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Kurzfassung

Die vorliegende Forschungsarbeit beschiftigt sich mit der Untersuchung des Einflusses von
sekunddren  Alkylsulfonaten (SAS) auf das Betriebsverhalten eines Einrohr-
Naturumlaufverdampfers im Miniplant-Mafistab. Durch Variation des massebezogenen
Tensidanteils &, des Betriebsdruckes p sowie des scheinbaren Fiillstandes A* und der
treibenden Temperaturdifferenz A7, werden die Auswirkungen des Tensids auf den
Wairmeiibergangskoeffizienten und die Umlaufgeschwindigkeit untersucht. Durch die Zugabe
von SAS wird eine Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit von bis zu 136 % gegeniiber der
Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser erzielt, was auf die Reduzierung des
zweiphasigen Druckverlustes durch die Anwesenheit des Tensids zuriickgefiihrt wird.
Entgegen den Erwartungen fiihrt die Steigerung der Umlauf-geschwindigkeit nicht zu einer
Erhéhung des integralen Wérmeiibergangs. Durch die differenzierte Betrachtung des
Wairmeiibergangs in Aufheiz- und Verdampfungszone konnte gezeigt werden, dass der
Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz auf den Wéarmeiibergangskoeffizienten stérker
ausgeprigt ist als der Einfluss der Fluiddynamik, quantifiziert durch die Reynolds-Zahl.
Dieses Ergebnis erlaubt die Schlussfolgerung, dass der Warmetransport in der Aufheizzone
durch den Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens dominiert wird. Darauf aufbauend
wird angenommen, dass die Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit durch das Tensid bei
gleicher treibender Temperaturdifferenz zu einer Hemmung des unterkiihlten Blasensiedens
fiilhrt, wodurch der Wairme-iibergangskoeffizient in der Aufheizzone reduziert wird. Der
Einfluss des Tensids auf die zweiphasige Warmeiibertragung in der Verdampfungszone fllt
gering aus. Beim Vergleich der Wéarmeiibertragung in der Verdampfungszone muss allerdings
beriicksichtigt werden, dass sowohl die Warmeiibergangs- als auch die Wairme-
durchgangskoeffizienten in Abhéngigkeit von den Betriebsbedingungen mit hohen
Unsicherheiten belegt sind. Je groBer der produktseitige Warmeiibergang ist, desto grofler ist
auch die Unsicherheit der Koeffizienten. Diese Abhdngigkeit reduziert insbesondere die
Belastbarkeit der experimentell bestimmten Wairmeiibergangskoeffizienten in der
Verdampfungszone. Im unteren Betriebsbereich des Verdampfers bei A7y < 30K und
% <90% wurden erhohte zeitliche Schwankungen des Umlaufstroms beobachtet, die auf das
Auftreten der Geysering Stromungsinstabilitéit schliefen lassen. Durch die Zugabe von SAS
werden die Stromungsinstabilititen bei dem hochsten Tensidanteil teilweise reduziert. Da
Geysering auf der zyklischen Bildung von Kolbenblasen beruht, wird vermutet, dass das
Tensid die Stromung aufgrund seiner koaleszenz-hemmenden Wirkung stabilisieren.

Zur Quantifizierung des Einflusses des Tensids beziehungsweise der reduzierten
Oberflachenspannung auf das Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers wurden zwei
dimensionslose Modellgleichungen zur Beschreibung der Nusselt-Zahl und der Reynolds-
Zahl auf Basis der Jakob-Zahl und des scheinbaren Fiillstandes entwickelt. Der Einfluss des
Tensids wird dabei durch eine neu entwickelte dimensionslose Kennzahl sowie durch
Normierung der Oberflaichenspannung des Stoffsystems auf die Oberflaichenspannung von
reinem Wasser beriicksichtigt. Beide Korrelationsgleichungen bilden die experimentellen
Daten mit einer mittleren Abweichung von 16 % ab. Hinsichtlich der Beschreibung der
Reynolds-Zahl ist eine erweiterte Datenbasis erforderlich, um die Eignung des Potenzansatzes
zur Abbildung des Tensideinflusses zu tiberpriifen. Als nichste Schritte werden somit eine
Erweiterung des Variationsbereichs des Tensidanteils und der treibenden Temperaturdifferenz
vorgeschlagen.
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Abstract

The present research investigates the influence of secondary alkyl sulfonates (SAS) on the
operating behaviour of a single-tube thermosiphon reboiler on a miniplant scale. The effects
of the surfactant on the heat transfer coefficient and the circulation velocity are investigated
through variation of the surfactant content &, the operating pressure p, the submergence 4*,
and the driving temperature difference A 7,.. The addition of SAS increased the circulation
velocity up to 136 % compared to the circulation velocity of pure water. This is attributed to
the reduction of the two-phase pressure loss through the presence of the surfactant. Contrary
to expectations, the increase in circulation velocity does not lead to an increase in integral
heat transfer. Through a differentiated view of the heat transfer in the heating and evaporation
zone, it is shown that the influence of the driving temperature difference on the heat transfer
coefficient is more pronounced than the influence of the fluid dynamics quantified by the
Reynolds number. This result supports the conclusion that the heat transfer in the heating
zone is dominated by the mechanism of subcooled boiling. Therefore, it is assumed that the
increase in the circulation velocity due to the surfactant leads to an inhibition of the subcooled
boiling at the same driving temperature difference. This can explain the reduction in the heat
transfer coefficient in the heating zone due to the addition of the surfactant. The influence of
the surfactant on the two-phase heat transfer in the evaporation zone is low. When comparing
the heat transfer coefficients in the evaporation zone, however, an uncertainty analysis has
shown that the heat transfer coefficients are subject to high uncertainties depending on the
operating conditions. The greater the heat transfer on the product side, the greater the
uncertainty associated with the value. This dependency leads to a reduction in the reliability
of the experimentally determined heat transfer coefficients in the evaporation zone in
particular. In the lower operating range of the reboiler at A7u < 30K and A%< 90 %,
increased temporal fluctuations of the circulating flow were observed which are attributed to
the occurrence of the Geysering flow instability. By adding SAS, the flow instabilities could
be partially reduced at the highest surfactant content. Since Geysering flow is based on the
cyclic formation of large bubbles, it is assumed that surfactants can stabilise the flow by
inhibiting coalescence and promoting the development of smaller bubbles.

To quantify the influence of the surfactant, namely the reduced surface tension, on the
operating behaviour of the thermosiphon reboiler, two dimensionless model equations were
developed to describe the Nusselt number and the Reynolds number based on the Jakob
number and the submergence. The influence of the surfactant is taken into account by means
of a newly developed dimensionless parameter and by normalising the surface tension of the
material system to the surface tension of pure water. Both correlations represent the
experimental data with an average deviation of 16 %. With regard to the description of the
Reynolds number, an extended database is required in order to check whether the power
approach is suitable for modelling the influence of surfactants. Therefore, the next steps are to
extend the variation range of the surfactant content and the driving temperature difference.
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1 Einleitung

Die Anwesenheit von grenzflichenaktiven Substanzen wie Tensiden ist in thermischen
Trennapparaten in der Regel unerwiinscht. In Kolonnen oder Wérmeiibertragern konnen
Tenside in Bereichen mit einer intensiven Vermischung von Gas- und Fliissigphase eine
storende Schaumbildung fordern und dadurch den Betrieb der Anlage beeintréchtigen (Leuner
et al., 2020, Staud et al., 2023). In der chemischen Industrie sind unter anderem Verfahren zur
Rauchgasreinigung, insbesondere die Aminwésche zur Abscheidung von Kohlenstoffdioxid
aus Rauchgasen, von unerwiinschter Schaumbildung betroffen. Durch den Eintrag von
Verunreinigungen oder als Folge der Degradation der Waschlosung koénnen sich
grenzflichenaktive Substanzen im Prozess anreichern. Bei Uberschreiten einer kritischen
Konzentration fiihrt dies zur Schaumbildung und in der Folge zu erhdhten Druckverlusten,
verminderten Durchsidtzen und im ungiinstigsten Fall zum Anlagenstillstand.

Diesen aus dem industriellen Betrieb von thermischen Trennapparaten bekannten negativen
Effekten steht der gezielte Einsatz von Tensiden zur Verbesserung des Warmeiibergangs
gegeniiber. So belegen experimentelle Untersuchungen an Wérmerohren, dass die Priasenz
von Tensidmolekiilen die zweiphasige Warmetibertragung deutlich steigern kann (Gandomkar
et al., 2020, Raju, Krishnan, 2020). Dariiber hinaus liegen erste Untersuchungen zum Einfluss
von Tensiden auf den Betrieb eines Fallfilmverdampfers vor, welche zeigen, dass das
Stromungsverhalten des Fallfilms durch die Anwesenheit von Tensid stabilisiert werden kann
(Waack et al., 2022).

Naturumlaufverdampfer werden in der chemischen Industrie aufgrund der hohen erreichbaren
Wirmetibertragungsraten sowie der niedrigen Investitionen und Betriebskosten haufig als
eigenstindige Trennstufe oder zur Briidenerzeugung fiir eine nachgeschaltete Trenneinheit
eingesetzt. Aufgrund des weit verbreiteten industriellen Einsatzes ist die unerwiinschte
Schaumbildung durch oberfldchenaktive Substanzen auch in Naturumlaufverdampfern eine
bekannte Herausforderung (Chen et al., 2006, Leuner et al., 2020). Im Gegensatz zu den
bekannten Auswirkungen von Tensiden auf die Betriebscharakteristik einer Trennkolonne
(Thiele et al, 2003), ist der Einfluss auf das Betricbsverhaltens eines
Naturumlaufverdampfers bisher kaum untersucht worden. Es ist jedoch davon auszugehen,
dass Tenside aufgrund ihrer grenzflachenaktiven Eigenschaften sowohl die Mechanismen der
ein- und zweiphasigen Warmeiibertragung als auch den ein- und zweiphasigen Druckverlust
und damit die Naturumlaufverdampfung auf verschiedenen, miteinander gekoppelten Ebenen
beeinflussen. Zu jedem dieser Themengebiete existieren unabhéngig voneinander eine
Vielzahl an experimentellen und theoretischen Studien. So ist beispielsweise die Steigerung
der zweiphasigen Wiarmeiibertragung durch die Anwesenheit von Tensidmolekiilen ein weit
verbreiteter Forschungsgegenstand (Acharya, Pise, 2017). Gleiches gilt fiir die Untersuchung
des Einflusses von Tensiden auf Ein- und Zweiphasenstromungen. Es ist allgemein anerkannt,
dass die Anwesenheit von Tensiden die Aufstiegsgeschwindigkeit von Gasblasen in einer
Fliissigkeit durch die Erhohung des Reibungsdruckverlustes deutlich reduziert (Nalajala et al.,
2014). Gleichzeitig konnen Tenside integral betrachtet den Druckverlust in vertikalen
Zweiphasenstromungen  verringern  (Gao, Xu, 2018). Wie die verschiedenen
Wirkmechanismen der Tenside das integrale Betriebsverhalten eines Naturumlauf-
verdampfers verdndern, kann aus diesen grundlegenden Studien allerdings nicht abgeleitet
werden. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit soll daher die Beeinflussung der
Naturumlaufverdampfung durch die Anwesenheit von Tensid im Miniplant-MaBstab
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1 Einleitung

experimentell untersucht werden. Die iibergeordnete Zielsetzung besteht darin, die
Auswirkungen von Tensiden, im Speziellen von sekunddren Alkylsulfonaten, auf den
Anlagenbetrieb zu quantifizieren.

Dazu wird in einem Top-Down-Ansatz das integrale Betriebsverhalten und der Einfluss des
Tensids durch den produktseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten und die einphasige
Umlaufgeschwindigkeit beschrieben. Darauf aufbauend sollen die zugrundeliegenden
Mechanismen durch die Aufteilung des Verdampferrohrs in die einphasige Aufheizzone und
die zweiphasige Verdampfungszone detaillierter betrachtet werden. Weiterhin wird das
Auftreten von Stromungsinstabilititen und deren Zusammenhang mit der Anwesenheit von
Tensid diskutiert.

Die Entstehung von verdampfungsinduzierten Schiumen wiéhrend der Naturumlauf-
verdampfung basiert auf der Dampfblasenbildung im Verdampferrohr. Die Ausbildung der
Schaumstrukturen findet allerdings erst im Briidenabscheider durch die Trennung von Dampf-
und Flissigphase statt und beeinflusst die Mechanismen der Warmeiibertragung daher nur
indirekt. Aus diesem Grund wird die Schaumentstehung im Rahmen dieser Arbeit nicht im
Detail untersucht, sondern lediglich im Zusammen-hang mit der Festlegung des zu
untersuchenden Betriebsbereichs betrachtet.



2 Stand des Wissens

2.1 Grundlagen der Naturumlaufverdampfung

Aufgrund der hohen Wiérmeiibertragungsraten sowie geringer Investitionen und
Betriebskosten sind Naturumlaufverdampfer in der chemischen Industrie weit verbreitet
(Kister, 2003, Leuner et al., 2020). Der Umlaufstrom zwischen dem Warmeiibertrager und der
nachgeschalteten Phasentrenneinheit wird durch die Dichtedifferenz zwischen dem
Zweiphasengemisch im Warmeiibertrager und der einphasigen Zulaufstromung induziert.
Dies ermoglicht einen pumpenlosen Betrieb und dadurch die Prozessierung schersensitiver
Stoffsysteme. AufBlerdem fithren kleine Dampfmassenstrome  und  hohe
Stromungsgeschwindigkeiten zu einer verringerten Belagbildung, sodass auch zur
Belagbildung neigende Stoffsysteme verdampft werden konnen. Diesen Vorteilen steht die
starke  Kopplung von  Wirmeiibertragung und  Fluiddynamik ~ wihrend  der
Naturumlaufverdampfung gegeniiber, welche die Verwendung von iterativen Berech-
nungsansétzen erforderlich macht und die Unsicherheiten bei der Auslegung der Apparate
erhoht (Arneth, 1999, Lu, 2022). Zusitzlich fithren die im Vergleich zur
Zwangsumlaufverdampfung verstérkten Riickkopplungsmechanismen zwischen Wérme-
iibertragung und Fluiddynamik zu einer erhohten Storanfilligkeit des Naturumlaufver-
dampfers gegeniiber Stromungsinstabilititen (Dialer, 1983).

Eingesetzt werden Naturumlaufverdampfer entweder als eigenstindige Trenneinheit oder als
Wirmeiibertragungseinheit zur Briidenerzeugung fiir nachgeschaltete Rektifikations-, oder
Desorptionskolonnen (vgl. Abbildung 1) (Alane, Heggs, 2011).

Heat Transfer Unit Separation Unit
volatiles

bottom product concentrate

Abbildung 1: Naturumlaufverdampfer zur Erfiillung unterschiedlicher Verfahrensaufgaben. Links:
Warmeiibertragungseinheit zur Briidenerzeugung, rechts: eigenstindige Trenneinheit, aus (Scholl,
Brahim, 2005)

In Abhéngigkeit der Verfahrensaufgabe muss ein Naturumlaufverdampfer unterschiedliche
Spezifikationen erfiillen. Als einstufige Eindampfeinheit ist die Zielgroe des Prozesses die
Reinheit und Ausbeute des abzutrennenden Stoffes, wihrend als Sumpfverdampfer fiir
Trennkolonnen die {iibertragene Wirmestromdichte beziehungsweise die Gasbelastung,
quantifiziert durch den Gasbelastungsfaktor £, eine entscheidende Kenngrofle des Betriebs
darstellt (Scholl, Brahim, 2005). Je nach Anforderungsprofil konnen die Verdampferrohre des
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Wairmeiibertragers horizontal oder vertikal, sowohl als Einzelrohr als auch als Rohbiindel
ausgefiihrt werden. Die Rohrlidnge variiert iiblicherweise zwischen 1 m und 4 m mit
Rohrdurchmessern von 16 mm bis 38 mm. Bei zur Belagbildung neigenden Prozessmedien
oder Prozessmedien mit erhohter Viskositdt werden die Durchmesser vergrofiert. In
Abhéngigkeit davon, welches Medium stirker zur Belagbildung neigt, konnen die
Betriebsmedien im Inneren oder auBerhalb der Rohre gefiihrt werden. Als heizseitige
Betriebsmittel werden tiblicherweise Wasserdampf oder Warmetragerfliissigkeiten eingesetzt.

Lange Verdampferrohr [ Warmeiibertragung | | [ Strémungsform |
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Abbildung 2: Temperaturverlauf, Warmetibertragungsregime und Stromungsformen in einem
vertikalen Naturumlaufverdampfer

Das allgemeine Funktionsprinzip der Naturumlaufverdampfung ist in Abbildung 2 dargestellt.
Am Zulauf des Verdampferrohrs stromt das Stoffgemisch aufgrund von Wérmeverlusten und
dem wirkenden hydrostatischen Druck der Fliissigkeitssdule unterkiihlt in das
Verdampferrohr. Die Warmeiibertragung erfolgt im ersten Abschnitt des Rohrs durch
einphasige Konvektion. Wird die Wéarmestromdichte und damit die Temperatur in der
thermischen Grenzschicht bis auf einen kritischen Wert qONB erhoht (vgl. Gleichung(9)),
bilden sich erste Dampfblasen an der Wéarmeiibertragungsflache. In der Zone des unterkiihlten
Siedens kondensieren die Dampfblasen, sobald sie sich von der Warmeiibertragungsfliache
ablosen. Uber die Hohe des Verdampferrohrs nimmt die Temperatur der Kernfliissigkeit zu,
bis die lokale Siedetemperatur beziechungsweise der Sattigungsdampfdruck p. erreicht wird.
Das Ende der einphasigen Aufheizzone (AZ) ist erreicht und die Verdampfungszone (VZ)
beginnt. Der Ubergang zwischen der Aufheiz- und Verdampfungszone wird durch den
Pinchpunkt, der iiber die minimale Temperaturdifferenz zwischen Heiz- und Produktseite
definiert ist, beschrieben. In Abhéngigkeit der Betriebsbedingungen kann es in der
Verdampfungszone bei einer Wandtemperatur leicht oberhalb der lokalen Siedetemperatur
zum konvektiven Sieden kommen (Arneth, 1999, Hammerschmidt, 2013). Die
Temperaturdifferenz zwischen der Wand und der Siedetemperatur ist nicht ausreichend, um
die Bildung von Dampfblasen zu induzieren. Der Warmetransport erfolgt weiterhin durch
freie Konvektion und die Verdampfung findet an freien dampf-fliissig Grenzflachen weiter
oben im Verdampferrohr statt. Bei hoheren Wandtemperaturen sind die Dampfkeimstellen auf
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der Wirmeiibertragungsfliche aktiv und die Dampfblasenbildung setzt ein. Die sich bildenden
Dampfblasen stromen schwerkraftgetrieben das Verdampferrohr empor und reiflen dabei die
Fliissigphase mit. Der Warmetransport erfolgt durch geséttigtes Blasensieden und die partielle
Verdampfung des Stoffsystems fiihrt aufgrund der Dichtedifferenz zwischen der Dampf- und
der Fliissigphase zu einer treibenden hydrostatischen Druckdifferenz zwischen
Briidenabscheider und dem Zulauf des Verdampferrohrs, welche den Naturumlauf weiter
antreibt. Aufgrund der Reduzierung des hydrostatischen Druckes sowie dem Auftreten von
Reibungsdruckverlusten iiber das Verdampferrohr nimmt die Siedetemperatur in der
Verdampfungszone entsprechend der Dampfdruckkurve des Stoffsystems ab. Der stetige
Druckabfall iiber die Hoéhe des Verdampferrohrs fiihrt zusdtzlich dazu, dass ein Teil der
Fliissigkeit durch Entspannungsverdampfung in den dampfférmigen Zustand iibergeht. Nach
Verlassen des Verdampferrohrs stromt das Zweiphasengemisch iiber die Briidenleitung in den
Briidenabscheider, wo die Trennung von Dampf- und Fliissigphase erfolgt.

Durch Erhéhung der Wérmestromdichte nehmen in Abhéngigkeit des vorherrschenden
Druckes die Anzahl und das Volumen der Dampfblasen mit zunehmender Verdampferhohe
starker zu. Aufgrund des vergrofierten Volumens der Dampfblasen vereinigen sich diese und
es entstechen Dampfpfropfen, die einen Grofiteil des Stromungsquerschnittes belegen. Die
Stromungsform geht von der Blasen- zur Pfropfenstromung iiber. Durch den Phasenwechsel
wird das spezifische Volumen schlagartig vergroBert, was zu einer Beschleunigung des
dariiber liegenden Zweiphasengemisches fiihrt. Da die Reibung in den wandnahen Schichten
am grofBten ist, stromen die Dampfpfropfen in die Mitte des Verdampferrohrs und dréngen die
Fliissigkeit an die Verdampferwand. Durch weitere Steigerung der Verdampfungsrate lagern
sich die einzelnen Dampfpfropfen zu einem zusammenhangenden Dampfkern zusammen und
die Dicke des wandnahen Fliissigkeitsfilms wird reduziert. Mit abnehmender Dicke sinkt auch
der Wérmewiderstand des Fliissigkeitsfilms und die dadurch reduzierte Differenz zwischen
Fliissigkeitstemperatur und lokaler Siedetemperatur verhindert die Bildung von Dampfblasen.
Anstatt dessen erfolgt die Verdampfung an der freien Phasengrenzfliche zwischen
Flissigkeitsfilm  und Dampfkern. Dieser Stromungsbereich wird als Ringstromung
bezeichnet. Kommt es zur weiteren Verdampfung der Fliissigkeit an der
Wirmetibertragungsfliache, wird diese nicht mehr vollstindig benetzt und der Warmetransport
erfolgt iiber einphasige Zwangskonvektion zwischen der Wand und der Dampfphase. Wird
die Wand vollumfinglich von einer Dampfschicht bedeckt, ist der Bereich des Filmsiedens
erreicht. Der Wirmeiibertragungskoeffizient sinkt ab und es kann zur starken Uberhitzung der
Wairmeiibertragungsfliche und damit zur Schddigung des Wérmeiibertragers kommen
(Bierling, 2019, Dialer, 1983, Kamil, 1992).

2.1.1 Warmeiibertragung im Naturumlaufverdampfer

Naturumlaufverdampfer werden iiblicherweise bis zum Bereich des gesittigten Blasensieden
beziehungsweise der Pfropfenstromung betrieben (Arneth, 1999). In diesem Kapitel werden
daher die Grundlagen der Warmetibertragung sowohl fiir die einphasige Konvektion als auch
fiir das Stromungssieden vorgestellt. Da der Begriff des Stromungssieden in der Literatur
unterschiedlich definiert wird, sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass in der
vorliegenden Arbeit die Definition nach (Kind, Wetzel, 2019a) verwendet wird. Diese besagt,
dass der Begriff ,Stromungssieden alle Wirmeiibergangsmechanismen und
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Stromungsformen umfasst, welche beim Wirmetransport mittels siedenden und stromenden
Fliissigkeits-Dampf-Gemischen auftreten konnen.

Einphasige Konvektion

Der Wérmetransport bei einphasiger Konvektion erfolgt sowohl durch Wérmeleitung im Fluid
als auch durch den von der Stromung induzierten Transport von kinetischer Energie und
Enthalpie (Polzin, 2020). Wenn ein Fluid tiber eine Wand mit einer erhéhten Temperatur
stromt, fiihrt die Haftbedingung an der Wand dazu, dass die Geschwindigkeit des Fluids an
der Wand den Wert 0 m s” annimmt und die Temperatur durch Wirmeleitung erhcht wird.
Direkt an der Wand ldsst sich der Warmetransport daher durch das Fourier'sche Gesetz nach
Gleichung (1) beschreiben (Alameri, Alkaabi, 2020).

. dT

a=(5), 1
Hierbei entspricht ¢ der Warmestromdichte, welche sich aus dem Produkt der thermischen
Leitfahigkeit des Fluids A; und dem Temperaturgradienten zwischen der Wandoberflache und
der Fliissigkeitsschicht ergibt. Der Abstand von der Wand wird hierbei durch y
gekennzeichnet.

Mit steigender Entfernung von der Wand nimmt die Stromungsgeschwindigkeit stetig zu, bis
die maximale Geschwindigkeit erreicht wird (vgl. Abbildung 3). Die Héhe, bei der die
Stromung 99 % der maximalen Stromungsgeschwindigkeit erreicht, kennzeichnet die Hohe
beziehungsweise Dicke der hydrodynamischen Grenzschicht 8, (Weber, 2008).

laminar turbulent

Abbildung 3. Schematische Darstellung des Geschwindigkeitsprofils in der hydrodynamischen
Grenzschicht bei laminarer und turbulenter Stromung

Innerhalb der Grenzschicht unterscheidet sich die Geschwindigkeit also um mehr als 1 % von
der Maximalgeschwindigkeit. Das Geschwindigkeitsprofil und damit die Dicke der
hydrodynamischen Grenzschicht wird stark durch die Stromungsform beeinflusst. Wéhrend
bei laminaren Stromungen der Geschwindigkeitsgradient in y-Richtung gréfer und folglich
die Grenzschichtdicke kleiner ist, filhrt der Ubergang zur turbulenten Strémung zu
Fluktuationen in den Geschwindigkeitskomponenten der einzelnen Fluidteilchen. Dadurch
werden die Reibung und der Wérmetransport zwischen den einzelnen Teilchen und
gleichzeitig die Dicke der hydrodynamischen Grenzschicht erhoht (Weber, 2008). Bei
turbulenter Stromung bildet sich in Wandndhe zusitzlich die laminare oder viskose
Unterschicht aus, deren Ausdehnung in y-Richtung deutlich geringer ist als die Dicke der
hydrodynamischen Grenzschicht.

Ahnlich wie die Geschwindigkeit verindert sich auch die Temperatur der Fliissigkeit mit
wachsendem Abstand von der Wand. Bei einer im Vergleich zur Fliissigkeit iiberhitzten
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Wand sinkt die Fluidtemperatur 7;in y-Richtung bis bei 7k die Temperatur der Kernstrémung
erreicht wird (vgl. Abbildung 4).

!

g = konst.

Abbildung 4: Schematische Darstellung des Temperaturprofils in der thermischen Grenzschicht bei
erzwungener Konvektion

Die Dicke der thermischen Grenzschicht 6+ wird definiert als der Abstand y, fiir den folgende
Beziehung gilt:

Te-Tw _
ﬁ =0,99 2)

Demnach ist die Differenz zwischen der Fluidtemperatur 7 an der Stelle y und der
Wandtemperatur 7w gleich 99 % der Temperaturdifferenz zwischen Kerntemperatur 7x und
Wandtemperatur (Alameri, Alkaabi, 2020). Innerhalb der thermischen Grenzschicht erfolgt
der Wérmetransport tiber Konvektion und kann mittels Gleichung (3) beschrieben werden.
Die tibertragene Warmestromdichte ¢ ergibt sich aus dem Produkt des lokalen, konvektiven
Wirmetibergangskoeffizienten a und der Temperaturdifferenz zwischen Wand und
Fliissigkeit.

q = (Tw 'Tf) (3)

Durch Gleichsetzen von Gleichung (1) und (3) und Auflosen nach a ergibt sich der

konvektive Wirmeiibergangskoeffizient innerhalb einer idealen thermischen Grenzschicht als

Funktion des Temperaturgradienten an der Wand (%) , der Wiarmeleitfahigkeit des Fluids A
w

und der Temperaturdifferenz zwischen Wand und Fliissigkeit:

(&), @

f (T -Tp

o=

Gleichung (4) zeigt, dass der lokale konvektive Warmeiibergangskoeffizient mit steigendem
Temperaturgradient an der Wand und daher mit sinkender Dicke der thermischen
Grenzschicht ansteigt. Eine diinne thermische Grenzschicht erhoht folglich den
Wiérmetransport zwischen Wand und Kernfliissigkeit (Polzin, 2020). Die Dicke der
thermischen Grenzschicht wird unter anderem von der Stromungsform beeinflusst. So fiihrt
eine Erhohung der Turbulenz aufgrund des erhohten Wéarmetransports innerhalb der
Grenzschicht zu einer Steigerung des Wairmeiibergangskoeffizienten. Dadurch ist der
Temperaturabfall an der Wand geringer und die thermische Grenzschicht wird vergrofert
(Maurus, 2002).
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Neben der Beeinflussung des konvektiven Wirmetibergangs hat die Dicke der thermischen
Grenzschicht auch einen Einfluss auf die Blasenbildung beim Stromungssieden. Damit
Dampfblasen entstehen konnen, muss die Temperatur der sie umgebenden Fliissigkeit um
einen definierten Betrag iiberhitzt vorliegen. Ob die Temperatur der die Blase umgebenden
Fliissigkeit diese Bedingungen erfiillt, hangt von dem Temperaturgradienten innerhalb der
Grenzschicht ab.

Stromungssieden

Die Wairmeiibergangsmechanismen wihrend des Stromungssiedens werden durch den
thermodynamischen Zustand der Zweiphasenstromung beeinflusst. Liegt die Kerntemperatur
der Fliissigkeit unterhalb und die Wandtemperatur ausreichend hoch oberhalb der lokalen
Siedetemperatur, erfolgt die Warmeiibertragung iiber das unterkiihlte Blasensieden. Aufgrund
der Rekondensation der Dampfblasen in der Kernstromung wird die Warmeiibertragung beim
unterkiihlten Blasensieden im Vergleich zur einphasigen Konvektion stark erhoht. Die
Entstehung der Dampfblasen sorgt zum einen fiir eine verstirkte Turbulenz in den wandnahen
Schichten und zum anderen zu einer schnelleren Erwarmung der Kernfliissigkeit durch die
freiwerdende Kondensationswérme (Dialer, 1983, Kirschbaum, 1961). Fiir eine detailliertere
Beschrei-bung der grundlegenden Mechanismen der Blasenentstehung sowie des Einflusses
von Tensidmolekiilen auf diese, wird auf Kapitel 2.2.4 verwiesen. Erreicht die Kerntempe-
ratur die lokale Siedetemperatur des Stoffsystems, sind die entstehenden Dampfblasen auch
aullerhalb der thermischen Grenzschicht thermodynamisch stabil und das gesét-tigte
Blasensieden setzt ein. Der thermodynamische Dampfgehalt steigt an, die Netto-
dampfbildung beginnt und der Warmeiibergang wird von der Entstehung der Dampf-blasen
dominiert, die in Form von Blasenschwirmen aufsteigen (Kind, Wetzel, 2019a). Die wéahrend
des Stromungssiedens iibertragene, integrale Gesamtwarmestromdichte qgcs kann in zwei

Anteile aufgeteilt werden: den Anteil des konvektiven Wirmetransports ¢, sowie den Anteil
des blasenbildenden Wirmetransports q,. Fiir das unterkiihlte Sieden gilt nach (Kind, Wetzel,
2019c¢):

Gges = A + 4 3

Hierbei steht g, fiir die Warmestromdichte, die dem Wirmeiibergangsmechanismus der
einphasigen Konvektion beziehungsweise dem konvektiven Sieden zugeordnet wird. In der
Literatur werden beide Begriffe zur Beschreibung dieses Mechanismus des Warmeiibergangs
verwendet. Da beim konvektiven Stromungssieden keine Dampfblasen entstehen und die
Verdampfung an der freien Phasengrenze erfolgt, kann unter Beriicksichtigung des
Dampfmassenanteils der Warmeiibergangskoeffizient basierend auf den GesetzméBigkeiten
der einphasigen Konvektion bestimmt werden (Kind, Saito, 2019).

Fiir die Berechnung von g, wird der Wirmeiibergangskoeffizient des Blasensiedens unter
dem Einfluss einer aufgeprigten Stromung bendtigt. Die Wairmeiibertragung beim
Blasensieden wird wesentlich durch die Aktivierung von Keimstellen, dem Wachstum sowie
dem Abreiflen und Aufsteigen der Dampfblasen bestimmt. Jeder dieser Prozesse wird durch
die Uberhitzung der die Blase umgebenden Fliissigkeit und damit durch die Dicke der
thermischen Grenzschicht beeinflusst. Durch Erhéhung der Stromungs-geschwindigkeit wird
der Temperaturgradient in der thermischen Grenzschicht erhoht, die Dicke der Grenzschicht
nimmt ab und die Blasenentstechung wird gehemmt. Dariiber, wie stark der
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Wirmeiibergangskoeffizient des Blasensiedens durch das Aufprigen einer Stromung
beeinflusst wird, herrscht in der Literatur Uneinigkeit. So zeigen beispielsweise (Kind, Saito,
2019) durch den Vergleich experimenteller Messdaten aus zehn unter-schiedlichen Studien,
dass der Stromungseinfluss vernachldssigbar klein ist. Allerdings wird nicht nédher erldutert,
mit welcher Berechnungsformel der Wairmeiibergangs-koeffizient des Blasensiedens
bestimmt wurde und wie die Abgrenzung zwischen konvektivem und blasenbildendem
Wirmetransport erfolgt. Im Gegensatz dazu konnen (Chen et al., 2018) experimentell
belegen, dass im Ubergangsbereich zwischen voll ausgebildetem Blasensieden und partiellem
Blasensieden die Stromungs-geschwindigkeit einen reduzierenden Einfluss auf den integralen
Wirmeitibergangs-koeffizienten haben kann. Obwohl die Erhohung der
Stromungsgeschwindigkeit den konvektiven Anteil der Warmetibertragung vergroBert, wird
angenommen, dass der negative Einfluss auf die Dampfblasenbildung tiberwiegt und somit
die integrale Warmestromdichte verringert wird.

Der nachteilige Einfluss der Stromungsgeschwindigkeit auf den blasenbildenden
Wirmetransport wurde erstmalig von (Chen, 1966) fiir den Bereich des gesittigten
Blasensiedens mittels Gleichung (6) beschrieben.

ages:F'aK_'_s'aBS (6)

Im Gegensatz zu den aktuell géngigen Begrifflichkeiten, bezeichnete (Chen, 1966) die
vorherrschenden ~ Wirmeitibertragungsmechanismen als  Makrokonvektion (ax), zur
Beschreibung der Effekte der einphasigen Warmetibertragung sowie als Mikrokonvektion
(ass), um den Beitrag der Blasenbildung zur Wirmeiibertragung zu kennzeichnen. Die
dimensionslosen Funktionen F und § stellen dabei Parameter dar, die durch Anpassung der
Modellgleichung an die experimentellen Daten gewonnen wurden. Der Vorfaktor F ist ein
Stromungsparameter, der die Erh6hung des konvektiven Warmetransports in Wandnéhe durch
die Bildung von Dampfblasen und die dadurch induzierten Mikroturbulenzen darstellt. Bei
Dampfmassenanteilen kleiner als 0,1 kann fiir #ein Wert von 1 angenommen werden (Steiner
et al., 2005). Die Beeinflussung des Blasensiedens durch das Aufprigen einer Stromung wird
mittels des Unterdriickungsfaktors .S beschrieben, welcher Werte von 0 (unendlich grofie
Stromungsgeschwindigkeit) bis 1 (keine Stromung) annehmen kann. Zur Bestimmung von §
existieren unterschiedliche Ansétze. Bei Kenntnis der Reynolds-Zahl kann Gleichung (7) nach
(Butterworth, 1979) zur Berechnung von .S herangezogen werden.
1

S = 7)

1+2,53-10°(Re - F2%)1.17

Diesem Ansatz (Chen, 1966) gegeniiber steht die Korrelationsgleichung nach (Kind, Saito,
2019), die auf der Annahme beruht, dass die Stromungsgeschwindigkeit den
Wairmeiibergangskoeffizienten beim Blasensieden ass nicht maBgeblich beeinflusst. In
Analogie zu Gleichung (5) werden in dieser Berechnungsgleichung die Wérmeiibergangs-
koeffizienten ax und ass wie folgt gemittelt:

ages = \/3 (aK)3 + (aBS)3 (8)

Fiir die Berechnung von ass konnen unterschiedliche Korrelationsgleichungen verwendet
werden, wie beispielsweise der Ansatz nach (Rohsenow, 1971) oder (Forster, Zuber, 1955).
Fiir die Anwendung von Gleichung (8) spezifizieren (Kind, Saito, 2019), dass ass nur zum
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integralen Wirmeiibergangskoeffizienten beitrdgt, wenn eine kritische Wérmestromdichte
qonp Vorliegt. Die Berechnung von ¢, basiert auf den Grundlagen der Blasenbildung. Die
Voraussetzung fir das Wachstum einer Dampfblase ist, dass eine kritische
Temperaturdifferenz zwischen der dampf-fliissig Grenzfldche aufrechterhalten werden kann.
Die zugehdrige kritische Wérmestromdichte ¢, ergibt sich nach Gleichung (9).

. 2:-0-Tg-ap

GONE ~ f-py- by ®)

Hierbei stehen o, ps, Ah und ar fir die Oberflichenspannung, die Dampfdichte, die
Verdampfungsenthalpie sowie den lokalen einphasigen Wirmeiibergangskoeffizienten. Der
kritische Radius 7z hingt von der Oberflichenbeschaffenheit der Warme-tibertragungsflache
ab und kann mit 0,3-10° m abgeschatzt werden (Kind, Wetzel, 2019a).

Welcher der beiden Wirmeiibertragungsmechanismen wiahrend des blasenbildenden
Stromungssiedens  dominiert, wird unter anderem von dem Betriebsdruck, der
Stromungsgeschwindigkeit, dem Dampfmassenanteil sowie der Differenz zwischen der
Oberflachentemperatur der Wirmeiibertragungsflaiche und der Siedetemperatur der
Fliissigkeit A 7: beeinflusst. Zur Identifizierung des vorherrschenden Mechanismus kann die
Abhéngigkeit des Gesamtwiarmeiibergangskoeffizienten von A7 herangezogen werden.
Wihrend ax nicht durch AT: beeinflusst wird, steigt ass mit steigender Temperaturdifferenz
zwischen Wand und Fliissigkeit aufgrund der erhdhten Anzahl an aktiven Keimstellen
deutlich an (Kind, Wetzel, 2019a).

2.1.2 Kenn- und Betriebsgréen der Naturumlaufverdampfung

Der Betriebsbereich eines Naturumlaufverdampfers ist aufgrund der starken Wechselwirkung
zwischen Fluiddynamik und Warmetibertragung durch die treibende Temperaturdifferenz, den
Fiillstand sowie den Betriebsdruck begrenzt. Am unteren Ende des Betriebsbereichs wird der
Betrieb des Verdampfers durch den Zusammenbruch des Umlaufstroms limitiert. Der
Umlaufmassenstrom wiederum resultiert aus der Differenz zwischen dem hydrostatischen
Druck der Fliissigkeitssdule im Briidenabscheider und dem hydrostatischen Druck des
Zweiphasengemischs im Verdampferrohr. Durch die partielle Verdampfung der Fliissigkeit
im Verdampferrohr wird die mittlere Dichte des Zweiphasengemischs reduziert, der
hydrostatische Druck sinkt und die entstehende Druckdifferenz Aprie bewirkt das
Aufwirtsstromen des Zweiphasengemischs und treibt damit den Naturumlauf an. Nach
Gleichung (10) steigt Apmie mit steigendem Fiillstand im Briidenabscheider /1. sowie
abnehmender mittlerer Dichte des Zweiphasengemisches p; und damit steigendem
Stromungsdampfmassenanteil im Verdampferrohr. Auflerdem gehen in die Berechnung der
treibenden Druckdifferenz die Erdbeschleunigung g, die Fliissigkeitsdichte pr sowie die Hohe
der Riickfiihrung des Zweiphasengemischs in den Briidenabscheider /4. mit ein.

Ap = Pr € hpa - pp-g-hpp (10)

Die treibende Druckdifferenz Aprie, wirkt dem internen Druckverlust {iber die Rohrsegmente,
insbesondere dem Druckverlust tiber das Verdampferrohr, entgegen. Der Gesamtdruckverlust
Ap.s setzt sich aus dem Reibungsdruckverlust und dem Beschleunigungsdruckverlust
zusammen. Der  Reibungsdruckverlust  ist  proportional ~zum  Quadrat  der
Stromungsgeschwindigkeit und kann {ber die entsprechenden Widerstandsbeiwerte
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beispielsweise nach (Kind, Wetzel, 2019b) berechnet werden. In der Verdampfungszone fiihrt
die partielle Verdampfung der Fliissigkeit zu einer Anderung des Massenanteils sowie der
Geschwindigkeit der Dampf- und Flissigphase. Diese Impulsédnderung ist die Ursache fiir den
auftretenden Beschleunigungsdruckverlust, welcher wéihrend der Naturumlaufverdampfung in
Abhéngigkeit des Stromungsdampfmassenanteils x die gleiche GroBenordnung wie der
Reibungsdruckverlust annehmen kann (Arneth, Stichlmair, 2001). Der
Stromungsdampfmassenanteil ergibt sich dabei aus dem Quotienten des Dampfmassenstrom
my und dem Umlaufmassenstrom 1y nach Gleichung (11).

X =

(11)

212

Aufgrund des Druckabfalls in Stromungsrichtung und der im Vergleich zur Flissigkeit
deutlich geringeren Dampfdichte, erfahrt die Dampfphase eine stirkere Beschleunigung als
die wandnahen Fliissigkeitsteilchen. Dadurch entsteht eine Differenz zwischen der
Geschwindigkeit der Dampfphase wa und der Flissigkeitsphase wr. Der Quotient aus wa und
wi wird als Schlupf S bezeichnet:

wd

- (12)
Der Schlupf steigt mit dem Dampfmassenanteil, der dynamischen Fliissigkeitsviskositit sowie
dem Dichteverhiltnis zwischen Flissigkeit und Dampfphase. Basierend auf dem Schlupf
lassen sich die verschiedenen Ansidtze zur Berechnung des zweiphasigen Druckverlustes in
zwei Kategorien von Korrelationsgleichungen einteilen: die homogenen und die heterogenen
Modelle. Die homogenen Modelle beruhen auf der Vorstellung, dass die Dampf- und die
Fliissigphase mit der gleichen Geschwindigkeit durch das Verdampferrohr stromen. Der
Giiltigkeitsbereich dieser Modelle beschrinkt sich auf Stromungen mit geringen
Dampfmassenanteilen und hohen Stromungsgeschwindig-keiten. Die Berechnung des
Druckverlustes erfolgt iiber ein Pseudofluid, dessen Stromungsverhalten durch die
volumengemittelten Grofen der Dampf- und Fliissigphase bestimmt wird. In realen
Stromungen ist der Schlupf zwischen den Phasen immer grofler als eins. Mittels der
heterogenen Modelle wird der Druckverlust daher basierend auf der Annahme, dass Dampf-
und Fliissigphase unterschiedliche Anteile des Stromungs-querschnitts einnehmen und mit
unterschiedlichen Geschwindigkeiten das Verdampfer-rohr entlang stromen, berechnet. Die
Wechselwirkung zwischen den Phasen wird in den meisten Modellen durch empirische
Konstanten beriicksichtigt (Kind, Wetzel, 2019b).

Neben dem Schlupf und dem Stromungsdampfmassenanteil stellt der volumetrische
Dampfanteil € eine entscheidende Kenngréfe der Naturumlaufverdampfung dar, weil das
Volumen der Dampfphase direkt mit den wirkenden Auftriebskriften zusammenhéngt.
Gleichung (13) zeigt die Berechnungsvorschrift fiir €.
Vg + Vg
Der Zusammenhang zwischen Dampfmassenanteil x und volumetrischem Dampfanteil € ist in
Abbildung 5 fiir einen Druck von 1 bar und reinem Wasser dargestellt. Der Verlauf von &
verdeutlicht den starken Einfluss des Dampfmassenanteils auf den volumetrischen
Dampfanteil im Bereich kleiner Dampfimassenanteile.
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Abbildung 5: Volumetrischer Dampfanteil von reinem Wasser in Abhidngigkeit des Stromungs-
dampfinassenanteils x bei einem Druck von 1 bar

Bereits eine Steigerung des Dampfmassenanteils von 0 % auf 1 % fiihrt zu einer Erhdhung
des volumetrischen Dampfanteils um 94 %. Bei kleinen x fiihrt daher eine Erhohung der
Verdampfungsrate durch die Steigerung der treibenden Temperaturdifferenz zu einer stark
erhohten Geschwindigkeit der entstehenden Dampfphase. Die Beschleunigung der
Dampfphase fiihrt dazu, dass Fliissigkeitsteilchen mitgerissen werden und der Naturumlauf
gesteigert wird. Dieser Effekt dominiert bei kleinen bis mittleren treibenden
Temperaturdifferenzen von 20K bis 30 K. Die weitere Erhohung der treibenden
Temperaturdifferenz fiihrt dazu, dass die Steigerung des Umlaufstroms durch die Erhéhung
des zweiphasigen Druckverlustes kompensiert wird (Arneth, Stichlmair, 2001).

Da mit unterschiedlichen Naturumlaufverdampfern auch unterschiedliche Wérme-
durchgangskoeffizienten erreicht werden, sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass der
quantitative Vergleich der treibenden Temperaturdifferenz und deren Einfluss auf die
Fluiddynamik und Wérmeiibertragung zwischen unterschiedlichen Verdampferanlagen nicht
immer moglich ist. So kann beispielsweise davon ausgegangen werden, dass durch Anderung
des Wirmetragerfluids auf der Heizseite sowohl der Warmedurchgangs-koeffizient als auch
die notige treibende Temperaturdifferenz zur Ubertragung der gleichen Wirmestromdichte
verdndert wird. Hinzu kommt, dass auch die Definition der treibenden Temperaturdifferenz in
der Literatur nicht einheitlich ist (Lu, 2022). In der vorliegenden Arbeit wird die treibende
Temperaturdifferenz als Differenz zwischen der Einlauftemperatur der
Wirmetrigerfliissigkeit und der Siedetemperatur des Stoffsystems am Kopf des
Briidenabscheiders definiert (vgl. Gleichung (30)).

Ein weiterer entscheidender Parameter, der nach Gleichung (10) den Umlaufstrom und damit
auch die Wiarmeiibertragung beeinflusst, ist der Flissigkeitsfiillstand im Briidenabscheider
hsa. Um die Vergleichbarkeit dieser GroBe zu erleichtern, wird der Fiillstand tiblicherweise als
scheinbarer Fiillstand /#* bezogen auf die Linge der Warmeiibertragungsfliche angegeben.
Durch Steigerung des scheinbaren Fiillstandes erhoht sich die Triebkraft fiir den Naturumlauf
und die Wirmeiibergangskoeffizienten werden sowohl in der Aufheiz- als auch in der
Verdampfungszone aufgrund der gesteigerten Geschwindigkeit erhoht. Gleichzeitig fiihrt der
erhohte hydrostatische Druck am Zulauf des Verdampferrohrs zu einer erhohten
Fliissigkeitsunterkiihlung in Bezug zur lokalen Siedetemperatur. Dadurch wird die Lange der
einphasigen Aufheizzone mit einer im Vergleich zur Verdampfungszone deutlich niedrigeren
produktseitigen Warmeiibertragung vergrofert. In  Abhéngigkeit vom Betriebsdruck
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kompensieren sich diese beiden Mechanismen und der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes
auf die Warmestromdichte bezichungsweise den Wiarmedurchgangskoeffizienten ist gering
(Arneth, Stichlmair, 2001, Hammerschmidt, 2013). Durch die Anderung des Betriebsdruckes
verandert sich die Lage des Betriebspunktes auf der Dampfdruckkurve und damit das Ausmal3
der Fliissigkeitsunterkithlung am Zulauf des Verdampferrohrs. Bei einem hohen
Betriebsdruck fiihrt die Anderung des scheinbaren Fiillstandes und damit des hydrostatischen
Druckes nur zu einer geringen Veranderung der Siedetemperatur, wohingegen bei niedrigen
Betriebsdriicken der hydrostatische Druck die Siedetemperatur stark beeinflusst (Lu, 2022). Je
tiefer der Betriebsdruck, desto groBer ist daher die Flissigkeitsunterkiihlung und der Einfluss
des scheinbaren Fiillstandes auf die Wirmeiibertragung. Neben dem Einfluss auf die
Unterkithlung beeinflusst der Betriebsdruck auch die Entstehung der Dampfblasen an der
Wirmeitibertragungsflache. Durch Erhéhung des Druckes nimmt die Grenzflachenspannung
sowie die Dichtedifferenz zwischen Dampf und Fliissigkeit und somit der kritische Keim-
bildungsradius ab. Daraus folgt, dass bei erhohten Driicken mehr aktive Keimstellen
vorhanden sind und die zweiphasige Wérmeiibertragung gesteigert wird (Polzin, 2020). Fiir
die Grundlagen der Keimbildungstheorie und den Einfluss von Tensidmolekiilen auf selbige
wird auf Kapitel 2.2.4 verwiesen.

2.1.3 Strémungsinstabilitdten

Die in Abschnitt 2.1.2 beschriebene Beschrankung des Betriebsbereichs von Naturum-
laufverdampfern hingt direkt mit dem Auftreten von instabilen Stromungszustinden
zusammen. Aufgrund des Funktionsprinzips der Naturumlaufverdampfung weist diese Art
von Wirmeiibertragern eine erhohte Storanfélligkeit gegeniiber Stromungsinstabilititen auf.
Durch die enge Kopplung von Fluiddynamik und Wirmeiibertragung kann beispielsweise
eine kurzzeitige Anderung des Dampfmassenanteils zu einer groBen Anderung der Triebkraft
des Naturumlaufs fiihren, wodurch wiederum die Wirmeiibertragung beeinflusst wird. Die
Riickkopplung zwischen den verschiedenen Mechanismen der Wéarmeiibertragung und
Fluiddynamik kann dazu fiihren, dass die Schwankungsamplituden des Umlaufmassenstroms
und des Dampfmassenanteils erhoht werden. Im ungiinstigsten Fall kann das Auftreten eines
instabilen Stromungsverhaltens die Umkehr der Stromungsrichtung induzieren (Dialer, 1983).
Abbildung 6 zeigt die fiir die Naturumlaufverdampfung charakteristische Abhéngigkeit der
Stromungsgeschwindigkeit im Verdampferrohr vom scheinbareren Fiillstand (Scholl, Brahim,
2005). Die schrittweise Verringerung des scheinbaren Fiillstandes fiihrt bis zu einem Wert
von 110 % zu einer leichten Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit bei anndhrend konstanten
Schwankungsamplituden. Die weitere Absenkung des scheinbaren Fiillstandes um
5 Prozentpunkte und somit die Reduzierung der Triebkraft des Naturumlaufs hat zur Folge,
dass die Umlaufgeschwindigkeit deutlich reduziert und die Schwankungsamplitude stark
erhoht wird.
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Abbildung 6: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die Umlaufgeschwindigkeit in einem
Naturumlautverdampfter (Scholl, Brahim, 2005)

Dieses instabile Betriebsverhalten wirkt sich nachteilig auf den Betrieb des
Naturumlaufverdampfers aus, da es die Betriebsfiihrung, zum Beispiel durch die Reduzierung
der kritischen Warmestromdichte, erschwert. AuBlerdem konnen je nach Art der Instabilitét
starke Vibrationen in den Rohrleitungen und dem Wirmeibertrager auftreten, die zur
mechanischen Schadigung des Apparates filhren (Nayak, Vijayan, 2008).

