Versetztes Rechengitter der Impulsbilanz

Gitters immer im Zentrum einer Zelle angeordnet, so ist dies beim versetzten Rechengit-
ter nur dann der Fall, wenn das Netz der nichtversetzten Rechenzellen ein dquidistantes
Gitter aufweist.

Aufgrund der Verschiebung des Rechengitters miissen auch die Zustandsgrofien fiir Wasser
und Wasserdampf auf dem versetzten Gitter bereitgestellt werden. Unter der Annahme,
daf} sich die StoffgroBen linear von einem Kontrollvolumen zum néchsten dndern, kénnen
die benotigten Grofen an den Réndern des nichtversetzten Rechengitters durch lineare
Interpolation ermittelt werden.

Ersetzt man in der diskretisierten allgemeinen Transportgleichung die Gréfie ® durch die
Geschwindigkeit w und die Diffusionskonstante I' durch die dynamische Viskositat n und
faBit man weiters das Schwerefeld und die Druckverluste aufgrund der Reibungskraft im
Quellterm zusammen, so ergibt sich die diskretisierte Bilanzgleichung fiir den Impuls,
aufgelost nach der Geschwindigkeit, zu:

aeiwﬂ_% = awiwi_% + aeein_% + bei + (pz - pi—l—l)AH_l (29)

2

mit den Koeffizienten

0
01 A LAT

= 5 7 (30a)
b, = SeciAH_%AxH-% + agiwg_%v (30b)
awi = [[(ew);_1,0]A,_1. (30c)
deci = [[=(ew)iy3,0]]4;45  und (30d)
Qi = Gui + eei + ag; — SepiAi+%Axi+%' (30e)

Die Beriicksichtigung des Druckabfalles zwischen zwei benachbarten Kontrollvolumina
muf} so erfolgen, dafl die in Kapitel 8.2 aufgestellte Forderung nach einem negativen
Proportionalteil des Quellterms erfiillt ist. Der durch die Gravitation bedingte Druckabfall
App wird dem konstanten Anteil des Quellterms S..; zugeordnet.

SeciAxH_% = ApHH_% (31)
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Der Druckabfall, der durch die Rohrreibung hervorgerufen wird, wird im Proportionalteil
des Quellterms S,,; wie folgt beriicksichtigt:

B ‘Apm%

SepiAxH-% = " (32)
iti

Damit kénnen, unabhéngig von der Stromungsrichtung und der Lage des Rohres im Raum,
die Druckdifferenzen infolge von Gravitation und Reibung korrekt beriicksichtigt werden.

8.5.2 Druckkorrekturverfahren

8.5.2.1 Geschwindigkeitskorrektur

Allen Druckkorrekturverfahren gemein ist, dafl ein Verfahren gesucht wurde, welches es
ermoglicht, ein Geschwindigkeitsfeld zu finden, das sowohl die Kontinuitatsgleichung als
auch die Impulsbilanz gleichzeitig erfiillt.

Ausgangspunkt fiir die iterative Ermittlung der Losung ist ein geschitztes Druckfeld? p*,
das durch Losen der Gleichung (33) fiir alle Elemente des Rechengebietes ein geschitztes
Geschwindigkeitsfeld w* liefert, welches die Massenbilanz nur ungenau erfiillt.

aeiw;_% — awiwi* 1+ aeeiw;_% + bei + (p:K - p;f+1)Ai_|_l (33)

-3 3

Um eine Verbesserung des Geschwindigkeits- beziehungsweise Druckfeldes zu erhalten,
werden die ungenauen Werte fiir Druck und Geschwindigkeit entsprechend der Gleichun-
gen (34) korrigiert, wobei die mit = gekennzeichneten Variablen die Korrekturwerte fiir
die GréBen p und w darstellen:

p=pP+p (34a)

w = w'4+w (34b)

Einsetzen der Beziehungen (34) in Gleichung (29) und anschliefende Subtraktion der

Gleichung (33) liefert als Resultat den Zusammenhang zwischen Druck- und Geschwin-
digkeitskorrektur in folgender Form:

Geillyy L= GopiW;_ 1+ Qeci Wiy 3 + (pi — ﬁi+1)Ai+%- (35)

Vernachldssigt man die Geschwindigkeitsdnderungen in den Nachbarzellen und 16st man
die Gleichung (35) nach der Geschwindigkeit auf, so ergibt sich die Geschwindigkeitskor-

rektur zu

@H% = dei(pi — Diy1) (36)

mit
de; = z, 37
» (37)

2Mit * werden jeweils die geschiitzten bzw. ungenauen Gréfien der Geschwindigkeit w und des Druckes
p bezeichnet.
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Eine ausfiihrliche Begriindung fiir die Vernachlédssigung der Nachbarkoeffizienten wird von

Patankar in [82] oder Noll in [80] gegeben.

Die Geschwindigkeit mufi nun wie folgt korrigiert werden, um den Anderungen im Druck-
feld zu entsprechen:

wH_% — wz*-l—% + dei(ﬁi - ﬁi-l—l) (38)
Analog gilt fiir die beziiglich der Rechenzelle 1 nach links versetzten Bilanzzelle:
WL = w -1 —I-dm( Pi— ﬁz) (39)

8.5.3 Druckkorrektur

Substituiert man in der diskretisierten Kontinuitétsgleichung die Geschwindigkeiten an
den Grenzen des Kontrollvolumens ¢ durch die Geschwindigkeitskorrekturen (Gleichun-
gen (38) und (39)), so wird eine Beziehung fiir die Druckkorrektur p in folgender Form
gewonnen:

Ampi Di = Gmwi Dic1 + Gmpi Pit1 + b (40)
mit den Koeffizienten

(QQ - Qi)AiAxi

b = — As + (ow™A)i_L — (ow™A)yy 1, (41a)
Amw; = (QA)i_%dm, (41b)
Amp; = (QA)H_%dei und (41c)
AmpPi = ApWi T ApnE;. (41d)

Der Koeftizient b,,; représentiert den Fehler in der Kontinuitatsgleichung, welcher durch
die Geschwindigkeit w* verursacht wird und stellt daher ein geeignetes Maf fiir die Giite
der gefundenen Lésung dar. b,,; = 0 bedeutet, dal sowohl die Impuls- als auch die Mas-
senbilanz im jeweiligen Kontrollvolumen i erfiillt ist.

8.5.4 Energiebilanz

Ersetzt man in der allgemeinen Transportgleichung (8) die Variable @ durch die spezifische
Enthalpie # und den Diffusionskoeffizienten I' durch 2 o SO erhédlt man die Gleichung fiir
die Erhaltung der Energie. Die Integration der Transportglelchung fiir Energie iiber das
in Bild 2 dargestellte Kontrollvolumen liefert die diskretisierte Energiebilanz in folgender

Form:

appihi = apwihi—1 + apgihiva + bui (42)

mit den Koeffizienten
ahp; = %7 (43a)
bri = Spdila 4 alp k0, (43b)
anwi = [[(ew);_1,01]A;_1, (43¢)
angi = [[(—ow)y1,0]]A; und (43d)
anpi = apwi + angi + ayp; — SppiAi Az (43e)
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In den auf das Kontrollvolumen bezogenen Quelltermen Sy, und S, werden die zu-
und abgefithrten Warmestrome des jeweiligen Kontrollvolumens beriicksichtigt. Um die
in Kapitel 8.2 beschriebene Grundregel beziiglich der Quelltermlinearisierung nicht zu
verletzen, miissen der proportionale und der konstante Anteil des Quellterms wie folgt
linearisiert werden:

Shei AiAz; = [[Q, 0]] (44)
und .
Sipidie, = — 20 (45)

8.6 Iterationsschema des SIMPLE-Algorithmus

1. Als Ausgangspunkt fiir die Iteration werden Schiatzwerte fiir alle erforderlichen
Zustands- und TransportgroBen angenommen. Diese geschétzten Werte sollten
moglichst sinnvoll gewéhlt werden, um eine gute und rasche Konvergenz des Ver-
fahrens zu begiinstigen.

2. Unter Vorgabe des geschétzten Druckfeldes wird die Impulsbilanz (Gleichung (29))
gelost. Daraus ergibt sich das dem geschatzten Druckfeld zugehorige Geschwindig-
keitsfeld.

3. Losung der Druckkorrekturgleichung (40) fiir alle Gitterpunkte des Rechengebietes.

o Addition der Druckkorrekturwerte zu der geschiatzten Druckwerten um somit
ein verbessertes Druckfeld zu erhalten.

4. Korrektur des Geschwindigkeitsfeldes mittels der Gleichungen (38) und (39).

5. Berechnung der Differenzengleichungen, welche die Energiebilanz beeinflussen. Als
Beispiel sei hier die Energiebilanz fiir den Warmetransport durch die Rohrwand
angefiihrt.

6. Berechnung der Enthalpie aus der Energiebilanz (42).

7. Abgleichen aller fiir die Berechnung benétigten Zustands- und Transportgréfien, wie
zum Beispiel die Dichte ¢ oder die Viskositét n.

8. Ist eine Konvergenz erreicht, so wird die Iteration abgebrochen; ansonsten wird mit
dem neu ermittelten Geschwindigkeits-, Druck- und Enthalpiefeld die Iteration ab
Punkt 2 fortgesetzt.



21

8.7 SIMPLER-Algorithmus

Beim Druckkorrekturverfahren SIMPLE erhélt man aufgrund der Vernachléssigung der
Geschwindigkeitsanderungen in den Nachbarzellen 3 ;(a,w,;) der Gleichung (35) auch
bei einem exakten Geschwindigkeitsfeld zum Beginn der iterativen Berechnung erst nach
mehreren Iterationsschritten das richtige Druckfeld (Noll [80]). Diese Vernachlassigung
fithrt dazu, daB im generellen eine sehr starke Unterrelaxation notwendig ist, und so-
mit die Konvergenzrate des Verfahrens sehr langsam ist (Lee und Tzong [94]). Dieses
schlechte Konvergenzverhalten war eine der Motivationen fiir Patankar, eine Anderung des
SIMPLE-Algorithmus in Erwigung zu ziehen. 1980 stellte Patankar in [68] den “SIMPLE-
Revised-Algorithm” (SIMPLER) vor, der diesen Nachteil umgeht und ein besseres Kon-
vergenzverhalten aufweist. Bei diesem Verfahren wird das Druckfeld nicht mehr tiber eine
Druckkorrekturgleichung, sondern direkt bestimmt.

Bei der Ermittlung der Beziehung zur Berechnung des Druckfeldes geht Patankar von der
diskretisierten Impulsbilanz (29) aus und definiert die sogenannte “Pseudogeschwindig-
keit” w iiber folgenden Ausdruck:

Uees w;-i —I' Aoy wi*— 1 —I' bei
- : 2 (46)

Gej

wZ»_I_

NI

Die Pseudogeschwindigkeit w wird dabei unter Zugrundelegung der Nachbargeschwindig-
keiten gebildet und beinhaltet nicht den Druck p. Gleichung (38) wird zu

Wipl = 17JZ»+% + dei(pi — pit1) (47)
mit
A1
d; =2 48
" (48)

Substituiert man die Geschwindigkeit in der diskretisierten Massenbilanz (Gleichung (21))
durch die Beziehung (47), so folgt damit die neue Bestimmungsgleichung fiir das Druck-
feld:

Ampi Pi = GmWi Pi1 + Gmpi Pit1 + b (49)
mit den Koeffizienten
b = BTEIART L 5, — (o). (50a)
amwi = (0A);_1dui, (50b)
Ampi = (QA)H_%dei und (50c)
GmPi = GmWi + GmEi. (50d)

Die Koeffizienten der Gleichung (49) zur Bestimmung des Druckfeldes sind gleich denen
der Druckkorrekturgleichung (40). Einzig die Bildung des Residuums b,,; unterscheidet
sich gegeniiber derjenigen in Gleichung (40). Die Ermittlung des Residuums erfolgt in der
Bestimmungsgleichung fiir das Druckfeld mittels der Pseudogeschwindigkeit w.
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Im allgemeinen liegt als Ausgangspunkt fiir eine Berechnung nur ein geschitztes Ge-
schwindigkeitsfeld vor. Es mufl daher auch beim SIMPLER-Verfahren die Lésung iterativ

bestimmt werden.

8.7.1 [Iterationsschema des SIMPLER-Algorithmus

1. Als Ausgangspunkt fiir die Iteration werden, in Anlehnung an das SIMPLE-
Verfahren, Schatzwerte fiir alle erforderlichen Zustands- und Transportgrofen ange-
nommen.

2. Unter Vorgabe des geschitzten Geschwindigkeitsfeldes werden die Koeffizienten der
Impulsgleichung (Gleichungen (30a) bis (30e)) ermittelt und daran anschlieflend
unter Zuhilfenahme der Beziehung (46) die Pseudogeschwindigkeiten @ fiir alle Git-
terpunkte des Rechengebietes berechnet.

3. Ermittlung der Koeffizienten der Druckgleichung (49) und Losen derselben zur Be-
stimmung des Druckfeldes p.

4. Unter Zugrundelegung des Druckfeldes p wird die Impulsbilanz (Gleichung (29))
gelost. Daraus ergibt sich das geschétzte Geschwindigkeitsfeld w*.

5. Losung der Druckkorrekturgleichung (40) fiir alle Gitterpunkte des Rechengebietes
unter Zugrundelegung des Geschwindigkeitsfeldes w™.

6. Korrektur des Geschwindigkeitsfeldes mittels der Gleichungen (38) und (39).

7. Berechnung der Differenzengleichungen, welche die Energiebilanz beeinflussen.
8. Berechnung der Enthalpie aus der Energiebilanz (42).

9. Abgleichen aller fiir die Berechnung benétigten Zustands- und Transportgréfen.

10. Uberpriifung der Konvergenz. Ist das Konvergenzkriterium erreicht, so wird die
Iteration abgebrochen, ansonsten wird mit dem neu ermittelten Geschwindigkeits-,
Druck- und Enthalpiefeld die Iteration ab Punkt 2 fortgesetzt.

8.8 Randbedingungen

Die in den vorangegangenen Kapiteln beschriebenen diskretisierten Gleichungen des
SIMPLER-Algorithmus gelten fiir ein allgemeines Kontrollvolumen des Rechengebietes.
Um einen vollstandigen Satz an Gleichungen fiir das gesamte zu untersuchende Lsungs-
gebiet zu erhalten, miissen auch fiir die Rénder Beziehungen angegeben werden. Bild 5
stellt die Bilanzzellen am Anfang und am Ende eines Einzelrohres dar, wie sie fiir die
unterschiedlichen Bilanzgleichungen bendtigt werden. Als Rohranfang wird dabei jene
Rohréffnung definiert, an der der Massenstrom in das Rohr eintritt.
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Bild 5: Bilanzzellen eines Einzelrohres

Die Randzellen fiir die Massen- und Energiebilanz liegen am nichtversetzten Gitter und
sind durch eine stark strichpunktierte Linie dargestellt. Die Bilanzzellen fiir den Rand der
Impulsbilanz, welche auf dem versetzten Rechengitter liegen, sind mittels einer diinnen
Vollinie dargestellt.

Aus physikalischen Griinden miissen an dem Rohrende, an dem das Stréomungsmedium
in das Rohr eintritt, zwei unabhangige Groflen und an dem Rohrende, an dem das Fluid
das Rohr verléfit, eine Grofle angegeben werden. Welcher der in Abbildung 5 den Rechen-
punkten der Randzellen zugeordneten Gréfien Druck p, Dichte p, spezifische Enthalpie h
oder Geschwindigkeit w der Vorzug gegeben wird, hdangt vom jeweiligen Anwendungsfall
ab. Ponweiser [51] beschreibt in seiner Arbeit die fiir die Simulation von Dampferzeugern
gebrauchlichsten Anwendungsfille von Randbedingungen:

1. Der Druck ist an beiden Rohrenden und die spezifische Enthalpie an dem Ende, an
dem das Fluid in das Rohr einstromt, als Funktion der Zeit gegeben.

2. Die Geschwindigkeit und die spezifische Enthalpie sind am Rohreintritt, der Druck
am Rohraustritt als Funktion der Zeit gegeben.

Beide Randbedingungen stellen Dirichlet-Bedingungen dar, wobei Item 1 vorwiegend bei
gravitationsgetriebenen Systemen Anwendung findet. Die Stromungsrichtung des Massen-
stromes stellt sich dabei in Abhéngigkeit von der Druckdifferenz ein. Durch die in Item 2
angefithrte Randbedingung wird die Annahme einer Pumpe am Rohreintritt verwirklicht.
Fiir diese zwei gebrauchlichsten Arten der Randbedingungen gibt Ponweiser in [51] auch
die dafiir notwendigen Beziehungen — bezogen auf die in Bild 5 dargestellte Randzellen-

konfiguration — fiir den SIMPLE-Algorithmus an.

In der vorliegenden Arbeit kommen beide Dirichlet-Bedingungen zur Anwendung. Wie
jedoch aus der vorangegangenen Beschreibung des SIMPLER-Algorithmus zu entnehmen
ist, so weist dieses Verfahren trotz seiner Ahnlichkeit zum SIMPLE-Algorithmus in den
diskretisierten Bilanzgleichungen doch wesentliche Unterschiede auf. Es werden daher im
folgenden fiir beide Arten von Randbedingungen die dafiir notwendigen Beziehungen an-
gegeben.



24

8.8.1 Randbedingung: Druck an beiden Rohrenden gegeben

Bei dieser Art von Randbedingung ist es notwendig - um den Zustand des Arbeitsstof-
fes zu fixieren - die Vorgabe der spezifischen Enthalpie als Funktion der Zeit von der
Stromungsrichtung des Arbeitsmediums und somit von der Druckdifferenz an den Enden
des betrachteten Rohres abhidngig zu machen. Fiir die Bilanzgleichungen zur Bestimmung
des Druck- und Geschwindigkeitsfeldes bedeutet dies jedoch, daff die Formulierung so
erfolgen muf}, dafl keine Abhéngigkeit von der Stromungsrichtung gegeben ist.

Bild 5 zeigt die Randzellenkonfiguration, wie sie sich an beiden Rohrenden fiir die hier
betrachtete Randbedingung darstellt. Wie bereits oben detaillierter beschrieben, liegen die
Randzellen fiir die Massen- und Energiebilanz am nichtversetzten, jene die Impulsbilanz
auf dem versetzten Rechengitter.

Eine Ermittlung der Pseudogeschwindigkeit w kann unter Beriicksichtigung des bekannten
Druckes fiir beide Randkontrollvolumina entfallen. Die Bilanzgleichung zur Berechnung
des Druckfeldes p mufl jedoch so vorgegeben werden, dafl bei Losung der Matrix die
gegebenen Randwerte des Druckfeldes unverdndert daraus hervorgehen. Unabhéngig von
der Stromungsrichtung ergeben sich die Koeffizienten der Gleichung (49) zu:

bml = P, (51&)
amp1 = 0, (51b)
amwi = 0 und (51c)
amp1 = |1 (51d)

beziehungsweise

me = PN, (52&)
dmEN = 0, (52b)

amwn = 0 und (52c¢)
adm PN @ — 1. (52(1)

Unter Zugrundelegung des Druckfeldes p muf in einem weiteren Schritt die Impulsbilanz
(Gleichung (29)) gelost werden. Die dafiir notwendigen Koeffizienten lassen sich fiir den
Rohranfang wie folgt anschreiben:

O A 1Az, 1
& = Zi Sk (53a)
by = Sec1A1+%A$1+%‘|‘GS1w?+%7 (53b)
ayi = 0, (53c)
G = (002,04 und (53d)
oy = awl—l—aeel—I—CLSI—SeplAl_I_%A:EH%. (53e)

Der vollsténdige Storvektor [, der Impulsbilanz ergibt sich unter Einbeziehung des Druck-
feldes p zu:

[bel = bel —I' (pl - p?)A1+% (54)
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Die Koeffizienten fiir die Randzelle der Impulshilanz am Rohrende sind entsprechend
nachfolgender Vorschrift zu ermitteln:

1 Z 1
N ; \_5 \_5

An_y = At ) (55a)
ben—1 = SeenvaAy_1Awy_ 1+ acn wjov_%, (55b)
awn-1 = [[(ow)y_z,0]]Ay_z, (55¢)
teeN—1 = 0, (55d)
AeN_1 = AuN-1+ Geen_1 +aly_ | — SepN—1Ay_1Azy_ 1 und (55e)
Ienoi = ben—1 + (Pv-1 — pN)An_1. (55f)

Die Beziehungen (53) und (55) sind unabhéngig von der Richtung der Stromung des
Arbeitsstoffes. Die Druckkorrekturgleichung (40) zur Bestimmung des Geschwindigkeits-
feldes muf} nach Patankar [68] in der Form angeschrieben werden, daf die Druckkorrektur
in der ersten und letzten Bilanzzelle des Rohres zu null wird. Diese Forderung kann,
unabhéngig von der Stréomungsrichtung, durch

bml = 0, (56&)
dmE1 = 0, (56b)
amwi = 0 und (56¢)
admpP1 = 1 (56(1)

beziehungsweise

me = 0, (57&)
dmEN = 0, (57b)

anwn = 0 und (57¢)
am PN — 1 (57(1)

erfillt werden.

Die Koeffizienten zur Berechnung der spezifischen Enthalpie des ersten und letzten Kon-
trollvolumens wurden der Arbeit von Ponweiser [51] entnommen, da diese unabhéangig

von der Anwendung im SIMPLE- oder SIMPLER-Algorithmus sind.

8.8.2 Randbedingung: Geschwindigkeit am Rohranfang und Druck am Rohr-
ende gegeben

Fiir die unter Item 2 in Kapitel 8.8 angefithrte Randbedingung — Geschwindigkeit und
spezifische Enthalpie am Rohranfang und Druck am Rohrende gegeben — wird eine weite-
re Randzellenkonfiguration, wie sie in Bild 6 dargestellt ist, bendtigt. Dabei wird fiir die
Randbedingung der Impulsbilanz ein imaginares Kontrollvolumen, welches in Abbildung
6 punktiert eingezeichnet ist, eingefithrt. Diese imagindre Randbilanzzelle dient dazu, die
Dirichlet-Bedingung fiir die Geschwindigkeit am Rohreintritt aufzunehmen. Die erste und
die letzte reguldre Bilanzzelle am Rohranfang und am Rohrende fiir die Massen- und




26

Energiebilanz liegen am nichtversetzten Gitter und sind durch eine stark strichpunktierte
Linie dargestellt. Die regularen Bilanzzellen fiir den Rand der Impulsbilanz, welche auf
dem versetzten Rechengitter liegen, sind mittels einer diinnen Vollinie in Bild 6 einge-
zeichnet.

Die im folgenden angegebenen Beziehungen, welche zur Beschreibung der Randbedingung
— Geschwindigkeit und spezifische Enthalpie am Rohranfang gegeben — dienen, gelten nur
fiir den Fall, daf die Eintrittsgeschwindigkeit des Arbeitsstoffes immer gréfier oder gleich
null ist, was der Annahme einer Speisewasserpumpe am Rohranfang entspricht.

Q1 QZ |QN-1 |QN
v R [ |2
SRR T ] / “, b

|

C o Wi Py P Dy Woagp W12 P Ps DN

e S T Rt al eI B T
: 1-1/2 1 112 2 N-1 N-1/2 N

5...\.___l i Ij g| L

Imaginares Kontrollvolumen
Kontrollvolumen  fur Massen- und
fur Impulsbilanz ~ Energiebilanz

rbneu-rohr-fv-method.eps

Bild 6: Kontrollvolumina eines Einzelrohres bei gegebener Geschwindigkeit am
Rohranfang

Wendet man nun die Gleichungen (30) zur Berechnung der Koeffizienten der diskreti-
sierten Impulsbilanz (29) auf das erste reguldre versetzte Kontrollvolumen (Zelle mit
der Nummer 1 + %) an, so erhélt man fiir diese Randzelle, unter Beriicksichtigung der
imaginaren Randzelle, folgende Beziehungen fiir die Koeffizienten zur Berechnung der
Pseudogeschwindigkeit w:

0
Orpi At ATy

T 2 Y , (58a)
b = SeclAH_%AxH_% + aglw&_%, (58b)
Gyl = 91—%141—%1”1—%7 (58¢)
.1 = 0 und (58d)
Gl = Gu1+ Geep + a21 — Sep1A1+%A$1+%- (58e)

Unter Einbeziehung der Pseudogeschwindigkeit w kénnen nun die Koeffizienten fiir die
Randzelle zur Berechnung des Druckfeldes angegeben werden.

amE1 = (QA)1+%d617 (59)
ale = 07 (60)
AmpPl = Apwil T GmEL und (61)
0
0] — 01)A1Ax B
b = AT EARN ) ey (A (62
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Ay

el

Bei der Ermittlung des Geschwindigkeitsfeldes aus der Impulsbilanz (29) kénnen fiir das
betrachtete Randkontrollvolumen am Rohranfang - unter Zugrundelegung der hier be-
trachteten Randbedingung - die Koeffizientengleichungen (58), welche zur Berechnung der
Pseudogeschwindigkeit w dienten, herangezogen werden. Die Belegung der ersten Spal-
te des Storvektors [, zur Berechnung des Geschwindigkeitsfeldes erfolgt nach Gleichung
(54).

Die Korrektur der Geschwindigkeit der ersten reguldren Rechenzelle des Rohres erfolgt
durch Losung der dem Kontrollvolumen entsprechenden Druckkorrekturgleichung (40).
Die fiir die Randzelle der Druckkorrekturgleichung notwendigen Koeffizienten lauten:

UmE1 = (QA)1+%d617 (63)
ale = 07 (64)
UmpPl = Amwi + pmEl und (65)
0
07 — 01)A1Ax »
by = LEEINEI L (4),puy — (0A) g (66
mit "
del — ! .
el

Wie bereits bei der Druckrandbedingung am Rohranfang kénnen auch in dem hier darge-
stellten Fall die Koeffizienten zur Berechnung der spezifischen Enthalpie der Arbeit von
Ponweiser [51] entnommen werden. Die Randbedingung — Druck am Rohrende gegeben —
wurde bereits in Kapitel 8.8.1 ausfiihrlich behandelt.

8.9 Abbruchkriterien und Fehlerschranken des Iterations-
schemas

Eine zentrale Bedeutung spielt in der numerischen Mathematik die Frage nach den Ab-
bruchkriterien und zugelassenen Fehlertoleranzen eines numerischen Verfahrens.

Wihrend sich Fehler, welche sich aus der Diskretisierung der partiellen Differentialglei-
chungen ergeben, noch abschatzen lassen (Oertel und Laurien [95]), so sind die durch
die endliche interne Zahlendarstellung am Rechner verursachten Rundungsfehler nur in
einem beschriankten Mafle einer Abschatzung zugénglich. Die in der Literatur aufgezeig-
ten Moglichkeiten einer Abschétzung des Rundungsfehlereffektes haben sich in der Praxis
bei umfangreichen Algorithmen als zu aufwendig erwiesen und liefern zudem oft zu grofle
Fehlerschranken. Zudem kann es bei Verfahren, welche eine grofie Anzahl an Rechenopera-
tionen aufweisen, zu Kompensationseffekten der einzelnen Rundungsfehler kommen, die
bei den garantierten Fehlerschranken jedoch keine Beriicksichtigung finden (Uberhuber
[96]). Neben dieser Rundungsfehlerabschitzung ist der Ubergang bei der Zahlendarstel-
lung am Rechner vom einfachen FlieBkommaformat mit einer 32-bit-Darstellung zur dop-
pelten Darstellungsgenauigkeit mit 64 Bit eine einfache Moglichkeit um die Genauigkeit
des Berechnungsergebnisses zu steigern.
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Bildet man jedoch zum Beispiel unendliche Summen oder muf} eine Losung iterativ er-
mittelt werden, so ist nicht nur der Diskretisierungs- und/oder der Rundungsfehler von
Bedeutung, sondern auch der sogenannte Abbruchfehler. Dieser Fehler entsteht durch die
endliche Folge arithmetischer Rechenoperationen unendlicher Prozesse am Rechner. Uber-
tragen auf den SIMPLER-Algorithmus heifit das, daf3 die Abgleichung des Koeffizienten
b,,; der Kontinuitatsgleichung — dieser reprasentiert die Abweichung des in der Impulsbi-
lanz ermittelten Geschwindigkeitsfeldes von der vollsténdigen Erfiillung der Massenbilanz
— nicht exakt auf null erfolgen kann. Daher ist es von gréfiter Notwendigkeit, Abbruchkrite-
rien und Fehlerschranken zu finden, welche eine groftmogliche Effizienz der eingesetzten
Rechnerressourcen garantieren und gleichzeitig die Genauigkeit der gefundenen Loésung
nicht beschrénken.

Es wurde daher versucht, einen Kompromif§ zwischen diesen beiden divergierenden For-
derungen in der Form zu finden, als dafl zwei Normen fiir das Abbruchkriterium herange-
zogen wurden, welche eine unterschiedliche Wichtung des Residuums b,,; zulassen. Damit
ist es dem Programmanwender freigestellt, zwischen den beiden zur Verfiigung stehenden
Normen zu wahlen. Es besteht aber auch die Moglichkeit, wahrend des Berechnungsvor-
ganges zwischen den beiden Normen zu wechseln und auf diese Weise die Konvergenz des
Verfahrens zu beeinflussen. Bei den beiden Normen handelt es sich um die Maximumnorm
Do

Do (b)) = maxd{|bma|, [bmz|, - - - |bmi-1], |bmil } (67)

und die Euklidische Norm D
Dy(bn) = 4| D_ b (68)
=1

Mit der unterschiedlichen Wichtung des Residuums b,,; erhdlt man somit ein Instrumen-
tarium fiir eine differenzierte Beurteilung des Iterationsfehlers.

Neben der Wahl der Norm muf} auch die Fehlerschranke fiir die Iteration festgelegt werden.
Von der Groéfle dieses Wertes héngt nicht nur die Giite der gefundenen Losung sondern
auch die pro Zeitschritt benétigte CPU-Zeit ab. Ist die Festlegung der Fehlerschranke in
einem Einrohrmodell noch eine leichter zu l6sende Problemstellung, so trifft dies bei der
Berechnung von Rohrnetzwerken nicht mehr zu.

Rohse [66] wahlte fiir sein Einrohrmodell eines Zwangdurchlaufdampferzeugers die in Glei-
chung (69) dargestellte Beziehung, wobei die auf den Eintrittsmassenstrom 1 g;, bezogene
Fehlerschranke Tol Werte zwischen 107 und 10~* annehmen soll.

=1

Im Gegensatz zum Einrohrmodell kénnen in einem Rohrnetzwerk zum gleichen Zeitpunkt
unterschiedlich grofle Massenstréme in den einzelnen Rohrstréngen auftreten, so daf eine
auf den Eintrittsmassenstrom bezogene Schranke nicht realisiert werden konnte. Um je-
doch keine absoluten Gréflen als Kriterium fiir den Abbruchfehler verwenden zu miissen,
wird das jeder Zelle zugehorige Residuum b,,; auf den aus der betrachteten Zelle aus-
tretenden Massenstrom bezogen. Diese Vorgehensweise hat den Vorteil, daf}, abhangig
von der Grofle des Massenstromes in den einzelnen Netzwerkabschnitten, die geforderte



29

Genauigkeit des Rechenergebnisses in allen Zellen erreicht wird. Dadurch ist auch gewahr-
leistet, dafl, trotz Angabe eines absoluten Wertes fiir den Abbruchfehler, in Rohren mit
kleinen Massenstromen eine héhere Genauigkeit im Rechenergebnis als in Rohren mit
groflem Massenstrom gegeben ist. Als giinstig fiir den Abbruchfehler haben sich Werte in
der GroBenordnung von 107* bis 1075 erwiesen.

8.10 Relaxationsfaktoren

Aufgrund der iterativen Losungsmethode fiir die algebraischen Gleichungen und der in der
Praxis getétigten Erfahrungen, ist es wie beim SIMPLE-Verfahren auch beim SIMPLER-
Algorithmus notwendig, eine Unterrelaxation vorzunehmen. Speziell bei stark nichtlinea-
ren Gleichungen koénnen die wéhrend der Iteration berechneten Werte in vielen Anwen-
dungsfillen zu grof§ sein, und es kann daher fiir diese Problemstellungen keine Losung
gefunden werden. Die Unterrelaxation stellt fiir solche Aufgabenstellungen ein geeigne-
tes Handwerkszeug dar, um das Problem doch einer Losung zufiihren zu kénnen - wobei
der Relaxationsfaktor auf die Losung selbst keinen Einflufl hat, jedoch sehr wohl auf den
Verlauf der Iteration.

Als notwendig hat es sich erwiesen, den Druck p, die Geschwindigkeit w und die spezifische
Enthalpie h einer Unterrelaxation zu unterziehen. Ausgehend von

ai® =3 anPu + b; (70)

nb

erhédlt man durch Umformung und Addition von @7

b s P + b;

a;

0. =0+ ~a1). )
wobel @ den Wert der gesuchten Gréfle aus dem Iterationsschritt davor kennzeichnet.
Wird nun Gleichung (71) mit dem Relaxationsfaktor Rel erweitert und anschlieflend um-
geformt, so ergibt sich die neue Bestimmungsgleichung fiir die Grofle ¢ zu

a;

Rel

P = @ + b + (1 — Rel)—— @7 (72)
nb

Rel

mit 0 < Rel <1.

Zusatzlich zu den abhdngigen Variablen kénnen nach Patankar [68] auch andere Grofien,
zum Beispiel die Dichte, einer Relaxation wie folgt unterzogen werden:

0 = Rel, onew + (1 — Rel,) 0. (73)

Die hier beschriebenen Verfahren wurden alle in der vorliegenden Arbeit implementiert,
wobei die einzelnen Faktoren jedoch stark mit der zu untersuchenden Problemstellung
wie auch mit der gewdhlten Zeitschrittweite variieren. Es lassen sich daher keine allgemein
giiltigen Angaben zu den Faktoren machen. Es hat sich jedoch gezeigt, dafl zur Ermittlung
der stationdren Losung groflere Relaxationsfaktoren verwendet werden kénnen als bei der
anschliefenden dynamischen Simulation.
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9 Vergleich der beiden Druckkorrekturverfahren
SIMPLE und SIMPLER

In Kapitel 8.7 wurde bereits auf die Motivation, welche zu einer Verbesserung des Finiten-
Volumen-Verfahrens SIMPLE fiihrte, eingegangen. Es soll hier nochmals eine kurze Zu-
sammenfassung der Beweggriinde, sowie eine Gegeniiberstellung von Vergleichsrechnun-

gen zwischen dem SIMPLE- und dem SIMPLER-Algorithmus dargestellt werden.
Nach Lee und Tzong [94] beziehungsweise Lomic [97] bendtigt das SIMPLE-Verfahren

eine starke Unterrelaxation und hat daher eine langsame Konvergenzrate. Wie Patankar
[68] zu seinen Ausfithrungen zum Finiten-Volumen-Verfahren SIMPLER festhélt, dienen
die gegeniiber dem SIMPLE-Verfahren getétigten Korrekturen dazu, die Konvergenzge-
schwindigkeit des Druckkorrekturverfahrens zu verbessern. Der Zeitgewinn durch die ra-
schere Konvergenz des Verfahrens kann jedoch durch den erhéhten Rechenaufwand pro
[terationsschritt nicht vollstandig umgesetzt werden. Nach [68] soll dieser Mehraufwand
an Rechenoperationen allerdings durch die erhohte Konvergenzrate mehr als kompensiert
werden.

Wie dem Druckkorrekturverfahren SIMPLE bereitet auch dem SIMPLER-Algorithmus
die Nichtlinearitat in der Impulsbilanz nur bei Kenntnis des korrekten Geschwindigkeits-
feldes keine Schwierigkeiten. Somit hangt der Rechenaufwand fiir das SIMPLER-Verfahren

von der ersten Naherung des Geschwindigkeitsfeldes sowie der jeweiligen Problemstellung

ab [80].

Um festzustellen, welches der beiden Verfahren fiir die dynamische Simulation von beheiz-
ten Rohrnetzwerken mit einer Rohr-Sammler-Struktur besser geeignet ist, wurden daher
Simulationsrechnungen an einem Zwei-Trommel-Dampferzeuger sowie an einem Abhitze-
dampferzeuger mit Biindelheizfliche durchgefiihrt, deren Ergebnisse in der vorliegenden
Arbeit prasentiert werden sollen.

Als Grundlage fiir die Beurteilung des Finiten-Volumen-Verfahrens SIMPLER werden
Vergleichsrechnungen mit dem SIMPLE-Verfahren herangezogen. Dabei dient die CPU-
Zeit pro Simulationsrechnung und die Variationsbreite der Relaxationsfaktoren, bei der
eine Konvergenz des Verfahrens gewéhrleistet ist, als Basis fiir die Bewertung der Algo-
rithmen.

Wie bereits Lomic [97] in seiner Arbeit zeigen konnte, besteht bei der dynamischen Si-
mulation von beheizten Rohrnetzwerken mit einer Rohr-Sammler-Struktur eine grofie
Abhéangigkeit des SIMPLE-Algorithmus von den Relaxationskoeffizienten Druck und
Dichte. Die Relaxationskoeffizienten konnten dabei nur in einem sehr kleinen Bereich
variiert werden, um die Konvergenz des Verfahrens nicht zu gefahrden.

Dies hat zur Folge, dafl eine groflere Anzahl an Rechenlédufen notwendig ist, um eine
giinstige Kombination von Relaxationskoeffizienten zu finden, welche ein Konvergieren
des Verfahrens iiber die gesamte Dauer der Simulation ermoglicht.

Die Variationsbreite der Relaxationsfaktoren bei den hier zur Anwendung kommenden
Finiten-Volumen-Verfahren ist stark von der Komplexitat der Geometrie des zu untersu-
chenden Netzwerkes abhéngig (siehe dazu auch Lomic [97]). So ist es in der vorliegenden
Arbeit auch nur méglich, etwaige Tendenzen aufzuzeigen. Allgemein giiltige Aussagen
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beziiglich des Konvergenzverhaltens der Algorithmen kénnen aus den erwahnten Griinden
nicht getroffen werden.

9.1 Beschreibung der simulierten Dampferzeuger

Bild 7 zeigt den Verdampfer des ersten untersuchten Abhitzekessels, welcher als Zwei-
Trommel-Dampferzeuger ausgefiithrt ist. Die obere und untere Trommel werden durch
zwei Fallrohre (Rohre 13 und 14) sowie zwolf Siederohre (die Rohre 1 bis 12) miteinander
verbunden. Die Siederohre miinden in einen Zyklonkasten. Zur Trennung des aus dem
Zyklonkasten ausstromenden Wasser-Dampf-Gemisches dient ein in der oberen Trommel
angeordneter Zyklon.

Dampf, x=1

Trommel

\ Speisewasser

Rauch- N Fallrohre
gas /(D "

Siederohre

untere Trommel

nu-2tro-mod.eps

Bild 7: Zwei-Trommel-Dampferzeuger

Bei der Modellierung des Verdampferteiles wird jede Lage der Fall- und Siederohre als
eigenes Rohr abgebildet. Die obere und untere Trommel bilden jeweils einen Knoten; der
Zyklonkasten wird ebenfalls als eigener Knoten im Modell abgebildet. Die Modellierung
des Zyklons erfolgt in der Form eines Ersatzrohres mit dem entsprechenden Druckabfall-
koeffizienten (.

Als Anfangsbedingung fiir die dynamische Simulation des Zwei-Trommel-Dampferzeugers
wurde angenommen, daf} in der oberen Trommel ein Druck von py, = 10 bar herrscht und
das Wasser in der Trommel Siedezustand hat. Im Rohrsystem des Verdampfers befindet
sich das ruhende Wasser in dem Zustand, der sich aufgrund der Schwerkraftverteilung
einstellt. Die Temperatur im gesamten Rohrsystem ist gleich der Sattwassertemperatur
bei Trommeldruck.
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Der Trommeldruck wird iiber die gesamte Simulationsdauer von 400 s konstant gehalten,
wahrend die Beheizung entsprechend Bild 8 gesteigert wird.
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Bild 8: Beheizungsrampen Zwei-Trommel-Dampferzeuger

Die Abstufung der Beheizung fiir die einzelnen Rohrebenen wurde fiir das vorliegende
Beispiel anhand einer warmetechnischen Berechnung fiir den 60-%-Lastfall und fiir Vollast
ermittelt. Die Steigerung der Last erfolgt in einem ersten Schritt von Null auf 60-%-
Last innerhalb der ersten 160 s. Im Anschlufl daran wird im Zeitraum von 160 s bis
320 s die Beheizung auf Vollast gesteigert. Die errechneten Wéarmestréome werden dem
Naturumlaufsystem als zeitliche Randwerte aufgepragt.
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Bild 9: Massenstromverldufe im Zwei-Trommel-Dampferzeuger

In Bild 9 sind die zeitlichen Verlaufe der Massenstrome am Austritt der einzelnen Fall-
und Siederohre sowie im Ersatzrohr des Zyklons dargestellt.
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Zu Beginn der Simulation bleibt der Ruhezustand des Arbeitsmediums in den Fall- und
Siederohren nahezu erhalten. Mit Beginn der Verdampfung in den am starksten beheiz-
ten Siederohren sinkt in diesen die Dichte. Es stellt sich aufgrund der Dichtednderung
eine nach oben gerichtete Auftriebskraft ein, welche bewirkt, dafl es zu einer Beschleu-
nigung des Wassers kommt und sich daher in diesen Rohren ein positiver Massenstrom
einstellt. Damit ist ein Abzug von Wasser aus der unteren Trommel des Zwei-Trommel-
Dampferzeugers verbunden, was zu einer Druckabnahme in der Trommel fithrt. Diese
Druckabsenkung bewirkt, dafl das Wasser in den restlichen Rohren beschleunigt wird und
in die untere Trommel nachflieft. Es entsteht dadurch ein positiver Umlauf in den bei-
den Fallrohren. Im Gegensatz dazu setzt in den Siederohren 5 bis 12 eine Riickstromung
(negativer Massenstrom) ein.

Fortschreitende Erhohung der Beheizung fithrt auch in den weniger stark beheizten Sie-
derohren zu einer beginnenden Dampfbildung. Damit verbunden ist eine Absenkung der
Dichte und eine Steigerung der Auftriebskraft, was zu einer Verzégerung der Stromung in
den betroffenen Rohren fiihrt. Bei weiterer Intensivierung der Beheizung kommt es zu einer
allmé&hlichen Umkehr der Stromungsrichtung in den Siederohren 5 bis 12. Nach ungefahr
58 s ist dieser Vorgang abgeschlossen und der Massenstrom in allen Siederohren verldauft
in positiver, nach oben gerichteter Umlaufrichtung. Nach einer kurzen Uberschwingphase
aufgrund der starken Stromungsbeschleunigung streben die Massenstrome in den einzel-
nen Rohren kontinuierlich ihrem stationdren Wert bei Vollast entgegen.

Speisewasser
Steigrohr

|

Sammler

Biindelheizfliche
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} \Fallrohr
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Bild 10: Abhitzedampferzeuger mit Biindelheizflache

Rauch
gas

nu-abh-vergl.eps

Bild 10 zeigt den Aufbau des Verdampfungssystems eines Abhitzedampferzeugers mit
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einer Biindelheizfliche, welcher als zweites Beispiel fiir die Gegeniiberstellung der bei-
den Finiten-Volumen-Verfahren SIMPLE und SIMPLER gewéhlt wurde. Die Zirkulati-
on des Wassers erfolgt, wie bereits beim vorangegangenen Beispiel des Zwei-Trommel-
Dampferzeugers, im Naturumlauf.

Das Verdampfersystem des Abhitzekessels besteht aus einer waagrechten Biindelheizflache
mit vier parallelen Rohrstréngen. Die Rohrstrange sind durch jeweils einen Verteiler und
einen Sammler miteinander verbunden. Die Anspeisung der Biindelheizflache erfolgt iiber
zwei parallele Fallrohre, welche vor der Einmiindung in die Stirnseite des Verteilers einen
siphonartigen Unterhub bilden.

Das Wasser beziehungsweise Wasser-Dampf-Gemisch tritt aus dem Sammler in zwei Steig-
rohre ein, welche mit der Trommel verbunden sind. In der Trommel erfolgt die Trennung
des Wasser-Dampf-Gemisches mit Hilfe von Umlenkblechen.

Im Berechnungsmodell des Abhitzekessels wurden der Verteiler sowie der Sammler durch
je einen Knoten abgebildet, die Fall- beziehungsweise Steigrohre durch jeweils ein Rohr.
Die vier parallelen Strange der Biindelheizflache wurden als vier parallele Rohre in das
Modell aufgenommen, wobei die geodétische Anordnung der einzelnen Rohrlagen korre-
spondierend zu Bild 10 im Modell beriicksichtigt wurden.

Als Anfangsbedingung fiir die dynamische Simulation des Anfahrvorganges des Verdamp-
fersystems des in Abbildung 10 dargestellten Abhitzekessels wurde angenommen, daf} in
der Trommel ein Druck von pr, = 12 bar vorliegt und das Wasser in der Trommel Siede-
zustand hat. Der Arbeitsstoff im Rohrsystem befindet sich in Ruhe. Die Druckverteilung
entspricht derjenigen, die sich aufgrund der Schwerkraftverteilung einstellt. Die Tempe-
ratur im gesamten Rohrsystem ist gleich der Sattwassertemperatur bei Trommeldruck.
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Bild 11: Beheizungsrampen Abhitzedampferzeuger mit Biindelheizflaiche
Der Druck in der Trommel wird wéhrend der gesamten Simulationsdauer von 1000 s

konstant gehalten. Auf der Rauchgasseite &ndert sich die Beheizung der einzelnen Ver-
dampferrohre entsprechend den in Bild 11 dargestellten Rampen.
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Die Rampen fiir die Beheizung der Rohrebenen 1 bis 16 wurden anhand einer warme-
technischen Berechnung fiir Vollast und 35-%-Last durchgefiihrt. Die Steigerung der Last
erfolgt in den ersten 120 s von Null auf 35-%-Last. Anschlieflend wird die Beheizung im
Zeitintervall von 120 s bis 420 s konstant gehalten. Ab der 420sten Sekunde wird die Be-
heizung auf Vollast gesteigert. Zum Zeitpunkt £ = 900 s ist dieser Vorgang abgeschlossen.
Fiir die verbleibenden 100 s der Simulation wird die Beheizung konstant auf den Werten
fiir Vollast gehalten.

Bild 12 zeigt den zeitlichen Massenstromverlauf in ausgewdhlten Punkten des Abhitze-
dampferzeugers wihrend der gesamten Simulationsdauer. Dabei stellt die strichlierte Linie
(EF) den Massenstromverlauf am Eintritt des Fallrohres, die punktierte Linie (AS) jenen
am Austritt aus dem Steigrohr, die strichpunktierte Linie (AEL) jenen am Austritt aus
der Beheizungsebene 1 und die voll ausgezogene Linie (EE1) den Massenstromverlauf am
Eintritt in die Beheizungsebene 1 dar.
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Bild 12: Massenstromverldufe im Abhitzedampferzeuger mit Biindelheizflache

In Bild 13 sind fiir die ersten vier Beheizungsebenen der Biindelheizfliche des Abhitze-
dampferzeugers die Massenstromverlaufe fiir den Zeitraum von 80 s bis 220 s detailliert
dargestellt. Hierbei ist der Austritt (AE1) und der Eintritt (EE1) der Ebene 1 durch eine
Vollinie, der Austritt (AE2) und der Eintritt (EE2) der Ebene 2 durch eine Punkt-Linie,
der Austritt (AE3) und der Eintritt (EE3) der Ebene 3 durch eine Strich-Punkt-Linie und
der Austritt (AE4) und der Eintritt (EE4) der Ebene 4 durch eine Strich-Linie gekenn-

zeichnet.

Nach ungefdhr 95 Sekunden setzt - wie der Abbildung 13 zu entnehmen ist - in der Behei-
zungsebene 1 die Dampfbildung des Arbeitsstoffes ein. Damit einhergehend erfolgt eine
starke Vergréflerung des Volumens, was dazu fithrt, dafl der Arbeitsstoff sowohl in Rich-
tung des Ein- (EE1) als auch in Richtung des Austrittes (EA1) der Ebene 1 strémt. In den
verbleibenden drei hier dargestellten Rohrstréangen kommt es zu einer Beschleunigung des
Fluides in Richtung des positiven Umlaufes. In weiterer Folge kommt es zeitversetzt in den
Ebenen 2 bis 4 ebenfalls zur Dampfproduktion und zu einem Ausschieben des Arbeits-
stoffes aus der jeweiligen Beheizungsebene in beide Richtungen. Mit steigender Beheizung
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— was eine Erhohung der Dampfproduktion und damit eine Steigerung des Druckabfalles
zur Folge hat — kommt es im Zeitbereich von etwa 140 s bis 170 s zu einer Stagnation der
Stromung in den einzelnen Ebenen. Im Anschlufl an diese Stromungsstagnation ist eine
starke Beschleunigung der Massen in den Rohrstrangen zu beobachten, was wiederum zu
einem stark ausgepriagten Uberschwingen des Massenstromes fithrt, welcher danach dem
stationdren Zustand zustrebt.
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Bild 13: Massenstromverlaufe in den ersten vier Biindelebenen

Korrespondierend zu den Vorgéngen in den Beheizungsebenen kommt es im Fall- bezie-
hungsweise Steigrohr des Abhitzedampferzeugers — siehe dazu die Kurven (AS) und (EF)
in Abbildung 12 — zu einem Massenausstof3 aus beiden Rohren in die Trommel zu Beginn
der Dampfproduktion. Wahrend die Stromung in den einzelnen Ebenen fast zum Still-
stand kommt, wachst der Massenstrom im Steigrohr (AS) an. Im Fallrohr (EF) kommt es
zu einer Stromungsumkehr. Zum Zeitpunkt der Stromungsumkehr im Rohr (EF) erreicht
der Massenstrom im Steigrohr (AS) sein Maximum. Im Anschlufl daran kommt es zu
einem Einschwingvorgang des Massenstromes im Fall- und Steigrohr, welcher stetig dem
stationdren Zustand zustrebt und diesen bei Simulationsende erreicht.

9.2 Methodik des Verfahrensvergleiches

Um eine moéglichst gute Basis fiir einen Vergleich der beiden Druckkorrekturverfahren zu
erhalten, erfolgten die Berechnungen unter Verwendung der gleichen Konvergenzkriterien.
Die Diskretisierung der Geometrie der beiden Dampferzeuger wurde fiir die gesamte Dauer
der Untersuchung der Relaxationsfaktoren konstant gehalten.

Ausgehend von der Arbeit von Lomic [97], in welcher eine starke Abhingigkeit des Relaxa-
tionsfaktors fiir den Druck bei der dynamischen Simulation von beheizten Rohrnetzwerken
mit einer Rohr-Sammler-Struktur unter Zugrundelegung des SIMPLE-Algorithmus fest-
gestellt werden konnte, diente dieser Faktor als Bezugspunkt fiir die vorliegende Untersu-
chung. In einem ersten Schritt wurde dabei fiir jedes der beiden Verfahren eine Kombina-
tion von Relaxationsfaktoren fiir Druck, Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie gesucht,
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bei der die Konvergenz fiir die gesamte Dauer der Simulation gewéhrleistet war. Im zwei-
ten Schritt erfolgte - ausgehend von diesem Quadrupel an Faktoren - die Variation der
Relaxationsfaktoren. Dabei wurde der Wert fiir den Druck konstant gehalten, wahrend
die Werte der anderen Koeffizienten einer sukzessiven Anderung unterzogen wurden. Bei
Divergenz des Verfahrens erfolgte auch der Abbruch der Variation der Relaxationsfak-
toren fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie. In einem dritten Schritt wurde der
Relaxationskoeffizient fiir den Druck stufenweise verdndert und die Untersuchung erneut,
beginnend mit Schritt zwei, fortgesetzt.

In einer abschlieenden Analyse erfolgte die Untersuchung des Einflusses der Diskretisie-
rungsgenauigkeit auf die Rechenzeit und auf die Gesamtanzahl an benétigten Iterations-
schritten bei beiden Verfahren. Als Basis fiir die Berechnungen diente dabei jene Kom-
bination von Relaxationskoeffizienten, bei der die kiirzeste Rechenzeit fiir die Simulation
erzielt wurde. Die Zahl der Bilanzzellen betrug bei den Standardberechnungen (Variati-
on der Relaxationsfaktoren) fiir den Zwei-Trommel-Dampferzeuger 147 Rechenzellen und
fiir den Abhitzedampferzeuger mit Biindelheizfliche 465 Zellen. Von dieser Diskretisie-
rung ausgehend wurde die Anzahl der Kontrollvolumina der einzelnen zu untersuchenden
Dampferzeuger schrittweise erhéht.

9.3 Ergebnisse der Vergleichsrechnungen

Die Berechnungen der nachfolgend présentierten Untersuchungsergebnisse wurden auf ei-
ner SUN ULTRA ENTERPRISE 450 Workstation mit 1 GB Hauptspeicher durchgefiihrt.
In den Tabellen 9 bis 12 im Anhang dieser Arbeit sind all jene Relaxationsfaktoren zu-
sammengestellt, bei denen ein Konvergieren der einzelnen Verfahren gegeben war. Die
Numerierung der Rechenldufe in den Tabellen korrespondieren mit denen in den einzel-

nen Abbildungen.

9.3.1 Zwei-Trommel-Dampferzeuger

Zur Analyse der Variationsbreite der Relaxationsfaktoren wurden, am Beispiel des Zwei-
Trommel-Dampferzeugers, fiir den SIMPLE-Algorithmus 80 Testrechnungen vorgenom-
men, wovon 15 zu einer Konvergenz des Verfahrens fithrten. Die Veranderungsmoglichkei-
ten der Relaxationsfaktoren waren dabei nur in einem sehr eingeschriankten Mafle gegeben.
Als Beispiel sei hier der Faktor fiir den Druck angefiihrt, welcher zwischen den Werten 0.1
und 0.6 variiert wurde. Eine Konvergenz des Verfahrens konnte jedoch nur mit Werten
zwischen 0.25 und 0.31 erreicht werden. Dem gegeniibergestellt konvergierten alle 35 mit
dem SIMPLER-Verfahren durchgefithrten Simulationsrechnungen. Die Relaxationsfakto-
ren konnten trotz der geringeren Anzahl an Rechenldufen in einem weit grofleren Umfang
variiert werden. Der Faktor fiir den Druck wurde dabei einer schrittweisen Verdnderung
zwischen den beiden Grenzwerten 0.99 und 0.6 unterzogen.

Bild 14 stellt diejenigen Berechnungen der beiden Druckkorrekturverfahren einander ge-
geniiber, welche die geringsten Rechenzeiten fiir die gesamte Simulation des Anfahrvor-
ganges benotigten. Die Kennzeichnung der Daten des SIMPLE-Verfahrens erfolgt durch
Kreise, die des SIMPLER-Algorithmus durch ausgefiillte Quadrate.
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Bild 14: Geringste Rechenzeiten der Algorithmen bei unterschiedlichen Kom-
binationen der Relaxationsfaktoren

Die in Abbildung 14 dargestellten Datenpunkte 1 bis 7 des SIMPLER-Algorithmus wur-
den mit einem konstant gehaltenen Druckrelaxationsfaktor von 0.99 erzielt. Im Gegensatz
dazu wurden die Punkte des SIMPLE-Verfahrens mit den Druckfaktoren 0.25, 0.3 und
0.31 ermittelt. Die geringere Differenz zwischen den Rechenzeiten der mittels des SIMPLIE-
Algorithmus durchgefithrten Simulationen ergibt sich aus dem Umstand, dafl die Varia-
tionsbreite der verbleibenden Relaxationsfaktoren sehr limitiert war (Werte zwischen 0.2
und 0.3). Im Verhéaltnis dazu konnten die Werte der verbleibenden Relaxationsfaktoren

bei SIMPLER zwischen den Werten 0.98 und 0.5 verandert werden.
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Bild 15: Rechenzeiten des SIMPLER-Algorithmus bei unterschiedlichen Kom-
binationen der Relaxationsfaktoren

In Bild 15 sind die Rechenzeiten aller mittels des SIMPLER-Algorithmus durchgefiihr-

ten Berechnungen dargestellt. Die fiir die einzelnen Vergleichsrechnungen zur Anwendung
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gekommenen Relaxationskoeffizienten sind der Tabelle 9 im Anhang dieser Arbeit zu
entnehmen. Auffallend dabei ist die gruppenweise Anordnung der Datenpunkte. Diese
Gliederung ergibt sich aus der schrittweisen Erhohung der Unterrelaxation des Druckes,
wobei der grofite Relaxationskoeffizient (0.99) jener Datengruppe zugrundeliegt, welche
die kleinsten CPU-Zeiten aufweist. Mit steigender Unterrelaxation vergréfiert sich somit
die Gesamtzeit der Simulation. Dies verdeutlichen auch die in Bild 15 durch ein nicht
gefiilltes Quadrat symbolisierten Rechenldufe, welche bei einer schrittweisen Erhéhung
der Unterrelaxation des Druckes, jedoch bei konstant gehaltenen Faktoren fiir Dichte,
Geschwindigkeit und Enthalpie durchgefithrt wurden.

Definiert man ein Rechenzeitverhéltnis y mit

CPU — Zeit

Xz minimalste erreichte C PU — Zeit’ (74)

so 1aft sich die pro Simulationsrechnung benétigte CPU-Zeit in Abhéngigkeit von der
Unterrelaxation des Druckes in einer sehr anschaulichen Weise darstellen.
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Bild 16: Rechenzeitverhaltnisse beil unterschiedlicher Kombination der Relaxa-
tionsfaktoren

Auf der Abszisse des Bildes 16 sind die Werte des Relaxationskoeffizienten fiir den Druck,
auf der Ordinate die zugehorigen Rechenzeitverhéltnisse x bei unterschiedlichen Kom-
binationen der Relaxationsfaktoren fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie aufgetra-
gen. Die in Abbildung 16 dargestellten Datenpunkte wurden mit Hilfe des SIMPLER-
Algorithmus ermittelt. Die Variation der Relaxationskoeffizienten erfolgte in der Art, dafl
zum Beispiel der Faktor fiir den Druck mit 0.99 konstant gehalten wurde, wéhrend die
der anderen schrittweise und gleichzeitig pro Rechenlauf von 0.9 auf 0.5 gesenkt wurden.
Im Anschluff daran wurde der Relaxationsfaktor fiir den Druck schrittweise erniedrigt.
Die Werte der verbleibenden Faktoren wurden fiir den neuen Druckrelaxationsfaktor in
der gleichen Art und Weise erneut variiert. Der Rechenlauf mit der kiirzesten bendtigten
CPU-Zeit wurde als Bezugsbasis fiir die Ermittlung der Rechenzeitverhiltnisse herange-
ZOgen.
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Wie bereits oben kurz angedeutet, kann der Einflul der unterschiedlichen Relaxationsko-
effizienten auf die Rechenzeit der Kurvenschar in Abbildung 16 in sehr einfacher Weise
entnommen werden. Wird eine numerische Simulation mit grolen Werten fiir den Rela-
xationsfaktor Druck (in unserem Beispiel 0.99 beziehungsweise 0.95) durchgefiihrt, so ist
die dafiir erforderliche CPU-Zeit nahezu unabhéngig von den Einstellungen der Faktoren
fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie. Erst mit grofler werdender Unterrelaxation
des Druckes wachst auch der Einflul der drei verbleibenden Faktoren auf die fiir die ge-
samte Simulation benétigte Rechenzeit unterschiedlich stark an. Als interessantes Faktum
ist dabei anzumerken, dafl sich die Rechenzeit — entgegen einer ersten Annahme — mit
abnehmenden Koeffizienten fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie auch verkleinert.
Ursache fiir diesen Umstand diirften dabei zwei entgegengesetzte Wirkungsweisen des
iterativen Charakters des Losungsalgorithmus SIMPLER sein. Einerseits verursacht eine
Erhéhung der Unterrelaxation des Druckes eine hohere Rechenzeit, andererseits fiithrt in
dem hier vorgestellten Simulationsbeispiel eine Erh6hung der Unterrelaxation der verblei-
benden drei Faktoren zu einer Verringerung der Rechenzeit.

Nach Ferziger und Peri¢ [91] wiirde die Druckkorrektur des Druckfeldes beim Finiten-
Volumen-Verfahren SIMPLER keine Relaxation fiir die Konvergenz des Algorithmus
benodtigen®. Aus diesem Grunde und da es sich bei den hier zu untersuchenden Prozes-
sen um druckgetriebene Vorgange handelt, erweist sich der Einflu der Unterrelaxation
des Druckes auch als dominant fiir die Gesamtrechenzeit. Das heifit, eine Relaxation des
Druckes muf zu einer héheren Anzahl an Iterationsschritten und somit zu einer héheren
CPU-Zeit fithren. Dem gegeniibergestellt fithren kleine Faktoren fiir Dichte, Geschwindig-
keit und Enthalpie wihrend der Iteration zu kleineren Abweichungen von der gesuchten
Loésung. Dies hat zur Folge, dafl es unter Zugrundelegung einer Rohr-Sammler-Struktur
in Kombination mit dem Faktor fiir den Druck somit zu einer schnelleren Konvergenz des
Verfahrens kommt.

Fiir den SIMPLE-Algorithmus konnte in der hier prasentierten Untersuchung eine solch
deutliche Abhéngigkeit der Rechenzeit vom Relaxationskoeffizienten fiir den Druck auf-
grund einer zu geringen Bandbreite an Relaxationskoeffizienten, bei denen iiberhaupt eine
Konvergenz des Verfahrens eingetreten ist, nicht festgestellt werden.

Eine Konvergenz des Finite-Volumen-Verfahrens SIMPLE konnte im Vergleich zum
Druckkorrekturverfahren SIMPLER nur mit einer starken Unterrelaxation aller vier Fak-
toren erfolgen (siehe Tabelle 10 im Anhang).

Bild 17 stellt die Rechenzeiten der beiden Algorithmen SIMPLE (strichlierte Linie) und
SIMPLER (Vollinie), aufgetragen iiber den Vervielfaltigungsfaktor der Zellenanzahl, dar.
Wie bereits oben erwéhnt, erfolgte die Berechnung mit derjenigen Kombination von Re-
laxationskoeffizienten, bei der die kiirzeste Rechenzeit fiir die Simulation ermittelt wurde.
Wihrend eine Vervielfachung der Kontrollvolumina fiir das SIMPLE-Verfahren nur mit
einer sehr schwachen, beinahe linearen Steigerung der Rechenzeit verbunden ist, fithrt
eine Erhohung der Anzahl an Rechenzellen beim SIMPLER-Algorithmus zu einer mehr

als quadratischen (einer Potenz von 2.35) Zunahme der Rechenzeit.

3Unter Zugrundelegung des Rohr-Sammler-Modells hat es sich fiir die Konvergenz des Verfahrens als
glinstig erwiesen, wenn in manchen Fillen eine Unterrelaxation vorgenommen werden kann.
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Bild 17: Rechenzeiten der Algorithmen bei Netzverfeinerung

Betrachtet man die Gesamtanzahl an Iterationsschritten fiir die Simulation und trégt die-
se, wie in Bild 18 dargestellt, ebenfalls iiber den Vervielfaltigungsfaktor der Zellenanzahl
auf, so ist die Ahnlichkeit in den Kurvenverlaufen der einzelnen Graphen in bezug auf die-
jenigen in Bild 17 deutlich erkennbar. Wie in Abbildung 17 nehmen die Iterationsschritte
beim SIMPLE-Verfahren mit einer nur geringen Steigung in etwa linear zu, wahrend beim
SIMPLER-Algorithmus eine quadratische Zunahme zu verzeichnen ist. Obwohl die An-
zahl an mathematischen Rechenoperationen pro Iterationsschritt beim Finiten-Volumen-
Verfahren SIMPLER grofler ist als beim SIMPLE-Algorithmus (siehe dazu [68] und [80]),
fithrt eine Verdoppelung der Anzahl an Kontrollvolumina nur zu einer rund 12 % hoher-
en CPU-Zeit oder etwa eine Verdreifachung zu einer 57%igen Steigerung der Rechenzeit
gegeniiber dem SIMPLE-Verfahren.
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Bild 18: Anzahl der Iterationsschritte bei Netzverfeinerung

Vergleicht man die Anzahl an Iterationsschritten pro Rechnung, so féllt das Verhéaltnis
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noch etwas giinstiger aus. Trotz Verdoppelung der Bilanzzellen benétigt das SIMPLER-
Verfahren um 30 % weniger Iterationsschritte fiir die Berechnung der transienten
Vorginge. Bei Verdreifachung der Kontrollvolumina sind fiir die Simulationsrechnung in
bezug auf den SIMPLE-Algorithmus um 11 % mehr Iterationsschritte auszufiihren.

9.3.2 Abhitzedampferzeuger mit Biindelheizfliche

Fiir die Analyse des Abhitzedampferzeugers mit Biindelheizfliche wurden mit dem
Finiten-Volumen-Verfahren SIMPLE 63 Rechenldufe getatigt, wobei 33 Testrechnungen
keine Konvergenz des Verfahrens zur Folge hatten.

Wie bereits beim Zwei-Trommel-Dampferzeuger geniigten fiir den SIMPLER-Algorithmus
zur Bereitstellung einer aussagekriftigen Datenmenge eine im Vergleich zum SIMPLE-
Verfahren geringere Anzahl an durchgefithrten Berechnungen. Von den 40 mit SIMP-
LER getéatigten Rechenlaufen fithrten 37 zu einer Konvergenz, wobei die Verdnde-
rungsmoglichkeiten der Relaxationsfaktoren mit denen aus der Analyse des Zwei-
Trommel-Dampferzeugers korrespondierten. Die Variationsbreite der Faktoren war auch in
diesem Fall bei SIMPLER in einem deutlich breiteren Umfang moglich als beim SIMPLIE-
Verfahren.

40000.0 — — S
m SIMPLER
oSIMPLE

300000 - ® -

N 20000.0 f N T L I T

-

[al

O

10000.0 | :
(6] O
o) o) o (o] o © ©
O‘O L Il L Il L Il L Il L
0.0 2.0 4.0 6.0 8.0 10.0

Rechenlauf [-]

vergl-abhitz-cpu.eps

Bild 19: Rechenzeiten der Algorithmen bei unterschiedlichen Kombinationen
der Relaxationsfaktoren

Bild 19 stellt diejenigen Berechnungen der beiden Druckkorrekturverfahren direkt ge-
geniiber, welche bei der Variation der Relaxationsfaktoren die kiirzesten Rechenzeiten
fiir die gesamte Simulation des Anfahrvorganges benétigten. Abbildung 19 ist bereits
deutlich die starke Abhéngigkeit des SIMPLER-Verfahrens von der Anzahl der Kontroll-
volumina zu entnehmen. Aufgrund der hoheren Standardzellenanzahl dieses Beispiels ge-
geniiber dem des Zwei-Trommel-Dampferzeugers liegen bereits die Berechnungen mit den
kiirzesten Rechenzeiten des SIMPLER-Algorithmus deutlich tiber denen des Druckkorrek-
turverfahrens SIMPLE. Die in Abbildung 19 dargestellten Berechnungen von SIMPLER
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wurden alle mit einem Druckrelaxationsfaktor von 0.99 durchgefiihrt, die des SIMPLE-
Verfahrens mit den Werten 0.14, 0.2, 0.3, 0.35 und 0.4.

Diese breite Streuung der Faktoren beim SIMPLE-Verfahren téduscht eine grofle Variati-
onsbreite vor, ist im Gegenteil aber bezeichnend fiir die schmale Bandbreite, bei der das
Verfahren konvergiert.
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Bild 20: Rechenzeiten des SIMPLER-Algorithmus bei unterschiedlichen Kom-
binationen der Relaxationsfaktoren

Der Einflul, den der Druckrelaxationskoeffizient auf die Rechenzeit des SIMPLER-
Algorithmus nimmt, wird aus Bild 20 ersichtlich. Wie bereits aus den Daten des Zwei-
Trommel-Dampferzeugers (Abbildung 15) zu erkennen ist, fithrt auch bei der gegenstand-
lichen Untersuchung eine schrittweise Verkleinerung des Druckfaktors (0.99, 0.95 und 0.9)
zu einem Anstieg der Rechenzeit. Verdeutlicht wird dieser Vorgang durch diejenigen Da-
tenpunkte, welche durch ein nicht ausgefiilltes Rechteck speziell gekennzeichnet sind. Bei
diesen Werten wurde der Faktor fiir den Druck einer schrittweisen Anderung unterzogen,
die Werte der verbleibenden Relaxationsfaktoren (Dichte, Geschwindigkeit und Enthal-
pie) wurden jedoch beibehalten.

Eine analoge Tendenz konnte fiir das SIMPLE-Verfahren bei Anderung des Druckrela-
xationskoeffizienten festgestellt werden, wobei hier jedoch nochmals darauf hingewiesen
werden muB, daf} die tatsdchliche Streuung der Daten nur in einem geringen Mafle gegeben
war.

Um die Abhéngigkeit der Rechenzeit vom Relaxationskoeffizienten fiir den Druck einer
besseren Veranschaulichung zufiihren zu kénnen, wurden auch fiir das hier zur Diskussion
stehende Simulationsbeispiel die Rechenzeitverhiltnisse x bei unterschiedlichen Kombina-
tionen der Relaxationsfaktoren fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie — korrespondie-
rend zum Zwei-Trommel-Dampferzeuger — ermittelt und in Bild 21 dargestellt. Die in der
Abbildung 21 eingezeichneten Datenpunkte wurden mit Hilfe des SIMPLER-Algorithmus
berechnet. Betrachtet man nur die Verldufe der einzelnen Graphen in den Abbildungen
16 und 21, so sind die Parallelitdten zwischen den beiden Bildern sehr gut erkennbar.
Analog zum Zwei-Trommel-Dampferzeuger sind auch bei dem hier betrachteten Beispiel
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die Rechenzeiten bei groflen Relaxationsfaktoren fiir den Druck (siehe die Werte fiir 0.99
beziehungsweise 0.95) ebenso nahezu unabhéngig von den Koeffizienten fiir Dichte, Ge-
schwindigkeit und Enthalpie. Eine tiberproportional starke Zunahme der Rechenzeiten
geht auch hier mit einer steigenden Unterrelaxation des Druckes einher. Den drei ver-
bleibenden Faktoren kommt mit der grofler werdenden Unterrelaxation des Druckfaktors
ebenfalls wieder eine héhere Bedeutung in bezug auf die bendtigten Simulationszeiten
zu. Die Rechenzeiten wachsen, korrespondierend zum Zwei-Trommel-Dampferzeuger, mit
grofleren Relaxationskoeffizienten fiir Dichte, Geschwindigkeit und Enthalpie an.
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Bild 21: Rechenzeitverhaltnisse bel unterschiedlicher Kombination der Relaxa-
tionsfaktoren

Wie der Tabelle 12 im Anhang dieser Arbeit entnommen werden kann, konnte fiir das Bei-
spiel des Abhitzedampferzeugers mit Biindelheizflache fiir eine groflere Anzahl an Kombi-
nationen von Relaxationskoeffizienten eine Konvergenz mittels des SIMPLE-Algorithmus
erreicht werden. Bei genauerer Betrachtung der in Tabelle 12 enthaltenen Daten muf} je-
doch festgestellt werden, daf} fiir einen Vergleich der Rechenzeitverhiltnisse die Menge an
dafiir notwendigen Vergleichspunkten trotzdem zu gering ist. Dieser Sachverhalt ergibt
sich aus der schlechten Streuung der Daten. In 14 der 30 konvergierten Berechnungen
lag ein Druckrelaxationskoeffizient von 0.13 zugrunde; in sechs weiteren ein Druckfaktor
von 0.14. Die verbleibenden Berechnungen erfolgten durch fiinf weitere Druckfaktoren,
wobei deren Verteilung fiir das verbleibende Drittel an konvergierten Berechnungen in
etwa gleich ist.

GemafB der Methodik des Verfahrensvergleiches wurde auch beim Abhitzedampferzeuger
mit Biindelheizflache der Einflufl der Netzverfeinerung auf die Rechenzeit beziehungsweise
auf die Gesamtanzahl der Iterationsschritte untersucht. Dabei mufite festgestellt werden,
dafBl bei einer Verfeinerung der Diskretisierung der SIMPLE-Algorithmus keine Losung
fiir den hier untersuchten Warmstartvorgang gefunden hat. Das Verfahren divergierte
bei allen vorgenommenen Netzverfeinerungen. Es kamen dabei auch Kombinationen von
Relaxationsfaktoren zur Anwendung, die nicht die kiirzeste Rechenzeit fiir die Standard-
simulation aufwiesen. Eine Begriindung fiir das Nichtkonvergieren des Verfahrens kann
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zum gegenwartigen Zeitpunkt nicht gegeben werden. Es sind dazu in néachster Zukunft
noch umfangreiche Analysetétigkeiten notwendig.
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Bild 22: Rechenzeiten des SIMPLER-Algorithmus bei Netzverfeinerung

Betrachtet man die Ergebnisse fiir das Druckkorrekturverfahren SIMPLER (Bild 22), so
ist wieder eine quadratische Zunahme der Simulationsdauer bei einer Vervielfaltigung der
Kontrollvolumina gegeniiber der Standardrechnung zu beobachten.
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Bild 23: Anzahl der Iterationsschritte des SIMPLER-Algorithmus bei Netzver-
feinerung

Im Gegensatz dazu steigt jedoch die Anzahl an Iterationsschritten bei einer Netzverfeine-

rung in etwa linear an (siehe Bild 23).
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9.4 Zusammenfassung des Verfahrensvergleichs

Ziel der hier prasentierten Vergleichsstudie war es, die Eignung der beiden Finite-Volumen-
Verfahren SIMPLE und SIMPLER zur dynamischen Simulation von Dampferzeugern un-
ter Zugrundelegung eines Rohr-Sammler-Modells zu untersuchen. Auf Basis der vorliegen-
den Ergebnisse mufl dem SIMPLER-Verfahren der Vorzug gegeben werden, wobei dafiir
folgende Punkte sprechen:

hohe Stabilitat des Verfahrens

grofler Variationsbereich der Relaxationskoeffizienten
o geringe erforderliche Unterrelaxation des Verfahrens

e hohe Stabilitit des Verfahrens gegeniiber Anderungen der Diskretisierungsgenauig-
keit.

Nachteilig ist jedoch die grofie Abhangigkeit der Rechenzeit von der Anzahl der Kontroll-
volumina zu werten.

Die mit dem SIMPLE-Algorithmus erzielten Resultate sind denen des SIMPLER genau
diametral. Das Verfahren weist unter Zugrundelegung eines Rohr-Sammler-Modells keine
hohe Stabilitdt sowie einen geringen Variationsbereich der Relaxationskoeffizienten auf.
Fiir das Auffinden einer geeigneten Kombination von Relaxationsfaktoren werden bei
Verwendung des SIMPLE-Algorithmus eine grole Anzahl an Rechenldufen benétigt. Des
weiteren erfordert das Verfahren eine starke Unterrelaxation (siehe dazu auch [94] und

[97]).
Fiir den Einsatz des SIMPLE-Algorithmus wiirde die méfige Abhéngigkeit der Rechen-

zeit von der Feinheit der Diskretisierung sprechen, wobei sich aber hier sehr deutlich die
geringe Stabilitdt des Verfahrens vor allem am Beispiel des Abhitzedampferzeugers mit
Biindelheizfliche gezeigt hat.

Aufgrund der besseren Eignung des Finite-Volumen-Verfahrens SIMPLER zur dyna-
mischen Simulation von verzweigten Rohrnetzwerken unter Zugrundelegung des Rohr-
Sammler-Modells wird diesem auch in der vorliegenden Arbeit der Vorzug gegeben. Die
in den nachstehenden Kapiteln beschriebenen Modelle fiir die einzelnen Dampferzeuger-
bauteile, wie zum Beispiel Sammler, Einspritzung usw., beziehen sich daher auf des Druck-

korrekturverfahren SIMPLER.
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10 Bereitstellung der Stoffwerte

Fiir die warme- und strémungstechnische Berechnung miissen die Zustands- und Trans-
portgroflen fiir das Arbeitsmedium, fiir das Rauchgas und fiir den jeweiligen Rohrwand-
werkstoff bekannt sein. Diese Stoffwerte sind im allgemeinen von Druck und Tempera-
tur abhéngig. Wéhrend die Druckabhingigkeit des Arbeitsstoffes Wasser beziehungsweise
Wasserdampf sehr hoch ist, kann sie fiir das Rauchgas und den Rohrwandwerkstoff ver-
nachlassigt werden. Die Annahme der Druckunabhingigkeit des Rauchgases begriindet
sich darauf, dafl das Gas den thermodynamischen Eigenschaften des idealen Gases ent-
spricht, und die das Rauchgas betreffenden Prozesse bei Atmospharendruck ablaufen.

10.1 Stoffwerte fiir den Arbeitsstoff

Fiir die Berechnung thermodynamischer Prozesse in der Energie- und Verfahrenstechnik
ist die Verfiigharkeit der Zustands- und Transportgrofien des jeweiligen Arbeitsstoffes von
grofler Bedeutung. Eines der wichtigsten Prozefmedien in der Warmetechnik ist wohl
das Wasser beziehungsweise seine gasférmige Phase, der Wasserdampf. Diesem Umstand
Rechnung tragend, besteht bereits seit Mitte des letzten Jahrhunderts ein starker For-
schungsanreiz, die thermodynamischen und thermophysikalischen Stoffgréfen des Medi-
ums Wasser mit hoher Genauigkeit verfiighar zu haben.

Um dem vermehrten Einsatz von digitalen Rechenanlagen Folge zu leisten, wurde auf der
6'" International Conference on the Properties of Steam 1963 in New York beschlossen,
das ,International Formulation Committee* (IFC) zu bilden und mit dem Auftrag zu
versehen, eine fiir elektronische Rechenanlagen geeignete, thermodynamisch konsistente
Formulierung der Stoffeigenschaften fiir Wasser und Wasserdampf zu formulieren (sie-
he dazu Schmidt [98]). 1967 wurde unter dem Namen ,,/ The 1967 IFC Formulation for
Industrial Use* (IFC-67) ein entsprechender Satz von Gleichungen angenommen, wel-
cher gezielt nur solche Zustandsgréfien und -bereiche abdeckt, die iiberwiegend von der
Industrie bendtigt werden. Als unabhingige Verédnderliche der Formulation wurden die
thermodynamischen Zustandsgréflen Druck p und Temperatur T gewédhlt. Um die ther-
modynamische Konsistenz der Formulierung zu erreichen, wurde dem Gleichungssatz die
sogenannte kanonische Funktion G = G/(p,T) zugrundegelegt. Die gebrauchlichsten Zu-
standsgroflen, die spezifische Entropie s, die Dichte p und die spezifische Enthalpie &
kénnen aus der freien Enthalpie G durch partielle Differentiation abgeleitet werden.

Werden jedoch Kombinationen mit anderen unabhéngigen Verdnderlichen benétigt, so
miissen diese mittels [teration aus dem Satz der Grundgleichungen berechnet werden. Um
die Anzahl der dafiir notwendigen Iterationsschritte moglichst gering zu halten, wurden
einfache Naherungsbeziehungen wie die von Dohrendorf und Schwindt [99], Meyer-Pittroff
et al. [100], Schwindt [101], Magerfleisch [102], McClintock und Silvestri [103] oder Meyer-
Pittroff und Grigull [104] entwickelt, welche gute Startwerte fiir die jeweilige Iteration
liefern.

1997 wurde auf dem Jahrestreffen der International Association for the Properties of Wa-
ter and Steam (IAPWS) in Erlangen eine neue Industrie-Formulation — die IAPWS-T1F97
[105], [106], [107] — verabschiedet. Die Griinde fiir die Entwicklung eines neuen Gleichungs-
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satzes liegen nicht nur in einer Erhohung der Genauigkeit und Rechengeschwindigkeit
durch die TAPWS-1F97, sondern auch in einer Reihe weiterer Unzulanglichkeiten der For-
mulierung von 1967, welche sich im Laufe der Jahre herausstellten und ausfithrlich von

Wagner und Rukes in [108] und [109] dargestellt werden.

Parallel zur Industrie-Formulation (IFC-67) wurde die sogenannte ,Scientific Formula-
tion“, die ITFC-68, entwickelt. Im Gegensatz zur [FC-67 umfassen die wissenschaftlichen
Standardgleichungen praktisch alle Zustandsgrofien iiber den gesamten, experimentell un-
tersuchten Zustandsbereich mit hochster Genauigkeit (Wagner und Rukes [108]). Dafl zwei
Dampftafeln nebeneinander existieren, deren thermodynamische Zustandsgréfien mit zwei
unterschiedlichen Formulationen berechnet werden, ist kein Widerspruch, sondern die lo-
gische Folge der von der IAPS verfolgten Politik, die Anforderungen der Praktiker an eine
Formulation von denen der Theoretiker getrennt zu beriicksichtigen.

1984 wurde die IFC-68 durch die von Haar et al. [110] entwickelte ,JAPS Formulation for
Scientific and General Use“ (IAPS-84) abgelost. Als Grundlage diente eine analytische
Gleichung, die eine sehr gute Naherung an die Helmholtz-Funktion fiir gew6hnliches Was-

ser und Wasserdampf darstellt. Sie wurde als Erweiterung eines theoretischen Modells fiir
dichte Fluide abgeleitet und hat die Form

A= Ao, T), (75)

wobei A fiir die Helmholtz-Funktion, o fiir die Dichte und T fiir die Temperatur steht.
Um Werte einer beliebigen thermodynamischen Zustandsgréfle berechnen zu kénnen, mufl
die Gleichung gemafl dem ersten und zweiten Hauptsatz differenziert werden. Dabei ist
darauf Bedacht zu nehmen, daf} die Helmholtz-Funktion nur im Finphasengebiet definiert
ist. Ponweiser und Walter geben in [111] und [112] Erweiterungen fiir die IAPS-84 Was-
serdampftafel um die Umkehrfunktionen und deren Ableitungen an. Wie bei der IFC-67
Formulation ist auch bei der IAPS-84 Formulierung eine Iteration notwendig, wenn andere
Kombinationen von unabhéngigen Verdnderlichen gewiinscht werden, da die funktionelle
Form der Gleichungen zu kompliziert ist, als dafl diese analytisch nach einer einzelnen
unabhéngigen Variablen aufgelost werden kénnten.

Neben den oben genannten Formulierungen wurden eine Reihe von weiteren Glei-
chungssétzen fiir die Berechnung der Zustandsgréfien von Wasser und Wasserdampf auf-
gestellt. Stellvertretend fiir viele andere seien hier die Arbeiten von Pollak [113], Rosner
[114] und Keyes et al. [115], zitiert in Reimann et al. [116], angefithrt. Eine umfangrei-
che Ubersicht iiber existierende Zustandsgleichungen fiir Wasser und Wasserdampf gibt
Schiebener [117] an.

In der vorliegenden Arbeit kommt die TAPS-84 Formulation zur Anwendung, wobei je-
doch als unabhéngige Verdnderliche der Druck p und die spezifische Enthalpie h verwendet
werden. Von einer iterativen Bestimmung der Zustandsgrofien wurde Abstand genommen,
da die Stoffwerte des Arbeitsstoffes fiir jede Rechenzelle wihrend eines jeden Iterations-
schrittes des SIMPLER-Verfahrens neu berechnet werden muf}, was zu einer sehr hohen
Anzahl an Zugriffen auf die Wasserdampftafel fiihrt.
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10.1.1 Interpolationsalgorithmus fiir den Arbeitsstoff

Bei der Simulation dynamischer Prozesse in der Energie- und Verfahrenstechnik nimmt
die genaue Kenntnis der thermodynamischen Zustandsgréflen des Arbeitsmediums einen
hohen Stellenwert ein. Aufgrund der im Simulationspaket DBS verwendeten unabhéngi-
gen Verdnderlichen und des durch den iterativen Charakter des Druckkorrekturverfahrens
SIMPLER sehr hohen Anteils an Rechenzeit, welcher fiir die Bestimmung der Stoffwerte
fiir das Arbeitsmedium Wasser und Wasserdampf aufgewendet werden muf, erfolgt die
Bereitstellung der Zustandsgréfen durch Interpolation in einer auf diskreten Gitterpunk-
ten abgespeicherten Dampftafel. Die Grenzen der binar gespeicherten Dampftafel wurden
mit 0.1 kJ/kg < h <5000 kJ/kg und 0.1 bar < p <450 bar so gelegt, daB ein groBitmogli-
cher Spielraum des Losungsalgorithmus fiir die Iteration der Bilanzgleichungen vorhanden
ist.

Diese Methode zur Bereitstellung der Stoffwerte fiir den Arbeitsstoff Wasser und Wasser-
dampf wurde bereits von anderen Autoren angewandt, wobei sich die einzelnen Verfah-
ren hinsichtlich der Verwendung der unabhéngigen Verénderlichen, der Maschenweite der
Gitterpunkte sowie der Ordnung und Art der zur Anwendung kommenden Interpolations-
gleichung unterscheiden. So verwendet zum Beispiel van der Looij [118] eine lineare Inter-
polationsfunktion fiir die Bestimmung seiner Stoffwerte aus den Tabellenwerten. Pfleger
[119] legt seinem Interpolationsalgorithmus eine quadratische Funktion zugrunde. Ausge-
nommen von der quadratischen Interpolation sind dabei diejenigen Maschen, welche von
der Siede- oder Taulinie geschnitten werden. In diesen speziellen Maschen wird von Pfleger
eine eindimensionale, lineare Interpolation, welche zweimal hintereinander durchgefiihrt
wird, angewandt. Wie bei Pfleger wird von Schmidt [120] eine quadratische Interpolati-
onsfunktion verwendet, wobei dieser Ndherung eine Besselfunktion zugrundegelegt wurde.

Den hier beschriebenen Autoren gemeinsam ist die Vorgangsweise fiir das Auffinden der
fiir die Interpolation benétigten Tafelwerte. Diese erfolgt bei allen durch spezielle Sortier-
beziehungsweise Suchalgorithmen. Da bei diesen Methoden des Auffindens der fiir die
Interpolation notwendigen Stiitzstellen ein Teil der Geschwindigkeitssteigerung, welche
durch die rasche Berechnung der Zustandsgréflen erzielt werden kann, wieder verloren
geht, kann die durch die Interpolation maximal zu erzielende Rechenzeitersparnis nicht
vollstandig umgesetzt werden.

Wie dieser Geschwindigkeitsverlust zumindest teilweise kompensiert werden kann, soll
weiter unten in diesem Kapitel dargestellt werden.

Der nachfolgende Uberblick iiber die Grundlagen der im Programm verwendeten Stoff-
werteroutine fiir den Arbeitsstoff Wasser/Wasserdampf soll sich zunéchst einmal mit der
Darstellung der verwendeten Maschenweiten fiir die Interpolationsstiitzstellen beschéfti-
gen, sodann iiber den verwendeten Interpolationsalgorithmus informieren und schliellich
einen Einblick in die eben erwdhnte Méoglichkeit zur rascheren Auffindung der fiir die
Interpolation notwendigen Spaltenindizes geben.
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10.1.1.1 Maschenweite der Interpolationsstiitzstellen

Die fiir die Interpolation notwendigen Stiitzstellen in der p, hi-Ebene des Wassers und
Wasserdampfes wurden fiir die einzelnen Bereiche des Einphasengebietes mit folgenden,
der Tabelle 1 zu entnehmenden Maschenweiten berechnet:

Druck [bar] Enthalpie [kJ/kg]
Bereich Maschenweite Ap Bereich Maschenweite Ah
0.1-1.8 0.1 0.1-1.0 0.1
1.8 - 6.0 0.2 1.0 - 4.0 0.2
6.0 — 10.0 0.5 4.0 - 10.0 0.5
10.0 - 30.0 1.0 10.0 — 50.0 1.0
30.0 — 450.0 5.0 50.0 — 100.0 10.0
100.0 — 5000.0 100.0

Tabelle 1: Maschenweiten der Interpolationsstiitzstellen im Einphasengebiet

Die Wahl der Schrittweiten der einzelnen Teilbereiche erfolgte nach den dort vorliegenden
Gradienten der Stoffwerte. Je steiler der Gradient ist, desto mehr Stiitzstellen werden in
dem entsprechenden Gebiet berechnet.

Im Bereich um den kritischen Punkt im Einphasengebiet wurde eine Netzverfeinerung der
Stiitzstellen, wie sie in Tabelle 2 angegeben ist, vorgenommen, um die fiir die dynamische
Simulation benétigten Zustandsgrofen mit der gleichen Genauigkeit wie im restlichen
Einphasengebiet berechnen zu kénnen.

Druck [bar] Enthalpie [kJ/kg]
Bereich Maschenweite Ap Bereich Maschenweite Ah
215.0 — 225.0 0.2 1800.0 — 2400.0 10.0

Tabelle 2: Maschenweiten der Interpolationsstiitzstellen in der Nihe des kriti-
schen Punktes

Bei der Generierung der Tafelwerte fiir das Finphasengebiet in der Nahe des Gebietes der
koexistierenden Phasen ist darauf zu achten, dafl keine Datenpunkte aus dem Zweipha-
sengebiet berechnet und abgespeichert werden, da beim Ubergang des Arbeitsstoffes vom
ein- in den zweiphasigen Zustand eine Unstetigkeit vorliegt.

Neben dem Einphasengebiet wird auch die Phasengrenzkurve zum Zweiphasengebiet
durch Interpolationsstiitzstellen angendhert. Durch die Wahl entsprechender Maschen-
weiten wurden auch hier fiir den durch die Stiitzstellen gehenden Polygonzug die Abwei-
chungen von der Siede- und Taulinie minimiert, so daf§ die durch Interpolation berechneten
Zustandsgroflen die tatsdchlichen Gréflen gut wiedergeben. In Tabelle 3 sind die fiir die
Generierung der Gitterpunkte der Grenzkurven verwendeten Schrittweiten angefiihrt.

Damit die Grenzkurve am kritischen Punkt keine durch die Datengenerierung hervorgeru-
fene Unstetigkeit aufweist und das Zweiphasengebiet geschlossen ist, wurden die Werte der
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Druck [bar]
Bereich Maschenweite Ap
0.1-1.38 0.02
1.8 - 6.0 0.2
6.0 — 10.0 0.5
10.0 — 215.0 1.0
215.0 — 220.5 0.2

Tabelle 3: Maschenweiten der Interpolationsstiitzstellen der Phasengrenzkurve
zum Zweiphasengebiet

thermodynamischen und thermophysikalischen Zustandsgroflen fiir den kritischen Punkt
explizit angegeben. Da am kritischen Punkt jedoch einige Stoffwerte, wie zum Beispiel
die spezifische Warmekapazitat c,, die Prandtl-Zahl Pr oder die Warmeleitfahigkeit A
ein Maximum aufweisen, wurden fiir diese Groflen, um sie einer Berechnung zugénglich
machen zu kénnen, sehr grofle Werte eingesetzt.

Fiir das innerhalb der Grenzkurve liegende Gebiet der koexistierenden Phasen von Wasser
und Wasserdampf wurde keine Unterteilung in eine rasterférmige Gitterstruktur vorge-
nommen, da sich die im Zweiphasengebiet liegenden thermodynamischen Zustandsgréfien
iiber die Dampfziffer xwp und die der zu berechnenden Groéfle zugehorigen Werte an der
Siede- beziehungsweise Taulinie mittels der hier fiir die spezifische Enthalpie angegebenen
Beziehung (76) berechnen lassen.

h = hw—I-l’WD(hD —hw) (76)

Die Berechnung der dynamischen Viskositéat n im Gebiet der koexistierenden Phasen kann
mittels unterschiedlicher Formulierungen, wie sie zum Beispiel bei Huhn und Wolf [121],
Collier und Thome [122], Shih-1. [123], Hetsroni [124] oder Wallis [125] angegeben werden,
erfolgen. Fiir die Stoffwerteroutine, die im Programm DBS verwendet wird, wurde die
Beziehung von McAdams et al. [126] (Gleichung (77)) gew&hlt, da sie nach [122], [124]
oder [127] die am h&aufigsten verwendete Beziehung darstellt.