Im Allgemeinem wird der Begriff Instabilitdt iiber die Reaktion eines Systems auf eine
externe Storung definiert. Wenn die betrachtete ZielgroBe nach der Stérung in ihren
urspriinglichen Zustand zuriickkehrt, liegt ein stabiles System vor. Fiihrt eine Storung
hingegen zur Ausbildung eines neuen, stationdren Zustandes oder der Oszillation der
ZielgroBe mit einer erhohten oder anwachsenden Amplitude, wird von einem instabilen
Betriebsverhalten gesprochen. Quantifiziert wird das Auftreten von Instabilitdten haufig iiber
die prozentuale Abweichung der Amplitude vom Mittelwert der ZielgroBe. Als kritische
Werte werden in der Literatur sowohl Abweichungen von + 10 % (Nayak, Vijayan, 2008) als
auch =+ 30 % (Fukuda, Kobori, 1979) vom Mittelwert genannt. Nachteilig an dieser Definition
der Instabilitét ist, dass auch wihrend des stabilen Betriebs eines Verdampfers Schwankungen
in den Umlaufstromen und Temperaturen auftreten. Die Differenzierung zwischen instabilen
und stabilen Betriebspunkten anhand der prozentualen Abweichung allein ist daher oftmals
nicht zielfithrend (Mochizuki, 1994). Auflerdem besteht bei der Angabe von prozentualen
Abweichungen das Risiko, dass bei grofen absoluten Mittelwerten auch grofe Amplituden
noch einem stabilen Verhalten zugeordnet werden. So konnte die Temperaturmessung bei
einer absoluten Temperatur von 100 °C um 10 °C beziehungsweise 30 °C schwanken und
wire jeweils an der Grenze zur Instabilitit, obwohl der Umlaufstrom bei diesen Bedingungen
vermutlich eine deutlich groflere Schwankungsbreite aufwiese. Aus diesem Grund sollten
prozentuale Angaben als Richtwerte interpretiert und das Auftreten von Instabilititen fiir den
jeweiligen Prozess aufbauend auf diesen Richtwerten definiert werden.

Stromungsinstabilititen in Zweiphasenstromungen werden in der Literatur oftmals im
Zusammenhang mit Naturumlaufsystemen (engl. natural circulation systems) diskutiert. Im
Unterschied zu Naturumlaufverdampfern bestehen Naturumlaufsysteme aus einem Kreislauf,
in dem der Verdampfer und der Kondensator iiber eine adiabate Steigleitung (engl. riser)
verbunden sind. Aufgrund der vergleichbaren Kopplung zwischen Fluiddynamik und
Wirmeiibertragung kénnen diese Studien trotz der konstruktiven Unterschiede herangezogen
werden, um die grundlegenden Mechanismen der im Naturumlaufverdampfer auftretenden
Instabilititen zu erlautern (Wu et al., 1996).
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Zur Klassifizierung von fluiddynamischen Instabilitdten existiert eine Vielzahl von
unterschiedlichen Ansétzen (Ruspini et al., 2014, Vijayan et al., 2019), einer der bekanntesten
ist die Einteilung in statische und dynamische Instabilitdten nach (Bouré¢ et al., 1973). Hierbei
bezieht sich der Begriff ,statische Instabilitdt® auf die Mdoglichkeit, das Auftreten eines
instabilen Betriebspunktes durch stationdre Erhaltungsgesetze vorhersagen zu konnen. Die
Instabilititen entstehen dadurch, dass es mehrere Losungen der Erhaltungsgesetze gibt, so
dass eine Storung des Systems kurzfristig zum Erreichen eines neuen, stabilen Betriebspunkt
fithren kann. Im Gegensatz dazu miissen fiir die Vorhersagen von dynamischen Instabilititen
unter anderem die  Wechselwirkungen und  Riickkopplungseffekte  zwischen
Umlaufmassenstrom, Dampfmassenanteil und Druckverlust beriicksichtigt und die jeweiligen
instationdren Bestimmungsgleichungen geldst werden. Aufgrund der Vielzahl der bekannten
Stromungsinstabilititen werden im Folgenden ausschlielich statische und dynamische
Instabilititen betrachtet, die im unteren Betriebsbereich des Naturumlaufverdampfers bei
geringen Wirmestromdichten und Dampfmassenanteilen auftreten konnen. Dazu zéhlen die
Ledinegg Instabilitit, die Stromungsforminstabilitit sowie das Geysering als statische
Instabilitdten und die Dichtewellenoszillation als dynamische Instabilitét.

Statische Instabilititen

Die Ledinegg Instabilitit wurde erstmals von (Ledinegg, 1938) definiert und beschreibt die
schlagartige Reduzierung oder Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit. Die Ursache fiir die
Anderung der Stromungsgeschwindigkeit ist das Vorhandensein mehrerer, stabiler
Betriebspunkte bei konstanter Wairmestromdichte und Flissigkeitsunterkithlung sowie
unterschiedlichen Umlaufgeschwindigkeiten. Im Naturumlaufverdampfer ergibt sich die
Umlaufgeschwindigkeit aus der Bilanz der treibenden, hydrostatischen Druckdifferenz Aprie
und den auftretenden internen Druckverlusten Ap.. Ein stationdrer Betriebszustand liegt vor,
wenn die treibende Druckdifferenz den internen Druckverlusten entspricht. Andert sich
beispielsweise durch Schwankungen des scheinbaren Fiillstandes die treibende
Druckdifferenz und bleibt der innere Druckverlust konstant, so é#ndert sich die
Zirkulationsgeschwindigkeit in der Weise, dass die Differenz zwischen Apw und Aprie
ausgeglichen wird. Durch Auftragen der internen Druckverluste und der treibenden
Druckdifferenz iber den Umlaufmassenstrom konnen die moglichen stationdren
Betriebspunkte als Schnittpunkte der beiden Druckdifferenz-Kurven graphisch dargestellt
werden (vgl. Abbildung 7). Die interne Druckverlustcharakteristik entspricht dabei fiir den
Naturumlaufverdampfer der fiir den Zwangsumlauf bekannten S- oder N-Kurve (Mayinger,
1984). An dieser Stelle ist es wichtig herauszustellen, dass der interne Druckverlust im
Verdampferrohr bei konstanter Warmestromdichte und konstanter Unterkiihlung unabhéngig
davon, ob der Umlauf durch natiirliche Zirkulation oder einen Zwangsumlauf induziert wird,
eindeutig  definiert ist. Die durch den Zwangsumlauf bestimmbare interne
Druckverlustcharakteristik ist also auch fiir den Naturumlauf giiltig, auch wenn es wéhrend
des Betriecbs des Naturumlaufverdampfers nicht moglich ist, die verschiedenen
Betriebspunkte bei konstanter Warmestromdichte anzufahren. Die treibende Druckdifferenz,
héufig auch als externe Druckkennlinie bezeichnet, wird fiir den Naturumlauf von (Nayak,
Vijayan, 2008) als konstant angenommen. Diese Annahme vernachldssigt allerdings den
entscheidenden Einfluss des Dampfmassenanteils auf die Dichtedifferenz zwischen der
hydrostatischen Fliissigkeits-sdule und dem Zweiphasengemisch im Verdampferrohr. Eine
entsprechende Anpassung wurde von (Jiang et al., 2000) vorgenommen; sie zeigen, dass die
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treibende Druckdifferenz mit steigendem Umlaufstrom aufgrund des sinkenden
Dampfmassen-anteils streng monoton fallt.

Ap

ApTrieh (= Apex) G = konst.

ATg,p = konst.

Abbildung 7: Abhingigkeit des Druckverlustes Ap vom Umlaufinassenstrom m fiir den treibenden
Druckverlust Apri und den internen Api Druckverlust in einem Naturumlaufverdampfer.

Durch die graphische Darstellung der internen und der treibenden Druckkennlinien des
Naturumlaufverdampfers ldsst sich das Stabilitdtskriterium fiir die Ledinegg Instabilitét
ableiten. In Abbildung 7 sind zu diesem Zweck die Verlaufe vereinfacht dargestellt. Die drei
Schnittpunkte (a), (b) und (c) zeigen, dass es drei mogliche, stationdre Betriebspunkte gibt,
wobei (a) und (c) als stabil und (b) als instabil definiert sind. Fiihrt in Betriebspunkt (a) eine
statistische Storung zu einer Erhhung des Umlaufstroms, nimmt der internen Druckverlust
zu, der Umlauf wird reduziert und der Betriebszustand kehrt wieder zu Punkt (a) zuriick. Der
gegenteilige Mechanismus tritt bei einer Reduzierung der Umlaufgeschwindigkeit auf. Die
gleichen Mechanismen greifen auch in Punkt (c). Im Punkt (b) hingegen fiihrt eine Anderung
des Umlaufstroms dazu, dass die Betriebspunkte (a) oder (c) erreicht werden. Diese
Zusammenhdnge lassen sich iiber den Vergleich der Steigungen der Druckkennlinien zu
folgenden Instabilitdtskriterium zusammenfassen:

dAPriich o IAPiy

dh © dm (19
Nach Gleichung (14) gilt ein stationdrer Betriebspunkt als instabil, falls die Steigung der
externen Druckkennlinie, fiir den Fall der Naturumlaufverdampfung gleichbedeutend mit der

treibenden Druckdifferenz Apris, grofer ist als die Steigung der internen Druckdifferenz Api.

Ahnlich wie die Ledinegg Instabilitit, tritt auch die Stromungsforminstabilitit aufgrund sich
indernder Druckverluste iiber das Verdampferrohr auf. Durch den Ubergang von der Blasen-
zur Propfen- bzw. Ringstromung verringert sich schlagartig der Druckabfall iiber das
Verdampferrohr. Die Zweiphasenstromung wird beschleunigt und der Umlaufmassenstrom
erhoht. Dies fithrt wiederum dazu, dass der Dampfmassenanteil abnimmt und die
Stromungsform wieder zur Blasenstromung zuriickkehrt. Wiederholt sich dieser Zyklus,
andern sich  die  Stromungsform im  Verdampfer und damit auch die
Stromungsgeschwindigkeit sowie der Dampfmassenanteil zyklisch (Nayak, Vijayan, 2008,
Walter, Ponweiser, 2012).

Eine weitere statische Instabilitdt, die bei geringen Wéirmestromdichten und Stromungs-
geschwindigkeiten in siedenden Zweiphasenstromungen auftreten kann, ist das Geysering. In
Naturumlaufsystemen wird diese Art der Instabilitdt durch eine lange Steigleitung zwischen
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Verdampfer und Kondensator sowie eine hohe Fliissigkeitsunterkiihlung begiinstigt. Die sich
im Verdampfer bildenden Dampfblasen erfahren wéhrend ihrer Aufwértsbewegung in der
Steigleitung aufgrund der hydrostatischen Druckdifferenz eine deutliche Volumenexpansion.
Die einzelnen Blasen koaleszieren und es bilden sich Kolbenblasen, die einen groien Teil des
Stromungsquerschnittes ausfiillen und die Stromung kurzzeitig stark beschleunigen. Aufgrund
der hohen Unterkiihlung konden-sieren die Blasen allerdings, bevor sie in den Kondensator
eintreten und unterkiihlte Fliissigkeit stromt zuriick in den Verdampfer. Dadurch wird die
Blasenbildung fiir eine gewisse Warteperiode gehemmt, bevor der oben beschriebene Prozess
erneut ablauft (Vijayan et al., 2019).

Im Unterschied zu Naturumlaufsystemen erfolgt die Trennung des Zweiphasengemisches in
Naturumlaufverdampfern nicht in einer Steigleitung, sondern in dem horizontal mit dem
Verdampfer verbundenen Briidenabscheider. Trotz dessen konnen die zuvor beschriebenen
grundlegenden Mechanismen auch in einem Naturumlaufverdampfer ein instabiles
Betriebsverhalten induzieren (Alane, Heggs, 2011, Lu, 2022). Im Bereich kleiner
Wiérmestromdichten und hoher Fliissigkeitsunterkithlungen wird ein GrofBteil des zur
Dampfentstehung bendtigten Warmstroms in der einphasigen Aufheizzone tibertragen. Die
Entstehung der Dampfblasen erfolgt in der Verdampfungszone sowohl durch die erhohte
Wirmezufuhr als auch durch Entspannungsverdampfung aufgrund des sinkenden Druckes
und der damit einhergehenden Erhohung der Temperaturdifferenz zwischen der Wand des
Wirmetibertragers und der Siedetemperatur der Fliissigkeit. Besonders bei niedrigen Driicken
kann die plétzliche Volumenausdehnung der Dampfblasen dazu fiihren, dass die einzelnen
Blasen zu Kolbenblasen koaleszieren und den Umlaufstrom kurzzeitig beschleunigen. Durch
diese erhohte Umlaufgeschwindigkeit stromt vom Zulauf des Verdampferrohrs unterkiihlte
Flussigkeit nach und die Blasenbildung wird wie in den Naturumlaufsystemen gehemmt. Tritt
die Verdampfung und Bildung der Kolbenblasen nicht in der Verdampfungszone, sondern in
der Briidenleitung ohne weitere Warmezufuhr auf, wird das instabile Verhalten als Flashing
Instabilitét bezeichnet.

Ein direkter Transfer der aus Naturumlaufsystemen bekannten Einflussgrofen auf die
Geysering Instabilitdt in Naturumlaufverdampfern wird durch die konstruktiven Unterschiede
verhindert. Beispielsweise fiihrt in Naturumlaufsystemen ein hoher Fiillstand aufgrund der
rdumlichen Begrenzung dazu, dass die Steigleitung vollstandig mit Fliissigkeit ausgefiillt ist
und der Phaseniibergang bei hohen Warmestromdichten unterdriickt wird (Liu et al., 2019).
Dieses Verhalten wird in Naturumlaufverdampfern selbst im iiberfluteten Zustand nicht
beobachtet. Trotzdem kann davon ausgegangen werden, dass die mechanistischen
Erkenntnisse auf den Naturumlaufverdampfer iibertragbar sind. So fithren geringe
Wirmestromdichten und hohe Unterkiihlungen dazu, dass die Verdampfungsrate so gering ist,
dass die Dampfblasen isoliert vonein-ander vorliegen und Kolbenblasen nicht entstehen
konnen. Folglich tritt Geysering bei diesen Betriebsbedingungen nicht auf. Wenn die
Wirmestromdichte hingegen einen kritischen Wert {iberschreitet, fiihrt dies zu einer
konstanten Verdampfungsrate und folglich einer konstanten Triebkraft fiir den Naturumlauf,
ohne dass die nachstromende unterkiihlte Fliissigkeit dazu fiihrt, dass die Blasenbildung
gehemmt wird. Einen d&hnlichen Einfluss wie die Wirmestromdichte hat auch die
Fliissigkeitsunterkithlung in Naturumlaufsystemen. Bei grofien Fliissigkeitsunterkiihlungen
fiihrt eine weitere Erhoh-ung der Unterkithlung zu einer Stabilisierung des Umlaufstroms,
wihrend bei kleinen Fliissigkeitsunterkiihlungen eine Erhéhung der Unterkiithlung
destabilisierend wirkt. Inwieweit diese qualitativen Zusammenhénge auf die Vorgdnge im
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Naturumlaufver-dampfer {iibertragbar sind, bleibt allerdings offen, da das Ausmal} der
Fliissigkeits-unterkithlung in  Naturumlaufverdampfern deutlich geringer ist als in
Naturumlauf-systemen (Liu et al., 2019, Walter, Ponweiser, 2012).

Dynamische Instabilititen

Dynamische Stromungsinstabilitdten konnen nach (Vijayan et al., 2019) anhand des
Propagationsmechanismus der Storung in akustische Oszillationen und Dichtewellenos-
zillationen unterteilt werden. Die akustischen Oszillationen werden durch Druckwellen
initiiert, welche beispielsweise wihrend des Filmsiedens den Wirmetransport durch die
Beeinflussung der Dicke des Dampffilms verdndern (Li et al., 2022, Nayak, Vijayan, 2008).
In Naturumlaufverdampfern ist ein weitaus entscheidenderer Aspekt das Auftreten von
Dichtewellenoszillationen, die dadurch charakterisiert sind, dass sich die mittlere Dichte iiber
den Rohrquerschnitt in axialer Richtung verdndert. Diese Art der Instabilitat kann durch den
Einfluss der Schwerkraft, der Reibung oder des Impulsiibertrags hervorgerufen werden. Im
unteren  Betriebsbereich des  Naturumlauf-verdampfers tritt der Typ 1 der
Dichtewellenoszillation auf, welcher maBigeblich durch die Schwerkraft bzw. die
Auftriebskraft beeinflusst wird (Ruspini et al., 2014). Ursdchlich fiir das Auftreten der Typ 1
Dichtewellenoszillation sind die Riickkopplungs-effekte zwischen Umlaufstrom und
Dampfmassenanteil im Bereich geringer volume-trischer Dampfanteile. Selbst eine kleine
Erhdhung der Verdampfungsrate fiihrt in diesem Bereich zu einer groBen Anderung des
volumetrischen Dampfmassenanteils (vgl. Abbildung 5) und damit zu einer gesteigerten
Triebkraft des Naturumlaufs. Durch die Erhohung des Umlaufstroms wird der Warmestrom,
der zur einphasigen Erwédrmung des Stoffsystems bis auf die lokale Siedetemperatur
aufgewendet wird, erhoht und die einphasige Autheizzone verlangert sich. Dadurch werden
kurzzeitig die Verdampfungs-rate beziehungsweise der Dampfmassenanteil und damit die
treibende Druckdifferenz reduziert (vgl. Gleichung (10)). Folglich wird auch der
Umlaufstrom gebremst und die geschilderten Vorgénge, die die zeitlichen Schwankungen des
Umlaufstroms induzieren, wiederholen sich. Durch die dauerhafte Erhohung des
Dampfmassenanteils,  beispiels-weise ~ durch  die  Steigerung der iibertragenen
Wirmestromdichte, verringert sich der Einfluss des Dampfmassenanteils auf den
volumetrischen Dampfanteil und das Auftreten der Stromungsinstabilitdt wird gehemmt
beziehungsweise vollstindig unterdriickt (Nayak, Vijayan, 2008).

2.1.4 Modellierung mittels dimensionsloser Kennzahlen

Aufgrund der starken Wechselwirkungen zwischen Wérmeiibertragung und Fluiddynamik
beruht die Auslegung von Naturumlaufverdampfern auf iterativen Berechnungsansitzen, bei
denen der Wirmeiibertrager in eine definierte Anzahl von Segmenten unterteilt wird.
Innerhalb jedes Segments werden durch Losen der Energie- und Massenbilanzen und
Verwendung von Korrelationsgleichungen zur Bestimmung des Druckverlustes und der
Wairmeitibertragung die Eingangsgrofien fir das nachfolgende Segment berechnet. Eine
Voraussetzung fiir die erfolgreiche Anwendung dieser Ansétze zur Vorausberechnung des
Wairmetibertragers ist die Existenz geeigneter Korrelationsgleichungen, die sowohl die ein-
und zweiphasige Wirmeiibertragung als auch den ein- und zweiphasigen Druckverlust bei den
vorherrschenden Betriebs- und Prozessbedingungen ausreichend genau beschreiben. Durch
die Anwesenheit von Tensiden im Naturumlaufverdampfer werden die Blasenentstehung und

18



2 Stand des Wissens

-dynamik und somit das Stromungsverhalten und der Warmetransport direkt beeinflusst. Im
Kapitel 2.2 wird ein Uberblick iiber die zugrunde liegenden Beeinflussungsmechanismen
gegeben. Vorweggenommen sei an dieser Stelle, dass zum jetzigen Zeitpunkt noch keine
etablierten Korrelationsgleichungen existieren, die die Auswirkungen von Tensiden auf die
Fluiddynamik und Warmeiibertragung im Naturumlaufverdampfer beschreiben konnten.

Im Zuge der ErschlieBung neuer Forschungsgebiete kann es vorkommen, dass die
Auswirkungen verschiedener Einflussgroen auf eine ZielgroBe bekannt, die zugrunde-
liegenden einzelnen Mechanismen allerdings aufgrund deren Komplexitit noch nicht
vollstandig aufgeklart sind. Die Aufstellung einer mechanistischen Korrelationsgleichung zur
Beschreibung der Zielgrofie ist dann nicht moglich. In diesen Féllen ist der Einsatz
dimensionsloser Kennzahlen ein etablierter Ansatz zur zusammenfassenden Beschreibung der
einzelnen Mechanismen. Beziiglich der Beeinflussung der Naturumlaufverdampfung durch
Tenside bietet ein solcher Ansatz den Vorteil, dass beispielsweise der integrale Einfluss auf
die Fluiddynamik quantifiziert werden kann, ohne dass Berechnungsvor-schriften verwendet
werden miissen, die den Einfluss des Tensids auf den zweiphasigen Druckverlust beschreiben.
Mit Hilfe dimensionsloser Modellgleichungen kann somit das Wissen iiber den integralen
Einfluss des Tensids auf das Betriebsverhalten des Verdampfers durch die Beeinflussung
verschiedener Stoffgroffen mittels der Wahl von dimensionslosen Kennzahlen und der
Definition geeigneter Giiltigkeitsbereiche zusam-mengefasst und quantifiziert werden.
Nachfolgend wird anhand einer exemplarischen Auswahl an Korrelationsgleichungen
aufgezeigt, inwieweit dimensionslose Kennzahlen in der Literatur Anwendung finden, um die
Wirmeitibertragung und die Fluiddynamik in Naturumlaufverdampfern abzubilden. Um den
Lesefluss nicht zu storen, werden die Gleichungen der dimensionslosen Kennzahlen nicht im
FlieBtext, sondern im Symbol-verzeichnis dargestellt.

Eine der ersten dimensionslosen Gleichungen zur Beschreibung der Wirmetibertragung
wiahrend der Naturumlaufverdampfung wurde von (Kirschbaum, 1955) entwickelt. Die
vorgeschlagene  Korrelationsgleichung — basiert  ausschlieflich auf dimensionslosen
Kennzahlen, die fiir die Vorausberechnung eines Naturumlaufverdampfers bekannt sind. Zur
Beschreibung der Wérmeiibertragung verwendet (Kirschbaum, 1955) eine modifizierte
Nusselt-Zahl MNwk, die sich aus dem Produkt des Wairmeiibergangs-koeffizienten und der
Oberflachenspannung dividiert durch das Produkt der Wairmeleitfahigkeit und des
Betriebsdruckes ergibt:

2

*0

NuK =

(13)

Mittels eines Potenzansatzes wird die Beeinflussung der Nusselt-Zahl durch die Jakob-Zahl
Ja, das Dichteverhiltnis zwischen Dampf- und Fliissigphase S und das Verhéltnis zwischen
der dynamischen Viskositdt von reinem Wasser und der dynamischen Viskositit des
eingesetzten Stoffsystems Z zusammengefasst und quantifiziert. Die Jakob-Zahl wird in
diesem Ansatz anstelle der Reynolds-Zahl verwendet, da davon ausgegangen wird, dass der
Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz innerhalb des Untersuchungsrahmens
vergleichbar mit dem Einfluss der Umlaufgeschwindigkeit ist. Durch Anpassung der
Modellgleichung an die experimentellen Daten von (Kirschbaum, 1955) ergab sich die finale
Gleichung zu:

>
=l

1 0,5 0,25 AT-cp\! o\ Ny, 0.25
Nug=C-(a)! - (8)°5-(2)°% = C- (52) - (pdl—'ooo) (F) (16)
v i toffsystem
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Hierbei ist die Konstante C abhéngig vom scheinbareren Fiillstand A#* und wird fiir 7% =40 %
mit 0,370 und fir #*=75% mit 0,236 angegeben. Als nachteilig erweist sich, dass die
Modellgleichung ausschlieBlich fiir die Geometrie des verwendeten Einzelrohr-Apparates mit
einem Rohrinnendurchmesser von 40 mm und einer Rohrlénge von 4 L anwendbar ist (Dialer,
1983) und die Ubertragung der Gleichung auf andere Verdampfergeometrien trotz
vorliegender experimenteller Daten nicht erfolgte. Einen dhnlichen Ansatz zur Beschreibung
der Wirmeiibertragung in Einrohr-Naturumlauf-verdampfern nutzt (Kamil et al., 1995),
wobei fiir die Aufheiz- und die Verdampfungs-zone zwei unterschiedliche Gleichungen
vorgestellt werden. Im Gegensatz zu dem Ansatz nach (Kirschbaum, 1955) werden auch
dimensionslose Kennzahlen verwendet, die fiir die Naturumlaufverdampfung a priori nicht
bekannt sind. So enthélt die Gleichung zur Beschreibung des konvektiven Warmeiibergangs
in der Aufheizzone (vgl. Gl. (17)) neben der Grashof-Zahl Grund der Prandtl-Zahl Pr auch
die Reynolds-Zahl Re und das Verhiltnis zwischen der Lange der Auftheizzone Liz und dem
Innendurchmesser des Verdampferrohrs d.

Nug = 0,140- (G028 - (Pr)02# - (Re)o2s+ - (122) ™ (17)
Die Léinge der Aufheizzone wird dabei basierend auf der Annahme bestimmt, dass sich die
Lénge der Verdampfungszone, bei elektrischer Beheizung des Wirmeiibertragers und damit
konstanter Warmestromdichte, iiber den entstehenden Dampfmassenstrom bestimmen lésst.
Nicht beriicksichtigt wird bei diesem Ansatz, dass ein Anteil der Wéarme, der zur Entstehung
der Dampfphase beitragt, bereits in der Aufheizzone iibertragen wird. Durch den
hydrostatischen Druck am Zulauf des Verdampferrohrs liegt die Flissigkeit in Bezug zur
Siedetemperatur iiberhitzt vor. Diese Uberhitzung wird innerhalb der Verdampfungszone und
der Briidenleitung durch Entspannungsverdampfung freigesetzt, wodurch es in Abhéngigkeit
der Betriebsparameter zu einer Uberschitzung des in der Verdampfungszone iibertragenen
Wirmestroms kommt. Dies hat eine Uberschitzung der Linge der Verdampfungszone und
einer Unterschitzung der Linge der Aufheizzone zur Folge. Zur Beschreibung der
zweiphasigen Wiarme-iibertragung in der Verdampfungszone werden die Peclet-Zahl Pe, fiir
Verdampfungs-vorgdnge sowie die Prandtl-Zahl Pr; der Martinelli-Faktor X. und das
Verhéltnis  zwischen der  Oberflichenspannung des  Stoffsystems und  der
Oberflachenspannung von reinem Wasser herangezogen.

e 0,021

NUB — 2,8029 . (Peb)0,6433 . (Pr)0,685 . (X[I)O’ZS . ( S:::]fs)’s&em) (18)
Hierbei steht Pa, fiir die dimensionslose Form der Warmestromdichte und bildet den Einfluss
des Blasensiedens auf die Wéarmeiibertragung ab, wihrend X: fir den Einfluss der
Zweiphasenstromung beziehungsweise den Anteil des konvektiven Stromungssiedens steht.
Sowohl Gleichung (17) als auch Gleichung (18) bilden die experimentellen Daten von (Kamil
et al, 1995) mit einer Unsicherheit von +30 % ab, miissen allerdings aufgrund der
Einbeziehung von Re, X und L,y zur Vorausberechnung eines Naturumlaufverdampfers
iterativ gelost werden. Unter Verwendung des gleichen Naturumlaufverdampfers, der auch
zur Entwicklung der Gleichungen (17) und (18) eingesetzt wurde, haben (Ali, Alam, 1992)
eine Korrelationsgleichung zur Beschreibung der Reynolds-Zahl entwickelt. Ahnlich wie
Gleichung (18) enthalt der dimensionslose Potenzansatz Pea, zur Abbildung des Einflusses des
Blasensiedens. Weiterhin beinhaltet die Gleichung die Unterkiihlungszahl K., welche den
Einfluss der Flissigkeits-unterkiihlung am Zulauf des Verdampferrohrs wiedergibt, sowie den
scheinbaren Fiillstand /7*.
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Re= 1,17+ (Pe,)?% - (Kyyp) 02 - (h*)!2 (19

Diese Form der Korrelationsgleichung gibt sowohl die experimentellen Daten von (Ali, Alam,
1992) also auch die von (Agrawal, 1980) und somit sechs unterschiedliche Stoffsystemen mit
einer Unsicherheit von +40 % wieder. Aufbauend auf Gleichung (19) konnte durch
Hinzufiigen des Martinelli-Faktors eine Reduktion der Unsicherheit der Korrelation auf
+ 25 % erreicht werden (Zaidi et al., 2008). Eine Einschrankung des modifizierten Ansatzes
ist allerdings, dass die Exponenten der dimensionslosen Kennzahlen fiir die verschiedene
Stoffsysteme einzeln angepasst wurden und die Korrelationsgleichung daher nicht unabhingig
vom Stoffsystem angewendet werden kann. Gleichung (20) zeigt die modifizierte Gleichung
nach (Zaidi et al., 2008) mit Exponenten, die fiir den Fall von reinem Wasser bestimmt
wurden.

Re = 5,798 . (Peb)],2312 . (Ksub)-0,1324 . (h*)0,2341 . (X[1)0,7432 (20)
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2.2 Beeinflussung des Betriebsverhaltens von Wirmeiibertragern
durch Tenside

In der Literatur sind Untersuchungen zum Einfluss von Tensiden auf den Betrieb eines
Wairmeiibertragers nur vereinzelt zu finden (Gandomkar et al., 2020, Waack et al., 2022).
Allgemein bekannt ist, dass die Anwesenheit von grenzflachenaktiven Substanzen zu einer
unerwiinschten, das Betriebsverhalten beeintrachtigenden Schaumbildung in thermischen
Trennapparaten fiihren kann. Die konkreten Mechanismen hinsichtlich der Beeinflussung von
Wirmeitibertragung und Fluiddynamik innerhalb eines Wairmeiibertragers sind allerdings
weitgehend unerforscht. Im nachfolgenden Kapitel werden daher die Erkenntnisse aus
grundlegenden Forschungsarbeiten zum Einfluss von grenzflachen-aktiven Substanzen auf die
ein- und zweiphasige Wirmeiibertragung und Fluiddynamik zusammengefasst und
eingeordnet. Dabei wird aufgrund der engen Verkniipfung der zugrundeliegenden
Mechanismen die Beeinflussung von einphasiger Fluiddynamik und Wérmeiibertragung
durch Tenside in einem gemeinsamen Kapitel behandelt, wihrend die Beeinflussung der
zweiphasigen Wérmeiibertragung und der zweiphasigen Fluid-dynamik getrennt voneinander
betrachtet werden.

2.2.1 Einfluss von Tensiden auf Stoffeigenschaften und Stoffiransport

Tenside sind oberflachenaktive Molekiile, deren Eigenschaften auf ihrer charak-teristischen
Molekiilstruktur beruhen. Ein Tensidmolekiil besteht aus einer lipophilen, unpolaren Kette,
héufig einer Kohlenwasserstoff-Kette und einer hydrophilen, polaren Kopfgruppe. In
Abhéngigkeit der funktionellen Kopfgruppe werden die oberflachen-aktiven Substanzen in
ionische und nicht-ionische Tenside eingeteilt. Im Allgemeinen werden die
Stoffeigenschaften eines Fluids durch den Zusatz eines Tensids in geringer Konzentration
nicht wesentlich beeinflusst. Eine Ausnahme davon stellt die Beein-flussung der
Grenzflachen- beziehungsweise der Oberflichenspannung dar. Der molekulare Aufbau der
Tenside fiihrt dazu, dass sich die Molekiile an Grenzflachen anlagern und dadurch die
Grenzflachenspannung senken (Cheng et al., 2007, Liang, Mudawar, 2018). Da die
Adsorption der Tensidmolekiile an der Grenzflache ein dynamischer Prozess ist, dndert sich
die Oberflachenspannung einer neu gebildeten Oberfliche mit der Zeit. Quantifiziert wird der
zeitabhéngige Einfluss der Tensid-molekiile durch die dynamische Oberflichenspannung.
Wie stark die dynamische Oberfldchenspannung durch ein Tensid beeinflusst wird, hidngt
unteranderem von der Temperatur und der Tensidart und -konzentration ab (Cheng et al.,
2007, Liang, Mudawar, 2018). Mit der Zeit nimmt die dynamische Oberflichenspannung
stetig ab, bis die Gleichgewichtsbelegung der Grenzflache mit Tensidmolekiilen erreicht ist.
Dieser Grenzwert der dynamischen Oberflaichenspannung wird durch die statische
Oberflachenspannung quantifiziert. Die Abhéngigkeit der statischen Oberflichenspannung
von der Tensidkonzentration wird durch einen asymptotischen Verlauf beschrieben. Dabei
kennzeichnet die kritische Mizellenkonzentration (engl. critical micelle concentration, CMC)
die Konzentration, bei der sich im Gleichgewicht Mizellen in der Fliissigphase ausbilden und
die statische Oberflachenspannung den asymptotischen Wert erreicht (Liang, Mudawar, 2018,
Mata et al.,, 2022). Im Gegensatz zu den vernachldssigbaren Auswirkungen geringer
Tensidkonzentrationen auf die Stoffeigenschaften, fithrt die Prasenz von Mizellen zu einer
Erhohung der Viskositit. Aulerdem kann sich oberhalb der CMC ein nicht-newtonsches
FlieBverhalten ausbilden (Cheng et al., 2007). Wie sich das FlieBverhalten des Fluids durch
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die Bildung der Mizellen verdndert, hdngt maligeblich von den entstehenden
Mizellenstrukturen ab. Bei Uberschreiten der CMC bilden sich zuerst sphérische Mizellen, die
sich bei Erhéhung der Konzentration in stabformige Mizellen umwandeln. Die Konzentration,
ab der stabformige Mizellen entstehen, wird auch als zweite kritische Mizellenkonzentration
CMC; bezeichnet. Die CMC wird in Abhidngigkeit der Tensidart durch die Temperatur
beeinflusst und nimmt in vielen Féllen mit der Temperatur zu (Asidin et al., 2019, Kim, Lim,
2004, Stasiuk, Schramm, 1996). In engem Zusammenhang mit der Beeinflussung der
Oberflachen-spannung steht der Einfluss von Tensiden auf das Benetzungsverhalten. Die
Benetz-barkeit einer homogenen Oberfldche kann im Gleichgewicht durch den Randwinkel 6
nach Gleichung (21) quantifiziert werden, wobei ein kleiner Randwinkel einer hohen
Benetzung entspricht.

Og - Og]

o~ cos 0 [e3)]
Wird die Oberflichenspannung der Fliissigkeit o1 durch die Anwesenheit von
Tensidmolekiilen reduziert, wahrend die Oberfldchenenergie o. und die Grenzflachen-
spannung zwischen Oberfldche und Fliissigkeit o konstant bleiben, so verringert sich auch
der Randwinkel und die Benetzbarkeit der Oberfliche nimmt zu. Bei gleicher
Oberflachenspannung wird der Randwinkel durch verschiedene Tensidarten allerdings
unterschiedlich stark beeinflusst. So hat beispielsweise das anionische Tensid Natrium-
laurylsulfat (SDS) nur einen geringen Einfluss auf den Randwinkel, wihrend das nicht-
ionische Tensid Octoxinol-9 den Randwinkel deutlich senkt (Wu et al., 1998). Wie der
Randwinkel durch Tenside beeinflusst wird, hidngt neben der Reduzierung der Ober-
flichenspannung auch von der Beeinflussung der Oberflichenenergie ab. Metalle und
Metalloxide haben eine hydrophile Oberfliche. Tensidmolekiile adsorbieren daher mit der
polaren Kopfgruppe an der Oberflidche, sodass die lipophile Kette in die fluide Phase ragt und
die Oberflache hydrophobiert wird. Dadurch wird die Benetzbarkeit der Oberflache verringert
und der Randwinkel steigt. Eine Erhohung der Tensid-konzentration kann dazu fiihren, dass
die monomolekulare Grenzflachenbelegung durch eine zusdtzliche Schicht von
Tensidmolekiilen erweitert wird. Diese zweite Molekiil-schicht lagert sich so an, dass die
lipophilen Ketten zueinander zeigen. Dadurch reicht die polare Kopfgruppe in die
Flussigphase, die Oberflaiche wird hydrophiler und der Randwinkel sinkt (Manglik, 2006,
Paria, Khilar, 2004, Zhu et al., 2017). Ob der Randwinkel durch den Zusatz des jeweiligen
Tensids erhoht oder reduziert wird, ist besonders im Zusammenhang mit der zweiphasigen
Wirmetibertragung von Bedeutung, da eine schlecht benetzbare Oberfliche die
Dampfkeimbildung energetisch begiinstig. Auf den detaillierten Zusammenhang zwischen
Randwinkel und Wirmeiibertragung wird in Kapitel 2.2.4 niher eingegangen.

Neben den Stoffeigenschaften kann die Anwesenheit von Tensidmolekiilen auch den
Stofftransport in ein- und zweiphasigen Stoffgemischen beeinflussen. Ein Beispiel hierfiir ist
die Marangoni-Konvektion, welche durch Gradienten in der Oberflichenspannung induziert
wird. Lokale Unterschiede in der Oberflichenspannung konnen unter anderem durch
Temperatur- oder Konzentrationsunterschiede induziert werden. Die daraus resultierenden
Stromungen werden als thermokapillare beziehungsweise solutokapillare Konvektion
bezeichnet. Wird eine mit Tensidmolekiilen belegte Grenzflache durch eine duBlere Stérung
vergrofert, so fiihrt dies zu einer Verringerung der lokalen Grenzfliachenbelegung und einer
Erhéhung der Oberflichenspannung. Diese Anderung der Oberflichenspannung induziert eine
Stromung von Tensidmolekiilen in Richtung der hoheren Oberfldchenspannung bis eine
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konstante Grenzflichenbelegung erreicht ist (Agble, Mendes-Tatsis, 2001, Meulenbroek et
al.,, 2021, Nakath, 2014). In Zweiphasen-stromungen, im Speziellen im Bereich der
Blasenstromung oder wihrend des Blasen-wachstums an einer beheizten Wand, kann diese
Art des solutokapillaren Marangoni-Effekts innerhalb einer Dampfblase beziehungsweise an
der dampf-fliissig Phasengrenze auftreten und dadurch die Aufstiegsgeschwindigkeit der
Blase reduzieren (vgl. Kapitel 2.2.3). Auflerdem spielen sowohl die konzentrationsgetriebene
als auch die thermische Marangoni-Konvektion wihrend der Dampfblasenbildung an
beheizten Oberflichen eine Rolle. Wie die zweiphasige Wirmeiibertragung durch den
Marangoni-Effekt beeinflusst wird, ist in Kapitel 2.2.4 dargestellt.

2.2.2 Beeinflussung der einphasigen Fluiddynamik und Warmeiibertragung

Die Untersuchung des Einflusses von Tensiden auf die einphasige Fluiddynamik und
Wairmetibertragung ist in wissenschaftlichen Studien vor allem durch den Einsatz von
Tensiden als Reibungsminderer motiviert. Die Reibungsminderung wird dabei iiber die
Reduktion des Stromungsdruckverlustes quantifiziert (Ayegba et al., 2020). Mit der
Verringerung der Reibung in einer Strémung geht immer auch eine Reduzierung der
Wirmetibertragung einher. Aktuelle Studien zeigen, dass Tenside die Wirmeiiber-tragung je
nach Anwendungsfall stirker beeinflussen konnen als den Druckverlust (Varnaseri,
Peyghambarzadeh, 2020).

Erstmals wurde der reibungsmindernde Effekt von Polymeren in turbulenten Stromungen im
Jahr 1949 von (Toms, 1949) entdeckt. Seit diesem Zeitpunkt wurde eine Vielzahl von Studien
durchgefiihrt, die sich mit der Reibungsminderung durch verschiedene Additive beschéftigen.
Aufgrund der komplexen Zusammenhinge ist es jedoch bis heute nicht gelungen, einen
allgemeingiiltigen Ansatz zur Beschreibung der Mechanismen der Reibungsminderung zu
entwickeln. Es existieren verschiedene Theorien, die allerdings die zahlreichen
experimentellen Ergebnisse nicht vollumféinglich erklaren konnen (Gu et al., 2020). Im
Folgenden wird daher ein Uberblick iiber die grundlegenden Erkenntnisse beziiglich des
reibungsmindernden Effekts von Tensiden gegeben.

Allgemein anerkannt ist, dass Tenside ab einer Konzentration oberhalb der CMC die
rheologischen Eigenschaften und dadurch das Stromungsverhalten von Fliissigkeiten
verdndern konnen (Saeki, Kaide, 2021). In Abhédngigkeit der Tensidkonzentration sowie der
Temperatur bilden sich sphérische, stabformige oder wurmformige Mizellenstrukturen aus,
welche das Ausmafl der Reibungsminderung stark beeinflussen. (Wang et al., 2011)
postulieren beispielsweise, dass die Formation stabformiger Mizellen fiir das Auftreten eines
reibungsmindernden Effekts notwendig sei. Die Konzentration, ab der sich den Druckverlust
mindernde Mizellenstrukturen bilden, wird als kritische Aggregationskonzentration
bezeichnet (Gu et al.,, 2020). Die Anordnung der Mizellen wird durch die auftretenden
Scherkréfte zwischen der Wand und den wandnahen Fluidschichten beeinflusst. Die Scherung
der Tensidmolekiile fithrt dazu, dass einzelne Mizellen naher aneinanderriicken und geordnete
Netzwerkstrukturen, sogenannte scherinduzierte Mizellenstrukturen (engl. shear-induced
structures, SIS), bilden.

Ein Ansatz zur Erkldrung der reibungsmindernden Effekte von Tensiden beruht auf dem
Zusammenhang zwischen der Formation von Mizellen oder Mizellennetzwerkstrukturen und
der Verdnderung der rheologischen Eigenschaften der Flissigkeit. So kann die Zugabe von
Tensiden zu einer wassrigen Losung beispielsweise dazu fiithren, dass sich die Viskositdt der
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Fliissigkeit in Abhédngigkeit der Scherrate dndert. Uneinigkeit herrscht in der Wissenschaft
bislang dartiber, welche rheologischen Eigenschaften ausschlag-gebend fiir die Reduzierung
des Druckverlustes sind (Warwaruk, Ghaemi, 2021). Sowohl frithe als auch neuere Studien
deuten darauf hin, dass das viskoelastische Verhalten ursichlich fiir den reibungsmindernden
Effekt ist (Gupta et al., 1967, Mizunuma et al., 2010). Es wird angenommen, dass die sich
bildenden Mizellenstrukturen die kinetische Energie von Turbulenzwirbeln absorbieren und in
Form von elastischen Eigenschaften speichern konnen (Gu et al., 2020). Dadurch wird die
Wirbelbildung unterdriickt, die Turbulenz gedampft und der Druckverlust sinkt (Cai et al.,
2012). Andererseits konnte bereits 1997 durch experimentelle Untersuchungen gezeigt
werden, dass eine Reduzierung des Druckverlustes auch dann auftritt, wenn das Fluid keine
visko-elastischen Eigenschaften aufweist (Lu et al., 1997). Als Ursache fiir die beobachtete
Reibungsminderung wird eine erhdhte Dehnviskositdt genannt. Zu dhnlichen Ergebnissen
kommen auch (Drappier et al., 2006), die die These aufstellen, dass die Mizellen eine
scherinduzierte Gelschicht formen, welche die Dehnviskositit des Fluids erhoht und die
Turbulenz verringert.

Unabhiéngig von der Beeinflussung der rheologischen Eigenschaften beziehungsweise deren
Zusammenhang mit der Reibungsminderung, besteht in der Literatur Einigkeit dariiber, dass
sich der reduzierte Druckverlust auf eine Modifizierung der Turbulenzstrukturen innerhalb
der Stromung zuriickfiihren ldsst (Wei et al., 2006). Bereits 1991 stellten (Weber et al., 1991)
fest, dass sowohl die axialen als auch die radialen Turbulenzschwankungen durch die Zugabe
von Tensidmolekiilen geddmpft werden. In &dhnlicher Weise wird die Wirkung von
Tensidmolekiilen auf das Stromungs-verhalten von (Kotenko et al., 2019) beurteilt. Sie
postulierten, dass die Tensidmolekiile zur Ddmpfung zwischen einzelnen Turbulenzwirbeln
beitragen. Zusammenfassend ist festzustellen, dass die Zugabe von Tensidmolekiilen die
Turbulenzintensitit reduzieren beziehungsweise die charakteristischen Merkmale einer
turbulenten Stromung unterdriicken kann (Maxson et al., 2017). Aus diesem Grund kdnnen
Tenside in turbulenten Stromungen zur Reduzierung des Druckverlustes eingesetzt werden,
wihrend eine reibungsmindernde Wirkung in laminaren Stromungen nicht bekannt ist.

Durch die enge Kopplung zwischen Warme- und Impulstransport fiihrt die Reduzierung der
Turbulenz in den meisten Féllen zu einer Reduzierung der Wéarmeiibertragung (Aguilar et al.,
1999). Unter den ungiinstigsten Bedingungen kann die Wérme-iibertragung um bis zu 90 %
sinken (Gong et al., 2021). Als Ursache fiir die verminderte Warmeiibertragung werden in der
Literatur zwei unterschiedliche Mechanismen genannt. Der erste ist die Vergroerung der
viskosen Unterschicht, die zu einer Erhohung des thermischen Widerstands zwischen
Wirmeitibertragungsflaiche und Kernfliissigkeit fithrt. Als Folge dessen sinkt der
Wairmeiibergangskoeffizient (Sellin et al., 1982, Wells, 1968). Das Auftreten einer
vergroferten viskosen Unterschicht wurde bislang allerdings ausschlielich beim Einsatz von
Polymeren als Reibungsminderer beobachtet. Ob dieser Effekt auch fiir die Anwendung von
Tensiden relevant ist, ist wissenschaftlich nicht belegt. Ein zweiter Ansatz erklart die
reduzierte Wiarmetibertragung durch die Verringerung der Geschwindigkeitsschwankungen
innerhalb der Stromung. Sowohl in radialer als auch in tangentialer Richtung werden die
Geschwindigkeitsgradienten gedampft oder vollstindig unterdriickt, wodurch auch der
Wirmetransport in diesen Richtungen reduziert wird (Wang et al., 2011).

Fir das AusmaB der Beeinflussung der Wirmeiibertragung sind die vorherrschenden
Stromungsverhiltnisse, quantifiziert durch die Reynolds-Zahl, von groer Bedeutung (Li et
al., 2005). Im laminaren Stromungsregime tritt keine mafgebliche Verdnderung der

25



2 Stand des Wissens

Stromungsform und daher auch keine Beeintrdachtigung der Warmeiibertragung durch die
Tensidmolekiile auf. Steigt die Reynolds-Zahl in den Bereich turbulenter Stromungs-
verhiltnisse, so zeigen Tensidlosungen aufgrund der reduzierten Turbulenzintensitit eine
deutliche Verringerung des Warmeiibergangs. (Weber et al., 1991) quantifizieren diesen
Einfluss, indem sie zeigen, dass die Warmeiibertragung von wassrigen Tensidlosungen auch
im turbulenten Bereich in Abhéngigkeit der Temperatur sowie der Tensidkonzentration und -
art durch die GesetzméafBigkeiten einer laminaren Rohr-stromung beschrieben werden kann.
Bei weiterer Erhohung der Reynolds-Zahl néhert sich die Warmetibergangscharakteristik trotz
der Anwesenheit von Tensidmolekiilen wieder dem Verhalten von reinem Wasser an. Die
Ursache fiir die Abhéngigkeit des Tensideinflusses auf die Warmeiibertragung von den
Stromungsverhdltnissen liegt in der Scherratenabhiangigkeit der Mizellennetzstruktur
begriindet. Bei geringen Stromungs-belastungen bilden sich Mizellen, die sich in
Abhéngigkeit der wirkenden Scherkrifte zu Mizellennetzwerken anordnen. Sowohl die
Turbulenz als auch die Warmeiibertragung werden durch diese Molekiilstrukturen reduziert.
Ab einer kritischen Wandschub-spannung sind die auftretenden Scherkréfte an der Wand so
grol, dass die Mizellen und Mizellennetzwerke zerstort werden und sich die
Wairmeitibergangs- und Turbulenz-charakteristik dem Verhalten newtonscher Fliissigkeiten
angleichen (Cai et al., 2012, Saeki, Kaide, 2021, Wei et al., 2006).

Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass es trotz intensiver Forschung in den letzten
65 Jahren nicht gelungen ist, ein allgemeingiiltiges Modell zu entwickeln, welches die
beobachteten Phédnomene der Reibungsminderung und Wérmeiibergangscharakte-rsitik in
Tensidlosungen vollumfanglich beschreibt. Der Grund hierfur ist die Komplexitdt der
zugrundeliegenden Fragestellung. Die Reibungsminderung in turbulenten Str6-mungen ist ein
Mehrskalenproblem, dessen Aufklarung dadurch erschwert wird, dass die direkte
Beobachtung von selbstorganisierenden Strukturen unter Nichtgleichgewichts-bedingungen
experimentell sehr herausfordernd ist. Vor diesem Hintergrund wurden erste Untersuchungen
auf der Basis molekulardynamischer Simulationen durchgefiihrt. Diese Arbeiten befinden sich
jedoch noch in einem frithen Stadium und konnten bisher ebenfalls keine vollstindige
Erkldrung fiir die Reibungs-minderung auf molekularer Ebene liefern (Kobayashi et al.,
2021).

Neben der Beeinflussung der Wirmeiibertragung im Zusammenhang mit dem Einsatz von
Reibungsminderern kann die Anwesenheit von Tensiden in thermischen Trennapparaten auch
zu einer Erniedrigung des thermischen Grenzwiderstands zwischen Warmetibertragungsfléche
und Flissigkeit fithren. Die Aufkldrung der beteiligten Mechanismen erfordert die
Betrachtung von dynamischen Prozessen auf molekularer Ebene, was methodisch mittels
simulativer Studien umgesetzt werden kann. So untersuchen beispielsweise (Guo et al.,
2019b) die Adsorption von Tensidmolekiilen an festen Oberflichen und die daraus
resultierende Verbesserung der Wéarmeiibertragung seit 2019 intensiv mittels molekular
dynamischer Simulation (Guo et al., 2019a, Guo et al., 2020, Guo et al., 2021). Die
Simulationsstudien zeigen, dass sich die Reduzierung des Grenzflichenwiderstands auf einen
Uberbriickungsmechanismus zwischen Fliissigkeit und fester Oberfliche durch die
Tensidmolekiile zuriickfiihren ldsst. Durch die Adsorption der Tensidmolekiile an der
Wairmetibertragungsflache wird der inter-molekulare Wirmetransport erhoht und die
Wirmeleitung zwischen Oberflache und Fliissigkeit gesteigert.
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2.2.3 Beeinflussung der zweiphasigen Fluiddynamik

Die Beeinflussung des Stromungsverhaltens einer vertikalen Gas-Fliissigkeit-Stromung durch
die Anwesenheit von Tensidmolekiilen in der Fliissigphase kann auf verschiedenen
Groflenskalen beschrieben und quantifiziert werden. Zum Verstdndnis der grundlegenden
Wechselwirkungen zwischen Gasblasen und Tensidmolekiilen wird zundchst der Einfluss von
Tensidmolekiilen auf die Hydrodynamik einer einzelnen Blase vorgestellt. Darauf aufbauend
werden die Auswirkungen von Tensidmolekiilen auf das Stromungsverhalten von
Blasenschwirme thematisiert, um abschlieBend einen Uberblick iiber den Einfluss von
Tensidmolekiilen auf den Druckverlust und die Stromungsform in vertikalen
Zweiphasenstromungen zu geben.