1 1 —
1 _zwp n IWD (77)
n D nw

10.1.1.2 Interpolationsalgorithmus

Die Lage des gesuchten Punktes in der p, h-Ebene des Wassers beziehungsweise Wasser-
dampfes ist nicht nur fiir die Unterscheidung der vorliegenden Phase des Arbeitsstoffes
von Bedeutung, sondern auch fiir die zu wéhlende Berechnungsvorschrift zur Ermittlung
der gesuchten thermodynamischen Zustandsgréflen. Wie bereits bei der Definition der
Maschenweiten der Interpolationsstiitzstellen fiir das Ein- beziehungsweise Zweiphasen-
gebiet gezeigt wurde, darf aufgrund einer Unstetigkeit des Arbeitsstoffes beim Ubergang
vom einphasigen in den zweiphasigen Zustand nicht iiber die Phasengrenzkurve hinweg
interpoliert werden.
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Fiir die Interpolation ergeben sich daher drei typische Falle:

1. Alle vier fiir die Interpolation notwendigen Stiitzstellen liegen im Einphasengebiet.

2. Fin bis maximal drei fiir die Interpolation im FEinphasengebiet notwendigen Stiitz-
stellen liegen im Einphasengebiet (der zu berechnende Punkt liegt in der Nahe der
Siede- beziehungsweise Taulinie).

3. Der zu berechnende Punkt liegt im Zweiphasengebiet.

Je nach Lage des gegebenen Wertepaares p, h muf} also ein entsprechender Berechnungs-
algorithmus zur Ermittlung der gesuchten Zustandsgrofien verwendet werden.

7 A

gesuchter Punkt

s

il /Z lij+1 h
7 J

/ 7 gegebener Punkt
p i+1, i+1,j+1

Bild 24: Interpolationsstiitzstellen im Einphasengebiet

stoffwert-interpolat.eps

Ausgehend vom einfachsten, unter Item 1 angefithrten und in Bild 24 dargestellten Fall
zur Berechnung der thermodynamischen Zustandsgréflen aus den gespeicherten Tafelwer-
ten soll die in der vorliegenden Arbeit verwendete Methodik der linearen Interpolation

dargestellt werden.

Abbildung 24 zeigt vier benachbarte Stiitzstellen, welche mit [¢, 5], [¢ + 1,7], [i,7 + 1]
und [i + 1,7 4 1] gekennzeichnet sind. Die Benennung der in der Skizze eingezeichne-
ten Maschenpunkte erfolgt in Anlehnung an die Speicherung der den Stiitzpunkten ent-
sprechenden Funktionswerte z = f(p,h) in der Matrix der Tafelwerte. Die durch die
Maschenpunkte z = f(p,h) aufgespannte Fliache, welche im allgemeinen keine Ebene,
sondern eine Flache 2. Ordnung ist, wird durch die Stiitzpunkte verbindende Geraden
begrenzt. Diese Verbindungsgeraden ergeben sich aus dem Umstand, dafl zur Berechnung
der thermodynamischen Zustandsgréfien zwischen zwei benachbarten Stiitzpunkten eine
lineare Interpolation angewendet wird.

Der Funktionswert z,, welcher fiir eine zu berechnende thermodynamische Zustandsgréfe
steht, 148t sich fiir einen gegebenen Punkt, bei zweimaliger Anwendung der linearen In-
terpolationsvorschrift, wie folgt berechnen:

zg = aotaify+axfpofu+asf (78)
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mit den Koeffizienten

o = Zij

ar = Zi41,) — Zij

Gy = ZigF Zit1g41 — Zig1,j — Zig+t
as = zi;+ zij41

und den Interpolationsfaktoren

Pgeg — Piyj hgeg — hi,j
fr=—"—" und f, = ——7". 79
T pige — P hivij — hij (79)
Pgeg und hgye, bezeichnen dabei das gegebene Wertepaar fiir Druck und spezifische Ent-
halpie.

Mittels der Gleichungen (78) und (79) lassen sich somit alle Gréfen im Einphasengebiet
des Arbeitsstoffes Wasser/Wasserdampf in Abhangigkeit von den unabhéngigen Verénder-
lichen Druck p und spezifische Enthalpie i berechnen, wenn die unter Item 1 angefiihrte
Konstellation der Interpolationsstiitzstellen erfiillt ist.

Fiir eine Interpolationskonfiguration, wie sie unter Item 2 angefiihrt ist, mufl eine Metho-
dik verwendet werden, die sich von der eben dargestellten dahingehend unterscheidet, daf}
die Berechnung der Interpolationskoeffizienten fiir die hier allgemein dargestellte Interpo-
lationsgleichung

Zg = Qo + U1 Pgeg + a2p969h969 + a3h959 (80)

in Abhéngigkeit von der Anzahl der zur Verfiigung stehenden Stiitzstellen erfolgt.

h
Phasengrenzkurve
1j+l i1
P
ket gegebener Punkt
k
1,j g{ itl,
k-1
=p

stoff-int-ein-zweiphas.eps

Bild 25: Interpolationsgitter in der Ndhe zur Phasengrenzkurve
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Bild 25 zeigt eine der méoglichen Félle der Lage der Interpolationsstiitzstellen in unmit-
telbarer Néhe zur Phasengrenzkurve. Bei der in Abbildung 25 dargestellten Konstellation
des Interpolationsgitters liegt nur der rechte untere Punkt [i + 1, j] — symbolisiert durch
ein A — im Einphasengebiet. Alle anderen FEckpunkte der sich zu einem Quadrat ergénzen-
den Stiitzstellen liegen bereits im Gebiet der koexistierenden Phasen und diirfen fiir eine
Interpolation im Einphasengebiet nicht mehr herangezogen werden.

Des weiteren ist der fiir die gegenwirtige Betrachtung interessante Teil der Phasengrenz-
kurve mit seinen die Grenzkurve an diskreten Gitterpunkten beschreibenden Stiitzstellen
[k — 1], [k] usw., welche durch das Symbol O dargestellt sind, eingezeichnet.

Um die dem gegebenen Wertepaar p,., und h,, zugehérigen thermodynamischen Zu-
standsgroflen berechnen zu kénnen, mufl zunéchst in einem ersten Schritt die Lage des
gegebenen Punktes in bezug auf die Phasengrenzkurve ermittelt werden.

h A
i,j+1 i+1,j+1
k+2
e
a gegebener Punkt
k d |9, 9,

/ > \
1] i+,

k-1

"p

stoff-int-ein-zweiphas-lage.eps

Bild 26: Bestimmung der relativen Lage des gegebenen Punktes zur Phasen-
grenzkurve

In Bild 26 sind die fiir die Ermittlung der Lage des gegebenen Punktes beziiglich der
Grenzkurve zum Gebiet der koexistierenden Phasen notwendigen Vektoren d, b und d wel-
che in der p, h-Ebene liegen, dargestellt. Die Vektoren verbinden die Interpolatlonsstutz—
stelle [k], welcher der Ursprungsort aller drei Vektoren ist, mit dem gegebenen Punkt
sowie den Stiitzstellen [k+ 1] und [+ 1, j]. Die einzelnen Koordinatenldangen der Vektoren

oo (), 5= () i a- (%) o

lassen sich aus den Stiitzstellen [k], [k 4 1] und [ 4 1, 7] wie folgt berechnen:

ap = Pk+1 — Pk bp = piy1,; — Pk dp = Pgeg — Pk
, und 82
an = his —hi ' by = hip s — hy dh = hyey — by (82)
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Als Grundlage fiir die Entscheidung, ob der durch das Wertepaar p,., und h,., gegebene
Punkt im Ein- oder Zweiphasengebiet des Arbeitsstoffes liegt, wird das Vorzeichen der
die Vektoren @ und gbeziehungsweise d und ¢ einschlieflende Winkel ¢; beziehungsweise
d9 herangezogen. Allgemein betrachtet 1483t sich ein von zwei Vektoren eingeschlossener
Winkel, wie hier fiir den Winkel d; dargestellt, wie folgt berechnen:
sin(d) = apbn — anby (83)
Vaz+ai \Jor + b

Weisen beide Winkel §; und 4, das gleiche Vorzeichen auf, so liegt der gegebene Punkt
im Einphasengebiet, ansonsten im Gebiet der koexistierenden Phasen.

Nachdem die Bestimmung der relativen Lage des gegebenen Punktes in bezug auf die Pha-
sengrenzkurve abgeschlossen ist, kann die Berechnung der thermodynamischen Zustands-
und TransportgroBen in der durch die Stiitzpunkte [£], [k + 1] und [¢ + 1, j] aufgespann-
ten Ebene erfolgen. Wie an einer anderen Stelle in diesem Kapitel bereits kurz dargestellt
wurde, kommt Gleichung (80), welche hier noch einmal angefiihrt ist, fiir die Interpolation
in unmittelbarer Nahe zur Phasengrenzkurve zur Anwendung.

Zg = Qo + 1 Pgeg + a?pgeghgeg + a3hgeg

Gleichung (80) stellt den allgemeinen Fall vier bekannter Interpolationsstiitzstellen dar.

Wendet man diese Beziehung auf die in Bild 25 dargestellte Stiitzstellenkonfiguration an,
so muf} zur Bestimmung der Koeffizienten ag, a1, as und as fiir jeden der drei Maschen-
punkte eine Beziehung in der Form der Gleichung (80) aufgestellt werden. Man erhélt
somit ein lineares Gleichungssystem A @ = B zur Berechnung der einzelnen Koeffizienten
mit der Matrix A

L pk Iy
A= |1 pey1 hep (84)
L pipry iy

und dem Storvektor
2k
B = Zk41

Zitl,j

Um eine Uberbestimmung des Gleichungssystemes zu verhindern, wird Koeffizient ay = 0
gesetzt und scheint somit in der Matrix A nicht mehr auf.

Damit nicht fiir jede zu berechnende thermodynamische Zustands- und Transportgréfie
des gegebenen Punktes das Gleichungssystem einzeln gelost werden mufl, wird anstel-
le eines Storvektors eine Matrix B verwendet, welche die Stiitzstellenwerte fiir alle zu
berechnenden Groéflen enthdlt. Matrix B nimmt somit folgende Form an:

T, o o\
B=1Tw1 ok1 0 M (85)
Tiv1j Qiv1j 0 Ait1
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Das so entstandene Gleichungssystem A © = B wird in der Stoffwerteroutine des Pro-
grammes DBS unter Zuhilfenahme des Gauf-Verfahrens gelost, welches als Ergebnis die
Interpolationskoeffizienten fiir alle zu berechnenden Zustands- und Transportgréfien der

Gleichung (80) liefert.

Weisen die beiden mittels Gleichung (83) berechneten Winkel ein unterschiedliches Vorzei-
chen auf, so liegt der gesuchte Punkt innerhalb des Gebietes der koexistierenden Phasen,
was der unter Item 3 angefithrten Interpolationskonfiguration entspricht. Die Ermittlung
der Daten des Arbeitsstoffes erfolgt durch eine lineare Interpolation zwischen den die
Tau- und Siedelinie beschreibenden Stiitzpunkten und die nachfolgende Ermittlung der
bendtigten Stoffwerte im Zweiphasengebiet unter Verwendung der Gleichungen (76) und

(77).

10.1.1.3 Ermittlung der fiir die Interpolation notwendigen Spalten- und Zei-
lenindizes

Fiir die Berechnung der Zustandsgréfien des Arbeitsstoffes von grofiter Wichtigkeit ist ein
schnelles Auffinden der fiir die Interpolation notwendigen Stiitzstellen. Lassen sich die
einzelnen Bereiche der in Matrizenform gespeicherten Tabellen der thermodynamischen
Zustandsgréfien noch nach der zu erwartenden H&aufigkeit ithres Aufrufens im Programm
ineinanderschachteln, so kénnen die fiir die Interpolation benétigten Stiitzstellen auf fol-
gende zwei Arten ermittelt werden:

1. Verwendung eines Suchalgorithmus zur Auffindung der Spalten- und Zeilenindizes
der Matrix (jene Methode, wie sie etwa von van der Looij [118], Pfleger [119] oder
Schmidt [120] vorgezogen wurde) oder

2. Verwendung einer Berechnungsvorschrift zur Ermittlung der Spalten- und Zeilenin-
dizes der Matrix.

Werden diese beiden Moglichkeiten unter der Voraussetzung einer moglichst kurzen Zu-
griffszeit auf die fiir die Interpolation notwendigen Stiitzstellen betrachtet, so kann nur
die unter Punkt 2 angefiithrte Strategie diese Forderung erfiillen.

Setzt man die Kenntnis der Anfangswerte und der Maschenweiten der einzelnen in Ma-
trizen abgespeicherten Interpolationstafeln, wie sie in den Tabellen 1, 2 und 3 angegeben
sind, voraus, so lassen sich die Spalten- beziehungsweise Zeilenindizes, hier als Beispiel
fiir den Druck angeschrieben, in einfacher Weise berechnen.

. Pgeg — P1

1= DINT |——— + 1 86

l Ay T ] ™)

p1 bezeichnet dabei den ersten Druckwert der Interpolationstafel, Ap die Maschenweite

der Interpolationsstiitzstellen und p,., den gegebenen Druck. Der Operator DINT| ] ent-
spricht einer FORTRAN-Anweisung und liefert als Ergebnis eine Integerzahl.

Die oben dargelegten Interpolationsalgorithmen fiir die einzelnen Interpolationskonfigu-
rationen gewihrleisten eine schnelle und effiziente Berechnung der thermodynamischen
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Zustands- und Transportgrofen des Arbeitsstoffes in seinen unterschiedlich vorliegenden
Phasen. Einzig die durch den Phaseniibergang und der damit verbundenen Unstetigkeit
der Stoffwerte notwendig gewordene unterschiedliche Berechnung der Zustandsgréfien des
Arbeitsstoffes im Einphasengebiet in unmittelbarer Néhe zur Phasengrenzkurve ist durch
einen hoheren Rechenaufwand — und somit eine héhere Rechenzeit — gekennzeichnet.

10.2 Stoffwerte fiir das Rauchgas

Das bei der Verbrennung in der Brennkammer eines Dampferzeugers oder einer dem Ab-
hitzekessel vorgeschalteten Gasturbine entstehende Rauchgas ist ein Gasgemisch, welches
in seiner Hauptzusammensetzung aus den Bestandteilen Oy, Ny, C'Oy, HyO, SOy und Ar
besteht. Die Kenntnis der genauen Rauchgaszusammensetzung ist Voraussetzung fiir die
Bestimmung der Stoffeigenschaften des Rauchgases. Ist die Zusammensetzung des Rauch-
gases nicht aus einer Gasanalyse bekannt, so muf} diese iiber eine Verbrennungsrechnung
— wie sie in Kapitel 18 beschrieben ist — ermittelt werden.

Brandt gibt in [128] Beziehungen fiir die Stoffeigenschaften der einzelnen Rauchgashe-
standteile, als Funktion der Temperatur an. Bei den von Brandt beschriebenen Glei-
chungen fiir die spezifische Enthalpie und die spezifische Warmekapazitét bei konstantem
Druck handelt es sich um Polynome héherer Ordnung, wie sie hier, stellvertretend fiir alle
anderen Rauchgasbestandteile fiir die spezifische Enthalpie des Sauerstoffes ho, angefiihrt
ist.

a2 02 a-?) 02 2 a4 02 3 a5 02 4 a6 02
ho, = T T T T T
0, = Ro,T (o, + 2027 4 B02pe 4 MOags , B0apu, 2002} ()

Die Koeffizienten a; o, der Gleichung (87) sind der Arbeit von Brandt [128] zu entnehmen.
Die Enthalpie fiir das Gasgemisch des Rauchgases ergibt sich aus:

hRg = Z ngihi (88)

Der in Gleichung (88) verwendete Index ¢ steht stellvertretend fiir die einzelnen Gaskom-
ponenten des Rauchgases, xp,; fiir die den Rauchgaskomponenten zugehérigen Massen-
anteile.

Gleichung (88) ist — unter Berticksichtigung der Gleichung (87) — in der vorliegenden
Formulierung fiir die numerische Simulation nicht gut geeignet, da zu viele Rechenopera-
tionen pro Iterationsschritt vorgenommen werden miifiten. Formt man Gleichung (88) —
nach Substitution der Enthalpie h; durch die Beziehung (87) fiir alle einzelnen Rauchgas-
komponenten — um, so erhdlt man folgende, fiir die numerische Simulation besser geeignete
Formulierung:

hry = asrg + {[((as T + aapg) T + aspy) T + aspg) T + a1 ry} T (89)
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mit den neuen Konstanten .
aj Ry = ;Z TRgiRia,
i

mit 7 =1 bis 5 und
as Ry = > TrgiRiag,

In der nun vorliegenden Form kénnen die Stoffeigenschaften des Rauchgases fiir die spe-
zifische Enthalpie und die spezifische Warmekapazitat bei konstantem Druck mit einem
Minimum an Rechenoperationen ermittelt werden. Die in Gleichung (89) verwendeten
Koeffizienten miissen in der neuen Formulierung nur bei einer Anderung der Rauchgas-
zusammensetzung neu berechnet werden.

Im Gegensatz zur Berechnung der spezifischen Enthalpie und der spezifischen Warmekapa-
zitat lassen sich die Transportgrofen eines Gasgemisches nicht tiber einfache Mischungsre-
geln, wie sie Gleichung (88) darstellt, berechnen. Brandt gibt in [128] die entsprechenden
Beziehungen zur Berechnung der Gemischeigenschaften fiir die Wéarmeleitfahigkeit und
die dynamische Viskositdt an, welche aus der kinetischen Gastheorie abgeleitet wurden.

10.3 Stoffwerte fiir die Rohrwande

Neben der Bereitstellung der Stoffwerte fiir das Arbeitsmedium und das Rauchgas miissen
auch die Zustands- und Transportgroflen fiir die Rohrwand zur Verfiigung gestellt wer-
den. Richter [129] gibt fiir viele technisch wichtige Stahlsorten Gleichungen in der Form
von einfach auszuwertenden Polynomen an. Diese Polynome sind alle eine Funktion der
Temperatur und beschrénken sich in der Regel auf den Anwendungsbereich des betreffen-
den Stahls. Die einzelnen Stahlsorten wurden dabei hinsichtlich ihrer Ahnlichkeit in den
physikalischen Eigenschaften in folgende drei Gruppen eingeteilt:

e Ferritische Stéhle (0 °C < T < 600 °C)
e Martensitische Stahle (0 °C < T < 700 °C) und

e Austenitische Stahle (0 °C < T < 800 °C)

Der den einzelnen Werkstoffgruppen nachgeordnete Klammerausdruck bezeichnet den
Giiltigkeitsbereich der Polynome der Stahlgruppe.

In Tabelle 6 im Anhang dieser Arbeit sind diejenigen Stahlsorten angefiithrt, deren
Zustands- und Transportgréflen durch Angabe der Werkstoffnummer nach DIN und der
Temperatur im Simulationsprogramm BDS berechnet werden kénnen.
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11 Stromung durch Rohre

Um die physikalischen Vorgénge in einem Rohr beschreiben zu kénnen, ist, neben der
Kenntnis der thermodynamischen Zustandsgroflen des Fluides, die Kenntnis einer Vielzahl
von Parametern, wie zum Beispiel des Warmeiibergangskoeffizienten vom Fluid zur Rohr-
wand, die Rohrrauhigkeit, der Aggregatzustand des Fluides oder Informationen iiber den
Stromungszustand des zu untersuchenden Mediums (laminare oder turbulente Stromung)
usw., notwendig.

Bei den in dieser Arbeit zu untersuchenden Phénomenen kann das Arbeitsmedium in den
Aggregatzustanden Wasser oder Dampf oder als Gemisch beider Zustande vorliegen. Es
ist daher notwendig, fiir den jeweils vorliegenden Zustand des Fluides die entsprechenden
mathematischen Modelle zur Anwendung zu bringen.

Im Gegensatz zur einphasigen Stromung des Arbeitsstoffes kann die Stromung des Wasser-
Dampf-Gemisches anhand unterschiedlicher Modelle beschrieben werden. Grundsatzlich
wird bei der mathematischen Behandlung der Zweiphasenstromung zwischen dem soge-
nannten homogenen, dem heterogenen und dem Zwei-Fluid-Modell unterschieden. Im fol-
genden soll ein kurzer, fiir das Verstiandnis dieser Arbeit notwendiger Uberblick iiber diese
Modelle gegeben werden. Fiir eine genauere und umfassendere Frérterung der Problema-
tik der Zweiphasenstromung sei auf die Literatur, wie zum Beispiel Collier und Thome
[122], Mayinger [130], Delhaye et al. [131], Huhn und Wolf [121], Wallis [125], Butterworth
und Hewitt [132] oder Whalley [133], verwiesen.

Beim homogenen Modell wird angenommen, dafl das Gas und die Fliissigkeit als homoge-
nes Gemisch durch das Rohr stréomt und kein Geschwindigkeitsunterschied zwischen den
beiden Phasen besteht. Aus den thermodynamischen Zustandsgréfen der beiden Phasen
werden mittlere Werte gebildet, welche {iber den gesamten Querschnitt als konstant an-
genommen werden. Das Wasser-Dampf-Gemisch kann daher wie eine Einphasenstrémung
behandelt werden. Unter diesen Voraussetzungen gelten zur Beschreibung der Stromung
die in Kapitel 3 hergeleiteten Beziehungen der Erhaltungsgleichungen fiir Impuls, Masse
und Energie.

In der Modellvorstellung des heterogenen Modelles stromen beide Phasen mit unterschied-
lichen Geschwindigkeiten getrennt nebeneinander im Rohr, so daf} ein sogenannter Schlupf
zwischen den beiden Aggregatzustanden des Arbeitsstoffes besteht. Fiir jede Phase wird
mit einem mittleren Wert fiir die Geschwindigkeit und fiir die einzelnen Zustandsgréfien
gerechnet. Die mathematische Modellierung der Zweiphasenstréomung und die damit ver-
bundene Genauigkeit der Beschreibung der physikalischen Strémungsvorgénge héngt bei
Verwendung des heterogenen Modells von der Anzahl der zur Anwendung kommenden
Bilanzgleichungen ab. Im Gegensatz zum homogenen Modell kénnen bei der Berechnung
der Stromung des Zweiphasengemisches Wasser und Dampf bis zu sechs Bilanzgleichun-
gen — fiir jede Phase eine Impuls-, Massen- und Energiebilanz — verwendet werden. Die
Losung der Gleichungen erfolgt geschlossen in Verbindung mit Beziehungen, welche die
gegenseitige Beeinflussung der beiden Phasen und die Wechselwirkung beider Phasen
mit der Rohrwand beschreiben. Diese zusatzlichen Informationen werden aus empirischen
Korrelationen gewonnen, die die Wandschubspannung und den Schlupf oder den Dampf-
volumenanteil in Abhéngigkeit von den priméaren Stromungsparametern angeben. Fine
direkte Koppelung der beiden Phasen ist nicht gegeben.
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Das Zwei-Fluid-Modell beriicksichtigt im Gegensatz zum heterogenen Modell die Wechsel-
wirkung zwischen den beiden Phasen in den sie beschreibenden sechs Bilanzgleichungen.
Dazu wird die Stromung jeder Phase mit Hilfe sogenannter Stromréhren beschrieben. Die
Interaktionen kénnen dabei nur an den Phasengrenzflachen, den Berithrungsflichen der
beiden Stromrohren, auftreten. Zusatzlich zu diesen sechs Bilanzgleichungen werden noch
sieben konstitutive Gesetze bendtigt, um eine geschlossene Losung des Gleichungssystemes
zu gewahrleisten. Die Bereitstellung der Bilanzgleichungen des Zwei-Fluid-Modells erfolgt
unter Zuhilfenahme zweier unterschiedlicher Formen der Mittelung, der sogenannten zeit-
lichen (Ishii [134]) beziehungsweise der raumlichen Mittelung (Kocamustafaogullari [135]
in [131]). Die eigentliche Schwierigkeit besteht jedoch in der Erstellung der GesetzmafBig-
keiten zur Berechnung der Transportansitze, da diese duflerst komplex sind (siehe dazu
HaBdenteufel [136]). Die Gilltigkeit des Modells ist daher auf solche Strémungsformen be-
schrankt, bei denen eine vollstidndige Trennung der Phasen vorliegt, wie dies zum Beispiel
bei der Ring- und der Schichtenstromung (hier lassen sich die Wechselwirkungen aufgrund
der einfachen und sich zeitlich nicht &ndernden Geometrie auf eine eindimensionale Bilanz
reduzieren) der Fall ist.

Aufler den oben erwdhnten Modellen gibt es noch eine Reihe hybrider Stromungsmodelle.
Hier seien stellvertretend das Verdnderliche-Dichte-Modell von Bankoff [137], das Drift-
Flux-Modell von Zuber und Findlay [138], Wallis [125] und Ishii [139] oder das Entrain-
mentmodell von Levy [140] erwéhnt. Eine Zusammenfassung von Mehrgleichungsmodellen
geben Yadigaroglu [141], Hetsroni [124] oder Bouré und Delhaye [142]. Eine ausfiihrliche
Beschreibung unterschiedlicher Driftgeschwindigkeitsmodelle hat Kolev in [143] zusam-
mengefafit.

In den nachfolgenden Kapiteln werden, in Abhéngigkeit von der Phase des Arbeitsstof-
fes, die in dieser Arbeit zur Anwendung kommenden Beziehungen zur Berechnung der
Stromungsdruckverluste, der Warmeitibergangskoeffizienten und der Schlupfbeziehung an-
gefiihrt.

11.1 Konvektiver Waiarmeiibergang bei der Stréomung durch
Rohre

Kommt es in einem strémenden Fluid zu einer Uberlagerung des Energietransports (ki-
netische Energie und Enthalpie als Energie des Arbeitsstoffes) und der Warmeleitung,
so spricht man von einem konvektiven Warmeiibergang (Baehr und Stephan [62]). Von
besonderem technischen Interesse ist dabei der Wéarmeiibergang vom stromenden Me-
dium auf eine feste Wand, wobei fiir die Giite des Warmetransportes die Fluidschicht
in unmittelbarer Néhe zur Wand — die sogenannte Grenzschicht — von Bedeutung ist.
In dieser Grenzschicht dndert sich die Stromungsgeschwindigkeit vom Wert Null bis fast
auf den Maximalwert, welcher in der Mitte des Rohres liegt. Wie die Geschwindigkeit
dandert sich auch die Temperatur des Fluides in der Grenzschicht und zwar in Abhangig-
keit des zu- oder abgefiithrten Warmestromes von der Oberflichentemperatur der Wand
Yw, auf die Arbeitsstofftemperatur 45 in einigem Abstand von der Wand. Die an der
Wand auftretende Wérmestromdichte ¢, héngt somit vom Geschwindigkeitsfeld und
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vom Temperaturfeld des Fluides ab.
Gwa = a(Vwa — Vas) (90)

« bezeichnet dabei den ortlichen Wéarmeiibergangskoeffizienten. Die Berechnung dieser
Grofle setzt die Kenntnis des Geschwindigkeits- und Temperaturfeldes im stromenden
Medium voraus. Der Wéarmeiibergangskoeffizient o 1a8t sich jedoch nur in sehr einfachen
Fallen, wie zum Beispiel bei einer ausgebildeten laminaren Strémung, exakt berechnen
[62]. Die Bestimmung des Warmetibergangskoeffizienten mufl daher auf experimentellem

Weg erfolgen.

Da der ortliche Warmeiibergangskoeffizient an jeder Stelle der Wand unterschiedlich sein
kann, wird in der Praxis ein mittlerer, auf die Oberfliche bezogener Warmeiibergangsko-
effizient a,,, bestimmdt. ‘
_ Q

Ao (Vwa — Vas)
Q bezeichnet den auf das Fluid tibergehenden Wérmestrom und Ao ist diejenige Ober-
flache, von der der Wéarmestrom auf das Medium iibergeht. Gleichung (91) dient zur
Berechnung des Wiarmeiibergangskoeffizienten und ist nicht dazu geeignet die Mechanis-
men des Wéarme- und Stoffaustausches zu beschreiben. Dies ist nur durch ein eingehendes
Studium der Stromung méglich.

A

(91)

Da die Zahl der im Zuge des experimentell zu bestimmenden Warmeiibergangskoeffizien-
ten zu variierenden Einfluigrofien nach Baehr und Stephan [62] zwischen fiinf und zehn
liegt, war man bestrebt, durch die Anwendung von Ahnlichkeits- und Modellgesetzen die
Anzahl der fiir die Bestimmung von «,,, notwendigen Versuche zu verringern. Die zur Be-
stimmung des Wérmeiibergangskoeffizienten benétigte dimensionslose Kennzahl wurde
erstmals in der grundlegenden Arbeit von NuBelt [144] eingefithrt. Diese — nach ihm be-
nannte — Nuflelt-Zahl Nu ist ein Potenzprodukt aus dem Wéarmeiibergangskoeffizienten a,
einer charakteristischen Lange [ des Wéarmetibergangsproblems und der Wérmeleitfahig-

keit A des Fluides. l
Nu = O‘T (92)

Bei der erzwungenen Konvektion treten neben den in der Nuflelt-Zahl vorkommenden
Parametern noch weitere Grofen auf, welche in voneinander unabhéngigen dimensionslo-

sen Kennzahlen — der Reynolds-Zahl Re, der Prandtl-Zahl Pr und der Eckert-Zahl F¢ —

zusammengefaflt sind.

Re=—°F (93)

n

Cp 7]
Pr=2"1 94
r= (94)

2

w
EFe=——7—#/— 95
Cp|Tm—TWa| ( )

Da sich jede physikalische Beziehung in dimensionsloser Form darstellen 1at, muf} auch
die Nuflelt-Zahl als Funktion der Reynolds-Zahl, der Prandtl-Zahl und der Eckert-Zahl
beschrieben werden kénnen. Nach Prandtl et al. [58] reduziert sich die Nuflelt-Zahl auf

Nu = f(Pr, Re), (96)



62

wenn keine allzu groflen Stromungsgeschwindigkeiten auftreten. Unter Zuhilfenahme die-
ser Ahnlichkeitsbeziehungen lassen sich die in Modellversuchen gefundenen Frgebnisse fiir
den konvektiven Wéarmetibergang auf geometrisch ahnliche Groffausfithrungen tibertragen.

Eine ausfiihrliche, allgemeine Beschreibung zum Warmeiibergang findet sich in der Li-
teratur zum Beispiel bei Prandtl et al. [58], Baehr und Stephan [62], Hausen [145] oder
Michejew [146].

Die konvektiven Warmeiibergangskoeffizienten werden wegen ihres gegeniiber der Fluid-
dynamik relativ tragen Verhaltens wéhrend der Berechnung eines Zeitschrittes als kon-
stant angesehen. Nach erfolgter Integration eines Zeitschrittes werden die Warmeiiber-
gangskoeffizienten unter Zuhilfenahme der neuen Stoffwerte fiir den Arbeitsstoff wieder
aktualisiert.

11.1.1 Konvektiver Wiarmeilibergang in der Einphasenstré6mung

Die Berechnung des konvektiven Wérmeiiberganges in einer voll ausgebildeten turbulen-
ten Einphasenstromung erfolgt nach der von Gnielinski in [147] beziehungsweise [148]
angegebenen Gleichung

§R

L+12.7(Prid —1) N

Ky, (97)

welche sich im Wasser- und Dampfgebiet gleichermafien bewdhrt hat. Diese Gleichung
enthélt die fiir den Reibungsdruckabfall nach Konakov [149] zitiert in [148]

(r = (1.8log Re — 1.5)7?

sowie den Korrekturfaktor K zur Beriicksichtigung der Temperaturabhéngigkeit der
Stoffwerte des Wassers auf den Wiarmeiibergangskoeffizienten, wobei durch die Prandtl-
Zahl im besonderen die starke Abhéngigkeit der Viskositat des Wassers von der Tempe-

ratur erfal3t wird.
7 ( Pros )0.11
[Xl —
PTWa

Pras ist die Prandtl-Zahl bei der mittleren Fliissigkeitstemperatur und Pry, diejenige
bei der mittleren Wandtemperatur.
Liegt der Arbeitsstoff als Dampf vor, so empfiehlt Gnielinski [148] den Korrekturfaktor

K1 wie folgt zu bilden:
Tysy 018
-

TWa

wobel T4s die mittlere Arbeitsstofftemperatur und Ty, die mittlere Wandtemperatur
bezeichnet.

Der Term zur Beschreibung der Abhangigkeit des Warmeiibergangskoeffizienten von der
Rohrlange wurde, aufgrund der grofien Léngsausdehnung der Rohre im Dampferzeuger
und des somit verschwindenden Einflusses dieses Korrekturfaktors, vernachlassigt.
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2300 < Re < 10° 0.6 < Pr < 10° und d;,/l < 1 stellen den Definitionsbereich der
Beziehung (97) dar.

Fiir den laminaren Bereich der Rohrstromung wird in [150] oder [65] unter anderen die
Gleichung
Nt = 4.364 (98)

angegeben, wobei die Beziehung fiir Reynolds-Zahlen Re < 2300 definiert ist.

Im Ubergangsbereich zwischen der laminaren und der turbulenten Rohrstrémung, 2300 <

Re < 10*, wird zwischen den beiden Beziehungen (97) und (98) nach der Gleichung

Ny, (Re — 2300) 4 Nugg,, (10000 — Re)

N
“ 7700

(99)

linear interpoliert.

Die oben dargestellten Gleichungen zur Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten
gelten fiir den unterkritischen Druckbereich.

In modernen Warmekraftanlagen ist die Entwicklung hin zu tiberkritischen Dampferzeu-
gern jedoch bereits seit Jahren vollzogen. Es war daher erforderlich, Beziehungen fiir den
Wairmeiibergangskoeffizienten {iber einen weiten Betriebsbereich, inklusive des Gebietes
um den kritischen Punkt, zu ermitteln. FErste experimentelle Arbeiten auf diesem Gebiet
entstanden bereits in den fiinfziger und sechziger Jahren, wie zum Beispiel von Dickin-
son und Welch [151], McAdams et al. [152], Styrikowitsch et al. [153], Domin [154] oder
Swenson et al. [155].

Im iiberkritischen Druckbereich erfolgt der Ubergang von der Wasser- auf die Dampfpha-
se kontinuierlich. Dabei dndern sich mit der Temperatur im pseudokritischen Bereich die
physikalischen Eigenschaften des iiberkritischen Fluides nicht nur sehr rasch, sondern zum
Teil auch nicht stetig. Die betrachtliche Volumenvergréerung ist mit einer Erhéhung der
spezifischen Warmekapazitidt verbunden, weshalb dieser Bereich auch als Pseudophasen-
umwandlung bezeichnet wird. Die dynamische Viskositat sowie die Warmeleitféhigkeit
nehmen hingegen stark ab (siehe dazu Griem [156] oder Styrikowitsch et al. [153]). Bei
der rechnerischen Erfassung des Pseudosiedens liegt die Schwierigkeit bei der Ermitt-
lung der richtigen Bezugstemperatur fiir die spezifische Warmekapazitiat, da im Gebiet
der Pseudophasenumwandlung bereits eine kleine Anderung der Temperatur diese GréBe
stark verdndert. Die Temperatur, fiir die die spezifische Warmekapazitdt ein Maximum
annimmt, wird als pseudokritische Temperatur 7}, bezeichnet, wobei diese — fiir Wasser
— mit dem Druck nach Gleichung (100) steigt.

Ty = Thrit + 0.388 - 1077 (p — pryie) (100)

Eine einfache, Druckdnderungen nicht beriicksichtigende Vorgehensweise zur Bestimmung
einer geeigneten spezifischen Warmekapazitét ist die, von deren Definition abgeleitete,
zwischen der Wandoberflichen- und der Fluidtemperatur integrierte Beziehung

hWa - hAS

. 101
Two —Tas (101)

CpAs =

Die Auswirkungen der Pseudophasenumwandlung wird umso kleiner, je weiter sich der
Druck vom kritischen Druck entfernt.
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Nach Hall und Jackson [157] sowie Kakarala und Thomas [158] 148t sich das Pseudo-
sieden bei niederen Warmestromdichten und hoher Massenstromdichte beobachten. Auf-
grund des niedrigen Wérmeflusses besteht nur eine geringe Temperaturdifferenz zwischen
der Rohrwandoberfliche und der Kernstromung. Es liegen daher fast konstante Stoff-
grofen tiber den gesamten Querschnitt vor, wodurch sich der grofle Einflufl der spezifischen
Wirmekapazitat auf den Warmeiibergang erklaren 1at. Wird die Warmestromdichte ge-
steigert beziehungsweise die Massenstromdichte reduziert, so vergrofert sich die Tempe-
raturdifferenz zwischen der Wandoberflache und der mittleren Fluidtemperatur. Dies hat
zur Folge, daB keine konstanten Stoffwerte mehr iiber den Rohrquerschnitt vorliegen und
dafl die Maxima der Warmeiibergangskoeffizienten abgebaut werden. Kommt es zu einer
weiteren Erhohung der Warmestromdichte beziehungsweise zu einer weiteren Reduktion
der Massenstromdichte, so fiithrt dies zu einer starken Erhéhung der Wandtemperatur. Bei
diesem Vorgang spricht man in Anlehnung an die Vorgdnge im unterkritischen Bereich
von Pseudofilmsieden, wenn die Wandoberflichentemperatur oberhalb der pseudokriti-
schen Temperatur und die mittlere Fluidtemperatur noch darunter liegt. In diesem Falle
sinkt der Warmetibergangskoeffizient ab. Wie Versuche von Yamagata et al. [159] und
Lee und Haller [160] gezeigt haben, liegt die Grenze zum Pseudofilmsieden bei sehr hohen
Heizflichenbelastungen. Die von Yamagata et al. in [159] angegebene Beziehung

Qorie = 0.2r] (102)

beschreibt die Grenzkurve zum Pseudofilmsieden.

Eine genauere Darstellung der physikalischen Vorgénge beim Wéarmeiibergang im {iber-

kritischen Gebiet gibt Griem [156].

Griem schldgt in [156] und [161] fiir die Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten bei
Zwangskonvektion im iiberkritischen Druckbereich ein neues Verfahren vor. Die diesem
Verfahren zugrundeliegende Korrelation ist vom Dittus-Bolter-Typ Nu = C Re™ Pr". Zur
Bestimmung der reprasentativen spezifischen Warmekapazitdt werden fiir fiinf Referenz-
temperaturen die Warmekapazitdten bestimmt. Anschlieend werden die zwei héchsten
Werte ausgesondert und von den restlichen drei Werten der arithmetische Mittelwert
gebildet, welcher die charakteristische Warmekapazitat darstellt. Griem empfiehlt sein
Verfahren fiir Anwendungsfélle, in denen eine starke Abhangigkeit der Stoffwerte von der
Temperatur gegeben ist oder wenn Singularitdten auftreten.

Kakac [162] empfiehlt aufgrund umfangreicher Vergleiche mit Messungen folgende Glei-

chung:
0.3 /_ n
Nuas = 0.0183Re%32 P05 (QW“) (Cp AS) (103)
QAS CpAS

mit den von der Lage der Bezugstemperatur abhiangigen Exponenten

0.4 fur Twa S Tpk oder TAS Z 12Tpk

n—1J 04+02 (T;L - 1) fiir Tas < Tor < Ty
04402 (% — 1) [1 =5 (Fee —1)] e Ty < Tus < 1.2T3

Trotz der besseren Ubereinstimmung der experimentell ermittelten Wirmeiibergangsko-
effizienten mit den unter Zuhilfenahme der Korrelation von Griem berechneten Werten
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kommt in der vorliegenden Arbeit die von Kakag [162] empfohlene Beziehung zur Anwen-

dung, da diese einen geringeren Rechenaufwand bei annédhernd gleich guten Ergebnissen
aufweist.

11.1.2 Konvektiver Wirmeilibergang in der Zweiphasenstrémung

Bild 27 stellt ein senkrechtes, {iber die gesamte Lange gleichméfig beheiztes Verdampfer-
rohr, welchem von unten eine unterkiihlte Fliissigkeit zugefiihrt wird, dar. Die Warme-

stromdichte ¢ ist so gewahlt, daB} es zu einer vollstandigen Verdampfung des Arbeitsstoffes
kommt.

Stromungsform Wirmetlibergangsbereich
konvektiver
iiberhitzter Wirmetibergang
Dampf auf den Dampf
> ¥
A o ° A
Spriih- - Post - Dryout Bereich
stromung g
i ¥
Ring- Stromungssieden
stromung
; —Y
v NG A
Schaum- x poo |1
stromung 553 o
) Na .
Pfropfen- R Blasensieden
stromun, NN
S35t
Blasen- 5%
a o & F— .
stromung | % §| ¥ unterkiihltes Sieden
A
unterkiihlte g konvektiver
Flussigkeit Wirmeiibergang

auf die Flissigkeit

stroemungsform.eps

Bild 27: Strémungsform und zugehérige Warmeiibergangsbereiche im senkrech-
ten, beheizten Rohr

In der Energie- und Verfahrenstechnik erfolgt die Verdampfung meist unter Zwangskon-
vektion, wobei sich die Auftriebskraft der Blasen und eine langs der Heizfliche wirkende
Druckdifferenz tiberlagern. Die bei der Verdampfung auftretenden Strémungsformen und
die ihnen zugehorigen Wéarmetibergangsbereiche sind Abbildung 27 zu entnehmen.
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Fiir den Warmeiibergang bei unterkritischem Druck lassen sich folgende Bereiche unter-
scheiden:

o Konvektiver Warmeiibergang an das Wasser:
Der Warmeiibergang folgt hier den GesetzmaéBigkeiten der einphasigen Zwangskon-
vektion.

o Unterkiihltes Sieden:
Dabei tibersteigt die Wandtemperatur die Séttigungstemperatur um einen bestimm-
ten Betrag, obwohl die Temperatur im Kern der Fliissigkeit noch unterhalb der
Sattigungstemperatur liegt. Die Wandtemperatur bleibt trotz steigender Enthalpie
der Fliissigkeit in diesem Gebiet nahezu konstant und liegt wenige Kelvin iiber der
Séattigungstemperatur.

e Blasensieden und Stréomungssieden:
Erreicht das Fluid die Sattigungstemperatur, schliefit sich der Bereich des Blasensie-
dens mit annédhernd konstanter Warmetibergangszahl an. Mit steigender Dampfmas-
senzahl erreicht der Arbeitsstoff das Gebiet der Ringstromung. Hier wird die Warme
von der Rohrwand zunehmend durch Konvektion an den Wasserfilm iibertragen,
weshalb dieser Bereich als Stromungssieden bezeichnet wird. Die Warmeiibergangs-
zahl nimmt in diesem Bereich zu.

e Siedekrise und Post-Dryout Bereich:

Verdampft der Fliissigkeitsfilm an der Wand vollstandig, so kommt es zur Siedekrise.
Dabei fallt der Warmeiibergang stark ab und die Wandtemperatur steigt deutlich an.
Die Kenntnis der Maximalwerte der Wandtemperatur ist fiir die festigkeitsméfige
Auslegung der Dampferzeugerrohre von grofler Wichtigkeit. In dem dem Austrock-
nen der Rohrwand nachfolgenden Bereich der Sprithstrémung kommt es zu einem
konvektiven Wérmeiibergang an den Dampf und den vom Dampf mitgerissenen
Wassertropfchen.

o Konvektiver Warmeiibergang an den Dampf:
Hier sind alle Wassertropfen vollstandig verdampft, und es liegt eine Einphasen-
stromung des Dampfes vor. Der Warmeiibergang folgt hier den GesetzméBigkeiten
der einphasigen Zwangskonvektion.

Fiir eine detailliertere Beschreibung der einzelnen in Abbildung 27 dargestellten
Stromungsformen und Wérmeiibergangsbereiche sei auf die Literatur, wie zum Beispiel
Mayinger [130], Stephan [163], Baehr und Stephan [62], Huhn und Wolf [121], Collier und
Thome [122] oder Whalley [133], verwiesen.

Im folgenden sollen die in der vorliegenden Arbeit zur Anwendung kommenden Beziehun-
gen zur Berechnung der Warmeiibergangskoeffizienten in den unterschiedlichen Bereichen
naher behandelt werden.
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11.1.2.1 Vertikal nach oben durchstromte Rohre

Nach Bild 27 tritt eine unterkiihlte Fliissigkeit von unten in das senkrecht stehende Ver-
dampferrohr ein, und es erfolgt ein einphasiger konvektiver Warmeiibergang an das Fluid.
Ist die Wand gegeniiber der Sattigungstemperatur des Arbeitsstoffes hinreichend {iber-
hitzt, so daff Blasen an der Rohroberfliche entstehen kénnen, so setzt unterkiihltes Sieden
ein. Es entstehen zundchst nur wenige Blasen, so dafl der gréfite Teil des Warmestromes
noch konvektiv auf die Fliissigkeit zwischen den Blasen iibertragen wird. In der Literatur
wird dieser Vorgang als partielles unterkiihltes Sieden bezeichnet. Mit steigender Wand-
temperatur nimmt die Anzahl der gebildeten Blasen zu und der konvektiv {ibertragene
Wirmestrom ab. Mit weiter anwachsender Blasendichte wird der konvektiv iibertrage-
ne Warmestrom vernachléssigbar, und man befindet sich im sogenannten Bereich des
vollausgebildeten unterkiihlten Siedens, wobei die Stromungsgeschwindigkeit und die Un-
terkiihlung nur mehr einen verschwindenden Einflufl auf die Wandtemperatur haben.

Jens und Lottes [164], zitiert in [165], [122], [166] oder [163], faBten die zahlreichen Mefiwer-
te, welche es fiir vollausgebildetes unterkiihltes Sieden fiir die vertikale Aufwartsstromung
von Wasser gab, zusammen und erhielten folgende empirische Beziehung fiir die Tempe-
raturdifferenz zwischen Wand- und Séttigungstemperatur:

Da — D = 0.79057¢025 ¢ (/6205:10%) (104)

Gleichung (104) gilt fiir hohe Driicke und groie Warmestromdichten.

Bei kleinen Driicken (< 50 bar) und niedrigen Wirmestromdichten (< 300 kW /m?) liefert
die von Thom et al. [167], zitiert in [122] oder [168], modifizierte Gleichung genauere Werte:

Iiwa — Dsaee = 0.02265¢%% ¢ (#/5710%) (105)

Der Wiarmeiibergangskoeffizient im Bereich des unterkiihlten Siedens — vom Wert der
einphasigen Stréomung bis hin zu dem des geséattigten Siedens — berechnet sich nach der
Beziehung

q
Vsare — Vpir + (Dwa — ﬂSdtt)7
wobei fiir (w, — Vsae) die Werte nach Gleichung (104) beziehungsweise (105) einzusetzen
sind. ¥y;; ist hierin die aufgrund der Energiebilanz berechnete Fluidtemperatur.

(106)

Qoph =

Auf das unterkiihlte Sieden folgt, wie der Abbildung 27 zu entnehmen ist, das Blasensieden
der geséttigten Fliissigkeit. Das Sattigungssieden beginnt definitionsgemafl dann, wenn
unter der Annahme eines thermodynamischen Gleichgewichtes der berechnete Strémungs-
dampfgehalt zu null wird. Der Mechanismus der Wéarmetiibertragung ist dabei unabhangig
vom Massenstrom und der ortlichen Enthalpie und somit identisch dem des unterkiihl-
ten Siedens. Gleichung (106) kann daher auch fiir das Blasensieden herangezogen werden,
wenn beriicksichtigt wird, dafl das Fluid bereits die Sattigungstemperatur erreicht hat.
Gleichung (106) kann somit auf
P —
(Vwa — Vsite)
tibergefithrt werden, wobei fiir (Jw, — Usa) ebenfalls die Werte nach Gleichung (104)
beziehungsweise (105) einzusetzen sind.

(107)
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In einem beheizten Verdampferrohr 148t sich nach Uberschreiten eines bestimmten Dampf-
massenanteils die Benetzung der Rohroberfliche nicht mehr aufrecht erhalten. Es tritt eine
sogenannte Siedekrise auf, welche zu einer Verschlechterung des Wéarmeiiberganges und
somit zu einer Abnahme des Wérmetibergangskoeffizienten fiithrt. Bei Systemen mit ei-
nem aufgepragten Wéarmefluf}, wie zum Beispiel bei elektrischer oder nuklearer Beheizung
oder bei durch Strahlung zugefithrter Warme, steigt die Wandtemperatur sprunghaft an.
Im Gegensatz dazu kommt es bei Systemen mit einer aufgepragten Wandtemperatur, wie
es zum Beispiel ein Warmetauscher oder ein Kondensator darstellt, zu einem drastischen
Abfall der Warmestromdichte nach dem Uberschreiten der Siedekrise. Diese Erscheinun-
gen werden unter dem Begriff der kritischen Siedezusténde zusammengefafit. Allgemein
wird darunter also das Absinken des Wirmeiibergangskoeffizienten nach Uberschreitung
einer kritischen Warmestromdichte verstanden.

Grundsatzlich wird zwischen zwei Arten von Siedekrisen unterschieden:

e Filmsieden (Siedekrise 1. Art oder Departure of Nucleate Boiling — DNB):
Hier bildet die Fliissigkeit die kontinuierliche Phase. An der Wand bildet sich nach
Uberschreitung der kritischen Wirmestromdichte ein Dampffilm, welcher das Wasser
von der Wand trennt. Wegen der schlechten Warmeleitfahigkeit des Dampfes fallt
der Warmeiibergangskoeffizient stark ab. Die kritische Warmestromdichte ist umso
grofler, je kleiner der Dampfvolumenanteil ist.

e Austrocknen der Heizflache (Siedekrise 2. Art oder Dryout):
Liegt ein hoher Dampfvolumenanteil vor, so reifit der noch vorhandene Wasser-
film von der Wand ab, beziehungsweise er trocknet aus. In diesem Fall bildet der
Dampf die kontinuierliche Phase. Der Warmeiibergangskoeffizient féllt hier nicht so
stark ab, da aufgrund des hohen Dampfmassenanteils eine starkere Kithlwirkung
des Dampfes durch Konvektion gegeben ist.

Kommt es zu einer weiteren Verminderung der Warmestromdichte, so ist ein Wandern
der Siedekrise zu Orten héheren Dampfgehaltes zu beobachten. Dabei lagern sich offen-
sichtlich Wassertropfen an der Rohrwand an, weshalb dieser Vorgang auch als ” Deposition
Controlled Burnout® bezeichnet wird. Ebenso wie die Siedekrise 2. Art ist dies mit einer
Austrocknung der Heizflache verbunden.

Eine detailliertere Beschreibung der physikalischen Vorgange, welche zu den Siedekrisen
fithren, kann etwa Mayinger [130], Stephan [163], Baehr und Stephan [62] oder Collier
und Thome [122] entnommen werden.

In der Literatur sind eine Vielzahl von empirischen Korrelationen, wie zum Beispiel die
von Biasi [169], Katto [170], [171], [172], [173], Katto und Ohne [174] oder Shah [175],
[176] nachzulesen, die zur Bestimmung der kritischen Warmestromdichte entwickelt wur-
den. Viele von ihnen besitzen jedoch nur in einem engen Parameterbereich Giiltigkeit,
und nur wenigen liegt eine Modellvorstellung iiber die Art der Siedekrise zugrunde. Auf-
grund der verschiedenartigen Mechanismen, die zu einer Siedekrise fithren koénnen, ist
es von Vorteil, wenn sowohl fiir das Gebiet des Dryout als auch fiir das Gebiet des De-
parture of Nucleate Boiling unterschiedliche Gleichungen zur Anwendung kommen. Nach
Drescher und Kohler [177] bedarf es keiner eigenen Berechnungsvorschrift fiir das Gebiet
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des Deposition Controlled Burnout. Dieses Gebiet 1Bt sich rechnerisch mit geniigender
Genauigkeit in das Gebiet der Siedekrise 2. Art integrieren.

Drescher und Kohler empfehlen in [177] nach einem umfangreichen Vergleich an Ver-
suchspunkten die Beziehungen von Kon’kov [178] zitiert in [177] und Doroshchuk [179]
zur Berechnung der Siedekrisen 1. und 2. Art.

Nach [177] hat sich die von Doroshchuk fiir den praktischen Gebrauch aus seinen Ta-
bellenwerten entwickelte Gleichung den anderen Vorschriften zur Berechnung des DNB —
trotz geringfiigiger Genauigkeitsverluste — iiberlegen gezeigt.

mFlux P .
0.68—— — 0.3 ) — In(gpsr) + In(Y
n(mm)( Pt ) 8(Gerie) + In(Y)

1.2 Ip it
1000

2 0.5
8.10-3
Y:lm[m3—475(p )+8(]?)]( )
Pkrit Pkrit di,

und g in kW /m?.
Der Giiltigkeitsbereich der Gleichung (108) ist gegeben durch:

(108)

LW Dkrit

+1.5

29 bar < P < 196 bar
500 kg/m? s < e < 5000 kg/m? s
4mm < d;n, < 25 mm

Die Beziehung fiir die Siedekrise 2. Art verliert ihre Giiltigkeit bei niedrigen Warmestrom-
dichten. Der kritische Dampfmassenanteil fiir vertikal nach oben durchstromte Rohre er-

gibt sich nach Kon’kov [178] zu:

Fwpke = 10.795¢7%1 033 (1000 dyy, )07 1P 4.9 bar bis 29.4 bar (109a)
Fwpke = 19.398¢7%1 120333 (1000 dyy, )"0 7009255 29,4 bar bis 98 bar (109b)

Ewpeit = 323024791 333 (1000 dy, )T €702 98 har bis 196 bar (109¢)

mit ¢ in kW/m? und p in bar.
Der Definitionsbereich der Gleichung (109) ist gegeben durch:

200 kg/m? s < mhpne < 5000 kg/m? s
4mm < d;n, < 32 mm

Da die Art der Siedekrise oft nicht eindeutig festliegt, haben Drescher und Koéhler vorge-
schlagen, die Bereichswahl so zu treffen, dafl beide Werte fiir die kritische Warmestrom-
dichte berechnet werden und der kleinere der beiden Werte als giiltig betrachtet wird. Bei
Anwendung der Beziehung nach Kon’kov bis zum Schnittpunkt der errechneten kritischen
Wirmestromdichten mittels der Gleichung nach Doroshchuk kommt es nach Kohler [180]
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zu einer Uberschreitung des Definitionsgebietes. Diese Uberschreitung kann jedoch nicht
vermieden werden, da ansonsten keine geschlossene Berechnung moglich ist.

Nach der Uberschreitung des Ortes der Siedekrise 2. Art wird die Wiarme von der Wand
hauptséchlich durch den Dampf iibertragen. Dieser wird in der Folge iiberhitzt und gibt
die Warme an die Fliissigkeitstropfchen ab, die zunehmend verdampfen. Der Dampf bildet
hier die kontinuierliche, die Wassertropfchen die disperse Phase. Der Wéarmeiibergang wird
in diesem Bereich mit Post-Dryout bezeichnet. Fiir die Bestimmung des Warmeiibergangs-
koeffizienten vom Ort der Siedekrise 2. Art bis zum Bereich der reinen Dampfstromung
wird das von Kohler [180] vorgestellte Rechenmodell fiir ein aufwérts durchstromtes verti-
kales gerades Rohr bei thermodynamischem Nichtgleichgewicht angewendet, da die unter
der Annahme eines thermodynamischen Nichtgleichgewichtes berechneten Warmeitiber-
gangskoeffizienten besser mit den Mefiwerten in einem grofleren Parameterbereich iiber-

einstimmen als die unter der Annahme eines thermodynamischen Gleichgewichtes berech-
neten [150].

Koéhler ermittelt unter Zuhilfenahme der Energiebilanz die Hohe des thermischen Un-
gleichgewichtes, welche die Temperaturdifferenz Av,, zwischen dem Dampf und dem
mitgerissenen Wassertropfen bestimmt.

Ahv 4e Dq
Ay =Vp — Vsi0 = —— 1 b -1 11
b satt 2¢,p (\I + Ah, (Aooz)Tmpf ) (110)

mit dem Wéarmeiibergangskoeffizienten zwischen dem Wassertropfen und dem Dampf und
der Oberflache des verdampfenden Wassertropfens

: 1.33 :
@4000Tmmf:=1.473-10—4(53%@2) fir D 767 . 107
. 4 .

(A40Q) 7, = 3.078 - 1072 (fﬁg}ﬁi) fiir T”ij“x:> 1767 - 103 (111)

mit (Aoa)r,,,; in W/m?K und der Laplace-Konstanten

o

b=,|——mmm. 112
g (ew — op) e

Der tatsdchliche Stromungsmassendampfgehalt @y p+,: ergibt sich nach Koéhler zu:

) h — hw
af = 11
TWDtat Ahv I chAﬁun ( 3)

Hierin ist h die spezifische Enthalpie der Stromung, welche unter Zuhilfenahme einer

Energiebilanz ermittelt wird.

] A aus
p=d00aus s (114)

mFluxA

Befinden sich Dampf und Wassertropfen im thermodynamischen Gleichgewicht, so geht
Gleichung (113) in die Bestimmungsgleichung fiir den Dampfmassenanteil aus der Ener-
giebilanz iiber.
h — hw
Ah,

(115)

TWDbil =
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Zur Berechnung des zweiphasigen Warmeiibergangskoeffizienten wird in [180] die bei ein-
phasiger konvektiver Stromung zur Anwendung kommende Gleichung (97) nach Gnielinski
unter Vernachlassigung des Korrekturfaktors K vorgeschlagen, wobei die Reynolds-Zahl
Regy,p, mit der mittleren Geschwindigkeit der Zweiphasenstromung unter Vernachléssigung
des Schlupfes wie folgt gebildet wird:

MFlux dhyd 0D

Ewptat + (1 — TWDtar) —— (116)

Rezph =
o ow

Als Bezugstemperatur fiir die Stoffwerte ist in Gleichung (97) zur Bestimmung des
Wirmeiibergangskoeffizienten die mittlere Grenzschichttemperatur einzusetzen, die dem
arithmetischen Mittel aus Wand- und Dampftemperatur entspricht. Die Dichte pp in
Gleichung (116) ist jedoch auf die tatsachliche Dampftemperatur zu beziehen.

Das oben beschriebene Modell ist erst giiltig, wenn das thermodynamische Nichtgleichge-
wicht vollstindig ausgebildet ist, das heifit, die Stelle des minimalen Warmeiiberganges
TWD a,,;, €rreicht ist.

LW Dkrit chAﬂun

Ah,

TWD apmin = TWDErit (117)
Zwischen dem Ort der Siedekrise 2. Art und der Stelle des minimalen Warmeiiberganges
wird linear interpoliert.

Die obere Definitionsgrenze fiir das von K&hler entwickelte Modell ist erreicht, wenn der
thermodynamische Dampfgehalt folgende, vom Druck abhingige Bereichsgrenze iiber-
schreitet:

Iwpnm = 0.7+ 0.002 - 10_5}? (118)

Fiir den Stréomungsmassendampfgehalt swp > Twprim gelten wieder die Gesetze des
einphasigen Wéarmeiiberganges.

Nach [150] kann in der Néahe des kritischen Punktes angenommen werden, daf} ein ther-
modynamisches Gleichgewicht der Strémung vorliegt. Daher kann in diesem Bereich eine
Bestimmung des Warmeiibergangskoeffizienten mittels der Beziehungen fiir ein thermo-
dynamisches Nichtgleichgewicht entfallen.

Abbildung 28 zeigt fiir ein aufwéarts durchstromtes vertikales Verdampferrohr den Verlauf
des Wérmetibergangskoeffizienten im Ein- und Mehrphasengebiet des Arbeitsstoffes auf-
getragen iiber Druck und Enthalpie. Die Berechnung der Wiarmeiibergangskoeffizienten
erfolgte bei einer Massenstromdichte von mig,, = 1000 kg/m?s und einer Warmestrom-
dichte von ¢ = 200 kW/m?. Der Innendurchmesser des Rohres betrug d;, = 20 mm. Bild
28 zeigt in sehr anschaulicher Weise den starken Abfall der Werte fiir den Warmeitiber-
gangskoeffizienten nach Uberschreitung des Ortes der Siedekrise. Zwischen der Stelle des
minimalen Wéarmeiibergangs und jener der reinen Dampfkonvektion steigt der Wert des
Wairmeiibergangskoeffizienten wieder an.

Abbildung 29 stellt, korrespondierend zu Bild 28, ebenfalls den Verlauf des Warmeiiber-
gangskoeffizienten im Ein- und Zweiphasengebiet dar. Im Gegensatz zu Abbildung 28
wurde der Druck bei p = 150 bar konstant gehalten und die Warmestromdichte variiert.
Entsprechend Bild 29 verschiebt sich mit zunehmender Warmestromdichte der Beginn der
Unterkithlung des Arbeitsmediums in Richtung kleinerer Enthalpien.
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d;, =20 mm
M= 1000 kg/m?s
4 = 200 kW/m?
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Bild 28: Warmeiibergangskoeffizienten als Funktion von Druck und Enthalpie
fiir ein vertikales Rohr

Auch der Ort der Siedekrise verschiebt sich mit einem Ansteigen der Warmestromdichte in
Richtung kleinerer Enthalpien beziehungsweise eines kleineren Stréomungsmassendampf-
gehaltes.
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Bild 29: Warmetibergangskoeflizienten als Funktion von Enthalpie und Wirme-
stromdichte fiir ein vertikales Rohr
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11.1.2.2 Horizontale und geneigte Rohre

Die Warmeiibergangsgleichungen sind meist fiir ein vertikales, von unten nach oben durch-
stromtes Verdampferrohr entwickelt worden. Es ist daher von grofler Bedeutung, ihre
Giiltigkeit auf ein horizontales beziehungsweise geneigtes Rohr in jedem Einzelfall zu iiber-
priifen. Fiir die einphasige Konvektionsstromung wurden dazu zum Beispiel von Petukhov
et al. [181] theoretische und experimentelle Untersuchungen angestellt. Den Einfluf} der
Rohrlage auf den Ort der Siedekrise untersuchten unter anderen Wallis [125] Watson et
al. [182], Kefer [168], Kefer et al. [183] oder Hein et al. [184].

Nach Hein et al. [184] kénnen im Gegensatz zum senkrechten Rohr fiir das horizontale
beziehungsweise geneigte Rohr keine Modelle zur Berechnung des Wérmeiiberganges an-
gegeben werden, die nicht unabhingig von den Abmessungen und den Stoffwerten des
Verdampferrohres sind.

Im Bereich des unterkiihlten Siedens und des Séttigungssiedens @andert sich in senkrechten
Rohren, wie bereits oben erwdhnt, die Rohrwandtemperatur nicht. Nach Bier et al. [185]
stellen sich auch bei horizontalen und geneigten Rohren keine beziehungsweise nur sehr
kleine Temperaturdifferenzen iiber den Rohrumfang ein, da die physikalischen Vorgénge
beim Sieden nur unerheblich von der Stromung beeinflufit sind. Dies wurde auch von
Kefer [168] bestatigt, wobei die in dieser Untersuchung gewahlten Parameter zu starken
Schichtungseffekten in der Stromung fithrten. Kefer [168] fand eine gute Ubereinstimmung
zwischen den empirisch ermittelten Temperaturwerten an der Innenseite des Rohres und
deren Berechnung nach der Gleichung von Jens und Lottes [164], weshalb dieses Verfahren
zur Berechnung der Warmeiibergangskoeffizienten auch in der vorliegenden Arbeit zur
Anwendung kommt.

Die Siedekrise tritt in einem horizontalen beziehungsweise geneigten Rohr aufgrund der
durch die Schwerkraft verursachten Phasentrennung bereits bei niedrigeren Dampfmassen-
anteilen auf als beim senkrechten Verdampferrohr. Dabei ist der Ort der Siedekrise meist
an der Oberseite des Rohres zu finden, wéhrend die Unterseite noch benetzt ist. Angaben
zur Beurteilung ob iiberhaupt ein Einflufl der Rohrlage auf die Ausbildung und den Ort
der Siedekrise vorliegt wird von Wallis in [125] gegeben. Zur Bewertung der Stromungs-
verhéltnisse wird dazu eine Froude-Zahl gebildet, welche als Verhéltnis der Trégheitskraft
zur Schwerkraft in der Stromung definiert ist. Bildet man diese Kennzahl mit dem kri-
tischen Dampfanteil 2wpiri, bei dem in einem vertikalen Rohr die Siedekrise auftreten
wiirde, so erhédlt man die von Kefer [168] modifizierte Froude-Zahl

LW Dkrit M Flus
Fre Voo (1)
\/gdm (ow — op)cosé

mit 6 dem Steigungswinkel, den das Verdampferrohr mit der Horizontalen bildet.

Nach Hein et al. [184] liegt kein Einfluf der Rohrlage auf den Ort der Siedekrise mehr
vor, wenn die Froude-Zahl Fr > 7 ist. Bei Froude-Zahlen unter 3 ist der Einflufl der
Rohrlage hingegen sehr stark, wobei die Siedekrise bei horizontalen Rohren hier schon bei
sehr kleinen Dampfgehalten an der Oberseite des Verdampferrohres eintritt, wahrend die
Unterseite des Rohres bis fast zur vollstandigen Verdampfung des Wassers benetzt bleibt.
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Kefer gibt in seiner Arbeit [168] eine Beziehung zur Berechnung der Differenz zwischen
den kritischen Dampfmassenanteilen an der Ober- und Unterseite des Verdampferrohres
unter Zuhilfenahme der Gleichung (119) an:

16
Adwprrit = ————— 120
W Dkrit ot ) (120)
mit dem Giiltigkeitsbereich
25 bar < P < 200 bar
500 kg/m? s < e < 2500 kg/m? s
200 kW/m? < q < 600 kW /m?

Der in Beziehung (119) zur Anwendung kommende kritische Dampfmassenanteil kann
auch als Mittelwert der Werte, an denen die Ober- beziehungsweise die Unterseite des
Rohres austrocknet, angesehen werden. Die kritischen Dampfmassenanteile an der Ober-
beziehungsweise Unterseite lassen sich daher wie folgt berechnen:

AwWDkrit

5 (121)

LW Dkrit,o = W Dkrit —
AxWDkM't

; (122)

LW Dkrit,u = TWDkrit T

Fir ewpkrit > 1 18t Twprrit, = 1 zu setzen.

Um den Wiarmeiibergang in einem horizontalen beziehungsweise geneigten, nach oben
durchflossenen Verdampferrohr nach Uberschreitung der Siedekrise 2. Art berechnen zu
konnen, mufl nach [150] zuerst unter Zuhilfenahme der Beziehungen (119), (121) und (122)
die Froude-Zahl F'r und der kritische Dampfmassenanteil an der Ober- beziehungsweise
Unterseite des Verdampferrohres ermittelt werden.

Die Berechnung des Wiarmeiiberganges erfolgt danach unter Beriicksichtigung folgender
Bedingungen:

o I'iir I'r > 10 oder Twpkritw — Twpkrite < 0.1 ist der Wérmeiibergang von der
Rohrlage unabhéngig, wihrend fiir 2wp > Twpkrir,u eine reine Trépfchenstromung
vorliegt. Die Berechnung dieser beiden Bereiche erfolgt nach [150] entsprechend dem
oben angegebenen Verfahren fiir vertikale Verdampferrohre.

e In dem Bereich Fr < 10 und &wpirite < Twp < Ewpkritw ist nach Kefer [168] und
Hein et al. [184] die Berechnung des Wiarmetransportes nicht unabhéngig von der
Rohrwandstarke, dem Rohrwerkstoff und dem Benetzungsverhdltnis an der Rohr-
innenwand. Kefer et al. [183] schlagen fiir diesen Bereich umfangreiche Berechnun-
gen unter Einbeziehung der Losung der zweidimensionalen Fourierschen Differen-
tialgleichung fiir die Warmeleitung vor. Diese Vorgehensweise zur Ermittlung des
Wairmeiibergangskoeffizienten ist fiir eine stationdre Berechnung oder fiir eine De-
tailanalyse einzelner Rohre oder Rohrgruppen durchaus machbar, sie ist jedoch auf-

grund des hohen Rechenaufwandes fiir eine dynamische Simulation nicht geeignet. Es
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wird daher in der vorliegenden Arbeit der Warmeiibergangskoeffizient fiir die Grenz-
werte I'r = 10 und 2w prritw — Twpkrit,e = 0.1 entsprechend dem oben angegebe-
nen Verfahren fiir vertikale Verdampferrohre ermittelt. In der weiteren Berechnung
kommt jeweils der kleinere der beiden Werte fiir den Wéarmetibergangskoeffizienten
zur Anwendung.

11.2 Druckverlust bei der Stromung durch Rohre

Die Stromungserscheinungen im runden Rohr waren bereits sehr frith von starkem Interes-
se fiir die wissenschaftliche Forschung, da diese fiir die Praxis ein wichtiges Element zum
Transport der unterschiedlichsten Fluide darstellten. Allgemein kann der Druckverlust
als Verlust an Stromungsenergie durch irreversible Vorgidnge bezeichnet werden, welcher
zum Beispiel durch die Reibung an der Wand, durch innere Reibung des Fluids (Turbu-
lenzen, Stromungsablésungen, Sekundarstromungen) oder durch Querschnittsanderungen
usw. hervorgerufen wird. Die Stromungsenergie wird dabei irreversibel in Warme umge-
wandelt. Eine Ubersicht iiber mégliche fluidmechanische Energieverluste in Rohrleitungen

gibt Truckenbrodt [60] oder Fried und Idelchik [186].

Der Verbrauch an fluidmechanischer Energie duflert sich als Druckabfall (Verlust) der
dem Rohrleitungssystem urspriinglich zur Verfiigung stehenden fluidmechanischen Ge-
samtenergie (Geschwindigkeits-, Lage- und Druckenergie). Der Druckverlust ist propor-
tional dem Quadrat der Geschwindigkeit und 18t sich wie folgt berechnen:

2

Ap=¢E- (123)

¢ bezeichnet dabei den Widerstandsbeiwert, der den Druckverlust eines Bauteils auf den
jeweiligen Staudruck der Stromung bezieht. Des weiteren ist der Widerstandsbeiwert eine
Kenngrofie des Bauteils und héngt im allgemeinen nicht von den Stromungskenngréfien
ab. Der gesamte Verlust an fluidmechanischer Energie zwischen zwei Punkten im Rohr
1aBt sich durch Addition der einzelnen Teilverluste berechnen.

n 2
ow
Bpges = Y G25- (124)
=1

Streng genommen gelten die Beziehungen (123) und (124) nur fiir inkompressible, iso-
therme, einphasige Medien. Wie jedoch bereits in Kapitel 8.3 gezeigt wurde, lassen sich
auch Gase bei Mach-Zahlen kleiner als 0.4 noch als inkompressibel bezeichnen, was bei
den in dieser Arbeit zu untersuchenden Vorgidngen der Fall ist. Die zweite Voraussetzung
zum Finsatz der Gleichungen (123) und (124) wird durch die Anwendung der beiden Be-
ziehungen auf die einzelnen Kontrollvolumina des Rechengebietes dahingehend erfiillt, als
dafB in der einzelnen Rechenzelle die in Kapitel 8.2 getroffene Annahme konstanter Werte
der Zustandsgrofen im Kontrollvolumen (Riithrkesselmodell) zutrifft.

Das sich im Rohr befindliche Arbeitsmedium kann, wie in Kapitel 10.1 beschrieben, nicht
nur in den Aggregatzustinden Wasser oder Dampf, sondern auch als Wasser-Dampf-
Gemisch vorliegen. Wie in der Literatur ausfithrlich dargestellt wird (siehe dazu zum
Beispiel Collier und Thome [122], Mayinger [130], Delhaye et al. [131], Huhn und Wolf
[121] oder Wallis [125]), kénnen die Beziehungen (123) und (124) durch eine einfache

Modifikation auch fiir die Berechnung von Zweiphasenstromungen herangezogen werden.
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11.2.1 Widerstandskoeffizienten in der Einphasenstrémung

11.2.1.1 Rohrreibung

Der Widerstandskoeffizient der Rohrreibung (r von technisch rauhen Rohroberflachen ist
abhéngig von der Lange des Rohres [, vom hydraulischen Rohrdurchmesser dj,4 und der

Rauhigkeit der Rohroberfléche.
[

dhyd

(R = AR (125)

k ) eine Funktion der

wobei die Widerstandszahl fiir die Rohrreibung Ag = Agr(Re, =
Reynolds-Zahl Re und der relativen Rohrrauhigkeit ﬁ ist. Die Widerstandszahlen hy-

draulisch glatter Rohre weisen im Gegensatz zu Rohren mit hoher Rauhigkeit eine diffe-
rente Abhéngigkeit von der Reynolds-Zahl auf. Je geringer die Rauhigkeit eines Rohres
ist, desto grofer ist die Abhdngigkeit der Widerstandszahl Ar von der Reynolds-Zahl. Bei
entsprechend hohen Reynolds-Zahlen wird Ag = konstant und damit unabhéngig von der
Reynolds-Zahl (vergleiche dazu das Colebrook-Diagramm in [60], [187], [150] oder [188]).
Der Druckverlust im Rohr aufgrund der Reibung wird dadurch proportional dem Quadrat
der Stromungsgeschwindigkeit.

Die Widerstandszahl A 18t sich fiir die vollausgebildete laminare Rohrstrémung mittels

64
"~ Re

berechnen. Gleichung (126) gilt fiir Reynolds-Zahlen Re < 2320.

Ar (126)

Im Bereich der vollausgebildeten turbulenten Rohrstrémung gilt folgende Beziehung zur
Ermittlung der Widerstandszahl Ag:

1
Ap = — (127)
(1.14+ 2 log 2222

mit dpyq = d;,. Das Definitionsgebiet der Gleichung (127) erstreckt sich jedoch nicht tiber
den gesamten turbulenten Bereich der Rohrstromung, ab dem der laminar-turbulente
Umschlag der Rohrstromung stattfindet. Die untere Grenze des Definitionsgebietes der
Gleichung (127) wird in der Literatur ([60], [187], [150] oder [188]) mit Re /Ar (ﬁ) >
200 angegeben. ’

Im sogenannten Ubergangsgebiet, welches zwischen den Grenzen Re > 2320 und
Re /Ar (ﬁ) < 200 der Gleichungen (126) und (127) liegt, kommt Beziehung (128)

zur Anwendung.

1 - E, 250
PN
VAR S \371dhy | Revon

Hierbei handelt es sich um eine implizite Gleichung, welche iterativ gelost werden muf.

(128)
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11.2.1.2 Rohrkriimmer

Bei der Umlenkung einer Stréomung in einem Rohrkriimmer treten neben dem Druckver-
lust aufgrund der Rohrreibung zusétzlich értliche fluidmechanische Energieverluste durch
Stromungsablosungen und Sekundarstromungen auf, wobei diese drei Einfliisse von der
Starke der Rohrkriimmung Ry, und dem Umlenkwinkel abhéngen. Das Krimmungs-
verhiltnis Ry, /d;, stellt nach Truckenbrodt [60] eine wesentliche Kennzahl des Kriimmers

dar.

0.40 T T T T T
- RKI'/dIn:1
: - Ry/dip=2
— = Ry/d=4
;‘g 030 [ "_'RE:/d:::é -]
.g | ___RKr/din: 10
()
S 020 - ]
o
g e
g o B i
:_Q‘: 0.10 '1’;—;;;:_/::'_:-;T;——.—-?:’:-::T _________________ =
= 2
0.00 <= : L ! ! !
0.0 30.0 60.0 90.0 120.0 150.0 180.0

Umlenkwinkel 6 [°]

Kruemmer.eps

Bild 30: Widerstandsbeiwerte von Rohrkriimmer aus [187]

Bild 30 zeigt fiir unterschiedliche Kriimmungsverhéltnisse Ry, /d;, den Verlauf der Wi-
derstandsbeiwerte (x, aufgetragen iiber den Kriimmerwinkel des Rohres 4.

Damit die Graphen der Abbildung 30 einer numerischen Berechnung zuganglich gemacht
werden kénnen, wurden die Kurven unter Zuhilfenahme der Methode der kleinsten Feh-
lerquadratsumme durch Polynome 8. Ordnung angenahert.

Die Polynome haben die Form:

8
Chrj = ) axrij Ok, (129)

=0
wobei fir 7 = % = 1,2,4,6 und 10 vorgesehen sind. Fiir dazwischen liegende Werte

wird im jeweiligelnn Intervall linear interpoliert. Die Koeffizienten der einzelnen Polynome
sind der Tabelle 8 im Anhang dieser Arbeit zu entnehmen.

Nach Rauss [189] ist darauf zu achten, dafl die Widerstandsbeiwerte (x, aufeinanderfolgen-
der Kriitmmer nur dann unabhéngig voneinander sind, wenn sich zwischen den einzelnen
Rohrbogen eine geniigend lange Rohrstrecke [ befindet. In Bild 31 sind die Minderungs-
faktoren fx, iiber die auf den Innendurchmesser des Rohres bezogene Lénge des geraden
Verbindungsstiickes aufgetragen. Die Minderungsfaktoren liegen in Form von Kurven in
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Abhéangigkeit von der raumlichen Anordnung zweier aufeinanderfolgender Rohrkriimmer
(S-formig, raumlich beziehungsweise U-formig) vor. Nach Richter [187] beeinflussen sich
die einzelnen Kriitmmer fast nicht mehr, wenn die Lange zwischen den einzelnen Rohrbégen
etwa 20 d;,, betrégt.

1.10 , w v x
— —— S - Bogen
o — — - Raumkriimmer
LHQ 1.00 —-—- U - Bogen -
-
8
= 090
75]
en
E
= 0.80 0
o
E 0.70 r ’/»/' J (I) \ k .
/'/ Raumkriimmer S - Bogen U - Bogen |
0.60 £ ‘ | ‘ x t
0.0 2.5 5.0 7.5 10.0 12.5 15.0
L/ dinl-]

minderungsfaktor.eps

Bild 31: Minderungsfaktoren fiir den Umlenkverlust

Die Kurven fiir die Minderungsfaktoren fg, wurden durch Polynome 6. Ordnung an-
gendhert. Die Ermittlung der Polynomkoeffizienten ¢g,; erfolgte in Anlehnung an die
Berechnung der Polynome der Widerstandsbeiwerte fiir den Rohrbogen unter Zuhilfenah-
me der Methode der kleinsten Fehlerquadratsumme. Die Gleichung zur Berechnung der
Minderungsfaktoren ergibt sich zu:

6 l {
Jrr = ZCKM' (d_) . (130)
i=0 in

Die Koeffizienten der einzelnen Polynome sind der Tabelle 7 im Anhang dieser Arbeit zu
entnehmen.

11.2.1.3 Sprunghafte Querschnittserweiterung

Bei Naturumlaufsystemen und anderen druckgetriebenen Systemen mufl aufgrund ihrer
groflen Druckabhéngigkeit einer genauen Erfassung des Druckabfalles erhéhte Aufmerk-
samkeit geschenkt werden.

Diesem Umstand Folge leistend wird in der vorliegenden Arbeit auch der fluidmechanische
Druckverlust einer unstetigen Querschnittserweiterung, wie sie in Bild 32 dargestellt ist,
beriicksichtigt.

Das einphasige Fluid stromt dabei mit einer mittleren Geschwindigkeit vom Querschnitt
Ay iiber die unstetige Erweiterung nach A,. Unter Vernachldssigung der Reibungskrifte
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Rohrerweiterung.eps

Bild 32: Sprunghafte Querschnittserweiterung

und der Krafte aufgrund der Gravitation kann, fiir den stationdren Fall, unter Zuhilfenah-
me der Impuls-, Kontinuitédts- und Energiegleichung der fluidmechanische Druckverlust
analytisch hergeleitet werden. Der Druckverlustkoeffizient ergibt sich somit nach Trucken-

brodt [60] oder Fried und Idelchik [186] zu folgender einfachen Beziehung

Cory = (1 - i—;)z. (131)

Als Bezugsgeschwindigkeit fiir die Berechnung des Druckverlustes wurde von [60] und

[186] die Geschwindigkeit w; gew&hlt.

11.2.1.4 Sprunghafte Querschnittsverengung

Bei einer plotzlichen Verengung des Stromungskanals vom Querschnitt A; auf den Quer-
schnitt A, eines Rohres, wie sie in Bild 33 dargestellt ist, erfahrt das Fluid zunéchst hinter
der Verengungskante noch eine weitere Einschniirung auf den Querschnitt A., um sich an-
schlieend wieder auf den Querschnitt des Abstréomkanals zu erweitern.

Rohrverengung.eps

Bild 33: Sprunghafte Querschnittsverengung

Zwischen dem eingeschniirten Kanal und der Rohrwand entsteht ein Wirbelgebiet. Der
bleibende Druckverlust zwischen der Kontraktionsstelle ¢ und dem Abstromquerschnitt
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A wird durch den bestehenden Geschwindigkeitsunterschied bestimmt.
Der Druckverlustkoeffizient fiir eine sprunghafte Rohrkontraktion ist nach Fried und Idel-
chik [186] durch

AN T
Cver =0.5 (1 - A_j) (132)

gegeben, wobei als Bezugsgeschwindigkeit fiir die Berechnung des Druckverlustes die Ge-
schwindigkeit w, im Abstrémkanal herangezogen wird.

11.2.2 Widerstandskoeffizienten in der Zweiphasenstrémung

Wihrend bei der Einphasenstromung der Druckverlust mit einer relativ hohen Genau-
igkeit vorhergesagt werden kann, ist dieser Exaktheitsanspruch bei der Berechnung des
Druckabfalles in einer Zweiphasenstréomung nicht gegeben. Eine Begriindung fiir diesen
Umstand liegt in der Schwierigkeit einer genauen Messung des Druckverlustes bei einer
Mehrphasenstréomung (Mayinger [130]).

Die Ansétze zur Vorhersage des fluidmechanischen Energieverlustes eines Zweiphasenge-
misches bauen auf den Erkenntnissen der Einphasenstromung auf, wobei allerdings zusétz-
lich zu den EinfluBgréfen des einphasigen Fluides auf den Druckabfall bei der Stromung
eines Gas-Fliissigkeits-Gemisches noch eine weitere groflie Anzahl an fluiddynamischen und
thermodynamischen Parametern, wie zum Beispiel unterschiedliche Dichten, Viskositaten
oder Schlupf zwischen Gas und Fliissigkeit, berticksichtigt werden miissen. Martinelli et
al. [190] waren die ersten, die sich mit Ahnlichkeitsbetrachtungen zur Druckverlustbe-
rechnung einer Zweiphasenstromung beschéftigten. Sie gingen dabei von der Vorstellung
aus, daf} sich der Druckabfall eines Gas-Fliissigkeits-Gemisches durch Einfithrung einer
zusitzlichen Kennzahl, des sogenannten Zweiphasenmultiplikators ®2, auf den Druckver-
lust einer einphasigen Stromung zuriickfithren 1aBt. Lockhart und Martinelli [191] ver-
vollstandigten spiter diese Uberlegungen.

Verallgemeinert 1483t sich nach Martinelli et al. [190] der Druckabfall in einer Zweiphasen-
stromung durch die Beziehung

Apgph = Aplphq)z (133)

angeben. Als BezugsgroBe des Druckverlustes des Gemisches Ap,,, wird dabei der fluid-
mechanische Energieverlust der Einphasenstromung Ap,;, unter der Annahme, dafl das
Gas oder die Fliissigkeit alleine im Rohr strémt, herangezogen.

11.2.2.1 Rohrreibung

Eine analytische Erfassung des Reibungsdruckverlustes einer Zweiphasenstromung konnte
aufgrund ihrer Komplexitat bis heute noch nicht bewerkstelligt werden. Die bestehenden
Berechnungsvorschriften basieren daher auf empirisch oder halbempirisch gewonnenen
Korrelationen. In der Literatur finden sich zum Beispiel bei Chisholm [192] oder Jo-
hannessen [193], Ansédtze, die anhand von Versuchen gefundenen Beziehungen auf eine
theoretische Basis zu stellen.

Ausgehend von der Idee von Martinelli et al. [190], den Reibungsdruckabfall einer hetero-
genen Zweiphasenstromung mittels des Zweiphasenmultiplikators ®2 auf den Druckverlust
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einer einphasigen Stromung zuriickzufithren, haben zahlreiche Autoren, wie zum Beispiel
Chisholm [194], Lombardi et al. [195], Thom [196], Baroczy [197] oder Friedel [198], [199]
und [200], eigene Gleichungen und Berechnungsverfahren zur Ermittlung des Zweiphasen-
multiplikators verdffentlicht. Verbesserungen bei der Berechnung des Zweiphasenmultipli-
kators wurden nach Mayinger [130] dadurch erzielt, daf}

e zusatzliche Einflufffaktoren auf den Zweiphasenmultiplikator, wie zum Beispiel der
des Massenstromes in [197] oder [194], beriicksichtigt wurden

e versucht wurde, eine einfache mathematische Beziehung zur Beschreibung von ®?2

zu finden (siehe [195]), oder

e die Ansitze auf eine wesentlich breitere experimentelle Basis, wie [198], [199] und
[200], gestellt werden konnten.

Nach Collier und Thome [122] kénnen die Beziehungen von Martinelli et al. [190], Ba-
roczy [197] oder Friedel [198], [199] und [200] sowohl fiir das homogene als auch fiir das

heterogene Modell verwendet werden.

Einen Vergleich unterschiedlicher Beziehungen zur Berechnung des Zweiphasenmultipli-
kators ®% fiir den Reibungsdruckabfall unter Verwendung eines homogenen Modells gibt
Teichel in [201].

Nach Collier [122], Mayinger [130] oder Whalley [133] wird der Reibungsdruckabfall einer
Zweiphasenstromung bei Verwendung der Beziehung von Friedel [198], [199] und [200] zur
Zeit am besten wiedergegeben. Zheng [202] und Zheng et al. [203] haben die Gleichung von
Friedel sowohl anhand eigener Mefidaten und eines eigenen Verfahrens als auch anhand
von Daten und elf anderen Verfahren zur Bestimmung des Zweiphasenmultiplikationsfak-
tors aus der Literatur verglichen. Dabei gab die von Friedel entwickelte Beziehung die
empirischen Daten sehr gut wieder.

Aufgrund der guten Ubereinstimmung der Gleichung von Friedel mit den gemessenen
Daten® und der Anwendungsméglichkeit in einem homogenen Zweiphasenstrémungsmo-
dell kommt diese auch in der vorliegenden Arbeit zur Anwendung.

Friedel ging bei der von ihm entwickelten Korrelation von der Vorstellung aus, dafl der
zweiphasige Druckabfall so berechnet wird, als ob das gesamte Wasser-Dampf-Gemisch
fliissig stromen und den gesamten Querschnitt abdecken wiirde. Friedel unterscheidet
in seinen empirischen Produktansdtzen zwischen einer vertikal aufwartsgerichteten oder
horizontalen Stromung einerseits, und einer vertikal abwértsgerichteten Strémung ande-
rerseits.

Der Zweiphasenmultiplikator einer vertikal aufwéartsgerichteten oder horizontalen Stro-

mung ergibt sich nach Friedel [198], [199] und [200] zu:
3.24C5C5

0.045 0.035
FT'WD WeWD

(I)%/VO,R =+ (134)

4Zur Entwicklung seiner Gleichung stiitzte sich Friedel auf eine Datenbank aus der Literatur, welche
25000 Mef3werte zum Druckverlust einer Zweiphasenstromung enthielt.
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mit den Koeffizienten

= et (2222)
0D CWy,R

0.91 0.19 0.7
oD nw nw
(3 = l’%;g (1 - i}WD)O'QM .

Fiir eine vertikal abwértsgerichtete Stromung ist der Zweiphasenmultiplikator nach Friedel

48602 03 FT%/OS
Wz

@%VO’R =C + (135)

mit den Parametern

= et (2222)
0D CWy,R

0.9 0.73 7.4
c, - (@_W) (W_D) (1_77_1?) ind
0D nw nw
03 = i}%/SD(l—i}WD)O'QQ

zu berechnen. Fiir die in Gleichung (134) und (135) enthaltenen Gréfien Stromungsdampf-
gehalt, Froude- und Weber-Zahl gilt:

mp

twp = (136)
Frwp = Tt ges (137)
g din 0°
beziehungsweise ‘
Wewp = w (138)

go
Zur Berechnung des Widerstandskoeflizienten fiir die Rohrreibung (; r verwendet Friedel
die Beziehung nach Techo et al. [204], welche unabhéngig von der tatséchlichen Rauhigkeit
der Rohrinnenwand ist.

64
Re; <1055 folgt (jr= e
€
Re; _2
Re: > 1055 folet (:p = |0.86859 1 -
e > olgt (ir l t (1.964 In(Re;) — 3.8215)]

mit ] == Wo, Do.

11.2.2.2 Rohrkriimmer

Die fiir die Berechnung des Druckverlustes einer einphasigen Strémung durch einen Rohr-
bogen notwendigen Beziehungen sind in Kapitel 11.2.1.2 ausfiihrlich beschrieben worden.
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Die Ansédtze zur Berechnung des fluidmechanischen Energieverlustes eines Zweiphasenge-
misches in einem Rohrkriitmmer bauen auch hier auf den Erkenntnissen der Einphasen-
stromung auf. Wie bei der Berechnung des Druckverlustes aufgrund der Reibung wird
auch fiir den Fall eines Rohrkriimmers ein Zweiphasenmultiplikator ®7. eingefiihrt. Die
experimentell am besten abgesicherte Methode zur Bestimmung des Zweiphasenmulti-
plikators ®%. zur Berechnung des Druckverlustes einer Zweiphasenstromung in einem
90°-Kriimmer wurde von Chisholm [205] entwickelt. Wie Friedel [198], geht auch Chis-
holm von der Annahme aus, dafl der Druckverlust, verursacht durch die 90°-Umlenkung,
auf jenen fluidmechanischen Energieverlust bezogen werden kann, der entsteht, wenn das
gesamte Wasser-Dampf-Gemisch als Flissigkeit stromen wiirde. Nach Chisholm [205] be-
rechnet sich der Zweiphasenmultiplikator ®%, eines 90°-Kriimmers einer homogenen Gas-

Flissigkeits-Stromung durch die einfach auszuwertende Beziehung

o, =1+ (Z—W — 1) [Bi‘WD (1 —2wp)+ j;%/VD} : (139)
D

Collier und Thome geben in [122] fiir eine 90°-Umlenkung Werte fiir den Koeffizienten B
in Abhangigkeit vom Verhéltnis Ry, /d;, an.

Eine verallgemeinerte Beziehung des Koeflizienten B ergibt sich nach Chisholm [205] zu
2.2

Rx"r '
Cwo Kr (2 + d; )

B=1+

(140)

Cwy, K 18t derjenige Widerstandsbeiwert, welcher sich unter der Annahme, dafl das gesamte
Wasser-Dampf-Gemisch als Fliissigkeit stromt, ergibt.

Nach [150] ist der Koeffizient B im Winkelbereich 90° < dx, < 180° des Kriimmers unter
Zuhilfenahme der Beziehung (141) zu ermitteln.

2.2 l](r,900

CWoJ(r (2 + j?ll.(r) ZI(T’(;KT

B=1+

(141)

Fiir Rohrbégen mit dx, < 90° wird in [150] empfohlen, den Wert des Koeffizienten B bei
drr = 90° zu verwenden.

11.2.2.3 Sprunghafte Querschnittserweiterung

Die fiir die einphasige Stromung getétigten Uberlegungen zur Berechnung der Druckdiffe-
renz an einer unstetigen Querschnittserweiterung werden — mangels genauerer Kenntnisse
der Vorgange — auch zur Ermittlung der Druckdnderung bei einer sprunghaften Quer-
schnittsdnderung in der Zweiphasenstrémung iibernommen.

Unter der Annahme, dafl jede der beiden Phasen - Wasser und Dampf - die plétzliche
Expansion im Stromungsquerschnitt erfahrt, die Wandreibung und die aufgrund der Gra-
vitation hervorgerufenen Krifte vernachléssigt werden kénnen und der 6rtliche volume-
trische Dampfgehalt sich nicht &ndert, erhélt man aus der Impulsbilanz, welche fiir beide
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Phasen angesetzt wurde, folgende Beziehung fiir den Druckaufbau hinter einer unstetigen
Erweiterung:

Py — P = 1] prggferw (L= ferw) [(1 = fi/'WD)Q Q_Wi'%VD
ow (1—¢) op ¢

(142)

mit dem Querschnittsverhaltnis
Ay
ferw — A_
2
Die Indizes beziehen sich auf die in Bild 32 dargestellte Rohrkonfiguration. Gleichung
(142) wurde nach Lottes [206] das erstemal von Romie angegeben. Neben der Bezie-

(143)

hung von Romie werden in der Literatur eine Vielzahl an Gleichungen zur Berechnung
des Druckaufbaues hinter einer sprunghaften Querschnittserweiterung (siehe zum Beispiel

Chisholm und Sutherland [207] oder Wadle [208]) angefiihrt.