Die Aufstiegsgeschwindigkeit einer Gasblase in einer ruhenden Fliissigkeit kann bei
Vernachldssigung von Beschleunigungseffekten durch das Verhéltnis zwischen Auftriebskraft
und Stromungswiderstand bestimmt werden. Wéhrend die Auftriebskraft mit dem Volumen
der Blase und der Flissigkeitsdichte pr zunimmt, steigt der Strémungswiderstand mit dem
Radius der Dampfblase s, der dynamischen Viskositit der Fliissigkeit nr und der
Geschwindigkeit der Blase ws. Weiterhin wird der Stromungswiderstand durch die Mobilitét
der Grenzflache zwischen Gasblase und Fliissigkeit beeinflusst. Eine starre Blase hat einen
deutlich hoheren Stromungswiderstand als eine Blase mit einer beweglichen Grenzflache. Die
Endgeschwindigkeit, die eine Gasblase in einer ruhenden Fliissigkeit fiir die beiden
Grenzfille einer beweglichen und einer unbeweglichen Grenzfliche erreicht, kann mit
Gleichung (22) bestimmt werden (Manica et al., 2016).

2
2Pt (unbewegliche Grenzfliche)
wy=1{ " 22)
B~ 2
PigB (bewegliche Grenztliche)
3ng

Gleichung (22) verdeutlicht, dass die Endgeschwindigkeit der Blase mit beweglicher
Grenzflache gegeniiber der Geschwindigkeit einer Blase mit unbeweglicher Grenzflache um
den Faktor 1,5 erhoht ist. Die Immobilisierung der Grenzfliche zwischen Dampfblase und
Fliissigkeit kann durch die Anlagerung von Tensidmolekiilen hervorgerufen werden. Der
Anteil der Grenzfliche, der von Tensidmolekiilen belegt ist und dadurch unbeweglich wird,
héngt von der Tensidkonzentration ab und wird durch den Kappen-winkel @ quantifiziert. Mit
steigendem @ nimmt der Reibungswiderstand der Blase zu (Manica et al., 2016, Ramirez-
Muiioz et al., 2012). Folglich wird die Aufstiegsgeschwin-digkeit durch Erhohung der
Tensidkonzentration stiarker reduziert. Neben der Immobilisierung der Grenzflache fiihrt die
Prasenz der Tensidmolekiile zu einer Unter-driickung der Zirkulation im Inneren der Blase. In
reinem Wasser wird durch das Aufsteigen der Dampfblase innerhalb der Blase eine
Zirkulationsstromung induziert, die an der Grenzfliche in Richtung der Fliissigkeitsstromung
fliet und den Reibungswiderstand reduziert. Im Gegensatz dazu fiihrt die partielle Belegung
der Grenzfliche mit Tensidmolekiilen zu einem Oberflichenspannungsgradienten, der zu
einer der Fliissigkeitsstromung entgegengesetzten Marangoni-Konvektion fiihrt und folglich
den Reibungswiderstand erhoht (Nakath, 2014).

Die Erhoéhung des Reibungswiderstands durch Tensidmolekiile wird nicht nur bei
Einzelblasen, sondern auch bei Blasenschwérmen beobachtet. (Nalajala et al., 2014) konnten
anhand numerischer Berechnungen zeigen, dass der Widerstandsbeiwert in Blasenschwirmen
bei Anwesenheit von Tensidmolekiilen mit steigendem Kappenwinkel und daher mit
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steigender Tensidkonzentration zunimmt. Auflerdem wird durch die Anwesenheit der
oberfldchenaktiven Substanzen die Morphologie sowie die Wechsel-wirkungen zwischen den
einzelnen Blasen beeinflusst. So wird in tensidhaltigen Losungen die Koaleszenz von Blasen
gehemmt, wodurch sich die Anzahl kleinerer Blasen erhoht. Aufgrund des geringeren
Volumens der einzelnen Blasen wirkt eine geringere Auftriebs-kraft und die
Aufstiegsgeschwindigkeit der Blasen wird reduziert (Passos et al., 2015). Weiterhin kann
durch die verdnderte Morphologie der Blasen das Stromungsverhalten der Dispersion
beeinflusst werden. Ist der Durchmesser der entstehenden Blasen konstant, beispielsweise
aufgrund des Einsatzes einer Gasfritte mit konstanter PorengroBe, fithrt die Hemmung der
Koaleszenz zu einer monodispersen Verteilung der Blasengrofe. In Abhéngigkeit der
Tensidart und -konzentration sowie der Reynolds-Zahl konnen horizontale Blasencluster
gebildet werden, welche die Turbulenz-Strukturen der Zweiphasenstromung verdndern
(Takagi, Matsumoto, 2011).

Da eine Verringerung der Aufstiegsgeschwindigkeit der Gasblasen in der Zweiphasen-
stromung nicht gleichbedeutend mit einer Reduzierung der Umlaufgeschwindigkeit im
Naturumlaufverdampfer ist, wird nachfolgend der Einfluss von Tensidmolekiilen auf die
Stromungsform und den Druckverlust beschrieben. Auch fiir Zweiphasenstromungen im
Allgemeinem gilt, dass sich die Morphologie der Gasblase durch die Zugabe von
oberfliachenaktiven Substanzen dahingehend éndert, dass sich eine groBere Anzahl kleinerer
Blasen bildet. Diese Art der Stromung wird hdufig als schaumartig bezeichnet, wobei die
Schaumphase durch dicht gepackte, kleine Gasblasen innerhalb der Fliissigphase
charakterisiert wird (Liu et al., 2014). Ob die Zugabe von Tensidmolekiilen neben der
Veréinderung der Phasenverteilung {iber den Querschnitt auch den Ubergang zwischen zwei
verschiedenen Stromungsformen beeinflusst, ist in der Literatur um-stritten. So zeigen
(Gandomkar et al., 2020) durch experimentelle Untersuchungen an einem vertikalen
Wirmerohr, dass die Zugabe eines kationischen Tensids den Bereich der Schaum-
bezichungsweise Ringstromung im Vergleich zu reinem Wasser zu niedrigeren
Leistungsdichten hin verschiebt. Weiterhin stellen sie fest, dass dieser Effekt zu einer
Erhohung der Geschwindigkeit der Fliissigphase gegeniiber reinem Wasser fiihrt. Im
Gegensatz dazu stellt (Rozenblit et al., 2006) eine Stromungskarte auf, die belegt, dass die
Zugabe eines nichtionischen Tensids trotz der drastischen visuellen Verdnderung der
Stromung den Ubergang zwischen den unterschiedlichen Strémungs-bereichen nicht
beeinflusst. Zum gleichen Ergebnis kommen (Liu et al.,, 2014) durch experimentelle
Untersuchungen zum Einfluss eines anionischen Tensids auf eine vertikale Gas-Fliissigkeits-
Strémung.

Die Veridnderung der Stromungsform durch die Prasenz von Tensidmolekiilen steht in engem
Zusammenhang mit der Beeinflussung des zweiphasigen Druckverlustes. Ahnlich wie bei
einphasigen Stromungen kann der Zusatz von Tensiden den Druckverlust von zweiphasigen
Stromungen mafgeblich reduzieren (Binazadeh et al., 2018). Das Ausmal} der Verringerung
des Druckverlustes hiangt dabei von der Stromungsform ab (Liu et al., 2014). Wahrend der
positive Einfluss auf den Druckverlust im Bereich der Blasenstromung respektive im
Ubergangsbereich zwischen Blasen- und Pfropfenstrdmung gering ist, wird der Druckverlust
im Bereich der voll ausgebildeten Pfropfenstromung beziehungsweise im Ubergangsbereich
zur Schaumstromung durch die Zugabe von Tensiden deutlich reduziert (Duangprasert et al.,
2008). In Abhidngigkeit des Stromungsregimes konnten (Binazadeh et al.,, 2018)
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beispielsweise eine maximale Reduktion des zweiphasigen Druckverlustes um 79,8 % durch
die Zugabe eines nicht-ionischen Tensids erreichen.

Zwei entscheidende Einflussfaktoren auf das Ausmal} der Druckverlustminderung, die im
Zusammenhang mit der vorherrschenden Stromungsform stehen, sind die Gasleerrohr-
geschwindigkeit und der Gasmassenanteil (Liu et al.,, 2014). Mit zunehmender Gasleer-
rohrgeschwindigkeit steigt die druckverlustmindernde Wirkung der Tensidmolekiile bis zu
einem Maximalwert an und nimmt dann mit weiter steigender Gasleerrohrgeschwindigkeit
wieder ab. Wihrend (Rozenblit et al., 2006) den Bereich des maximalen Tensid-einflusses
iiber das Erreichen der Pfropfenstromung definieren, zeigen (Binazadeh et al., 2018), dass fiir
die zwei von ihnen untersuchten Tensidarten der maximale Effekt unabhidngig von der
Geschwindigkeit der Fliissigphase innerhalb des Versuchsrahmens bei einer
Gasleerrohrgeschwindigkeit von 1 m s auftritt. Beziiglich des Gasmassen-anteils postulieren
(Gao, Xu, 2018), dass die Reduzierung des Druckverlustes durch das Tensid mit steigendem
Gasanteil zunimmt.

Im Allgemeinen wird die positive Auswirkung von Tensiden auf den zweiphasigen
Druckverlust durch die Interaktion der Tensidmolekiile mit den Turbulenzstrukturen in der
Zweiphasenstromung erklart (Duangprasert et al., 2008, Gao, Xu, 2018). Es kann somit davon
ausgegangen werden, dass der gesteigerte Einfluss der Tensidmolekiile bei erhohten
Gasleerrohrgeschwindigkeiten auf eine Erhohung der Turbulenzen innerhalb der Stromung
und den damit einhergehenden vergroBerten Wirkungsbereich der Tensidmolekiile
zurlickzufithren ist. AuBerdem nimmt der Anteil des Reibungsdruck-verlustes am
Gesamtdruckverlust im Verhéltnis zum hydrostatischen Druckverlust mit zunehmender
Geschwindigkeit zu. Da Tenside den Reibungsdruckverlust verringern, nimmt auch ihr
Einfluss mit zunehmender Geschwindigkeit zu. Weiterhin wird angenommen, dass der
Einfluss der Tensidmolekiile stark von den Grenzflichen zwischen der Gas- und der
Fliissigphase abhéngt (Binazadeh et al., 2018). Durch Erh6hung der Relativgeschwindigkeit
zwischen Dampf- und Fliissigphase nimmt die Verformung der Grenzfliche (Gao, Xu, 2018)
und damit der Druckverlust in Folge eines erhohten Impulsaustausches zwischen den Phasen
zu. Ein weiterer Erklarungsansatz fiir die druckverlustmindernde Wirkungsweise von
Tensiden wire daher, dass die Immobilisierung der Grenzfliche durch die Anlagerung der
Tensidmolekiile zu einer verringerten Verformung der Grenzflache fiihrt.

2.2.4 Beeinflussung der Verdampfung

In industriellen Anwendungen wird die Verdampfung aufgrund der hohen erreichbaren
Wirmeitibertragungsraten héufig zur Warmetibertragung eingesetzt. Eine besonders effiziente
Art der Verdampfung ist das Blasensieden. Aufgrund des weit verbreiteten Einsatzes sind
Untersuchungen zur Effizienzsteigerung der Warmeiibertragung wéhrend des Blasensiedens
Gegenstand vielzdhliger Forschungsarbeiten. Eine potentielle Maf-nahme ist der Zusatz von
oberflaichenaktiven Substanzen in Form von Tensiden. Durch die Reduzierung der
Oberflachenspannung und Anlagerung der Tensidmolekiile an die dampf-fliissig und fest-
fliissig Grenzflichen kann die Warmetibertragung gesteigert werden. Die der Beeinflussung
der Wirmeitibertragung zugrundeliegenden Mechanismen sind komplex und abhingig von
vielzdhligen Einflussfaktoren =~ wie  beispielsweise  den Eigenschaften der
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Wirmeitibertragungsflache, der iibertragenen Warmestromdichte sowie der Konzentration und
Molekiilstruktur des eingesetzten Tensids (Acharya, Pise, 2017).

Im Folgenden wird der Fokus auf die moglichen Beeinflussungspunkte durch Tenside
wihrend des Entstehungszyklus einer Dampfblase gelegt. Dieser umfasst die Keimbildung,
das Wachstum und die Ablosung beziehungsweise Kondensation einer Blase. Die in der
Literatur verdffentlichten Studien zur Aufkldrung der mechanistischen Einfliisse von
Tensiden auf das Blasensieden umfassen vorwiegend experimentelle Arbeiten zum
Behiltersieden im Labormafstab. Der Einfluss einer aufgeprigten Stromung und damit
Untersuchungen zum Einfluss von Tensiden auf das Stromungssieden sind vergleichsweise
selten zu finden.

Keimbildung und Aktivierung der Keimstellen

Die Wirmeiibertragung beim Blasensieden hédngt mafigeblich von der Anzahl der aktiven
Keimstellen auf der Wiarmeiibertragungsfliche ab (Ding et al., 2018). Fiir das Behiltersieden
gilt nach Gleichung (23), dass sich die Ubertragene Warmestromdichte durch einen
Potenzansatz beschreiben ldsst, der sich aus der Anzahl der Keimstellen n, und der
Flissigkeitsiiberhitzung ( 75 - 7) zusammensetzt.

q ~ (na)al ° (Tw - Ts)a2 (23)

In dieser verallgemeinerten Korrelation zur Beschreibung der Warmeiibertragung sind a und
a empirische Konstanten, die im Bereich 1/3< & <4/3 und 1< a <3/2 liegen (Wen,
Wang, 2002). Keimstellen entstehen an technischen Oberflaichen durch die unvollstindige
Benetzung von Oberflichenrauigkeiten. In den Vertiefungen der Oberflache, auch als
Kavitéten bezeichnet, verbleiben Dampf- oder Gasreste, die bei entsprechend hoher
Uberhitzung der umgebenden Fliissigkeit den Startpunkt fiir das Blasenwachstum darstellen
konnen (Stephan, 2019). Eine schlecht benetzbare Ober-flache begiinstigt daher energetisch
die Keimbildung (Cho et al., 2015).

Die Benetzbarkeit einer Oberfliche wird durch die Anwesenheit von Tensiden verandert. Das
Ausmall der Verdnderung kann durch den Randwinkel zwischen der Wérme-
iibertragungsfliche und dem zu verdampfenden Stoffsystem quantifiziert werden. Nach (Wen,
Wang, 2002) gilt, dass zur Aktivierung einer Keimstelle der Randwinkel deutlich grofler als
der Konuswinkel der Kavitét sein muss. Ob Tenside den Randwinkel erhohen und damit die
Wirmeiibertragung  potentiell ~ verbessern, héngt von der Beeinflussung der
Oberflachenspannung sowie der Anordnung der Molekiile an der fest-fliissig Grenzflache ab.
Eine detaillierte Beschreibung der Wechselwirkungen zwischen Tensidmolekiilen,
Oberflachenspannung und Randwinkel findet sich in Kapitel 2.2.1.

Zur Aktivierung einer Keimstelle muss die Flissigkeit, die den Dampfkeim umgibt, in Bezug
auf die lokale Siedetemperatur innerhalb des Dampfkeims iiberhitzt vorliegen. Wird die Form
des Keims als kugelformig angenommen, lasst sich die Druckdifferenz und damit in einem
zweiten Schritt die benétigte Uberhitzung zwischen dem Dampfkeim und der Fliissigkeit iiber
die Oberfldchenspannung o und den Radius der Blase i mittels Gleichung (24) beschreiben:
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s 24
Im Blasenkeim herrscht ein um Ap hoherer Druck als in der Fliissigkeit. Die zugehdrige,
erforderliche Uberhitzung wird durch die jeweilige Dampfdruckkurve des Stoffsystems

beschrieben und kann mittels der Clausius-Clapeyronschen Gleichung zu
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bestimmt werden. Eine detaillierte Herleitung von Gleichung (25) findet sich in (Stephan,
2019). Es wird ersichtlich, dass durch die Verringerung der Oberflichenspannung die
Druckdifferenz zwischen der Dampfblase und der Flissigkeit und damit auch die
erforderliche Uberhitzung verringert wird, sofern die Zugabe des Tensids die
Verdampfungsenthalpie und die Dichte der Dampfphase nicht verandert. Dieser Einfluss der
Oberflachenspannung auf das thermische Gleichgewicht ist ein entscheidender Mechanismus
zur Erkldrung der gesteigerten Warmeiibertragung durch die Adsorption von
Tensidmolekiillen an die dampf-fliissig Grenzfliche. AuBerdem zeigt sich, dass die
Blasenbildung durch die Erhohung des Systemdruckes begiinstigt wird. Zum einen, weil die
Oberflachenspannung fiir hohere Betriebsdriicke sinkt (Polzin, 2020) und zum anderen, weil
die Steigung der Dampfdruckkurve mit steigenden Betriebsdruck sinkt und dadurch die
erforderliche Uberhitzung A 7; abnimmt. Die hier vorgestellten Gleichungen basieren auf der
Annahme eines thermischen Gleichgewichts zwischen Dampfblase und Fliissigkeit.
Tatsdchlich ist das Blasensieden ein dynamischer Prozess, in dem das Gleichgewicht nicht
erreicht wird. Die tatsichlich vorherrschenden Uberhitzungen miissen daher um ein
Vielfaches hoher sein, als nach Gleichung (25) zu erwarten wére (Stephan, 2019).

Wachstum und Ablésen der Damptblase

Nach Aktivierung der Keimstelle folgt das periodische Anwachsen und Abldsen
beziehungsweise Kollabieren der Dampfblase. Das Wachstum der Dampfblase erfolgt durch
den latenten Warmestrom sowohl durch die Mikroschicht zwischen Blasenfuf und Heizflache
als auch aus der die Blase umgebenden iiberhitzten thermischen Grenzschicht. Zu Beginn des
Blasenzyklus vergroBert sich der Durchmesser der Dampfblase schnell, da die Blase
vollstdndig von tberhitzter Fliissigkeit umgeben ist und die gesamte Blasenoberfliche zur
Wirmeitibertragung zur Verfiigung steht (Frost, Kippenhan, 1967). Das Blasenwachstum ist
tragheitskontrolliert und wird durch die Verdringung der umgebenden Fliissigkeit limitiert.
Waichst die Blase weiter an, wird der Wérmetransport zwischen der dampf-fliissig
Grenzflache zum limitierenden Zeitschritt. Die Blase befindet sich nicht mehr vollumfanglich
in der thermischen Grenzschicht, sondern wichst in die Kernfliissigkeit hinein. Diese Phase
wird als thermisch diffusionskontrolliertes Wachstum bezeichnet (Ding et al., 2018). Ob die
Dampfblase sich von der Wairmeiibertragungsfliche ablost oder aufgrund von
Kondensationseffekten kollabiert, wird durch den thermodynamischen Zustand der
Kernfliissigkeit bestimmt. Beim unterkiihlten Sieden befindet sich die Kerntemperatur
unterhalb der lokalen Sattigungstemperatur und der Warmetransport an die duflere
Grenzschicht erfolgt durch Kondensation der Dampfblasen, sobald diese der thermischen
Grenzschicht entwachsen. Steigt die Temperatur der Kernfliissigkeit an und erreicht die lokale
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Sattigungstemperatur, l6sen sich die Dampfblasen ab einem kritischen Blasendurchmesser
von der Heizfliche ab. Der kritische Ablosedurchmesser @ wird durch das mechanische
Kriftegleichgewicht an der Blase definiert. Die Dampfblase 16st sich, sobald die
Auftriebskraft die Adhésionskraft zwischen Blase und Wand ibersteigt. Erstmals wurde
dieser Zusammenhang von (Fritz, 1935) fiir Wasser mittels Gleichung (26) beschrieben:

dy =0,0208 -9 —2—"

g(py-py) (26)

Hierbei ist die Oberflaichenspannung o der entscheidende Parameter zur Quantifizierung der
Adhésionskraft. Die Auftriebskraft wird tiber das Produkt aus der Erdbeschleunigung g und
der Dichtedifferenz zwischen Fliissig- und Dampfphase (pi - ps) beschrieben. Der Randwinkel
zwischen der Wirmeiibertragungsfliche und der Fliissigkeit ist mit 8 gekennzeichnet.
Insbesondere im Bereich des gesittigten Blasensiedens verdndert der Zusatz von Tensiden die
Blasenentstehung  und  -dynamik  deutlich.  Aufgrund der Verringerung der
Oberflachenspannung durch die Tensidmolekiile wird die Adhdsions-kraft reduziert und der
Ablosedurchmesser verkleinert (Antao et al., 2018). Auflerdem wird die Koaleszenz der
Blasen gehemmt (Ammerman, You, 1996), wodurch sich das fiir wéssrige Tensidlosungen
charakteristische Verdampfungsverhalten einer turbulente Blasenstromung mit einer erhdhten
Anzahl kleiner, kugelformiger Blasen ergibt. Fiir die kontinuierliche Bildung und Ablosung
einer einzelnen Dampfblase wird die partielle Warmestromdichte ¢, tibertragen, welcher Giber
die Ablosefrequenz £ mit dem Ablosedurchmesser zusammenhéangt (Ammerman, You, 1996,
Cho et al., 2013):
3

qu"'ﬁﬂ.pd.fb.Ahv 27)
Um eine Steigerung des Dampfvolumenstroms durch die Zugabe von Tensiden zu erreichen,
muss daher das reduzierte Blasenvolumen durch eine Erhéhung der Abldsefrequenz
kompensiert werden. Das Vorhandensein von Tensidmolekiilen in der Fliissigphase kann den
Phaseniibergang  allerdings  negativ  beeinflussen. Durch die  Bildung von
selbstorganisierenden Monolagen an der fliissig-dampf Phasengrenze wird der Stofftransport
limitiert und die Verdampfungsrate um bis zu einer Grofenordnung reduziert (Frost,
Kippenhan, 1967, Zhang, Wang, 2003). Dennoch kénnen Tenside integral betrachtet einen
verstirkenden Einfluss auf die zweiphasige Warmeiibertragung ausiiben, der sich vor allem
durch die Erhohung der Anzahl an aktiver Keimstellen sowie durch die geringere
erforderliche Uberhitzung (vgl. Gl. (25)) erkliren ldsst (Ammerman, You, 1996). Ob Tenside
die integrale Warmeiibertragung verstarken oder beein-trachtigen héngt neben der Art und
Konzentration des Tensids von der Wandiiber-hitzung ab (Zhang, Wang, 2003). Bei
moderaten Uberhitzungen und einer optimalen Konzentration oder einer Konzentration
unterhalb des Optimums wirken sich Tenside vorteilhaft auf den integralen Wéarmestrom aus,
wihrend bei zu hohen Konzentrationen und Uberhitzungen eine Verschlechterung der
Wairmeiibertragung eintritt.

Neben dem Einfluss auf den latenten Wéarmestrom kann durch die Zugabe von Tensiden auch
der konvektive Warmestrom wihrend des Blasensiedens beeinflusst werden. Sowohl beim
gesdttigten als auch beim unterkiihlten Blasensieden stromt nach dem Ablésen
beziehungsweise der Kondensation der Dampfblasen unterkiihlte Fliissigkeit zur thermischen
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Grenzschicht. Dort wird die Fliissigkeit durch Leitung an der Wand erwarmt bis eine
Temperatur erreicht ist, die die Bildung und das Anwachsen einer neuen Dampfblase erlaubt.
Gleichzeitig fiihrt das Ablosen einer Blase dazu, dass iiberhitzte Fliissigkeit aus der
thermischen Grenzschicht mitgerissen und zur Kernfliissigkeit transportiert wird. Da Tenside
die Blasenentstehung und -dynamik verdndern, kann gleichzeitig auch der konvektive
Wirmetransport beeinflusst werden. Die Entstehung einer groferen Anzahl an kleineren
Blasen fiihrt im Vergleich zu der Verdampfung von reinem Wasser zu einem turbulenteren
Verdampfungsverhalten (Dikici et al., 2014, Najim et al., 2017), wodurch ebenfalls der
konvektive Warmetransport erhoht werden kann. Bereits 1967 untersuchte (Frost, Kippenhan,
1967) die unterschiedlichen Mechanismen des Energietransports wihrend des unterkiihlten
Stromungssiedens, um den Einfluss von Tensiden auf den zweiphasigen Wérmeiibergang
unter Stromungsbedingungen zu quantifizieren. Die experimentellen Untersuchungen
ergaben, dass der thermodynamisch limitierende Schritt der Dampfblasenbildung durch die
Anwesenheit des Tensids verdndert wird. Wahrend bei reinem Wasser die Wirmeleitung in
der thermischen Grenzschicht die Blasenentstehung limitiert, fithrt der Zusatz von Tensid zu
einer reduzierten Verdampfungsrate. Als Folge dessen wird die Wachstumsgeschwindigkeit
der Dampfblasen um bis zu 90 % verringert. Dennoch wurde fiir die Verdampfungsversuche
mit Tensid unabhéngig von der Wandtemperatur und der Unterkiihlung der Kernfliissigkeit
eine Erhohung der integralen Wérmestromdichte nachgewiesen. Zu dhnlichen Erkenntnissen
gelangen (Ammerman, You, 1996), die zeigen, dass sich die Erhohung der integral
ubertragenen Warme durch die Tensidmolekiile bei kleinen Warmestromdichten auf die
Steigerung der latenten Wirme und bei hoheren Wirmestromdichten (150 - 200 kW m?) auf
die Steigerung der konvektiven Warme zuriickfiihren lésst.

Der Beitrag der Marangoni-Konvektion zum Wéarmeiibergang wihrend des Blasensiedens
wurde lange Zeit als vernachldssigbar gegeniiber der natiirlichen Konvektion angesehen.
Durch numerische Simulationen konnten (O’Shaughnessy, Robinson, 2008) allerdings
nachweisen, dass besonders bei grofen Blasendurchmessern der Marangoni-Konvektion eine
bedeutende Rolle zukommt. Der Temperaturgradient in der thermischen Grenzschicht fiihrt zu
einer Verdnderung der Oberflachenspannung entlang der Blasenkontur, wodurch eine
Grenzflachenkonvektion von der Heizfliache zur kélteren Kernfliissigkeit induziert wird. Sind
Tenside in der fliissigen Phase vorhanden, lagern sich die amphiphilen Molekiile an der
fliissig-dampf Grenzfliche an und beeinflussen damit das mechanische Gleichgewicht der
Phasengrenze. Die Untersuchungen von verschiedenen Forschungsgruppen zum Einfluss
oberflachenaktiver Molekiile auf die Marangoni-Konvektion fiithrten zu unterschiedlichen
Ergebnissen. (Hetsroni et al., 2015, Wasekar, Manglik, 2003) postulierten, dass die
konzentrationsgetriebene Marangoni-Konvektion entgegensetzt der thermischen Marangoni-
Konvektion verliefe und damit insgesamt den Warmetransport durch Konvektion verringere.
Neuere Studien von (Wasekar et al., 2021) zeigen allerdings, dass die Zugabe von Tensiden
die Marangoni-Kovenktion ebenfalls erh6hen kann. Da die Entstehung von Dampfblasen ein
dynamischer Prozess ist, wird davon ausgegangen, dass der Einfluss von Tensiden vom
Zeitpunkt innerhalb des Blasenzyklus abhéngt. Bereits 2001 stellte (Wasekar, 2001) die These
auf, dass Tenside zu Beginn des Blasenzyklus, wenn ein statischer Dampfkeim vorliegt, einen
abschwichenden Einfluss und wihrend des Blasenwachstums einen verstirkenden Einfluss
auf die Marangoni-Konvektion ausiiben.
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2.2.5 Einordnung der eigenen Arbeit

In der Literatur findet sich eine Vielzahl von Studien, welche sich mit der Beeinflussung
verschiedener fluiddynamischer und wéarmetechnischer Mechanismen durch Tenside
befassen. Aufgrund der engen Kopplung zwischen Warmeiibertragung und Fluiddynamik in
einem Naturumlaufverdampfer ist jedoch ungeklart, in wie fern sich die Erkenntnisse, die aus
der Betrachtung isolierter Effekte gewonnen werden, auf den realen Betrieb des
Wairmetibertragers iibertragen lassen. Neben dem Vergleich experimenteller Ergebnisse sollte
in diesem Zusammenhang die Anwendbarkeit bekannter Korrelationsgleichungen zur
Beschreibung der Warmeiibertragung und Fluiddynamik in einem Naturumlauf-verdampfer in
der Prisenz von Tensiden iiberpriift werden. Es ist zudem von ent-scheidender Bedeutung zu
kldren, unter welchen Betriebs- und Prozessbedingungen der Einfluss des jeweiligen Tensids
am stérksten ausgeprégt ist und der Betriebsverlauf mafigeblich beeinflusst wird. Um diese
offenen Fragestellungen zu beantworten, wird in der vorliegenden Arbeit ein top-down
Ansatz verfolgt. Dabei wird der Einfluss von Tensiden auf den Betrieb, quantifiziert durch
integrale Kenngrofen der Wiarme-iibertragung und Fluiddynamik, als Grundlage fiir die
detaillierte Untersuchung einzelner Mechanismen herangezogen. Ein Beispiel hierfiir ist die
Aufteilung des Verdampferrohrs in eine Aufheiz- und Verdampfungszone, um den Einfluss
von Tensiden auf die einphasige und zweiphasige Warmeiibertragung getrennt zu betrachten.
Dariiber hinaus wird auf Basis der in der Literatur bekannten dimensionslosen
Modellgleichungen untersucht, welche Anpassungen in den mathematischen Beschreibungen
vorgenommen werden miissen, um die Prdsenz von Tensiden in den entsprechenden
empirischen Gleichungen abzubilden.
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3.1 Aufbau und Betriebsweise der Versuchsanlage

In den nachfolgenden Kapiteln werden der Versuchsaufbau zur Untersuchung des
Behiltersiedens unter Tensideinfluss, die verwendete Verdampferanlage im Miniplant
Mafstab und deren Wéarmebilanzierung sowie die Festlegung des Untersuchungsrahmens
vorgestellt.

3.1.1 Versuchsaufbau zum Behiltersieden

Neben reinem Wasser wurden fiir die experimentellen Untersuchungen wissrige Losungen
eines sekunddren Alkylsulfonats (Fa. Clariant International Ltd, CAS 68037-49-0, SAS)
hergestellt. Um den Einfluss von Tensiden auf die Naturumlaufverdampfung zu untersuchen,
wurde exemplarisch SAS ausgewihlt, da dieses Tensid eine groBe chemische Ahnlichkeit zu
dem in der Literatur weit verbreiteten Tensid Natrium-laurylsulfat (SDS) aufweist und
gleichzeitig die Schaumentstehung im Wérmeiibertrager geringer ausfiel. Dadurch ergab sich
im Vergleich zur Verwendung von SDS ein groBerer moglicher Versuchsrahmen. Der
massenbezogene Tensidanteil § des anionischen Tensids wird bezogen auf die kritische

Mizellenkonzentration CMC =0,3 - 107 Esas kg'] bei 85°C (vgl. Abbildung 53 im Anhang)

ges
angegeben. Die Beeinflussung der Blasen-entstehung und der zweiphasigen
Wairmeiibertragung wiéhrend des Behiltersiedens durch das Tensid wurde in dem in
Abbildung 8 dargestellten Versuchsaufbau untersucht.

¥1/
d =120 mm
Isolierung L = 180 mm

h 4

Edelstahlplatte
Tss e '. . .'_ Jloay Kupferblock
[T ov=00 0:o0 000 &
Thermoelement/; Heizplatte
T meas

Waage

q = konst.

Abbildung 8: Schematische Darstellung des Versuchsautbaus zur Untersuchung des Einflusses des
Tensids SAS auf die Blasenentstehung und Warmeiibertragung wahrend des Blasensiedens (links) und
Fotographie des Versuchsautbaus (rechts)

Der Versuchsstand besteht aus einem isolierten Glaszylinder mit den Abmessungen
/x d=180 mm x 120 mm, in dem das Stoffsystem verdampft wurde, einer Heizplatte mit
einer elektrischen Nennleistung von 2,2 kW (Fa. Koch GmbH & Co. Kg, Typ RGK 30-E) und
einer Waage (Fa. Sartorius AG Germany, Typ Sigmum 1), mit der der entstehende
Dampfmassenstrom bilanziert wurde. Als Wérmeiibertragungsfliche dient eine quadratische
1.4571 Edelstahlplatte mit den Abmessungen axs= 150 mmx25mm und einer
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Wirmeleitfahigkeit A von 15 W m" K'. Zwischen der Wirmeiibertragungs-fliche und der
Heizplatte sorgt ein 150 mm  starker Kupferblock fir eine gleichméaBige
Temperaturverteilung. Uber eine elektrische Beheizung elektrisch wurde die Wirme-
stromdichte durch Variation der Heizstufe zwischen 10 kW m” und 70 kW m” festge-legt und
die sich einstellende Wandtemperatur gemessen. Die Temperatur zwischen der Stahlplatte
und dem Kupferblock wurde mit einem Widerstandsthermometer (Fa. TMH GmbH, Typ
Pt100) gemessen, wihrend die Temperatur der Fliissigkeit iiber ein Thermoelement (Fa. TMH
GmbH, Typ T) erfasst wurde. Die experimentellen Messdaten, bestehend aus den
Temperaturmesswerten und den Messwerten der Waage, wurden iiber einen Datenlogger (Fa.
Keysight Technologies, Inc., Typ 34970A) aufge-zeichnet und gespeichert.

Die Oberflichentemperatur 7.« der Warmetibertragungsflache wurde iiber die Wéarme-leitung
durch die Stahlplatte nach Gleichung (28) berechnet.

4-8s
T = Toneas = 7 28

Darauf aufbauend ergab sich die Wandiiberhitzung A7y als Differenz zwischen 7.« und der
Siedetemperatur der Fliissigkeit 7.. Die iibertragene Wérmestromdichte ¢, wurde iiber den
gravimetrisch bestimmten Dampfmassenstrom my und die Wérmeiiber-tragungsflache der
Stahlplatte im Glaszylinder Ay bestimmt (vgl. Gl. (29)).

Quat tg -hy

g, = = 29
Ias Awo  Awg 29
Da die auftretenden Warmeverluste iiber die Oberflache des Glaszylinders nicht quantifiziert
wurden, kam es zu einer geringen systematischen Unterschitzung von ¢,q. Die
Verdampfungsversuche ~wurden bei Wirmestromdichten im Bereich 10 kW m®
< qu <70 kW m” und einem massebezogenem Tensidanteil £ von 0,0 CMC, 0,1 CMC,

0,5 CMC und 1 CMC durchgefiihrt.

Die visuelle Auswertung der Blasenentstehung erfolgte mit einer Kamera (Fa. Sony, Typ
alpha 6400) und einem flackerfreien Hochleistungs-LED-Panel. Durch Verwendung der
externen Lichtquelle konnte zur Bildaufnahme eine minimale Belichtungszeit verwendet
werden, wodurch die dynamischen Blasenentstehung detailliert aufgezeichnet werden konnte.

3.1.2 Anlagenbeschreibung und Versuchsdurchfiihrung

Der Einfluss des Tensids SAS auf die Naturumlaufverdampfung wurde in einem
Naturumlaufverdampfer im Miniplant Mafstab untersucht. Die Versuchsanlage setzt sich aus
dem Wiérmeiibertrager W100, dem Briidenabscheider B200 und dem Wérme-iibertrager
W300 als Hauptkomponenten zusammen (vgl. Abbildung 9).
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Abbildung 9: Flielbild und Fotografie des Miniplant Naturumlaufverdampfers

Die Befiillung der Anlage mit dem Stoffsystem erfolgt iiber das Ventil V200. In der
Zulaufleitung zwischen dem Briidenabscheider und dem Verdampferrohr (W100) wird die
einphasige Umlaufgeschwindigkeit w mittels eines Coriolis Durchflussmessers (Fa. Krohne,
Typ Optimass 1000) gemessen. Der Druckverlust tiber den Durchflussmesser hangt stark vom
Volumenstrom ab und variiert innerhalb des Versuchsrahmens zwischen 0,4 mbar und
40 mbar. Sowohl die Ein- und Auslauftemperatur (TIR101 und TIR112) als auch das axiale
Temperaturprofil der Fliissigkeit im Verdampferrohr (TIR104 - TIR111) werden iiber
Thermoelemente (Fa. TMH GmbH, Typ T) erfasst. Das Verdampferrohr besteht aus einem
Doppelmantelrohr mit den Abmessungen dixsx /= 0,0337m x 0,002m x 0,815m und
Dy x SxL=0,0456 m x 0,0032m x 0,815 m fiir das innere beziehungsweise das duflere Rohr.
Die Beheizung des Wirmeiibertragers mit einer Wirmeiibertragungsfliche Awo von 0,08 m’
erfolgt durch eine Warmetrager-fliissigkeit, die tiber den Thermostaten H100 (Fa. Julabo, Typ
SL-12) erwdrmt und im Gleichstrom mit dem zu erwidrmenden Stoffsystem gefiihrt wird. Die
globale treibende Temperaturdifferenz A7y, wird im Rahmen dieser Arbeit als Differenz
zwischen der Einlauftemperatur der Warmetréagerfliissigkeit TIR101 und der Siedetemperatur
von reinem Wasser am Kopf der Briidenabscheiders TIR202 definiert:

ATglo = TOI,ein - TS,BA 30)

Im Verdampferrohr wird das Produktgemisch partiell verdampft und aufgrund der
Dichtedifferenz zwischen einphasigem Zulauf und Zweiphasengemisch im Verdampfer-rohr
iiber die Briidenleitung in den Briidenabscheider geleitet, wo sich Dampf- und Flissigphase
voneinander trennen. Das Zweiphasengemisch tritt mit einer relativen Hohe von 110 %
bezogen auf die Lange des Verdampferrohrs in den Briidenabscheider ein. Dabei entspricht
ein scheinbarer Fiillstand von 110 % einem Fliissigkeitsstand im Briidenabscheider, der bis
zur Mitte der Briidenleitung reicht und damit einen Betriebspunkt kurz vor Erreichen des
vollsténdig tiberfluteten Zustands kennzeichnet.
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Der relative Fliissigkeitsfiillstand im Briidenabscheider wird auch als scheinbarer Fiillstand #*
bezeichnet und ergibt sich durch die Normierung des Fliissigkeitsfiillstandes im
Briidenabscheider /s, auf die Lénge des Verdampferrohrs Zvk nach Gleichung (31).
5 _ s

h* = v 31D
In der Briidenleitung wurde ein Sichtglas zur visuellen Uberpriifung der Zweiphasenstromung
installiert. Beim Einsatz von Tensiden kommt es in Abhéngigkeit des Tensidanteils und der
treibenden Temperaturdifferenz zu einer Schaumbildung in der Briidenleitung und des
Briidenabscheiders. Der Schaumstand im Briidenabscheider kann sowohl optisch iiber ein
Schaufenster als auch iiber die zwei kapazitiven Grenzstand-sensoren LIR1 und LIR2 (Fa.
Baumer GmbH, Typ CleverLevel LBFS) erfasst werden. Sobald Schaum in den Kondensator
H300 ibertritt, ist die Betriebsgrenze der Versuchsanlage erreicht. Durch die tiberméaBige
Schaumentwicklung wird ein groler Anteil an Fliissigkeit durch den Kondensator gefiihrt und
die Bilanzierung des Dampfmassenstroms ist nicht mehr moglich. Unter kontrollierten
Betriebsbedingungen tritt der in W100 erzeugte Dampf in den Kondensator ein und wird
vollstindig kondensiert. Das anfallende Destillat wird im Behélter B300 gesammelt und
gravimetrisch mittels der Waage WIR300 (Fa. Sartorius, Typ Sigmum 1) bilanziert. Ein
exemplarischer, zeitlicher Verlauf der Destillatmasse in Behélter B300 ist in Abbildung 10
dargestellt.
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Abbildung 10: Zeitlicher Verlauf der Destillatmasse nu.s in Behélter B300 fiir reines Wasser

Sobald die Destillatmasse einen Grenzwert von 0,6 kg erreicht, wird die Fliissigkeit iiber die
Pumpe P301 (Fa. ProMinent Dosiertechnik GmbH, Typ gamma/L) in den Briiden-abscheider
zurlickgepumpt. Wihrend der Verdampfung der wissrigen Tensidlosungen fiihrt die
diskontinuierliche Riickfiihrung des Destillatmassenstroms zu einer zeitlichen Anderung des
Tensidanteils, da das Tensid nicht verdampft und sich im Briiden-abscheider anreichert. Die
groBte zeitliche Anderung des Tensidanteils tritt bei niedrigen Fiillstinden und hohen
Tensidanteilen auf und betrdgt + 1 %. Durch den Abpump-vorgang wird die Messung der
Destillatmasse durch die Waage kurzzeitig gestort. Diese Beeinflussung der Messwerte wird
in Abbildung 10 durch den unregelmifigen Verlauf der Destillatmasse kurz nach dem
Abpumpvorgang deutlich. Um den storenden Einfluss des Abpumpvorgang auf die
Datenauswertung zu minimieren, wird der zur Bestimmung des Destillatmassenstroms m e
auszuwertende Bereich limitiert (vgl. Abbildung 10 grauer Bereich). Die Berechnung von
My erfolgt automatisiert iiber die lineare Anpassung des ansteigenden Asts der
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Destillatmasse. Der Bereich, innerhalb dessen die Steigung der Destillatmasse bestimmt wird,
basiert auf den lokalen Minima und Maxima der Destillatmasse. Dabei liegt die obere Grenze
bei 80 % der lokalen Maxima und die untere Grenze bei 120 % der lokalen Minima.

An den Behalter B300 ist die Vakuumpumpe VP300 (Fa. VACUUBRAND GmbH + CO KG,
Typ ME 4C NT + 2 AK) angeschlossen, iiber die der Betriebsdruck eingestellt wird, der am
Kopf des Briidenabscheiders iiber einen Drucktransmitter (Fa. KELLER AG, Typ 35 X HTC)
gemessen wird. Das Funktionsprinzip der Pumpe basiert auf einem durchgehenden Betrieb
bei voller Leistung und die Regelung des Betriebsdruckes erfolgt iiber ein nachgeschaltetes,
automatisch angesteuertes Ventil (Fa. VACUUBRAND GmbH + CO KG, Typ VACUU
SELECT). Diese Betricbsweise fiihrt dazu, dass es besonders bei p = 1000 mbar und
niedrigen treibenden Temperaturdifferenzen (20K < A7y < 30K) zu einem starken
Druckabfall im Briidenabscheider kommt, sobald das Ventil gedffnet wird. Um diese negative
Betriebsbeeinflussung zu verringern, wurde ein manuell einstellbares Ventil in der Leitung
zwischen Vakuumpumpe und B300 installiert. So konnte die Druckregelung verbessert, der
Druckabfall aber nicht vollstdndig verhindert werden. Abbildung 11 zeigt den zeitlichen
Verlauf des Druckes sowie des Umlaufmassenstroms ;. bei den fiir die Druckregelung
ungiinstigsten Betriebs-bedingungen (a) gegeniiber dem Standardbetrieb (b).
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Abbildung 11: Zeitlicher Verlauf des Betriebsdruckes und des Umlaufinassenstromes bei ungiinstigen
Betriebsbedingungen fiir die Druckregelung (a) und im Standardbetrieb (b)

Kommt es aufgrund der Funktionsweise der Vakuumpumpe zu den in Abbildung 11 (a)
dargestellten Schwankungen im Betriebsdruck, wird dadurch auch der zeitliche Verlauf des
Umlaufmassenstroms derart beeinflusst, dass sich die zeitlichen Abweichungen vom
Mittelwert vergroBern. Dieser regelungstechnische Einfluss auf den Umlaufstrom und dessen
zeitlicher Standardabweichung wurde wihrend der Datenauswertung und im Speziellen bei
der Diskussion der Histogramme in Abschnitt 4.1.3 beriicksichtigt.

Nach Durchfithrung der Versuchsreihen mit den wissrigen Tensidlosungen wurde die
Versuchsanlage mit destilliertem Wasser bei einem scheinbaren Fiillstand von 110 % gespiilt.
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Die Spiilvorgiange wurden so lange wiederholt, bis die Spiillosung die Leitfahig-keit von
destilliertem Wasser erreichte.

3.1.3 Wirmebilanzierung

Die energetische Bilanzierung der Versuchsanlage erfolgt tiber die Messung der in Abbildung
12 dargestellten Massen- und Enthalpiestrome sowie der Wéarmeverluste. Durch Erfassung der
in den Bilanzraum ein- und austretenden Wérmestrome ergibt sich die Bilanzgleichung nach
Gleichung (32)

0= QKW,ein - QKW,aus + QVR,aus - QVR,ein - QVer,ZL - QVer,BL 32)

Die tiber das Kiihlwasser ein- und ausgetragenen Wérmestrome Q. ;,und Qyyy, ..« Werden

der Betriebsmittelseite zugeordnet. Die verbleibenden Wirmestrome gehoren der Produktseite
an. Das Gleichsetzen von Produkt- und Betriebsmittelseite und den dort auftretenden
Wiérmestromen bzw. Warmeverlusten liefert:

QKW,ein - QKW,aus = QVR,cin - QVR,aus - QVcr,ZL h QVer,BL 33)
Durch Verwendung folgender Zusammenhénge

QKw,aus - QKw,ein =Quw G4
QVR,aus - QVR,ein = me (3%
Quer = QVer,ZL + QVer,BL 4%

ergibt sich die zusammengefasste Bilanzgleichung nach Gleichung (37), die in Abbildung 12
in Form eines Paritdtsdiagrams dargestellt ist.

QKW = Qpro - Q\/er (37)

Zur Bilanzierung der Betriebsmittelseite werden die Ein- und Austrittstemperatur Zxw..» und
Tiwas (TIR303 und TIR302) sowie der Massenstrom gy des Kithlwassers messtechnisch
erfasst. Der iiber das Kiihlwasser iibertragene Warmestrom wird nach Gleichung (38)
berechnet.

Quw = Mkw * Cprw * Tkw,aus = kw * Cpxw * Tkwein (38)

Der produktseitige Warmestrom setzt sich aus der Summe der einphasigen Erwarmung des
Stoffsystems bis zur lokalen Siedetemperatur und dessen partiellen Verdampfung nach
Gleichung (39) zusammen.

me = IhZir ° Cp,zir ° (TVR,aus 'TKW,aus) + 1’hdest ° Ahv (39)

Messbare Wirmeverluste treten innerhalb des Bilanzraums sowohl iiber die Zulaufleitung
zum Verdampferrohr Qv oz als auch iiber die Rohrleitung zum Kondensator QV o p1. auf. Die

Verluste in der Zulaufleitung ergeben sich aus der Temperaturdifferenz zwischen dem Sumpf
des Briidenabscheiders 7Toaassy und der Temperatur am Zulauf des Verdampferrohrs
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multipliziert mit dem Umlaufstrom und der entsprechenden Warmekapazitit (vgl. Gleichung
(40)).

my;; Cp,zir . (TBA,aus(S) - TVR,ein)

(40)

Die Wirmeverluste iiber die Rohrleitung zum Kondensator werden iiber die Temperatur-
differenz zwischen dem Kopf des Briidenabscheiders 7iaaus« und der Einlauf-temperatur des
Kondensators Zxonen quantifiziert.

Qverzr =

QVer,Kon = Mpegt * Cp Dest * (TBA,aus(K) - TKon,ein)

#0)

Die Auftragung des produktseitig bilanzierten Wiarmestroms iiber den betriebsmittel-seitig
bilanzierten Warmestrom in Abbildung 12 zeigt erwartungsgemafB, dass der GrofBteil der
Messdaten oberhalb der Diagonalen liegt. Dies ist dadurch zu erkldren, dass ein Anteil der
produktseitig bilanzierten Warme aufgrund von Warmeverlusten iiber die Oberfliche des
Kondensators und nicht iiber das Kiihlwasser libertragen wird.
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Abbildung 12: Wiérmebilanzierung des Naturumlaufverdampfers und Parititsdiagramm
Wiérmebilanz

der

Bei betriebsmittelseitigen Wéarmestrémen QKW <0,5 kW liegen die Abweichungen oberhalb
von 20 %. Urséchlich hierfiir sind die absoluten Unsicherheitsbeitrige der eingesetzten
Messgerite, die bei kleinen Messwerten anteilig stirker ins Gewicht fallen und die kumulierte
Unsicherheit der Warmebilanz erh6hen. Auflerdem fallt auf, dass die Streuung der Messwerte
mit steigendem Wairmestrom zunimmt, sodass sich vereinzelt Messdaten unterhalb der
Diagonalen befinden. Die Abweichung der gemessenen Daten von der Diagonalen ldsst sich
durch die Bilanzierungsmethode erkldren. Der Destillat- beziehungsweise Dampfmassenstrom
kann konstruktionsbedingt nicht direkt nach dem Austritt aus dem Verdampferrohr gemessen
werden. Stattdessen stromt der Dampf tiber den Briidenabscheider in den Kondensator, sodass
ein Teil des Dampfmassenstroms bereits an den Oberflichen des Briidenabscheiders
kondensiert. Dieser Anteil kann messtechnisch nicht erfasst werden, wodurch es zu einer
Unterschitzung des produktseitigen Warmestroms kommt. Ein dhnlicher Trend wird auch in
(Lu, 2022) beschrieben. Der Einfluss dieses Effekts nimmt mit steigender Wérmestromdichte
zu, da der Anteil des latenten Warmestroms am Produktwérmestrom ansteigt. Zur Abschit-
zung des Wirmeverlustes tiber die Oberfliche des Briidenabscheiders QVer’BA wird eine
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Korrelation zu Berechnung der freien Konvektion nach (Thess, Kaiser, 2019) herangezogen.
Es wird angenommen, dass der Wéirmeverlust QVer pa Produktseitig ausschlieBlich zur

partiellen Kondensation des Dampfstromes und nicht zu einer Abkiihlung der Flussigkeit
fihrt. Gestiitzt wird diese Annahme durch die Messung der Temperatur im Sumpf des
Briidenabscheiders. Aus diesem Grund wird QVCHBA dem produktseitigen Wérmestrom
zugerechnet und fithrt dadurch zu dessen Erh6hung um maximal 1 %. Da diese Anpassung

von Q__in den Messdaten aus Abbildung 12 bereits enthalten ist, wird davon ausgegangen,

pro

dass Qv o pa durch den gewihlten Ansatz unterschitzt wird.

3.1.4 Festlegung der Versuchsbedingungen

Das Betriebsfenster, innerhalb dessen das wérmetechnische Betriebsverhalten des Natur-
umlaufverdampfers auf Basis der energetischen Bilanzierung der Anlage beschrieben werden
kann, wird durch die Schaumentstehung im Briidenabscheider beschriankt. Eine starke
Schaumentstehung fithrt zum Ubertrag von Fliissigkeit in den Kondensator und verhindert
dadurch die Bilanzierung des Dampfmassenstroms. In Abbildung 13 wird die Quantifizierung
des Ausmalfies der Schaumentstehung in Abhéngigkeit der Prozess- und Betriebsparameter
anhand vier diskreter Schaumlevel dargestellt.

B 500 mbar, T,=819°C =5 700 mbar, T, = 90,4°C [__] 1000 mbar, T = 99,8 “c\

0,11 CMC]| 0,45 CMC| 0,90 CMC|
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Abbildung 13: Schaumentstehung im Briidenabscheider in Abhingigkeit des massebezogenem
Tensidanteils, der treibenden Temperaturdifferenz und des Betriebsdruckes fiir einen scheinbaren
Fiillstand h* =110 %

Da das Erreichen der einzelnen Schaumlevel vom scheinbaren Fiillstand beeinflusst wird,
erfolgt die Definition der Betriebsgrenzen bei dem hochsten zu untersuchendem Fiillstand von
110 %. Ein kritischer Betrieb des Naturumlaufverdampfers liegt vor, wenn die
Schaumentstehung das Schaumlevel 4 erreicht und Schaum in den Kondensator iibertritt. Im
Gegensatz dazu entspricht Schaumlevel 1 einer Schaumentstehung, die ausschlielich in der
Bridenleitung auftritt. Die Schaumlevel 2 und 3 werden iiber die kapazitiven
Grenzstandsensoren LIR1 und LIR2 auf scheinbaren Héhen von 127 % und 150 % detektiert.
Abbildung 13 verdeutlich, dass das Betriebsfenster durch einen Tensidanteil von 0,9 CMC
stark eingeschrinkt wird. Fiir die weiterfiihrenden experimentellen Untersuchungen wird
daher ausschlieBlich ein Tensidanteil §< 0,5 CMC verwendet, der hinsichtlich einer
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relevanten Beeinflussung der Wérmeiibertragung und Fluiddynamik im unteren Bereich der
aus der Literatur bekannten Grof3enordnungen einzuordnen ist.

Fiir den gewdhlten Bereich des Tensidanteils liegt keine Begrenzung des Betriebs-fensters
durch die Schaumbelastung hinsichtlich des Betriebsdruckes oder der treibenden
Temperaturdifferenz vor. Die gewihlten Versuchsbedingungen, die in Tabelle 1
zusammengefasst sind, orientieren sich daher an dem fiir den Naturumlaufverdampfer
charakteristischen Betriebsbereich. Die Werte fiir den Betriebsdruck und die Siedetemperatur
beziehen sich auf die Bedingungen am Kopf des Briidenabscheiders.

Tabelle 1. Ubersicht iiber die untersuchten Betriebs- und Prozessparameter —im
Naturumlaufverdampfer

ATy /K h* /% p / mbar Ts/°C £/ CMC

20; 30, 40; 50; 60 75;90; 110 700; 1.000 90,4; 99,8 0;0,1;0,5
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3.2 Datenauswertung

Aufbauend auf der energetischen Bilanzierung des Naturumlaufverdampfers werden in
diesem Kapitel die Berechnungsgleichung der charakteristischen Groflen der Natur-
umlaufverdampfung sowie die Betrachtung der zugehdrigen Messunsicherheiten vorgestellt.
Da die Dichte und die Viskositdt der wéssrigen Losungen nicht durch die Zugabe des Tensids
beeinflusst werden (vgl. Abbildung 51 im Anhang), erfolgt die Berechnung der verwendeten
Stoffdaten basierend auf den Korrelationsgleichungen nach (Kleiber, Joh, 2019) fiir reines
Wasser. Ausgenommen von diesem Vorgehen ist die Bestimmung der Oberflichenspannung
der Flissigkeit, die experimentell fiir reines Wasser und unterschiedliche Tensidanteile
gemessen wurde (vgl. Abbildung 52 im Anhang).

3.2.1 Versuchsauswertung

Integrale Kenngrofen

Die Beschreibung des integralen Betriebsverhaltens des Naturumlaufverdampfers erfolgt iiber
zeitlich gemittelte, etablierte Kennzahlen der Warmeiibertragung und Fluiddynamik. Als
fluiddynamische Kenngrofe wird die einphasige Zulaufgeschwindigkeit am Verdampferrohr
wz herangezogen. Diese ergibt sich aus dem Quotienten des in der Zulaufleitung gemessenem
Volumenstrom Vi und der Querschnittsfliche des Verdampferrohrs Aquerye.
\Z
Age 42)
Die Wirmetibertragung wird iiber die Warmestromdichte sowie die Warmedurchgangs- und
produktseitigen ~Warmeiibergangskoeffizienten quantifiziert. Die integrale Wirme-
stromdichte ergibt sich aus dem produktseitig bilanzierten Warmestrom me bezogen auf die

Wair =

logarithmisch gemittelte Mantelfliche des Verdampferrohrs Awo. Hierbei stehen A und A. fiir
die innere und duflere Mantelflache des Verdampferrohrs.

q= me = me
Aa - A .
:1 i‘\“ Awo (43)

Durch den Bezug der integralen Warmestromdichte auf die treibende Temperatur-differenz
zwischen Warmetrdgerflissigkeit und Produkttemperatur A7;,, ergibt sich der integrale
Wirmedurchgangskoeffizient (vgl. Gl. (44)).

Z i _ o
i = it = 0 )
ATint ATing Ay

Dabei wird die treibende Temperaturdifferenz als Differenz zwischen der mittleren
Temperatur der Warmetragerfliissigkeit und der arithmetisch gemittelten Temperatur auf der
Produktseite gebildet.

TVR,cin +2- Tpinch +T

VR,aus (4 5)

4T
ATy, = To],em2Tol.aus _ -
Aufbauend auf der Berechnung von k. erfolgt die Bestimmung des integralen,
produktseitigen Wéarmeiibergangskoeffizienten a,, durch Abschitzung des heizseitigen
Wirmewiderstands Ru.. nach Gleichung (46).
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1 1
= Rges = Rheiz + Rpro = Rheiz +

(46)

Kint - Awg Upro* Awy
Dabei setzt sich R aus dem Wéarmewiderstand der Verdampferwand, dem Warmewiderstand
der Warmetragerfliissigkeit sowie dem Warmewiderstand aufgrund von Belagbildung auf der

Heizseite Riu zusammen (vgl. Gl. (47)).

1 Rou
Rheiz = - +—+ T 47)

MAwg GneiztAwg Awo

Da im Thermostat H100 wihrend der Versuchszeit Ablagerungen von Zersetzungsprodukten
des Wirmetrdgermediums auftraten, wird davon ausgegangen, dass auch das Verdampferrohr
auf der Heizseite von einer unerwiinschten Belagbildung betroffen ist. Basierend auf (Scholl,
Brahim, 2005) wurde der daraus resultierende Warmewiderstand zu Rea = 0,0005 m* K W'
abgeschitzt. Fir die Wérmeleitfdhigkeit von Edelstahl wird ein konstanter Werte von
A=15Wm'K" (Ullrich, Bodmer, 2019) angenommen. Der  heizseitige
Wairmeiibergangskoeftizient wird mit Hilfe der Korrelation nach (Gnielinski, 2019b) zur
Berechnung des Wirmeiibergangs in turbulenten einphasigen Stromungen im Ringspalt
abgeschitzt und ergibt sich zu @i = 1800 W m°K". Da die Wirmetrigerfliissigkeit den
Ringspalt mit einer anndhrend konstanten Geschwindigkeit durchstromt und die Abhéangigkeit
der Stoffdaten von der Temperatur innerhalb des Untersuchungsrahmens vernachldssigbar
klein ist, ergibt sich an. als Konstante. Somit ist auch der heizseitige Warmewiderstand eine
Konstante, die sich durch Verwendung von Gleichung (47) zu Ru. = 0,0138 K W' berechnet.

Durch Umstellen von Gleichung (46) ergibt sich der produktseitige Wérmeiibergangs-
koeffizienten a; schlieBlich zu:

1
L W “8)

— _Rpe ) .-
(kinl AW heiz wU
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Waérmeiibertragung in der Aufheiz- und Verdampfungszone

Um ein detailliertes Verstindnis der Wérmeiibertragung im Naturumlaufverdampfer zu
erlangen, wird das Verdampferrohr anhand des Temperaturverlaufs auf der Produktseite in
eine einphasige Aufheiz- und eine zweiphasige Verdampfungszone eingeteilt. Abbildung 14
zeigt den Temperaturverlauf iiber die Verdampferhohe. Dabei ist auf der Ordinate die auf die
Lange des Verdampferrohrs normierte Hohe und auf der Abszisse die Temperatur der

Kernfliissigkeit aufgetragen.
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Abbildung 14: Exemplarische Darstellung des produktseitigen Temperaturprofils im Verdampferrohr
fiir unterschiedliche treibende Temperaturdifferenzen, einen scheinbaren Fiillstand von 110 % und
einem Betriebsdruck von 700 mbar

Die Temperaturverldufe konnen sowohl in der Autheiz- als auch in der Verdampfungs-zone
mit ausreichender Genauigkeit linear angepasst werden. Aus dem Schnittpunkt der beiden
Geraden ergibt sich der Pinchpunkt, welcher durch die kleinste auftretende
Temperaturdifferenz zwischen der Kerntemperatur der Fliissigkeit und der Temperatur der
Wairmetrdgerfliissigkeit charakterisiert wird. Die zugehorige Hohe im Verdampfer-rohr wird
als normierte Pinchhéhe /fpinennr bezeichnet, wéhrend Zjnenpo die Kerntemperatur der
Fliissigkeit auf der Hohe des Pinchpunktes beschreibt.

In der Verdampfungszone ergibt sich der Temperaturverlauf aus der Abhéngigkeit der
Sattigungstemperatur vom lokalen Druck. Folglich lésst sich iiber die Differenz zwischen der
Pinchtemperatur und der Temperatur am Austritt des Verdampferrohrs der zweiphasige
Druckverlust Ap, nach Gleichung (49) abschitzen. Die Abhdngigkeit des Dampfdruckes von
der Temperatur wird dabei nach (Kleiber, Joh, 2019) berechnet:

d|
Ap2ph = d_;)' N (Tpro.plncl\' TVR,aus) 49)

Die Quantifizierung des in der Aufheizzone iibertragenen Warmestroms erfolgt iiber die
Berechnung der sensiblen Wérme. Diese wird basierend auf der Differenz von
Flissigkeitstemperatur am Zulauf des Verdampferrohrs 7iren und Pinchtemperatur Zhienpo
sowie des Umlaufmassenstroms ;. und dessen Warmekapazitét ¢, bestimmt.

(50)

Q/\Zz fl'lzir *Cppro * (Tpru.pmch - TVR,cin)
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Der in der Verdampfungszone iibertragene Wirmestrom ergibt sich darauf aufbauend aus der
Differenz zwischen dem gesamten produktseitigen Wirmestrom Qo und dem Wirmestrom
der Aufheizzone Q/\L.

sz = me - QAZ (51)

Durch Normierung von Q.. und Qv. auf die entsprechend anteilige Wairmeiiber-
tragungsflache wird die Warmestromdichte in der Aufheiz- und Verdampfungszone bestimmt.
Hierbei wird die jeweilige Warmeiibertragungsflache nach Gleichung (52) und Gleichung
(53) durch Multiplikation der gesamten Wirmeiibertragungsfliche Awy mit der normierten
Pinchhdhe Ayinennor beziehungsweise der Differenz (1 - Zpinehnor) bestimmt.

AAZ = AWU . hpinch,nor (52)
AVZ = AWU : (1 - hpinch,nor) (53)

Fir die Berechnung der Wirmedurchgangskoeffizienten in der Aufheiz- und
Verdampfungszone werden die jeweiligen treibenden Temperaturdifferenzen A 7izmie und
ATozmie bendtigt. Fiir die Aufheizzone ergibt sich A 7izmiew aus der Differenz zwischen der
mittleren Temperatur der Wérmetrédgerfliissigkeit in der Aufheizzone und der mittleren
Temperatur des Produktgemisch zwischen Zulauf und Pinchpunkt nach Gleichung (54).
[Toil,pinch + Toi],aus] ) [TVR,ein +Tpm,pinch]

2

ATVZ = (54)

Hierbei wird sowohl auf der Produktseite als auch auf der Heizseite ein linearer
Temperaturverlauf angenommen. Die Temperatur der Wiarmetrégerfliissigkeit auf Hoéhe des
Pinchpunktes ldsst sich daher durch die Geradengleichung (55) abschétzen.

T()l,pinch = Tol,ein - hpinch,nor . (TOl,ein'Tél,aus) (55)

Die Berechnung der treibenden Temperaturdifferenz in der Verdampfungszone ergibt sich
analog als Differenz zwischen der mittleren Temperatur der Warmetragerfliissigkeit in der
Verdampfungszone und der mittleren Fliissigkeitstemperatur zwischen Pinchpunkt und
Verdampferaustritt.

ATVZ Trieb= I:Tml‘pimh; Tnil,om] _ [Tpro.pinch2+ TP!‘O.Out] -

Basierend auf den Gleichungen (50) bis (56) ergeben sich die Wérmedurchgangs-
koeffizienten in der Aufheiz- und Verdampfungszone zu:

Q r0,AZ
Ky, = — 202 57
AZ ATrrieb, Az AAZ 47
Q TO,
kyy = —_<proVZ (58)

ATTrieb.vz - Avz

Die Berechnung der Warmetibergangskoeffizienten in der Aufheiz- und Verdampfungs-zone
erfolgt analog zu Gleichung (48):

1

a = ee———
pro,AZ 1 ]
(kAZAAAZ_RhCIZ).AAZ (59)
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1

a = —_
pro,VZ 1 . 60,
(kVZ'AVZ - Rhclz) Avz ( )

Beeinflussung des Betriebsverhaltens durch SAS

Als Kennzahl zur Quantifizierung des Einflusses des Tensids auf die Umlaufgeschwindigkeit
wird Aw,;, als Differenz zwischen der Umlaufgeschwindigkeit der Tensidlosung wy;, cme und
der Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser ;i ocmc nach Gleichung (61) eingefiihrt.

AWyir = Wi oMmc = Wair,ooMC (61)

Auflerdem wird die relative Verdnderung der Umlaufgeschwindigkeit gegeniiber reinem

Wasser durch den Zusatz des Tensids mittels des relativen Verstarkungsfaktors wy,
quantifiziert (vgl. Gl. (62)).

Wi =—2Na 100 % (62)

Wzir, OCMC

3.2.2 Unsicherheitsbetrachtung

Der (ISO/IEC Guide 98-3:2008 - Uncertainty of masurement) folgend wird die Unsicherheit
der berechneten GroBlen im Ergebnisteil mittels der Typ A Standard-unsicherheit abgeschétzt.
Dementsprechend basieren die dargestellten Unsicherheiten auf einer statistischen
Auswertung der durchgefiihrten Versuchsreihen. Da in die Berechnung der charakteristischen
GroBen der Warmetibertragung eine Vielzahl unsicherheitsbehafteter GroBen einflieen, wird
fir die Wirmeiibergangs- und Wirmedurchgangskoeffizienten die Standardunsicherheit
zusdtzlich durch das GauB’sche Fehlerfortpflanzungsgesetzt (Typ B Standardunsicherheit)
bestimmt. Unter der Annahme, dass die jeweiligen Einflussgroflen voneinander unabhéngig
sind, kann mittels Gleichung (63) die kombinierte Standardunsicherheit der ZielgroBe
bestimmt werden. In den nachfolgend gezeigten Gleichungen wird als Zielgrofe exemplarisch
der produktseitige Wirmeiibergangskoeffizient a,. verwendet. Die kombinierte Standard-
unsicherheit der Zielgrofle wird dementsprechend mit () bezeichnet.

0 (ao) = 2 (2)” 2 ) mie (222) =5, (%) (63)

9Xj Xj

Hierbei wird die partielle Ableitung der Zielgrofie a,. nach der jeweiligen Einflussgrofie xi als
Sensitivititskoeffizient S, und u(x;) als Standardunsicherheit der Einflussgrofe x bezeichnet.
Die Standardunsicherheit der jeweiligen Einflussgrofie ergibt sich beispiels-weise aus der
Messunsicherheit der verwendeten Messgerite. Eine Ubersicht iiber die fiir diese Arbeit
relevanten Messunsicherheiten sind in Tabelle 7 im Anhang zu finden. Das Produkt aus
Sensitivitatskoeffizient und Standardunsicherheit ist der Unsicher-heitsbeitrag By, xp)-

O Uyro
By, () = (522) -utx) (64

Der Unsicherheitsbeitrag ist eine Kenngrofie, um den absoluten Beitrag einer Einflussgrofie
auf die kombinierte Standardunsicherheit der ZielgroBe zu quantifizieren. Wird der
Unsicherheitsbeitrag auf die kombinierte Standardunsicherheit bezogen, ergibt sich der
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3 Methodische Verfahrensweise

Unsicherheitsindex /y, (x;), der den relativen Beitrag der EinflussgroBe zur kombinierten
Standardunsicherheit widerspiegelt.

2
pro

I, ()= 5—= (65)
o ui(apm)

Eine Besonderheit, die bei der Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten auftritt, ist die
starke Abhéngigkeit der Sensitivititskoeffizienten vom Wert des integralen Wair-

medurchgangskoeffizienten, welcher wiederum von den jeweiligen Betriebsbedingungen
abhéngt. Nach Gleichung (66) kann @, vereinfacht durch eine Hyperbelfunktion be-schrieben

werden.

1. 1
Opro = 3 mitx = (kim'Aw(] - Rheiz) A (66)
Der Sensitivititskoeffizient der Einflussgrole x entspricht in dieser Darstellungsform der
Ableitung der Funktion x'. Zur Veranschaulichung des Zusammenhangs zwischen dem

Sensitivitdtskoeffizienten und der Einflussgrofie x sind in Abbildung 15 eine Hyperbel-
funktion und deren Ableitung dargestellt.
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Abbildung 15: Exemplarische Darstellung der Abhéingigkeit des Sensitivititskoeffizienten des
produktseitigen Warmetibergangskoeftizienten von den Betriebsbedingungen

Abbildung 15 zeigt, dass der Sensitivitéitskoeffizient unendlich gro3 wird, wenn x gegen null
strebt. Bei der Berechnung des Warmeiibergangskoeffizienten wird dieser Grenzwert erreicht,
wenn der Kehrwert des integralen Warmedurchgangskoeftizienten gegen den Wert des
Wiérmewiderstands auf der Heizseite strebt (vgl. Gl. (66)). Welche Aus-wirkungen diese
Abhingigkeit des Sensitivititskoeffizienten von dem Verhiltnis zwischen 4w und R hat,
wird im Detail in Kapitel 4.1.1 vorgestellt.
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4 Experimentelle Ergebnisse

4.1 Naturumlaufverdampfung von reinem Wasser

Die Naturumlaufverdampfung von reinem Wasser wird unter Variation des scheinbaren
Fiillstandes, des Betriebsdruckes und der treibenden Temperaturdifferenz untersucht. Dabei
erfolgt die Bewertung des integralen Betriebsverhaltens des Verdampfers anhand der
integralen =~ Wirmestromdichte = beziehungsweise des  produktseitigen =~ Wérmeiiber-
gangskoeffizienten und der einphasigen Umlaufgeschwindigkeit. Um ein detailliertes
Verstandnis der zugrundeliegenden Mechanismen zu erlangen, wird zusédtzlich der
Wirmeitibergang in der Autheiz- und Verdampfungszone differenziert betrachtet und die
Stabilitdt des Stromungsverhaltens anhand der zeitlichen Schwankungen des Umlauf-
massenstroms quantifiziert. Im Vorfeld der Darstellung der experimentellen Ergebnisse wird
in Kapitel 4.1.1 die Unsicherheitsbetrachtung der charakteristischen Grofien der
Wairmeitibertragung vorgestellt.

4.1.1 Unsicherheitsbetrachtung

Zur Bewertung der Aussagekraft und Vergleichbarkeit der Kenngrofien der Naturum-
laufverdampfung wird die Standardunsicherheit der jeweiligen ZielgroBe herangezogen. In
den nachfolgenden Kapiteln wird in diesem Zusammenhang die Typ A Standardunsicherheit,
also die statistische Standardabweichung der dreifach wiederholten Versuchsreihen,
verwendet. In Abgrenzung dazu wird die Standardunsicherheit des produkt-seitigen
Wirmetibergangskoeffizienten zusitzlich durch die Typ B Standardunsicherheit quantifiziert
(USO/IEC Guide 98-3:2008 - Uncertainty of masurement). Wie in Abschnitt 3.2.2 dargelegt,
héngt die kombinierte Standardunsicherheit des Wérmeiibergangs-koeffizienten (o) stark
vom Verhdltnis zwischen den Warmewiderstdnden auf der Produkt- und Heizseite und somit
von den Betriebsbedingungen ab. Um dies zu verdeutlichen, werden nachfolgend die
Ergebnisse der Typ B Unsicherheitsbetrachtung diskutiert und eine allgemeingiiltige
Korrelation zwischen dem Verhiltnis der Warmewiderstinde und der Standardunsicherheit
des  Wairmeiibergangskoeffizienten  hergeleitet.  Darauf aufbauend erfolgt eine
Sensitivititsanalyse der in die Berechnung einflieBenden Messgrofien zur Identifizierung der
ausschlaggebenden Unsicherheitsbeitrage.

Standardunsicherheit des integralen Wérmeiibergangskoeftizienten

Die nachfolgenden Abbildungen dienen ausschlieBlich als Grundlage zur Beurteilung der
durchgefiihrten Unsicherheitsbetrachtung bezichungsweise der berechneten Standardun-
sicherheiten. Die Diskussion der Ergebnisse hinsichtlich ihrer Bedeutung fiir die produkt-
seitige Warmeiibertragung erfolgt in Kapitel 4.1.2. Abbildung 16 zeigt die Typ B Stan-
dardunsicherheit des integralen produktseitigen Wéirmeiibergangskoeffizienten (vgl.
Gleichung (48)) als Fliache hinter den Datenpunkten in Abhéngigkeit der treibenden
Temperaturdifferenz. In der oberen Reihe sind die Ergebnisse fiir einen Betriebsdruck von
p=700 mbar dargestellt, die untere Reihe (d-f) zeigt den integralen Wirmeiiber-
gangskoeffizienten und dessen Standardunsicherheit fiir p=1.000 mbar. Der scheinbare
Fullstand /#* steigt von links nach rechts von 75 % auf 110 %.
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Abbildung 16: Darstellung der kombinierten Standardunsicherheit des integralen, produktseitigen
Wiérmetibergangkoeffizienten u @) in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir
Betriebsdriicke p = 700 mbar (a-c) und p = 1.000 mbar (d-f) und scheinbare Fiillstinde von 75 %,
90 % und 110 %

Abbildung 16 veranschaulicht, dass die Standardunsicherheit des integralen produktseitigen
Wairmeiibergangskoeffizienten mit steigender treibender Temperaturdifferenz, steigendem
scheinbaren Fiillstand und steigendem Betriebsdruck zunimmt. Wahrend bei einem Fiillstand
von A*=75%, einem Betriecbsdruck von p=700mbar und einer treibenden
Temperaturdifferenz von A7, =20K die Standardunsicherheit () mit 170 W m” K"
vergleichsweise gering ausfillt, wird diese auf 3.388 Wm”K' bei dem Betriebspunkt
f*=110%, p=1.000 mbar und A7y =60K gesteigert. Prozentual entspricht das einer
Steigerung von (o) von 16 % auf 71 %. Ursdchlich hierfir ist die Steigerung des
produktseitigen Wairmeiibergangskoeffizienten und damit die Abnahme des Anteils des
produktseitigen Wéarmewiderstands am integralen Wirme-widerstand (Hammerschmidt,
Scholl, 2011). Wie die Standardunsicherheit des zZu bestimmenden
Wirmeitibergangskoeffizienten mit dessen Anteil am Gesamtwarme-widerstand korreliert, soll
im Folgenden veranschaulicht werden.

Den grundlegenden Berechnungsvorschriften verschalteter Warmewiderstiande folgend kann
der Gesamtwiderstand R nicht kleiner werden als der Warmewiderstand auf der Heizseite
Rii.. Eine physikalisch sinnvolle Losung der Gleichung (67) zur Beschreibung des
produktseitigen Warmeiibergangskoeffizienten

1
Apro = m (67)

Kint* Aa

kann demnach nur unter der Bedingung
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Rges > Rheiz (68)

Kint - Aq
erfolgen. Da der Wiarmewiderstand auf der Heizseite als konstant angesehen werden kann
(vgl. Abschnitt 3.2.1), fiithrt eine Erhéhung des produktseitigen Wérmeiibergangskoeffizienten
zu einer Anndherung von R und Ri.. Wie in Abschnitt 3.2.2 beschrieben, fiihrt diese
Anndherung zu einem starken Anstieg des Sensitivititskoeffizienten des produktseitigen
Wirmeitibergangskoeffizienten in Bezug auf den Warmedurchgangskoeffizienten Sapm(kim)

und damit zu einer Erhéhung der kombinierten Standardunsicherheit des produktseitigen
Wairmeitibergangskoeffizienten (o). Die Steige-rung von Sapm(kim) ist von besonderer
Bedeutung, da von den in die Unsicherheits-betrachtung einflieBenden Grofen die
Bestimmung des integralen Wirmedurchgangs-koeffizienten k. den grofiten Anteil an der

kombinierten Standardunsicherheit (o) ausmacht.

Um den Zusammenhang zwischen dem Anteil des produktseitigen Wéarmewiderstands am
Gesamtwarmewiderstand und dessen Einfluss auf die kombinierte Standardunsicher-heit
w(0po) zu veranschaulichen, ist dieser nachfolgend graphisch dargestellt. Abbildung 17 zeigt
die Abhéngigkeit der berechneten Standardunsicherheit u(0p) vom Ryo Zu Ree Verhdltnis fiir
Standardunsicherheiten des Wiarmedurchgangskoeffizienten ui(kw) zwischen 10 W m” K" und
40 Wm’K".
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Abbildung 17: Einfluss der Standardunsicherheit des Wirmedurchgangskoeffizienten ui(ki) auf die
kombinierte  Standardunsicherheit des integralen ~Warmetibergangskoeffizienten — u(@y) In
Abhingigkeit des Verhiltnisses des produktseitigen Warmewiderstands zum Gesamtwiderstand Ry,

-1
Rges

Die Bestimmung von u(0yx) erfolgt nach dem Gauf3’schen Fehlerfortpflanzungsgesetz mittels
Gleichung (69) unter der Annahme, dass die Unsicherheitsbeitrige der anderen
EinflussgroBen aus Gleichung (67), d.h. die Standardunsicherheit der dufleren und inneren
Wirmetibertragungsfliache sowie die Standardunsicherheit des heizseitigen
Wirmewiderstands, vernachldssigbar klein sind. Diese Annahme ist fiir die im Rahmen der
vorliegenden Arbeit durchgefiihrten Versuchsreihen zuldssig, da der Unsicherheitsbeitrag
Bapm(k.m) mehr als 90 % von (o) ausmacht.

()= (22)” w2l (69)

OKint
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Die Auftragung von (o) Uber Ry R;es verdeutlicht die starke Abhéngigkeit der
Standardunsicherheit des produktseitigen Wérmeiibergangskoeffizienten von dessen Anteil
am Gesamtwarmewiderstand. Strebt Ry Rgles gegen 0, strebt die Standardunsicherheit (o)
gegen unendlich. Bei Erhohung des produktseitigen Warmewiderstands und Annédherung an
den Gesamtwiderstand néhert sich (o) asymptotisch an den Wert der Standardunsicherheit
der Eingangsgrofe, in diesem Fall an w(kw) an. Zur Veranschaulichung ist in Abbildung
17 (b) der Bereich von 0,2 bis 1 vergrofert dargestellt. Die gestrichelten Linien quantifizieren
die Auswirkungen einer Anderung des Ry zu Res Verhiltnisses. Wird Ry R‘glcs, beispielsweise
durch die Steigerung des produktseitigen Warmeiibergangskoeffizienten von 0,8 auf 0,4
reduziert, verdoppelt sich die Standardunsicherheit (o) unabhiangig von ().

Zur mathematischen Formulierung dieses Zusammenhangs werden die Wérmeiiber-
gangskoeffizienten auf der Produkt- und Heizseite jeweils auf die duBlere Warmetiber-
tragungsfliche A. des Verdampferrohrs bezogen. Unter dieser Annahme ergibt sich die
partielle Ableitung von @ nach & und damit der Sensitivititskoeffizient S, (ki) zu:

pro

90pro 1

Kint N (Aq *Kint * Rpeiz '1)2 N Sapm (kint) (70)

Umstellen der Gleichung und Aufldsen nach dem heizseitigen Warmewiderstand Ri.i. liefert:

[Sagno i) | o
Rpei, = 70

- +
sapm(kinl) “Aa-kine  Aack

int

Da der Gesamtwirmewiderstand definiert ist als der Kehrwert des Produkts aus Wéirme-
tibertragungsfliche A. und Warmedurchgangskoeffizienten & gilt weiterhin:

SeproKin
Rus _ | _ Lot (72)

Rges sapm(kinl)

Durch Auflésen der Gleichung nach S,

Apro

(k) und Anwendung von R Rges =1- (R R’g'es)

ergibt sich die folgende Korrelation zwischen dem Sensitivitdtskoeffizienten und dem Ry zu
R Verhiltnis:

2 2 2 2
1 1 1 Rges
S (kim)=( x > =( x )=<R—> (=) 7
pro _ Zheiz (1. 2pro _pro Roro
! Rges ! (] Rges) Rges P

Durch Einsetzen dieser Definition des Sensitivitdtskoeffizienten in die Gleichung (69) zur
Bestimmung der kombinierten Standardunsicherheit w(a) ergibt sich ein direkter

Zusammenhang zwischen z(0to) und Ry Rg'es:

Rees) Rees
Sapro(kint) . ui(kim) = ( 2 ) : ui (kint) d uk(aPro) = (L) Uk (kint) (74)

Rpm Rpro

Diese Gleichung gilt nur unter der Annahme, dass die Standardunsicherheit (o) mit
ausreichender Genauigkeit durch den Unsicherheitsbeitrag B, (k) beschrieben werden
kann. Fiir den Fall, dass zusitzlich andere Einflussgroflen mafigeblich zum Wert von z&(0r)
beitragen, lasst sich Gleichung (74) weiterhin anwenden, um den Unsicherheits-
beitrag Bapm(](im) zu berechnen.
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Die Korrelation zwischen dem Sensitivitatskoeffizienten Sapm

(kip) und dem Ry zu Ry
Verhiltnis bietet einen praxisnahen Ansatz zur Abschitzung der Standardunsicherheit des zu
bestimmenden Wirmeiibergangskoeffizienten, durch welchen die Auslegung eines
Wirmeiibertragers vorteilhaft gestaltet werden kann. Wenn zum Beispiel der Wérme-
iibergangskoeffizient auf der Produktseite untersucht werden soll, kann je nach Anforderung
an dessen kombinierte Standardunsicherheit der bendtigte Warmeiibergangskoeffizient auf
der Heizseite in Abhéngigkeit der Standardunsicherheit des Warmedurchgangskoeffizienten
berechnet werden. Zur Veranschaulichung der Zusammenhinge ist im Anhang (vgl. Tabelle
6) eine exemplarische Berechnung des heizseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten fiir
verschiedene Anwendungsfille zu finden. Denkbar wire beispielsweise ein Szenario, in dem
die Verfahrensaufgabe zwar durch konvektive Wairmeiibertragung mittels einer
Wirmetrdgerfliissigkeit gelost werden kann, die Unsicherheitsbetrachtung allerdings eine
gesteigerte Wiarmetibertragung auf der Heizseite, zum Beispiel durch den Einsatz von
Heizdampf, erforderlich macht. Da das Verhéltnis von R. zu R.. neben der
Standardunsicherheit auch die Wirksamkeit einer Verringerung des heizseitigen
Wirmewiderstands beeinflusst, miissen die hochsten zu erwartenden produktseitigen
Wairmeiibergangskoeffizienten und damit das ungiinstigste Ry zu Re. Verhdltnis abgeschitzt
werden. Wird beispielsweise ein Ry zu Ry Verhdltnis von 0,2 erwartet, ist die Erhhung des
heizseitigen =~ Warmeiibergangskoeffizienten ein  zielfihrender — Ansatz, um  die
Standardunsicherheit zu verringern. Ist der heizseitige Wéarmewiderstand hingegen gering im
Vergleich zum Wirmewiderstand auf der Produktseite, wire die Reduzierung der
Standardunsicherheit der Eingangsgrofe, in diesem Fall w(4&in), eine geeignetere Mafinahme.
Aus welchen Beitragen sich die kombinierten Standardunsicherheiten () und (&) fiir
die vorliegenden experimentellen  Untersuchungen am  Naturumlaufverdampfer
zusammensetzen und bei welchen Einflussgroflen mogliche Optimierungsstrategien ansetzen
sollten, wird im nachfolgenden Ab-schnitt thematisiert.

Unsicherheitsbeitrige des integralen Warmeiibergangskoeffizienten

Die kombinierte Standardunsicherheit u(o,) weist eine starke Abhangigkeit vom scheinbaren
Fillstand auf. Wéhrend bei einem Fiillstand von /#* =75 % und einem Betriebsdruck von
700 mbar die maximale Standardunsicherheit bei 931 Wm® K" liegt, wird diese durch
Erhéhung des Fillstandes auf 110 % auf einen Wert von 1.967 Wm” K" gesteigert (vgl.
Abbildung 16). Zur genaueren Untersuchung des Einflusses der Betriebsparameter, im
Speziellen des Einflusses des Fiillstandes auf die Standardunsicherheit des produktseitigen
Wirmeitibergangskoeffizienten, werden die  Unsicherheitsbeitrige der einzelnen
Einflussgrofen vergleichend betrachtet. Da in die Berechnung des produktseitigen
Wirmeitibergangskoeffizienten eine Vielzahl von gemessenen und abgeleiteten GroBen
eingehen, wurden im Rahmen einer Sensitivitdts-analyse in einem ersten Schritt die grofiten
Unsicherheitsbeitrage identifiziert. Die Sensi-tivititsanalyse ergab, dass bei allen
durchgefiihrten Versuchsreihen der Beitrag der kombinierten Standardunsicherheit des
Wirmedurchgangskoeffizienten — w(kn) zur kombinierten —Standardunsicherheit —des
Wairmeiibergangskoeffizienten (o) im Durchschnitt bei 97 % lag. Aus diesem Grund
werden nachfolgend die Berechnung sowie die Zusammensetzung von (k) dargestellt.

In die Berechnung des integralen Warmedurchgangskoeffizienten flieBen nach Gleichung (44)
die treibende Temperaturdifferenz A7, die Wirmeiibertragungsfliche Aws sowie der
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produktseitig bilanzierte Wirmestrom (_ ein. Hierbei setzt sich der produktseitige

pro
Wiérmestrom aus der Summe des sensiblen und des latenten Warmestroms zusammen:
me: Ql + Q2 = 1:ncir *Cp,pro * (TVKM - TVKC‘") + Myeg * AhV (75)

Die Differenz zwischen der Temperatur am Ausgang des Verdampferrohrs 7irw.s und am
Eingang des Verdampferrohrs 7iren wird nachfolgend als A7ir bezeichnet. In Abbildung 18
werden die Eingangsgrofien, deren Unsicherheitsindex /einen Wert von 1 % iiberschreitet, in
Form eines kumulativen Balkendiagramms dargestellt. Der Unsicherheitsindex stellt dabei die
Unsicherheitsbeitrige B, (x:) der einzelnen Einflussgréfen x: normiert auf die kombinierte
Standardunsicherheit des Warmedurchgangskoeffizienten (k) dar (vgl. Gleichung (65)).
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Abbildung 18: Kumulierter Unsicherheitsindex Iy, in Abhdngigkeit der treibenden Temperaturdit-
ferenz fiir Betriebsdriicke p = 700 mbar (a-c) und p = 1.000 mbar (d-f) und scheinbare Fiillstinde von
75%, 90 % und 110 %

Abbildung 18 verdeutlich, dass sich (k) maBgeblich aus dem Unsicherheitsbeitrag der
Temperaturdifferenz iiber das Verdampferrohr B, (ATwx) sowie dem Unsicherheitsbeitrag

des Destillatmassenstroms B, (mg.) zusammensetzt. Abhdngig von den Betriebs-

int
bedingungen macht die Standardunsicherheit der Warmetibertragungstlache wu(Awo) bis zu
7 % von u(kw) aus. Der Einfluss der Standardunsicherheit der Verdampfungs-enthalpie A,
ist dagegen vernachldssigbar klein. Mit steigendem scheinbaren Fiillstand nimmt der Einfluss
der Standardunsicherheit der Temperaturmessung zu, wihrend der Einfluss der Bestimmung
des Destillatmassenstroms abnimmt. Auflerdem zeigt sich bei scheinbaren Fiillstinden von
A*=90 % und #* =110 % eine Abhidngigkeit der Unsicherheitsbeitrage von der treibenden
Temperaturdifferenz. Der Beitrag von AZw nimmt mit steigender treibender
Temperaturdifferenz ab, wihrend der Beitrag von myg.g zunimmt.

Die dargestellten Unsicherheitsbeitrige setzten sich aus dem Produkt der Sensitivitéts-
koeffizienten und der Standardunsicherheit der einzelnen Messgrolen zusammen. Diese
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beiden Faktoren sind auf unterschiedliche Weise von den Betriebsbedingungen abhéngig.
Wird die Standardunsicherheit als relative Unsicherheit, zum Beispiel als prozentualer Anteil
vom Messwert angegeben, hiangt der absolute Wert der Standardunsicherheit vom Betrag des
Messwertes und somit von den Betriebsbedingungen ab. Dies trifft in der vorgestellten
Unsicherheitsbetrachtung auf die Standardunsicherheit des Destillat-massenstroms zu, welche
mit 5% des jeweiligen Messwertes abgeschitzt wird. Die Standardunsicherheit der
Temperaturmessung mittels eines Typ T Thermoelementes wird unabhidngig von der
vorherrschenden ~ Temperatur mit 0,3 K  angegeben. Die  Unsicherheit des
Temperaturmesswertes liegt also als absoluter Wert vor und ist somit unabhéngig von den
Betriebsbedingungen. Der  Sensitivitdtskoeffizient ist per Definition von den
Betriebsbedingungen abhéngig. Um den Einfluss der Betriebsbedingungen auf die
Unsicherheitsbeitrige By, (ATw) und By, (ifgeq) genauer aufzuschliisseln, werden daher die
Sensitivititskoeffizienten beziiglich A7Zw und mg herangezogen. Die Sensi-
tivitdtskoeffizienten S (A7yg) und S (hges) ergeben sich aus der partiellen Ableitung des
integralen Wairmedurchgangskoeffizienten nach A7yr bezichungsweise mge (vgl.
Gleichung(63)). Wie Gleichung (76) bis (78) verdeutlichen, konnen die gesuchten
Sensitivitétskoeffizienten auch iiber die partiellen Ableitungen des sensiblen (Q,) bezieh-

ungsweise des latenten produktseitigen Warmestroms (Q,) beschrieben werden.

_ Ty - Cp,pro * ATyg + hyeg - Ahy 1

ki, = = (0. +C 76
AvD ATy, Ao ity (@7 Q) 7
_ Ok _ L (09 [ 9Q Q.
St (ATvr) OATVR  Awp-ATin (BATVR ) mit (6ATVR ) = Sq, (ATve) 77)
oy ki ,(an) -(602)_ (1
Skim(mdeSt) dATyR Awry* ATing IMhest mit IMhest - SQz(mdesl) (78)

Entscheidend fiir die Beeinflussung von (k) durch die Betriebsbedingungen sind folglich
die partiellen Ableitungen von Q , nach A 7ix und von Q2 nach 7. respektive SQu (ATyg) und

So, (ges). Zur Erleichterung der Interpretation der Ergebnisse sind daher in Abbildung 19
anstelle der Sensitivitdtskoeffizienten des integralen Wéarmedurchgangskoeffizienten die
Sensitivitdtskoeffizienten des sensiblen Wairmestroms SQI(ATVR) und des latenten
Wirmestroms SQz(rhdest) dargestellt. Den Erwartungen entsprechend steigt der
Sensitivititskoeffizient ~des sensiblen ~Wirmestroms mit  steigender  treibender
Temperaturdifferenz, steigendem Fiillstand und steigendem Druck und bildet damit qualitativ

die Abhangigkeit der kombinierten Standardunsicherheit (&) von den Betriebsbedingungen
ab (vgl. Abbildung 18).
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Abbildung 19: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes und des Betriebsdruckes auf die Sensitivi-
titskoeffizienten des sensiblen Warmestroms Sq (ATyR) und des latenten Wirmestroms Sg, (Migest)

in Abhéangigkeit der tretbenden Temperaturdifterenz
Durch Multiplikation von SQ] (ATyg) mit der Standardunsicherheit der Temperatur-messung
(A Tir) ergibt sich der Unsicherheitsbeitrag BQI(A Tix) in kJ s'. Da sowohl der sensible als

auch der latente Wiarmestrom gleichberechtig mit dem Vorfaktor (A{;,U-AYI,L) in die
Berechnung von 4w eingehen (vgl. Gl. (76)), konnen deren Unsicherheitsbeitrige direkt
herangezogen ~ werden, um die Abhédngigkeit der Standardunsicherheit des
Wirmedurchgangskoeffizienten w(ki) von den Betriebsbedingungen zu quantifizieren. Mit
der konstanten Standardunsicherheit von w(A7Zw)= 0,3 K ergibt sich aus den dargestellten
Verldufen der Wertebereich des Unsicherheitsbeitrags 0,01 kJ s < BQ](A Tw)< 03KkJs".

Durch Multiplikation mit dem Faktor (A;,:,U <A 7},1,1) ergébe sich der Unsicherheitsbeitrag zu &
inkWm*K".

Der Sensitivitéitskoeffizient des latenten Warmestroms wird durch den scheinbaren Fiillstand
oder die treibende Temperaturdifferenz nicht mafigeblich beeinflusst, zeigt allerdings eine
deutliche ~ Abhéngigkeit =~ vom  Betriebsdruck.  Die  Standardunsicherheit  des
Destillatmassenstroms  steigt linear mit steigender Temperaturdifferenz von 0,02 gs' auf
0,06 g s". Dieser Anstieg iiberlagert den Einfluss des Betriebsdruckes. Der Wertebereich des
Unsicherheitsbeitrags By (thes) liegt zwischen 0,02 kJ s' und 0,13kJs’, wobei eine
Anderung des Betriebsdruckes von 700 mbar auf 1.000 mbar eine maximale Verinderung des
Unsicherheitsbeitrags um 0,009 kJ s hervorruft. Die Unsicherheitsbeitriige von thy., und
AT steigen also beide stark mit der treibenden Temperaturdifferenz, wodurch auch die
kombinierte Standardunsicherheit des Wirmeiibergangskoeffizienten (o), wie in
Abbildung 16 bereits illustriert, zunimmt. Fiir den Anteil des jeweiligen Unsicherheitsbeitrags
an der Gesamtunsicherheit ist daher das Ausmal} der Steigerung des Unsicherheitsbeitrags
durch eine Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz bei variierenden Fiillstinden
entscheidend.

Bei erneuter Betrachtung von Gleichung (76) wird deutlich, dass SQI(A Tyr) dem Produkt
aus Umlaufmassenstrom und Wirmekapazitdt und SQz(rhdest) der Verdampfungsenthalpie

entspricht. Die beiden entscheidenden  Unsicherheitsbeitrage der kombinierten
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Standardunsicherheit des Warmedurchgangskoeffizienten lassen sich daher der einphasigen
(SQI) und der zweiphasigen (SQZ) Wairmeiibertragung zuordnen. Dieser Zusammenhang

erlaubt die nachfolgende Interpretation der in Abbildung 18 dargestellten Abhéngigkeiten.
Mit steigendem Fiillstand nimmt die Unterkiihlung der Fliissigkeit in Bezug zur lokalen
Siedetemperatur zu und die Aufheizzone wird verldngert. Folglich steigt der Anteil des
einphasig ibertragenen Wéarmestroms am Gesamtwarmestrom und der Einfluss der
Standardunsicherheit (A 7v) nimmt zu, wéhrend der Einfluss von u(ihg.y) abnimmt.
Gleichzeitig wird der Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz durch die Erhohung des
scheinbaren Fiillstandes erhoht. Bei scheinbaren Fiillstinden von /#*=110% hat die
Erhéhung der treibenden Temperaturdifferenz eine grofere Verkiirzung der Aufheizzone zur
Folge als bei einem scheinbaren Fiillstand von A*=75% (vgl. Abbildung 27).
Dementsprechend ~ steigt der Einfluss von  u(ihg) mit steigender treibender
Temperaturdifferenz bei den hoheren Fiillstanden starker an.

Die vorgestellte Sensitivitdtsanalyse verdeutlicht, dass sich der grofite Unsicher-heitsbeitrag
des produktseitigen Warmetibergangskoeffizienten o, auf die Bestimmung des einphasig
ubertragenen  Wéarmestroms — zuriickfiuhren ldsst, welcher mafigeblich durch die
Temperaturmessung am Zu- und Auslauf des Verdampferrohrs bestimmt wird. Da der
Sensitivititskoeffizient der Temperaturmessung SQl (ATyRr) dem Produkt aus Wirmekapazitit

und Umlaufstrom entspricht, kann dieser nicht durch eine Anpassung der Betriebsparameter
verringert werden, ohne das Betriebsfenster einzuschranken. Zur Auslegung von
Naturumlaufverdampfern empfiehlt es sich daher, durch Abschitzung der hochsten zu
erwartenden Umlaufstrome die Sensitivitdtskoeffizienten der Temperatur-messung zu
bestimmen und basierend darauf die Anforderungen an die absolute Standardunsicherheit der
Temperaturmessung zu definieren.

AbschlieBend sei erwihnt, dass die nach dem Typ B berechneten Standard-unsicherheiten auf
der Fehlerfortpflanzung der Standardunsicherheiten der Eingangs-grof3en beruhen. Die Werte
der einflieBenden Standardunsicherheiten der Eingangs-grofien sind allerdings nicht immer
bekannt und missen daher abgeschétzt werden. In anderen Fillen stammen die
Standardabweichungen aus Herstellerangaben, die oftmals nur eine maximale
Standardunsicherheit angeben. Folglich stimmen die Typ A und Typ B Unsicherheiten nicht
notwendigerweise liberein. In der vorliegenden Arbeit zeigt sich, dass durch die Berechnung
der Typ B Standardunsicherheit die Abhédngigkeit der statistischen Standardunsicherheit des
Wirmeitibergangskoeffizienten von den Betriebs-bedingungen qualitativ korrekt vorhergesagt
wird. Allerdings wird der Wertebereich der auftretenden Standardunsicherheiten tiberschatzt.
Die Standardunsicherheit des Wérme-iibergangskoeffizienten, die basierend auf den
Triplikatversuchen statistisch berechnet wird, fdllt deutlich geringer aus als die Typ B
Standardunsicherheit. Aus diesem Grund kann der integrale Warmetibergangskoeffizient und
dessen statistische Standard-unsicherheit in den nachfolgenden Kapiteln herangezogen
werden, um den Wirmeiiber-gang auf der Produktseite zu quantifizieren.

Standardunsicherheit des  Wérmeiibergangskoeflizienten 1in der Aufheiz- und
Verdampfiungszone

Die kombinierte Standardunsicherheit der produktseitigen Warmeiibergangskoeffizienten in
der Aufheiz- und Verdampfungszone ui(0roaz) und ti(opoyvz) wird gegeniiber der kombinierten
Standardunsicherheit des integralen Wéarmeiibergangskoeffizienten —ih(Qroin) durch zwei
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Faktoren erhoht. In gleicher Weise wie die Standardunsicherheit des integralen
Wairmeiibergangskoeffizienten werden auch w(0roaz) und th(tmvz) mafigeblich durch den
Unsicherheitsbeitrag des Wérmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone By, (k)
beziehungsweise in der Verdampfungszone B, (4vz) bestimmt. Im Vergleich zum integralen
Wirmedurchgangkoeffizienten & fliefit in die Berechnung von £iz und 4vz eine grofere
Anzahl fehlerbehafteter GroBen ein (vgl. Abschnitt 3.2.1), wodurch die kombinierte
Standardunsicherheit erhoht wird. Entscheidende Unsicherheitsbeitrdge stellen die
Bestimmung der Pinchtemperatur 7y pines SOWie der Pinchhdhe /i dar. Der zweite Faktor, der
zu einer Erhohung der kombinierten Standardunsicherheit des Warmeiibergangskoeffizienten
in der Verdampfungszone fiihrt, ist die Steigerung des Wérmeiibergangs in der zweiphasigen
Verdampfungszone. Durch die Erhéhung von vz im Vergleich zum integralen
Wairmeiibergangskoeftizienten verkleinert sich das Verhéltnis von Ryovz zu Resvz und der
Sensitivitdtskoeffizient .S, (kyz) wird entsprechend Gleichung (74) gesteigert.
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Abbildung 20: Kombinierte Standardunsicherheiten des produktseitigen Warmetibergangkoeftizienten
in der Aufheiz- und Verdampfungszone in Abhiangigkeit der treibenden Temperaturdifferenz bei
einem Betriebsdruck von p = 1.000 mbar und scheinbaren Fiillstinden von 75 %, 90 % und 110 %.

Um sowohl die Beeinflussung der kombinierten Standardunsicherheit ta(@proaz) und t(@pmovz)
als auch die Beeinflussung des Wirmeiibergangskoeffizienten selbst durch die zusitzlichen
unsicherheitsbehafteten Einflussfaktoren exemplarisch abzubilden, sind in Abbildung 20 die
Wirmeiibergangskoeffizienten in der Aufheiz- und Verdampfungszone sowie deren
Standardunsicherheit fiir einen Betriebsdruck von p=1.000 mbar darge-stellt. Die obere
Reihe der Abbildung 20 zeigt den Wirmeiibergangskoeffizienten in der Aufheizzone sowie
dessen kombinierte Standardunsicherheit als Fldche hinter den Datenpunkten. Die
Standardunsicherheit steigt von einem minimalen Wert von ui(0poaz) =692 Wm* K" bei
einem scheinbaren Fillstand #*=75% und einer treibenden Temperaturdifferenz
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ATy =20K auf einen maximalen Wert von 9.447Wm” K" bei A*=110% und
ATy =60 K. Damit ist die berechnete Standardunsicherheit (0a2) um bis zu 300 % groBer
als der Warmeiibergangs-koeffizient selbst. In Bezug auf die Betriebsbedingungen zeigen sich
die gleichen Abhidngigkeiten, das heifit eine Steigerung der Standardunsicherheit mit dem
scheinbaren Fiillstand und der treibenden Temperaturdifferenz wie bereits im Zusammenhang
mit dem integralen Warmeiibergangskoeffizienten beschrieben (vgl. Abbildung 18). Die
Zunahme der Standardunsicherheit u(opoaz) mit steigender treibender Temperaturdifferenz
lasst sich auf die Reduzierung des Ry zu R.. Verhiltnisses durch die Erhohung der
produktseitigen Wairmetibertragung zuriickfithren (vgl. Abbildung 17). Neben der
Beeinflussung der Standardunsicherheit fithrt die Verdnderung des Verhéltnisses zwischen
produktseitigem Wirmewiderstand und dem Gesamtwirmewiderstand weiterhin dazu, dass
sich der Warmeiibergangskoeffizient in der Aufheizzone nicht verldsslich bestimmen lésst.
Dies wird in Abbildung 20 dadurch verdeutlicht, dass der Wérmeiibergangskoeffizient in der
Aufheizzone bei hohen treibenden Temperaturdifferenzen vereinzelt grolere Werte annimmt
als der Warme-iibergangskoeffizient in der Verdampfungszone.