Der bleibende Druckverlust berechnet sich nach Mayinger [130] aus der Differenz der
Gleichung (142) und der Bernoulli-Gleichung zu

. 11— i}m/D)z i?znr
_A er - 1 — Jerw : erw ( D -
DPVerl 2ph ( ferw) 1ty Flux{f l (1—c)o + ¢ op

(L= ferw) [ffb%vp N (1 - Q'CWD)B]
2 eo0h  (L—e)oly

(az;WD L —:twp))_l}‘ (144)

) ow

Unter der Annahme eines homogenen Stréomungsverhaltens kann Gleichung (144) auf

m% Flux 2 ow .
ApVerl 2ph — 27 (1 - fer’w) 1 + —awp (145)
ow oD

iibergefithrt werden.

11.2.2.4 Sprunghafte Querschnittsverengung

Korrespondierend zur FErmittlung des Druckabfalles einer mehrphasigen sprunghaften
Querschnittserweiterung werden auch bei der Berechnung der Druckdnderung aufgrund
einer plotzlichen Querschnittsverengung in der Zweiphasenstromung die Uberlegungen
aus der Einphasenstromung {ibernommen.

Wie bereits in Kapitel 11.2.1.4 dargestellt wurde, ist die Gréfle der irreversiblen Druck-
danderung vom Unterschied zwischen den Geschwindigkeiten an der Kontraktionsstelle ¢
beziehungsweise im Abstréomquerschnitt A; abhéngig.

Fiir eine homogene mehrphasige Stromung kann der Druckverlust aufgrund einer plétzli-
chen Querschnittsverengung zum Beispiel nach Collier und Thome [122] oder Delhaye et
al. [131] wie folgt berechnet werden:

s 1 : ow
Apyopron = —2we [ — 1) |14 [ -1} 4 146
PVerl 2ph 0w 7 oD WD ( )
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mit dem Kontraktionskoeffizienten A
Je= A_C
2
Die Indizes der einzelnen Variablen beziehen sich auf die in Bild 33 dargestellten Verhalt-
nisse.

(147)

Fir den Kontraktionskoeffizienten f. geben Collier und Thome [122] beziehungsweise
Mayinger [130] folgende Werte an, wobei das Querschnittsverhéltnis f.,, nach Gleichung
(143) ermittelt wird:

1/ fow| O 02 | 04 | 0.6 | 0.8 [1.0
f- 10.586 [ 0.598 | 0.625 | 0.686 | 0.79 | 1.0

Tabelle 4: Kontraktionskoeffizienten fiir scharfkantige Querschnittsverengungen

Bei der numerischen Behandlung der in Tabelle 4 angegebenen Kontraktionskoeffizienten
ist es notwendig, eine Ausgleichskurve durch obige Stiitzpunkte zu legen. Unter Zuhilfe-
nahme der Methode der kleinsten Fehlerquadratsumme wurde dafiir folgendes Polynom
dritter Ordnung ermittelt:

3 1\’
fc - ;aerwi (f—) . (148)

erw

Tabelle 5 enthilt die zur Berechnung des Polynoms benétigten Koeffizienten @y, ;.

Gerw 0 Gerw1 Gerw2 Gerw3

0.586 | 0.112963 | -0.2573413 | 0.5578704

Tabelle 5: Polynomkoeffizienten zur Berechnung des Kontraktionskoeffizienten
fiir scharfkantige Querschnittsverengungen

11.3 Schlupf in der Zweiphasenstromung

Die bei der Rohrstromung eines Wasser-Dampf-Gemisches auftretenden Geschwindigkei-
ten des Gases und der Fliissigkeiten sind zumeist unterschiedlich, da der Druckabfall
langs des Stromungsweges auf die Gasphase, aufgrund ihrer geringeren Dichte, eine grofie-
re Beschleunigung ausiibt als auf die Fliissigkeitsphase. Der Geschwindigkeitsunterschied
zwischen den beiden Phasen ist jedoch aufgrund des Impulsaustausches, welcher zwischen
dem Gas und der Fliissigkeit stattfindet, begrenzt. Je hoher der Systemdruck, und je mehr
die beiden Phasen ineinander dispergiert sind, desto geringer ist die Geschwindigkeitsdiffe-
renz zwischen den Phasen. Bei der Betrachtung von Gas-Fliissigkeits-Stromungen hat sich
jedoch nicht sosehr die Relativgeschwindigkeit als vielmehr der Quotient der Geschwin-
digkeiten beider Phasen, der sogenannte Schlupf S (Gleichung (149)), eingebiirgert.
wp

§=—" (149)

ww
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Wird der Schlupf durch den 6rtlichen volumetrischen Dampfgehalt ¢ und dem Strémungs-
dampfgehalt 2w p ausgedriickt, so ergibt sich der Zusammenhang zu

S: i/'WD 1—€Q_W
l—2wp € op

, (150)

mit dem Stromungsdampfgehalt aus Gleichung (136) und dem 6rtlichen volumetrischen
Dampfgehalt
Vo
£ = = —.
Vb + Vv
In den meisten technisch interessanten Anwendungsféllen nimmt der Schlupf Werte zwi-
schen 1 und 10 an. Fiir hohere Driicke - zum Beispiel fiir eine Einkomponentenstréomung
bei 30 % bis 90 % des kritischen Druckes - schrankt sich dieser Bereich auf Schlupfwerte
von 1.7 bis 1.1 ein (Mayinger [130]).

Die in der Literatur bekannten Schlupfbeziehungen sind neben einigen theoretischen
Ansédtzen meist empirischer Natur. Als theoretischer Ansatz sei hier stellvertretend die
Arbeit von Levy [209], an empirischen Ansatzen die Korrelationen von Marchaterre und

Hoglund [210], Ahmad [211], Miropolskij [212] und Thom [196] genannt.

(151)

Neben Verfahren zur direkten Berechnung des Schlupfes wurden auch Gleichungen ent-
wickelt, welche der Berechnung des 6rtlichen volumetrischen Dampfgehaltes dienen. Dies
1aBt sich aus dem Umstand erkléren, daB sich in der Praxis der Gasgehalt leichter bestim-
men a3t als die Relativgeschwindigkeit der Phasen. Daher sind in der Literatur eine Viel-
zahl von Berechnungsverfahren zu finden, die den Gasgehalt einer Zweiphasenstromung
ermitteln. In Abhangigkeit vom jeweils zugrundegelegten Zweiphasenmodell seien hier
einige Autoren angefiihrt:

Eines der ersten Rechenmodelle zur Bestimmung des &rtlichen volumetrischen Dampfge-
haltes war das Verdnderliche-Dichte-Modell von Bankoff [137]. Dieses Verfahren endet in
seiner Endformulierung in einer Schlupfbeziehung, sie ist jedoch von den physikalischen
Annahmen her eine Dampfgehaltsanalyse [130]. Die Arbeit von Hughmark [213] stellt ei-
ne Weiterentwicklung des Verfahrens von Bankoff dar. Die Berechnungsvorschriften von
Rouhani [214], Chexal und Lellouche [215] und Nabizadeh [216] gehen auf das Drift-Flux-
Modell von Zuber und Findlay [138] zuriick. Einen anderen Zugang zur Beschreibung des
Gasgehaltes der Volumenstrome wahlten Kowalczewski [217] und Kiitiik¢iioglu [218] so-
wie Friedel [219], welcher auf deren Arbeiten aufbaut, oder Loscher [220]. Sie verwenden
zur Beschreibung ihrer experimentell gewonnenen Ergebnisse einen Potenzansatz, in dem
die Einflulgréflen auf den ortlichen volumetrischen Dampfgehalt beriicksichtigt werden.

In einem Vergleich von 18 Berechnungsmodellen mit einer groflien Anzahl von Mefiwerten
empfiehlt Friedel in [198] die Beziehungen von Rouhani [214] und Hughmark [213]. Ge-
geniiber dem Verfahren von Rouhani hat das Modell von Hughmark den Nachteil, da3
es eine Berechnung nur bis zu einem Dampfgehalt von etwa 0.85 bis 0.9 zulafit (Mewes
[221]). Fiir Zweiphasenstromungen von Einkomponentensystemen empfiehlt Friedel die
Beziehung II von Rouhani. Obwohl die Beziehung II von Rouhani nach Mewes [221] die
in der Praxis am meisten angewandte Gleichung ist, weist sie im kritischen Punkt eine
Ungenauigkeit auf. Im kritischen Punkt mufl der Gasgehalt gleich dem Stromungsdampf-
gehalt sein, da der Schlupf, aufgrund der Tatsache, dafl die Dichtewerte der beiden Phasen
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ident sind, gleich eins ist. Diesen Grenzwert gibt die Beziehung von Rouhani jedoch nicht
wieder.

In der vorliegenden Arbeit soll fiir die vertikale Rohrstromung die Beziehung II von Rouha-
ni [214] und fiir die horizontale Stromung die Gleichung nach Loscher [220] zur Anwendung
kommen.

Nach Rouhani 1a8t sich der Dampfvolumenanteil ¢ in einem vertikalen Rohr folgenderma-
Ben berechnen:

5: _w - (152
T — Wyet (T
oD [CO ( WD + WD) + ‘l wD ]
) ow MEug

mit der Relativgeschwindigkeit
_ 0.25
U%F:LB(gagl—gg) (1 - dwp)
ow
und dem Konzentrationsparameter C
0.5
(%:1+02u—¢wmgﬂmf%($@L) :
MEluz

Fir die horizontale Rohrstréomung 148t sich der Dampfvolumenanteil ¢ bei niedrigen
Driicken nach Léscher wie folgt berechnen:

3.4 —0.22
1-5”%1—éf8(1— p) (]9) Fqg%] (153)

e=¢

Pkrit Pkrit

mit der Froude-Zahl Fry,
m%lux
g din oy

und dem volumetrischen Stromungsdampfgehalt &

FTWO =

1
1_3‘/'WDQ_D'

& =
14+ —
ITWD Ow
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12 Mathematisches Modell der Rohrwand

In der Energie- und Verfahrenstechnik strémt das Arbeitsmedium in hohlen Kérpern, wel-
che fast ausschliefllich eine zylindrische Form aufweisen. Diese hohlzylindrischen Koérper
dienen nicht nur der Beférderung des Arbeitsstoffes, sondern auch dem Warmetransport
vom oder zum Arbeitsmedium. Bei der instationdren Betrachtung dieser Warmetrans-
portvorgdnge mufl auch die Energieeinspeicherung in die Wand Berticksichtigung finden,
da sie die Zustandsdanderung der an das Rohr angrenzenden Medien beeinfluf}t.

Infolge der meist hohen Betriebsdriicke in der Energie- und Verfahrenstechnik kommt
der Kenntnis der Wandtemperatur groe Bedeutung zu, da zusétzlich zu der durch den
hohen Innendruck in den hohlzylindrischen Kérpern bereits vorhandenen Materialbe-
anspruchung Wirmespannungen entstehenden. Kommt es zu einer Uberschreitung der
héchst zuldssigen Oberflichentemperatur oder der maximal zuléssigen Temperaturdiffe-
renz in den verwendeten Werkstoffen, so kann dies zu Schaden am Rohr fithren. Es sind
daher zur genauen Beurteilung der zuldssigen Lastdnderungen Spannungsanalysen der
kritischen Bauteile in Abhéngigkeit von der Zeit notwendig, um die hierbei auftretenden
instationdren Spannungen berechnen zu koénnen (siehe dazu Albrecht [222] [223], Hoger
[224], Schmidt [225], [226], Leithner et al. [227], Pich [228], [229], [230],[231] oder Taler
[10], [232], [233]).

Die im Dampferzeugerbau zum Einsatz kommenden hohlzylindrischen Bauteile werden
aufgrund ihrer Wandstarke in sogenannte diinnwandige und dickwandige Bauteile un-
tergliedert. Der ersten Gruppe zugehérig sind unter anderen die Rohre der Uberhitzer-
heizflichen, der Verbindungsleitungen oder die der Verdampferheizflichen. Der zweiten
Gruppe hohlzylindrischer Bauteile werden zum Beispiel die Trommel oder der Sammler
zugeordnet.

Fiir diese beiden Bauteilgruppen soll in den folgenden Kapiteln das zur Bestimmung der
jeweiligen Wandtemperatur zugrundegelegte Berechnungsverfahren erlautert werden.

12.1 Mathematisches Modell der diinnen Rohrwand

Nach Berndt [36] kann fiir die Berechnung der Wandtemperatur von diinnwandigen Roh-
ren von der Differentialgleichung der Wandenergiebilanz (154) ausgegangen werden, wenn
kein Bedarf an der Kenntnis der Temperaturverteilung in der Rohrwand, wie sie fiir eine
etwaige Spannungsanalyse benétigt wiirde, besteht.

0 )
AR Wa A(E _t(QWa cha ﬂWa) = OéinAOin(ﬂAS - ﬂWa) —I_ QRQ (154)

0
Bei der Energiebilanzgleichung der Wand wird von der Annahme einer unendlichen
Wirmeleitfahigkeit in radialer Richtung, einer vernachlassigharen Warmeleitféhigkeit
in axialer und tangentialer Richtung sowie einer Ortsunabhéngigkeit der spezifischen
Wairmekapazitét c,w, und der Dichte pw, der Wand ausgegangen.
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Diskretisierung der Zeitableitung in Gleichung (154) mittels eines Riickwértsdifferenzen-
quotienten und anschliefende Umformung ergibt

Az
Vwa (Oéonm + owa ¢pwa AR WaE) =
d 0 0 Az
Qry + ainAcin¥as + 0w, Cowa ARWa AL Dy - (155)

Lost man Gleichung (155) nach der Wandtemperatur Jy, auf, so erhélt man deren Be-

stimmungsgleichung
bwa
Iiwa = —- (156)
Awaq
mit den Koeffizienten
bwa = Sowa+ aly, Wy, (157a)
awa = ayy, + Spwa, (157b)
0 0
QW@C WaAR WG,A:E
dy, = Drelowednndr (157¢)
Sewa = (ry+ ainAoinas und (157d)
SpWa = ainAOin- (1576)

Unter der Annahme, daf} die Stoffwerte der Wand, Dichte gy, und spezifische Wéarmeka-
pazitat c¢,w,, von einem Zeitschritt zum néchsten keiner starken Anderung unterworfen
sind, werden die Koeffizienten der Gleichung (156) — aus Griinden der Rechenzeitersparnis
— mittels der Werte aus dem alten Zeitschritt berechnet.

12.2 Mathematisches Modell fiir dickwandige Rohre

Das mathematische Modell zur Berechnung der Wandtemperatur von diinnwandigen Roh-
ren setzte vereinfachend eine konstante Temperatur in radialer Richtung voraus. Diese
Annahme ist fiir dinnwandige Bauteile, welche in der Regel beheizt sind, zuldssig. Sie
fiithrt jedoch bei dickwandigen Bauteilen, welche im allgemeinen unbeheizt sind, zu gréfie-
ren Fehlern. Zum einen entstehen diese Abweichungen von den tatsdchlichen Tempera-
turverhéltnissen dadurch, daf} die instationédre Warmeleitung nicht berticksichtigt wird,
wodurch sich Fehler in der Berechnung der Energieeinspeicherung in die Wand ergeben.
Zum anderen kann der Verlauf der Temperatur in einem dickwandigen Bauteil nicht mehr
als linear angenommen werden. Es ist daher notwendig, die Fouriersche Differentialglei-
chung der Warmeleitung (158)

aTWa B 1 a aTWa
OWa CpWa —5— = 57 (T)\Wa or ) (158)

nicht geschlossen fiir die gesamte Wandstarke des dickwandigen Bauteils auf einmal zu
16sen, sondern es muf} eine Unterteilung der Wand in einzelne Kreisringsegmente, wie in
Bild 34 dargestellt, vorgenommen werden. Die Fouriersche Differentialgleichung muf} so-
mit auf jedes einzelne Ringelement angewendet und numerisch gelést werden.
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dickw-Rohr.eps

Bild 34: Modell des dickwandigen Rohres

Um die partielle Differentialgleichung fiir die Warmeleitung (158) 16sen zu kénnen, sind
sowohl eine zeitliche Anfangsbedingung als auch 6rtliche Randbedingungen anzugeben.
Die Anfangsbedingung gibt zu einem bestimmten Zeitpunkt an jeder Stelle des Korpers
eine Temperatur vor. An den freien Oberflichen (Réndern) sind die 6rtlichen Randbedin-
gungen anzugeben, wobei man im allgemeinen zwischen den folgenden drei Arten unter-

scheidet [62], [234]:

L. Art: Trypg = T'(2,1)

Hier bezeichnet T' eine Temperatur als Funktion der Zeit und des Ortes auf der

Oberflache.

2. Art:—\ (%)Rand = ¢(x,1)

Hier bezeichnet ¢ eine Warmestromdichte normal zur Oberflache als Funktion der
Zeit und des Ortes.

3. Art:—A (%)Rand = a(TRand - TUmgebung)

Hier bezeichnet o(Trand — Tumgebung) €ine Berechnungsvorschrift (hier das New-
tonsche Abkiithlungsgesetz), welches den Warmeiibergang zwischen der Oberflache
und dem angrenzenden Medium beschreibt. A bezeichnet die Warmeleitfahigkeit
des Festkorpers, a den Warmeiibergangskoeffizienten zwischen der Oberfliche des
Festkorpers und dem angrenzenden Medium.

Wihrend des Anfahrvorganges eines Dampferzeugers kann der entstehende Dampf auf-
grund instationarer Druckschwankungen an der noch kiithlen Wandoberflache der Trom-
mel kondensieren. Durch die hohere Warmeiibergangszahl des Kondensats gegeniiber dem
Dampf und der siedenden Fliissigkeit im unteren Teil der Trommel kommt es zu einem
Wirmetransport in tangentialer, Richtung was eine zweidimensionale Berechnung der
Wirmeleitung in der Rohrwand der Trommel notwendig machen wiirde. Wie Berndt in
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seiner Arbeit [36] nachweisen konnte, entstehen nur sehr kleine Temperaturdifferenzen
zwischen dem oberen und dem unteren Teil der Trommel. Es kann daher die zweidimen-
sionale Berechnung dickwandiger Hohlzylinder auf die eindimensionale Warmeleitung in
radialer Richtung zuriickgefithrt werden.

Feldhaus [235] untersuchte drei unterschiedliche Verfahren zur Berechnung der Tempe-
raturdifferenz in dickwandigen Bauteilen hinsichtlich ihrer Genauigkeit im Vergleich zur
analytischen Losung sowie ihres Rechenzeitbedarfs. Bei den von Feldhaus analysierten
Verfahren handelt es sich um die beiden Finite-Volumen-Verfahren nach Patankar [68] be-
ziehungsweise Rohse [49] sowie um das EVT-Rekursivverfahren nach Leithner et al. [227].
Patankar verwendet als Ausgangsgleichung fiir die Diskretisierung die Fouriersche Diffe-
rentialgleichung (158), wahrend Rohse, in Anlehnung an das Modell fiir die diinnwandige
Rohrwand, die Energiegleichung fiir diinnwandige Hohlzylinder (154) auf die einzelnen
Kreisringsegmente des dickwandigen Hohlzylinders anwendet. Neben den unterschiedli-
chen Ausgangsgleichungen differieren diese beiden Algorithmen auch in der Vorgehens-
weise zur Unterteilung der Rohrwand in einzelne Ringelemente. Patankar teilt die Rohr-
wand mit Ausnahme der Rénder in Zellen gleicher Dicke ein. Die Temperaturen werden
jeweils in der Mitte einer jeden Zelle berechnet. Die beiden Randzellen weisen dagegen,
wie in Bild 34 dargestellt, nur die halbe Breite der iibrigen Kontrollvolumina auf. Durch
die Lage der Rechenpunkte der Randzellen auf der Innen- beziehungsweise Auflenfaser
der Wand konnen die dortigen Temperaturen beziiglich ihres Ortes gut berechnet werden.
Rohse hingegen unterteilt die gesamte Wand in gleich dicke Kreissegmente. Es 1a8t sich
dadurch die Temperatur an den Rohrwandrédndern theoretisch erst bei einer unendlich
groflen Anzahl an Elementen ermitteln.

Das EVT-Rekursivverfahren nach Leithner et al. kann, trotz der im Vergleich zu den
beiden anderen numerischen Verfahren schnelleren Auswertungszeit, in der vorliegenden
Arbeit nicht zur Anwendung kommen. Mit dem EVT-Verfahren kann nur die mafigebende
Differenz zwischen Innenwandtemperatur und der logarithmischen Mitteltemperatur an
einem einseitig isolierten dickwandigen Hohlzylinder, nicht aber der vollstandige Tempe-
raturverlauf in einer Wand berechnet werden. Nach Albrecht [222] oder Pich [231] sind
die in dickwandigen Bauteilen auftretenden Warmespannungen proportional der mafge-
benden Temperaturdifferenz und haben somit fiir die Auslegung eine grofle Bedeutung;
die Ermittlung der Warmespannungen ist jedoch nicht Gegenstand der hier vorliegenden

Arbeit.

Von den beiden Finite-Volumen-Verfahren wird von Feldhaus [235] dem Algorithmus nach
Patankar [68] der Vorzug gegeben, da zur Berechnung der Innen- beziechungsweise Aufien-
fasertemperatur und des Temperaturverlaufes zwischen diesen Randwerten eine geringere
Anzahl an Kreisringsegmenten benétigt wird, was auch eine positive Auswirkung auf die
zur Ermittlung der Temperaturen bendtigte Rechenzeit hat.

Angesichts der von Feldhaus [235] getroffenen Schlufifolgerungen kommt in der vorliegen-
den Arbeit der Algorithmus nach Patankar [68] zur Losung der Fourierschen Differential-
gleichung (158) — angewendet auf dickwandige Hohlzylinder — zum Einsatz.

Abbildung 34 stellt, wie bereits oben erwdhnt, ein dickwandiges Rohr dar, welches in
einzelne, sich nicht iiberlappende Kreisringsegmente unterteilt ist. Die Finteilung in die
einzelnen Kontrollvolumina erfolgt entsprechend dem Vorschlag von Patankar. Wéhrend
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an der aufleren freien Oberfliche des Hohlzylinders der Sonderfall der Randbedingung 2.
Art — eine adiabate Wand (¢ = 0) — vorliegt, wird an der inneren freien Oberfliche die
Randbedingung 3. Art verwendet.

|
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dickw-Rohr-diskrt.eps

Bild 35: Bilanzzellen des dickwandigen Rohres

Bild 35 zeigt eine allgemeine Bilanzzelle ¢ sowie ihre Nachbarkontrollvolumina ¢ + 1 und
1 — 1, deren Rechenpunkte jeweils in der Mitte der Zelle auf den Radien r;, ;11 und r;_4
liegen. Die Grenzflichen der Zelle ¢ werden mit folgenden Indizes versehen: ¢ + % an der

ostlichen und 7 — 1 an der westlichen Flache, mit deren zugehorigen Radien Tipl und r;_1.
2 2

2

Ausgehend von der Fourierschen Differentialgleichung (158) wurde fiir eine allgemeine
Bilanzzelle i, wie sie in Bild 35 skizziert ist, die algebraische Beziehung zur Ermittlung
der Wandtemperatur Ty, ; wie folgt hergeleitet:

0 0
awaPilwa; = awaw i Iwai—1 + awapIwait1 + awep Twa (159)

mit den Koeffizienten

0 0 2 2
OWa,iCoWai™ (THL - Ti_;)

Wyap; = Al : : (160a)
awawi = QWTi_%)\WG’i_%, (160b)
(7“2' - 7“2'—1)
27TTZ' l)\ ai 1
AWaEi = Ta T Werts  ind (160c)
(rign —7i)
OWa,iCopWa,iT (Tir% - Tf_%)
awapi = Al +awaw i + awae;. (160d)

Die mit ° gekennzeichneten Groflen in den Gleichungen (159) und (160) beziehen sich
auf den Zeitschritt ¢ — At. Ay, bezeichnet die Warmeleitfahigkeit, ow,; die Dichte und
Cpwa,i die spezifische Warmekapazitat des Festkérpers bei konstantem Druck.
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rand-dickw-Rohr-diskrt.eps

Bild 36: Bilanzzellen am Rand des dickwandigen Rohres

Bild 36 zeigt die Kontrollvolumenkonfiguration fiir die beiden Rénder des in Abbildung 34
dargestellten dickwandigen Bauteils. An der inneren beziehungsweise dufleren Randfaser
des Hohlzylinders liegen die Rechenpunkte fiir die Oberflachentemperaturen Ty, ;, und
Twaaus des Festkorpers. Thnen zugeordnet sind die Radien r;, und rg,,,. Die Herleitung
der algebraischen Beziehungen fiir diese beiden Randkontrollvolumina erfolgte in der Art,
daf sie fiir die 3. Art der 6rtlichen Randbedingung allgemeine Giiltigkeit besitzen.

Die diskretisierte Bestimmungsgleichung fiir die innere Oberflachentemperatur Ty, i, er-
gibt sich zu:

0 0
awaPinIwa,in = awaw in Iein + awamin Twar + @ywop i Tw o in (161)

mit den Koeffizienten

0 0 2 2
QWa,incha,inTr (Tl_% - rin)

Wapin = 162
AW aPin At ( EL)
AWaWin = 2TQplin, (162b)

27T 1 A\ e 1oL
AWaEin = e WelTE nd (162c)
(rl - rin)

2 2
OWa,inCpWa,in™ (Tl_% - rin)

aAWaPin = A7 +awaw1 + awap. (162d)

«in bezeichnet den Wérmetibergangskoeffizienten zwischen der inneren Oberfliche des
Festkorpers und dem angrenzenden Medium, Ty, ;,, die mittlere Temperatur des im Rohr
stromenden Fluides.
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Analog zu Gleichung (161) 1a8t sich die Bestimmungsgleichung fiir die &uflere Oberflachen-
temperatur Ty, 445 anschreiben.

0 0
awap ausTWa,aus = GWaW ausTWa,N + aWaEausTMe,aus + aWaPausTWa,aus (163)

mit den Parametern

0 0 2 2
o QWa,auscha,ausTr (raus - TN+%)
QWaePaus — At (164&)
2Tr a1 A 1
N+="Wa,N+=
AWaW aus = (T 2 - ) 2 5 (164b)
aus — I'N
AW aFE aus — 27Taausraus und (164C)

2 2
OWa,ausCpWa,ausT™ (raus - TN—I—%)

AWaPaus — At + awaw N + AweEN- (164(1)

Qays 18t der Wéarmeiibergangskoeffizient zwischen der dufleren Oberfliche des Festkorpers
und dem angrenzenden Medium, Th. gy 1t die mittlere Temperatur des das Rohr um-
stromenden Mediums.

Um den in der vorliegenden Arbeit benétigten Sonderfall der adiabaten Auflenwand zu
erhalten, muf} der duflere Warmeiibergangskoeffizient o, gleich null gesetzt werden.

Werden die Gleichungen fiir alle Kontrollvolumina des dickwandigen Rohres angeschrie-
ben, so ergeben diese ein lineares tridiagonales Gleichungssystem, welches mittels des

TDMA-Verfahren gelost werden kann.
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13 Mathematisches Sammlermodell

Der Sammler dient im Dampferzeugerbau als Verbindungsglied zwischen den internen
oder externen Verbindungsleitungen mit einem groflen Rohrdurchmesser und einer grofien
Anzahl an Heizflachenrohren mit kleinen Rohrdurchmessern. Die Querschnittsflache des
Sammlers selbst ist abhdngig von der hochst zuldssigen Geschwindigkeit im Sammler.

Neben dem hohen Betriebsdruck im Sammler trégt auch die grole Anzahl an Heizflachen-
rohren, welche in die Mantelflache des Sammlers miinden und so eine betrachtliche Quer-
schnittsschwichung mit sich bringen, dazu bei, daff grole Wandstarken fiir diesen Dampf-
erzeugerbauteil verwendet werden miissen.

Als Folge der groflen Wandstarken kommt es bei dynamischen Vorgangen, wie sie zum
Beispiel das An- oder Abfahren eines Dampferzeugers darstellen, zu Ein- beziehungswei-
se Ausspeichervorgdngen von Warme in die Sammlerwand, was aufgrund der dort ent-
stehenden Temperaturgradienten Wéarmespannungen hervorruft, deren Kenntnis fiir den
instationdren Betrieb von grofler Wichtigkeit ist.

13.1 Bilanzgleichungen des Sammlers

sammler.eps

Bild 37: Diskretisierung des Sammlers und der ihm angeschlossenen Rohre

Bei der Erstellung des mathematischen Sammlermodells muff nach Walter et al. [56] darauf
bedachtet genommen werden, ob zur Simulation der Rohrstromung ein expliziter oder im-
pliziter Losungsalgorithmus verwendet wird. Im Gegensatz zu einer expliziten miissen bei
einer impliziten Formulierung der Rohrstromung die Bilanzgleichungen fiir den Sammler
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ebenfalls implizit in den Rechenalgorithmus eingebettet werden, da ansonsten aus Stabi-
litdtsgriinden die Zeitschrittweite entsprechend der CFL-Bedingung beschréankt wére und
der Vorteil der impliziten Formulierung, der in einer beliebigen Wahl der Zeitschrittweite
liegt, verloren ginge. Es ist daher notwendig, die Bilanzgleichungen des Sammlers so zu
formulieren, dafl in Kombination mit jenen der Rohre ein Satz von Gleichungen entsteht,
der fiir einen Zeitpunkt, in Kenntnis der Randbedingungen und des Zustandes eines Zeit-
schritts vorher, die Berechnung der Zustinde in der gesamten Rohr-Sammler-Struktur
erlaubt.

In Bild 37 ist zur besseren Veranschaulichung ein Sammler mit nur drei angeschlossenen
Rohren, welche représentativ fiir alle anderen mit dem Sammler verbundenen Rohren ste-
hen, dargestellt, wobei diejenigen Rohre, die in den Sammler miinden, mit dem Index j
bezeichnet werden. Index k kennzeichnet jene Rohre, welche ihren Rohranfang im Sammler
haben. Abbildung 37 zeigt weiters die Anordnung der fiir die Diskretisierung des Samm-
lers und der ihm angeschlossenen Rohre verwendeten Kontrollvolumina. Im Zentrum eines
jeden reguldaren Kontrollraumes ist der Rechenpunkt fiir den Druck und die spezifische
Enthalpie, welcher jeweils mit einem e gekennzeichnet ist, angeordnet. An den Grenz-
flichen der reguldren Kontrollvolumina ist der Rechenpunkt fiir die Geschwindigkeiten,
symbolisiert durch einen —, angeordnet. In der Modellvorstellung wird angenommen,
dafB die den gesamten Sammler beschreibenden thermodynamischen Zustandsgréflen dem
mit S bezeichneten Punkt, welcher sich in der Mitte des Sammlers befindet, zugeord-
net sind. Diese Auffassung stiitzt sich auf die Annahme, daf} die radiale Ausdehnung des
Sammlers gering und daher der Finflu} des Schwerefeldes auf die Dichte und den Druck
im Sammler vernachlassigbar klein ist.

Aus dem in Abbildung 37 dargestellten linken unteren Rohranschluf} tritt der Arbeitsstoff
in den Sammler ein und wird dort mit dem sich bereits im Sammler befindlichen Fluid
so vollkommen vermischt, daf es zu keiner Entmischung eines sich eventuell im Sammler
befindlichen Wasser-Dampf-Gemisches kommen kann. Diese Annahme leitet sich aus der
Vorstellung eines scharfkantigen Querschnittsiiberganges vom Rohr in den Sammler und
der dadurch entstehenden Turbulenzen ab. Der beim Eintritt des Arbeitsstoffes in den
Sammler transportierte Impuls wird im Sammler vollstandig vernichtet. Im Gegenzug
dazu muf} sich der Impuls an den dem Sammler angeschlossenen Rohren, an denen der
Arbeitsstoff den Sammler verlafit, wieder aufbauen.

Diese Modellvorstellung der Vernichtung und des Aufbauens des Impulses fiithrt zu einer
Entkoppelung der Bilanzgleichungen fiir den Impuls fiir die dem Sammler angeschlossenen
Rohre. Bei der Aufstellung der Impulsbilanzen fiir die einzelnen Kontrollvolumina des zu
berechnenden Rohrnetzwerkes findet daher das Sammlerkontrollvolumen keine Bertick-
sichtigung, wodurch die tridiagonale Struktur der Matrix fiir die Bilanzgleichungen des
Impulses erhalten bleibt.

Somit kann, aufgrund der Entkoppelung des Sammlers in seinen Rechenpunkten, eine Er-
mittlung der Pseudogeschwindigkeit w entfallen. Eine Entkoppelung in der Bestimmungs-
gleichung fiir den Sammlerdruck ist jedoch nicht gegeben. Die Berechnung des Druckes
im Sammler ist infolgedessen nicht unabhéangig von den an den Sammler angrenzenden
Bilanzzellen und ergibt sich daher zu

Wmps PS = D Gmws,; PN,j + D Gmpsk Pk + bms (165)
J k
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mit den Koeffizienten

(05 — 0s)Vs _ _
bus = T 200 A)nyy; = D (0B A)or s (166a)
J k
Amws,; = (QA)N+%7]'d’LUN,j7 (166b)
ampsk = (0A)oy1 pderp und (166¢)
Umps = Y mws;+ Y AmESk- (166d)
J k

Vs bezeichnet das Volumen des Sammlers.

Die Druckkorrekturgleichung zur Berechnung der Geschwindigkeitskorrektur 1a8t sich fiir
den Sammler wie folgt angeben:
Wmps DS = D Gmws,; DN, + D GmEsk Prj + Oms (167)
J k

mit den Koeffizienten

mS = At + Z(gw )N+§,j - Zk:(gw )0+§,k7 (168a)
J
Amws,; = (QA)N+%7]'d’LUN,j7 (168b)
UmES,; = (QA)0+%7kdel,k und (168c)
Umps = Z Amws,; + Z A ES k- (168d)
J k

Die spezifische Enthalpie des Sammlers hg ist, ebenso wie die Druckkorrektur, nicht un-
abhdngig von den dem Sammlerkontrollvolumen angrenzenden Bilanzvolumina zu berech-
nen.

Die Bestimmungsgleichung fiir die spezifische Enthalpie des Sammlers ergibt sich somit

7u
anps hs = Z apws,; hnj+ Z aresk b1k + bns (169)
J k
mit den Koeffizienten
0
v
dhps = tasa (170a)
bps = ShesVs + ajpghy, (170Db)
apws,; = H(Qw)N+%,jaOHAN+%,J‘7 (170c)
appse = [[=(ow)op1 4 0]JApy1 ) und (170d)
(170e)

0
apps = Z apws,; + Z anesk + a4,ps — ShpsVs.
i 2

Durch die Koppelung des Sammlerkontrollvolumens an die ihm angrenzenden Bilanzzellen
der Rohre kommt es zum Verlust der tridiagonalen Struktur der Koeffizientenmatrix fiir
die Energiebilanz und fiir die Bestimmungsgleichung fiir den Druck sowie der Korrektur-
gleichung fiir das Geschwindigkeitsfeld. Die entstehende Bandbreite der Koeffizientenma-
trix ist sehr stark von der Reihenfolge der Numerierung der dem Sammler angrenzenden
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Kontrollvolumina abhéngig. Um eine moglichst schmale Bandstruktur fiir die zu 16sen-
den Gleichungssysteme zu erhalten, erfolgt bereits wahrend der Datengenerierung eine
Optimierung der Bandbreite fiir die Koeffizientenmatrizen.

13.2 Bilanzgleichungen der an den Sammler angrenzenden Kon-
trollvolumina

In Abbildung 37 sind die an die Rechenzelle des Sammlers angrenzenden Rohrkontrollvo-
lumina dargestellt, wobei die Zahlrichtung der skizzierten Rechenzellen der dem Sammler
angeschlossenen Rohre mit der eingezeichneten Strémungsrichtung konform geht.

Betrachtet man die Indizes der Geschwindigkeiten der in Bild 37 dargestellten
Rohranfange, so ist diesen zu entnehmen, dafl fiir die auf der Grenzfliche zwischen der
Rechenzelle des Sammlers und der ihm angrenzenden Kontrollvolumina die Geschwindig-
keiten mit 0 + % bezeichnet sind. Diese aus der Modellvorstellung kommende Kennzeich-
nung steht fiir eine imaginare nullte Bilanzzelle, welche der ersten reguldaren Rechenzelle
des Rohres anstelle des Sammlerkontrollvolumens vorgelagert wird.

Die Bestimmungsgleichung fiir die Pseudogeschwindigkeiten 17;0+%7k der Rohre k, k + 1
usw. 1&Bt sich somit unabhédngig von der in Abbildung 37 skizzierten Strémungsrichtung
des Arbeitsstoffes anschreiben:

Gee0,k w1+%7k + beO,k

Worlk = dor (171)
mit den Koeffizienten
0 98+%7kA0+%,kAx0+%,k
deop = A7 , (172a)
beo = SecO,kAo+%,kA$o+%,k + a207kw8+%7k, (172b)
twop = [—(00)pr 0 Asys, und (172¢)
Aeoy = deeo) + agO,k — Sepo,kAo+%,kA$o+%,k- (172d)

Der Koeffizient a0, welcher im Gegensatz zu der in Kapitel 8.7 hergeleiteten Beziehung
zur Berechnung der Pseudogeschwindigkeit (Gleichung (46)) in Gleichung (171) nicht
mehr enthalten ist, kann aufgrund der Annahme einer gleich grofien Geschwindigkeit am
linken Rand der imaginaren Zelle und der ersten reguldren Bilanzzelle gleich null gesetzt
werden. Eine ausfiihrliche Begriindung fiir diese Vorgehensweise gibt Ponweiser in [51] an.

Der durch den Eintritt des Arbeitsstoffes aus dem Sammler in das Rohr verursachte Be-
schleunigungsdruckverlust findet durch den Widerstandsbeiwert (g;,, welcher zum Bei-
spiel aus [150], [236] oder [187] entnommen werden kann, im proportionalen Quellterm
Sepo i seine Beriicksichtigung.

|APR0+%,1§| 90+%,kw0+%,k[[w0+%,k70“

— (1 + Crin)

|wo+%,k| 2w0+%,k

SepO,kAw(H_%Jg - - (173)

Liegt eine der Abbildung 37 entgegengesetzte Stromungsrichtung in den Rohren k oder
k41 usw. vor, so wird der Beschleunigungsdruckverlust unter Zuhilfenahme des Operators
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[[A, B]] in der Beziehung fiir den proportionalen Quellterm S, gleich null, was der
Modellvorstellung fiir den Sammler entspricht, da der gesamte durch die Strémung vom
Rohr in den Sammler transportierte Impuls vernichtet wird. In diesem Fall muf3 auch kein
Druckriickgewinn beriicksichtigt werden.

Die Bestimmungsgleichungen fiir das Druckfeld der ersten Bilanzzellen der Rohre &, k41
usw. ergeben sich unabhingig von der Stromungsrichtung zu:

APl PLk = GmWik PS + GmE1LE P2,k + Opt i (174)
mit den Koeflizienten

(Q(l),k — 01.5) AL Az

b = At + (Q@A)w%,k - (917’14)1+§,k7 (175a)
AmWik = (QA)0+%7kdwl,k7 (175b)
UmE1E = (QA)1_|_%7kdel,k und (175¢)
UmPlk = GmWik T GmE1k- (175d)

Die Impulsbilanz (29) fiir die Rohre k&, k& + 1 usw. 148t sich somit unter Zugrundelegung
des neu ermittelten Druckfeldes fiir die in Abbildung 37 skizzierte Stréomungsrichtung des
Arbeitsmediums in folgender Form angeben:

e,k w(;_%’k = lee0,k wl:—%,k + beO,k + (pS - pl,k)A(H_%Jg (176)
Die Koeffizienten der Gleichung (176) konnen unter Zuhilfenahme der Beziehungen (172)
berechnet werden.
Die Korrekturgleichung fiir das Geschwindigkeitsfeld der ersten Bilanzzellen der Rohre £,
k 4+ 1 usw. ergeben sich unabhéngig von der Stromungsrichtung zu:

APl DLk = QmWik PS T CmE1LE D2k + Ont i (177)

mit den Koeffizienten

(Q(l),k — 01.5) A1 Az

b g = A7 + (ew™ A)op1p — (0w A)y 1y, (178a)
amwik = (0A)oy1 pdut ks (178b)
Ump1k = (QA)1_|_%7kdel,k und (178¢)
UmPlk = GmWik T GmE1k- (178d)

Die Bestimmungsgleichung fiir die spezifische Enthalpie hy; des k-ten Rohres kann, un-
abhéngig von der Stromungsrichtung, wie folgt angeschrieben werden:

anpik hig = apwi gk hs + appr i hog + buak (179)
mit den Koeffizienten
G?LPLk = %7 (180a)
br = (SheAAD) g+ (a3 ph®)1 g, (180Db)
apwie = [[(ew)oy1 10l Agys s (180¢)
anprk = [[—(ew)i414,0]]A;41, und (180d)
apPik = Qpwik + QrEi g T G?LPM — (SppAAT) k. (180e)
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Mit den Beziehungen (171) bis (180) kénnen somit alle Bilanzgleichungen fiir das jeweils
erste an die Rechenzelle des Sammlers angrenzende reguldre Kontrollvolumen derjenigen
Rohre aufgestellt werden, deren Rohranfang sich im Sammler befindet. Die hier dargestell-
ten Gleichungen kénnen unabhéngig von der im Rohr vorherrschenden Strémungsrichtung
angewendet werden.

Um einen vollsténdigen Satz an Gleichungen fiir alle an einem Sammler angeschlossenen
Rohre zu bekommen, soll im weiteren fiir die in den Sammler miindenden Rohrenden die
dazu notwendigen Bilanzgleichungen dargestellt werden. In Abbildung 37 ist der Rechen-
punkt fiir die an das Sammlerkontrollvolumen angrenzende regulire Bilanzzelle des in den
Sammler einmiindenden Rohres mit dem Index N, 7 bezeichnet.

Fiir das an den Sammler angrenzende Kontrollvolumen N, j lautet die Beziehung zur

Berechnung der Pseudogeschwindigkeit

GuN Wy -1+ ben,j

(181)

WN,j; =
GeN,j

mit den Koeffizienten

0
Onpt ANELATNLL

GSN,]‘ = A , (182a)
ben; = SSCN7]4AN+%JA:1;N+%J —I—GSNJUJR,_I_%J, (182b)
AwN,j = H(Qw)N—%,jvo]]AN—%,j und (182c)
aeNj = GuN,j+ aSNJ — SepN,jAN+%,ijN+%,j- (182d)

Der Koeffizient a..y ; mufl nach Ponweiser [51] gleich null gesetzt werden.

Liegt eine der Darstellung in Abbildung 37 entsprechende Strémungsrichtung des Ar-
beitsstoffes im Rohr vor, so darf, analog zum oben Gesagten, der Druckriickgewinn kei-
ne Beriicksichtigung finden. Ist die Richtung des im Rohr flieenden Arbeitsmediums
entgegengesetzt der in Bild 37 skizzierten Stromungsrichtung, so mufl der Beschleuni-
gungsdruckverlust wie in Gleichung (173) auch hier im proportionalen Quellterm seine
Entsprechung finden.

|ApRN-|—%| QN+1%wN+%H_wN+%7OH

— (1 + Cgin) (183)

SepN,ijNq—%,j =

|wN+%| 2wN-|—%

Die Beziehung fiir das Druckfeld der letzten reguldren Bilanzzellen der in den Sammler
miindenden Rohre kann, unabhéngig von der Stromungsrichtung, mittels

AmPN,j PN,j = @mWN,j PN—1; + @mEN,; Ps + bun,j (184)
und den Koeffizienten

(0%, — onj) AN Az

by, = Y +(ewA)y_1; — (eWA)y,1;,  (185a)
AmWN,; = (QA)N—%,jdwN,ja (185b)
AmEN,; = (QA)N+%7jdeN7j und (185¢)
UmPN,j = auWN,j t GnEN,; (185d)
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berechnet werden. Die Impulsbilanz fiir das an den Sammler angrenzende Kontrollvolumen
N, 7 kann, ausgehend vom neu berechneten Druckfeld, fiir die in Abbildung 37 skizzierte
Stromungsrichtung des Arbeitsmediums in folgender Form angeschrieben werden:

* *
AeNj Wy L = GuwN,j Wy_1; Fben i+ (Pny = ps) AngL (186)

Die Koeffizienten der Impulsbilanz (186) werden mittels der Gleichungen (182) berechnet.
Die Beziehung fiir die Korrektur der Geschwindigkeit der Bilanzzelle des j-ten Rohres
ergibt sich zu:

AmPN,j PN,j = @mWN,j PN—1,j + @mEN,; Ps + bmy (187)

mit den Koeffizienten

(0%, — onj) AN ATN,;

bun,; = At + (QW*A)N—%,J‘ - (QW*A)NJr%,jv (188a)
AmWN,j = (QA)N_%deN,J‘, (188b)
AmEN,] = (QA)N+%7jdeN7j und (188c)
AmPN,; = OmWN,j T GnEN,j- (188d)

Abschlieflend sei, fiir das j-te Rohr, die Bestimmungsgleichung fiir die spezifische Enthal-
pie hy ; angefiihrt:

anpn b, = apwn jhn-1; + angn jhs + bunj (189)

mit den Koeffizienten

G?LPN,]‘ = QSJVJAJX;AJ;NJv (190a)

binvg = (SheAAT)N; + (ahph°)n;, (190b)
apwn,; = [[lew)y_1;:0JAn_1, (190¢)
angn,; = [[—(ow)ny1 ;5 0JAn L, und (190d)
anpn; = awwn, + aneng + aipy; — (S AAT)N ;. (190e)

Mit den in Kapitel 13.1 und 13.2 hergeleiteten Beziehungen kann die Strémung in einem
Rohrnetzwerk mit einer Rohr-Sammler-Struktur geschlossen berechnet werden.
Betrachtet man die Beziehungen (165) bis (170) des Sammlers, so sind diese nicht un-
abhingig von den Nachbarkontrollvolumina der dem Sammler angeschlossenen Rohre.
Die Matrizen der Bestimmungsgleichungen fiir Druck, Energie und Geschwindigkeitskor-
rektur verlieren durch diese Koppelung der Bilanzzellen, im Gegensatz zur Matrix der
Impulsbilanz, ihre tridiagonale Struktur. Je nach Reihenfolge der Gleichungsanordnung
in der Matrix der Bestimmungsgleichungen fiir Druck, Enthalpie und Geschwindigkeit
kénnen die von null verschiedenen Gleichungskoeffizienten weiter entfernt von der Haupt-
diagonale der Matrix beziehungsweise nédher an ihr liegen. Im Falle, dafl einige der von
null verschiedenen Koeffizienten weiter weg von der Hauptdiagonale zu liegen kommen,
kann dies zu numerischen Schwierigkeiten bei der Losung des Gleichungssystems fithren.
Diesem Umstand Rechnung tragend, wird daher, wie bereits oben beschrieben, eine Band-
breitenoptimierung vorgenommen.
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14 Mathematisches Einspritzkiihlermodell

Der Einspritzkiihler ist eine im Dampferzeugerbau eingesetzte Vorrichtung zur Tempera-
turregelung des Arbeitsstoffes. Dabei soll die Dampftemperatur vor Eintritt in die dem
Kiihler nachfolgende Uberhitzerstufe oder Dampfturbine méglichst konstant gehalten wer-
den. Der Vorteil des Einspritzkiihlers liegt in seinem einfachen Aufbau und seiner — im
Vergleich zu einem Oberflachenkiihler — schnellen Regelgeschwindigkeit.

Ma.Nq

AXi12 |y AXii1p2

112 w2 i
‘ - Il
I
| R N )
C J
X AX; Kontrollvolumen
—_—> < »

kovol-einspritzg-fv-method.eps

Bild 38: Allgemeine Rechenzelle mit Massenstromquelle

Bild 38 zeigt einen Rohrabschnitt mit der symbolisierten Darstellung einer Einspritzstelle.
Die allgemeine regulére Rechenzelle ¢, deren Rechenpunkt direkt unter der Einspritzstelle
liegt, besitzt aufgrund der Einspritzung eine Massenstromquelle rhg. Der dem Kontrollvo-
lumen ¢ {iber die Quelle zusétzlich zugefithrte Massenstrom habe die spezifische Enthalpie
hq.

Bei der Diskretisierung dieses Kontrollvolumens ¢ geht man von der in Kapitel 8.2 be-
schriebenen allgemeinen diskretisierten Differentialgleichung (20) aus.

(0i®; — 0} ®7) A; A
At

— Ji+%Ai+% + Ji—%Ai—% = (Sci + Spiq)i) A Ax;

Im Gegensatz zu der in Kapitel 8.2 beschriebenen Vorgehensweise darf bei der weite-
ren Diskretisierung die Kontinuitatsgleichung nicht mehr in die allgemein diskretisierte
Differentialgleichung (20) eingesetzt werden.

Auflosen der Gleichungen (24a) und (24b) nach dem totalen Fluf}, Einsetzen dieser in die
Gleichung (20) und anschlieflende Umformung derselben liefert:

[% + (“Ez’ + Fz’+%) A+ (aWi B Fi—%) Ay = SpidiAai| & =
2P AN

awiA;_ 1Py +apidi 1 Pipy + SeiAiAai + A7

(191)
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FaBt man die Koeffizienten der Gleichung (191) in gewohnter Weise zusammen, so ergibt
sich die Bestimmungsgleichung fiir das Kontrollvolumen mit der zusédtzlichen Massen-
stromquelle zu:

ap;®; = aw;®i_1 + ap; Py + b (192)
mit den Koeflizienten
0
0 0; AiAx;
o= T 193

ap; At ( EL)
awi = [[Fi—%v 0]]142'—% (193¢)
api = [[=F41, 04 (193d)

oAy

api = T + (aWi - Fi_%) Ai_% +

(api + Fiyi) Aipr — SpidiAa (193¢)

Der konvektive Flul F' ist durch die Beziehungen (15) und (16) gegeben:

= (Qw)H-

FZ»Jr
Fi— = (Qw)i—

[STES I

Betrachtet man Gleichung (192), so ist daraus leicht ersichtlich, daf sich gegeniiber den in
Kapitel 8.2 hergeleiteten Beziehungen der Term ap; verdndert hat. Daraus folgt, daf} fiir
Kontrollvolumina, welche eine Massenstromquelle oder -senke aufweisen, Gleichung (192)
zu verwenden ist. Weiters ist darauf Bedacht zu nehmen, dafl der konstante Quellterm
Sei in der Energiebilanz um den Wert mghg im Falle einer Quelle zusétzlich zu erhéhen
beziehungsweise im Falle einer Senke zusitzlich zu vermindern ist.

Eine weitere Korrektur muf fiir die Rechenzelle mit zusatzlicher Massenstromquelle oder
-senke beim Residuum bm; der Bestimmungsgleichung fiir den Druck beziehungsweise der
Korrekturgleichung fiir die Geschwindigkeit vorgenommen werden. Der Koeffizient bm;
mufl um einen additiven Term, wie hier stellvertretend fiir die Korrekturgleichung der
Geschwindigkeit angegeben, ergénzt werden.

(0) — 0i) AiAa;

bmi —
At

+ (ow™A)i_1 — (ew™A); 1 g (194)
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15 Mathematisches Trommelmodell

Die Trommel stellt das wohl charakteristischste Merkmal eines Naturumlaufdampf-
erzeugers dar. Sie bildet den Mittelpunkt des Verdampfersystems und hat gleichzeitig
die unterschiedlichsten Aufgaben zu erfiillen. Die Trommel dient in erster Linie sowohl
als Bindeglied zwischen den Fall- und den Steigrohren, um den Umlauf des Arbeitsstoffes
zu gewdhrleisten, als auch zur Trennung des aus den Steigrohren des Verdampfers austre-
tenden Wasser-Dampf-Gemisches. Um eine bessere Trennung des Zweiphasengemisches
zu gewahrleisten, werden in die Trommel zusétzliche Vorrichtungen, wie zum Beispiel
Umlenkbleche oder Zyklone, eingebaut. Der geséttigte Dampf wird am Trommelscheitel
abgezogen und den Uberhitzern zugefiihrt.

Dampfaustritt
A rnD.Aus: hD,Aus
4
E
‘E . h MD,Tr’hDATr
§ Mgpwis Dspwi Zyk]on
2 %
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Gw) mSpwk7 hSpwk(‘— \;‘*—n\ R n._l h
'g [ 1 e H o <7 s> st o
EI: My 1By SN Mg, hsi | '8
Mgy, hgy
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Mgy, Ngen
M1 YoV Y Abschlimmung
hp1 Mme; , Meg,,
hg; he
g n y
~N
Fallrohre

Trommel.eps

Bild 39: Trommel

Um eine Austrocknung der Trommel zu vermeiden, wird ihr iiber die Speisewasserleitun-
gen vorgewarmtes Wasser zugefithrt, welches sich mit dem Wasser der Trommel mehr oder
weniger vollstandig vermischt. Die mit dem Speisewasser miteingebrachten Salze kénnen
das Verdampfersystem mit dem Sattdampf nicht mehr verlassen. Um eine unzuléssig hohe
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Anreicherung an Salzen im Verdampfungssystem zu verhindern, wird standig eine gewisse
Wassermenge aus der Trommel abgezogen (= Abschlammung).

Abbildung 39 zeigt die Skizze einer Trommel mit allen fiir die Herleitung der Trommel-
bilanzgleichungen relevanten Gréflen. An die Trommel kénnen k Speisewasserleitungen, [
Steigrohre und n Fallrohre angeschlossen werden. Fiir die Abschlammung ist im Softwa-
repaket DBS eine Massen- und Energiesenke als Funktion der Zeit vorgesehen. Diese ma-
thematische Behandlungsweise der Abschlammung hat den Vorteil, dal ein Abschlammen
der Trommel zu jedem beliebigen Zeitpunkt aktiviert beziehungsweise deaktiviert werden
kann. Fiir den aus der Trommel abzuziehenden gesattigten Dampf steht eine Rohrlei-
tung zur Verfiigung, welche im weiteren wieder auf eine beliebige Anzahl von parallelen
Rohren verzweigt werden kann. Diese Vorgehensweise wurde deshalb gewahlt, weil sich
der Druck in der Trommel im Falle mehrerer parallel angeordneter Dampfaustrittsrohre
nicht mehr eindeutig bestimmen lassen wiirde. Des weiteren muflte fiir die Berechnung der
Stromungsverteilung iiber die gesamte Druckstufe des zu untersuchenden Rohrnetzwerkes
oder Verdampfers eine Entkoppelung der Trommel von den ihr angeschlossenen Rohren
vorgenommen werden (siehe dazu Kapitel 15.2). Die Ursachen, weshalb sich eine direkte
Einbindung des Trommelmodells in die Bilanzgleichungen des SIMPLER-Algorithmus in
Anlehnung an das mathematische Sammlermodell nicht bewerkstelligen 1a8t, liegen darin,

daf3

1. die Trommel unter Verwendung der Graphentheorie im Graph nur durch einen Kno-
tenpunkt abgebildet wird,

2. dem Losungsverfahren ein homogenes Zweiphasenmodell zugrundegelegt wurde und

3. zur Losung der Bilanzgleichungen fiir das mathematische Trommelmodell explizite
Beziehungen zur Anwendung kommen.

Die beiden ersten Punkte haben fiir die Erstellung des Trommelmodells dahingehend weit-
reichende Konsequenzen, als daf eine getrennte Berechnung der Wasser- und Dampfphase
der Trommel bei einer direkten Einbindung in das SIMPLER-Verfahren nicht erfolgen
kann. Aufgrund dieser Tatsache wurde daher der Weg einer Entkoppelung der Trommel-
bilanzen vom Gesamtsystem beschritten.

Entsprechend der Abbildung 39 treten die Speisewassermassenstréme rg,,,, und das
Wasser-Dampf-Gemisch aus den Steigrohren in die Trommel ein. Im Gegensatz zum ma-
thematischen Sammlermodell kommt es im Falle des aus den Steigrohren ausstrémenden
Massenstromes zu einer Entmischung der beiden Phasen des Arbeitsstoffes. Das eintre-
tende Wasser aus den Steigrohren vermischt sich dabei vollkommen mit dem sich in der
Trommel befindlichen Sattwasser. Ebenso wird im Modell eine vollkommene Vermischung
des sich in der Trommel befindlichen Sattdampfes mit der aus den Steigrohren in die
Trommel miindenden Dampfphase angenommen.

Wihrend in der Modellannahme fiir das Zweiphasengemisch aus den Steigrohren also fiir
jede der beiden Phasen des Arbeitsstoffes eine vollkommene Vermischung vorgesehen ist,
gilt diese Annahme fiir den in die Trommel eintretenden Speisewassermassenstrom nicht.
In Abhéngigkeit von der konstruktiven Auslegung der Trommel ist eine villige Erwarmung
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des Speisewassers auf die Sattwassertemperatur der Trommel nicht immer gegeben. Damit
die aufgrund dieses Umstandes eintretenden Auswirkungen auf die Dampferzeugerdyna-
mik ebenfalls simuliert werden kénnen, kann ein variabler Vermischungsgrad des eintre-
tenden Speisewassers mit dem in der Trommel enthaltenen Sattwasser vom Benutzer vor-
gegeben werden. Eine detaillierte Beschreibung der mathematischen Formulierung kann
dem Kapitel 15.1 entnommen werden.

Aus der Trommel treten, gemafl Bild 39, der Abschlammassenstrom mges;, die @ Mas-
senstrome in den Fallrohren rp, und der Massenstrom des Dampfes rp 445, am Scheitel
der Trommel, aus. Der Abschldmmassenstrom verldft die Trommel stets im Sattwasser-
zustand. Der Austrittsmassenstrom des Dampfes mp 4,5 dagegen kann die Trommel im
Sattdampfzustand oder in einem Zustand mit geringer Restfeuchte verlassen. Die spe-
zifische Enthalpie der Massenstréome, welche in die Fallrohre einstrémen, ist abhéngig
vom Vermischungsgrad des in die Trommel eintretenden Speisewassers mit dem in der
Trommel enthaltenen Sattwasser (siehe dazu Kapitel 15.1). Das heifit, der in die Fallrohre
miindende Massenstrom kann, in der hier vorliegenden Modellvorstellung, in Abhéngig-
keit vom Grad der Vermischung des Speisewassermassenstromes mit dem Trommelwasser
eine Unterkithlung erfahren.

Korrespondierend zur Modellvorstellung des Sammlers wird auch beim Trommelmodell
angenommen, daf} der beim Eintritt des Arbeitsstoffes in die Trommel transportierte Im-
puls vollstandig vernichtet wird und sich der Impuls an den der Trommel angeschlossenen
Rohren, an denen der Arbeitsstoff die Trommel verlafit, wieder aufbaut.

Bezogen auf die in Abbildung 39 dargestellten Groflen errechnet sich die Wasser- und
Dampfmasse in der Trommel mittels

Mwr, = owrr Awrr l7r (195)

beziehungsweise

Mpr. = oprr (Arr — Awzr) lrv, (196)

wobel [7, die Lange der Trommel, Ay, die gesamte Trommelquerschnittsflache, Aw 7, die
vom Wasser eingenommene Trommelquerschnittsflache und pw 7, sowie pp 7, die Dichten
des Arbeitsstoffes an der Siede- beziehungsweise Taulinie bei Trommeldruck darstellen.

Bilanziert man iiber die in Bild 39 skizzierte Trommel mit ihren ein- und austretenden
Massen- und Energiestromen, so 1a83t sich die Energie- und Massenbilanz fiir die Trommel
wie folgt angeben:

Energiebilanz der Trommel:

OMw.r.hw,r, N OMp r-hp,1:

k I
ot ot - Z mSpw,'hSpw,' + Z mSt,‘hSt,‘ -

n
- Z mFthl - mSchthchl -
=1
apTr’
ot

_mD,AushD,Aus + VTr (197)
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Massenbilanz der Trommel:

OMywr.  OMp.1, L L
ot + ot - ;mSpw,‘ —I';mst,‘ -
— > rip — Sen — D, Aus (198)

=1

Die in der Energie- und Massenbilanz enthaltenen zeitlichen partiellen Ableitungen werden
durch finite Differenzen angenéhert. Die Diskretisierung der Ableitungen der Bilanzglei-
chungen erfolgt durch Riickwértsdifferenzen und ergeben sich zu:

OMwr. hwrr  Mwae hwr — My, hyy 1,
ot B At
OMpr,hprr  Mprehpr, — Mp 7, B 1,
ot B At
aMer B MW,Tr - MI(/)V,Tr
ot B At
OMpr,  Mpr.— Mp o,
ot B At
apTr b1 — p%r
ot At

Die mit © gekennzeichneten Variablen stellen den Zustand der Gréfien zum vorangegan-
genen Zeitschritt dar.

Werden die Massenbilanz der Trommel (198) und die Gleichung fiir die in der Trom-
mel enthaltenen Dampfmenge (Gleichung (196)) in die Energiebilanz (197) eingesetzt, so
erhdlt man eine Beziehung fiir die vom Wasser in der Trommel eingenommenen Quer-
schnittsflache.

At
l_Zl + 7
Awry = Ir 199
7 ow,rrhwrr — op.1hp 1 + hD Aus (0D, 17 — OW,Tr) (199)
mit
k { n
Zy =Y Mspwhspw, + Y msihs, — Y g by — msenthson —
=1 =1 =1
k { n
_hD7Aus (Z mSpw,‘ + Z mSti - Z mFl — mSchl)
=1 =1 =1
und

Zy = op1rAre (hp aus — hp 1) + (QW,TTAW,TrhW,Tr)O —
—hp, Aus {(QW,TT’AW,TT’)O + [(Ar, — Awry) QD,TT’]O} +
+ [(ATr - AW,TT) QD,Tth,Tr]O + ATr (pTr - p%r) .
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Aus der Trommelgeometrie, wie sie in Bild 39 dargestellt ist, 148t sich ebenfalls eine
Gleichung fiir die vom Wasser in der Trommel eingenommenen Querschnittsfliche Aw 7,
in Abhéngigkeit vom Trommelwasserstand Hrp, und dem inneren Trommelhalbmesser
rinTr, angeben:

Hr,
Awirr = v, anceos (1= 22 ) 4 (Hr = rovre) Hr, (rire — Hr) (200)
TinTr
fir Hy, <7 und
1 Hy,
Awr, = rfnTﬂr 1 — — arccos ( r _ 1) +
T TinTr
(HTr - rinTr) \/HTr (2rinT7’ - HTT’) (201)

fiir HTr Z TinTr-

Mit der Kenntnis der vom Wasser in der Trommel eingenommenen Querschnittsfliche
(Gleichung (199)) 1aBt sich aus der Beziehung (200) beziehungsweise der Beziehung (201)
der Wasserstand in der Trommel iterativ mittels des Newton-Verfahrens, wie es zum
Beispiel bei Schwarz [88] oder Fletcher [237] beschrieben wird, berechnen.

Der Dampfaustrittsmassenstrom rmp 4,5, berechnet aus der Massenbilanz, ergibt sich zu:

) At
Mp, Aus = _Z_{AW,Tr (owrr — 0D1r) + 0D AT —
Tr

- {(QW,TTAW,TT)O + ((Ar, — Awry) QD,TT’)O} } +

k l n
+ Z M Spw; + Z Mst;, — Z Mp — MSehl (202)
=1 =1 =1

15.1 Unterkiihlung des Arbeitsstoffes beim Eintritt in das Fall-
rohr

Aufgrund konstruktiver Gegebenheiten im Dampferzeuger ist eine Erwérmung des Spei-
sewassers auf die Sattwasserenthalpie der Trommel Aw, 7, nicht immer moglich. Diesem
Umstand entsprechend, kann es daher zu einer Unterkiihlung des in die Fallrohre eintre-
tenden Wassermassenstromes kommen. Somit kann das die Trommel durch die Fallrohre
verlassende Wasser nachstehende zwel Grenzzustdnde annehmen:

1. Die Vermischung des eintretenden Speisewassers mit dem in der Trommel enthalte-
nen Wasser ist so gut, dafl das thermodynamische Gleichgewicht hergestellt wird,
und der in die Fallrohre eintretende Massenstrom verlafit die Trommel mit der Satt-
wasserenthalpie hyw r,.
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2. Es erfolgt keine Vermischung des eintretenden Speisewassers mit dem Trommelin-
halt. Dabei wird das Speisewasser nach dieser Modellvorstellung unmittelbar neben
den Fallrohren zugefiihrt. Es stellt sich je nach Mischungsverhéltnis eine — bis zur
maximalen — Unterkiithlung des in die Fallrohre eintretenden Massenstromes ein.

Wird ein Faktor, welcher in der Folge als Unterkiithlungsfaktor fir bezeichnet wird,
eingefithrt, so miissen die beiden oben beschriebenen Fille die Grenzwerte dieses Un-
terkithlungsfaktors darstellen.

Kontrollraum 1

unterkuehlung.eps

Bild 40: Unterkiihlungsmodell der Trommel

Bild 40 zeigt das dem Simulationsprogramm DBS zugrundegelegte Modell fiir die Un-
terkiihlung des aus der Trommel iiber die Fallrohre austretenden Wassers. In dieser Ab-
bildung werden der Trommel {iber k£ Speisewasserleitungen die Massenstréome g, bis
M gpw, Mit den zugehodrigen spezifischen Enthalpien hg,y, bis hgpy, zugefithrt. In der vor-
liegenden Modellvorstellung vermischen sich die k& Speisewassermassenstrome zu einem
gesamten der Trommel zugefithrten Speisewassermassenstrom gy, welcher eine spezifi-
sche Gemischenthalpie fis,,, besitzt. Schreibt man fiir den in Abbildung 40 dargestellten
Kontrollraum 1 die Energie- und Massenbilanz an und setzt anschlielend die Massen-
bilanz in die Energiebilanz ein, so 1at sich die Beziehung fiir die Gemischenthalpie des
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Speisewassers hs,,, wie folgt angeben:

k
Z mSpwJ hSpwJ
=1

Fisp = (203)

N

Il
—

mSpwJ

J
Der gesamte in die Trommel eingebrachte Speisewassermassenstrom gy, teilt sich im
Modell nach erfolgter Vermischung entsprechend der nachfolgenden Aufzahlung weiter
auf:

1. Der Speisewassermassenstrom sy, (1 — fir) vermischt sich mit dem in der Trommel
enthaltenen Wasser.

2. Der verbleibende Speisewassermassenstrom rig,, frr fliet direkt in die Fallrohre,
wo er sich mit den aus der Trommel austretenden Fallrohrmassenstrémen my, ver-
mischt. Der den Fallrohren zugefithrte Speisewassermassenstrom m g, fr wird dabei
zu gleichen Teilen auf die einzelnen Fallrohre aufgeteilt.

Mit den beiden oben beschriebenen Grenzwerten des Unterkiithlungsfaktors fir und den zu
gleichen Teilen auf die einzelnen Fallrohre aufgeteilten Speisewassermassenstrom gy, fur
1aBt sich folgende Definition fiir den Unterkiihlungsfaktor frr angeben:

Ju= n el (204)

mSpw

mgpwr bezeichnet den pro Fallrohr zugefithrten Speisewassermassenstrom und np die

Anzahl der Fallrohre.

Bildet man die Energie- und Massenbilanz um den in Bild 40 dargestellten Kontrollraum 2
und setzt anschlieend die Massenbilanz in die Energiebilanz ein, so kann eine Beziehung
fiir die Berechnung der einzelnen Fallrohrenthalpien hp angegeben werden.

g hwr, + Ju (ESpw — hW,Tr) 1M Spuw
hy, = nE (205)

7 m

7

Die maximale Unterkiihlung pro Fallrohr ergibt sich, wenn fi; = 1 gesetzt wird, zu:

. 1, '

7 m

7
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15.2 Einbindung der Trommel in die Rohr-Sammler-Struktur

Bei den diskretisierten Beziehungen zur Berechnung des Trommelwasserstandes Hy, und
des Dampfmassenstromes mp 4., am Trommelaustritt handelt es sich im Gegensatz zu den
diskretisierten Gleichungen fiir die Rohrstrémung beziehungsweise fiir den Sammler um
explizite mathematische Beziehungen. Es ist daher nicht méglich, die oben hergeleiteten
Gleichungen fiir das Trommelmodell direkt in den SIMPLER-Algorithmus zu integrieren.
Aufgrund dieser Tatsache kann fiir das gesamte zu berechnende Integrationsgebiet keine
geschlossene Losung angegeben werden. Das zu untersuchende Rechengebiet mufl daher,
falls es eine Trommel beinhaltet, an den Verbindungspunkten der an die Trommel ange-
schlossenen Rohre, entsprechend dem in Bild 41 dargestellten Beispiel, entkoppelt werden.

Sattdampfleitung \(
Dampf, x=1

Trommel

Speisewasserleitung ‘
ﬁ V

Steigrohr

Sammler

Fallrohr Biindelheizflache
)
C
)
C
)
Verteiler

Trommel-anschl.eps

Bild 41: Entkoppelung der Trommel

Korrespondierend zu Abbildung 41 zerfillt das zu berechnende Integrationsgebiet somit
in eine entsprechende Anzahl von — in dem hier gezeigten Beispiel sind es vier — Subsyste-
men. An den Schnittpunkten der einzelnen Subsysteme zur Trommel ist es notwendig, die
Randbedingungen so zu formulieren, dafl die numerisch gefundene Lésung der tatsdchli-
chen physikalischen entspricht. Fiir die Speisewasserzufithrung sowie das Verdampfersy-
stem mit seinen Fall- und Steigrohren muf} der Druck vorgegeben werden; fiir das Rohr, an
dem der Dampfmassenstrom aus der Trommel austritt, der dazugehérige Massenstrom,
welcher unter Zuhilfenahme der Gleichung (202) zu ermitteln ist. Um die fiir die Berech-
nung erforderlichen Randbedingungen formulieren zu kénnen, ist es daher notwendig, die
Verbindungspunkte Trommel — Rohr einer genaueren Betrachtung zu unterziehen.
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In Bild 42 ist eine Trommel mit der Mindestanzahl der fiir die Simulation notwendigen
Rohrverbindungen dargestellt. Des weiteren ist der Abbildung 42 die Anordnung der Kon-
trollvolumina, welche fiir die Diskretisierung der an die Trommel angeschlossenen Rohre
benétigt werden, zu entnehmen. Rohre, welche in die Trommel miinden, werden mit dem
Index j gekennzeichnet, wiahrend diejenigen Rohre, welche ihren Rohranfang in der Trom-

mel haben, den Index k£ zugewiesen erhalten.

Sattdampfleitung . ? ...

T

1.k

|

Speisewasser-

o

Mpaus 1+1/2,k

Hpp i

|
1

_e
—+ !

i

I
L]

Fallrohr ~ &
L
:\

L —

Trommel-anschl-zellen.eps

Bild 42: An die Trommel anschlieflende Kontrollvoelumina

Im Zentrum einer jeden regulédren Bilanzzelle der Rohre ist der Rechenpunkt fiir den
Druck und die spezifische Enthalpie, welcher mit einem o gekennzeichnet ist, angeordnet.
An den Grenzflichen eines jeden Kontrollvolumens befindet sich der Rechenpunkt fiir die
Geschwindigkeit, symbolisiert durch einen —. Die Zé&hlrichtung der in Bild 42 skizzierten
Rechenzellen geht mit der eingezeichneten Stromungsrichtung konform.

Beginnend mit dem Rohranschlupunkt, bei welchem der Dampfmassenstrom rmp 4,5 mit
der dazugehorigen spezifischen Enthalpie hp a,s aus der Trommel austritt (siehe dazu
Bild 39), werden im folgenden die fiir die Berechnung aller an die Trommel angrenzenden
Kontrollvolumina notwendigen Beziehungen angegeben.
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Die Bestimmungsgleichung fiir die Pseudogeschwindigkeit 17J1+%7k des k-ten Rohres 148t
sich fiir die in Abbildung 42 eingezeichnete Stromungsrichtung des Arbeitsstoffes in fol-
gender Form anschreiben:

mD,Aus
Al k + aeel,kw1+%7k + bel,k

QO+%,kAO+%,k

Wy, 1, =
ok el k

mit den Koeffizienten

0
0/ 1 kA1+l,kA$1+l,k
apy = SEX A2t —, (208a)
bel,k = Secl,kAl_F%’kAwH_%Jg + angw&_%’k, (208b)
Aywl,k = mD,Ausa (208C)
deerp = 0 und (208d)
Qe — Qulk + Geel,k + Clng - Sepl,kA1+%7kA$1+%7k- (2086)

Unter Einbeziehung der Pseudogeschwindigkeit 17J1+%7k kénnen nun die Koeffizienten der
Gleichung (49) fiir die erste Zelle des k-ten Rohres zur Berechnung des Druckfeldes ange-
geben werden.

(Q?,k - Ql,k)ALkASL’Lk

bap = Al + 1D, aus — (0A) 141 5Ty 1 1 4 (209a)
amwik = 0, (209D)
UmE1E = (QA)1_|_%7kdel,k und (209c)
AmpPlk = GmWik T CmE1k (209d)
mit
dey = Al’k-
el k

Bei der Ermittlung des geschiatzten Geschwindigkeitsfeldes aus der Impulsbilanz (29)
konnen fiir das betrachtete Bilanzvolumen 1,k die Koeffizienten (208), welche zur Be-
rechnung der Pseudogeschwindigkeit w, Lk der Zelle 1,k bendtigt wurden, herangezogen

werden. Der Storvektor [,. der Impulsbilanz (29) ergibt sich unter Zugrundelegung des
neu berechneten Druckfeldes zu:

Dher g = ber e + (pre — p2,k)A1+%7k (210)

Fiir das geschitzte Geschwindigkeitsfeld ergeben sich die Koeffizienten der Korrekturglei-
chung (40) des Kontrollvolumens 1, k zu:

(Q?,k — 01.5) A1 Az

b p = Al 1D aus = (0A4) 141 4] 1 g (211a)
amwie = 0, (211b)
UmE1E = (QA)1_|_%7kdel,k und (211c)
ApPik = GmWik + mElk (211d)
mit
dey = Av

el k
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Die Koeffizienten fiir die Bestimmungsgleichung (42) der spezifischen Enthalpie hyj des
k-ten Rohres miissen folgende Form aufweisen:

biigy = hp auss (212a)
ahpiy = 0, (212h)
apwir = 0, (212¢)
AGhE1E = 0 und (212(1)
appre = 1. (212¢)

Mit den hier angefiithrten Beziehungen (207) bis (212) lassen sich fiir das an die Trommel
angeschlossene k-te Rohr alle Bilanzgleichungen fiir das Kontrollvolumen 1, % aufstellen,

wobei diese nur fiir die in Abbildung 42 eingezeichnete Strémungsrichtung Giiltigkeit
haben.

Fiir die verbleibenden an die Trommel angeschlossenen Rohre muf}, wie bereits oben kurz
erlautert wurde, der Trommeldruck pr, als Randbedingung vorgegeben werden.

Betrachtet man die Indizes der Geschwindigkeiten des Rohres £ + 1, so ist diesen zu ent-
nehmen, daf} an der Grenzfliche zwischen der Trommel und dem ersten Kontrollvolumen
dieses Rohres eine Geschwindigkeit mit der Bezeichnung O—I—% angeordnet ist. Diese aus der
Modellvorstellung kommende Kennzeichnung steht, korrespondierend zum Sammlermo-
dell, ebenfalls fiir eine imaginédre nullte Bilanzzelle, welche der ersten reguldren Rechenzelle
1,k 4+ 1 anstelle des Trommelkontrollvolumens vorgelagert wird.

Die Pseudogeschwindigkeit 17;0+%7k+1 der Fallrohre k 4+ 1, k 4+ 2 usw. a8t sich allgemein
und somit unabhéngig von der in Abbildung 42 skizzierten Stromungsrichtung des Ar-
beitsstoffes angeben:

UeeO k1 Wipl fpq + beo k11

Wo+§ k1 = (213)
Ge0,k+1
mit den Koeflizienten
0

o QO+%,k+1A0+%7k+1Ax0+%7k+1

Qg1 — Al ; (214a)
_ 0 0
beO,k-I—l - SecO,k-I—l A0+%7k+1A$0+%7k+1 + Qoo k41 wO-l—%,k-I—l’ (214b)
awok+1 = 0, (214c)
Uee0,k+1 = [[_(Qw)l—l—%,k—l—lv OHAH—%,IH—I und (214d)
0

Ae0k+1 =  CQec0k+1 T Quo k1 T+ Qoo iy — Sepo,k-l-lAO—|—%,k+1AxO-I—%,k-I—1‘ (214e)

Analog zum Sammlermodell wird der durch den Eintritt des Arbeitsstoffes aus der Trom-
mel in das Rohr verursachte Beschleunigungsdruckverlust durch den Widerstandsbeiwert
(Ein im proportionalen Quellterm S,,0 541 beriicksichtigt.

|ApRO-|—%,k-|—1 | _ Q0+ 1 k+1 Wot L k+1 [[w0+%,k-|—17 OH

(1 + Cmin)

|w0-|—%,k-|—1| 2 Wotl kst

Sep07k+1Ax0+%7k+1 = - (215)

Liegt eine der Abbildung 42 entgegengesetzte Stromungsrichtung in den Rohren k + 1
oder k 4 2 usw. vor, so wird der Beschleunigungsdruckverlust unter Zuhilfenahme des
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FORTRAN Operators [[A, B]] in der Beziehung fiir den proportionalen Quellterm Sepo k41
gleich null. Der gesamte durch die Stréomung vom Rohr in die Trommel transportierte
Impuls wird dabei entsprechend der Modellvorstellung vernichtet, und es mufl daher auch
kein Druckriickgewinn beriicksichtigt werden.

Nach Kapitel 8.5.1 wird im konstanten Anteil des Quellterms S..o x4+1 der Druckabfall auf-
grund der Gravitation Apg zwischen zwei benachbarten Kontrollvolumina beriicksichtigt.
In dem hier vorliegenden Trommelmodell wird dem imaginéren nullten Kontrollvolumen
der Fallrohre k + 1, k£ 4 2 usw. die Hohendifferenz Hy, ;11 usw., welche sich aus der Dif-
ferenz des Wasserstandes in der Trommel und dem Schnittpunkt der Rohrmittellinie mit
dem inneren Trommeldurchmesser berechnen 14t (siehe dazu auch Bild 42), zugeordnet.

Sec07k+1A$0+%,k+1 = Qo+ik1 9 Hry g1 (216)

Die Bestimmungsgleichung fiir den Druck in der ersten Bilanzzelle der Rohre k41, k + 2
usw. ergibt sich unabhéngig von der Stromungsrichtung zu:

APl k1 P11 = GmWi k41 PTr + GmE1k+1 P2,k+1 + Ot k1 (217)
mit den Koeffizienten

0
(0% k1 — 01 p41) AL k1 AZ1 jp

bt ks1 = N + (917"4)0+%,k+1 — (218a)
(Qﬂ)A)H—%,k-H? (218b)

W1kl = (QA)0+%7k+1dw1,k+17 (218c)
AmBlL i+l = (QA)1+%7k+1d51,k+1 und (218d)
UmPli+l = AWkl T CmEL k41 (218e)

Unter Zugrundelegung des neu ermittelten Druckfeldes kann das geschétzte Geschwindig-
keitsfeld fiir die erste Rechenzelle der Fallrohre k& + 1, k + 2 usw. unter Zuhilfenahme der
Impulsbilanz (29) berechnet werden. Angeschrieben fiir das imagindre nullte Kontrollvo-
lumen lautet die Gleichung

* *
A0 k41 Wy L ppr = Qec0 k1 Wit gy beostr + (prr = prien) Aoyt g (219)

Die Koeffizienten der Gleichung (219) sind mit jenen der Beziehungen (214) ident.

Fiir die geschéatzten Geschwindigkeiten der Kontrollvolumina 1,k 4 1; 1, £+ 2 usw. ergibt
sich die Druckkorrekturgleichung zu:

APl k1 P11 = QWi k+1 DTr + GmE1 k+1 P2,k+1 + Omi1 kg1 (220)
mit den Koeffizienten

0
(1 x = 010+1) AL k1 ATy gy

bm1,k+1 = AL + (QW*A)oq-%,kH -

(221a)

(QW*A)H—%JH—I? ( )

amwiksr = (0A4)opL pp1 it it (221c¢)
AmE1LEk+1 = (QA)H%,kHdeLk-I—l und ( )
(221e)

UmPli41 = OpWik+t1l + QmE1 kit
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Die Bestimmungsgleichung fiir die spezifische Enthalpie hq ;41 des k4 1sten Rohres kann,
unabhéngig von der Stréomungsrichtung, wie folgt angeschrieben werden:

anp1 g+l Pk = anwi g1 e + angr g1 P2 ker + Ont et (222)
mit den Koeffizienten

0
917k+1A1,k+1A$1,k+1

a2P1,k+1 = At ) (223a)

brigrr = (SheAAT)1 g1 + (azpho)l,k-l—la (223b)
Apwik+1 = [[(Qw)o+%,k+1v0]]A0+%,k+17 (223¢)
ApE1k+1 = H_(Qw)1+%,k+1v 0]]A1+%,k+1 und (223(1)
appLitt = Gpwipt1 + GnBLE+ + Ghpy gy — (ShpAAT ) pp. (223e)

Die Beziehungen (213) bis (223) bilden einen Satz von Gleichungen fiir die jeweils ersten
Kontrollvolumina derjenigen Rohre k41, k42 usw., deren Rohranfang sich in der Trommel
befindet. An dieser Stelle sei noch einmal darauf hingewiesen, daf} das in Abbildung 42 mit
dem Index k bezeichnete Rohr, ungeachtet seines Rohranfanges in der Trommel, davon
ausgenommen ist.

Nachfolgend sollen fiir die Rohre j, j 4+ 1 usw., welche in die Trommel miinden, die fiir die
Berechnung der Kontrollvolumina N, j notwendigen Bilanzgleichungen angegeben werden.

Die zur Berechnung der Pseudogeschwindigkeit wy ; des an die Trommel angrenzenden
Kontrollvolumens N, j notwendige Beziehung lautet:

Uy, = (224)

mit den Koeffizienten

0
Onpt ANELATNLL

aln, = At ) (225a)
ben; = SecN,jAN+%7]‘AxN+%7]‘ —I—GSNJUJR,_I_%J, (225b)
deen,; = 0, (225¢)
awn; = [[lew)y_1;,0l]Ay_1; und (225d)
aeNj = GuN,j+ Geen,j + aSNJ — SSPNJAN-l—%,ijN-l—%,j' (225€)

Liegt eine dem Bild 42 entsprechende Strémungsrichtung des Arbeitsmediums vor, so darf
der Druckriickgewinn, korrespondierend zu den Rohren, welche ihren Rohranfang in der
Trommel haben, keine Beriicksichtigung finden. Ist die Richtung des im Rohr flieenden
Arbeitsstoffes entgegengesetzt zu der in Abbildung 42 skizzierten Stromungsrichtung, so
muf} der Beschleunigungsdruckverlust entsprechend der Gleichung (215) auch hier im
proportionalen Quellterm seine Entsprechung finden.

|ApRN-|—%| QN+1%wN+%[[_wN+%7OH

— (1 + Cgin)

|wN+%| 2wN-|—%

SepN ATy 1 5 = (226)
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Analog zu den Rohren mit den Indizes & + 1, k + 2 usw. erfolgt auch hier die Beriick-
sichtigung des Druckabfalles aufgrund der Gravitation Apgy bei denjenigen Rohren, deren
Rohrmittellinie im Sattwasser der Trommel liegen. Der Druckabfall wird obigen Erlaute-
rungen entsprechend dem konstanten Anteil des Quellterms zugeordnet.

SeeN JAUNLL; = —ON+1,; 9 Hvj (227)

Die Berechnung des Druckfeldes der letzten reguldren Bilanzzellen der in die Trommel
miindenden Rohre erfolgt mittels

AmPN,j PN.j = @mWN,j; PN-1,; + @mEN,; PTr + N j (228)
und den Koeffizienten

(0%, — onj) AN Az

bun,; = N + (Qﬂ’A)N—%,j - (Qﬂ)A)N-l—%,j? (229a)
amwn,; = (0A)y_1 ;dwn;, (229b)
AmEN,; = (QA)N+%7jdeN7j und (229¢)
AmPN,j = apWN,j t QGnEN,;j- (229d)

Die Impulsbilanz fiir das an die Trommel angrenzende Kontrollvolumen N, j kann, aus-
gehend vom neu berechneten Druckfeld, in folgender Form angegeben werden:

AeNj Wy L = GuwN,j Wy_1; Fben i+ (Pny = ps) AngL (230)
Die Koeffizienten der Gleichung (230) sind nach den Beziehungen (225) zu berechnen.

Die Beziehung zur Korrektur der geschétzten Geschwindigkeiten der Kontrollvolumina N
der Rohre 5, j 4+ 1 usw. ergibt sich zu:

AmPN,j PN,j = CmWN,j PN—-1,; + @mEN,; PTr + N (231)
mit den Koeflizienten

(0% — onj) AN jAxn

by = At + (QW*A)N—%,J‘ - (Qw*A)N+%,j7 (232a)
amwny = (0A)y_1 dwn,;, (232b)
AmEN,] = (QA)N+%7jdeN7j und (232¢)
AmPN,j = amWN,j + AnEN,;- (232d)

Abschlielend sei, fiir das j-te Rohr, die diskretisierte Energiebilanz zur Berechnung der
spezifischen Enthalpie hy ; angefithrt:

anpn; hn; = anwn,j hn-1,; + anenj hre + ban (233)

mit den Koeffizienten

G?LPN,]‘ = QS)WAJX;A:ENJa (234a)

binvg = (SheAAT)N; + (ahph°)n;, (234b)
apwn,; = [[lew)y_1;:0JAn_1, (234c)
angn,; = [[—(ow)ny1 ;5 0JAn L, und (234d)
appn; = apwn, + anpn; + ahpy; — (SppAAT)N ;. (234e)
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Fir die spezifische Enthalpie der Trommel hr, sind in den Energiebilanzen (222) und
(233) — je nach Lage der Anschlupunkte der in die Trommel miindenden oder der aus
der Trommel austretenden Rohre zum Trommelwasserstand — die spezifischen Enthalpien
des Sattwassers hyw 7, oder des Sattdampfes hp 7, einzusetzen.

Unter Zuhilfenahme der Gleichungen (224) bis (234) lassen sich, unabhéngig von der im
Rohr vorherrschenden Stromungsrichtung, fiir die in die Trommel miindenden Rohre j,
J + 1 usw. alle Bilanzgleichungen fiir das N-te Kontrollvolumen bereitstellen.

16 Regelung

In der Energie- und Verfahrenstechnik nimmt die Regelungstechnik einen hohen Stellen-
wert ein, was sich mit der Komplexitdt der technischen und chemischen Prozesse be-
griinden 14B8t. Es ist daher eine umfangreiche Regel- und Sicherheitstechnik erforderlich,
um einen storungsfreien Betrieb der Anlagen zu gewéahrleisten.

Soll nun das Verhalten solcher Anlagen, zum Beispiel bei Lastanderungen, Start- oder Ab-
fahrvorgangen, numerisch simuliert werden, so kann dies nicht ohne Beriicksichtigung der
Regel- und Leittechnik erfolgen. Eine genaue Abbildung der Leittechnik, wie sie dem heu-
tigen Entwicklungsstand entspricht, ist aufgrund ihres Umfanges und ihrer Komplexitét
im Rahmen dieser Arbeit nicht méglich. Es sollen hier nur grundlegende Reglerstruktu-
ren zur Anwendung kommen, um ihre Auswirkungen auf den zu untersuchenden Prozef}
studieren zu kénnen.

Die am weitest verbreiteten parameteroptimierten Regler weisen, nach Iserman [238], ein
P-, PI- oder PID-Verhalten auf. Aus diesem Grunde sollen diese auch in dem vorliegen-
den Simulationsprogramm als digitale Regler zur Anwendung kommen. In der Literatur

(siehe zum Beispiel Isermann [238], Unbehauen [239] oder Jorgl [240]) wird die idealisierte
Differentialgleichung fiir einen PID-Regler wie folgt angegeben:

t
1
Ugus(t) = K [uEm(t) + 7 / wpin(t)dt + Tpigy
0

duEm(t)
— 235
wobei u4,5(t) die Ausgangsgrofe und ug;,(t) die Eingangsgrofie des Reglers darstellt. Die
einzelnen Parameter der Gleichung (235) werden nach DIN 19226 wie folgt bezeichnet:

K Verstéarkungsfaktor
Ty Integrierzeit (Nachstellzeit)
Tpiss Differenzierzeit (Vorhaltezeit)

16.1 Diskretisierung des PID-Reglers

Bei der Diskretisierung des I- und D-Anteiles der Beziehung (235) muf}, aufgrund der un-
terschiedlichen Natur der beiden Anteile, eine differierende Vorgehensweise bei der Appro-
ximation gewdhlt werden. Wahrend es nach Unbehauen [239] giinstig ist, den Differential-
quotienten in Gleichung (235) durch eine Riickwértsdifferenz erster Ordnung anzunéhern,
werden fiir die kontinuierliche Integration des I-Anteils in der Literatur (zum Beispiel
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[238],[239] oder [240]) zwei Methoden fiir die Approximation vorgeschlagen. Bei diesen
beiden Verfahren handelt es sich zum einen um die Néherung des Integrals durch eine
Rechtecksumme und zum anderen um die sogenannte Tustin-Methode (Bilineare Trans-
formation oder Trapezintegration). Nach Jorgl [240] erhdlt man eine bessere Naherung des
[-Anteiles unter Zuhilfenahme der Tustin-Methode, welche auch in der vorliegenden Ar-
beit zur Anwendung kommt. Substituiert man in Gleichung (235) den I- und den D-Anteil
durch die oben genannten Approximationen, so erhédlt man die Differenzengleichung

wnnlt) = & uml) + g (2O S ) +
Tl%;ff (uEm(t) — upin(t — At))] , (236)

wobei Ty die Abtastzeit bezeichnet. Die nichtrekursive Form des Regelalgorithmus ist fiir
eine numerische Anwendung nicht gut geeignet, da zur Bildung der Stellgrofie w4,,(t) alle
vorangegangenen Regelabweichungen ug;,(1) gespeichert werden miifiten.

Subtraktion der entsprechenden Gleichung fiir die letzte StellgroBe wa,s(t — At) von Glei-
chung (236) liefert die rekursive Beziehung fiir den PID-Regelalgorithmus

uAus(t) = UAus (t — At) —|— vouEm(t) —|— UluEm(t - At) —|— UguEm(t - QAt) (237)

mit den Parametern

. Tpigs To)

= K(1 2 238

w o= K(1+y 20, (238)
Tp; T,
v = _K<1+2 l;ff—ﬁ) und (238b)
0 I

L Tpiyy

Vo = K——. (238C)
1o

16.2 Wasserstandsregelung der Trommel

Der Wasserstand in der Trommel ist wahrend des Betriebes — und hier insbesonders
wahrend Lastdnderungen — Schwankungen unterworfen. Damit der Trommelwasserstand
in jedem Betriebszustand die vom Trommelhersteller vorgegebene Schwankungsbreite
(Hochst- und Tiefstwasserstand) nicht verlafit, ist eine Regelung fiir den Speisewasser-
massenstrom in Abhangigkeit vom Trommelwasserstand erforderlich.