Die Standardunsicherheit des Wairmeiibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone
(ovz) (Abbildung 20 d-f) weist eine weniger stark ausgeprdgte Abhéngigkeit von der
treibenden Temperaturdifferenz fiir die scheinbaren Fiillstinde von 75 % und 95 % auf. Die
Werte von w(ctmyvz) schwanken in diesem Bereich zwischen 698 W m” K" und 2.505 W m’
*K', was einer maximalen prozentualen Abweichung von 96 % entspricht. Durch Erhéhung
des scheinbaren Fiillstandes auf #*=110 % wird die Standardunsicherheit auf Werte
zwischen 5.598 Wm*K' und 14.601 Wm® K" vergroBert. Neben dieser drastischen
Steigerung der Standardunsicherheit wird auBerdem deutlich, dass die berechneten Werte fiir
den Wirmeiibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone starken Schwankungen
unterliegen. Besonders aufféllig sind die Schwankungen im Bereich kleiner treibender
Temperaturdifferenzen. Wihrend bei A7 =20 K ein negativer Wert fiir apovz berechnet
wird, fiihrt die Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz auf A7.,,=30K zu einer
Steigerung von @myz auf iiber 30.000 W m” K", Diese unverhiltnismiBige Verinderung
spiegelt keine real auftretenden Wérmetibergangsphédnomene wider, sondern lisst sich direkt
auf die grofe kombinierte Standardunsicherheit zuriickfithren. Durch Erhéhung des
scheinbaren  Fiill-standes werden die Umlaufgeschwindigkeit und damit die
Wirmetibergangskoeffizienten in der Aufheiz- und Verdampfungszone erhoht. Zusitzlich
wird der Warmeiibergangskoeffizient in der Verdampfungszone aufgrund der zweiphasigen
Wairmeiibertragung gesteigert, wodurch das Ryovz Zu Reesvz Verhiltnis stark reduziert und der

Sensitivitatskoeffizient Samvz(kvz) erhoht wird. Folglich kénnen bereits kleine Standardunsi-

cherheiten in den Eingangsgrofen zu einer Verfalschung der Berechnungen des Wérme-
iibergangskoeffizient fiihren. Ahnliche UnregelméBigkeiten im Verlauf von @y treten auch
bei niedrigeren Fiillsténden auf. Bei einem scheinbaren Fiillstand von #* =90 % wird der
maximale Wirmeiibergangskoeffizient  beispielsweise  bei einer  treibenden
Temperaturdifferenz von A 7., =40 K berechnet und nicht wie erwartet bei der hochsten
treibenden Temperaturdifferenz.

Aufbauend auf diesen Erkenntnissen werden in den folgenden Abschnitten nicht die
Wirmeitibergangskoeffizienten, sondern die Warmedurchgangskoeffizienten zur Unter-
suchung des Wirmetibergangs in der Aufheiz- und Verdampfungszone herangezogen.
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4.1.2 Integrales Betriebsverhalten

Das integrale Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers wird in Abbildung 21 anhand
der integralen Wéirmestromdichte sowie der einphasigen Umlaufgeschwindigkeit in
Abhiéngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz dargestellt. Abgebildet sind die Mittelwerte
von dreifach wiederholten experimentellen Messungen zur Untersuchung des Einflusses des
scheinbaren Fiillstandes bei einem Betriebsdruck von 700 mbar. Die Typ A
Standardunsicherheit wird durch die Standardabweichung der Triplikatversuche quantifiziert
und als Flache hinter den Messpunkten dargestellt. Die Verbindung der Standardunsicherheit
dient dabei in allen Abbildungen nur der Illustration und ist nicht als Interpolation zwischen
den einzelnen Messwerten zu verstehen.
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Abbildung 21: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die Wéirmestromdichte und die Umlauf-
geschwindigkeit in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz bei einem Betriebsdruck von
p = 700 mbar und reinem Wasser

Die Wirmestromdichte steigt mit der treibender Temperaturdifferenz A7y, aufgrund der
gesteigerten Triebkraft des Wéarmetransports zwischen Heiz- und Produktseite annéhrend
linear an, wobei eine Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz von 10 K zu einer
Steigerung der Wirmestromdichte um ~7 kW m® fiihrt. Die maximal erreichte
Wirmestromdichte liegt bei einem scheinbaren Fiillstand 4#* =110 % und A7, = 60 K bei
36 kW m”. Durch die Erhohung der Wirmestromdichte nimmt auch der entstehen-de
Dampfmassenstrom im Verdampferrohr zu. Dadurch wird die Dichtedifferenz zwischen der
einphasigen Fliissigkeit im Briidenabscheider und dem Zweiphasengemisch im
Verdampferrohr grofler und der Umlaufstrom steigt bei einem scheinbaren Fiillstand von
75% von 0,025ms"' bei ATw=20K auf ecine Geschwindigkeit von 0,14 ms" bei
ATy =60K an. Die Erhohung der Dichtedifferenz wird bei hoheren treibenden
Temperaturdifferenzen durch die Erhohung des Zweiphasendruckverlustes {iiberlagert
(Arneth, Stichlmair, 2001), sodass die Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit mit zu-
nehmender Temperaturdifferenz abnimmt. Der experimentell bestimmte Wertebereich der
Wairmestromdichte und der Umlaufgeschwindigkeit sowie deren Abhédngigkeit von der
treibenden Temperaturdifferenz weisen eine gute Ubereinstimmung mit den von
(Hammerschmidt, 2013) verdffentlichten Daten auf, wobei sich die gemessenen
Umlaufgeschwindigkeiten eher am unteren Ende des Betriebsbereichs einordnen (Goedecke,
Scholl, 2015). Die sich aus der Umlaufgeschwindigkeit ergebenden Reynolds-Zahlen im
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Verdampferrohr liegen mit Ausnahme des Betriebspunktes bei A7=20 K und #*=75%
oberhalb des Grenzwertes fiir den Ubergangsbereich zwischen laminarer und voll
ausgebildeter turbulenter Strémung von 4.000 (Gnielinski, 2019a). Die im Verdampferrohr
auftretende Stromungsform ldsst sich dementsprechend dem turbulenten Stromungsregime
zuordnen. Auch der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes #* auf das Betriebsverhalten des
Naturumlaufverdampfers entspricht den in der Literatur bekannten Zusammenhéngen. So
fihrt die Erhohung von #* zu einer deutlichen Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit,
wihrend die Warmestromdichte nur geringfiigig beeinflusst wird (Arneth, Stichlmair, 2001,
Hammerschmidt, 2013). Da sich die drei untersuchten Fiillstinde unterhalb des iiberfluteten
Zustands bei /% =112 % befinden, fiihrt eine Erhéhung des Fiillstandes zu einem erhdhten
hydrostatischen Druck am Eingang des Verdampferrohrs und somit zu einer Steigerung der
Triebkraft fir den Naturumlauf. Ursdchlich fiir die geringe Beeinflussung der
Wirmestromdichte sind zwei gegenldufige, durch die Verdnderung des Fiillstandes induzierte,
Mechanismen. Zum einen fiihrt ein niedriger Fiillstand aufgrund der reduzierten
Umlaufgeschwindigkeit zu kleineren Wéarmeiibergangskoeffizienten in der Autheiz- und
Verdampfungszone. Gleich-zeitig wird die Verdampfungszone mit einer im Vergleich zur
Autheizzone deutlich erh6hten Warmetibertragung durch einen niedrigen Fiillstand verlangert
(vgl. Abbildung 27). Der Grund hierfiir ist die geringere Fliissigkeitsunterkiithlung am Zulauf
des Verdampferrohrs durch den reduzierten hydrostatischen Druck bei geringeren Fiill-
standen. Aufgrund beider Mechanismen ist die Warmestromdichte bei der Verdampfung von
reinem Wasser und einem Betriebsdruck p > 1.000 mbar nahezu unabhéngig vom scheinbaren
Filllstand. Beim Betrieb des Naturumlaufverdampfers im Vakuum kann sich das
Zusammenwirken der beschriebenen Mechanismen aufgrund der Verkleinerung der
Verdampfungszone dndern (Arneth, Stichlmair, 2001).

Wird anstelle der Warmestromdichte der integrale Warmedurchgangskoeffizienten & sowie
der flachengemittelte produktseitige Warmeiibergangskoeffizient a,. iiber der treibenden
Temperaturdifferenz aufgetragen, wird der Einfluss des Fiillstandes auf die integrale
Wairmeiibertragung bei einem Betriebsdruck von 700 mbar deutlicher.
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Abbildung 22: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf den integralen Wéarmedurchgangskoefti-
zienten ki und den Wirmelibergangskoeftizient oy, in Abhdngigkeit der treibenden Tempera-
turdifterenz bei einem Betriebsdruck von p = 700 mbar und reinem Wasser
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Abbildung 22 zeigt, dass der hochste Fillstand von 110% zu den hdochsten
Wairmedurchgangs- und Wirmeiibergangskoeffizienten fithrt. Die Beeinflussung von 4w und
o bei scheinbaren Fiillstinden zwischen A* =90 % und A* =75 % liegt innerhalb der
ermittelten Standardunsicherheit, sodass in diesem Betriebsbereich der Einfluss des
Fiillstandes nicht eindeutig differenzierbar ist.

Beim Vergleich des Verlaufs des Wirmedurchgangkoeffizienten & mit dem Verlauf des
Wairmeiibergangskoeffizienten a;. fallt auf, dass sich der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes
in Abhéngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz édndert. Fir den Fall des
Wirmedurchgangskoeffizienten wird die grofte Steigerung durch die Erhohung des
scheinbaren Fiillstandes bei einer treibenden Temperaturdifferenz von 20 K beobachtet,
wihrend fiir den Wirmeiibergangskoeffizienten die grofite Steigerung bei A 7w =60 K
auftritt. Zurtickfithren lésst sich dies auf den physikalischen Zusammenhang zwischen dem
integralen Wérmedurchgang und dem Wérmeiibergang auf der Produktseite. Bei kleinen
treibenden Temperaturdifferenzen ist der Gesamtwéarmewiderstand, welcher proportional zum
reziproken Wairmedurchgangskoeffizienten ist, grofier als bei einer hohen treibenden
Temperaturdifferenz. Folglich fiihrt bereits eine kleine Verbesserung des Warmeiibergangs
auf der Produktseite zu einer deutlichen Reduzierung des Gesamtwirmewiderstand
beziehungsweise zu einer Erhohung von k.. Wird der Gesamt-warmewiderstand durch die
Steigerung der treibenden Temperaturdifferenz reduziert, bedarf es einer stirkeren Erhohung
der Wirmeitibertragung auf der Produktseite, damit der Gesamtwiarmewiderstand
gleichermaflen verkleinert und der Wérmedurchgangs-koeffizient erhoht wird. Um die
Mechanismen der Wirmeiibertragung auf der Produkt-seite differenziert betrachten zu
konnen, sollte daher der o, Wert unter der Beriick-sichtigung, dass dieser mit einer hoheren
Standardunsicherheit belegt ist, herangezogen werden.

Die Erhohung der integralen Warmeiibertragung bei einem scheinbaren Fiillstand von 110 %
lasst darauf schlieBen, dass bei den gewihlten Betriebsbedingungen die Verlédngerung der
Aufheizzone durch die Steigerung des Wéirmeiibergangskoeffizienten, die als Folge der
erhohten Umlaufgeschwindigkeit eintritt, kompensiert wird. Diese Annahme wird durch die
Beobachtung gestiitzt, dass die grofte Steigerung von am. bei der hochsten treibenden
Temperaturdifferenz auftritt, also an jenem Betriebspunkt, an dem der Einfluss des
scheinbaren Fiillstandes auf die Aufheizzone am geringsten ist (vgl. Abbildung 27).

Die Einordnung der Wirmeiibergangs- und Wiarmedurchgangskoeffizienten in aus der
Literatur bekannte GrofBenordnungen wird durch die Variabilitit der apparativen und
betrieblichen Parameter der Naturumlaufverdampfung erschwert. Um einen allgemein-
giiltigen Vergleich zwischen verschiedenen Naturumlaufverdampfern ziehen zu konnen,
miissen sowohl die Rohrldnge, -anzahl und -durchmesser des Wiarmeiibertragers als auch die
Betriebsparameter, daher der Betriebsdruck, der scheinbare Fiillstand sowie die treibende
Temperaturdifferenz vergleichbar sein. Einen zusitzlich starken Einfluss auf den
Wirmedurchgangskoeffizienten hat der heizseitige Warmewiderstand, der durch das Material
des Wirmeiibertragers sowie das Medium zur Wirmeiibertragung beeinflusst wird. Ein
aussagekriftiger Vergleich von unterschiedlichen Verdampfern ist daher herausfordernd und
nicht immer moglich (Goedecke, Scholl, 2015). Der grofite Unterschied zwischen den
durchgefiihrten Versuchen und bekannten Literaturdaten ist in diesem Zusammenhang die
Verwendung von Thermaldl zur Beheizung des Wairme-iibertragers. Der heizseitige
Wirmewiderstand wird bei Verwendung von Thermaldl im Vergleich zur Wirmeiibertragung
mittels Wasser- oder Losemitteldampf deutlich erhoht. Aus diesem Grund sind die in der
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vorliegenden Arbeit gemessenen Wirmestromdichten und Warmedurchgangkoeffizienten im
Vergleich zur einschldgigen Fachliteratur (Dialer, 1983, Kirschbaum, 1962) um ~80 %
reduziert. Um den Einfluss des heizseitigen Warmewiderstands zu umgehen, wire es
notwendig, die Warmeiibergangkoeffizienten auf der Produktseite zu vergleichen. Allerdings
werden diese, vermutlich aufgrund der erhohten Berechnungsunsicherheit, deutlich seltener
publiziert. Fiir die experimentell bestimmten Wéarmeiibergangskoeffizienten konnten daher
keine Literaturdaten bei ver-gleichbaren Apparate- und Betriebsbedingungen gefunden
werden.

Einen dhnlichen Einfluss auf die Unterkiihlung und damit auf die Lange der Autheizzone wie
die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes hat die Reduzierung des Betriebsdruckes. Um den
Einfluss des Betriebsdruckes auf das integrale Betriebsverhalten zu veran-schaulichen,
werden in Abbildung 23 der Warmeiibergangskoeffizient und die Umlauf-geschwindigkeit in
Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir die Betriebs-driicke p= 700 mbar und
p=1.000 mbar dargestellt. Die jeweiligen Verldufe sind fiir die zwei scheinbaren Fiillstinde
I* =75 % und A* = 110 % abgebildet.
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Abbildung 23: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes und des Betriebsdruckes auf den produktseitigen
Wiérmetibergangskoeftizienten und die Umlaufgeschwindigkeit in Abhingigkeit der treibenden
Temperaturditterenz

Es wird ersichtlich, dass sowohl der produktseitige Wérmeiibergang als auch die
Umlaufgeschwindigkeit durch die Steigerung des Betriebsdruckes fiir beide scheinbaren
Fiillstainde erhoht wird. Aufgrund der grofleren Steigung der Dampfdruckkurve fiihrt ein
erhohter Betriebsdruck zu einer geringeren Unterkiihlung der Fliissigkeit am Eintritt des
Verdampferrohrs. Folglich wird die Aufheizzone verkiirzt und der integrale Warme-iibergang
verbessert (Lu, 2022). Die Verkiirzung der Autheizzone hat ebenfalls zur Folge, dass der
Dampfmassenanteil ansteigt und die Triebkraft fir den Naturumlauf gesteigert wird.
Zusitzlich fithrt die Verringerung des Dichteunterschieds zwischen Dampf- und Fliissigphase
zu einer Reduzierung des Zweiphasendruckverlusts im Verdampfer- und Briidenrohr und
somit zu einer Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit (Hammerschmidt, 2013). Abbildung 23
zeigt weiterhin, dass der positive Einfluss der Betriebsdruckerhéhung auf die
Wairmetibertragung bei  hohen scheinbaren Fiillstinden wund geringen treibenden
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Temperaturdifferenzen am stirksten ausgeprégt ist. Dies wird auf den grofen Anteil der
Aufheizzone an der Gesamtlinge des Wérmeiibertragers bei den genannten
Betriebsbedingungen zuriickgefiihrt. Wird ein Grofteil der Warmeiiber-tragungsflache fiir die
einphasige Erwdrmung des Produktgemisches bendtigt, hat die Reduzierung der
Unterkiihlung einen groBeren Einfluss auf den integralen Wérmeiiber-gangskoeffizienten, als
wenn der Wirmetibergangskoeffizient mafigeblich durch die zwei-phasige Wérmeiibertragung
bestimmt wird.
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4.1.3 Fluiddynamisches Betriebsverhalten

Zur detaillierteren Betrachtung des fluiddynamischen Verhaltens des Naturumlaufver-
dampfers wird der Umlaufmassenstrom m,;, durch Histogramme abgebildet. Die Darstellung
von 1y, als Histogramm liefert dabei den Vorteil, dass neben dem am héaufigsten auftretenden
Massenstrom auch Aussagen iiber die Schwankungsbreite und die Art der Schwankungen
innerhalb des Naturumlaufs getroffen werden konnen. Da die Standarda-bweichung des
Umlaufmassenstroms der Triplikatversuche fiir reines Wasser sehr gering ausfallen (vgl.
Abbildung 21), werden an dieser Stelle exemplarisch die Messdaten der ersten Versuchsreihe
vorgestellt.
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Abbildung 24: Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz auf die relative Haufigkeit des
Umlaufinassenstroms h.(th,,) fiir Betriebsdriicke p = 700 mbar (a-c) und p = 1.000 mbar (d-f) und
scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %

Abbildung 24 zeigt die relative Haufigkeit des Umlaufmassenstroms in Klassen mit einer
Breite von 10 kg h". Das Maximum der Verteilung ist die Klasse mit der groBten relativen
Héufigkeit, somit der Bereich, dem die meisten Messwerte des Umlaufmassenstroms
zugeordnet werden konnen. Bei monomodalen, symmetrischen Verteilungen bildet das
Maximum der Verteilung den mittleren Umlaufmassenstrom ab. Weichen die gemessenen
Umlaufmassenstrome von einer monomodalen Verteilung ab, ist dies nicht der Fall. Liegt
beispielsweise wie in Abbildung 24 (b) bei A 7z, = 20 K eine bimodale Verteilung vor, weicht
der mittlere Umlaufmassenstrom stark von den am haufigsten auftretenden
Massenstromklassen ab. Die lokalen Maxima einer bimodalen Verteilung bilden die
Schwankung des Umlaufs zwischen einem minimalen und einem maximalen Wert ab. Die
Periodizitit dieser Schwankungen ist im Histogramm nicht ersichtlich. Bei auffélligen
Verteilungen wird daher neben dem Histogramm auch der zeitliche Verlauf des
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Umlaufmassenstroms dargestellt. Ein weiteres wichtiges Merkmal der oben dargestellten
Histogramme ist die Breite der Verteilungen. Eine breite Verteilung ist gleichzusetzen mit
einer hohen Schwankungsbreite des Umlaufmassenstroms, wihrend eine schmale Verteilung
einen konstanten Umlaufstrom abbildet. In der Literatur wird ein instabiles Umlaufverhalten
tiber die Amplituden des Massenstroms definiert. In Abhéangigkeit der verdffentlichten Studie
werden Amplituden groBer als 10 % (Nayak, Vijayan, 2008) beziechungsweise grofler als 30 %
(Fukuda, Kobori, 1979) vom Mittelwert als Grenzwert fiir das Auftreten von
Strémungsinstabilititen genannt. Die Ubertragung dieses Kriteriums auf die Darstellung des
Umlaufmassenstroms in Form eines Histo-gramms entspricht einer Ausbreitung der
Verteilung, ausgehend vom Mittelwert von 10 % beziehungsweise 30 %, jeweils in positive
und negative x-Richtung.

Die obere Reihe der Abbildung 24 stellt die Verteilungen des Umlaufmassenstroms bei einem
Betriebsdruck von 700 mbar dar. Der Mittelpunkt der Verteilungen wird mit steigender
Temperaturdifferenz ~ und steigendem scheinbaren  Fiillstand  zu  hoheren
Umlaufmassenstromen verschoben. Auflerdem nimmt die Breite der Verteilungen ab
ATy =30K mit zunehmender treibender Temperaturdifferenz ab. Durch die gesteigerte
Wirmeitibertragung entsteht ein grofierer Dampfmassenstrom und das System ist stabiler
gegeniiber zufilligen Storungen der Blasenentstehung (Nayak, Vijayan, 2008). Der Einfluss
dieses Effekts wird durch den Anstieg des scheinbaren Fiillstandes reduziert, da der
Umlaufmassenstrom zusitzlich durch den erhdhten hydrostatischen Druck am Zulauf des
Verdampferrohrs stabilisiert wird. Die gleiche Abhangigkeit des Umlaufmassenstroms von /#*
und A 7, ist auch bei einem Betriebsdruck von 1.000 mbar erkennbar, mit dem Unterschied,
dass die Mittelpunkte der Verteilungen gegeniiber den Messdaten bei 700 mbar leicht zu
hoheren Umlaufmassenstromen verschoben sind. Wie in Abschnitt 4.1.2, Abbildung 23
gezeigt und erklart, fihrt die Erhohung des Betriebsdruckes zu einer Steigerung der
Umlaufgeschwindigkeit. Auffallig ist auBerdem, dass sich die Breite der Verteilung durch die
Erh6hung des Betriebs-druckes vergroBert. Die Ursache hierfiir ist jedoch nicht die direkte
Verdnderung der Schwankungsbreite des Umlaufstroms, sondern eine regelungsbedingte
Zunahme der Betriebsdruckschwankungen. Wie in 3.1.2 beschrieben, fiihrte der Betrieb der
Anlage bei Betriebsdriicken nahe des Umgebungsdruckes zu einer Beeintrachtigung der
Druck-regelung, wodurch die Schwankungen im Umlaufstrom erhdht wurden. Aus diesem
Grund wird nachfolgend und bei der Beurteilung des Einflusses von Tensiden auf das
Stromungsverhalten ein Fokus auf die Untersuchung des Umlaufverhaltens bei einem
Betriebsdruck von 700 mbar gelegt.

Im unteren Betriebsbereich des Naturumlaufverdampfers, bei scheinbaren Fiillstinden
<90 % und treibenden Temperaturdifferenzen zwischen 20 K und 30 K, zeigen sich
Besonderheiten im Verlauf der Histogramme. Auffillig ist, dass bei dem tiefsten untersuchten
scheinbaren Fiillstand von 75 % die Breite der Verteilung durch die Erhohung der treibenden
Temperaturdifferenz von 20 K auf 30 K deutlich zunimmt. Bei /#* = 90 % hingegen zeigt sich
bei einer treibenden Temperaturdifferenz von 20 K eine bimodale Verteilung, deren Breite
gegeniiber der Verteilung bei 4% = 75 % erhoht ist. Einen dhnlichen, wenn auch weniger stark
ausgepragten Verlauf weisen auch die Histogramme bei einem Betriebsdruck von 1.000 mbar
auf. Um dieses unerwartete Verhalten ndher zu untersuchen, sind in Abbildung 25 die
zeitlichen Verldufe des Um-laufmassenstrom fiir einen Betriebsdruck von 700 mbar
dargestellt.
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Abbildung 25: Zeitlicher Verlauf des Umlaufinassenstroms . sowie der Kopftemperatur im
Briidenabscheider (TIR 202) und der ersten Temperaturmessstelle im Verdampferrohr (TIR 104) fiir
treibende Temperaturdifferenzen AT von 20 K und 30 K, scheinbare Fiillstinde von 75 % und 90 %
und einem Betriebsdruck von p = 700 mbar

Die Abbildung 25 zeigt den zeitlichen Verlauf des Umlaufmassenstroms sowie die zeitliche
Anderung der Temperatur im Verdampferrohr auf einer scheinbaren Hohe von 7 % (TIR 104)
und der Kopftemperatur im Briidenabscheider (TIR 202). Bei einer treibenden
Temperaturdifferenz von 20 K lésst sich fiir beide scheinbaren Fiillstinde ein kurzzeitiger,
periodischer Abfall der Kopftemperatur feststellen. Die Frequenz dieser Stérung entspricht
der Frequenz der diskontinuierlichen Riickfilhrung des Destillatmassenstroms mygeg und ldsst
sich auf den Abfall des Betriebsdruckes wiahrend der Riickfithrung des Destillatmassenstroms
in den Briidenabscheider zuriickfithren. Die Frequenz der Stérung durch die Riickfithrung von
Mye ist auch im zeitlichen Verlauf des Umlaufmassenstroms erkennbar. Am deutlichsten
wird dies bei einem scheinbaren Fillstand von 90% und einer treibenden
Temperaturdifferenz von 20 K (Abbildung 25c). Durch die Destillatriickfiihrung wird
regelungstechnisch bedingt kurzzeitig der Betriebsdruck im Briidenabscheider gesenkt,
wodurch es wahrscheinlich trotz der Unterkiihlung des Destillatstroms zur Flashverdampfung
kommt und die Zirkulationsgeschwindigkeit vorriibergehend erhoht wird. Dieser Effekt tritt
in abgeschwiéchter Form auch bei den anderen drei dargestellten Betriebspunkten auf, wird
allerdings von héherfrequenten Schwankungen mit grofleren Amplituden iiberlagert.

Entscheidend fiir die Uberpriifung der Strémungsverhiltnisse ist in diesem Zusammen-hang,
wie der Naturumlauf auf die Stérung durch die Destillatriickfithrung reagiert. Ein instabiles
Verhalten lige vor, wenn die Stérung zu einer Anderung des Betriebszu-standes,
beispielsweise zu Schwankungen mit einer erhhten Amplitude oder der Ein-stellung eines
neuen, stationdren Betriebspunktes, fithrte (Vijayan et al.,, 2019). Die in Abbildung 25
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dargestellten Verldufe kehren nach der Storung wieder in ihren urspriinglichen Zustand
zuriick, was die Annahme zulésst, dass die Riickfithrung des Destillats nicht die Ursache der
hoherfrequenten Stromungsschwankungen ist. Neben der Kopftemperatur ist auch der
zeitliche Verlauf der ersten Temperaturmessstelle im Verdampferrohr dargestellt.
Schwankungen in dieser Temperatur lassen sich fiir die dargestellten Betriebsbedingungen auf
Schwankungen im Umlaufstrom zuriickfithren, da die Schwankungen der Temperatur am
Zulauf des Verdampferrohrs vernachldssigbar klein sind und die Wérmeiibertragung im
Verdampferrohr zeitlich konstant ist. Der zeitliche Verlauf der Temperatur TIR 104 schwankt
daher mit der gleichen Frequenz wie der Umlaufmassenstrom.

Die grofiten Schwankungen im Umlaufmassenstrom treten bei einem scheinbaren Fiillstand
h*=90% und einer treibenden Temperaturdifferenz A7, =20 K auf (Abbildung 25 c).
Dieser Betriebspunkt entspricht dem bimodalen Histogramm in Abbildung 24 b. Der zeitlich
gemittelte Umlaufmassenstrom belduft sich auf einen Wert von 138 kg h" und die mittlere
Amplitude liegt bei 31 kg h”. Damit iibersteigt die Amplitude einen prozentualen Wert von
22,2 % und der Umlauf gilt nach (Vijayan et al., 2019) als instabil. Der vergrof3ert dargestellte
Bereich in Abbildung 25 ¢ zeigt einen zeitlichen Ausschnitt von ;. in einem Intervall von
120 s. Dieser verdeutlicht, dass der Umlaufstrom periodisch mit einer annéhernd konstanten
Amplitude schwankt, wodurch die Bimodalitit des zugehorigen Histogramms erklart werden
kann. Die Schwankung des Umlaufstroms zwischen einem konstanten Minimum und einem
konstanten Maximum spiegelt sich im Histogramm durch die Auspriagung zweier lokaler
Maxima wider. Die Umlaufstrome, bei denen die Maxima im Histogramm auftreten, stimmen
dabei mit dem Minimum im zeitlichen Verlauf bei ~100 kg h' und dem Maximum bei
~180 kg h" iiberein. Ein dhnlicher zeitlicher Verlauf der Schwankungen ist auch bei
ATy =30K und #* =75 % zu erkennen. Bei Betrachtung des entsprechenden Histogramms
fillt wiederum der Ubergang zu einer bimodalen Verteilung auf. Die Frequenz der Schwan-
kungen in dem gezeigten Ausschnitt in Abbildung 25 ¢ betrigt 0,125 s" und liegt damit im
charakteristischen Frequenzbereich der Geysering Stromungsinstabilitdt (Lu, 2022). Bei
geringen Umlaufstromen und Dampfmassenanteilen kann die periodische Bildung von
Kolbenblasen zu dieser Art der Stromungsinstabilitdt fithren. Durch die Koaleszenz
entstehender Dampfblasen wird schlagartig ein Grofteil des Strémungsquerschnittes durch
Dampf ausgefiillt, welcher Fliissigkeit mit sich reift und den Umlaufstrom kurzzeitig
beschleunigt. Wihrend die Kolbenblase das Verdampferrohr verlédsst, stromt unterkiihlte
Fliissigkeit in das Verdampferrohr nach und der Umlaufstrom wird reduziert, bis sich die
néchsten Blasen bilden und erneut koaleszieren (Nayak, Vijayan, 2008). Dieses Nachstromen
von unterkiihlter Flissigkeit spiegelt sich in den Schwankungen von TIR 104 wider. Das
Auftreten von Geysering héngt stark von der Warmestromdichte ab. Wiahrend bei geringen
Wirmestromdichten die Dampfentstehung fiir die Bildung von Kolbenblasen nicht
ausreichend ist, fithrt bei hohen Wiérmestromdichten das Nachstromen unterkiihlter
Flussigkeit nicht mehr zu einer Hemmung der Blasenbildung beziehungsweise zu einer
Reduzierung des Umlaufstroms (Liu et al., 2019, Walter, Ponweiser, 2012). Aus diesem
Grund fiihrt die Erhohung der treibenden Temperatur-differenz von 20 K auf 30 K bei einem
scheinbaren Fiillstand von 90 % zu einer Stabilisierung des Umlaufsstroms und der
Temperatur TIR104 (Abbildung 25 d).

Durch die Reduzierung des scheinbaren Fiillstandes von 90 % auf 75 % sinken sowohl die
Amplituden der Temperatur TIR 104 als auch des Umlaufmassenstroms m,;, bei einer
treibenden Temperaturdifferenz A 7., =20 K. Im Vergleich zu dem hdheren scheinbaren
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Fiillstand liegt der zeitliche Mittelwert des Umlaufstroms bei 71,1 kg h' und die mittlere
Amplitude entspricht 10,7 kg h” beziehungsweise 15,0 %. Die Verrin-gerung des Fiillstandes
fiihrt neben einer deutlichen Verlédngerung der Verdampfungs-zone zu einer Reduzierung der
Umlaufgeschwindigkeit. Dadurch wird die Reynolds-Zahl von 5.062 bei #* =90 % auf 2.553
bei #*=75% reduziert (vgl. Abbildung 21). Nach (Gnielinski, 2019a) liegt der
Ubergangsbereich zwischen der voll ausgebildeten turbu-lenten und der laminaren Strémung
bei Reynolds-Zahlen zwischen 2.300 und 4.000. Durch die Reduzierung der
Umlaufgeschwindigkeit wird daher das untere Ende des Ubergangsbereichs erreicht. Die
beobachtete Stabilisierung des Umlaufs wird dement-sprechend auf eine Anderung der
Stromungsform zuriickgefiihrt. Durch die Erhéhung der treibenden Temperaturdifferenz auf
30 K wird der mittlere Umlaufmassenstrom auf 146 kg h” und die Schwankungsamplitude auf
19 kg h" erhoht, was einem prozentualen Wert von 13,2 % entspricht. An dieser Stelle wird
ersichtlich, dass die Angabe der prozentualen Schwankungsamplituden allein nicht
ausreichend ist, um das Stabilitits-verhalten in Naturumlaufverdampfern zu beschreiben.
Sowohl die graphische Darstellung des Umlaufmassenstroms als Histogramm als auch der
zeitliche Verlauf von i, und TIR 104 deuten stark darauf hin, dass die Stromungsstabilitét
des Naturumlaufs durch die Erhéhung der treibenden Temperaturdifferenz bei einem
scheinbaren  Fiillstand von 75% abnimmt. Trotzdem sinkt die prozentuale
Schwankungsamplitude um knapp 2 Prozentpunkte.

Eine qualitativ dhnliche Abhéngigkeit der Amplituden des Umlaufmassenstroms von der
treibenden Temperaturdifferenz wird auch in (Lu, 2022) beschrieben. Wéhrend bei kleinen
treibenden Temperaturdifferenzen ein stabiler Umlaufstrom vorliegt, fiihrt die Erhohung der
heizseitigen Temperatur fiir einen definierten Bereich zu einer VergroBerung der
Schwankungsamplituden. Bei weiterer Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz
verringern sich die Schwankungen im Umlaufstrom wieder. Bei (Lu, 2022) trat dieser, von
der treibenden Temperaturdifferenz abhéngige Verlauf der Massenstromschwankungen im
laminaren Stromungsbereich auf und wurde durch die Abhédngigkeit der Geysering Instabilitét
von der Warmestromdichte erklart.

Die vorliegenden Versuchsdaten deuten allerdings darauf hin, dass die Warme-stromdichte
von 7,2 kW m® welche bei #*=90% und A7, =20K (Abbildung 25 c) erreicht wird,
ausreichend hoch ist, um das Auftreten der Geysering Stromungs-instabilitit durch die
unregelméaBige Bildung von Kolbenblasen zu induzieren. Die iibertragene Warmestromdichte
im Betriebspunkt /#*=75% und A7 =20K (Abbildung 25 a) liegt mit 7,1 kW m” nur
geringfiigig tiefer. Daher wird ausge-schlossen, dass die Erhohung der treibenden
Temperaturdifferenz von 20 K auf 30 K bei einem scheinbaren Fiillstand von 75 % aufgrund
der Erhohung der Wirmestromdichte zu einer Vergroferung der Schwankungen im
Umlaufmassenstrom fiihrt. Vielmehr wird davon ausgegangen, dass die mit der Erh6hung der
treibenden Temperaturdifferenz einhergehende Erhohung der Reynolds-Zahl auf 5.346
ursichlich fiir die Verstirkung der Stromungsschwankungen ist. Durch die erhohte
Umlaufgeschwindigkeit wechselt die Stromung in den turbulenten Zustand, wodurch die
Schwankungsbreite des Umlauf-massenstroms erhoht wird. Weiterhin féllt auf, dass die
grofiten Schwankungsamplituden an zwei Betriebspunkten auftreten, die mit 5.346 und 5.062
sehr dhnliche Reynolds-Zahlen aufweisen. In Kapitel 4.3.2 wird die erweiterte Datenlage der
Verdampfungs-versuche mit Tensidanteil genutzt, um zu untersuchen, inwieweit das
Auftreten von Stromungsinstabilititen von der Reynolds-Zahl beeinflusst wird.
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4.1.4 Wirmeiibertragung in der Aufheiz- und Verdampfungszone

Zur weiteren Untersuchung der produktseitigen Wéarmeiibertragung wird die Lénge des
Verdampferrohrs anhand des Temperaturprofils im Verdampferrohr in eine einphasige
Aufheizzone (AZ) und eine zweiphasige Verdampfungszone (VZ) eingeteilt. Aufgrund der
Erhéhung des produktseitigen Wirmeiibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone spielt
das Verhiltnis zwischen AZ und VZ, charakterisiert durch die Pinchhohe /#yna, eine
entscheidende Rolle bei der Beurteilung der Betriebscharakteristik des Natur-
umlaufverdampfers (Arneth, Stichlmair, 2001). In Abbildung 26 ist exemplarisch der Einfluss
des scheinbaren Fiillstandes sowie der treibenden Temperaturdifferenz auf die Pinchhéhe bei
einem Betriebsdruck von 700 mbar dargestellt.
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Abbildung 26: Einfluss der treibenden Temperaturdifterenz und des scheinbaren Fiillstandes auf die
Temperaturprofile im Verdampferrohr bei einem Betriebsdruck von p = 700 mbar und reinem Wasser

Sowohl in der Aufheiz- als auch in der Verdampfungszone kann der Temperaturverlauf mit
ausreichender Genauigkeit linear angepasst und die Pinchhohe als Schnittpunkt der beiden
Ausgleichsgeraden bestimmt werden. Durch die Erhéhung der treibenden Tempe-
raturdifferenz von 20 K auf 60 K wird /. bei einem scheinbaren Fiillstand A#* =110 % von
einer normierten Verdampferrohrldnge von 0,87 auf 0,45 reduziert. Bei einer konstanten
treibenden Temperaturdifferenz von 60 K fiihrt die Verringerung des scheinbaren Fiillstandes
von 110% auf 75 % zu einer Verringerung der Pinchhéhe von 0,45 auf 0,23. Die
durchgefiihrten Versuche decken einen Betriebsbereich von Aufheizzonen zwischen 19 %
und 87 % der Wirmeiibertragungsfldche ab. Dadurch wird ermdglicht, den Einfluss von
Tensid auf das Betriebsverhalten eines Naturumlauf-verdampfers sowohl fiir den Fall einer
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konvektiv dominierten Wirmeiibertragung als auch wiahrend des voll ausgebildeten
Blasensiedens zu untersuchen.

Um einen Uberblick iiber den Einfluss der Betriebs- und Prozessparameter auf den
Temperaturverlauf im Verdampferrohr zu gewinnen, hat es sich als zielfithrend erwiesen,
anstatt der Temperaturprofile die Pinchhohe in Abhéngigkeit der treibenden Tempe-
raturdifferenz darzustellen. Abbildung 27 zeigt den Mittelwert der Pinchhohe bezieh-
ungsweise der damit gleichbedeutenden Lange der Aufheizzone, normiert auf die Lange des
Verdampferrohrs. Die Standardunsicherheit der Ergebnisse, dargestellt als farbige Flache
hinter den Messwerten, stellt die Standardabweichungen der Triplikatversuche dar. Durch
Kenntnis der Pinchtemperatur konnen weiterhin die Wérmestrome in der Autheiz- und
Verdampfungszone Q 7z und sz berechnet werden (vgl. Gl. (50) und Gl. (51)). Auf der
rechten Seite von Abbildung 27 ist der Anteil des Wérmestroms in der Verdampfungszone an
dem gesamten produktseitig iibertragenen Warmestrom me in Abhédngigkeit der treibenden
Temperaturdifferenz fiir p=700 mbar dargestellt. Die Fehlerbalken entsprechen der
Standardabweichung der Triplikatversuche.
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Abbildung 27: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes und des Betriebsdruckes auf die Linge der
Autheizzone in Abhédngigkeit der treibenden Temperaturdifterenz (a) und Einfluss des scheinbaren
Fiillstandes auf das Verhdltnis zwischen dem Wiérmestrom in der Verdampfingszone und dem
gesamten produktseitigen Wéarmestrom in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz bei einem
Betriebsdruck von p = 700 mbar (b) und reinem Wasser

Wie nach (Goedecke, 2017) erwartet, sinkt die Lange der Aufheizzone mit steigender
Temperaturdifferenz, sinkendem Fiillstand und steigendem Betriebsdruck. Bei einem
scheinbaren Fiillstand von 110 % und einem Betriebsdruck von p=1.000 mbar ist der
Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz am deutlichsten zu erkennen. Wahrend die
Autheizzone bei einer treibenden Temperaturdifferenz von 20 K 82 % der Lange des
Verdampferrohrs ausmacht, sinkt diese auf einen Anteil von 36 % bei A 7u, = 60 K. Bei den
niedrigeren Fiillstinden fallt die Differenz zwischen der maximalen und minimalen
Aufheizzone bei gleichem Betriebsdruck geringer aus. So liegt die Pinchhdhe bei einem
Fiillstand von 90 % und A7y = 20K bei 59 % und sinkt mit Zunahme der treibenden
Temperaturdifferenz bis auf einen Anteil von 28 % ab. Bei einem scheinbaren Fiillstand von
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75 % entspricht der Unterschied zwischen der maximalen und minimalen Lange der
Aufheizzone 10 Prozentpunkten.

Neben der indirekten Beeinflussung der Aufheizzone durch die Erhéhung der Unter-kiithlung
am Zulauf des Verdampferrohrs beeinflusst der scheinbare Fiillstand die Lénge der
Autheizzone auch direkt. Bei einem scheinbaren Fiillstand von 75 % ist das Verdampferrohr
zu Beginn des Versuches, also im einphasigen Zustand, nur bis zu 75 % gefiillt.
Dementsprechend kann die Liange der Aufheizzone nicht grofler als 75 % werden und der
Einfluss der treibenden Temperaturdifferenz auf die Autheizzone wird im Vergleich zu
A* =110 % begrenzt. Bei einem scheinbaren Fiillstand von #* =75 % ist aulerdem auffallig,
dass die ldngste Aufheizzone nicht bei der kleinsten Temperatur-differenz, sondern bei
A Ty=30 K auftritt. Zuriickfiihren lédsst sich dies auf den stark reduzierten Umlaufstrom bei
einer treibenden Temperaturdifferenz von 20 K. Mathe-matisch betrachtet kann die Lange der
Autheizzone aus der linearen Anderung der Temperatur iiber die Linge des Verdampferrohrs
sowie der Temperaturdifferenz zwischen Rohreintritt und Pinchhohe berechnet werden. Die
Verdnderung der Temperatur ~ héngt dabei sowohl vom einphasigen
Wirmiibergangskoeffizienten als auch vom Umlaufmassenstrom ab. Bei einer konstanten
Wirmeitibertragung auf der Produktseite fiihrt die Erhohung des Umlaufmassenstroms dazu,
dass ein groferer Wiarmestrom zur Erwidrmung des Stoffsystems bis auf die Siedetemperatur
bereitgestellt werden muss. Folglich erhoht sich die bendtigte Wéarmeiibertragungsflache und
die Aufheizzone wird vergroBert. Bei weiterer Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz
wird dieser Effekt durch die Steigerung des Warmeiibergangskoeffizienten aufgrund des
erhohten Umlaufstrom tiberlagert (Strodtmann et al., 2023).

Beim Vergleich der Lénge der Aufheizzone in Abhéngigkeit der treibenden Tempe-
raturdifferenz féllt weiterhin auf, dass der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes besonders bei
kleinen treibenden Temperaturdifferenzen von grofler Bedeutung ist. So fiihrt eine Erhohung
des Fiillstandes von 75 % auf 110 % bei einem Betriebsdruck von 1.000 mbar und einer
treibenden Temperaturdifferenz von 20 K zu einer Verlangerung der Auf-heizzone um 180 %.
Bei AT,,=60K belduft sich die Verlangerung der Autheizzone durch die Erhéhung des
scheinbaren Fiillstandes lediglich auf 76 %. Bei hohen treibenden Temperaturdifferenzen wird
die produktseitige Wéarmeiibertragung mafgeb-lich durch den zweiphasigen Warmeiibergang
in der Verdampfungszone bestimmt (vgl. Abbildung 27 b) und die Lange der Aufheizzone
wird durch die Steigerung des einphasigen Wirmeiibergangskoeftizienten verkiirzt. Folglich
spielt der Einfluss der erhohten Fliissigkeitsunterkiithlung durch einen erhohten Fiillstand eine
untergeordnete Rolle und die Beeinflussung der Lénge der Autheizzone durch den
scheinbaren Fiillstand wird reduziert.

Die Reduzierung des Betriebsdruckes von 1.000 mbar auf 700 mbar fiihrt im Bereich der
untersuchten Betriebsparameter zu einer Verlangerung der Aufheizzone zwischen 2 % und
10 %. Eine Ausnahme hiervon stellen die Messwerte bei A 7., = 20 K und einem scheinbaren
Fiillstand von 110 % bezichungsweise 90 % dar. Bei diesen Betriebspunkten ist keine
Beeinflussung der Autheizzone durch den Betriebsdruck erkennbar, was den Erwartungen
widerspricht. Die Reduzierung des Betriebsdruckes fiihrt zu einer Erhohung der
Flussigkeitsunterkithlung am Zulauf des Verdampferrohrs und sollte daher besonders bei
kleinen treibenden Temperaturdifferenzen und einem konvektiv dominierten Warmeiibergang
einen deutlichen Einfluss auf die Lénge der Aufheizzone haben. Durch Analyse der
entsprechenden Temperaturprofile (vgl. Anhang Abbildung 56) wurde festgestellt, dass aus
der Reduzierung des Betriebsdruckes durchaus eine Verldngerung der Autheizzone resultiert.
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Aufgrund von Abweichungen der Temperaturen von einem linearen Verlauf in Aufheiz- und
Verdampfungszone konnte dieser Trend durch die automatische Bestimmung des
Pinchpunktes allerdings nicht abgebildet werden.

Um den Verlauf von Q, Q_I

oo in Abbildung 27 b nachzuvollziehen, soll zunéchst auf die
Abhingigkeit der Wirmestrome in der Aufheiz- und Verdampfungszone von der treibenden
Temperaturdifferenz eingegangen werden. Sowohl Q 7z als auch sz steigen mit steigender
treibender Temperaturdifferenz. Durch Erhohung des Umlaufmassen-stroms, induziert durch
den Anstieg der treibenden Temperaturdifferenz, muss nach Gleichung (50) ein hoherer
Wirmestrom aufgewendet werden, um das Produktgemisch auf die lokale Siedetemperatur zu
erwdrmen. Folglich steigt Q Az Wit treibender Temperaturdifferenz und scheinbarem
Fiillstand. Der Wéarmestrom in der Verdampf-ungszone wird dadurch gesteigert, dass sich die
Verdampfungszone mit steigender A 7, verlangert und der Warmeiibergangskoeffizient durch
die Steigerung des Umlaufs anwichst (vgl. Abbildung 28). Abbildung 27 veranschaulicht
indirekt, dass sz deutlich stirker mit der treibenden Temperaturdifferenz ansteigt als Q e
Auflerdem ist der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes bei kleinen treibenden
Temperaturdifferenzen am groften. Durch die Reduzierung des scheinbaren Fiillstandes von
110 % auf 75 % vergrofert sich der Anteil von sz an Q__ von 20 % auf 60 %. Bei der

pro
héchsten treibenden Temperaturdifferenz belduft sich die Anderung durch die Reduzierung
des Fiillstandes nur noch auf 15 Prozentpunkte. Insgesamt variiert der Anteil des in der
Verdampfungszone iibertragenen Wiarmestroms am Gesamtwarmestrom in dem untersuchten
Betriebsfenster zwischen 20 % und 75 % und liegt damit im charakteristischen Bereich fiir
Naturumlaufverdampfer (Kirschbaum, 1961). Bei kleinen treibenden Temperaturdifferenzen
und hohen Fiillstinden ist der Betrieb des Wairmeiibertragers durch die einphasige
Wairmeiibertragung in der Aufheizzone gepréigt, wihrend bei geringen Fiillstinden und
moderaten bis hohen treibenden Temperaturdifferenzen die zweiphasige Wérmetibertragung
in der Verdampfungszone den dominierenden Wirmeiibertragungsmechanismus darstellt.
Eine Ausnahme von den zuvor beschriebenen Verldufen stellt der Versuchspunkt bei
I*="75% und AT, =30 K (Abbildung 27 b, rot schraffierter Balken) dar, welcher mit einem
sz zZu me Verhiltnis von 73 % oberhalb des Wertes der nachsthoheren treibenden

Temperaturdifferenz liegt. Die Ursache hierfiir liegt in der erschwerten Auswertung der
Temperaturprofile aufgrund der starken Schwankungen im Umlaufstrom an diesem
Betriebspunkt (vgl. Abbildung 25b) und die dadurch induzierte, systematische
Unterschitzung der Pinchtemperatur. Ein zu niedriger Wert der Pinchtemperatur fiihrt
wiederum dazu, dass der Warmestrom in der Aufheizzone unterschitzt und folglich sz
tiberschatzt wird.

Basierend auf den Wirmestromen in der Aufheiz- und Verdampfungszone konnen die
Wirmedurchgangskoeffizienten in den jeweiligen Abschnitten des Verdampferrohrs
berechnet werden. Diese werden anstelle der Warmeiibergangskoeffizienten zur Unter-
suchung der produktseitigen Wéirmeiibertragung herangezogen, da aufgrund der hohen
Standardunsicherheit (vgl. Kapitel 4.1.1) die Bestimmung der Wirmeiibergangskoeffi-
zienten, besonders in der Verdampfungszone, keine konsistenten Ergebnisse liefert.
Abbildung 28 zeigt den Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die Warmedurchgangs-
koeffizienten in der Aufheizzone k. Da sich gezeigt hat, dass der Warmeiibergang in der
Aufheizzone sowohl von der Umlaufgeschwindigkeit als auch von der treibenden
Temperaturdifferenz beeinflusst wird, ist in Abbildung 28 a die Abhéngigkeit des
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Wirmedurchgangskoeffizienten von der Reynolds-Zahl dargestellt und in Abbildung 28 b ka2
tiber der treibenden Temperaturdifferenz aufgetragen.
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Abbildung 28: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf den Wéarmedurchgangskoeffizienten in der
Autheizzone in Abhingigkeit der Reynolds-Zahl (a) und der treibenden Temperaturdifterenz (b) und
Parititsdiagramm der experimentellen und theoretischen Werte von ki»

Wie aus der Fachliteratur bekannt, steigt die Warmeiibertragung mit steigender Reynolds-
Zahl in der Aufheizzone. Mit Ausnahme der Betriebspunkte bei #* =75 % und A7, =20 K
befinden sich alle durchgefiihrten Versuche mit Reynolds-Zahlen von iiber 4.000 im voll
ausgebildeten, turbulenten Stromungsregime (Gnielinski, 2019a). Eine Verbesserung der
Wirmeiibertragung aufgrund des Ubergangs von einer laminaren zu einer turbulenten
Stromung ist somit nur durch die Erh6hung der treibenden Temperaturdifferenz von 20 K auf
30K bei einem Fiillstand von 75 % zu erwarten. In Abbildung 28 a zeigt sich den
Erwartungen widersprechend ein deutlicher Abfall des Warmedurchgangskoeffizienten,
welcher sich auf die bereits im Zusammenhang mit Abbildung 27 diskutierte Unterschitzung
des Wérmestroms in der Autheizzone zuriickfithren ldsst. Im Bereich der Aufheizzone zeigt
sich weiterhin eine deutliche Beeinflussung des Warmedurchgangskoeffizienten durch den
scheinbaren Fiillstand, wahrend der Einfluss des Betriebsdruckes gering ausfillt. Bei
Reynolds-Zahlen von ungefihr 15.000 und einem Betriebsdruck von 1.000 mbar fiihrt die
Erhéhung des scheinbaren Fiillstandes von 75 % auf 110 % zu einer Reduzierung des
Wirmedurchgangskoeffizienten von ~670 W m” K" auf ~420 W m” K. Zuriickgefiihrt wird
dieser Effekt auf die starke Beeinflussung des Warmeiibergangs in der Autheizzone durch den
Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens. Bei Erreichen einer kritischen Wair-
mestromdichte (vgl. GL.(9)) bilden sich Dampfblasen an der Wéarmeiibertragungsfléche,
welche kondensieren, sobald sie in Kontakt mit der unterkiihlten Kernflissigkeit kommen.
Dieser Wirmeiibertragungsmechanismus kann den Wirmeiibergang gegeniiber der reinen
Konvektion um ein Vielfaches steigern (Kirschbaum, 1961). Entscheidend fiir den Beginn
und das AusmaB des unterkiihlten Siedens ist die Temperaturdifferenz zwischen der beheizten
Wand und der lokalen Siedetemperatur der Fliissigkeit (Dialer, 1983). Da bei der
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Naturumlaufverdampfung die Umlaufgeschwindigkeit nicht direkt eingestellt werden kann,
sondern sich aus den Wechselwirkungen zwischen Wérmeiiber-tragung und Fluiddynamik
ergibt, weisen die Versuchspunkte bei Re=15.000 in Abhdngigkeit des Fiillstandes stark
variierende Wiarmestromdichten auf. So liegt die integrale Wéarmestromdichte bei 4#* =75 %,
p=1.000 mbar und Re~15.000 bei 33,4 kW m”, wihrend die Erhchung des Fiillstandes auf
110 % zur einer integralen Warmestromdichte von 14,2 kW m” fiihrt. Folglich liegt bei den
geringeren Fiillstainden und vergleichbaren Reynolds-Zahlen eine deutlich starkere
Uberhitzung der Rohr-innenwand gegeniiber der Kernstrdmung vor, wodurch das unterkiihlte
Blasensieden verstérkt wird.