Bild 43 zeigt eine einfache Wasserstandsregelung fiir die Trommel, wie sie in dieser Ar-
beit verwirklicht wurde. Der in der Trommel vorliegende Wasserstand Hrp, wird dabei
mit dem Sollwert Hr, ;. verglichen. Die Differenz zwischen Soll- und Istwert des Trom-
melwasserstandes dient, nach einer Umrechnung der Héhendifferenz auf die fehlende oder
zuviel vorhandene Wassermasse in der Trommel AMyy 7., als eine der beiden Eingangs-
grofen in den PI-Regler. Die zweite Eingangsgrofie in den Regler ergibt sich aus der
Differenz des Speisewassermassenstromes gy, s und dem aus der Trommel austreten-
den Dampfmassenstrom mp ;5. Der PI-Regler liefert als Ausgang den Korrekturwert des
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Speisewassermassenstromes Amg,,,. Durch die Hinzunahme der Differenz des Speisewas-
sermassenstromes und des aus der Trommel austretenden Dampfmassenstromes als Ein-
gangsgroBe in den PI-Regler ergibt sich die Moglichkeit, bei einer Lastanderung, also einer
Dampfmassenstérung, den Speisewassermassenstrom richtig zu dosieren.

i mD,ist

HTr,ist - ~1 HTr,soll
AH .,
+v
——O
-X
+y v
PI
i mSpw,ist

Regelg-Wasserstand.eps

Bild 43: Wasserstandsregelung der Trommel

Ausgehend von der Massenbilanz des Wassers in der Trommel erhélt man folgenden Zu-
sammenhang fiir die pro Zeitschritt fehlende Trommelwassermasse A My 7,
AMwr,
At

Aus der Geometrie der Trommel 1483t sich der mathematische Zusammenhang zwischen der
Trommelhéhe Hy, und der fehlenden Wassermasse AMyy 1., unter der Annahme Hy, <

= MW.Tr Ein — MW,Tr, Aus (239)

Hry sou, herleiten.
AMwr, = [Awrrsot — Awrr(Hr, )lr At owr, (240)

Aw, 501 15t dabel die vom Wasser eingenommene Querschnittsfliche bei Sollwasserstand.
Die Wasserquerschnittsflache Ay 7, ergibt sich, in Abhéngigkeit von der relativen Lage des
Wasserstandes in Bezug auf die Trommelmitte, aus der Gleichung (200) beziehungsweise
(201). Einsetzen der Gleichung (240) in die linke Seite der Gleichung (239) liefert die
Eingangsgrofie fiir den PI-Regler.

AMwr.  [Awzrson — Aworr(Hr)|lr,

Ani .= = - 241
mw,T Al Al oew,T ( )
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Neben der einfachen Wasserstandsregelung wird fiir die Trommel ein weiterer Regelkreis,
welcher bei Uberschreitung des maximal erlaubten Hochstwasserstandes der Trommel
anspricht, bendtigt. Bild 44 zeigt das Schaltbild fiir eine solche Regelung des Héchstwas-
serstandes, wie sie in dieser Arbeit zur Anwendung kommt.

w1 AH - H

—/— P Tt ~= Tr,max
0 —|—\AJ
H Tr

m,,

S
|

.
m,,
Regelg-Hoechstwasserst.eps

Bild 44: Hochstwasserstandsregelung der Trommel

Dabel wird der Istwasserstand der Trommel Ht, mit dem Wert bel Hochstwasserstand
Hry ey verglichen. Die Differenz aus den beiden Werten AHy, dient als Eingangswert
in das Begrenzungsglied. Bei einem Wert der Héhendifferenz kleiner null wird AHr, =0
gesetzt. Ist die Differenz der Wasserstandshéhen gréfler null, so erfolgt damit eine Um-
rechnung der Hoéhendifferenz auf die pro Zeiteinheit zuviel in der Trommel vorhandene
Wassermasse iiber Hochstwasserstand. Das Ergebnis der Transformationsrechnung stellt
die Fingangsgrofe fiir den P-Regler dar. Dessen Ausgangsgrofie dient einem dem P-Regler
nachgeschalteten Begrenzungsglied als Eingangsgréfie. Das Begrenzungsglied liefert die
Stellgrofle fiir das Absperrventil, welches alle Zustande zwischen null und einem definier-
ten Hochstwert erlaubt.

Korrespondierend zur Gleichung (241) berechnet sich die pro Zeiteinheit in der Trommel
vorhandene Wassermasse iiber Hochstwasserstand nach
[AW,TT(HTT) - AW,Tr,max]lTr

Amwr, = 7 OW,Tr- (242)
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17 Modellbildung der Rauchgasseite

In Anlehnung an die Arbeitsstoffseite wurde auch die Rauchgasseite so allgemein konzi-
piert, daf fiir die Modellierung des Rauchgaszuges ebenfalls eine netzwerkartige Struktur
zugrundegelegt wurde. Bild 45 stellt die dafiir notwendigen Strukturelemente (Rezirkula-
tion, Misch- und Verzweigungspunkte, Ein- und Austritte) fiir eine Rauchgasfithrung, wie
sie in der Energie- oder Verfahrenstechnik beno6tigt werden, dar.

Austritt
Mischpunkt

Eintritt

Austritt

Verzweigung

Mischpunkt 1 —

Rezirkulation

Eintritt

rauchgaszug.eps

Bild 45: Strukturelemente fiir den Rauchgaszug

Korrespondierend zur Arbeitsstoffseite soll auch auf der Rauchgasseite die Moglichkeit
bestehen, eine beliebige Anzahl an Rauchgasmassenstrome an jedem Punkt des Rauch-
gaszuges zu- oder abzufithren. In Abhéngigkeit von der Gestaltung des Rauchgaseintritts-
punktes in das Netzwerk miissen dafiir folgende Randbedingungen vorgesehen werden:

1. Der Massenstrom und die Temperatur des Rauchgases oder

2. der Massenstrom des Brennstoffes und der Verbrennungsluft sowie deren Tempera-
tur sind gegeben.

Beide Randbedingungen stellen eine Dirichlet-Bedingung dar. Mit der unter Punkt 1
angefithrten Randbedingung kann der zu untersuchende Prozel an einen beliebigen an-
deren Prozefl gekoppelt werden, wenn von diesem der zeitliche Verlauf des abgegebenen
Massen- und Enthalpiestromes bekannt ist. So kann zum Beispiel das dynamische Verhal-
ten eines Abhitzekessels, welcher hinter einer Gasturbine angeordnet ist, studiert werden,
wenn der zeitliche Verlauf des Massenstromes und der Temperatur des Gasturbinenab-
gases als Randbedingung vorgegeben werden. Wird hingegen eine Brennkammer vor dem
konvektiven Teil des Rauchgaszuges angeordnet, so miissen die zeitlichen Verlaufe der
Massenstrome und der Temperatur bekannt sein.

Bei dem hier diskutierten Modell kann das Rauchgas auf unterschiedliche Ziige oder in-
nerhalb eines Zuges auf unterschiedliche Rauchgasstrome aufgeteilt und wieder vermischt
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werden. Durch die Auftrennung des Rauchgases innerhalb eines Zuges auf unterschiedli-
che Rauchgasmassenstrome lassen sich Schieflagen simulieren, wie sie zum Beispiel durch
eine unterschiedlich starke Kesselverschmutzung, durch Abschaltung einzelner Brenner
oder Miihlen oder durch eine ungiinstige Rauchgasfiithrung hervorgerufen werden kénnen.
Ein Warmeaustausch zwischen den einzelnen innerhalb eines Zuges aufgeteilten Rauch-
gasstromen ist im Modell nicht vorgesehen.

Ausgehend von einer allgemeinen Zelle im Rauchgaszug sollen in den folgenden Kapi-
teln die mathematischen Modelle fiir die einzelnen Strukturelemente des Rauchgaszuges,
einschlielich ihrer Randbedingungen, dargestellt werden.

17.1 Bilanzgleichungen der Rauchgasstréomung

Die Rauchgasstromung wird, wie die Rohrstrémung des Arbeitsmediums, eindimensio-
nal betrachtet. In dem hier présentierten Modell fiir die Strémung des Rauchgases sollen
zwar transiente Uberginge zwischen stationiren Zustinden abgebildet werden kénnen, es
sollen jedoch keine Druckverluste im Rauchgaszug beziehungsweise Druckschwankungen
in der Rauchgassidule bei einem Brennerausfall oder dhnlichen Ereignissen, simuliert wer-
den. Daher kann, im Gegensatz zur Rohrstréomung des Arbeitsstoffes, rauchgasseitig die
Impulsbilanz vernachlassigt werden.

Unter Beriicksichtigung dieser Modellannahmen ist bei Vorgabe eines zeitlich veranderli-
chen Massenstroms die Kontinuitétsgleichung quasistationir zu betrachten. Um eine, wie
oben beschriebene und in Bild 45 skizzierte, Aufteilung des Massenstromes in einzelne
Rauchgasziige vornehmen zu kénnen, erfolgt diese entsprechend den Flachenverhéltnissen
der einzelnen Rauchgaskanéle.

Im Gegensatz zu den Bilanzgleichungen fiir Impuls und Masse wird die Energiebilanz
instationdr betrachtet. Auf die Modellannahmen und die Diskretisierung der Bilanzglei-
chung zur Erhaltung der Energie des Rauchgases wird daher im folgenden Kapitel néher
eingegangen.

17.1.1 Energiebilanz der Rauchgasstréomung

Das zu berechnende Gebiet des konvektiven Rauchgaszuges wird durch einzelne, sich
nicht iiberlappende Kontrollvolumina, wie in Bild 46 dargestellt, diskretisiert. Entspre-
chend dem Finite-Volumen-Verfahren SIMPLER ist in der Mitte einer jeder Rechenzelle
1 der Rechenpunkt P — symbolisiert durch einen e — fiir das jeweilige Rauchgasvolumen
angeordnet. Die Rechenpunkte der Nachbarvolumina der Rechenzelle i werden entspre-
chend der Kompafinotation fiir den darunter liegenden Nachbarn mit W (west) und den
dariiber liegenden Nachbarn mit E (east) bezeichnet. Die Grenzflachen der hier betrach-
é und ¢ + é versehen.
Unter Beriicksichtigung der in Kapitel 5 getatigten Modellannahmen fiir eine transiente
Rohrstromung kann auch die vereinfachte Energiebilanz fiir das Rauchgas entsprechend
der Gleichung (7) angeschrieben werden:

teten Bilanzzelle werden mit den Indizes 1 —

8 MRy hRg 4 Axa ng hRg

k
Y P > argiAowai(Vwaj — Vpy) (243)

J=1
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mit der spezifischen Enthalpie hg, des Rauchgases, der Rauchgasmasse mp,, dem Rauch-
gasmassenstrom rp,, der Oberfliche Ag yv,; der einzelnen Heizflachen j, den ihnen zu-
gehorigen Warmetiibergangskoeffizienten zwischen Rauchgas und Wand ap,;, der Rauch-
gastemperatur Yp, und den mittleren Wandoberflaichentemperaturen vy,; der Heiz-
flachen.

Bild 47 zeigt eine detailliertere Darstellung des i-ten Kontrollvolumens des in Abbildung

.

]

kovol-rg-fv-method-allg.eps

Bild 46: Kontrollvolumina der Rauchgasstrémung

ngi+l/2
a‘Rg i,2 ’SWa i,2
— — — —\
1
1
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i
R —
aRg i,4 ’SWa i,4 m

kovol-rg-fv-method.eps

Bild 47: Kontrollvolumen einer allgemeinen Rechenzelle der Rauchgasstrémung

46 skizzierten konvektiven Rauchgaszuges. Neben den Ein- und Austrittsmassenstrémen
des Rauchgases, welche an den Grenzflichen der Rechenzelle angeordnet sind, beinhal-
tet die Skizze auch die den einzelnen Heizflaichen j zugeordneten mittleren Wandober-
flachentemperaturen dJyy,;; und den Wérmeiibergangskoeflizienten apy; ; zwischen den
Rohrwénden und dem Rauchgas.

Die Berechnung der Oberflichentemperatur der Rohrwand einer Heizflache erfolgt als ge-
wichtetes arithmetisches Mittel iiber die einzelnen Zellenoberflichentemperaturen, wobei
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die Wichtung mittels des Verhéltnisses der Zellenoberfliche bezogen auf die Gesamtober-
flaiche der betrachteten Heizflache im Kontrollvolumen vorgenommen wird.

Die Rander des Kontrollvolumens stellen gleichzeitig die Schnittebenen fiir die den Re-
chenzellen zugeordneten Heizflaichen dar. Innerhalb einer Bilanzzelle kénnen zusammen-
gehorige Rohre, wie in Abbildung 47 anhand der Tragrohre dargestellt, zu einer Heizflache
kombiniert werden, wenn diese auch bei der Berechnung der Rohrstrémung als ein einzel-
nes Rohr modelliert werden.

Integration der Transportgleichung fiir Energie (243) iiber das in Bild 47 dargestellte Kon-
trollvolumen liefert, korrespondierend zum SIMPLER-Verfahren, die diskretisierte Ener-
giebilanz in folgender Form:

argprihrgi = apgwihrgi-1 + argrihrgiv1 + bryi +
k
Y Argij Ao Waij(Owaij — VRgi) (244)
i=1

mit den Koeffizienten

apgpi = Rgwi + GRgEi + Apyp; — SRepiARgiALi, (245a)
0
MpRgi
a%gPi = A—tg’ (245b)
argwi = [[mpgi_1,0]], (245¢)
apgpi = [[=mpyir1,0]] und (245d)
brgi = SRgeiARgiAx; + G%gpih%gi- (245e)

Substituiert man in der Gleichung (244) die spezifische Enthalpie hpy; durch den Ausdruck
€, rgiVRgi und stellt die Beziehung anschliefend nach der Rauchgastemperatur g, um,
so erhalt man:

aRrgPi VRgi = ARgWi Cp Rgi—1 VRgi—1 + @RgBi Cp Rgi+1 VRgit1 + DRy (246)

mit den Koeffizienten fiir die diskretisierte Energiebilanz der Rauchgasstrémung

ARgPi = CpRgs (aRng' + argri + a%gpi — SRgpiARgiAxi) +
k
Z ORgi i A0 Wai s (247a)
7=1
0 m%gi
URgPi T Ay (247b)
argwi = [[mpgi_1,0]]; (247¢)
apgpi = [[=mpyip1,0]] und (247d)

k
bryi = SreeiArgiAti + apyp@) piV kg + D OrgijAowai Iwaig.  (247e)

i=1
In den auf das Kontrollvolumen bezogenen Quelltermen Sgy.; und Sgy,; kénnen zusétzliche
an das jeweilige Kontrollvolumen zu- beziehungsweise abgefithrte Wéarmestréme bertick-
sichtigt werden, wie zum Beispiel jener Strahlungswérmestrom, welcher aus dem Feuer-
raum in das der Brennkammer am néchsten liegende Uberhitzerheizbiindel abgegeben
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wird. Um die in Kapitel 8.2 beschriebene Grundregel beziiglich der Quelltermlinearisie-
rung nicht zu verletzen, miissen der proportionale und der konstante Anteil des Quell-
terms, korrespondierend zur Energiebilanz fiir die Rohrstréomung, wie folgt linearisiert
werden:

Shyei ArgiAz; = [[Q, 0]] (248)

und ‘
—@Q,0
ShgpiArgidx; = —M (249)
Cp Ryi ﬂRgi
Die Koeffizientenmatrix fiir die Rauchgasstromung weist, wie jene der Rohrstrémung des

Arbeitsmediums, eine tridiagonale Form auf.

17.1.2 Energiebilanz der Rauchgasstrémung in Misch- und Verzweigungs-
punkten

Unter Zugrundelegung der Gleichung (246) kann die transiente Anderung der Rauchgas-
energie in einem Rauchgaszug ohne Mischungs- und Aufteilungspunkte numerisch be-
rechnet werden. Besteht jedoch, aufgrund der Rauchgasfithrung in der zu untersuchenden
Kraftwerksanlage, der Bedarf nach einer Verzweigung des Gases in mehrere Einzelziige
oder nach Zusammenfithrung unterschiedlicher Rauchgaskanéle zu einem Zug, so ist eine
von Gleichung (246) divergierende Berechnungsvorschrift, welche im folgenden dargestellt
werden soll, anzuwenden.

Rg 1+1/2.k Rg 1+1/2,k+1
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Bild 48: Bilanzvolumen eines Misch- und Verzweigungspunktes der Rauchgas-
stromung

Bild 48 zeigt das Bilanzvolumen eines Misch- und Verzweigungspunktes der Rauchgas-
stromung mit seinen thm angeschlossenen Kontrollvolumina. In Anlehnung an den Samm-
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ler der Rohrstromung erfolgt die Kennzeichnung der Bilanzzelle des Misch- und Verzwei-
gungspunktes mit dem Index S. Die Rechenpunkte fiir die Temperaturen der einzelnen
Bilanzzellen liegen im Zentrum des jeweiligen Kontrollvolumens und sind in Abbildung 48
durch einen e symbolisiert. An den Grenzflichen der Rechenzellen sind die Massenstrome,
welche durch einen — dargestellt sind, angeordnet.

Die erste Bilanzzelle des k-ten Rauchgaszuges nach dem Misch- beziehungsweise Ver-
zweigungspunkt wird mit 1, k bezeichnet. Das letzte Kontrollvolumen des j-ten Rauch-
gaskanals, vor Einmiindung der Rauchgasstromung in den Misch- beziehungsweise Ver-
zweigungspunkt, wird mit N,j und jenes des j + lsten Rauchgaskanals mit N,j7 + 1
gekennzeichnet.

In Bild 49 sind die Wandoberflichentemperaturen Jyw, und die Warmeiibergangskoeffi-
zienten ap, zwischen den Rohrwénden und dem Rauchgas fiir die einzelnen Heizfléchen,
welche den unterschiedlichen Kontrollvolumina in Abbildung 48 zugeordnet sind, angege-

ben.

G’Rg Lk,1 ’SWa 1.k,1 aRg 1,k+1,478Wa 1.k+1,4 aRg 1,k+1,2 98Wa 1k+1,2 (x‘Rg 1k+1,1 78Wa 1,k+1,1
a‘Rg Lk2 i /a‘Rg 1,k+1,3

Wa 1,k,2 Wa 1,k+1,3
OLRg 5,5 (X’Rg S,3°

~H 3

Wa S,5 i Wa S,3
OLRg N3l | i /(X’Rg N,j+1,3
8WaNJ 3 Wa N,j+l,3

aRg N,j.1 ’SWa N,j.1 (X‘Rg N,j,2’8Wa N,j.2 G‘Rg N,j+1,2 ’8Wa N,j+1,2 O('Rg Nj+1,1 ’SWa Nj+1,1

kovol-rg-fv-method-sam-heizfl.eps
Bild 49: Anordnung der Heizflichen im Bilanzvolumen eines Misch- und Ver-

zweigungspunktes der Rauchgasstréomung

Die Rauchgastemperatur eines Misch- oder Verzweigungspunktes ist nicht unabhingig
von den dem Kontrollvolumen angrenzenden Bilanzzellen und ergibt sich zu:

argps VRpgs = Z ARgWS,j Cp RgN,; VRgN,j + Z ARgESk CpRy1 .k VRg1k + DRgs (250)
J k



128
mit den Koeffizienten

— 0
GRgPS = CpRyS (Z ARgwS,; T Z ARgESk T ARyps — SRgpsARgsAl's)

j k
+ Z ORgsi Ao Wwas,is (251a)

mOZ
a?%gPs = gisa (251b)
argws; = Mgy ny1 ;00 (251c)
argEsk = [[—Mg, 04 L k> 0]] und (251d)

brgs = SrgesArgsArs + ap,psCor,sVhys +

Z aRgs,; Aowas; Vwas,;- (251e)

K3

Durch die Koppelung der Rechenzelle fiir den Misch- beziehungsweise Verzweigungspunkt
mit ihren Nachbarkontrollvolumina geht die tridiagonale Form der Koeffizientenmatrix
verloren. Es erfolgt deshalb, korrespondierend zur Rohrstrémung des Arbeitsstoffes, ei-
ne Bandbreitenoptimierung bei der Generierung der Daten, um eine moglichst schmale
Bandbreite der Koeffizientenmatrix zu erhalten.

17.1.3 Energiebilanz fiir die dem Misch- beziehungsweise Verzweigungspunkt
angrenzenden Kontrollvolumina

In Bild 48 sind neben der Bilanzzelle des Misch- beziehungsweise Verzweigungspunk-
tes auch diejenigen der dieser Zelle angrenzenden Kontrollvolumina dargestellt, wobei die
Zéhlrichtung der dem Misch- beziehungsweise Verzweigungspunkt angeschlossenen Rauch-
gaskandle der Stromungsrichtung des Gases entspricht. Tritt das Rauchgas aus dem Ver-
zweigungspunkt aus, so beginnt die Zahlung der Kontrollvolumina fiir diesen Zug erneut
mit dem Index 1. Dem gegeniibergestellt endet hier die Zdhlung der Rechenzellen derje-
niger Rauchgaskanile, deren Rauchgasmassenstrom in den Mischungspunkt einstromt.

Der aus dem Verzweigungspunkt in den k-ten Rauchgaskanal eintretende Massenstrom
wird mit dem Index 0 + %,k, der aus dem j-ten Rauchgaszug in den Mischungspunkt
eintretende Massenstrom mit N + %,] bezeichnet.

Die Bestimmungsgleichung fiir das N-te Kontrollvolumen des j-ten Zuges 148t sich wie
folgt angeben:

aRgPN,;URgN,j = GARgWN,j CpRgN—1,j VRgN—1,j T+

ARgEN,; Cp RgS VRgs + bRy (252)
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mit den Koeffizienten

ARgPN,; = CpRgN,; (aRgWN,j + aRrgrEN,; + a%gPNJ —
SRgpN.j ARgN,j ASL‘N,J‘) + Y argn i Ao Wwan,jis (253a)
:
0 m%gN,j
URePNG = T AL (253b)
argwng = [lmpy -t ;>0 (253¢)
argen; = [[=mpynyr;,0]] und (253d)
brgn = Srgeny Argny DTN+ akypn i Corgn VRN, +
Y argnii Aowan i Vwan - (253e)

J

Fiir das erste Kontrollvolumen des k-ten Rauchgaskanals nach einem Verzweigungspunkt
gilt:

ARgP1kYRg1k = QRgW1kCpRgS VRgs +
ARgE1 % Cp Rg2,k VRg2.k + ORg1 i (254)
mit
= 0
GRgP1,k = CpRylk (aRgWI,k + aRgE1k T URgpy gk —
SRp1k ARg1 k Awl,k) + Z QRg1 ki AO,Wal ks (255a)
;
0
m
0 _ Rgl,k
ARep1E = A (255b)
argwik = [[Mrgors 01, (255¢)
argpik = [[=1py1414,0]] und (255d)
0 -0 0
brotk = Srgetk Arg1k AZ1k + Agyp1 k Cpro1 sk VRg1 s T+
> Ry ki Ao Wat ki VWat i (255€)

J

Unter Einbeziehung der Gleichungen (250) bis (255) kénnen die Energiebilanzen fiir alle
Verzweigungs- und Vermischungspunkte in einer Gasstromung mit Warmetauscherheiz-
flichen aufgestellt und berechnet werden.

17.1.4 Randbedingungen der Energiebilanz der Rauchgasstrémung

Um einen geschlossenen Satz an Gleichungen zur Berechnung der transienten Energiebi-
lanz einer Rauchgasstromung zu erhalten, ist es notwendig, auch fiir die Rénder des zu
untersuchenden Rechengebietes entsprechende Beziehungen anzugeben. Wie bereits wei-
ter oben in diesem Kapitel ausfithrlich dargestellt wurde, miissen in Abhéngigkeit von
der Gestaltung des Rauchgaseintrittspunktes in den Rauchgaszug zwei unterschiedliche
Dirichlet-Randbedingungen vorgesehen werden. Darauf Bezug nehmend seien diese beiden
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Randbedingungen hier noch einmal angefiihrt:

1. Der Massenstrom und die Temperaturdes Rauchgases oder

2. der Massenstrom des Brennstoffes und der Verbrennungsluft sowie deren Tempera-
tur

sind gegeben. Die unter Punkt 2 angefithrte Randbedingung wird etwa bendétigt, wenn
— wie bereits erwahnt wurde — eine Brennkammer vor dem konvektiven Rauchgaszug
angeordnet ist.

Die Berechnung der Brennkammer erfolgt unabhéngig von der Berechnung der Strémung
im konvektiven Rauchgaskanal (siehe Kapitel 17.2). Es kann daher die unter Punkt 2 an-
gefithrte Dirichlet-Randbedingung auf die unter Punkt 1 angegebene zuriickgefithrt wer-
den, da aus der quasistationidren Berechnung des Feuerraumes die Brennkammeraustritt-
stemperatur und der Massenstrom des Rauchgases als Ergebnis vorliegen, deren Gréfien
als zeitliche Randbedingung fiir den konvektiven Rauchgaskanal zur Anwendung kommen.

Mgy 9411

kovol-rg-fv-method-rand.eps

Bild 50: Bilanzzellen am Rand des Rauchgaskanals

Bild 50 zeigt die Zellenkonfiguration, wie sie fiir die Bereitstellung der Randbedingungen
zur Berechnung der instationaren Energiebilanz des Rauchgases benétigt wird. Dem er-
sten regulidren Kontrollvolumen, welches mit dem Index 1 bezeichnet ist, wird in diesem
Modell eine fiktive — nullte — Rechenzelle vorangestellt. Diese nichtregulére Bilanzzelle
dient der Aufnahme der Randbedingung und ist in ihrer Léngsausdehnung in Richtung
der x-Koordinate um Gréflenordnungen kleiner (Azg = 0.01 m), ihre Querausdehnung
entspricht jedoch der der ersten reguléren Zelle.

Entsprechend der Darstellung in Abbildung 50 werden die Werte fiir die Dirichlet-
Randbedingung der Rauchgasstrémung — Temperatur ¥, und Massenstrom des Rauch-
gases ngO_I_% — in der Mitte des fiktiven Kontrollvolumens beziehungsweise an dessen
Rand zur ersten reguléren Bilanzzelle angeordnet.
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Die Bilanzgleichungen zur Berechnung des Temperaturfeldes miissen so vorgegeben wer-
den, dafl bei Losung der Matrix die gegebenen Randwerte des Temperaturfeldes un-
verdndert daraus hervorgehen. Die Koeffizienten der diskretisierten Energiebilanz (246)
ergeben sich fiir die Kontrollvolumina am Rand des Rechenfeldes zu:

argro = 1, (256a)
apgro = 0, (256b)
argwo = 0 und (256¢)
bro = Drgo- (256d)

Die Koeffizienten (256) der Gleichung (246) kénnen in der hier vorliegenden Form nur fiir
einen aufgeprigten Massenstrom zur Anwendung kommen. Die Stromungsrichtung des
Gasmassenstromes mufl dabei in die in Bild 50 dargestellte Koordinatenrichtung weisen.

17.2 Feuerraummodell

Ein zentrales Element des Dampferzeugers ist der Feuerraum, welcher durch die Uber-
lagerung chemischer Reaktionen mit thermodynamischen und strémungsmechanischen
Vorgdngen charakterisiert ist.

Die wesentlichen physikalischen Gréflen im Feuerraum sind nach Gorner [241] die Ge-
schwindigkeit, die Temperatur und die Konzentration der einzelnen Spezien. Ausge-
hend von den Wechselwirkungen dieser physikalischen Groflen leitet Goérner die fiir
die Aufstellung eines Feuerraumgesamtmodells notwendigen Teilmodelle — Stromungs-,
Wirmeiibertragungs- und Reaktionsmodell — ab.

Eine Ubersicht iiber unterschiedliche Feuerraumgesamtmodelle wird zum Beispiel bei
Richter [242], Zinser [243], Gorner [244] oder Schobesberger [245] gegeben, wobei die Klas-
sifizierung der Modelle anhand der Anzahl der betrachteten Dimensionen der Teilmodelle
(null-, ein- oder mehrdimensionale Modelle) vorgenommen wird.

Das nulldimensionale Feuerraummodell beriicksichtigt innerhalb der Brennkammer, nach
dem Prinzip des idealen Riihrkessels, keine Temperatur- und Konzentrationsschwankun-
gen. Es kommt wegen der raschen Berechnung der Feuerraumendtemperatur und des
Gesamtwirmeaustausches sehr gerne in dynamischen Simulationsprogrammen, unter an-
deren bei Berndt [36], Klug [34], Heitmiiller [45], Klaus [246] oder Rohse [66], zur An-
wendung. Exemplarisch fiir die nulldimensionalen Feuerraummodelle sei hier das Modell
von Konakow [247] angefithrt. Lawrenz et al. [248] prasentierten einen Vergleich zwischen
gemessenen und mittels eines nulldimensionalen Modells berechneten Brennkammerend-
temperaturen an einem gasgefeuerten Dampferzeuger.

Die eindimensionale Approximation des Feuerraumes erlaubt es, den Ausbrand, die Tem-
peratur, die Konzentration und den Wairmestrom entlang der Langsausdehnung der
Brennkammer zu berechnen. Diese Modelle eignen sich aufgrund des relativ geringen
Rechenaufwandes und ihrer zum Teil doch recht guten Aussagekraft fiir Parameterstudi-
en an Einzelflammen oder Feuerrdumen mit einer eindeutigen Hauptstrémungsrichtung
[245]. Eine Ubersicht iiber die maBgeblichen Modellansitze eindimensionaler Feuerraum-
berechnungsmodelle gibt Richter [242].
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In die dritte Kategorie von Modellen werden alle mehrdimensionalen Berechnungsverfah-
ren zur Erfassung der Geschwindigkeits-, Temperatur-, Konzentrations- und Warmestrom-
dichtefelder eingeordnet. Welches mathematische Modell zur Beschreibung der Vorgidnge
in der Brennkammer im konkreten Fall zur Anwendung kommt, ist von den erforderli-
chen Informationen abhéangig. Die detailliertesten Aussagen lassen sich mit dreidimen-
sionalen Feuerraummodellen (siehe dazu Gorner [241], [244], Schobesberger [245], Miiller
[249], Knaus et al. [250], Vockrodt et al. [251] oder Krilll et al. [252]) erzielen. Spielt der
Stromungsvorgang eine untergeordnete Rolle, so kommt den zweidimensionalen Model-
len, wie zum Beispiel dem Zonenverfahren von Hottel und Sarofim [253], eine grofiere
Bedeutung zu.

Fiir die dynamische Berechnung von Dampferzeugern ist die Kenntnis der Feuerraum-
endtemperatur und der Warmestromdichteverteilung im Kessel von Wichtigkeit. Diese
Groflen lassen sich mit Bezug auf die oben getroffene Klassifizierung der Feuerraum-
gesamtmodelle bereits mit den einfachen nulldimensionalen Modellen ermitteln. Im fol-
genden soll das in der vorliegenden Arbeit zur Anwendung kommende nulldimensionale
Brennkammermodell néher erldutert werden.

17.2.1 Flammraum-Strahlraum-Modell

Mit dem beispielsweise bei Berndt [36], Klug [34], Heitmiiller [45], Dymek [19] oder Rohse
[66] in der dynamischen Simulation bereits erfolgreich eingesetzten Konakow-Modell kann
die Feuerraumaustrittstemperatur und der gesamte im Feuerraum iibertragene Warme-
strom gut abgeschétzt werden.
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Bild 51: Warmestromdichteverteilung im Feuerraum nach [245]

Nachdem es sich beim Konakow-Modell jedoch um ein nulldimensionales Feuerraumge-
samtmodell handelt, kann kein Warmestromdichteprofil iber die Feuerraumhohe berech-
net werden. Betrachtet man die von Schobesberger [245] berechnete und in Bild 51 dar-
gestellte Verteilung der Warmestromdichte in der Brennkammer eines Dampferzeugers,
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so laBt sich sehr deutlich die ungleichméfige Verteilung der Wéarmestromdichte tiber die
Feuerraumhéhe erkennen. Um den mit dem Konakow-Modell ermittelten iibertragenen
Wiérmestrom auf ein Warmestromdichteprofil iiberfithren zu kénnen, wiirde man die Ver-
teilung der Wérmestromdichte fiir verschiedene Lastfédlle vom Dampferzeugerhersteller
bendtigen. Ist eine solche Warmestromdichteverteilung nicht verfiighar, so kann fiir Feu-
errdume mit tiefliegendem Brenner eine von Dolezal in [254] angegebene Beziehung fiir die
Umrechnung der gesamten im Feuerraum abgegebenen Wérme auf die 6rtliche Warme-
stromdichte herangezogen werden. Nachteilig in der von Dolezal angegebenen Gleichung
sind die die Brenneranordnung charakterisierenden Konstanten, welche einen grofilen Ein-
flufl auf die Lage der Maxima der Beheizung haben. Nach Riemenschneider [17] ist jedoch
die korrekte Erfassung der integralen Wéarmezufuhr fiir die Dampferzeugerdynamik von
groferer Bedeutung als die korrekte Erfassung des Verlaufs der Warmestromdichte iiber
die Brennkammerhohe.
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Bild 52: Flammraum-Strahlraum-Modell

Bei dem in der vorliegenden Arbeit zugrundegelegten nulldimensionalen Feuerraummodell
wird die Brennkammer, wie in Bild 52 dargestellt, in Anlehnung an das Zonenmodell von
Hottel und Sarofin, in zwei Bereiche — den Flammraum und den Strahlraum — unterteilt.
In der Modellannahme erfolgt der primire Warmeaustausch mit der Wand im Flamm-
raum durch Flammenstrahlung, wahrend im Strahlraum der Austausch allein durch die
Gasstrahlung erfolgt. Aufgrund dieser Annahmen kommt es zu differierenden mittleren

Temperaturen und Warmestréomen in den beiden Zonen, was eine naherungsweise Beriick-
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sichtigung des in Bild 51 skizzierten Verlaufs der Warmestromdichte im vorliegenden Mo-
dell darstellt. Betrachtet man die in Bild 52 eingetragenen Warmestréme, so wurde kein
Wiarmetransport aufgrund einer Riickstrahlung vom Strahlraum in den Flammraum vor-
gesehen, was zu einer Entkoppelung der Berechnung beider Zonen fiithrt. Im Gegensatz
zum Zonenmodell mufl somit die Feuerraumendtemperatur und die Warmestromdichte
im Feuerraum des Dampferzeugers nicht iterativ bestimmt werden.

Eine weitere Modellvoraussetzung fiir den Flammraum ist die Annahme, daf} die Flamme
den Flammraum vollstdndig ausfiillt und der in den Dampferzeuger eingebrachte Brenn-
stoff am Strahlraumeintritt vollstandig verbrannt ist.

17.2.1.1 Flammraum

Bild 52 zeigt die dem Flammraum zu- und abgefithrten Wérme-, Massen- und Enthalpie-
strome, wie sie fiir die Berechnung des Flammraumes ben6tigt werden. Die Modellierung
der Brennkammer des Dampferzeugers erfolgte unter der Annahme, daf} gleichzeitig ma-
ximal zwei unterschiedliche Brennstoffe in den Feuerraum eingebracht werden kénnen. So-
wohl der in die Brennkammer mit einem Heizwert Hu,; eingebrachte Brennstoff als auch die
Verbrennungsluft kann, in der hier zugrundegelegten Modellvorstellung, eine Vorwérmung
erfahren haben, was zu einer Erh6hung der spezifischen Enthalpie der Verbrennungsluft
um Ahy, und der des jeweiligen Brennstoffes um Ahpg, ; auf h;, beziechungsweise hp,; fithrt.

Die theoretische spezifische Enthalpie einer adiabaten Verbrennung ergibt sich aus den
dem Flammraum zugefithrten Warmestrémen zu:

2
Z QFIR,Ein _ mLhL + ng,rethg,rez + z; mBr,i(Hui + hBr,i) (257)

ng ng

hFiR,Ein =

Das Emissionsverhéltnis der Flamme ¢y, ist, wie bei Riemenschneider [17] oder Siegel et
al. [255] ausfithrlich dargestellt wird, von vielen Parametern, wie zum Beispiel der Anzahl
der Kohlenstoffteilchen in der Flamme, der Form des Brenners, der Aufwérmung der Luft
und des Brennstoffes, den Partialdriicken, dem Verbrennungsluftverhéltnis oder dem Ort
innerhalb der Flamme, abhéngig, so daf sich keine allgemeinen Angaben dariiber machen
lassen. Um diese Abhéngigkeiten untereinander darstellen zu kénnen, ist eine mehrdimen-
sionale Feuerraummodellierung notwendig, wobei ein Teil dieser Einflufifaktoren trotzdem
experimentell bestimmt werden miifite. Dolezal [254] gibt fiir unterschiedliche Brennstoffe
Anhaltswerte fiir den Emissionsgrad der Flamme an.

Die Berechnung des Emissionsverhéltnisses der Flamme ¢y, erfolgt in der vorliegenden
Arbeit unter Zuhilfenahme der von Schuhmacher und Waldman [256] angegebenen und
in Bild 53 als Funktion der Schichtdicke dargestellten Werte fiir den Emissionsgrad.

Wochinz [257] hat die von Schuhmacher und Waldman angegebenen Kurven durch Poly-
nome 2. Ordnung angendhert, um sie einer numerischen Behandlung zuganglich machen
zu kénnen. Fir die einzelnen Brennstoffgruppen gibt Wochinz folgende Beziehungen an:

€ Flam = 0.365 (0.12125 — 0.008125 Ssy, ) S fiir Kohle (258)
€ Ftam = 0.450 (0.10375 — 0.006875 Ssy, ) S fitr Heizol (259)
€ Flam = 0.22(0.006667 — 0.003332 Sy, ) S filr Gichtgas (260)
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mit der dquivalenten Schichtdicke Ss;. nach Giinther [258]

y
Ssir = 3.4 il : (261)
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0.70

0.60 ey

ol 7
0.40 o 7
030 + ] |

Emissionsverhiltnis &, _[-]

0.20 1 1 1 1 1 1 1
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Schichtdicke [m]

emissionsgrad-flamme.eps

Bild 53: Emissionsverhéltnis der Flamme in Abhéngigkeit von der Schichtdicke

Werden unterschiedliche Brennstoffe gleichzeitig zur Verfeuerung in die Brennkammer ei-
nes Dampferzeugers eingebracht, so mufl ein mittleres, gewichtetes Emissionsverhéltnis
der Flamme &py,,, berechnet werden. Die Wichtung der einzelnen Flammenemissions-
verhéltnisse erfolgt unter Zuhilfenahme der Brennstoffmassenstréme.

[}

€ Flam,iMBri
1
— (262)
> mpe;
=1

K3

EFlam =

Fiir den gesamten Flammraum ergibt sich das mittlere Emissionsverhaltnis aus

_ 1
EFIR = —7 Ao iam ( i 1) (263)
EFtam Ao Fir + AFIR, Aus \EWa

mit dem Emissionsgrad fiir die Wand des Feuerraumes ey,. Nach Jahns und Schinkel
[259] liegt ew, in einer rohbraunkohlestaubbefeuerten Dampferzeuger-Brennkammer im
Bereich von 0.6 bis 0.9. In der vorliegenden Arbeit wird fiir alle zum Einsatz kommenden
Brennstoffe ein mittlerer Emissionsgrad von ey, = 0.85 angenommen.

Fiir die hier modellierten Brennkammern wurde weiters die Annahme getroffen, daff die
Flammenoberflache Ag giym gleich ist der Summe aus der Flammraumwandoberflache
Ao, rir und der Querschnittsflache zwischen Flamm- und Strahlraum Agp ays. Die Wand-
oberfliche des Flammraumes Ao g errechnet sich aus

J
Aorir =Y AowaiVi (264)

=1
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mit Ao wa ., der i-ten Flammraumwandoberfliche und V;, der der Flammraumwandober-
fliche zugehorigen Wertigkeit. Die Ermittlung der Wertigkeit der Strahlungsheizfliche
erfolgt nach Brandt [128] und ist zum Beispiel fiir eine einseitig beheizte Flossenrohrwand

gleich 1.

Der mittlere Emissionsgrad kann somit, unter Zugrundelegung der oben getroffenen An-
nahmen, wie jener fiir unendlich grofle, ebene parallele Flachen ermittelt werden.

_ 1
€F1R: 1 —|_< 1 1)

éFlam EWa

(265)

Eine weitere dem Flammraum-Strahlraum-Modell zugrundegelegte Modellannahme geht
beziiglich des Strahlungsaustausches zwischen Flamm- und Strahlraum davon aus, daf3
der Flammraum fiir Strahlung nur in eine Richtung durchléssig ist. Das heifit, aus dem
Flammraum kann die von der Flamme emittierte Strahlung in den Strahlraum einstrahlen,
es erfolgt jedoch aus dem Strahlraum keine Riickstrahlung.

Bilanziert man, unter Beriicksichtigung der in der vorliegenden Arbeit zur Anwendung
kommenden Modellvorstellungen, iiber die im gesamten Flammraum zu- und abgefiihrten
Wiarmemengen, so la8t sich eine implizite Beziehung fiir die Rauchgastemperatur am
Flammraumaustritt angeben.

(266)

Mmpy (hFiR,En — RFIR, Aus) (Twa,FlR)4
) 100

Trir, Aus = 1004] =

€rir fsen Cser (Ao, mir + AFiR, Aus
mit der Stefan-Boltzmann-Konstanten C'sy, = 5.67 W/m?K*, dem Verschmutzungsfaktor
fsen, der Oberflachentemperatur der Rohrwand im Flammraum Ty, mr und der spezifi-
schen Enthalpie am Flammraumaustritt

hrir, Aus = Cp RgUFIR, Aus- (267)

Der Verschmutzungsfaktor fs., wird zum Beispiel fiir Kohlestaubfeuerungen von Lawrenz
et al. [248] mit 0.55, von Dolezal [260] mit 0.7 angegeben. In [260] werden weiters auch
Werte fiir feste Brennstoffe auf Rostfeuerungen, fliissige sowie gasférmige Brennstoffe
angefiihrt.

Aufgrund des impliziten Charakters der Gleichung (266) muf} die Rauchgastemperatur am
Flammraumaustritt unter Zuhilfenahme der Beziehung (267) iterativ bestimmt werden.
Um ein gutes und schnelles Konvergenzverhalten der Iteration zu gewdhrleisten, kommt
als Losungsalgorithmus das Newton-Verfahren zur Anwendung.

Der an die Rohrwand im Flammraum abgefithrte Wéarmestrom Qwa, rigr errechnet sich als
proportionaler Anteil des gesamten im Flammraum zur Verfiigung stehenden Warmestro-

mes.
Ao Fir

QWa,FlR = ng (hFlR,Ein - hFlR,Aus) (268)

Ao rir + Arir Aus

Der vom Flammraum in den Strahlraum abgegebene Warmestrom QFZR’AM laBt sich somit
durch folgende einfache Beziehung angeben:

QStr,FlR = mpy (hFIREin — PFIR Aus) — Qwa,FlR (269)
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17.2.1.2 Strahlraum

Bild 52 zeigt die dem Strahlraum zu- und abgefithrten Warme-, Massen- und Enthalpie-
strome, wie sie fiir die hier zur Anwendung kommende Modellvorstellung zur Strahlraum-
berechnung benétigt werden.

Mit der aus dem Flammraum austretenden spezifischen Enthalpie des Rauchgases und
dem vom Gas absorbierten Anteil des Warmestromes der Flammenstrahlung QSW’FZR
1aBt sich eine fiktive spezifische Enthalpie hg;p gin des in den Strahlraum eintretenden
Rauchgases ermitteln:

QStr,FlR ERg

hsir.gin = + hFIR, Aus (270)

MRy
mit g, als dem Emissionsverhdltnis des Rauchgases.

Fiir das Emissionsverhdltnis des Rauchgases ist die Gasstrahlung im infraroten Bereich
von Bedeutung. In diesem Gebiet strahlen vor allem die Rauchgaskomponenten C'Oz und
H,0, wobei die Emission nicht kontinuierlich iiber alle Wellenlangen erfolgt, sondern
selektiv iiber begrenzte Wellenlangenbereiche. Die Hauptbestandteile der Luft, Ny und
O3, lassen hingegen Strahlung im Infraroten ungehindert durch. Das heifit, sie absorbieren
nicht und emittieren daher nach dem Gesetz von Kirchhoff auch keine Strahlung. Daf} die
Komponenten C' Oy und H,0 des Rauchgases fiir den Warmeiibergang in den Feuerrdumen
von Dampferzeugern eine so wesentliche Bedeutung haben, wurde als erstes von Schack
[261] erkannt. Seine Vermutung wurde experimentell bestétigt, wobei den Arbeiten von
Schmidt [262], Schmidt und Eckert [263], Hottel und Egbert [264], [265] und Hottel und
Mangelsdorf [266] besondere Bedeutung zukommt.

Die spektrale Intensitat der Rauchgaskomponenten C'Oz und H,O ist abhédngig vom Ge-
samtdruck, vom Partialdruck, der Schichtdicke und der Gastemperatur. Diagramme zum
Gesamtemissionsgrad fiir £co, und eg,0 werden zum Beispiel im VDI-Wiarmeatlas [150],

bei Baehr und Stephan [62], Hottel und Sarofim [253], Giinther [258] oder Brandt [128]

angegeben.

Bei Gasgemischen nimmt man — entsprechend dem Beerschen Gesetz — an, daf} fiir eine
konstante Temperatur und einen konstanten Gesamtdruck die Strahlung vom Produkt aus
Partialdruck und Schichtdicke abhéngt. Dies trifft fiir C'Oy weitgehend zu, nicht jedoch
fiir H,0 [258].

Im Verbrennungsgas von Dampferzeugern tritt sowohl C'O; als auch HyO auf. Das ge-
samte Emissionsverhdltnis des Rauchgases errechnet sich somit als Summe der einzelnen
Emissionsgrade der Rauchgaskomponenten, ermittelt unter dem jeweiligen Partialdruck.

€Rg = €00, T €H,0 (271)

Der tatsdachliche Gesamtemissionsgrad ist jedoch kleiner als die Summe aus den beiden
Einzelemissionsgraden. Dies ist darauf zuriickzufithren, daf§ sich einige der Emissions-
banden von C'Oy und H,O iiberlappen (siehe dazu Giinther [258]). Hottel und Egbert
[264] haben die in Gleichung (271) anzubringende Bandeniiberdeckungskorrektur Aep,
bestimmt und in Diagrammen dargestellt. Der Gesamtemissionsgrad fiir das Rauchgas
ergibt sich somit zu

ERg = €00, T EH0 — A@Rg. (272)
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Verschiedene Autoren (siehe dazu zum Beispiel Schack [267], [268], Kohlgriiber [269] oder
Kostowski [270]) haben die von Hottel und Egbert in [264] dargestellten Diagramme
einer numerischen Verarbeitung zugénglich gemacht, indem sie die dafiir notwendigen
Beziehungen entwickelt haben. In der vorliegenden Arbeit kommen die von Schack [267],
[268] angegebenen Gleichungen zur Anwendung.