Wird der Warmedurchgangskoeffizient iiber der treibenden Temperaturdifferenz aufgetragen
(Abbildung 28 b), fillt der reduzierende Einfluss des scheinbaren Fiill-standes auf den
Wirmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone deutlich geringer aus. Trotzdem weist
auch in dieser Darstellung der Fillstand von 110% die niedrigsten
Wirmedurchgangskoeffizienten auf. Da die Erhéhung des scheinbaren Fiillstandes auf 110 %
zu einer Steigerung des hydrostatischen Druckes am Zulauf des Verdampferrohrs fiihrt, wird
die lokale Siedetemperatur am Zulauf des Verdampferrohrs um bis zu 1 K gegeniiber der
lokalen Siedetemperatur bei einem Fiillstand von 75 % erhoht. Der Einfluss des
hydrostatischen Druckes auf die Siedetemperatur ist bei tiefen Betriebsdriicken aufgrund der
geringeren Steigung der Dampfdruckkurve (vgl. Abschnitt 2.1.2) stirker ausgepriagt. Nach
Gleichung (9) fiihrt die Erhohung der lokalen Siede-temperatur zu einer Steigerung der
kritischen Wiarmestromdichte und damit zum verzogerten Einsetzen des Blasensiedens bei
hohen Fiillstinden und niedrigen Betriebs-driicken. Die exemplarische Berechnung der
kritischen Warmestromdichte g, zeigte allerdings, dass g, durch die Erhdhung der
Siedetemperatur um 1 K um weniger als 1 % erhoht wird. Einen weitaus entscheidenderen
Einfluss auf die kritische Warme-stromdichte iiben der Fiillstand und der Betriebsdruck durch
die Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit bei konstanter Wirmestromdichte aus (vgl.
Abbildung 21). Da der Wirmeiibergangskoeffizient der einphasigen Fliissigkeit mit
steigender Reynolds-Zahl anwichst, wird auch die kritische Warmestromdichte durch eine
Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit erhoht. So fiihrt beispielsweise eine Verdopplung der
Reynolds-Zahl von 8.000 auf 16.000 bei sonst konstanten Betriebsbedingungen nach den
Berechnungsansitzen von (Gnielinski, 2019a) zu einer Steigerung des einphasigen
Wirmeiibergangskoeffizienten von 971 kW m” K" auf 2.085 kW m” K. Dies ent-spricht
einer Erhohung der kritischen Warmestromdichte um 33 %, wodurch die Dampfblasenbildung
und damit das unterkiihlte Blasensieden auch bei konstanter Wéarmestromdichte verzogert
beziehungsweise abgeschwicht wird. Bei einem erhéhten Fiillstand kann es also aufgrund der
Unterdrickung  des  unterkiihlten  Blasensiedens  trotz  der  Steigerung  der
Umlaufgeschwindigkeit zu einer Reduzierung der Wérmeiibertragung in der Aufheizzone
kommen.

Die Anderung des Betriebsdruckes beeinflusst das unterkiihlte Blasensiedens durch zwei
gegenldufige Mechanismen. Zum einen fiihrt die Erhohung des Betriebsdruck zu einer
geringeren Absenkung der lokalen Siedetemperatur am Zulauf des Verdampferrohrs, wodurch
Qonp €rhoht wird. Zum anderen fiihrt die Erhdhung der Umlaufgeschwindigkeit und die damit
einhergehende Erhohung des einphasigen Waérmeiibergangskoeffizienten zu einer
Reduzierung der kritischen Warmestromdichte. Da beide Einfliisse nur schwach ausgepragt
sind und sich  gegenseitig = kompensieren, fillt die  Beeinflussung des
Wirmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone durch den Betriebsdruck innerhalb der
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untersuchten Betriebsgrenzen gering aus. Zusammenfassend ldsst sich feststellen, dass der
Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens einen maligeblichen Beitrag zur
Wirmeitibertragung in der Aufheizzone leistet. Im Gegensatz zur rein konvektiven
Wirmeitibertragung kann die Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit daher das unterkiihlte
Blasensieden hemmen und so die integrale Warmeiibertragung in der Aufheizzone negativ
beeinflussen.

Auf der rechten Seite von Abbildung 28 sind in einem Parititsdiagramm die experimentell
bestimmten Warmedurchgangskoeffizienten kxz den nach (Gnielinski, 2019a) zu erwartenden
Wirmedurchgangskoeffizienten kizuse.o gegeniibergestellt. Die Berechnung von &z erfolgte
dabei basierend auf Korrelationsgleichungen fir den Wérmeiibergangskoeffizienten bei
einphasiger, erzwungener Konvektion unter den Rand-bedingungen einer konstanten
Wandtemperatur sowie eines hydrodynamischen und thermischen Anlaufs. Die
Groflenordnung der Abweichungen zwischen den experi-mentellen und den theoretischen
Werten von maximal 40 % stimmen mit der im Rahmen der Unsicherheitsbetrachtung
abgeschitzten Standardunsicherheit der Wairmedurchgangskoeffizienten {berein (vgl.
Abbildung 54 im Anhang). Die rot umkreisten Messwerte unterhalb der Diagonalen
entsprechen dem Betriebspunkt von A* =75 % und AT, =20K, welcher bereits in den
vorangegangenen Kapiteln durch unerwartete Ergebnisse hinsichtlich der Léange der
Aufheizzone (vgl. Abbildung 27) sowie der Schwankungsbreite des Umlaufmassenstroms
aufgefallen ist (vgl. Abbildung 25). Aufgrund der vorherrschenden Reynolds-Zahlen
unterhalb von 4.000 wird davon ausgegangen, dass die Strémung sich im Ubergangsbereich
zwischen laminarer und turbulenter Stromung befindet und sich somit von den anderen
untersuchten Betriebspunkten deutlich abgrenzt. In Bezug auf die Warmeiibertragung konnte
die Anderung der Stromungsform dazu gefiihrt haben, dass das unterkiihlte Blasensieden
begiinstigt und der Warmedurchgangskoeffizient dadurch erhoht wird.

Insgesamt fillt auf, dass ein GroBteil der Messdaten oberhalb der Diagonalen liegt und daher
von der Korrelationsgleichung iiberschitzt wird. Grund hierfiir konnte ein systematischer
Fehler in der Berechnung von £z sein. Die Gleichung nach (Gnielinski, 2019a) basiert auf
einer Nusselt-Korrelation, auf deren Basis der Wiarmedurchgangskoeffizient mittels des
theoretisch bestimmten produktseitigen Wiarmeiibergangskoeffizienten aazne berechnet wird.
Fiir die Umrechnung zwischen @azume und kazmeo muss unter anderem der Fouling Widerstand
Rou bekannt sein, welcher im Rahmen dieser Arbeit nur abgeschitzt werden konnte (vgl.
Abschnitt 3.2.1). Die Abweichungen zwischen den experimentellen und theoretischen Daten
deuten darauf hin, dass der angenommen Wert von Rea mit 0,005 m* K W' zu niedrig liegen
konnte und die theoretischen Warmedurchgangskoeffizienten dadurch iiberschétzt werden.

Dariiber hinaus zeigt sich im Bereich Aizuo =600 W m” K" eine deutliche Abhingig-keit
zwischen der Abweichungen der Messdaten von der Diagonalen und dem schein-baren
Fiillstand. Wéhrend die experimentellen Warmedurchgangskoeffizienten bei 4#* =75 % sehr
gut durch die Modellgleichung beschrieben werden, fiihrt die Erhéhung des scheinbaren
Fiillstandes zu deutlicheren Abweichungen von den theoretischen Werten. Aufféllig ist
hierbei, dass die durch die Korrelationsgleichung in diesem Bereich vorhergesagte Anderung
des Wirmedurchgangskoeffizienten durch die Variation der Betriebsbedingungen deutlich
geringer ausfillt als die experimentell gemessene Veranderung des Wéarmeiibergangs, die sich
im Bereich zwischen 388 W m”* K" und 721 W m” K befindet. Dieser Trend in den Daten
weist darauf hin, dass der Warme-durchgangskoeffizient in der Autheizzone durch einen
Mechanismus beeinflusst wird, der durch die Korrelationsgleichung nicht abgebildet wird. Es
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wird angenommen, dass es sich hierbei um den Mechanismus des unterkiihlten Siedens und
dessen Beeinflussung durch die Umlaufgeschwindigkeit handelt. Der Ansatz nach
(Gnielinski, 2019a) basiert auf dem Zusammenhang zwischen dem konvektiven
Wairmeitibergang und der Reynolds-Zahl und ist daher nicht geeignet, um die in Abbildung
28 a dargestellte Abhéngigkeit des Wairmedurchgangskoeffizienten vom scheinbaren
Fiillstand bei konstanter Reynolds-Zahl zu erkldren. Fiir die Betriebspunkte, in denen ein
relevanter Anteil der Wéarme-stromdichte in der Aufheizzone durch das unterkiihlte
Blasensieden iibertragen wird, sollten die experimentell bestimmten
Wirmedurchgangskoeffizienten daher iiber den theoretisch bestimmten Werten liegen. Dem
gegeniiber steht die vermutlich systematische Uberschitzung von &azae , welchen den Effekt
des unterkiihlten Blasensiedens {iberlagert. Das Zusammenwirken dieser beiden
gegensitzlichen Einfliisse auf die Bestimmung der experimentellen und theoretischen
Wirmedurchgangskoeffi-zienten ergibt den in Abbildung 28 ¢ dargestellten Zusammenhang
zwischen &az und Kazeo.

Zur theoretischen Bestimmung des Wérmeiibergangskoeffizienten wéhrend des blasen-
bildenden Stromungssiedens in der Verdampfungszone existieren bislang noch keine
allgemeingiiltigen Berechnungsansitze. Zur Abschitzung des Wérmeiibergangskoeffizienten
werden deshalb die aus dem Behiltersieden bekannten Ansdtze verwendet und durch
verschiedene, meist empirisch ermittelte Einflussfaktoren ergénzt (Kind, Saito, 2019). Die
Komplexitit der Mechanismen des Wairmetransports wihrend des Blasensiedens unter
Aufpragung einer Stromung hat zur Folge, dass zur zielfilhrenden Anwendung der
entsprechenden Berechnungsgleichungen eine Vielzahl an Parametern bekannt sein muss.
Eine entscheidende Grofle ist zum Beispiel die Anzahl an aktiven Keimstellen
bezichungsweise der kritische Keimstellenradius auf der Wérmeiibertragungsoberfléache,
welche flir die vorliegende Versuchsapparatur nicht bekannt sind. Zwar existieren
Schitzwerte und Korrelationsgleichung zur Bestimmung derselbigen, allerdings erhéhen diese
die Unsicherheit der Bestimmung des Warmetibergangskoeffizienten (Kind, Saito, 2019). Da
auch die experimentell ermittelten Warmetibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone
mit grofen Unsicherheiten belegt sind und nur in eingeschrankten Bereichen zu konsistenten
Ergebnissen fiihren (vgl. Anhang Abbildung 55 ), erweist sich ein Vergleich zwischen
experimentellen und theoretisch abgeschitzten Wéarmeiibergangskoeffizienten im Rahmen
dieser Arbeit nicht als zielfiihrend.

In Abbildung 29 ist der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf den Warmetibergang in der
Verdampfungszone anhand der experimentell bestimmten Warmedurchgangskoeffizienten fiir
einen Betriebsdruck von 700 mbar dargestellt. Zur Erleichterung der Vergleichbarkeit sind
zusdtzlich die Wiarmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone mit abgebildet. Die
Wirmedurchgangskoeffizienten in der Verdampfungszone kv sind bei scheinbaren
Fullstdnden /#* 290 % gegeniiber den Wirmedurchgangskoeffizienten in der Autheizzone
erhoht, da aufgrund des Einsetzens des vollstindigen Blasensiedens der Warmeiibergang
gesteigert wird. Dass bei einem  scheinbarer Fillstand von 75%  die
Wirmetibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone teilweise unterhalb derer in der
Autheizzone liegen, ist sowohl der Auswertungsmethodik als auch der Bilanzierung der
Anlage geschuldet. Diese Ergebnisse spiegeln nicht die real auftretenden Warmeiibertra-
gungsmechanismen in der Versuchsanlage wider und werden zum Ende des Kapitels genauer
beleuchtet.
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Abbildung 29: Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die Warmeiibergangskoeftizienten in der
Autheiz- und der Verdampfiungszone in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir einen
Betriebsdruck von 700 mbar

Mit steigender treibenden Temperaturdifferenz steigt auch die Wandtemperatur an, wodurch
eine groflere Anzahl an Keimstellen aktiviert, die Bildung von Dampfblasen gefordert und
folglich der Wéarmeiibergangskoeffizient erhoht wird (Wen, Wang, 2002). An dieser Stelle sei
darauf hingewiesen, dass die Warmedurchgangskoeffizienten bei #* =110 % und treibenden
Temperaturdifferenzen A7y < 30 K vermutlich iiberschétzt werden. Besonders im Bereich
einer sehr langen oder einer sehr kurzen Aufheizzone ist die raumliche Auflosung der
Temperatursensoren im Verdampferrohr nicht ausreichend, um die Wérmeiibertragungsfldche
in der Autheiz- beziehungsweise Verdampfungszone prézise zu bestimmen, sodass es leicht
zu einer Uberschitzung der Linge der Aufheizzone kommen kann. Wie in Abschnitt 4.1.1
erldutert, kann bei hohen Werten des Wiarmedurchgangskoeffizienten bereits eine kleine
Standardunsicherheit in den Einflussgrofien dazu fiihren, dass die
Wirmedurchgangskoeffizienten mit einer hohen Unsicherheit behaftet sind. Es wird davon
ausgegangen, dass die Warmeiibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone bei einem
scheinbaren Fiillstand von 110 % eher am unteren Ende des Fehlerbandes einzuordnen sind.
Im Gegensatz zu den Wirmeiibergangskoeffizienten in der Autheizzone werden die
Wirmeitibergangskoeffizienten in der Verdampfungszone durch die Erhdhung des scheinbaren
Fiillstandes leicht erhoht. Daraus ldsst sich ableiten, dass in der Verdampfungszone der
positive Einfluss der Umlaufgeschwindigkeit auf die Wéarmeiibertragung (Arneth, Stichlmair,
2001) dominiert und die Blasenentstehung nicht durch die Erhohung der Geschwindigkeit
gehemmt wird. Dieses Ergebnis steht im Einklang mit den experimentellen Untersuchungen
von (Steiner et al., 2005) die zeigen, dass die Stromungsgeschwindigkeit im Bereich des voll
ausgebildeten Blasensiedens einen vernachldssigbaren Einfluss auf den Wiarmeiibergang hat,
wiahrend im Bereich geringer Wirmestromdichten die Blasenbildung und damit der
Wirmeiibergang durch Aufprigen einer Strdmung reduziert werden kann. Der Ubergang
zwischen der Aufheiz- und Verdampfungszone kennzeichnet den Wechsel des Wérme-
iibertragungsmechanismus und geht einher mit einer deutlichen Steigerung der Wirme-
tibertragung (Arneth, Stichlmair, 2001). Diese starke Verbesserung der Wiarmeiibertragung
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kann durch die Darstellung der Warmedurchgangskoeffizienten nicht direkt abgebildet
werden. Durch den vergleichsweise hohen Wérmewiderstand auf der Heizseite fiihren
Anderungen der produktseitigen Wirmeiibertragung nur zu geringen Anderungen im
Wirmedurchgangskoeffizienten. Dementsprechend sind auch kleine Anderungen im
Wirmedurchgangskoeffizienten, besonders bei hohen Warmestromdichten, ein Anzeichen fiir
eine starke Verbesserung des produktseitigen Warmeiibergangskoeffizienten (vgl. Abbildung
22). Zusitzlich wird der Warmedurchgangskoeffizient in der Verdampfungszone systematisch
durch die in Kapitel 3.1.3 beschriebenen Wiarmeverluste im Briidenabscheider unterschitzt.
Konstruktiv bedingt kann der entstchende Dampfmassenstrom nicht direkt nach dessen
Entstehung im Verdampferrohr bilanziert werden. Ein Teil des Dampfes kondensiert bereits

vor dem Kondensator im Briidenabscheider, wodurch der produktseitige Warmestrom me

unterschitzt wird. Da die Berechnung des Warmestroms in der Aufheizzone unabhéngig von

me erfolgt, wird die Unterschitzung von me vollumfanglich auf den Warmestrom in der

Verdampfungszone und damit auf 4. iibertragen. Zuletzt ist besonders bei kleinen Fiillstainden
davon auszugehen, dass innerhalb der Aufheizzone ein Grofiteil der Wéarme durch den
Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens iibertragen wird. Dieser
Wairmeitibertragungsmechanismus kann den Wirmetibergang gegeniiber der reinen
Konvektion bis auf das Sechsfache erhohen (Kirschbaum, 1961) und nach (Dialer, 1983) mit
angepassten Korrelationsgleichungen fir das voll ausgebildete Blasensieden berechnet
werden. Dies verdeutlicht, dass die Mechanismen der Warmeiibertragung in der Aufheiz- und
Verdampfungszone in Abhéngigkeit der Betriebsbedingungen vergleichbar sein konnen.
Nichtsdestotrotz ist festzuhalten, dass bei einem scheinbaren Fiillstand von A* =75 % die
Werte des Warmedurchgangkoeffizienten in der Verdampfungszone unterhalb derer in der
Aufheizzone liegen und daher nicht repréasentativ fiir die Naturumlaufverdampfung sind.
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4.2 Beeinflussung des Blasensiedens durch SAS

Da die Beeinflussung der Blasenentstehung durch die Anwesenheit des Tensids SAS und
dessen Auswirkungen auf den Wérmeiibergangskoeffizienten im Naturumlaufverdampfer
nicht direkt betrachtet werden konnen, wurden experimentelle Versuche zur Unter-suchung
des Einflusses von Tensid auf das Blasensieden auBerhalb der Versuchsanlage durchgefiihrt.
Die Verdnderung des Verdampfungsverhaltens durch die Zugabe von SAS wihrend des
Behiltersiedens wird in Abbildung 30 durch fotographische Aufnahmen qualitativ dargestellt.
Abgebildet sind représentative Bildausschnitte der Blasenpopu-lationen in Abhéngigkeit der
Wirmestromdichte und des Tensidanteils. Der Tensidanteil wird bezogen auf die kritische
Mizellenkonzentration (engl. critical micelle concen-tration, CMC) angegeben.

4 =17 kW m?2 g =25kW m? g =44 kW m?2

0,5 CMC 0,1 CMC 0,0 CMC

1,0 CMC

Abbildung 30: Beeinflussung der Blasenentstehung wéahrend des Behiltersiedens durch die Zugabe
des anionischen Tensids SAS

Erwartungsgemal steigt die Anzahl der Dampfblasen mit steigender Warmestromdichte an
(Tzan, Yang, 1990). Der Einfluss des Tensids auf die Blasenentstehung ist bei der niedrigsten
Wirmestromdichte von 17 kW m® am geringsten. Im Vergleich zu den Dampfblasen in
reinem Wasser weisen die Tensidlosungen etwas kleinere und besonders bei 1,0 CMC
deutlich kugelformigere Blasen auf. Die Verdnderung der Blasenmorpho-logie in
Anwesenheit des Tensids lasst sich auf die Hemmung des Koaleszenzverhaltens zuriickfiihren
(Nakath, 2014). Mit steigender Wérmestromdichte wird die Beeinflussung der
Blasenentstehung durch das Tensid deutlicher. Wihrend die Steigerung der Wérme-
stromdichte von 17 kW m™ auf 25 kW m~ bei reinem Wasser zu einer leichten VergroBerung
der Blasen fiihrt, werden sowohl bei 0,1 CMC als auch bei 0,5 CMC Blasenschwirme sehr
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kleiner Blasen mit Durchmessern im Mikrometerbereich sichtbar. Diese Blasenschwirme
treten zusidtzlich zu den groBeren Blasen mit Durchmessern von ~0,2 cm bis 1,5 cm auf,
sodass sich eine bimodale Blasengrofenverteilung ergibt. Durch die Erhohung des
Tensidanteils von 0,1 CMC auf 0,5 CMC nimmt die Anzahl der kleineren Blasen innerhalb
der Blasenschwirme zu. Das Auftreten von Blasenschwidrmen und insbesondere die Bildung
von Blasenclustern durch die Zugabe von Tensid ist in der Literatur bekannt und wurde
beispielswiese von (Wasekar, Manglik, 2000) detailliert beschrieben. Die weitere Erhohung
des Tensidanteils auf 1,0 CMC fiihrt zu einer VergroSerung des Volumens der kleinen
Blasen, wodurch sich die Blasengrofienverteilung wieder einer monomodalen Verteilung
anndhert. Im Vergleich zu der Blasenpopulation des reinen Wassers wird die Blasenanzahl
deutlich erhoht und die Blasengrofe leicht reduziert.

Bei der hochsten untersuchten Wirmestromdichte (q=44 kW m®) dhnelt das
Verdampfungsverhalten der Losung mit einem Tensidanteil von 0,1 CMC dem von reinem
Wasser. Die Tensidzugabe in Mengenanteilen deutlich unterhalb der CMC fiihrt zu einer
geringen Reduzierung des Blasendurchmessers und die Blasenanzahl ist vergleichbar mit der
Anzahl an Blasen, die in reinem Wasser entstehen. Beziiglich der Blasenmorphologie ldsst
sich wie auch bei den geringeren Wérmestromdichten feststellen, dass die Blasen innerhalb
der Tensidlosungen deutlich weniger verformt werden und eine spharische Form aufweisen.
Dieser Trend wird durch die Erhohung des Tensidanteils verstirkt. Auflerdem nimmt die
GroBe der Blasen mit steigendem Tensidanteil ab und die Blasenanzahl wird leicht erhoht.
Wie in der Literatur beschrieben, fithrt die Anwesenheit des Tensids zu einer deutlichen
Verdnderung der Blasengrofle, -anzahl und -morphologie im Vergleich zu reinem Wasser
(Frost, Kippenhan, 1967). Zusammenfassend kann die Beeinflussung des
Verdampfungsverhaltens durch eine Reduzierung des Blasendurchmessers bei gleichzeitiger
Erhohung der Blasenanzahl beschrieben werden. Aulerdem wird die Verformung der Blasen
gehemmt und die Sphérizitit erhoht. Eine Ausnahme von diesen in der Literatur bekannten
Zusammenhinge bildet das Verdampfungsverhalten bei ¢ =25kW m” und Tensidanteilen
von 0,1 CMC und 0,5 CMC, welches durch die Entstehung einer Vielzahl sehr kleiner Blasen
charakterisiert ist. Die Ausbildung dieser Blasenschwirme belegt, dass die Veranderung der
Blasenentstehung neben dem Tensidanteil auch von der Warmestromdichte abhdngt. Die
grofite  quali-tative  Beeinflussung des Verdampfungsverhaltens wird bei einer
Wirmestromdichte von 25 kW m” und einem Tensidanteil von 1 CMC beobachtet.

Inwieweit die Beeinflussung der Blasenentstehung zu einer Verdnderung der
Wirmetibertragung wiahrend des Blasensiedens fiihrt, kann durch den entstehenden
Dampfmassenstrom beziechungsweise die sich einstellende Temperaturdifferenz zwischen
Heizfliche und Fliissigkeit A7ss quantifiziert werden. In Abbildung 31 sind zur Beurteilung
des Einflusses des Tensids die Warmestromdichte in Abhangigkeit der Temperaturdifferenz
fir reines Wasser und einen Tensidanteil von 0,1 CMC und 0,5 CMC aufgetragen. Im
Gegensatz zu der qualitativen Auswertung der fotogra-phischen Aufnahmen in Abbildung 30,
wurde bei diesen Versuchsreihen der zu unter-suchende Tensidanteil auf den Versuchsrahmen
der Exprimenten im Naturumlauf-verdampfer beschrénkt. Dadurch konnten der Einfluss von
SAS auf die Wirmeiiber-tragung bei Wirmestromdichten von bis zu 65 kW m™ untersucht
werden, ohne dass die Schaumentstehung die Durchfiihrung des Versuches behinderte.
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Abbildung 31: Einfluss des Tensids SAS auf die Abhingigkeit zwischen Warmestrom und treibender
Temperaturdifferenz wihrend des Blasensiedens

Neben den experimentell bestimmten Datenpunkten sind auch die erwarteten
Wirmestromdichten und die zugehorigen Temperaturdifferenzen fiir reines Wasser nach
(Rohsenow, 1971) (vgl. Gl. (79)) in Abbildung 31 aufgetragen.
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Die zwei unterschiedlichen Verldufe der Modellgleichung ergeben sich durch Variation der
Konstante Cr, durch welche der Einfluss der Oberflichenrauigkeit in Abhéngigkeit der
Materialpaarung beriicksichtigt wird. Fiir die Warmetibertragung zwischen reinem Wasser
und Edelstahl werden in der Literatur in Abhéngigkeit der Oberflichenrauigkeit Werte
zwischen 0,007 < Gir< 0,015 angegeben (Jabardo et al., 2004, Pioro, 1999). Diese
Grenzwerte sind in Abbildung 31 dargestellt.

Unabhingig vom Tensidanteil steigt die Wéarmestromdichte mit steigender Temperatur-
differenz stetig an. Wahrend die experimentellen Daten bei kleinen Warmestromdichten néher
an der Korrelationsgleichung mit Cr=0,007 liegen, fiihrt die Erhéhung der
Temperaturdifferenz zu einer Anndherung der Messdaten an die Korrelationsgleichung mit
einem CiWertvon 0,015. Insgesamt liegen die experimentellen Daten innerhalb des durch das
theoretische Modell eingegrenzten Bereichs, weisen aber leichte Abweich-ungen vom
theoretisch erwarteten Verlauf auf. Im Gegensatz zu der Korrelationsglei-chung steigen die
experimentellen Daten anndhrend linear an, so dass besonders bei hohen
Temperaturdifferenzen die Warmestrome unterhalb der erwarteten Werte liegen.
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Durch die Erhdhung der treibenden Temperaturdifferenz wird eine stark anwachsende Anzahl
an Keimstellen aktiviert, wodurch die Wirmeiibertragung exponentiell zunimmt. Diese
Abhingigkeit der Warmestromdichte von der treibenden Temperaturdifferenz, die durch den
Potenzansatz in Gleichung (79) beschrieben wird, kann durch die experimen-tellen Daten
nicht abgebildet werden. Zuriickgefiihrt werden die Abweichungen der experimentellen Daten
von dem zu erwartenden Verlauf auf die in Kapitel 3.1.1 disku-tierte Unterschétzung der
Wirmestromdichte. Da die Unterschitzung der Wérmestrom-dichte mit steigender
Temperaturdifferenz zunimmt, wird die erwartete Steigerung der Wéirmeiibertragung
kompensiert und es ergibt sich die in Abbildung 31 dargestellte, an-ndhrend linearer
Abhingigkeit der Warmestromdichte von der treibenden Temperatur-differenz.

In Bezug auf die Auswirkungen der Zugabe des Tensids wird trotz der deutlichen
Verdnderung der Blasenentstehung keine Beeinflussung der Warmeitibertragung beobachtet.
Die Anwesenheit von Tensidmolekiilen in der Fliissigphase kann die Warme-iibertragung
sowohl durch die Adsorption an der fest-fliissig Grenzfliche zwischen Heizfliche und
Fliissigkeit sowie durch die Adsorption an der dampf-flissig Grenzflaiche zwischen
Dampfblase und Fliissigkeit beeinflussen. Durch Anlagerung der Tensid-molekiile an die
Heizflache kann deren Benetzbarkeit in Abhéngigkeit der sich aus-bildenden
Molekiilstrukturen reduziert werden, wodurch die Keimstellenzahl erhoht wird. Gleichzeitig
fiihrt die reduzierte Oberflachenspannung der Fliissigkeit zu einer erhohten Benetzbarkeit. Fiir
die Beeinflussung der Wirmeiibertragung ist daher entscheidend, welcher der beiden
Mechanismen dominiert. Durch die Adsorption der Tensidmolekiile an der dampf-fliissig
Grenzflache zwischen Blase und der sie umgebenden Fliissigkeit wird die
Grenzflachenspannung und dadurch die notige Temperaturdifferenz zur Aktivierung der
Keimstellen herabgesetzt. Aulerdem wird der Radius der Dampfblasen zum Zeitpunkt der
Ablosung von der Heizflache verkleinert und die Ablosefrequenz erhoht (Ammerman, You,
1996). Ob das Zusammenspiel dieser teils gegenldufigen Vorginge zu einer Erhéhung oder
einer Absenkung des Warmeiibergangskoeffizienten fiihrt, héngt von verschiedenen Faktoren
wie der Oberflichenrauigkeit der Warmeiiber-tragungsflache, dem Betriebsdruck, der
Wairmestromdichte und der Tensidkonzentration ab.

Im dem untersuchten Bereich der Warmestromdichte und des Tensidanteils kann mit dem in
Kapitel 3.1.1 beschriebenen Versuchsaufbau keine Beeinflussung der Wirme-iibertragung
festgestellt werden, obwohl eine deutliche Verdnderung der Blasen-entstehung beobachtet
wird. Folglich ist davon auszugehen, dass die in Abbildung 30 sichtbar erhdhte Blasenanzahl
durch eine Reduzierung des Blasendurchmessers kompen-siert wird. An dieser Stelle sei
darauf hingewiesen, dass der Versuchspunkt bei einem Tensidanteil von 1,0 CMC und
q=25kWm”, bei dem die fotographische Aufnahme qualitativ auf einer Erhohung des
Dampfmassenstroms und damit auch der Wirme-iibertragung schlieen ldsst, nicht
hinsichtlich der Warmeiibertragung ausgewertet werden konnte. Ursédchlich hierfur ist die
starke Schaumentstehung, welche den Einsatz der wéssrigen Losung mit einem Tensidanteil
von 1,0 CMC sowohl wihrend des Behiltersiedens als auch im Naturumlaufverdampfer
verhindert (vgl. Kapitel 3.1.4 Betriebsgrenzen).
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4.3 Beeinflussung der Naturumlaufverdampfung durch SAS

In der Literatur existiert eine Vielzahl von Studien, die sich mit dem Einfluss von
oberflachenaktiven Substanzen auf die Hydrodynamik der Blasenentstehung sowie dem
Einfluss auf die Wérmeiibertragung wéhrend des Blasensiedens befassen. In den nachfol-
genden Kapiteln wird aufbauend auf diesen grundlegenden Arbeiten die Beeinflussung des
Betriebsverhaltens eines Naturumlaufverdampfers durch die Zugabe des anionischen Tensids
SAS vorgestellt. Um einen Uberblick iiber die Auswirkungen der Priisenz des Tensids auf das
integrale Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers zu geben, wird in Abbildung 32 die
Umlaufgeschwindigkeit w. dem produktseitigen Wérmeiibergangs-koeffizienten a. fiir
reines Wasser und einem Tensidanteil von 0,1 CMC beziehungs-weise 0,5 CMC
gegeniibergestellt. Abgebildet sind die Mittelwerte der Triplikatversuche in Abhéngigkeit der
treibenden Temperaturdifferenz fiir scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %. Die
Flache hinter den Messdaten bezichungsweise die Fehlerbalken stellen die
Standardunsicherheit in Form der Standardabweichung der Triplikatversuche dar.
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Abbildung 32: Einfluss des Tensidanteils auf die Umlaufgeschwindigkeit w... und den produktseitigen
Wiérmeiibergangskoeffizienten a,. in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir einen
Betriebsdruck von p = 700 mbar und scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %.

Abbildung 32 soll als erste Einfiihrung in das Forschungsthema dienen. Einem Top-down
Ansatz folgend wird die integrale Beeinflussung des Betriebsverhaltens in den nach-
folgenden Kapiteln durch Aufteilung in die Bereiche der Fluiddynamik und der Wéarme-
iibertragung detailliert betrachtet. Wihrend die in Abbildung 32 gezeigte Umlaufge-
schwindigkeit durch die Zugabe des Tensids in allen untersuchten Betriebspunkten deutlich
gesteigert wird, féllt die Beeinflussung des integralen Warmeiibergangs-koeffizienten gering
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aus. Am deutlichsten zeigt sich ein reduzierender Einfluss des Tensids SAS auf die
Wairmeiibertragung bei hohen A7, und scheinbaren Fiillstinden von #A* =90 % und
I* =110 %. Bei diesen Betriebsbedingungen kommt es durch die Erhéhung des Tensidanteils
von 0,0 CMC auf 0,5 CMC zu einer Reduzierung des Wérmeiibergangskoeffizienten um bis
zu 500 Wm® K" respektive 15%. Allerdings ist auch die Standardunsicherheit des
zugehorigen Betriebspunkt mit 230 Wm® K" fiir reines Wasser und 320 Wm’ K" fiir
0,5 CMC so hoch, dass eine klare Differenzierung zwischen den unterschiedlichen
Tensidanteilen nicht ausnahmslos moglich ist.

Das Ausmalf} der Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit durch die Zugabe von SAS hingt
sowohl von der treibenden Temperaturdifferenz als auch vom scheinbaren Fiillstand ab. Im
nachfolgenden Kapitel werden die Effekte des Tensids auf die Fluiddynamik bei
unterschiedlichen Betriebsbedingungen anhand des relativen Verstarkungs-faktors w; sowie
der Differenz Awu: (vgl. GL(61) und (62)) ndher erlautert. Der Einfluss des Betriebsdruckes
auf die qualitativen Verlaufe der Umlaufgeschwindigkeit und des
Wairmeitibergangskoeffizienten ist gering. Im Vergleich zum Betriebsdruck von 700 mbar ist
die Erhohung des Umlaufstroms durch die Zugabe des Tensids bei p=1.000 mbar etwas
deutlicher zu erkennen (vgl. Abbildung 58 im Anhang).
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4.3.1 Beeinflussung der Umlaufgeschwindigkeit

Die Beeinflussung der Fluiddynamik durch die Zugabe von SAS wird durch die Differenz
Awy;, (vgl. GL(61) ) und den relativen Verstirkungsfaktor W;r (vgl. GL(62)) quanti-fiziert.
Der Verstarkungsfaktor wird in Abbildung 33 dementsprechend als prozentualer Wert,
bezogen auf die Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser wirocme, und Aw,;,. als absoluter
Wert inm s dargestellt.
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Abbildung 33: Prozentualer Verstirkungstaktor w,, in Abhingigkeit der treibenden Temperatur-
differenz (a und c) und Differenz Aw,. in Abhdngigkeit der einphasigen Umlaufgeschwindigkeit von
reinem Wasser (b und d) fiir scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 % sowie Tensidanteile
von 0,1 CMC und 0,5 CMC

Abbildung 33 (a und c) zeigt die prozentualen Verstirkungsfaktoren in Abhéngigkeit der
treibenden Temperaturdifferenz, wahrend in Abbildung 33 (b und d) die Differenz Aw.. in
Abhéngigkeit der Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser dargestellt sind. Unabhéngig
vom Betriebsdruck treten die groften prozentualen Verstarkungsfaktoren w,; bei kleinen
Fiillstinden und kleinen treibenden Temperaturdifferenzen auf. Der maximale Wert von w,;,
erreicht 136 % bei einem Tensidanteil von 0,5 CMC und A7, =20K, A*=75%,
p=1.000 mbar. Dies entspricht einer absoluten Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit
gegeniiber dem Messwert von reinem Wasser von 0,04 ms”. Der qualitative Verlauf des
prozentualen Verstirkungsfaktors in Abhéngigkeit von A7y, wird durch die Anderung des
Betriebsdruckes nicht beeinflusst. Es zeigt sich allerdings, dass die Erhohung des Druckes

*
W,
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von 700 mbar auf 1.000 mbar bei den treibenden Tem-peraturdifferenzen zwischen 40 K und
60 K zu einer leichten Erhdhung von wj, fithrt. Mit steigender Temperaturdifferenz nimmt
die prozentuale Erhhung der Umlaufge-schwindigkeit durch die Zugabe von SAS stetig ab,
bis bei A7y =60K der Ver-stirkungsfaktor in Abhidngigkeit des scheinbaren Fiillstandes
zwischen 20 % und 40 % liegt. Neben dem prozentualen Verstirkungsfaktor selbst nimmt
auch der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes mit A 7y, ab. Wihrend bei A7y, =20 K die
Anderung des Fiillstandes von /#* = 110 % auf A* = 75 % zu einer fiinffachen VergréBerung
des Ver-stirkungsfaktors fiihrt, bewirkt die gleiche Anderung des Fiillstandes bei A 7,.= 60 K
nur noch eine Anderung des Verstirkungsfaktors von 20 % auf 35 %. Auch der Einfluss des
Tensidanteils auf den prozentualen Verstdrkungsfaktor wird vom scheinbaren Fiillstand
beeinflusst. So fiihrt bei 4* =75 % und A* =90 % der hohere Tensidanteil zu den hdchsten
Verstirkungsfaktoren, wahrend bei /#*=110% der geringere Tensidanteil die
Umlaufgeschwindigkeit starker steigert.

Der prozentuale Verstirkungsfaktor w}; ist eine geeignete Kennzahl zur Beschreibung des
Einflusses von Tensiden auf das integrale Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers. Da
w,;, allerdings auf die einphasige Umlaufgeschwindigkeit des reinen Was-sers normiert wird,
konnen Effekte, die ausschlieBlich oder verstirkt bei der Verdam-pfung von reinem Wasser
auftreten, die Interpretation der Kennzahl erschweren. Zur Aufklirung der zugrundeliegenden
Mechanismen  sollte  dementsprechend auch die direkte Beeinflussung der
Umlaufgeschwindigkeit durch die Tensidzugabe in Form der Differenz Awu: beriicksichtigt
werden. In Abbildung 33 (b und d) ist Aw.: in Abhéngig-keit der Umlaufgeschwindigkeit von
reinem Wasser wiocme dargestellt, wobei die auf-einanderfolgenden Messpunkte einer
Versuchsreihe mit ansteigender treibender Tempe-raturdifferenz von 20 K auf 60K
entsprechen. Der geringere Tensidanteil von 0,1 CMC wird durch die ausgefiillten Symbole
und durchgezogene Linien gekennzeichnet, der Tensidanteil von 0,5 CMC durch die leeren
Symbole und die gestrichelten Linien.

Die Abhéngigkeit der Differenz Aw,i: von winenc spiegelt sich fiir alle Versuchsreihen in
einem charakteristischen Verlauf wider. Bei niedrigen Umlaufgeschwindigkeiten
beziehungsweise den entsprechenden niedrigen treibenden Temperaturdifferenzen steigt Aws:
zundchst an, bis ein Maximum bei mittleren treibenden Temperaturdifferenzen erreicht wird
und Aw,: anschlieBend wieder absinkt. Bei /#* =75 % liegen die maximalen Werte der
Differenz Aw.: im Bereich treibender Temperaturdifferenzen zwischen 20 K und 30 K. Durch
die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes auf 90 % bezichungsweise 110 % wird das
Maximum der Kurve zu treibenden Temperatur-differenzen zwischen 40 K und 50 K
verschoben. Die Ausprigung dieses Maximums im Verlauf der Differenz Aw: ist ein
Anhaltspunkt dafiir, dass Awz von verschiedenen, konkurrierenden Mechanismen beeinflusst
wird, deren Wirkung von der treibenden Temperaturdifferenz beziehungsweise der
Stromungsgeschwindigkeit abhédngig ist.

Im Vergleich zur Beeinflussung des prozentualen Verstiarkungsfaktors ist der Einfluss des
scheinbaren Fiillstandes und der treibenden Temperaturdifferenz auf die Differenz Aws
weniger stark ausgeprdgt. Der Wertebereich von Awu liegt fiir die durchgefiihrten
Parametervariationen zwischen 0,01 ms” und 0,06 ms”. Die groBten Werte der Differenz
Awy,: werden bei einem scheinbaren Fiillstand von 75 % erreicht. Durch Erhéhung des
Betriebsdruckes von 700 mbar auf 1.000 mbar wird auch Awz: leicht erhoht. Weiterhin nahert
sich der Verlauf von Aw; fiir die zwei untersuchten Tensidanteile durch die Erhdhung des
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Betriebsdruckes an. So verringert sich beispiels-weise der in Abbildung 33 b und d
gekennzeichnete Abstand zwischen 0,1 CMC und 0,5 CMC bei einem scheinbaren Fiillstand
von 110 % von 0,023 ms” bei p= 700 mbar auf 0,011 m s” bei p=1.000 mbar. Der Einfluss
des Tensidanteils auf Aw, nimmt daher mit steigendem Betriebsdruck ab. Unabhéngig vom
vorherrschenden Betriebs-druck gilt, dass der Tensidanteil von 0,5 CMC bei kleinen
Fiillstinden und kleinen treibenden Temperaturdifferenzen zu hoheren Werten von A wy; fiihrt,
wihrend durch die Reduzierung des Tensidanteils auf 0,1 CMC hohere Werte bei hohen
Fiillstanden und hohen treibenden Temperaturdifferenzen erreicht werden.

Die Erhohung des Umlaufstroms durch die Zugabe des Tensids kann nach Gleichung (10)
durch die Beeinflussung zweier Parameter hervorgerufen werden: die Erhohung der
treibenden Druckdifferenz Aprie sowie die Reduzierung des Druckverlustes iiber das
Verdampferrohr und die Rohrleitungen. Bei konstanten Fiillstinden wird die treibende
Druckdifferenz durch die Dichtedifferenz zwischen dem Zweiphasengemisch im Ver-
dampferrohr und der Flissigkeit im Briidenabscheider bestimmt. Die Dichtedifferenz
wiederum hingt mafigeblich von dem entstehenden Dampfmassenstrom ab, der durch den
Gasbelastungsfaktor £, quantifiziert werden kann. Da F, durch die Tensidzugabe nicht
beeinflusst wird (vgl. Abbildung 57 im Anhang) wird die Erhohung des Umlauf-
massenstroms durch das Tensid auf die Reduzierung des Druckverlustes zuriickgefiihrt.

Der Druckverlust iiber das Verdampferrohr und die Rohleitungen setzt sich aus einer ein- und
einer zweiphasigen Komponente zusammen. Uber die Messung des Tempe-raturabfalls in der
Verdampfungszone ist es moglich, den zweiphasigen Druckverlust Ap,, im Verdampferrohr
abzuschitzen (vgl. Gl. (49)). Abbildung 34 zeigt den zwei-phasigen Druckverlust pro Meter
Verdampferrohr in Abhéngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir reines Wasser sowie
fiir die zwei Tensidanteile 0,1 CMC und 0,5 CMC. Die dargestellten Fehlerbalken ergeben
sich aus den Standardabweichungen der Triplikatversuche.
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Abbildung 34: Beeinflussung des zweiphasigen Druckverlustes durch den Tensidanteil in
Abhdngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir Betriebsdriicke p =700 mbar (a-c) und
p = 1.000 mbar (d-f) und scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %

Da Ap, basierend auf der Temperaturmessung im Verdampferrohr sowie der Bestimmung der
Léange der Verdampfungszone abgeschitzt wird, fliefen in die Berechnung Einflussgrofien
mit  groflen  Standardunsicherheiten ein. Besonders bei  kleinen treibenden
Temperaturdifferenzen und der zugehorigen kurzen Verdampfungszone fiihrt dies zu
unrealistisch grofen Druckverlusten. Aus diesem Grund sind in Abbildung 34 nur die
Druckverluste fiir A7y, 2 40 K dargestellt. Die abgeschétzten Druckverluste befinden sich in
einem Bereich zwischen 20 mbar m" und 80 mbar m" und entsprechen damit der aus der
Literatur bekannten Groflenordnung fiir experimentell bestimmte Druckverluste in vertikalen
Zweiphasenstromungen im Regime der Blasenstromung (Duang-prasert et al., 2008) sowie
simulativ bestimmter Druckverluste im Naturumlaufver-dampfer bei vergleichbaren
Bedingungen (Lu, 2022).

Der zweiphasige Druckverlust von reinem Wasser liegt fiir alle untersuchten Betriebspunkte
oberhalb der Werte, die durch die Zugabe von SAS erreicht werden. Die Erhoéhung der
Umlaufgeschwindigkeit durch die Zugabe von Tensid ldsst sich daher durch die Reduzierung
des zweiphasigen Druckverlustes begriinden. Weiterhin zeigt Abbildung 34, dass die
Reduzierung des Druckverlustes bei p=1.000 mbar insgesamt hoher ausféllt als bei
p =700 mbar, wodurch der Anstieg der Differenz Aw: bei erhohtem Betriebsdruck erklart
werden konnte. Gleichwohl soll an dieser Stelle betont werden, dass es sich bei den
dargestellten Messwerten um eine Abschitzung des zweiphasigen Druckverlustes handelt,
welche herangezogen wird, um die qualitativen Zusammenhdnge zwischen der
Umlaufgeschwindigkeit und der Zugabe von SAS zu untersuchen. Inwiefern die Genauigkeit
dieser Werte ausreicht, um die kombinierten Zusammenhéinge zwischen Tensidanteil,
scheinbarem Fiillstand und Betriebsdruck abzubilden, kann nicht abschlieBend geklart
werden.

Neben dem normierten Druckverlust ist zur Beurteilung der Beeinflussung der
Umlaufgeschwindigkeit durch das Tensid die absolute Verringerung des zweiphasigen
Druckverlustes entscheidend. Wenn beispielsweise die Betriebsbedingungen so gewéhlt
werden, dass die Verdampfungszone einen Grofiteil der Warmeiibertragungsflache ausmacht,
fallt die Reduzierung des zweiphasigen Druckverlustes stiarker ins Gewicht, als bei anteilig
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kleinen Verdampfungszonen. Aus diesem Grund sind die Werte der Differenz Aw bei
I* =175 % gegeniiber den groBeren Fiillstinden etwas erhdht, obwohl in Abbildung 34 die
Reduzierung des Druckverlustes fiir diesen Fiillstand geringer ausfillt.

Es ist bekannt, dass Tenside in vertikalen Zweiphasenstromungen den Druckverlust
verringern konnen (Binazadeh et al., 2018, Liu et al., 2014). Bislang existieren allerdings
noch keine allgemeingiiltigen Ansétze zur mechanistischen Beschreibung jener Prozesse, die
die Reduzierung des Druckverlustes bewirken. Einstimmigkeit herrscht in der Literatur
dariiber, dass die Zugabe von Tensid das Stromungsverhalten von Zweiphasen-strémungen
dahingehend verdndert, dass eine erhohte Anzahl kleinerer Blasen entsteht, welche sich
gleichmdfig iber den Stromungsquerschnitt verteilen (Rozenblit et al, 2006). In
Abhéngigkeit der Tensidart und -konzentration kann es auch zur Ausbildung -einer
Schaumstromung kommen (Liu et al., 2020). AuBerdem fiihrt die Anlagerung der
Tensidmolekiile an der dampf-fliissig Grenzfldche zu einer Immobilisierung dieser, wodurch
die Dampfblasen bei erhohter Stromungsgeschwindigkeit eine sphérische Form aufrecht
erhalten und die Koaleszenz gehemmt wird (Dukhin et al., 2016, Nakath, 2014). Diese
phianomenologischen Erkenntnisse wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit durch die
Versuche zum Behiltersieden fiir das eingesetzte Tensid bestitigt (vgl. Abbildung 30).