Aus der gesamten vom Gaskorper im Strahlraum der Brennkammer an die Wand abge-
gebenen Wiarme errechnet sich der Wéarmetibergangskoeffizient fiir die Strahlung zu:

oo |z (@)4 W (TWa,StR)4
2€Wa U Str Ryg 100 absr,Rg 100

14w, ¥ Try — Twa,str

(273)

agser =

mit agps rg. dem Absorptionsverhéltnis des Rauchgases fiir Strahlung, der Wertigkeit
der Brennkammerflichen U und der mittleren isothermen Rauchgastemperatur T, fiir
den Strahlraum die sich aus dem arithmetischen Mittel aus der Flammraum- und der
Strahlraumaustrittstemperatur berechnet.

VriRr, Aus + Vstr, Aus
2

Try = 273,15 4+ (274)
Das Absorptionsverhéltnis ist, im Gegensatz zum Emissionsverhéltnis, nicht nur vom Ge-
samtdruck, dem Partialdruck, der Schichtdicke und der Gastemperatur, sondern auch
von der Oberflichentemperatur der Brennkammerwand abhéngig. Da Gase keine grau-
en Strahlen sind, stimmt das Absorptionsverhéltnis oyps.r, — auller im Grenzfall Th, =
Twa.sir — nicht mit dem Emissionsverhéltnis g, {iberein. Hottel und Egbert [264] (ver-
gleiche auch Hottel und Sarofim [253]) haben den Absorptionsgrad fiir C'O; und H,O
bestimmt und durch Gleichungen mit dem Emissionsgrad eco, beziehungsweise eg,0 ver-
kniipft.

Um die Strahlraumaustrittstemperatur ¥ g¢ g 4,5 ermitteln zu kénnen, wird iiber die in Bild
52 dargestellten zu- und abgefiihrten Warmestrome des Strahlraumes bilanziert, wobei
hier zunéchst fiir die beiden Teilstrahlungswarmestréome nggm und Qwa,sm, welche
nicht bekannt sind, die gesamte vom Gaskorper im Strahlraum der Brennkammer an die
Winde abgegebene Warme

19 us 19 us
FIR,Aus T VStR, A —ﬂwa,sm) (275)

Qges,StR = Qs AO,StR ( B

eingesetzt wird. Substitution der spezifischen Enthalpie am Strahlraumaustritt in der
Energiebilanz durch hgip aus = €y rgVsir,aus und anschlieBende Umformung dergleichen
liefert, in expliziter Form, die gesuchte Austrittstemperatur aus dem Strahlraum

Ao sir

hsir,Ein — astr (0.5VFiR, Aus — Vwa,stR)

mp
J s = g . 276
StR,A - Ao sin (276)
CpRg T

B astr
2 MRy

Mit der Kenntnis der Strahlraumaustrittstemperatur lassen sich die Teilstrahlungswérme-
strome Qs ser und Qw,, ser als Summe aus den Anteilen der gesamten im Strahlraum
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freigesetzten Strahlungswarme des Gases und der von der Flamme direkt eingestrahlten
Wirme ermitteln.

: . A ws .
@ str,5tkR = MRy (hsir,Ein — PstR, Aus) jti + (1 — ery) 12 QsurFin (277)
0,StR
und
) : AStR Aus
Qwastk = Mpy (hsirEin — hsir,aus) [ 1 — P +
0,StR
(1 —ery) (1 — ¢12) Usur,Fir (278)

mit @19, der Einstrahlzahl zwischen zwei strahlenden, endlichen Fléchen.

Die Einstrahlzahl, welche zur Berechnung des Strahlungsaustausches zwischen zwei
Flachen benétigt wird, erfafit den Einflufl der Lage und der Orientierung zwischen diesen
Flachen. In der Literatur sind groflere Zusammenstellungen fiir ausgewédhlte geometrische
Anordnungen zum Beispiel bei Siegel et al. [271] oder im VDI-Warmeatlas [150] zu finden.

O /
: Durchtrittsgitter
O—F————— Strahlraum Strahlraum
Strahlraum | [~"""""""°"°"1/ [~~~ 777777]
____________ Flammraum Flammraum
Flammraum
Turmkessel 2-Zug-Kessel 12-Zug-Kessel
A,
A2
A 1 A 1

kesseltyp-einstrzahl.eps

Bild 54: Schematische Darstellung der Strahlridume unterschiedlicher Kessel-
bauarten und der ihnen zugeordneten Flichenkonfigurationen fiir den Strah-
lungsaustausch

In Bild 54 sind die unterschiedlichen Strahlrdume der dieser Arbeit zugrundegelegten
Kesselbauarten und die dafiir notwendigen Flachenkonfigurationen dargestellt. Die Be-
rechnung der Einstrahlzahl 5 fiir die Flachenkonfigurationen des Turmkessels und des
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1 1/2-Zug-Kessels erfolgt nach Siegel et al. [271] beziehungsweise Siegel und Howell [272],
wéhrend fiir den 2-Zug-Kessel die Beziehung von Chekhovskii et al. [273] zur Anwendung
kommt.

18 Verbrennungsrechnung

Grundlage jeder Verbrennungsrechnung sind die chemischen Reaktionsgleichungen der
Brennstoffbestandteile. Dabei sind nicht die einzelnen Zwischenreaktionen von Interesse,
sondern die Endreaktionsgleichungen, iiber die die Endprodukte gebildet werden. Nachfol-
gend sind die Endreaktionsgleichungen angefiihrt, wobei auch jene Brennstoftbestandteile,
welche nicht mit dem Sauerstoff reagieren, mit angefithrt werden, da diese fiir die Rauch-
gaszusammensetzung von Belange sind.

C —|— 02 = COQ (279&)

S —|— 02 = SOQ (279C)

HQS + 202 = SOQ + HQO (2796)

Cy H, + (m + %) 0 = mCO,+ 2,0 (2792)
CO, = CO, (279))

(2791)

Neben den chemischen Reaktionsgleichungen wird entweder die Elementaranalyse oder der
untere Heizwert Hu der Brennstoffe benétigt, um eine Verbrennungsrechnung durchfithren
zu kénnen. Durch die Angabe des unteren Heizwertes Hu kann eine sogenannte statisti-
sche Verbrennungsrechnung erfolgen, bei der iiber den rein empirisch gefundenen linearen
Zusammenhang zwischen dem Rauchgasvolumen und dem unteren Heizwert fester oder
fliissiger Brennstoffe die Verbrennungsrechnung durchgefithrt wird. Ist die Elementarana-
lyse des Brennstoffes bekannt, so kann die Verbrennungsrechnung nach den oben beschrie-
benen Reaktionsgleichungen erfolgen. Brandt beschreibt in [274] ausfiihrlich beide der hier
dargestellten und im Programmpaket DBS implementierten Moglichkeiten.
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19 Konvektiver Wirmeiibergang des Rauchgases an
quer- und langsangestromte Wiarmetauscher

Wirmetauscher zihlen zu den wichtigsten Elementen zur Ubertragung von der in ei-
nem stromenden Stoff enthaltenen Warme zu einem anderen stromenden Stoff. Die im
Wirmeaustausch stehenden Medien sind meist gasférmig oder fliissig und diirfen sich im
allgemeinen nicht beriihren, wobei wihrend des Warmeaustausches zwischen den beiden
Stoffen nicht selten eine Anderung des Aggregatzustandes stattfindet.

Bei den in dieser Arbeit behandelten Wiarmetauschern findet die Ubertragung der Wirme
zwischen einem gasformigen Stoff (in der Regel Rauchgas) und dem fliissig und/oder
gasformig vorliegenden Arbeitsstoff (Wasser und/oder Wasserdampf) statt. Das Rauchgas
stromt dabei entlang der Rohrwand beziehungsweise quer zum Rohrbiindel, wéhrend das
Wasser und/oder der Wasserdampf in den Rohren fliefit.

Der in Kapitel 11.1 beschriebene konvektive Warmeaustausch zwischen dem im Rohr
stromenden Arbeitsmedium und der Rohrwand weist, im Vergleich zum Wérmeiibergang
vom gasférmigen Medium auf das Rohr oder Rohrbiindel, einen hohen Warmeiibergangs-
koeffizienten auf. Dies liegt in erster Linie daran, daff das Rauchgas gegeniiber dem Ar-
beitsstoff Wasser eine wesentlich schlechtere Warmeleitfahigkeit besitzt.

Diesem Umstand Rechnung tragend, wird oft die Rohroberfliche an der RohrauBenseite
durch die Anordnung von Rippen vergrofiert, was zu einer Erhéhung des Warmeitiber-
gangskoeffizienten fiihrt.

Im folgenden sollen die in der vorliegenden Arbeit zur Anwendung kommenden Beziehun-
gen zur Berechnung des konvektiven Warmeiibergangskoeffizienten an Glatt- und Rip-
penrohren dargestellt werden.

19.1 Konvektiver Wirmeiibergang des Rauchgases am quer-
und langsangestromten Glattrohrwirmetauscher

Wegen der groflien Bedeutung der Glattrohrwiarmetauscher in der Energie- und Verfah-
renstechnik sind eine grofle Anzahl an Publikationen iiber experimentelle und theoretische
Untersuchungen zur Stromung und zum Wérmeiibergang zu finden. Hier seien stellvertre-
tend fiir viele andere Autoren die Arbeiten von Pierson [275], Grimison [276], Huge [277],
Bressler [278], Hammeke et al. [279], Hausen [280], Gnielinski [281], [282], [148], Brauer
und Kim [283], [284], Brauer und Brandner [285], [286], Scholz [287] und Rollet-Miet et
al. [288] genannt.

Um die mittleren Wéarmetibergangskoeffizienten fiir die unterschiedlichen Heizflichenan-
ordnungen im konvektiven Rauchgaszug eines Dampferzeugers berechnen zu kénnen, wer-
den die dazu notwendigen Beziehungen fiir folgende Rohrkonstellationen benotigt:

e querangestromtes Einzelrohr,
e querangestromte Rohrreihe,

o querangestromtes Rohrbiindel mit fluchtender oder versetzter Rohranordnung und
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o lingsangestromte Wand.

Fiir die oben angefithrten Rohranordnungen sollen in den nachstehenden Kapiteln die
erforderlichen Berechnungsvorschriften angefithrt werden.

19.1.1 Konvektiver Wiarmeilibergang am querangestrémten Einzelrohr

Eine mittlere Nufelt-Zahl fiir ein querangestrémtes glattes Einzelrohr 148t sich nach Gniel-

inski [281] durch die Beziehung

Nuugin, = (0.3 + Nz, + Nu,?u,,) K (250)
mit der Nuflelt-Zahl fiir laminare Stromung
Nt = 0.664V ReV/ Pr, (281)

der Nufelt-Zahl fiir turbulente Strémung
0.037Re®® Pr

Nug,, = 282
e S 2443 Re01 (P23 — 1) (282)
und dem Korrekturfaktor fiir die Temperaturabhéngigkeit der Stoffwerte
T \ 012
K, = g) 283
v = (7 (283)

berechnen, wobei Tg, die mittlere Rauchgastemperatur und Ty, die mittlere Wandtem-
peratur bezeichnet. Die Reynolds-Zahl Re und die Prandtl-Zahl Pr sind nach den Glei-
chungen (93) beziehungsweise (94) zu berechnen, wobei als charakteristische Lange die
Uberstrémlénge des Rohres [ = Zd,,s einzusetzen ist. Der Definitionsbereich der Bezie-

hung (93) ist in [150] mit 10 < Re < 107 und 0.6 < Pr < 1000 angegeben.

19.1.2 Konvektiver Wiarmeilibergang an einer querangestrémten Rohrreihe

IR,

Bild 55: Querteilung an einer einzelnen querangestrémten Rohrreihe

wue-rg-einzel-reihe.eps

Der Warmetibergangskoeffizient einer querangestromten Rohrreihe, wie sie in Bild 55 dar-
gestellt ist, kann nach Gnielinski [282] aus der Beziehung (280) zur Berechnung der mittle-
ren Nuflelt-Zahl fiir ein querangestromtes Finzelrohr ermittelt werden. Dazu muf als cha-
rakteristische Geschwindigkeit des Stromungsmediums zur Berechnung der Reynolds-Zahl
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Re die mittlere Stromungsgeschwindigkeit im Hohlraum der Rohrreihe eingesetzt werden.
In der vorliegenden Arbeit wird zur Berechnung der Reynolds-Zahl Re die Stromungs-
geschwindigkeit im Rauchgaszug vor der querangestrémten Rohrreihe heranzogen, wobei
die so ermittelte Reynolds-Zahl unter Zuhilfenahme des Hohlraumfaktors

s

p=1- (284)

4aquer

korrigiert wird. Das Querteilungsverhdltnis g, ergibt sich nach Grimison [276] zu

S1

a = —
quer
daus

(285)
In den Gleichungen (281) und (282) muf die Reynolds-Zahl Re durch die unter Einbezie-
hung von Gleichung (284) gebildete Reynolds-Zahl

Re, ::52? (256)

ersetzt werden. Das Anwendungsgebiet der so modifizierten Gleichung (280) wird in [150]
mit 10 < Rey < 10° und 0.6 < Pr < 10® angegeben.

19.1.3 Konvektiver Wiarmeilibergang am querangestrémten Rohrbiindel

Wie die mittlere Nuflelt-Zahl fiir eine querangestrémte Rohrreihe 148t sich nach Gnielinski
[282] auch die mittlere Nuflelt-Zahl fiir ein querangestromtes Glattrohrbiindel auf die
Beziehung fiir ein querangestromtes Einzelrohr zuriickfiihren.

versetztes Rohrbiindel fluchtendes Rohrbiindel

wue-rg-buendel.eps

Bild 56: Quer- und Lingsteilung am querangestréomten Rohrbiindel

Entsprechend der Berechnung der querangestromten Rohrreihe ist fiir die Reynolds-Zahl
Rey die hochste mittlere Geschwindigkeit in Hauptstromrichtung einzusetzen und nach
Gleichung (286) zu berechnen, wobei sich der Hohlraumfaktor ¢ in Abhéngigkeit von den
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nach Grimison [276] definierten Langs- und Querteilungsverhdltnissen bjings und a@gyer
ermitteln 1aB3t:

s

77/) = 1- P fur bldngs Z 1 (287)
quer
77Z) = 11— ﬁ fur bldngs < 1 (288)
quer Yldngs
mit 5
bldngs — d—2 (289)

und agye nach Gleichung (285).
Die mittlere Nuflelt-Zahl Nupyp;, fiir ein querangestréomtes Rohrbiindel berechnet sich
nach Gnielinski [282] unter Zuhilfenahme der Beziehung (280) aus
1 un T 1 nor
Nuppin = + (ne ) Ja E Ntgine, (290)

1 Rbiin

mit dem Anordnungsfaktor bei fluchtender Rohranordnung

o bldngs 03
. Agyer
fanora =1+ S5y - 5 (291)
( langs _|_07)
Gquer
und bei versetzter Anordnung
nord = 1 292
fA ! + 3 bldngs ( )

sowle der Anzahl der Rohrreihen ngyiy,.

wue-rg-buendel-teilvers.eps

Bild 57: Quer- und Lingsteilung am querangestromten teilversetzten

Rohrbiindel

Fiir ein teilversetztes Rohrbiindel, wie es in Bild 57 skizziert ist, errechnet sich der Anord-
nungsfaktor fa,..q fiir ein Teilversetzungsverhéltnis von ¢y < 0.25 a4y nach Gleichung
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(291) fiir eine fluchtende Rohranordnung und fiir ¢tei; > 0.25 agyer nach Gleichung (292)
fiir eine versetzte Rohranordnung. Das Teilversetzungsverhéltnis ¢;.;; ist gegeben durch

cuit = 7 (293)
19.1.4 Konvektiver Wiarmeilibergang lings einer Wand
Gnielinski [281] zeigte, dafl durch
Nu =/Nud,, + Nu, (294)

die mittlere Nuflelt-Zahl einer lingsangestréomten ebenen Wand fiir einen grofilen Be-
reich der Prandtl-Zahl abgedeckt werden kann, wobei sich die Nuflelt-Zahl fiir laminare
Strémung nach

Nt = 0.664V Re/ Pr (295)

und die NuBelt-Zahl fiir turbulente Strémung nach

0.037 Re®® Pr

N ur —
e S O 443 Re=01 (Pr2fs — 1)

(296)

berechnet. Eine ausfithrliche Beschreibung der Herleitung der Beziehungen (295) und (296)
gibt Brandt [128]. Den Giiltigkeitsbereich fiir die Berechnung der mittleren Nufelt-Zahl
einer ldngsangestromten ebenen Wand (Gleichung (294)) gibt Gnielinski mit 10 < Re <
107 und 0.6 < Pr < 2000 an.

19.2 Konvektiver Warmeiibergang des Rauchgases am queran-
gestromten Rippenrohrwirmetauscher

Aufgrund der schlechten Warmeleitféhigkeit des Gases wird in der Praxis sehr haufig
die Warmeiibertragungsoberfliche auf der Gasseite durch Anbringung von Rippen ver-
groflert (Hausen [145]). Durch den besseren Warmeiibergang der Rippenrohre wird es
dem Erzeuger von Wirmetauschern erméglicht, viele Heizflichen bei einem gegebenen
Volumen anzuordnen, was zu einer kompakten Bauweise der Warmetauscher und zu einer
Reduzierung der Kosten fiithrt. Ungeachtet der weit verbreiteten Anwendung von Rip-
penrohren entsprechen die Berechnungsgleichungen fiir den Wérmetibergang meist nur
unzureichend den komplexen physikalischen Vorgangen am Rippenrohr (Frafl und Linzer
[289]). Die Ursache dafiir liegt in einer — gegeniiber dem Glattrohr — weit gréfileren An-
zahl an zu variierenden Parametern. Es existiert daher in der Literatur eine grofle Anzahl
von Publikationen die sich mit der Problematik des Warmeiibergangs an Rippenrohren
beschaftigen (siehe zum Beispiel Krischer und Kast [290], Ward und Young [291], Brauer
[292], Briggs und Young [293], Schmidt [294], [295], Kriickels und Kottke [296], Weierman
[297], [298], [299], Wehle [300], [301], Biery [302], Aiba [303], Frafl und Linzer [289], Schiiz
und Kottke [304], Reid und Taborek [305] oder Hamann [306]).

Wegen der grofien Fiille an geometrischen Varianten von Rippenrohren ist der Streube-
reich bei der Anwendung der in der Literatur zur Berechnung angegebenen Beziehungen
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sehr grof}. Viele Hersteller fithren aus diesem Grund Warmeiibergangsversuche an den von
ihnen produzierten Rippenrohren durch und korrigieren damit die aus der Literatur ent-
nommenen Beziehungen. Aufgrund dieser Tatsache sollen in der gegenstandlichen Arbeit
nur die grundlegenden Korrelationen zur Berechnung des konvektiven Wéarmetibergangs
am querangestromten Rippenrohrwérmetauscher, wie sie auch in das Programmpaket
DBS implementiert wurden, angegeben werden. Eine detaillierte Berechnungsvorschrift
zur Ermittlung der Wéarmetibergangskoeffizienten, welche im wesentlichen von der Bau-
art des Rippenrohres abhéngt, sei den entsprechenden Firmenunterlagen zu entnehmen.
Fiir nachstehende Rippenrohrbauarten sollen in den folgenden Kapiteln die fiir die Be-
rechnung erforderlichen Beziehungen angegeben werden:

e Rohr mit Kreisrippen,
e Rohr mit schraubenférmig gewendelten Rippen und

e Rohr mit segmentierten Kreisrippen

19.2.1 Konvektiver Warmeiibergang am querangestromten Rippenrohr-
biindel mit Kreisrippe oder schraubenférmig gewendelter Rippe

Die Ermittlung des konvektiven Warmeiibergangskoeffizienten am querangestromten Rip-
penrohrbiindel mit Kreisrippe oder schraubenférmig gewendelter Rippe erfolgte unter Zu-
grundelegung der Berechnungsunterlagen der Firma Mannesmann, welche auf der Arbeit
von Schmidt [294] beruhen.

Schmidt wahlte fiir seine Nuflelt-Beziehung den einfachen Potenzansatz

A\ 037
Nu = Re0625 ppi/s (M) Fanord. (297)

O,Kern

Der Geometriefaktor fa,..q ist dabei eine Funktion der Rohranordnung im Biindel und
ist fiir fluchtende Rohre gleich dem Wert 0.387 zu setzen. Fiir versetzte Rohranordnungen
ist fanora — entsprechend den Berechnungsunterlagen von Mannesmann — abhéngig von
der Anzahl der Rippen pro Meter Rohr.

Unter Zuhilfenahme des Rippenwirkungsgrades

tanh(mRipHred)
mRipHred

NRip = (298)

ergibt sich der konvektive Wéarmeiibergangskoeffizient fiir das Rippenrohr mit Kreisrippe
beziehungsweise schraubenférmig gewendelter Rippe zu

Nu}‘Rg AO Kern AO Rip
_ Kern gy = Aomin || 299
“hig daus AO,Rip [ hip ( AO,I(ern ( )
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19.2.2 Konvektiver Warmeiibergang am querangestromten Rippenrohr-
biindel mit segmentierten Kreisrippen

Fiir die Berechnung des Wiarmeiibergangskoeffizienten des querangestromten Rippen-
rohrbiindels mit segmentierten Kreisrippen wurden die dazu notwendigen Berechnungs-
verfahren aus den Unterlagen des Rippenrohrherstellers ESCOA entnommen, welche auf
der Arbeiten von Weierman [297], [298] und Weierman et al. [299] basieren.

Der Potenzansatz fiir die NufBlelt-Beziehung eines querangestromten Glattrohres diente
Weierman als Basis fiir die von ihm angegebene Berechnungsvorschrift zur Ermittlung
der Nuflelt-Zahl eines Rippenrohrbiindels mit segmentierten Kreisrippen (siehe dazu Reid
und Taborek [305]).

T 0.25
Nu = Re065ppl/s (ﬁ) Fanord (300)
a,Rip

Im Gegensatz zur Gleichung (297) beriicksichtigt der Faktor fa,,.¢ nicht nur die Anord-
nung der Rohre im Biindel, sondern auch eine Abhéngigkeit des Warmeiibergangs von
der Geometrie des Warmetauscherrohres.

Der Rippenwirkungsgrad ng;,, wie er sich in Gleichung (298) darstellt, wurde in den
Berechnungsunterlagen von ESCOA durch folgende, von Weierman in [298] angegebene
Korrekturgleichung ersetzt:

NRip.ESCoA = Nrip (0.9 + 0.10R:,) (301)

Der konvektive Wéarmetibergangskoeffizient fiir das segmentierte Rippenrohr berechnet
sich, in Anlehnung an Gleichung (299), mittels

Nulpy, Ao Kern Ao rip
_ Kern | | - SR ) 302
“hig daus AO,Rip Thip ESCOA AO,I(ern ( )
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20 Datenverwaltung mittels Graphentheorie

Die in der Energie- und Verfahrenstechnik zu berechnenden thermodynamischen Prozesse
bestehen aus einer Vielzahl komplexer Teilprozesse, die untereinander gekoppelt sind. Jede
Anderung eines beliebigen Parameters beeinflut die Parameter und Charakteristika des
gesamten Prozesses (Levental und Popyrin [307]).

Mochte man die Prozesse der Energie- und Verfahrenstechnik einer numerischen Simula-
tion zuganglich machen, so mufl das mathematische Modell nicht nur die physikalischen
Vorginge der einzelnen Teilprozesse wiedergeben kénnen; es muf} auch gewéhrleistet sein,
dafl die gegenseitige Beeinflussung zwischen den einzelnen Prozessen im Gesamtmodell
ihre entsprechende physikalisch-mathematische Abbildung erfahrt.

Dampf, x =1 T

Trommel

| Speisewasser

Steigrohr

Sammler
Blindelheizflache

,
—

\_Fallrohr

—
Ny

Verteiler

Rauch-
gas

Verdampfer.eps

Bild 58: Modell eines Abhitzekessels

Bild 58 stellt das vereinfachte Modell eines Abhitzekessels mit seinen fiir die mathemati-
sche Modellbildung wichtigsten Komponenten, wie Trommel, Sammler, Fall- und Siede-
rohre usw., dar.

Fiir die einzelnen Elemente des Dampferzeugers wurde in den vorangegangenen Kapiteln
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die Modellbildung dargestellt und die fiir die mathematische Beschreibung der einzelnen
Anlagenkomponenten notwendigen Beziehungen hergeleitet.

Um den Anforderungen, welche an die Flexibilitdt eines Programmes gestellt werden,
gerecht werden zu konnen, ist es notwendig, die Struktur der Datenverwaltung so zu
gestalten, daf} beziiglich einer problemorientierten Kombination der einzelnen Anlagen-
komponenten ein gréfitmoglicher Freiraum fiir den Programmanwender gegeben ist.

Betrachtet man den in Abbildung 58 skizzierten Abhitzekessel mit seinen Sammlern, der
Trommel und den mit ihnen verbundenen Rohren, so kann dieser Dampferzeuger als Netz-
werk, wie in Bild 59 dargestellt, abstrahiert werden.

Dampf, x =1 T

Trommel

Uberstrémrohr .
Speisewasser

Sammler
Bindelheizflache

>

(7
Y

A \_Fallrohr

[
Y

A

Verteiler,

Rauch-
gas

graph-verdampfer.eps

Bild 59: Abstrahiertes Modell eines Abhitzedampferzeugers

Dabei stellen Trommel und Sammler spezielle Punkte dar, die durch Verbindungslinien,
welche die Rohre symbolisieren, miteinander gekoppelt sind. Um eine gute Ubereinstim-
mung des so abstrahierten Dampferzeugers mit dem Modell in Bild 58 zu erhalten, wurden
die die Rohre kennzeichnenden Verbindungslinien so weit unterteilt, daf} sie die Struktur
des Dampferzeugers widerspiegeln.

Diese Darstellung der Schaltung eines Verdampfers hat in der Mathematik in Form der
Graphentheorie ihre Entsprechung (siehe dazu Noltemeier [308], Dorfler und Miihlbacher
[309], Gondran et al. [310] oder Tinhofer [311]).
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Wie die Arbeiten von Levental und Popyrin [307], Pottel [312], Nowotny [313], Martensen
[314] oder Hinze et al. [315] und [316] zeigen, ist der Einsatz der Graphentheorie zur Be-
rechnung thermodynamischer Kreisprozesse in der Energie- und Verfahrenstechnik bereits
Stand der Technik und soll daher hier nur kurz beschrieben werden.

Als Vorteile der Graphentheorie bei der Anwendung zur Berechnung thermodynamischer
Kreisprozesse kénnen folgende Punkte aufgelistet werden:

o Erhaltung einer grofitmoglichen Flexibilitdt bei der Definition von Netzwerken,
o Gewihrleistung einer einfachen Strukturanalyse und

e cindeutige, komprimierte Speicherung der Informationen iiber die Verkniipfung der
einzelnen Komponenten und der Stromungsrichtung des Arbeitsstoffes.

Das graphentheoretische Anlagenmodell entspricht in der Terminologie der Graphentheo-
rie einem gerichteten Graphen X = (V| F), welcher aus einer Menge V = V(X), den
Knoten von X, und einer Menge F = E(X) von geordneten Paaren e =< x,y > ver-
schiedener Elemente von V', den Kanten von X, besteht. Die Abbildungen x und y heiflen
Inzidenzabbildungen und sie ordnen jeder Kante e € £ von X je einen Knoten xz(e) € V
und y(e) € V zu. x(e) heilt Anfangsknoten, y(e) heift Endknoten der Kante e. Beide
Knoten sind mit der Kante e inzident.

Die Knoten @,y € V entsprechen den Verzweigungs- und Mischungspunkten (Sammler,
Trommel usw.) zwischen den Rohrabschnitten, welche mit den Kanten e € F korrespon-
dieren. Kanten, die nicht mit einem Knoten verbunden sind, werden vom gleichen Mas-
senstrom durchflossen. Mit der Festlegung des gerichteten Graphen in einer Standardliste,
in der die Eingabe der Information iiber das zu untersuchende Rechengebiet erfolgt, wird
gleichzeitig die Annahme iiber die Durchstromrichtung im Rohrabschnitt < x,y > des
Netzwerkes, mit x(e) als Anfangsknoten und y(e) als Endknoten, fixiert (siehe Bild 60).

Diese Festlegung der Durchstromrichtung erfolgt aus rein rechentechnischen Griinden und
hat keine physikalische Bedeutung. Sie dient einzig der Sicherstellung einer eindeutigen
Variablenindizierung. Im Falle einer physikalisch nicht korrekten Wahl der Strémungs-
richtung ist das Ergebnis der Berechnung mit einem negativen Vorzeichen behaftet.

Zur Auswertung der in den vorangegangenen Kapiteln beschriebenen Bilanzgleichungen
fiir Masse, Impuls und Energie des Arbeitsstoffes Wasser und/oder Dampf des Rohrnetz-
werkes sowie der Kontinuitats- und der Energiebilanz fiir das Rauchgas werden Informa-
tionen iiber Anfangs- und Endknoten der Kanten benétigt. Die Kanten- und Knotennum-
mern, wie sie zum Beispiel in Bild 60 skizziert sind und in weiterer Folge als ,,Units
bezeichnet werden, werden bereits bei der Eingabe der Netzwerksdaten in der Standard-
liste zur Verfiigung gestellt.

In Abhéangigkeit von der vom Unit reprasentierten Anlagenkomponente (Trommel, Samm-
ler, Rohr usw.) muf} diese in eine unterschiedliche Anzahl von Zellen (Kontrollvolumina)
unterteilt werden. In den mathematischen Modellen ist zum Beispiel fiir eine Trommel
oder einen Sammler nur ein Kontrollvolumen vorgesehen. Dem gegeniibergestellt darf fiir
die Berechnung der Stromung im Rohr eine Mindestanzahl von Kontrollvolumina nicht
unterschritten werden.
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Bild 60: Graphentheoretisches Modell eines Abhitzekessels

Zur eindeutigen Speicherung der Knotennummern der Units werden folgende vier Vekto-
ren benétigt:

1. der POINT FE R—Vektor enthélt die niedrigste Spaltennummer des SUCCESSO R-
Vektors fiir die Nachfolgerstruktur,

2. der INVERSPOINTER-Vektor enthélt die niedrigste Spaltennummer des
PREDECFESSOR-Vektors fiir die Vorgéangerstruktur,

3. der SUCCFESSOR-Vektor enthalt die restliche Information {iber die Nachfolger-

struktur und

4. der PREDECESSOR-Vektor bestimmt in analoger Weise die Vorgangerstruktur.
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Die Generierung der Vektoren aufgrund der Eingabedaten mufl nur einmal zu Beginn der
Berechnung erfolgen. Fiir den in Abbildung 60 dargestellten Verteiler (Unit = 6) sind
die mafigeblichen Spaltenelemente fiir die Vorgdnger- und Nachfolgerstruktur in Bild 61
dargestellt:

Nachfolgerstruktur Vorgéngerstruktur
Unit=6—l Unit=6—l
POINTER(6) =7 INVERSPOINTER(6) =17

& \POINTER(7) = 11_1 L UNVERSPOINTER(7) = 8
Il Il
o~ o~

! SUCCESSOR(T)=7 | .
= SUCCESSOR(8) =16 | “—» {PREDECESSOR(7) = 5
> SUCCESSOR(9) = 25
SUCCESSOR(10) = 34

datenstruktur.eps

Bild 61: Vorgéanger-/Nachfolgerstruktur in der Datenverwaltung

Fiir eine rechentechnische Auswertung, zum Beispiel der dem Verteiler (Unit = 6) nach-
folgenden Komponenten, ist eine wie in Abbildung 61 angegebene Vorgehensweise not-
wendig.

Die Knotennummern der einzelnen Units gehen konform mit den Spaltenindizes des
POINT FE R-Vektors. Der dieser Spalte zugeordnete Wert liefert den Spaltenindex fiir den
SUCCESSOR-Vektor, welcher die Knotennummern der Nachfolger enthélt. Die Diffe-
renz der Spalteninhalte zweier aufeinanderfolgender Spalten des POINT E R—Vektors lie-
fert die Anzahl der der gesuchten Unit nachfolgenden Units, wobei diese Differenz > 0
sein muf. Ist die Differenz der aufeinanderfolgenden Spalten des POINT ER-Vektors
= 0, so ist die entsprechende Unit ein Randelement, fiir eine Differenz < 0 ist das Ende
des Vektorfeldes erreicht.

Analog zur Nachfolgerstruktur erfolgt auch die rechentechnische Auswertung der
Vorgangerstruktur. Diese Vorgangsweise zur Speicherung der Informationen beziiglich der
Netzwerkstruktur ist in gleicher weise auf Ebene der einzelnen Kontrollvolumina vorzu-
nehmen.

Die graphentheoretische Verwaltung der Daten bietet nicht nur die geforderte grofftmogli-
che Flexibilitat und die Moglichkeit einer eindeutigen komprimierten Speicherung der In-
formationen beziiglich der Verkniipfung der einzelnen Komponenten und der Strémungs-
richtung des Arbeitsstoffes, sondern sie schafft auch die Voraussetzung fiir eine sehr schnel-
le Berechnung der Koeffizienten der einzelnen Kontrollvolumina, da diese, wie in Kapitel
8.2 anhand der Herleitung der eindimensionalen allgemeinen Transportgleichung gezeigt
wurde, von den ihnen zugeordneten Nachbarvolumina abhangen.
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21 Zusammenfassung

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden die mathematischen Modelle fiir ein mo-
dular aufgebautes Programmsystem vorgestellt, welches zur numerischen Simulation des
transienten Verhaltens von Naturumlaufdampferzeugern geeignet ist.

Um die komplexen Vorgidnge des Dampferzeugers wahrend etwaiger An- und Abfahr-
vorginge oder Lastdnderungen berechnen zu kénnen, ist es notwendig, ein Modell zu ent-
wickeln, welches einerseits einfach genug ist, um einer numerischen Behandlung zuging-
lich zu sein, andererseits jedoch hinreichend genau ist, um die physikalischen Vorgénge
der Anlage beschreiben zu kénnen.

Auf die Modellierung eines Wasserrohrdampferzeugers, bei welchem Heizflichen unter-
schiedlicher Geometrie und Beheizung parallel geschaltet sind, wird im Detail eingegan-
gen. Die Modellierung der Strémung in den Rohren erfolgt eindimensional unter Ver-
wendung der partiellen Differentialgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie, welche
iiber die Zustandsgleichungen des Fluides gekoppelt sind. Die Randbedingungen fiir die
Rohrstromung werden von den Zustandsdanderungen in den Sammlern und der Trom-
mel bestimmt. Trommel und Sammler werden durch gewhnliche Differentialgleichungen
beschrieben, welche ebenfalls mit den Zustandsgleichungen des Arbeitsstoffes gekoppelt
sind.

Mit den in der vorliegenden Arbeit angegebenen Beziehungen fiir den ein- und mehrpha-
sigen Warmeiibergang sowie den Druckverlust wird der Satz an benétigten Gleichungen
zur Berechnung der Rohrstrémung vervollstandigt.

Zur Diskretisierung der Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie des Ar-
beitsmediums soll eines der beiden Finite-Volumen-Verfahren SIMPLE oder SIMPLER
zur Anwendung kommen. Um eine fundierte Aussage beziiglich der besseren Eignung einer
der beiden Algorithmen treffen zu kénnen, werden unter Zugrundelegung des hier prasen-
tierten Modells mit beiden Algorithmen Simulationsrechnungen an einem Zwei-Trommel-
Dampferzeuger und einem Abhitzekessel mit Biindelheizflaiche durchgefiihrt. Die bei die-
sem Verfahrensvergleich erzielten Ergebnisse werden in der vorliegenden Arbeit angefiihrt
und ausfiithrlich diskutiert.

Die Modellierung der eindimensionalen Rauchgasstromung erfolgt unter Vernachléssigung
der Impulsbilanz, da keine Druckverluste oder Druckschwankungen in der Rauchgassaule
berechnet werden sollen. Die Betrachtung der Kontinuitétsgleichung erfolgt quasistati-
onér, die der Energiebilanz instationdr. Die Berechnung des Feuerraumes basiert auf ei-
nem einfachen Flammraum-Strahlraum-Modell. Fiir den rauchgasseitigen Warmeiiber-
gang werden die Beziehungen fiir Glatt- und Rippenrohre im Programm implementiert.

Um eine moglichst hohe Flexibilitdt bei der Modellierung von unterschiedlichen Schal-
tungsvarianten von Dampferzeugern zu erhalten, wird fiir die Verwaltung der zur Berech-
nung notwendigen Daten eine auf die Graphentheorie aufbauende Struktur gewahlt. Eine
kurze Beschreibung der Datenstruktur wird in der vorliegenden Arbeit angegeben.
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Stahlsorte
Werkstoff-Nr. Kurzname

Ferritische Stahle 1.0305 St 35.8

1.0405 St 45.8

1.0345 HI

1.0425 H II

1.0481 17 Mn 4

1.0482 19 Mn 5

1.0473 19 Mn 6

1.5415 15 Mo 3

1.5423 16 Mo 5

1.6311 20 Mn Mo 4 5

1.6368 15 N1 Cu Mo Nb 5

1.7335 13 Cr Mo 44

1.7380 10 Cr Mo 9 10

1.7715 14 Mo V 63

1.8817 17 Mn Mo V 6 4
Martensitische Stahle 1.4922 X20CrMo V121

1.7362 12 Cr Mo 19 5

1.7386 X12CrMo91
Austenitische Stahle 1.4948 X6 CrNi 1811

1.4961 X 8 Cr N1 Nb 16 13

1.4981 X 8 Cr N1 Mo Nb 16 16

1.4988 X 8 Cr Ni MoV Nb 16 13

Tabelle 6: Stahlsorten nach DIN

Koeffizient Minderungsfaktor fg,
S-Bogen Raumkriimmer U-Bogen
Co 1.0982353 - 10° 8.6015867 - 1071 6.0922214 - 101
c1 —2.0151263 - 10~¢ — 3.9770689 - 102 6.0370803 - 102
Co 5.7922320 - 1072 3.6160395 - 103 — 7.2293581 - 1073
3 — 8.0823559 - 1073 1.5735765 - 1073 7.8684409 - 10~*
4 6.0783983 - 10~ —3.1566296 - 104 —8.0123244 - 10~°
s —2.3790387 - 10~° 2.1059082 - 10~° 4.8920378 - 107
Ce 3.8269694 - 1077 — 4.8374613 - 1077 —1.1609907 - 1077

Tabelle 7: Polynomkoeffizienten des Minderungsfaktors fx,
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Koeffizient Kriimmungsverhéaltnis %
1 2 4
ap 1.5865751 - 107° —2.5720824 - 10~* | —3.2341724 - 107°
ay 3.9124786 - 1072 3.1265306 - 1072 2.6479037 - 107°
asy —3.3307251 - 10~* | —1.5158834 -107* | —1.0163988 - 10~*
as 1.8080851 - 1077 6.7232994 - 107° 5.3663709 - 107°
ay —4.0027699 - 1077 | —1.3737108 - 1077 | — 1.3425856 - 10~
as 4.4628066 - 107? 1.4627318 - 107 1.6897779 - 107*
ag —2.6772502 - 10~ | —8.5413021 - 107** | —1.1321660 - 10~
ar 8.2846716 - 10~ 2.6034823 - 10~ 3.8705566 - 1014
as —1.0412505 - 107'¢ | —3.2463405 - 107" | —5.3197608 - 1077
Koeffizient Kriimmungsverhéaltnis %
6 10

ap —2.0671243 - 1074 5.7101449 - 10~*

ay 2.5259052 - 1072 6.6947791 - 107°

asy —6.2666874 - 107° 2.6009498 - 10~*

as 2.7021614 - 107° —1.1717207 - 107°

ay — 6.3538653 - 107® 2.3103299 - 1077

as 7.5268094 - 1071 | —2.3937854 - 107?

ag —4.7329628 - 10712 1.3594323 - 107!

ar 1.5208257 - 10714 | —4.0124822 - 10~

as —1.9712627 - 10717 4.8203238 - 10717

Tabelle 8: Polynomkoeffizienten der Widerstandsbeiwerte (i,
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Rechenlauf Relaxationskoeflizient
Druck | Dichte | Geschwindigkeit | Enthalpie
1 0.99 0.95 0.95 0.95
2 0.99 0.90 0.90 0.90
3 0.99 0.80 0.80 0.80
4 0.99 0.70 0.70 0.70
5 0.99 0.50 0.70 0.50
6 0.99 0.60 0.60 0.60
7 0.99 0.50 0.50 0.50
8 0.99 0.90 0.70 0.90
9 0.99 0.98 0.98 0.98
10 0.95 0.90 0.90 0.90
11 0.95 0.70 0.70 0.70
12 0.95 0.80 0.80 0.80
13 0.95 0.60 0.60 0.60
14 0.95 0.50 0.50 0.50
15 0.90 0.90 0.90 0.90
16 0.90 0.80 0.80 0.80
17 0.90 0.70 0.70 0.70
18 0.90 0.60 0.60 0.60
19 0.90 0.50 0.50 0.50
20 0.90 0.40 0.40 0.40
21 0.80 0.90 0.90 0.90
22 0.80 0.80 0.80 0.80
23 0.80 0.70 0.70 0.70
24 0.80 0.60 0.60 0.60
25 0.80 0.50 0.50 0.50
26 0.80 0.40 0.40 0.40
27 0.80 0.30 0.30 0.30
28 0.70 0.90 0.90 0.90
29 0.70 0.80 0.80 0.80
30 0.70 0.70 0.70 0.70
31 0.70 0.60 0.60 0.60
32 0.70 0.50 0.50 0.50
33 0.70 0.40 0.40 0.40
34 0.70 0.30 0.30 0.30
35 0.60 0.90 0.90 0.90

Tabelle 9: Relaxationskoeffizienten des SIMPLER-Verfahrens zur Berechnung
des Zwei-Trommel-Dampferzeugers
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Rechenlauf Relaxationskoeflizient
Druck | Dichte | Geschwindigkeit | Enthalpie
1 0.25 0.20 0.20 0.20
2 0.25 0.20 0.30 0.30
3 0.25 0.25 0.20 0.20
4 0.25 0.25 0.30 0.30
5 0.30 0.20 0.15 0.15
6 0.30 0.20 0.20 0.20
7 0.30 0.20 0.20 0.25
8 0.30 0.20 0.30 0.30
9 0.30 0.20 0.31 0.31
10 0.30 0.22 0.20 0.25
11 0.30 0.23 0.20 0.25
12 0.30 0.23 0.30 0.30
13 0.30 0.23 0.40 0.40
14 0.31 0.20 0.20 0.20
15 0.31 0.20 0.30 0.30

Tabelle 10: Relaxationskoeffizienten des SIMPLE-Verfahrens zur Berechnung
des Zwei-Trommel-Dampferzeugers
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Rechenlauf Relaxationskoeflizient
Druck | Dichte | Geschwindigkeit | Enthalpie
1 0.99 0.10 0.10 0.10
2 0.99 0.10 0.10 0.20
3 0.99 0.20 0.20 0.20
4 0.99 0.30 0.30 0.30
5 0.99 0.35 0.35 0.35
6 0.99 0.50 0.50 0.50
7 0.99 0.60 0.60 0.60
8 0.99 0.70 0.70 0.70
9 0.99 0.80 0.80 0.80
10 0.99 0.90 0.90 0.90
11 0.95 0.10 0.10 0.10
12 0.95 0.20 0.20 0.20
13 0.95 0.30 0.30 0.30
14 0.95 0.40 0.40 0.40
15 0.95 0.50 0.50 0.50
16 0.95 0.60 0.60 0.60
17 0.95 0.70 0.70 0.70
18 0.95 0.80 0.80 0.80
19 0.95 0.90 0.90 0.90
20 0.90 0.10 0.10 0.10
21 0.90 0.20 0.20 0.20
22 0.90 0.25 0.25 0.25
23 0.90 0.40 0.40 0.40
24 0.90 0.50 0.50 0.50
25 0.90 0.60 0.60 0.60
26 0.90 0.70 0.70 0.70
27 0.90 0.80 0.80 0.80
28 0.90 0.90 0.90 0.90
29 0.80 0.10 0.10 0.10
30 0.80 0.20 0.20 0.20
31 0.80 0.30 0.30 0.30
32 0.80 0.40 0.40 0.40
33 0.80 0.50 0.50 0.50
34 0.80 0.60 0.60 0.60
35 0.80 0.70 0.70 0.70
36 0.80 0.80 0.80 0.80
37 0.80 0.90 0.90 0.90

Tabelle 11: Relaxationskoeffizienten des SIMPLER-Verfahrens zur Berechnung
des Abhitzedampferzeugers mit Biindelheizfliche
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Rechenlauf Relaxationskoeflizient
Druck | Dichte | Geschwindigkeit | Enthalpie
1 0.10 0.25 0.30 0.40
2 0.10 0.30 0.30 0.30
3 0.10 0.35 0.35 0.35
4 0.13 0.25 0.30 0.40
5 0.13 0.25 0.30 0.50
6 0.13 0.25 0.50 0.50
7 0.13 0.25 0.70 0.50
8 0.13 0.25 0.70 0.60
9 0.13 0.25 0.70 0.70
10 0.13 0.25 0.80 0.80
11 0.13 0.25 0.90 0.90
12 0.13 0.30 0.90 0.90
13 0.13 0.40 0.90 0.90
14 0.13 0.50 0.90 0.90
15 0.13 0.60 0.90 0.90
16 0.13 0.70 0.90 0.90
17 0.13 0.80 0.90 0.90
18 0.14 0.25 0.40 0.40
19 0.14 0.25 0.50 0.50
20 0.14 0.25 0.60 0.60
21 0.14 0.25 0.70 0.70
22 0.14 0.25 0.80 0.80
23 0.14 0.25 0.90 0.90
24 0.20 0.25 0.90 0.90
25 0.20 0.50 0.90 0.90
25 0.30 0.30 0.90 0.90
27 0.30 0.40 0.90 0.90
28 0.35 0.30 0.90 0.90
29 0.35 0.30 0.85 0.85
30 0.40 0.25 0.90 0.90

Tabelle 12: Relaxationskoeffizienten des SIMPLE-Verfahrens zur Berechnung
des Abhitzedampferzeugers mit Biindelheizfliche
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