Nach (Duangprasert et al., 2008) und (Gao, Xu, 2018) fiihrt die Prasenz von Tensidmolekiilen
zur Reduzierung von turbulenten Strukturen in Zweiphasenstromungen und dadurch zu einer
Reduzierung des Druckverlustes. Auflerdem zeigen die Studien, dass der reduzierende
Einfluss von Tensiden auf den Druckverlust mit steigender Gasgeschwindigkeit zunimmt. Bei
konstanter  Fliissigkeitsgeschwindigkeit ist die Er-hohung der Gasgeschwindigkeit
gleichbedeutend mit einer VergroBerung des Schlupfes zwischen den Phasen. Je grofer der
Geschwindigkeitsunterschied zwischen den Phasen, desto groer werden auch die wirkenden
Krifte an der Phasengrenzfliche. Die in reinem Wasser auftretende Verformung der
Grenzflache, die zu einem Druckverlust infolge des Impulsaustausches fiihrt, tragt daher mit
steigender Relativgeschwindigkeit der Gasphase verstdrkt zum Gesamtdruckverlust bei.
Infolgedessen konnte der positive Einfluss des Tensids auf den zweiphasigen Druckverlust
mit steigenden Gasgeschwin-digkeiten zunehmen. Sowohl experimentelle als auch simulative
Untersuchungen an Einzelblasen und Blasenschwirmen haben weiterhin gezeigt, dass das
Vorhandensein von Tensidmolekiilen in Zweiphasenstromungen zu einer Reduzierung der
Aufstiegsgeschwin-digkeit der Dampfblasen fiihrt. Die Immobilisierung der Grenzfliache hat
zur Folge, dass der Reibungswiderstand der Blasen erhoht und dadurch die
Aufstiegsgeschwindigkeit reduziert wird (Dukhin et al., 2016, Nalajala et al., 2014, Takagi et
al., 2009). Durch diesen Mechanismus wird der Schlupf zwischen den Phasen verringert,
wodurch wiederum der Gesamtdruckverlust reduziert werden konnte.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit kann die Abhédngigkeit der Relativgeschwindigkeit der
Dampfphase von den Betriebsbedingungen qualitativ durch den Gasbelastungsfaktor F;
abgebildet werden. Wie in Abbildung 57 im Anhang gezeigt, steigt F. mit steigender
treibender Temperaturdifferenz. Folglich nimmt auch die druckverlustmindernde Wirkung der
Tenside und damit die Differenz Aws in Abbildung 33 durch Erhdhung von A7y, zu. Der
Abfall von Awi durch die weitere Erhohung der treibenden Temperaturdifferenz in
Abhéngigkeit des scheinbaren Fiillstandes weist darauf hin, dass ein gegenldufiger
Mechanismus existiert, der dem Einfluss der Tenside entgegenwirkt.
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(Rozenblit et al., 2006) konnten zeigen, dass der geschwindigkeitsreduzierende Effekt von
Tensidmolekiilen auf die Aufstiegsgeschwindigkeit von Dampfblasen mit steigender
Stromungsgeschwindigkeit der Fliissigphase abnimmt. Aufbauend auf der Hypothese, dass
die Verringerung des Schlupfes mafigeblich zur Reduzierung des Gesamtdruckverlustes
beitragt, liefert diese Erkenntnis einen Ansatz zur Erkldrung des Abfalls des von Aws bei
Uberschreiten  einer bestimmten — Stromungsgeschwindigkeit. Weiterhin  ist  dieser
Erklarungsansatz zur Aufklarung der erhohten Werte von Aws: bei /7% =75 % gegeniiber den
Werten bei /=110 % geeignet. Die Steigerung der Differenz Aws: durch die Erhohung des
Betriebsdruckes von 700 mbar auf 1.000 mbar kann durch den Ansatz allerdings nicht erklért
werden, da die Druckerhdhung mit einer Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit einhergeht.
Insgesamt kann davon ausgegangen werden, dass die Zugabe des Tensids SAS verschiedene,
fluiddynamisch relevante Mechanismen auf unterschiedliche Art und Weise beeinflusst. Eine
mechanistische Aufklarung der zu-grundeliegenden Phénomene und damit auch eine
detaillierte Analyse der betrieblichen Einflussfaktoren auf Aws: ist mit dem beschriebenen
Versuchsaufbau nicht moglich und bedarf einer Erweiterung der sensorischen und optischen
Messmethoden.
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4.3.2 Beeinflussung des Stromungsverhaltens

Wie bereits in Kapitel 4.1.3 eingefiihrt, wird der Einfluss des Tensids SAS auf die Stabilitat
des Umlaufstroms anhand von Histogrammen abgebildet. Im Unterschied zu den
Triplikatversuchen von reinem Wasser fithrt die Zugabe von Tensid teilweise zu einer
Erhéhung der Abweichungen zwischen den dreifach wiederholten Messreihen. Zur
Darstellung dieser Unterschiede sind in der nachfolgenden Abbildung 35 die Histo-gramme
der Triplikatversuche abgebildet, wobei eine Messreihe im Vordergrund steht und die anderen
beiden Messreihen transparent im Hintergrund abgebildet werden.
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Abbildung 35: Einfluss des Tensidanteils auf die Histogramme des Umlaufinassenstroms fiir einen
Betriebsdruck p = 700 mbar und scheinbare Fiillstinde von 75 % und 90 %

In Abbildung 35 ist der Betriebsbereich dargestellt, innerhalb dessen die Zugabe des Tensids
die Form wund Breite der Histogramme deutlich beeinflusst. Die zugehdrigen
Betriebsparameter sind 20 K < A74 < 30K und A* < 90 %. Der Tensidanteil nimmt in
Abbildung 35 von oben nach unten zu, wihrend der scheinbare Fiillstand von links nach
rechts ansteigt. Die obere Reihe der Abbildung 35 zeigt die bereits in 4.1.3 dis-kutierten
Verldufe der Verdampfungsversuche von reinem Wasser. Bei dem kleinsten scheinbaren
Fiillstand tritt bei reinem Wasser die breiteste Verteilung bei A7y, = 30 K auf, was auf den
Umschlag der Stromungsform von einer laminaren Rohrstromung bei A 7, = 20 K zu einer
Stromung im Ubergangsbereich zwischen laminarer und voll aus-gebildeter turbulenter
Stromung bei A7y, =30 K zuriickgefiihrt wird. Bei A* =90 % liegen alle untersuchten
Betriebspunkte bei Reynolds-Zahlen oberhalb von 4.000, sodass eine Erhohung der

93



4 Experimentelle Ergebnisse

treibenden Temperaturdifferenz eine Stabilisierung des Umlaufstroms bewirkt. Die
unerwartete Reduzierung der Schwankungsbreite des Umlaufstroms durch die Reduzierung
der treibenden Temperaturdifferenz von 30 K auf 20 K bei einem scheinbaren Fiillstand von
75 % und reinem Wasser tritt bei den Verdampfungs-versuchen mit Tensid nicht auf. Folglich
wird die Breite der Verteilung bei #*=75% und AT =20K durch die Zugabe von
0,1 CMC SAS gegeniiber dem Versuch mit reinem Wasser deutlich erhoht. Durch die
Erhéhung des scheinbaren Fiillstandes auf 90 % wird der Unterschied zwischen der Breite der
Histogramme von reinem Wasser und der wassrigen Tensidlosung verringert. Beziiglich der
Form des Histogramms zeigt sich fiir reines Wasser eine bimodale Verteilung, wahrend das
Histogramm bei 0,1 CMC eine monomodale Verteilung aufweist. Durch die Erhohung des
Tensidanteils auf 0,5 CMC wird die Breite der Verteilungen sowohl gegeniiber den
Versuchen mit reinem Wasser als auch den Versuchen mit einem Tensidanteil von 0,1 CMC
mit Ausnahme des Betriebspunktes 4* = 75 % und A 7y, = 20 K verringert.

Zur Quantifizierung der in Abbildung 35 qualitativ dargestellten Zusammenhénge wurden die
Histogramme in erster Néherung durch eine Gaufl‘sche Normalverteilung nach Gleichung
(80) angepasst. Wie in Abbildung 35 zu sehen, treten besonders bei kleinen treibenden
Temperaturdifferenzen teilweise Abweichungen von einer Normal-verteilung in Form von
schiefen oder bimodalen Verteilungen auf. Da zur Quantifizie-rung des Einflusses des
Tensids allerdings die Schwankungsbreite und nicht der Mittelwert herangezogen wird, stellt
die Normalverteilung eine hinreichend genaue Néherung dar.

) 2
~(gir - W)

5= © 202 (80)
o T

Hierbei kennzeichnen ¢ und x die Standardabweichung beziechungsweise den Mittelwert der
Normalverteilung. Um die Beeinflussung der Breite der Verteilungen durch die Zugabe des
Tensids zu vergleichen, werden in Abbildung 36 die aus den Histogrammen bestimmten o-
Werte in Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl fiir den gesamten Unter-suchungsrahmen
dargestellt. Dabei wurde jedes Histogramm einzeln ausgewertet, die Fehlerbalken stellen die
Standardabweichungen zwischen den Triplikatversuchen dar.

f(rhzir) =

Mit Ausnahme des Versuchspunktes bei #* =75 %, A7y = 20 K und reinem Wasser nimmt
die Schwankungsbreite o mit steigender Reynolds-Zahl und damit steigender treibender
Temperaturdifferenz ab. Ursédchlich hierfiir ist die gesteigerte Verdampfungsrate und die
damit verbundene Erhohung der treibenden Druckdifferenz. Durch die Erhohung der
Triebkraft des Naturumlaufs wird die Storungsanfélligkeit des Systems gegeniiber
statistischen Einfliissen reduziert. Abbildung 25 in Kapitel 4.1.3 hat gezeigt, dass neben der
Triebkraft des Naturumlaufs auch das Stromungsregime einen Einfluss auf das
Stabilitdtsverhalten haben kann. Als Grenzwert fiir die voll ausgebildete turbulente
Rohrstromung wird in der Literatur sowohl Re=10.000 als auch Re=4.000 angegeben
(Gnielinski, 2019a). Zur Veranschaulichung des Einflusses der Reynolds-Zahl auf die
Schwankungsbreite des Umlaufstroms sind in Abbildung 36 beide Grenzwerte durch
gestrichelte, vertikale Linien gekennzeichnet.
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Abbildung 36: Schwankungsbreite o des Umlaufinassenstroms in Abhingigkeit der Reynolds-Zahl fiir
einen Betriebsdruck p = 700 mbar und scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %

Im Bereich Re< 4.000 befindet sich ausschlieBlich der Betriebspunkt bei #* =75 %,
ATy =20K und reinem Wasser. Durch die Zugabe des Tensids wird die Umlaufge-
schwindigkeit und damit die Reynolds-Zahl auf einen Wert von 4.591 (0,1 CMC) bezieh-
ungsweise 5.949 (0,5 CMC) erhoht. Damit geht ein starker Anstieg des o-Wertes von 13 kg h’
' bei reinem Wasser auf ~40 kg h” fiir die beiden untersuchen Tensidanteile einher. Die
Steigerung der Schwankungsbreite durch die Tensidzugabe bestarkt die in 4.1.3 aufgestellte
Hypothese, dass der Wechsel der Strdmungsform bei Uberschreiten einer Reynolds-Zahl von
4.000 zur Destabilisierung des Umlaufstroms fiihrt.

Beim Vergleich der o-Werte von reinem Wasser bei einer Reynolds-Zahl von ~ 5.000 und
scheinbaren Fiillstdnden zwischen 75 % und 90 % wird auBlerdem der Einfluss der treibenden
Temperaturdifferenz auf die Schwankungsbreite deutlich. Wahrend bei einem Fiillstand von
* =90 % der Bereich Re>4.000 bei A7y, =20 K erreicht wird (Abbildung 36 b), fiihrt die
Reduzierung des Fiillstandes auf 75 % zu einer vergleich-baren Reynolds-Zahl bei
ATy = 30 K (Abbildung 36 a), wodurch o von 33 kg h" auf 24 kg h™' verringert wird.

Im Reynolds-Zahlen Bereich oberhalb von 10.000 liegt die Schwankungsbreite o unab-héngig
von den Betriebsbedingungen unterhalb eines Wertes von 24 kgh'. Die zugeho-rigen
Histogramme lassen sich sowohl fiir reines Wasser als auch in Anwesenheit des Tensids
durch eine Normalverteilung beschreiben und zeigen keine auffilligen Verlaufe (vgl.
Abbildung 59 im Anhang). Daher wird davon ausgegangen, dass bei den ent-sprechenden
Betriebsbedingungen aufgrund der ausgeprigten hydrostatischen Triebkraft keine
Stromungsinstabilititen im Naturumlauf auftreten. Die Beeinflussung der Stro-
mungsschwankungen durch das Tensid ldsst sich in Abhéangigkeit des Stromungsbereichs in
zwei Wirkmechanismen unterteilen.
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Liegen Reynolds-Zahlen oberhalb von 10.000 vor, fiihrt die Zugabe des Tensids zu einer
Erhohung der Schwankungsbreite, wobei der Tensideinfluss mit sinkendem Fiillstand und
steigender treibender Temperaturdifferenz abnimmt. Wahrend bei A*=110% und
ATy, =20 K die Schwankungsbreite ¢ um 8 kg h” durch die Zugabe des Tensids erhoht wird,
ist der Tensideinfluss bei A* =75 % und A7 240 K vernachléssigbar klein. Wiahrend der
Naturumlaufverdampfung treten auch im reguliren Betrieb Schwankungen im
Umlaufmassenstrom auf, die auf die unregelmdflige Bildung von Dampfblasen und
Dampfpfropfen zuriickgefiihrt werden konnen (Dialer, 1983). Aufgrund der Reduzierung der
Oberflachenspannung durch die Anlagerung von Tensidmolekiilen an der dampf-fliissig
Phasengrenzfliche wird die Blasenentstehung und -dynamik verdndert. Des Weiteren
beeinflussen Tenside die Stromungsform und die Verteilung der Dampf- und Fliissigphase
iiber den Stromungsquerschnitt (Gao, Xu, 2018, Liu et al., 2014). Basierend auf den in
Abbildung 36 dargestellten Ergebnissen ist anzunehmen, dass diese veranderte Verteilung der
Dampf- und Fliissigphase im Naturumlaufverdampfer zu einer Erhohung der zufélligen
Schwankungen im Umlaufstrom fiihrt, ohne dass es zum Auftreten von
Stromungsinstabilitdten kommt.

Werden durch die Reduzierung des scheinbaren Fiillstandes oder der treibenden
Temperaturdifferenz Reynolds-Zahlen unterhalb von 10.000 erreicht, konnen sich in
Abhéngigkeit der Betriebsparameter Stromungsinstabilititen ausbilden. Bei einem
scheinbaren Fiillstand von 90 % ergab die Auswertung der zeitlichen Verldufe des Um-
laufmassenstroms fiir reines Wasser (vgl. Abbildung 25), dass es bei A 7, = 20 K vermutlich
zum Einsetzen der Geysering Stromungsinstabilitit kommt. Diese Art der
Stromungsinstabilitdt beruht auf der Bildung von Kolbenblasen, welche den Umlauf-strom
schlagartig beschleunigen. Durch die Anwesenheit von Tensid in der Fliissigphase und an den
Phasengrenzflichen wird die Koaleszenz von Dampfblasen gehemmt (Nakath, 2014).
Aufbauend auf diesem Mechanismus kann die Reduzierung der Schwankungsbreite in
Abbildung 36 b bei einem Tensidanteil von 0,5 CMC und somit die Stabilisierung des
Umlaufstroms erklart werden. Dieses Ergebnis steht im Einklang mit den experimentellen
Untersuchungen von (Kujawska et al., 2019), die zeigen, dass das Auftreten der Geysering
Stromungsinstabilitét in einem Naturumlaufsystem durch den Zusatz von Natriumlaurylsulfat
(SDS) unterdriickt werden kann. Der Einfluss von Tensiden auf die Blasenkoaleszenz ist vom
Tensidanteil abhédngig. In Kapitel 4.2 wird dargelegt, dass fiir das eingesetzte Tensid SAS die
Blasenkoaleszenz bei 0,5 CMC stiarker unterdriickt wird als bei einem Tensidanteil von
0,1 CMC. Aus diesem Grund wird die Schwankungsbreite des Umlaufstroms nur bei einem
Tensidanteil von 0,5 CMC verringert, wahrend die o-Werte fiir 0,1 CMC und reinem Wasser
nahe beieinander liegen. Eine &hnliche Abhéngigkeit der Schwankungsbreite o vom
Tensidanteil wird bei dem Betriebspunkt A* =75 %, ATu = 30K beobachtet. Durch die
Reduzierung der treibenden Temperaturdifferenz von 30 K auf 20 K bei einem scheinbaren
Fullstand von 75% wird die Triebkraft fiir den Naturumlauf reduziert und die
Schwankungsbreite nimmt fir 0,1 CMC und 0,5 CMC deutlich zu. Es wird davon
ausgegangen, dass der koaleszenz-hemmende Effekt des Tensids in diesem Betriebspunkt
unabhidngig vom Tensidanteil nicht ausreichend ist, um das Auftreten der Geysering
Stromungsinstabilitdt zu verhindern. Der Abfall des o-Wertes durch die Reduzierung der
treibenden Temperaturdifferenz fiir reines Wasser wird auf die bereits diskutierte Anderung
der Stromungsform zuriickgefiihrt.
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4.3.3 Beeinflussung des wirmetechnischen Betriebsverhaltens

Zur differenzierten Betrachtung der Beeinflussung der Warmeiibertragung in der Autheiz-
und Verdampfungszone durch die Zugabe des Tensids SAS werden als Grundlage in
Abbildung 37 die Temperaturprofile im Verdampferrohr mit und ohne Tensid dargestellt. Da
der Einfluss des Tensids auf den Temperaturverlauf im Allgemeinen gering ist, sind in
Abbildung 37 die Betriebspunkte dargestellt, bei welchen die Fluiddynamik durch die Priasenz
des Tensids beeinflusst wird. Die gestrichelten Verbindungslinien der Messdaten von reinem
Wasser dienen hierbei ausschlieBlich der vereinfachten Ubersicht und stellen keine
Interpolationslinien dar. Die hier dargestellten Fehlerbalken entsprechen nicht wie in
Abbildung 26 den zeitlichen Abweichungen, sondern den Standardabweichungen zwischen
den dreifach wiederholten Messreihen.
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Abbildung 37: Einfluss des Tensidanteils auf die Temperaturprofile im Verdampferrohr im unteren
Betriebsbereich des Naturumlaufverdampfers bei p = 700 mbar

Mit Ausnahme des Betriebspunktes bei 4*=75% und AT, =20K werden die Tem-
peraturverldufe durch die Tensidzugabe sowohl in der Aufheiz- als auch in der Verdamp-
fungszone zu geringfiigig kleineren Temperaturen verschoben. Ausschlaggebend fiir den
Temperaturverlauf in der Aufheizzone sind der einphasige Warmeiibergangskoeffizient und
der Umlaufmassenstrom. Bei konstantem Warmeiibergangskoeffizienten und Erhéhung des
Umlaufstroms durch die Zugabe des Tensids steigt die Temperatur in der Aufheizzone
weniger stark an. Die grofiten Abweichungen zwischen den Temperaturverlaufen von reinem
Wasser und den Tensidlosungen treten in dem Betriebspunkt auf, in welchem die
Schwankungsbreite des Umlaufstroms bei reinem Wasser durch den Umschlag der
Stromungsform stark reduziert wird (#* =75 %, ATu =20K). Bereits an der ersten
Temperaturmessstelle im Verdampferrohr auf einer relativen Hohe von 0,07 ist die
Temperatur von reinem Wasser im Vergleich zu den Tensidlosungen um ~ 1 K reduziert.
Dieser Temperaturunterschied liegt zum Teil in den unterschiedlichen Zulauftemperaturen
begriindet. Die Zulauftemperatur wird 6 % unterhalb des Warmeiibertragers gemessen und
durch die Warmeverluste iber die Zulaufleitung zwischen Briidenabscheider und
Verdampferrohr bestimmt. Bei einem konstanten Betriebsdruck sind die auftretenden
Wirmeverluste anndhrend konstant; gegebenenfalls werden die Warmeiibertragung und damit
die Wérmeverluste an die Umgebung durch die Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit leicht
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erhoht. Die Reduzierung des Umlaufmassenstroms fiihrt daher dazu, dass bei konstanten
Wirmeverlusten die Temperaturdifferenz zwischen Briidenabscheider und Verdampferrohr
erhoht und folglich die Zulauf-temperatur reduziert wird. In Abbildung 37 ist die gemessene
Zulauftemperatur bei y= -6 % zur Veranschaulichung der Auswirkungen der Warmeverluste
dargestellt. Diese liegt fiir die Verdampfungsversuche mit reinem Wasser aufgrund der
niedrigeren Umlaufgeschwindigkeit durchgehend unterhalb der Zulauftemperatur der
Tensidlosun-gen. Da die Erwarmung des Stoffsystems erst ab Eintritt in den Warmetibertrager
beginnt, setzt sich der lineare Verlauf innerhalb der Aufheizzone nicht bis zur
Zulauftemperatur fort. Erwartungsgeméll liegt die Temperaturzunahme zwischen der
Zulauftemperatur und der ersten Messstelle im Verdampferrohr unterhalb des Tempera-
turanstiegs in der Autheizzone. Abweichungen von diesem Verhalten lassen sich auf die
Beeinflussung der Temperaturmessung durch die  Querschnittspositionierung  der
Thermoelemente zuriickfithren, welche sich im Laufe des Messbetriebs leicht verdandert haben
kann. Da die Temperatur der Kernfliissigkeit iber den Querschnitt zur Wand hin zunimmt,
kann eine unbeabsichtigte Verschiebung der radialen Position des Thermo-elements zu einer
Verfélschung der gemessenen Temperatur fiihren.

Durch die geringere Umlaufgeschwindigkeit steigt die Temperatur in der Aufheizzone bei
reinem Wasser stirker an als bei den Tensidlosungen. Auftillig ist aulerdem, dass bei reinem
Wasser eine deutlich hohere Pinchtemperatur bei einer vergleichbaren Pinchhohe (vgl.
Abbildung 37 a) erreicht wird. Die Pinchtemperatur entspricht der lokalen Siede-temperatur
und ist deshalb stark von den Druckverlusten in der Aufheizzone abhingig, die groBtenteils
durch die hydrostatische Druckabnahme bedingt werden. Da sich aller-dings die Lage des
Pinchpunktes nicht maBigeblich verdndert, wird die Erhohung der Pinchtemperatur auf die
Erniedrigung der Reibungsdruckverluste durch die Anderung der Strémungsform
zuriickgefiihrt. Die Beeinflussung des Temperaturverlaufes in der Ver-dampfungszone durch
das Tensid wurde indirekt bereits durch die Darstellung des zwei-phasigen Druckverlustes in
Kapitel 4.3.1 quantifiziert und wird deshalb an dieser Stelle nicht ndher betrachtet.

Da die integrale Wérmeiibertragung im Naturumlaufverdampfer maligeblich durch das
Verhéltnis von Aufheiz- zu Verdampfungszone bestimmt wird, ist neben der qualitativen
Beeinflussung der Temperaturprofile vor allem der Einfluss des Tensids auf die Pinch-hohe
Iyinen von Bedeutung. In Abbildung 38 (a-c) ist daher die experimentell bestimmte Pinchhéhe
in Abhidngigkeit der Reynolds-Zahl dargestellt. In der unteren Reihe der Abbildung 38 (d-f)
sind die zugehorigen Warmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone abgebildet. Die
Auftragung der Pinchhdhe iiber der Reynolds-Zahl zeigt, dass die Ver-suchsreihen mit reinem
Wasser unabhéngig vom scheinbaren Fiillstand und der Umlauf-geschwindigkeit die
kiirzesten Autheizzonen aufweisen. Bei scheinbaren Fiillstinden von 75 % und 100 % hat die
Erhéhung des Tensidanteils von 0,1 CMC auf 0,5 CMC einen vernachldssigbar kleinen
Einfluss auf die Lange der Aufheizzone, wihrend bei A* =90 % der hochste Tensidanteil,
besonders bei Reynolds-Zahlen kleiner als 16.000, die langste Autheizzone aufweist.
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Abbildung 38: Lange der Autheizzone hpins und Warmedurchgangskoeftizient in der Autheizzone kir
in Abhingigkeit der Reynolds-Zahl Re fiir scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 %,
Tensidanteile von 0,0 CMC, 0,1 CMC und 0,5 CMC und einem Betriebsdruck p = 700 mbar

Die rot markierte Pinchhéhe in Abbildung 38 a bei einem Tensidanteil von 0,5 CMC konnte
aufgrund der starken zeitlichen Schwankungen der Temperaturen im Ver-dampferrohr durch
die Linearisierung der Autheiz- und Verdampfungszone nicht korrekt bestimmt werden und
wird deutlich unterschitzt. Durch Betrachtung der zugehorigen Temperaturprofile ldsst sich
die Pinchhohe bei einem Betriebspunkt von #* =75 %, ATy, =20 K und § = 0,5 CMC kurz
oberhalb des Messwertes von 0,1 CMC, bei einem Wert von 0,55 einordnen. In Bezug auf
den Wairmeiibergang duflert sich die Unterschitzung der Pinchtemperatur in einer
Uberschitzung des Warmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone. Wie in Kapitel 4.1.4
erlautert, ist die Bestimmung des Warmedurch-gangskoeffizienten von reinem Wasser bei
h*=75% und A7 =20K ebenfalls mit einer groBen Unsicherheit behaftet. In den
nachfolgenden Betrachtungen werden daher die Versuchspunkte bei A* =75% und
ATy £ 20 K nicht berticksichtigt.

Eine Verldangerung der Aufheizzone bei konstanter Umlaufgeschwindigkeit und leicht
erhohter Zulauftemperatur (vgl. Abbildung 37) ldsst, wie in Abbildung 38 (d-f) zu erkennen
ist, auf eine Reduzierung des Warmedurchgangskoeffizienten in der Autheiz-zone schliefen.
Da im Naturumlaufverdampfer die Umlaufgeschwindigkeit und die treibende
Temperaturdifferenz nicht unabhingig voneinander variiert werden konnen, liegen bei
vergleichbaren Reynolds-Zahlen in Abhédngigkeit des Tensidanteils unter-schiedliche
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Wandtemperaturen vor. Wie bereits in Kapitel 4.1.4 thematisiert, setzt sich der
Wirmetibergang in der Aufheizzone aus dem konvektiven Wirmetransport, welcher
mafgeblich durch die Reynolds-Zahl bestimmt wird, und dem Wérmetransport durch das
unterkiihlte Blasensieden, der von der Uberhitzung der thermischen Grenzschicht ab-hingt,
zusammen (Kind, Wetzel, 2019a). Um einen Uberblick iiber das Zusammenspiel dieser
beiden Mechanismen zu geben, sind in Abbildung 39 die Pinchhéhe sowie die
Wirmedurchgangskoeffizienten 4z in Abhidngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz
dargestellt.
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Abbildung 39: Linge der Autheizzone By, und Wirmedurchgangskoeftizient in der Autheiz-zone kx:
in Abhéngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz ATy, fiir scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 %
und 110 %, Tensidanteile von 0,0 CMC, 0,1 CMC und 0,5 CMC und einem Betriebsdruck p = 700
mbar

Mit Ausnahme der aufgrund der Auswertemethodik nicht belastbaren Messpunkte bei einem
scheinbaren Fiillstand von 75 % und treibenden Temperaturdifferenzen zwischen 20 K und
30 K, fallt die Beeinflussung von Zyinen und ka2 durch die Zugabe des Tensids in Abhdngigkeit
der treibenden Temperaturdifferenz deutlich geringer aus als in Abbildung 38 (d-f). Die
Auswirkung des Tensids auf die Pinchhohe ist im gesamten Untersuchungsrahmen
vernachlédssigbar klein und der Wéarmedurchgangskoeffizient wird lediglich bei einem
scheinbaren Fiillstand von 110 % und hohen treibenden Temperatur-differenzen leicht
reduziert.
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Dieser geringe Einfluss des Tensids auf die Wéarmeiibertragung bei konstanter treibender
Temperaturdifferenz stiitzt die Hypothese, dass der Wéarmeiibergang in der Autheizzone durch
das unterkiihlte Blasensieden dominiert wird und dieser Mechanismus des Wérme-transports
durch die Erhéhung der Stromungsgeschwindigkeit beeintrachtigt wird.

Ahnlich wie die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes (vgl. Abbildung 28) fiihrt auch die
Zugabe des Tensids durch Reduzierung des zweiphasigen Druckverlustes zu einer Steigerung
der Umlaufgeschwindigkeit und folglich zu einer Hemmung des unterkiihlten Blasensiedens.
In Abhéngigkeit der Betriebsbedingungen erhoht die Priasenz des Tensids die Reynolds-
Zahlen durch die Erhoéhung der Umlaufgeschwindigkeit um 500 bis 4.000. Wie in
Kapitel 4.3.1 gezeigt, tritt die grofte Beeinflussung der Umlaufgeschwindigkeit in
Abhingigkeit des scheinbaren Fiillstandes bei unterschiedlichen treibenden Temperatur-
differenzen auf. Bei /% =75 % befinden sich die maximalen Werte der Differenz Aw.: im
Bereich 20 K < 7y, < 30 K, wihrend bei den hoheren Fiillstinden die grofte Beein-flussung
der Umlaufgeschwindigkeit bei treibenden Temperaturdifferenzen 7y, 2 50 K auftritt. Da die
Messwerte bei einem scheinbaren Fiillstand von 75 % und treibenden Temperaturdifferenzen
von 20 K und 30 K nicht belastbar sind, kann ein Vergleich zwischen den maximalen Werten
von Awz und der Beeinflussung des Wirmedurch-gangskoeffizienten bei diesem Fiillstand
nicht erfolgen. Bei A* 290 % lésst sich hingegen im Einklang mit der Differenz Aw:: die
hochste Reduzierung des Wirme-durchgangskoeffizienten bei den hdochsten treibenden
Temperaturdifferenzen feststellen. Aulerdem scheint der negative Einfluss des Tensids bei
A* =110 % am stdrksten ausgepréigt zu sein. Der erhohte Einfluss kann auf die Verldngerung
der Aufheizzone und dem damit einhergehenden gesteigerten Wairmestrom in der
Aufheizzone zuriickgefiihrt werden.

Nach Gleichung (9) fiihrt die Reduzierung der Oberflachenspannung zu einer Absenkung der
zum Einsetzten des Blasensiedens bendtigten kritischen Warmestromdichte ¢, ,. Die
Sensitivitdt von Qonp gegeniiber der Oberflachenspannung ist allerdings so gering, dass der
Einfluss der verringerten Oberflachenspannung durch die Tenside in Bezug auf das Einsetzen
des unterkiihlten Blasensiedens vernachléssigt werden kann. Nach dem aktuellen Stand des
Wissens wird keine Beeinflussung der einphasigen Wairmeiiber-tragung durch die
Anwesenheit von Tensidmolekiile erwartet, da sich die Tensidkonzen-tration unterhalb der
kritischen Mizellenkonzentration befindet. Aufgrund der geringen Konzentration bilden sich
keine Mizellenstrukturen, die durch Reduzierung der Turbulenz auch die Wérmeiibertragung
beeintriachtigen konnten (Aly et al., 2006). Beziiglich der Beeinflussung des unterkiihlten
Blasensiedens zeigen die experimentellen Ergebnisse, dass das Tensid den Warmetransport
nicht direkt durch eine Verdnderung der Blasen-bildung, sondern indirekt durch die Erhhung
der Umlaufgeschwindigkeit beeinflusst. Diese Erkenntnis steht im Einklang mit den
Ergebnissen von (Hetsroni et al., 2004), die fiir die Zwangsumlaufverdampfung nachweisen
konnten, dass die Zugabe von Tensid bei konstanter Warmestromdichte und
Stromungsgeschwindigkeit weder den Beginn des unterkiihlten Blasensiedens noch den
Beginn des vollstindig ausgebildeten Blasensiedens beeinflusst.

Im Gegensatz zum Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die integrale Warmestrom-dichte
(vgl. Abbildung 21 und Abbildung 22) fithrt die Anwesenheit des Tensids zu einer
Beeintrichtigung der integralen Warmetibertragung (vgl. Abbildung 32). Die negative
Beeinflussung des Wirmedurchgangskoeffizienten in der Aufheizzone tritt allerdings
unabhéngig davon auf, ob die Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit durch die Anwesen-heit
des Tensids oder die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes hervorgerufen wird. Folglich
miissen sich der Tensideinfluss und der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes hin-sichtlich
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ihrer Auswirkung auf die Wérmeiibertragung in der Verdampfungszone unter-scheiden. In
Abbildung 40 sind daher die Wiarmedurchgangskoeffizienten kv in Abhén-gigkeit der
treibenden Temperaturdifferenz fiir reines Wasser und die zwei Tensid-losungen mit
0,1 CMC und 0,5 CMC dargestellt.
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Abbildung 40: Wirmedurchgangskoettizient in der Verdampfungszone kv: in Abhingigkeit der
tretbenden Temperaturdifierenz A Ty, fiir Betriebsdriicke p = 700 mbar und p = 1.000 mbar, scheinbare
Fiillstinde von 75 %, 90 % und 110 % und Tensidanteile von 0,0 CMC, 0,1 CMC und 0,5 CMC

Die Mehrheit der Versuchsdaten zeigt unabhingig vom Tensidanteil den erwarteten Anstieg
des Wirmedurchgangskoeffizienten mit steigender treibender Temperatur-differenz.
Abweichungen von diesem Verlauf treten bei einem scheinbaren Fiillstand von 110 % auf.
Wie in Kapitel 4.1.4 erlédutert, fiihrt die kurze Verdampfungszone bei kleinen treibenden
Temperatudifferenzen zu einer Uberschitzung des Wirmedurchgangskoeffi-zienten. Da die
Verdampfungszone durch die Erhéhung des Betriebsdruckes verlangert wird, tritt dieser
Effekt bei p=1.000 mbar ausschlieBlich bei einer treibenden Tempe-raturdifferenz von 20 K
auf. Insgesamt ldsst sich innerhalb der Standardunsicherheiten der Messwerte in der
Verdampfungszone trotz der Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit durch die Tensidzugabe
keine Steigerung der Warmeiibertragung feststellen. Im Gegensatz dazu fiihrt die Erhohung
des scheinbaren Fiillstandes und die damit verbundene gesteigerte Umlaufgeschwindigkeit bei
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4. Experimentelle Ergebnisse

den Verdampfungsversuchen mit reinem Wasser zu erhohten Warmedurchgangskoeffizienten
in der Verdampfungs-zone (vgl. Abbildung 29).

In der Literatur existieren unterschiedliche Studien, die sich mit den Auswirkungen der
Priasenz von Tensidmolekiilen auf die Warmeiibertragung wéhrend des Stromungs-siedens
befassen. Ob die Warmeiibertragung gesteigert oder reduziert wird, hingt von verschiedenen
Faktoren wie der Tensidart und -konzentration sowie der Wérmestrom-dichte und der
Stromungsgeschwindigkeit ab (Acharya, Pise, 2017). Auch im Naturum-laufverdampfer
wurden bereits experimentelle Studien zum Einfluss oberflichenaktiver Substanzen auf die
Wirmetibertragung durchgefiihrt. (Dialer, 1983) postuliert, dass ein nicht néher spezifiziertes
Schdumungsmittel den Gesamtwérmeiibergang um ein 2,5-faches steigert. Ein kontréires
Ergebnis wird hingegen von (Kirschbaum, 1961) gewonnen, der belegt, dass sich bei der
Verdampfung einer Zuckerlosung der Wérme-iibergang durch die Bildung einer
Schaumschicht an der Warmeiibertragungsfliche verschlechtert. Da die Zuckerlosung im
Vergleich zu reinem Wasser allerdings eine erhohte Viskositét aufweist, kann der gemessene
Einfluss auf den Wérmeiibergang nicht ausschlieflich auf eine verdnderte
Oberflachenspannung zuriickgefiihrt werden. Insge-samt ldsst sich festhalten, dass ein
aussagekraftiger Vergleich der experimentellen Ergebnisse mit Literaturdaten durch die
geringe wissenschaftliche Datenlage in Kombi-nation mit einer Vielzahl unterschiedlicher
Einflussfaktoren verhindert wird.

In Kapitel 4.2 konnte gezeigt werden, dass die Blasenentstehung und -dynamik wihrend des
Behiltersiedens durch die Prisenz des Tensids SAS deutlich verdndert wird, wihrend der
Wirmetibergangskoeffizient nicht beeinflusst wird. Aufbauend auf diesen Ergebnissen
erscheint es schliissig, dass auch die Beeinflussung der Warmeiibertragung in der
Verdampfungszone wihrend der Naturumlaufverdampfung durch die Priasenz des Tensids
gering ausfillt. Inwieweit die im Vergleich zur Fiillstandesvariation ausbleibende Erhéhung
der Wirmedurchgangskoeffizienten mit steigender Umlaufgeschwindigkeit auf einen
negativen Einfluss des Tensids zuriickzufiihren ist oder in den erhéhten Unsicherheiten der
Berechnung begriindet liegt, kann nicht abschlieend geklart werden.

Zusammenfassend ldsst sich die Beeintrichtigung des integralen Wirmeiibergangs im
Naturumlaufverdampfer durch die Zugabe des Tensids SAS auf die Verringerung des
Wairmeiibergangs in der Aufheizzone zuriickfithren. Die Erhéhung der Umlaufgeschwin-
digkeit durch den Zusatz des Tensids fiihrt bei konstanten treibenden Temperatur-differenzen
vermutlich zu einer Abschwichung des Wairmetransportes durch den Mechanismus des
unterkiihlten Blasensiedens. Dadurch wird der Wiarmedurchgangs-koeffizient in der
Aufheizzone und folglich der integrale Wéarmeiibergang reduziert.
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5 Modellierung mittels
dimensionsloser Kennzahlen

Die Zielsetzung dieses Kapitels besteht darin, aufbauend auf den experimentell ge-wonnenen
Erkenntnissen den Einfluss des Tensids SAS bezichungsweise der verdnderten
Oberflachenspannung auf das Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers mittels
dimensionsloser Kennzahlen zu quantifizieren. Zu diesem Zweck werden Korrelations-
gleichungen entwickelt, die darauf beruhen, dass die einzelnen Einflussgrofien in
dimensionslosen Kennzahlen mittels eines Potenzansatzes zusammengefasst und die
Beeinflussung der Zielgréfe durch die Exponenten der Kennzahlen quantifiziert werden kann.
Die Bestimmung der Exponenten erfolgt dabei nicht simultan, sondern individuell fiir die
einzelnen dimensionslosen Kennzahlen, durch Konstanthaltung der weiteren Kennzahlen.

Der Strukturierung der vorangegangenen Kapitel folgend wird die Modellierung des
Betriebsverhaltens des Naturumlaufverdampfers in die Beschreibung der Fluiddynamik und
der Wiarmeiibertragung unterteilt. Als Zielgrofien zur Quantifizierung der Fluid-dynamik wird
die Reynolds-Zahl Re gewihlt, wihrend die Wirmeiibertragung durch die Nusselt-Zahl Nu
beschrieben wird. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass Re und Nu vorrangig dazu
dienen, die Umlaufgeschwindigkeit bezichungsweise den Warme-iibertragungskoeffizienten
in ihrer dimensionslosen Form darzustellen. Um die Beein-flussung von Reund Nu durch die
Zugabe des Tensids vollumfianglich zu charakte-risieren, miissten neben der
Umlaufgeschwindigkeit auch die anderen Einflussgrofen von Re und MNu, also die
dynamische Viskositit, die Warmeleitfahigkeit und die Dichte des Stoffsystems sowie der
Innendurchmesser des Verdampferrohrs variiert werden. Die systematische Variation dieser
Versuchsparameter iibersteigt jedoch den Untersuchungs-rahmen der vorliegenden Arbeit.
Die Einordnung der nachfolgenden Ergebnisse beziiglich der Beeinflussung von Re und Nu
muss daher im Kontext der durchgefiihrten experi-mentellen Versuchsreihen erfolgen.

5.1 Beschreibung der Fluiddynamik

Eine entscheidende fluiddynamische KenngroBe zur Beschreibung des Betriebsverhaltens des
Naturumlaufverdampfers ist die Umlaufgeschwindigkeit wz. In dimensionsloser Form kann
wzi: durch die Reynolds-Zahl abgebildet werden. Nachfolgend wird die Entwicklung einer
Korrelationsgleichung  zur  Beschreibung der Reynolds-Zahl basierend auf den
experimentellen Ergebnissen der vorliegenden Arbeit vorgestellt und diese anschlieBend mit
einer aus der Literatur bekannten Korrelationsgleichung (Ali, Alam, 1992) ver-glichen.

5.1.1 Entwicklung einer Korrelation zur Vorhersage der
Umlaufgeschwindigkeit

Aufbauend auf den vorangehend dargestellten Erkenntnissen konnten die treibenden
Temperaturdifferenz A 7y., der scheinbare Fiillstand /#* sowie der Betriebsdruck p und der
Tensidanteil & als entscheidende Parameter beziiglich der Beeinflussung der Umlauf-
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Modellierung mittels dimensionsloser Kennzahlen

geschwindigkeit identifiziert werden. Der scheinbare Fiillstand ist per Definition eine
dimensionslose Grofe und die treibende Temperaturdifferenz wird durch die Jakob-Zahl (vgl.
Abbildung 41) abgebildet. Der Einfluss des Tensids auf die Umlaufgeschwindigkeit wird
mittels der Anderung der Oberflichenspannung o quantifiziert und zusammen mit dem
Betriebsdruck p durch die in Gleichung (81) dargestellte dimensionslosen Kennzahl m
zusammengefasst. Wahrend sich die Reduzierung der Oberflichenspannung positiv auf die
Umlaufgeschwindigkeit auswirkt, fiihrt die Erniedrigung des Betriebsdruckes zu einer
Reduzierung von wi. In gleicher Form wie der Betriebsdruck wirkt sich auch die Verrin-
gerung des Innendurchmessers des Verdampferrohrs d aus, da eine Reduzierung des
Rohrquerschnittes zu einer Erhéhung des Reibungsdruckverlustes fiithrt. Physikalisch
betrachtet spiegelt ™ den Einfluss der Oberflaichenspannung und des Betriebsdruckes auf die
Blasenbildung und damit auf die Triebkraft fiir die Naturumlaufverdampfung wider. Dabei
fiihrt eine Reduzierung von o sowie eine Erhhung von p zu einer erleichterten Blasenbildung
(vgl. Abschnitt 2.2.4). Folglich ist eine reziproke Abhdngigkeit zwischen m und Re zu
erwarten.

[

Lt 81

Die Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl von den dimensionslosen Kennzahlen Ja, #* und m
innerhalb des untersuchten Parameterbereichs wird in Abbildung 41 dargestellt.
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Abbildung 41: Abhingigkeit der Reynolds-Zahl von der Jakob-Zahl Ja, des scheinbaren Fiillstandes
h* und der dimensionslosen Kennzahl zur Beschreibung des Einflusses des Tensids m

Abbildung 41 zeigt die Gesamtheit der experimentell erhobenen Versuchsdaten. Zur
Veranschaulichung der eingestellten Versuchsparameter ist der scheinbare Fiillstand durch die
Farbskala am rechten Rand gekennzeichnet, der Tensidanteil ¢ wird durch die
unterschiedlichen Symbole dargestellt. Der Verlauf der Reynolds-Zahl in Abhéangigkeit der
dargestellten  dimensionslosen  Kennzahlen  bestitigt qualitativ  die  erwarteten
Zusammenhdnge. Wihrend Re mit steigender Jakob-Zahl und steigendem scheinbaren
Fiillstand zunimmt, fiihrt eine Erh6hung von 7 zu einer Reduzierung von Re.

Dass Zusammenfassen der verschiedenen Einflussfaktoren in einer Gleichung zur
Beschreibung der Reynolds-Zahl erfolgt mittels eines Potenzansatzes, sodass die Beein-
flussung der Reynolds-Zahl durch die dimensionslosen Kennzahlen anhand deren Expo-
nenten quantifiziert wird. Die Ermittlung der Exponenten und deren Anwendungsbereich wird
exemplarisch in Abbildung 42 und Abbildung 43 dargestellt. In doppelt logarith-mischer
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Modellierung mittels dimensionsloser Kennzahlen

Auftragung entspricht der Exponent der dimensionslosen Kennzahl der Steigung des
Verlaufs. Folglich ist der Anwendungsbereich der Exponenten dadurch definiert, dass sich die
Abhingigkeit der Reynolds-Zahl von der jeweiligen dimensionslosen Kennzahl in doppelt
logarithmischer Darstellung durch einen linearen Verlauf respektive eine konstante Steigung
beschreiben ldsst. Dieser Zusammenhang kann nur visuell abgebildet werden, wenn alle
anderen Einflussfaktoren konstant gehalten werden. Der Verlauf der Reynolds-Zahl in
Abhéngigkeit der Jakob-Zahl und des scheinbaren Fiillstandes ist in Abbildung 42 dargestellt.
Die Steigung der dargestellten linearen Verldufe entspricht dabei dem Mittelwert aller
bestimmten Ausgleichsgeraden und bildet damit den mittleren Exponenten der jeweiligen
Kennzahl ab.

[Ja < 0,055] Ja > 0,074
30000 - 1
ﬂ [Re = ¢, -3a'%] Re = C, - Ja%¥] '_':}Ja > 0,074
20000 : A%
Iy '}Ja < 0,055
o - o ]
=| < 10000+ 8 =
e ; —
2 A /I
I
& 5000 /‘/ 8
p = 700 mbar
3000 A 0,5CMC, h* = 90 %)
g B 01CMC, h* = 75 % €=01CMC
2000 = B 0,1 CMC, h* =90 % ® 700 mbar @ 1000 mbar

: : : :

0,04 0,06 0,08 0,1 0,12 0,8 0,9 1 11
e ATgo - cp e — hga

- hy Lvr

Abbildung 42: Abhangigkeit der Reynolds-Zahl von der Jacob-Zahl Ja und dem scheinbaren Fiillstand
h* fiir ausgewdhlte Betriebsbereiche

Der linke Graph in Abbildung 42 zeigt den Verlauf der Reynolds-Zahl in Abhéngigkeit der
Jakob-Zahl bei einem Betriebsdruck von 700 mbar, einem Tensidanteil zwischen 0,1 CMC
und 0,5 CMC sowie scheinbaren Fiillstinden zwischen 75 % und 90 %. Die Variation der
Jakob-Zahl in einem Bereich zwischen 0,03 und 1,11 resultiert aus der schrittweisen
Erhéhung der treibenden Temperaturdifferenz von 20 K auf 60 K. Es wird deutlich, dass sich
der Anstieg der Reynolds-Zahl mit steigender Jakob-Zahl unabhdngig von den
Betriebsbedingungen nicht durch einen linearen Verlauf beschreiben lasst. Im Bereich kleiner
treibender Temperaturdifferenzen und entsprechend kleiner Jakob-Zahlen ist die Steigung
grofer als im Bereich hoher A7y, und Ja. Abbildung 42 a entspricht der dimensionslosen
Darstellungsform  der  Umlaufgeschwindigkeit in  Abhédngigkeit der treibenden
Temperaturdifferenz, wie sie von (Arneth, Stichlmair, 2001) im Detail erldutert wurde.
Zusammenfassend lassen sich die Erkenntnisse von (Arneth, Stichlmair, 2001) wie folgt
darstellen. Im Bereich kleiner A7y nimmt die Umlaufgeschwindigkeit aufgrund des
ansteigenden Dampfmassenstroms und der daraus resultierenden Dichte-differenz stark zu.
Bei Erhohung von A7y, dominiert der Einfluss des erhohten zwei-phasigen Druckverlustes.
Dadurch wird die Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit reduziert, bis die maximale
Umlaufgeschwindigkeit erreicht ist und die weitere Erhohung der treibenden
Temperaturdifferenz einen Abfall der Umlaufgeschwindigkeit zur Folge hat. Der Einfluss der
Jakob-Zahl auf die Reynolds-Zahl ist daher stark von der treibenden Temperaturdifferenz
abhingig. Wihrend bei kleinen A 7, ein hoher positiver Exponent erwartet wird, dndert sich
das Vorzeichen des Exponenten nach Erreichen der maximalen Umlaufgeschwindigkeit und
die Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl von der Jacobs-Zahl wird durch einen negativen
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Modellierung mittels dimensionsloser Kennzahlen

Exponenten beschrieben. Die Verldufe der Reynolds-Zahl in Abbildung 42 zeigen, dass sich
der experimentell untersuchte Bereich der Jakob-Zahl im Ubergangsbereich zwischen den
zwei zu erwartenden Exponenten und damit den unterschiedlichen Abhédngigkeiten zwischen
Re und Ja befindet. Eine allgemeingiiltige Differenzierung zwischen den verschiedenen
Einflussbereichen erfordert einen wesentlich groferen Variationsbereich der Jakob-Zahl als
im Rahmen dieser Arbeit untersucht wurde. Die in Abbildung 42 gezeigten zwei
Anwendungsbereiche der Expo-nenten entsprechen dementsprechend nur einer ersten
Annidherung hinsichtlich der Quantifizierung der Abhdngigkeit des Exponenten der Jakob-
Zahl von der treibenden Temperaturdifferenz. Die Grenzen beziiglich der Ja wurden dabei so
gewihlt, dass fiir den Einflussbereich bei kleinen A 7y, der grofitmogliche Exponent erhalten
wird, um so den starken FEinfluss des entstehenden Dampfmassenstroms auf die
Umlaufgeschwin-digkeit im Bereich kleiner treibender Temperaturdifferenzen abzubilden. Im
Bereich Ja< 0,055 wird ein mittlerer Exponent von 1,22 berechnet und so die ausgeprégte
Beeinflussung der Reynolds-Zahl von der Jakob-Zahl dargestellt. Durch Erhéhung der Jakob-
Zahl nimmt deren Einfluss auf Re ab und der mittlere Exponent sinkt auf 0,62. Der Bereich
0,055 < Ja< 0,074 lasst sich durch diesen Ansatz auf Grundlage der zur Verfligung stehenden
Datenbasis nicht mathematisch beschreiben. Grund hierfir ist die Unstetigkeit der
Exponenten, die sich in den Punkten Ja= 0,055 bezichungsweise Ja= 0,074 ergibe, wenn
sich der Giiltigkeitsbereich der beiden Ausgleichsgeraden iiberschneiden wiirde. Die
Aufteilung des untersuchten Einflussbereichs in zwei Anwendungsbereiche reduziert die
Anzahl der Messpunkte, die fiir die lineare Anpassung verwendet werden kénnen, von fiinf
auf drei fiir Ja> 0,074 und auf zwei fir J2<0,055. Dadurch steigt die Unsicherheit bei der
Bestimmung der zugehérigen Exponenten.

In Abbildung 42 b wird die Abhingigkeit der Reynolds-Zahl vom scheinbaren Fiillstand fiir
Betriebsdriicke von 700 mbar und 1.000 mbar und einem Tensidanteil von 0,1 CMC
dargestellt. Die zwei Verldufe in der oberen Hélfte des Diagramms stehen exemplarisch fiir
den Bereich Ja> 0,074, wahrend die unteren beiden Verldufe die Abhéngigkeit der Reynolds-
Zahl vom scheinbaren Fiillstand bei Ja < 0,055 abbilden. Unabhingig vom Bereich der Jakob-
Zahl lassen sich die Verldufe innerhalb des untersuchten Bereichs des scheinbaren Fiillstandes
durchgehend durch ein Potenzgesetz beschreiben. Der Bereich der Jakob-Zahl nimmt Einfluss
auf die Steigung der Verldufe und damit auf den Betrag des Exponenten des scheinbaren
Fiillstandes. Der Einfluss des scheinbaren Fiillstandes auf die Reynolds-Zahl basiert auf der
hydrostatischen Triebkraft des Naturumlaufs (vgl. Abschnitt 2.1.2), deren Wirkung durch den
entgegengesetzt wirkenden zweiphasigen Druckverlust im Bereich hdherer treibender
Temperaturdifferenzen abgeschwiécht wird. Folglich sinkt der Einfluss des scheinbaren
Fiillstandes und damit der mittlere Exponent des scheinbaren Fiillstandes von 2,71 bei
Ja< 0,055 auf 1,20 bei Ja> 0,074.

Sowohl der Exponent der Jakob-Zahl als auch der Exponent des scheinbaren Fiillstandes
werden durch den Wechsel des Giiltigkeitsbereichs von Ja < 0,055 zu Ja> 0,074 anndhernd
halbiert. Der Einfluss des zweiphasigen Druckverlustes wirkt sich folglich gleichermafien auf
Jaund #* aus. Die Betrachtung des Anwendungsbereichs der Expo-nenten von Ja und #*
verdeutlicht, dass die Umlaufgeschwindigkeit wiahrend der Natur-umlaufverdampfung durch
den auftretenden zweiphasigen Druckverlust beeinflusst wird, dieser Einflussfaktor allerdings
nicht durch die gewihlten dimensionslosen Kennzahlen abgebildet wird. Der zweiphasige
Druckverlust ist stark von dem entstechenden Dampf-massenstromungsanteil abhéngig,
welcher sich wiederum aus den Wechselwirkungen zwischen Wirmeiibertragung und
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Fluiddynamik ergibt und a priori nicht bekannt ist. Im Rahmen des hier gewéhlten Ansatzes
der Modellierung der Reynolds-Zahl mittels dimensionsloser Kennzahlen wird der sich
verdndernde Einfluss des zweiphasigen Druck-verlustes somit iiber die Definition der
Anwendungsbereiche beriicksichtigt.

Die Beeinflussung der Umlaufgeschwindigkeit durch die Zugabe des Tensids SAS wurde
bereits detailliert in Kapitel 4.3.1 beschrieben. Die Steigerung der Umlaufgeschwin-digkeit
durch die Anwesenheit des Tensids ist von den jeweiligen Betriebsbedingungen abhingig und
steigt nicht durchgehend mit dem Tensidanteil an. Allen Versuchspunkten gemein ist, dass die
Tensidzugabe zu einer Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit gegeniiber der
Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser fiihrt. Quantifiziert wird diese Steigerung durch
die Differenz Aw.: (vgl. Gl. (61)). Um einen Uberblick iiber den Einfluss des Tensidanteils £
auf Awz: bei unterschiedlichen Betriebsbedingungen zu geben, ist in Tabelle 2 aufgelistet, bei
welchen Betriebsparametern der kleinere bezieh-ungsweise der hohere Tensidanteil zur
maximalen Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit fiihrt.

Tabelle 2: Ubersicht iiber den Einfluss der Betriebsbedingungen auf den Tensidanteil, der die grofite
Erhohung der Stromungsgeschwindigkeit bewirkt

I p="700 mbar p=1.000 mbar
ATu < 40K ATy 250K

75 % £=0,5CMC £=0,5CMC £=0,5CMC

90 % £=0,5 CMC £=0,1 CMC £=0,5CMC

110 % £=0,1 CMC £=0,1 CMC £=0,1 CMC

Die tabellarische Ubersicht veranschaulicht, dass sich der hohere Tensidanteil bei 4* = 75 %
stirker auf die Umlaufgeschwindigkeit auswirkt, wihrend bei A*=110% der
geschwindigkeitserhohende Einfluss des geringeren Tensidanteils iiberwiegt. Bei dem
mittleren scheinbaren Fiillstand von 90 % fiihrt £=0,5 CMC zu den hochsten Werten von
Aw,i mit Ausnahme der Betriebspunkte bei p= 700 mbar und A7y, 2 50 K. Inwieweit sich
diese Abhidngigkeit der Differenz Aw,. von den Betriebsbedingungen auf das Verhiltnis
zwischen der dimensionslosen Einflussgrofie m und der Reynolds-Zahl auswirkt, wird in
Abbildung 43 dargestellt.
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Abbildung 43: Abhdngigkeit der Reynolds-Zahl von der dimensionslosen Kennzahl zur Beschrei-bung
des Einflusses des Tensids m fiir ausgewdhlte Betriebsbereiche

Auf der linken Seite der Abbildung 43 (a) ist die Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl von der
dimensionslosen Kennzahl m exemplarisch fiir den Betriebsbereich dargestellt, innerhalb
dessen der hohe Tensidanteil zu den maximalen Werten von Aws: fiihrt. Die drei dargestellten
Verldufe zeigen die experimentellen Daten sowie deren lineare An-passung fiir treibende
Temperaturdifferenzen von 20 K, 30 K und 60 K. Der Vergleich der Steigung der linearen
Verldufe verdeutlich, dass der Einfluss von 7 auf Re mit steigender treibender
Temperaturdifferenz abnimmt. Das gleiche Ergebnis, d. h. ein Maximum der Differenz Aw;:
bei kleinen A7y, fiir einen scheinbaren Fiillstand von 75 %, wurde bereits in Kapitel 4.3.1
(vgl. Abbildung 33) vorgestellt. Weiterhin geht aus Abbildung 43 a hervor, dass Re bei einem
Tensidanteil von 0,1 CMC (m = 1,48) durch die lineare Anpassung systematisch unterschétzt
wird. Durch die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes auf 110 % (Abbildung 43 b) wird
dieser Trend dadurch verstérkt, dass die hochsten, experimentell bestimmten Reynolds-Zahlen
bei &= 0,1 CMC auftreten und dementsprechend die Erhohung des Tensidanteils auf
0,5CMC zu einem Abfall der Reynolds-Zahl fiihrt. Als Folge dieser Abhéngigkeit der
Reynolds-Zahl von  wird die Steigung der Verldufe bei #* = 110 % gegeniiber der Steigung
bei //* =75 % deutlich reduziert. Die systematische Unterschitzung der Reynolds-Zahl bei
einem Tensidanteil von 0,1 CMC, die unabhingig von den Betriebsbedingungen auftritt,
zeigt, dass die Beeinflussung der Umlaufgeschwindigkeit durch den Tensidanteil von
weiteren, unbekannten Einflussfaktoren bestimmt wird. Die experimentellen Ergebnisse
lassen vermuten, dass es einen von den Betriebsbedingungen abhéngigen Tensidanteil gibt,
der zu einer maximalen Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit fithrt. Um diesen von den
Betriebsbedingungen  abhédngigen Tensidanteil und damit die unterschiedlichen
Einflussbereiche von m zu bestimmen, ist allerdings ein deutlich groBerer Variations-bereich
des Tensidanteils erforderlich. Dariiber hinaus sollte in weiterfithrenden Arbeiten untersucht
werden, welcher Tensidanteil den Betrieb des Naturumlaufverdampfers tatséchlich positiv
beeinflusst. Es ist davon auszugehen, dass in diesem Zusammenhang nicht eine maximale
Erhéhung der Umlaufgeschwindigkeit, sondern vielmehr eine Stabili-sierung des
Umlaufstroms im unteren Betriebsbereich anzustreben ist.
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Insgesamt konnte gezeigt werden, dass die Zugabe des Tensids fiir alle untersuchten
Betriebspunkte zu positiven relativen Verstiarkungsfaktoren und daher zu einer Stei-gerung
der Umlaufgeschwindigkeit gegeniiber den Versuchen mit reinem Wasser fiihrt. In einem
ersten Schritt kann dieser integrale Zusammenhang in die Beschreibung der Reynolds-Zahl
mit aufgenommen werden, indem der mittlere Exponent von m trotz der auftretenden
Abweichungen flir unterschiedliche Betriebsbedingungen in die Korrela-tionsgleichung
integriert wird. Durch das Zusammenfiihren der neu entwickelten Kenn-zahl m und den
dimensionslosen Einflussgrofen Ja und #* ergeben sich im experimentell untersuchten
Bereich die finalen Korrelationsgleichungen zur Beschreibung der Reynolds-Zahl zu:

G2 (1) ()02 Ja< 0,055
L7 (82)
438,8 + (Ja)>7- (h") " - (m)*?; Ja>0,074

Mit welcher Genauigkeit Gleichung (82) die experimentellen Daten beschreibt und welchen
Einfluss das Hinzufiigen der neuen Kennzahl m auf die Vorhersage der Daten hat, wird in
Abbildung 44 veranschaulicht. Die linke Graphik der Abbildung 44 zeigt dabei das
Paritétsdiagramm zwischen den experimentellen Daten und der Korrelations-gleichung ohne
Beriicksichtigung des Einflusses des Tensids auf die Umlaufgeschwin-digkeit. Wéhrend sich
die Daten bei Reynolds-Zahlen oberhalb von 15.000 innerhalb des Bereichs mit einer
maximalen Abweichung von + 25 % befinden, fiihrt die Reduzierung der Reynolds-Zahl zu
einer vergroferten Streuung der Daten. Die mittlere Abweichung zwischen den theoretisch
und experimentell bestimmten Reynolds-Zahlen belduft sich auf 21 %. AuBerdem ldsst sich
anhand der Symbole erkennen, dass die Reynolds-Zahlen fiir die Tensidlosung durch die
Korrelationsgleichung unterschétzt und fiir reines Wasser iiberschitzt werden. Durch die
Integration des Tensideinflusses mittels der Beriicksich-tigung von m in der
Korrelationsgleichung (vgl. Abbildung 44 b), wird die Streuung der Messdaten iiber den
gesamten Reynolds-Zahlen Bereich reduziert.
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Abbildung 44: Parititsdiagramme der entwickelten Korrelation zur Beschreibung der Reynolds-Zahl
ohne (a) und mit (b) Beriicksichtigung des Einflusses des Tensids

Werden die Exponenten der verschiedenen dimensionslosen Kennzahlen verglichen, so ergibt
sich nach Gleichung (82) eine klare Rangfolge beziiglich der Beeinflussung der Reynolds-
Zahl. Der hochste betragsmiBige Exponent und damit auch die stérkste Beeinflussung der
Reynolds-Zahl tritt unabhingig vom Bereich der Jakob-Zahl beim scheinbaren Fiillstand auf.
Danach folgt der Exponent bezichungsweise der Einfluss der Jakob-Zahl auf die Reynolds-
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Zahl. Die Auswirkungen einer Anderung von 7 fallen mit einem Exponenten von -0,21 im
Verhiltnis zu den anderen Einflussgroen am geringsten aus. Dennoch zeigt der Vergleich der
zwei Parititsdiagramme in Abbildung 44, dass die Ergidnzung der Korrelationsgleichung um
den Einflussfaktor m die Genauigkeit der Vorhersage der experimentellen Daten erhoht.
Quantifiziert wird dieser Einfluss durch die mittlere Abweichung zwischen der
Korrelationsgleichung und den experimentellen Daten, welche durch die Aufnahme von m auf
16 % reduziert wird. Inwiefern die Expo-nenten der dimensionslosen Einflussgroflen die
Erkenntnisse aus der Literatur wider-spiegeln, wird im nachfolgenden Kapitel beleuchtet.

5.1.2 Vergleich der entwickelten Korrelation mit dem Ansatz nach (Ali, Alam,
1992)

Im Gegensatz zur Beschreibung der Warmeiibertragung findet sich in der Literatur nur eine
geringe Anzahl von Korrelationsgleichungen, die zur Vorhersage der Reynolds-Zahl wihrend
der Naturumlaufverdampfung herangezogen werden konnen. Ursdchlich hierfiir ist die
Tatsache, dass die Umlaufgeschwindigkeit in den meistens Anwendungsfillen eingestellt
werden kann und sich nicht wie bei der Naturumlaufverdampfung durch die
Wechselwirkungen zwischen Verdampfungsintensitit und zweiphasigen Druckverlust
einstellt. Gleichzeitig ist es aber genau dieses Zusammenspiel zwischen Wirmeitiber-tragung
und Fluiddynamik, die die Vorhersage der Reynolds-Zahl erforderlich macht, beispielsweise
um einen stabilen Betrieb des Verdampfers sicherzustellen. Eine Korrela-tionsgleichung, die
explizit zur Beschreibung der Reynolds-Zahl wihrend der Naturum-laufverdampfung
entwickelt wurde, ist der Ansatz nach (Ali, Alam, 1992) in Gleichung (83).

Re = 1,17+ (Pey) % - (Kyp) 2 - (") (83)

Neben dem scheinbaren Fiillstand basiert diese Korrelation auf der modifizierten Peclet-Zahl
fir Verdampfungsvorginge Pa und der dimensionslosen Kennzahl K., welche die
Unterkiihlung der Fliissigkeit am Zulauf des Verdampferrohrs im Bezug zur lokalen
Siedetemperatur beschreibt. Die Peclet-Zahl stellt das Pendant zu der im Rahmen dieser
Arbeit verwendeten Jakob-Zahl dar. Ein Unterschied zwischen den beiden Kenn-zahlen
besteht darin, dass Pe, auf der Wiarmestromdichte beruht, wihrend Ja durch die treibende
Temperaturdifferenz definiert wird. Zuriickzufiihren ist die Verwendung von Pe, auf die von
(Ali, Alam, 1992) eingesetzte Verdampferanlage, welche elektrisch beheizt wurde, wodurch
eine konstante Warmestromdichte angenommen werden konnte. Vor dem Vergleich zwischen
der Korrelationsgleichung nach (Ali, Alam, 1992) und Gleichung (82) wird der Einfluss von
Pa, und K. auf die Reynolds-Zahl in Abbildung 45 anhand der eigenen Messdaten
dargestellt.
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Abbildung 45: Ubersicht iiber die Abhingigkeit der Reynolds-Zahl von der Peclet-Zahl fiir
Verdampfungsvorgéinge Pe, und der Unterkiihlungszahl K., nach (Ali, Alam, 1992)

Ahnlich wie die Erhohung der Jakob-Zahl fiihrt auch die Steigerung von Pa, zu einer erhohten
Reynolds-Zahl. Im Vergleich zur Jakob-Zahl beinhaltet Pe allerdings neben der
Wirmestromdichte ¢ auch die Wurzel aus der Oberflichenspannung o im Zahler des
Quotienten (vgl. Abbildung 45 a). Demnach miisste eine Erhéhung von o mit dem Anstieg
von Re einhergehen. Da sich allerdings gezeigt hat, dass die Zugabe des Tensids, quantifiziert
durch die Reduzierung der Oberflachenspannung, einen positiven Einfluss auf die
Umlaufgeschwindigkeit ausiibt, wird die Anwendbarkeit von Pea, flir die vorliegenden
experimentellen  Versuchsdaten eingeschrinkt. Inwiefern sich der Effekt der
Oberflachenspannung auf den Exponenten der Pelcet-Zahl auswirkt, wird nachfolgend naher
erlautert.

Die Unterkiihlungszahl K., wird iiber das Produkt aus dem Dichteverhéltnis pf-pzjl und der
dimensionslosen Unterkiihlung der Flissigkeit am Zulauf des Verdampferrohrs bestimmt.
Innerhalb der durchgefiihrten Versuchsreihe ist die Dichtedifferenz ausschlieB-lich vom
Betriebsdruck abhéngig, sodass die in Abbildung 45b abgrenzten Bereiche dem
Betriebsdruck p= 700 mbar und p=1.000 mbar zugeordnet werden kénnen. Weiterhin zeigt
sich erwartungsgemif ein Anstieg von K., durch die Erhohung des scheinbaren Fiillstandes.
Insgesamt fiihrt eine Steigerung von K. zu einer Reduzierung der Reynolds-Zahl.
Zuriickfiihren ldsst sich dieser Zusammenhang auf die Verlingerung der einphasigen
Aufheizzone, welche wiederum die Triebkraft fiir den Naturumlauf durch die Reduzierung
des Dampfmassenanteils hemmt und die Umlaufgeschwindigkeit abschwécht.

Die in Gleichung (83) verwendeten dimensionslosen Kennzahlen beruhen auf Variablen, die
innerhalb der durchgefiihrten experimentellen Versuchsreihen nicht separat eingestellt werden
konnen. Aus diesem Grund ist es nicht mdglich, die Exponenten der dimensions-losen
Kennzahlen unabhingig voneinander zu bestimmen. Anstatt dessen erfolgt die Anpassung der
Exponenten an die vorliegenden experimentellen Daten gemeinsam fiir den vollstindigen
Datensatz und die Kennzahlen Pa, #* und Kw. In Abbildung 46 wird die
Korrelationsgleichung nach (Ali, Alam, 1992) (links) der im Rahmen dieser Arbeit
entwickelten Korrelationsgleichung zur Beschreibung der Reynolds-Zahl (vgl. Gl. (82))
(rechts) gegeniibergestellt.
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Abbildung 46. Parititsdiagramme der Korrelation nach (Ali, Alam, 1992) (a) und dem in dieser Arbeit
entwickelten Ansatz (b) zur Beschreibung der Reynolds-Zahl

Wihrend sich die experimentellen Daten im Bereich Re 2> 15.000 mit einer Unsicherheit von
+ 25 % durch die Korrelationsgleichung nach (Ali, Alam, 1992) beschreiben lassen, tritt bei
kleineren Reynolds-Zahlen eine deutliche Uberschitzung der Werte durch das Modell auf.
Die farbige Darstellung der zwei Bereiche der Jakob-Zahl ldsst einen Trend in den
experimentellen Daten erkennen, der durch das Modell nicht abgebildet wird. Diese
Abweichungen resultieren aus der im Zusammenhang mit Abbildung 42 disku-tierten
Abhingigkeit der Anwendungsbereiche der Exponenten der Jakob-Zahl und des scheinbaren
Fiillstandes. Diese Unterteilung der Exponenten wurde in (Ali, Alam, 1992) nicht
vorgenommen, wodurch sich die Abweichungen im Paritatsdiagramm erkldren lassen.
Weiterhin wird deutlich, dass das Modell aus der Literatur den Einfluss des Tensids auf die
Reynolds-Zahl nicht beriicksichtigt. Dies duflert sich dadurch, dass die Versuchspunkte mit
einem Tensidanteil von 0,1 CMC wund 0,5CMC tendenziell unter-halb der
Winkelhalbierenden liegen, wéhrend die Versuchsdaten von reinem Wasser oberhalb der
Diagonalen liegen. Im Vergleich zu der Gegeniiberstellung der eigenen Korrelationsgleichung
mit und ohne Beriicksichtigung von m (vgl. Abbildung 44 ) wirkt sich die Vernachldssigung
des Einflusses des Tensids in der Korrelationsgleichung nach (Ali, Alam, 1992) weniger stark
auf die Streuung der Daten aus. Hierbei muss allerdings berticksichtigt werden, dass sich die
Korrelationsgleichung, die in Abbildung 44 a dar-gestellt wird, ausschlieBlich aus dem
Einfluss der Jakob-Zahl und des scheinbaren Fiill-standes zusammensetzt. Im Gegensatz dazu
beinhaltet die Gleichung nach (Ali, Alam, 1992) einen dritten Einflussfaktor (K.s), wodurch
die Anzahl an dimensionslosen Kenn-zahlen und Freiheitsgraden erhoht und damit der
Einfluss jeder einzelnen Kennzahl redu-ziert wird.

Um den Einfluss der dimensionslosen Kennzahlen auf die Reynolds-Zahl zu vergleichen, sind
deren Exponenten in Tabelle 3 gegeniibergestellt. Dabei werden fiir die Korrela-
tionsgleichung aus der Literatur sowohl die urspriinglichen Werte nach (Ali, Alam, 1992) als
auch die an die vorliegenden experimentellen Daten angepassten Exponenten gezeigt. Dem
gegeniiber stehen die Werte der Exponenten des scheinbaren Fiillstandes #*, der Jakob-Zahl
Ja und der entwickelten Kennzahl zur Beschreibung des Einflusses des Tensids 7 aus
Gleichung (82).

Tabelle 3: Ubersicht iiber die in Abbildung 46 dargestellten Korrelationsgleichungen anhand der
verwendeten dimensionslosen Kennzahlen und deren Exponenten

Kennzahlen Exponenten
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(Ali, Alam, 1992) (Strodtmann 2024)
original angepasst Ja<0,055/Ja>0,074
h*:‘:"T’; 12 1,4 2,71/1,2
Kap=1+ (;’—L : %) 2024 053 -
) . 0,5

ey 2. (g | (;_pg)) 096 027 -

Ja= % 1,22/0,62
m=— 0,21

Der Vergleich zwischen den von (Ali, Alam, 1992) veroffentlichten Werten fiir die
Exponenten von /#* und K. und den mittels der Anpassung an die vorliegenden experi-
mentellen Daten bestimmten Exponenten zeigt eine vergleichbar starke Abhéngigkeit der
Reynolds-Zahl von den beiden dimensionslosen Kennzahlen auf. Dass die angepass-ten
Exponenten von /#* und K. leicht oberhalb der Originalwerte liegen, kann auf die
unterschiedliche Datenbasis zur Bestimmung der Exponenten zuriickgefiihrt werden. Der
Giltigkeitsbereich der Korrelationsgleichungen umfasst ausschlielich den Bereich, der durch
die Variationsgrenzen der dimensionslosen Kennzahlen definiert wird. Sowohl #* als auch
K., wurden in der Vergleichsstudie aus der Literatur in einem deutlich groferen
Parameterbereich variiert. Dadurch kann es zu leichten Abweichungen im Vergleich zu den
Exponenten kommen, die auf Basis der vorliegenden experimentellen Messdaten bestimmt
wurden. Auflerdem kann davon ausgegangen werden, dass der Einfluss von K. durch die
verwendete Geometrie des Verdampferrohrs beeinflusst wird. Die Lange des fiir die
vorliegende Arbeit gewdhlten Verdampferrohrs betragt lediglich 50 % des in der
Literaturstudie verwendeten Verdampfers. Bei einem kurzen Verdampferrohr nimmt die
Aufheizzone prozentual einen grofleren Anteil an der Wéarmeiibertragungsflache ein, wodurch
der Einfluss von K. vermutlich verstirkt wird. Fiir einen Vergleich verschie-dener
Naturumlaufverdampfern sollte daher in Betracht gezogen werden, die Geometrie des
Wairmeiibertragers, beispielsweise durch das Verhiltnis von Durchmesser zu Lénge des
Verdampferrohrs, in die Korrelationsgleichung mit einzubeziehen.

Der Exponent des scheinbaren Fiillstandes, welcher im Zusammenhang mit Gleichung (82)
fir den Bereich Ja> 0,074 bestimmt wurde, zeigt eine gute Ubereinstimmung mit dem
Literaturwert. Da in der Vergleichsstudie weder fiir den Exponenten von Pe, noch fiir den
Exponenten von /A* unterschiedliche Anwendungsbereiche definiert wurden, wird davon
ausgegangen, dass der Grofiteil der experimentellen Daten in einem Parameter-bereich vorlag,
der entsprechend hohe Jakob-Zahlen abbildet.

Die deutlicheren Abweichungen zwischen dem angepassten und dem urspriinglichen
Exponenten der Peclet-Zahl lassen sich auf die Oberflachenspannung im Nenner der
dimensionslosen Kennzahl zuriickfithren. Wie in Kapitel 4.3 erortert, fithrt im Rahmen der
vorliegenden Arbeit die Erhéhung von o zu einer Erniedrigung von Re, wihrend die
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Erhéhung von q eine Steigerung von Re bewirkt. Diese entgegengesetzte Beeinflussung der
Reynolds-Zahl bewirkt, dass der Einfluss der Peclet-Zahl und folglich deren Expo-nent
reduziert wird, sobald Variationen der Oberflichenspannung betrachtet werden. Das
Aquivalent zur Peclet-Zahl in der neu entwickelten Korrelationsgleichung ist die Jakob-Zahl.
Mit Exponenten zwischen 0,63 und 1,12 umspannen diese den Wert des urspriinglichen
Exponenten der Peclet-Zahl, wodurch ein #hnlicher Einfluss auf die Reynolds-Zahl
ausgedriickt wird. Zusammenfassend ldsst sich festhalten, dass die entwickelte
Korrelationsgleichung ~ zur ~ Beschreibung  der  Reynolds-Zahl ~ wéhrend  der
Naturumlaufverdampfung (vgl. Gl. (82)) die experimentellen Versuchsdaten mit einer
mittleren Unsicherheit von + 16 % wiedergibt und die aus der Literatur bekannten Einfliisse
sinnvoll ~ abbildet. Um auch die Ubertragbarkeit des Modells auf andere
Naturumlaufverdampfer gewihrleisten zu konnen, sollten in einem néchsten Schritt
weiterfilhrende Arbeiten an unterschiedlichen Verdampfergeometrien durchgefiihrt werden.
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5.2 Beschreibung der Wirmeiibertragung

Ein Grofiteil der Korrelationen zur allgemeinen Beschreibung der Wérmeiibertragung
wihrend des Stromungssiedens basiert auf dimensionslosen Kennzahlen, wie der Reynolds-
Zahl, die fir die Naturumlaufverdampfung a priori nicht bekannt sind. Die in die Reynolds-
Zahl einflieBende Umlaufgeschwindigkeit ergibt sich aus den Wechselwir-kungen zwischen
Wirmetibertragung und Fluiddynamik und muss daher iterativ bestimmt werden. Dem
gegeniiber steht eine sehr begrenzte Anzahl an Korrelations-gleichungen, die speziell fiir den
Fall der Naturumlaufverdampfung und daher unab-héngig von Re entwickelt wurden. Um die
beiden unterschiedlichen Ansdtze zur Model-lierung der Wairmeiibertragung im
Naturumlaufverdampfer zu vergleichen, werden im Rahmen der vorliegenden Arbeit die
experimentellen Daten mittels der Korrelations-gleichungen aus Tabelle 4 modelliert. Darauf
aufbauend wird eine Korrelationsgleichung entwickelt, welche ausschlieBlich auf bekannten
Eingangsgrofen basiert und geeignet ist, den Einfluss der Anwesenheit des Tensids SAS auf
den Wirmeiibergang zu quantifizieren.

Tabelle 4: Verwendete Korrelationsgleichungen zur Beschreibung der integralen Wérme-iibertragung
1m Naturumlaufverdampfer

Korrelationsgleichung Urspriingliches Anwendungsgebiet

(Kirschbaum, 1955) Naturumlaufverdampfung

Nug =C -Ja- §05. 7025
AT, o
it C = {0,370, h = 40%
0.236;h" = 75%

Chen Nu = Gges *d Gesittigtes Stromungssieden

A

mit Qges = F -0 + S+ agg

Fiir den Ansatz nach (Chen, 1966) kann der Vorfaktor F aufgrund des geringen Dampf-
massenstromungsanteils zu eins gesetzt werden und S wird nach Gleichung (7) bestimmt. Der
einphasige Warmeiibergangskoeffizient ax wird basierend auf der Dittus-Boelter Korrelation
(GL. (84)) berechnet.

o= 0,023 - Re¥ - Pro4. 2 (84)
Fir den Wiarmeiibergangskoeffizienten des Blasensiedens ass wird die in (Kind, Saito, 2019)
angefiihrte Berechnungsgleichung herangezogen. Eine detaillierte Beschreibung der
verschiedenen Eingangsgrofien sowie der Anwendung der Gleichung fiir den Fall der
Naturumlaufverdampfung sind in (Lu, 2022) zu finden. Die dimensionslosen Kennzahlen
nach (Kirschbaum, 1955) werden im nachfolgenden Kapitel niher erldutert.

5.2.1 Weiterentwicklung der Korrelation nach (Kirschbaum, 1955)

Zur Beschreibung der Wérmeiibertragung wihrend der Naturumlaufverdampfung entwi-ckelt
(Kirschbaum, 1955) eine modifizierte Nusselt-Zahl Nu, welche sich aus dem Produkt aus
Wairmeitibergangskoeffizient a und Oberflaichenspannung o dividiert durch das Produkt aus
Wirmeleitfahigkeit A und Betriebsdruck p ergibt (vgl. GIl. (15)). Als entscheidende
Einflussgrofien werden die Jakob-Zahl Ja sowie das Dichteverhaltnis zwischen Dampf und
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Flissigphase Sund das Verhiltnis der dynamischen Viskositét des eingesetzten Stoffsystems
und reinem Wasser Z identifiziert. Der Einfluss der dimensionslosen Kennzahlen auf die
modifizierte Nusselt-Zahl fiir die im Rahmen dieser Arbeit erhobenen experimentellen Daten
ist in Abbildung 47 dargestellt. Hierbei wurden die vorkommenden Stoffgréfen basierend auf
der Sattigungstemperatur im Briiden-abscheider berechnet. Da im Gegensatz zu den von
(Kirschbaum, 1955) untersuchten Stoffsystemen kein Unterschied in der Viskositét zwischen
der Tensidlosung und reinem Wasser auftritt (vgl. Abbildung 51 im Anhang), wird auf die
Darstellung von Zin Abbildung 47 verzichtet.
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Abbildung 47: Abhingigkeit der modifizierten Nusselt-Zahl Nux nach (Kirschbaum, 1955) von der
Jacob-Zahl Ja, dem Dichteverhilmis S, dem Verhiltnis der Oberflichenspannung ¢* und dem

scheinbaren Fiillstand h*

Der Verlauf der modifizierten Nusselt-Zahl in Abhdngigkeit der Jakob-Zahl wird maBgeblich
durch die Variation der treibenden Temperaturdifferenz A 7y, bestimmt. Die fiinf senkrechten
Verldufe der Messdaten in Abbildung 47 a entsprechen den funf eingestellten treibenden
Temperaturdifferenzen im Bereich 20 K < A7 <60 K. Die indirekte Variation der
Stoffdaten ¢, und A, durch die Variation des Betriebsdruckes hat gegeniiber der Anderung
der treibenden Temperaturdifferenz einen vernachléssigbar kleinen Einfluss auf Ja. Durch die
doppelt-logarithmische Skala ergibt sich bei Konstanthaltung der anderen dimensionslosen
Kennzahlen ein linearer Zusammenhang zwischen Nk und Ja. In Abbildung 47 a ist dieser
Verlauf exemplarisch fiir reines Wasser, einen scheinbaren Fiillstand von 110 % und einen
Betriebsdruck von 700 mbar dargestellt. Der Exponent der Jakob-Zahl wird durch die
Steigung der linearen Verldufe bei den unterschiedlichen Betriebsbedingungen definiert. In
den Korrelationsgleichungen werden die Mittelwerte aus mindestens neun zufillig
ausgewdhlten Betriebspunkten und den zugehorigen Steigungen der linearen Verldufe als
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Exponenten angegeben. Das Dichteverhiltnis S wird indirekt {iber den eingestellten
Betriebsdruck variiert, da durch eine Druckerh6hung auch die Dichte des Dampfes erhoht
wird. Der kleinere Werte-bereich von S entspricht also dem hoéheren Betriebsdruck von
1.000 mbar. Im Gegensatz zu den Versuchsreihen von (Kirschbaum, 1955) wird nicht die
Viskositdt des Stoffsystems, sondern dessen Oberflichenspannung durch die Zugabe des
Tensids variiert. In Abbildung 47 ¢ zeigt sich eine deutliche Verringerung von Nuk durch die
Reduzierung der Oberflachenspannung des Stoffsystems. Hierbei ist allerdings zu beachten,
dass sich die Oberflichenspannung des Stoffsystems auch in der Definition von N
wiederfindet. Eine Reduktion von Oswmysen fiihrt daher zwangslaufig zu einer Abnahme von
Nw. Inwiefern  die  Reduzierung der  Oberflichenspannung den  Wirme-
iibergangskoeffizienten direkt beeinflusst, ist in dieser Darstellungsform somit nur schwer zu
erkennen und wird nachfolgend im Zusammenhang mit der entwickelten
Korrelationsgleichung diskutiert. Der Einfluss des scheinbaren Fillstandes auf die
modifizierte Nusselt-Zahl wird nach (Kirschbaum, 1955) nicht direkt betrachtet, sondern
durch die Variation der Konstante der Korrelationsgleichung beriicksichtigt. Da der
scheinbare Fiillstand bereits dimensionslos vorliegt, wird dieser Einflussfaktor im Rahmen
der vorliegenden Arbeit als dimensionslose Kennzahl in die Korrelationsgleichung mit
aufgenommen. Abbildung 47 d zeigt, dass eine Erhohung des scheinbaren Fiillstandes zu
einer leichten Steigerung von MNuk fiihrt. Erkldrt wird dies durch die Steigerung der integralen
Wairmeitibertragung aufgrund der erhéhten Umlaufgeschwindigkeit.

Basierend auf den in Abbildung 47 dargestellten dimensionslosen Kennzahlen wird in
Abbildung 48 die urspriingliche Korrelationsgleichung nach (Kirschbaum, 1955) dem
weiterentwickelten Ansatz, der zusitzlich o* und A* enthilt, gegeniibergestellt. Die
Bestimmung der Exponenten der dimensionslosen Kenngrofien erfolgte dabei fiir jede
Kennzahl separat, indem die iibrigen Kennzahlen konstant gehalten wurden.
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Abbildung 48: Parititsdiagramme der urspriinglichen Korrelationsgleichung nach (Kirschbaum, 1955)
(a) und dem in dieser Arbeit weiterentwickelten Ansatz zur Beriicksichtigung des Einflusses der
Oberflichenspannung auf die Wéarmetibertragung (b)

Das Verhiltnis zwischen der theoretisch berechneten Nusselt-Zahl Nux und der experimentell
bestimmten Nusselt-Zahl Nike, wird in Abbildung 48 a durch ein Parititsdiagramm
dargestellt. Hierbei ist der jeweilige Tensidanteil durch die unterschiedlichen Symbole
gekennzeichnet, wahrend der scheinbare Fiillstand anhand der Farbskala an der rechten Seite
der Abbildung 48 zugeordnet werden kann. Da das Viskositatsverhéltnis Z zwischen dem
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Stoffsystem und reinem Wasser unabhingig vom Tensidanteil bei eins liegt, wird Nuk
ausschlieBlich durch die Jakob-Zahl und das Dichteverhdltnis beeinflusst. Das
Paritdtsdiagramm zeigt, dass diese zwei dimensions-losen Kennzahlen allein die
experimentellen Daten nicht ausreichend beschreiben. Die Variation des Tensidanteils fiihrt
zu einer starken Streuung der Messdaten um die Winkelhalbierende, wobei der hohe
Tensidanteil zu einer Uberschitzung und der niedrige Tensidanteil beziehungsweise reines
Wasser zu einer Unterschitzung von Nk fiihrt. Da die modifizierte Nusselt-Zahl Nux die
Oberflachenspannung des Stoffsystems beinhaltet, diese aber in der Korrelationsgleichung
unberiicksichtigt bleibt, sinken die Werte der experimentell bestimmten Nusselt-Zahl mit
steigendem Tensidanteil, wodurch sich der oben beschriebene Trend einstellt. Dieser
Zusammenhang ist jedoch kein Anzeichen fiir eine direkte Beeinflussung der
Wirmeitibertragung, sondern leitet sich aus der Definition von Nwuk ab. Wird in der
Korrelationsgleichung nach (Kirschbaum, 1955) die relative Viskositit Z durch die relative
Oberflachenspannung o* ersetzt und der scheinbare Fiillstand als dimensionslose Kennzahl
ergénzt, ergibt sich das Paritdtsdiagramm in Abbildung 48 b. Mit wenigen Ausnahmen, die
auf die Standardunsicherheit der experimentell bestimmten Wéarmeiibergangskoeffizienten
zuriickgefiihrt werden, be-schreibt die modifiziert Korrelationsgleichung die vorliegenden
experimentellen Daten mit einer maximalen Unsicherheit von +259%. Es erweist sich
demzufolge als zielfilhrend, den scheinbaren Fiillstand #4* und das Verhiltnis der
Oberflachenspannung o* in die Korrelationsgleichung zu integrieren.

Um zu untersuchen, inwieweit sich die Korrelationsgleichungen beziiglich der Beein-flussung
der Nusselt-Zahl durch die unterschiedlichen Einflussfaktoren unterscheiden, sind in Tabelle
5 die Exponenten der Originalgleichung nach (Kirschbaum, 1955) den an die vorliegenden
experimentellen Daten angepassten Exponenten gegeniibergestellt.

Tabelle 5: Ubersicht iiber die in Abbildung 48 dargestellten Korrelationsgleichungen anhand der
verwendeten dimensionslosen Kennzahlen und deren Exponenten

Exponenten
Kennzahlen (Kirschbaum, 1955)
original modifiziert nach eigenen Daten
Ja= % 1,00 1,00
__ P

S= o 1000 0,50 0,66
7 = MWasser 0,25 -

Nstoffsystem
b= A - 1,11

Lvr
o* = OWasser . -1 ,07

OStoffsystem

Fir die Beurteilung der Sensitivitit der Nusselt-Zahl und damit des integralen
Wirmeiibergangskoeffizienten gegeniiber der jeweiligen dimensionslosen Kennzahl sind
sowohl der Betrag als auch das Vorzeichen des zugehorigen Exponenten entscheidend. Der
Vergleich der Exponenten in Tabelle 5 zeigt, dass der Einfluss von Ja und S auf die Nusselt-
Zahl unabhéngig von der Korrelationsgleichung durch sehr dhnliche Werte beschrieben wird.
Diese Ubereinstimmung der Exponenten verdeutlicht, dass die von (Kirschbaum, 1955)
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vorgeschlagene Form der Korrelationsgleichung unabhéngig von der verwendeten
Verdampferanlage  geeignet ist, um  den  Wérmeiibergang  wihrend  der
Naturumlaufverdampfung zu beschreiben. Der Exponent des scheinbaren Fiillstandes ist mit
1,11 der hochste auftretende Exponent der Korrelationsgleichung, weshalb diese
Einflussgrofle nicht vernachldssigt werden sollte. Hinsichtlich des Einflusses der Ober-
flaichenspannung auf Nux muss bei der Einordnung des Exponenten von o* beachtet werden,
dass die Oberflachenspannung des Stoffsystems sowohl auf der y-Achse als auch auf der x-
Achse im Zahler auftritt. Folglich kompensieren sich die zugehorigen Exponenten, sodass
sich der tatsdchliche Exponent der Oberflichenspannung des Stoffsystems Osfysen zu 0,07
ergibt. Dieser Wert spiegelt das in Abbildung 32 ge-zeigte Ergebnis wider, dass die integrale
Wairmeitibertragung durch die Prdsenz des Tensids nur leicht beeintrachtigt wird. Soll die
entwickelte Korrelationsgleichung genutzt werden, um die Nusselt-Zahl Nu in deren {iblichen
Form (vgl. Abbildung 49) zu be-schreiben, muss fiir den Exponenten von o* der Wert -0,07
eingesetzt werden. Bei dem maximalen Wert von o* = 3,8 ergibt sich aus diesem Exponenten
in der Korrelations-gleichung der Faktor o*"” = 0,9, welcher angibt, dass die Nusselt-Zahl
durch den hochsten Tensidanteil um 10 % reduziert wird. Auerdem wird durch Anpassung
der Korrelationsgleichung an die experimentell bestimmten Werte von Nu der Wert der
Konstante C erhoht. Die finale Korrelationsgleichung zur Beschreibung der Nusselt-Zahl Nu
ergibt sich zu:

Nu=873 - (Ja)" - (8)% . (h)""+ (6707 (85)
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5.2.2 Vergleich der entwickelten Korrelation mit dem Ansatz nach (Chen,
1966)
Als Basis fiir den Vergleich der weiterentwickelten Korrelationsgleichung nach (Kirsch-

baum, 1955) mit dem Ansatz von (Chen, 1966) ist in Abbildung 49 der Einfluss der in (Chen,
1966) verwendeten dimensionslosen Kennzahlen auf Nu dargestellt.
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Abbildung 49: Einfluss der Reynolds-Zahl Re und der Prandtl-Zahl Pr auf die Nusselt-Zahl Nu

In die Berechnung der Nusselt-Zahl nach (Chen, 1966) flieBen als dimensionslose
Kennzahlen die Reynolds-Zahl und die Prandtl-Zahl ein (vgl. Gl. (84)). Den Erwar-tungen
entsprechend steigt Nu durch die Erhhung von Re an. Bei gleicher Reynolds-Zahl fiihrt die
Erh6éhung des scheinbaren Fiillstandes tendenziell zu einer Reduzierung der Nusselt-Zahl.
Diese Abhingigkeit ergibt sich aus der Tatsache, dass bei ver-gleichbaren Reynolds-Zahlen
bei den tieferen Fiillstinden hohere treibende Temperatur-differenzen vorliegen (vgl.
Abschnitt 4.1.4), wodurch die Blasenbildung und der zweipha-sige Wirmeiibergang
gesteigert werden. Neben den experimentell ermittelten Nusselt-Zahlen ist in Abbildung 49
auch der Faktor Re™ abgebildet, welcher in der Dittus-Boelter Gleichung (vgl. Gl. (84)) den
Einfluss der Reynolds-Zahl auf die einphasige Warmeiibertragung wiedergibt. Im Reynolds-
Zahlen Bereich zwischen 4.000 und 15.000 &hnelt die Steigung der experimentellen Daten
dem Verlauf von R¢’, wihrend bei hoheren Reynolds-Zahlen eine deutlich hohere Steigung
der experimentellen Daten zu erkennen ist. Die experimentell bestimmte Nusselt-Zahl basiert
auf dem integralen Wairmeiibergangskoeffizienten, welcher sich aus der ein- und
zweiphasigen Warmeiiber-tragung wihrend der Naturumlaufverdampfung zusammensetzt.
Die qualitative Uberein-stimmung der Steigung von Nu mit der Steigung des Verlaufs von
Re™ im Bereich moderater Reynolds-Zahlen ist ein Indiz dafiir, dass die Wérmeiibertragung
in diesem Bereich durch den konvektiven Wérmetibergang dominiert wird. Bei weiterer
Erhéhung der Reynolds-Zahl, die im Betrieb durch die Erhéhung der treibenden Temperatur-
differenz erreicht wird, fillt der Einfluss der zweiphasigen Wirmeiibertragung stirker ins
Gewicht und die Steigung der Nusselt-Zahl weicht deutlich von dem Verlauf von Re** ab.
Neben der Reynolds-Zahl beinhaltet die Dittus-Boelter Gleichung die Prandtl-Zahl, deren
Einfluss auf die Nusselt-Zahl in Abbildung 49 b dargestellt ist. Die Prandtl-Zahl basiert
ausschlieBlich auf Stoffgroflen, die im Rahmen der Versuchsreihen nicht direkt variiert
werden. Dementsprechend repriasentieren die zwei erkennbaren Verldufe die zwei
untersuchten Betriebsdriicke, wobei die Erhéhung des Betriebsdruckes zu einer Erniedrigung
der Prandtl-Zahl fiihrt. Da Pr nur in einem sehr engen Wertebereich indirekt variiert wird,
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erfolgt keine niihere Betrachtung der Anderung von Pr. Im Unter-schied zu der in Abschnitt
5.2.1 entwickelten Korrelationsgleichung werden die dimen-sionslosen Kennzahlen des
Ansatzes nach (Chen, 1966) nicht an die experimentellen Daten angepasst. Inwieweit dieser
Unterschied die Genauigkeit der Vorhersage der Nusselt-Zahl beeinflusst, wird in Abbildung
50 dargestellt. Aulerdem wird das Dichteverhiltnis S in der in Abbildung 50 b dargestellten
Korrelationsgleichung nicht beriicksichtigt. Grund hierfiir ist, dass im Gegensatz zu den
Untersuchungen von (Kirschbaum, 1955) das Dichteverhiltnis in der vorliegenden Arbeit
nicht gezielt variiert wurde und durch Weglassen von S einer Uberparametrisierung des
Modells vorgebeugt werden soll.
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Abbildung 50: Vergleich der Korrelation nach (Chen, 1966) und der im Rahmen dieser Arbeit
entwickelten Korrelation

Der linke Graph der Abbildung 50 zeigt das Parititsdiagramm zwischen der experi-mentell
bestimmten Nusselt-Zahl und den theoretisch bestimmten Werten nach (Chen, 1966). Im
Bereich 0 < Nuw, <150 werden die experimentellen Daten mit einer Unsich-erheit von
+ 25 % vorhergesagt. Fiir Mu., = 150 unterschitzt das Modell die Nusselt-Zahl fiir eine kleine
Anzahl von Messdaten. Ursdchlich fiir diese Abweichungen ist vermutlich die erhohte
Unsicherheit der Bestimmung von a im Bereich hoher treibender Temperaturdifferenzen und
Fiillstande. Insgesamt werden die experimentellen Daten durch das Modell mit einer mittleren
Abweichung von 19 % wiedergegeben. Im Vergleich dazu bildet das im Rahmen dieser
Arbeit entwickelten Modell die experimen-tellen Daten mit einer mittleren Abweichung von
16 % ab. Neben den Abweichungen zwischen den theoretischen und experimentellen Daten,
sind bei der Bewertung der beiden Modelle hinsichtlich ihrer Eignung zur Beschreibung des
Wairmeitibergangs bei der Naturumlaufverdampfung weitere Faktoren zu beriicksichtigen. So
beruht der Ansatz nach (Chen, 1966) nicht auf der Anpassung an die vorliegenden
experimentellen Daten, wodurch die Wahrscheinlichkeit erhoht wird, dass sich diese
Gleichung auch auf andere Naturumlaufverdampfer iibertragen lasst. Gleichzeitig beinhaltet
die Korrelations-gleichung die Berechnung des einphasigen Wirmeiibergangskoeffizienten
auf Basis der Reynolds-Zahl, welche fiir die Naturumlaufverdampfung a priori nicht bekannt
ist. Die neu entwickelte Modellgleichung basiert dagegen ausschlieBlich auf direkt
einstellbaren EinflussgroBen, ihre Ubertragbarkeit auf andere Naturumlaufverdampfer muss
jedoch erst erprobt werden.
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6 Zusammenfassung und Ausblick

6.1 Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit befasst sich mit der Untersuchung des Einflusses von sekundiren
Alkylsulfonaten (SAS) auf das Betriebsverhalten eines Einrohr-Naturumlaufverdampfers im
Miniplant-Mafstab. Das eingesetzte Verdampferrohr hat die Abmessungen d x s x /=
0,0337 m x 0,002 mm x 0,815 mm und D, x Sx L=0,0456 mm x 0,0032mm x 0,815 m sowie
eine Wirmeiibertragungsfliche von 0,08 m’. Durch Beheizung des Ver-dampferrohrs mit
einer Wiarmetrdgerflissigkeit werden treibende globale Temperatur-differenzen zwischen
20K und 60K eingestellt und so integrale Warmestromdichten im Bereich 5 kW m’
’<q<40kWm® sowie einphasige Umlaufgeschwindigkeiten von 0,025ms' <
wi < 0,3 ms” erreicht. Dies entspricht Reynolds-Zahlen von 2.500 bis 25.000.

Im Vorfeld der experimentellen Versuchsreihen wurde eine Unsicherheitsbetrachtung
beziiglich der Wéarmedurchgangs- und Warmeiibergangskoeffizienten durchgefiihrt. Auf
Grundlage der Berechnungsvorschriften fiir die Fortpflanzung von Messunsicherheiten wurde
eine Korrelationsgleichung abgeleitet, die den antiproportionalen Zusammenhang zwischen
der Standardunsicherheit des produktseitigen Warmedurchgangskoeffizienten und dessen
Anteil am Gesamtwarmewiderstand quantifiziert (vgl. Gleichung (74)). Im Rahmen der
vorliegenden Arbeit wird zur Beheizung des Verdampferrohrs eine Wérmetrigerfliissigkeit
eingesetzt, mit der ein deutlich geringerer heizseitiger Wéarmeiibergang als mit Wasserdampf
erreicht wird. In Verbindung mit dem Auftreten von Belagbildung auf der Heizseite ergibt
sich ein hoher Wérmewiderstand, der dazu fiihrt, dass die experimentell bestimmten
integralen Warmedurchgangskoeffizienten deutlich unterhalb der aus der Literatur bekannten
GroBenordnung liegen. AuBlerdem ist die Bestimmung des Wirmedurchgangskoeffizienten
aufgrund des groflen heizseitigen Warmewiderstands mit einer hohen Standardunsicherheit
belegt. Die Unsicherheit fillt besonders grol aus, wenn produktseitig ein hoher
Wirmetibergang erreicht wird. Aus diesem Grund weist der Warmedurchgangskoeffizient in
der Verdampfungszone kv: teilweise groBe Standardabweichungen auf, wihrend die
Abweichungen zwischen den dreifach bestimmten Werten des
Wairmedurchgangskoeffizienten in der Autheizzone ki, geringer ausfallen. Ein Vergleich der
experimentell ~ bestimmten = Wérmedurchgangskoeffizienten mit den nach den
Gesetzmafigkeiten der einphasigen Konvektion berechneten Werten zeigt eine maximale
Abweichung zwischen experimentellen und theoretischen Daten von 40 %.

In der Autheizzone wird bei konstanten Reynolds-Zahlen ein starker Einfluss des scheinbaren
Fiillstandes /#* auf den Wiarmedurchgangskoeffizienten beobachtet. Durch Erhéhung des
scheinbaren Fiillstandes werden vergleichbare Reynolds-Zahlen bei kleineren treibenden
Temperaturdifferenzen A7y, erreicht und 4az sinkt. Die deutliche Abhidngigkeit des
Wirmedurchgangskoeffizienten von A 7y, bei konstanter Reynolds-Zahl wird auf den Beitrag
des unterkiihlten Blasensiedens zum Wirmetransport in der Autheizzone zuriickgefiihrt.
Durch die Auftragung von ki, liber A7y, wird deutlich, dass auch bei gleicher treibender
Temperaturdifferenz die niedrigsten Warmedurch-gangskoeffizienten bei dem hochsten
scheinbaren Fiillstand vorliegen. Dieser Zusammen-hang erlaubt die Schlussfolgerung, dass
sich die Steigerung der Umlaufgeschwindigkeit bei Erhohung des Fiillstandes nachteilig auf
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den Warmetransport durch unterkiihltes Blasensieden auswirkt. Die Steigerung der integralen
Wirmestromdichte durch die Erhéhung des scheinbaren Fiillstandes ist auf die Erhhung des
Wirmedurchgangs-koeffizienten in der Verdampfungszone zuriickzufiihren.

Im unteren Betriebsbereich des Verdampfers bei A7Zu, <30K und #* <90% werden
vergroBerte zeitliche Schwankungen im Umlaufstrom beobachtet, die auf das Einsetzen der
Geysering Stromungsinstabilitdt hindeuten. Durch die Zugabe von SAS werden diese
Stromungsinstabilititen teilweise reduziert. Die Anwesenheit des Tensids hemmt das
Koaleszenzverhalten der Dampfblasen, wodurch die Entstehung von Kolbenblasen, die
ursiachlich fiir das Auftreten der Geysering Stromungsinstabilitit sind, reduziert wird.
Unabhiéngig von den Betriebsbedingungen wird die Umlaufgeschwindigkeit durch die Zugabe
des Tensids aufgrund der Reduzierung des zweiphasigen Druckverlustes gegeniiber der
Umlaufgeschwindigkeit von reinem Wasser erhoht. Die prozentuale Erhohung der
Umlaufgeschwindigkeit, quantifiziert durch den relativen Verstirkungs-faktor wy;, ist
insbesondere bei kleinen Umlaufgeschwindigkeiten stark ausgeprigt. Dem gegeniiber steht
die absolute Erhohung des Umlaufstroms durch das Tensid, die iiber die Differenz Awu
beschrieben wird. In Abhéngigkeit der treibenden Temperaturdifferenz zeigt Aw.: ein
Maximum, dessen Lage von den Betriebsbedingungen beeinflusst wird. Es wird
angenommen, dass konkurrierende Mechanismen die Umlaufgeschwindigkeit in Anwesenheit
von Tensiden beeinflussen und dass die Auspragung der verschiedenen Einfliisse von der
treibenden Temperaturdifferenz abhéangt.

Die Untersuchung des Einflusses des Tensids auf das Verdampfungsverhalten im Labor-
malistab zeigt, dass SAS im Vergleich zu reinem Wasser die Entstehung einer hdoheren
Anzahl kleinerer, sphérischer Blasen fordert, der Warmeiibergangskoeffizient allerdings nicht
beeinflusst wird. Die gleiche Tendenz beziiglich der Beeinflussung des Warme-iibergangs ist
auch in der Verdampfungszone des Naturumlaufverdampfers zu erkennen. Integral betrachtet
fihrt der Zusatz von SAS allerdings zu einer geringen Reduzierung des produktseitigen
Wirmetibergangskoeffizienten, welche aus der Beeinflussung der Wérmetibertragung in der
Aufheizzone  resultiert.  Trotz  der  gegeniiber  reinem  Wasser  erhGhten
Stromungsgeschwindigkeiten kommt es nicht zu einer Erhohung, sondern in Abhdngigkeit
von den Betriebsbedingungen zu einer Verringerung von kaz. Dieses Ergebnis bestitigt die
Hypothese des starken Einflusses des unterkiihlten Blasensiedens auf den Wérmetransport in
der Autheizzone. Bei gleicher treibender Temperatur-differenz fiihrt die Préasenz des Tensids
zu einer Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit, wodurch vermutlich der Wérmetransport iiber
den Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens gehemmt und der Warmetibergang in der
Aufheizzone reduziert wird. Um den Einfluss des Tensids SAS beziechungsweise der
reduzierten Oberfldchenspannung auf das Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers zu
beschreiben, wurde ein Potenz-ansatz mit dimensionslosen Kennzahlen gewéhlt. Dabei bildet
die Nusselt-Zahl MNu die Wirmeiibertragung und die Reynolds-Zahl Re die
Umlaufgeschwindigkeit ab. Der Einfluss der Oberflichenspannung des Stoffsystems auf die
Wairmeiibertragung wird durch Normierung auf die Oberflichenspannung von reinem Wasser
in die Korrelations-gleichung mit aufgenommen. Zur Beschreibung des Einflusses des
Tensids auf die Fluiddynamik, ausgedriickt iiber die Reynolds-Zahl, wurde eine neue
Kennzahl m entwickelt, die sich aus dem Quotienten der Oberfléchenspannung und dem
Produkt aus Betriebsdruck und Rohrinnendurchmesser ergibt. Weitere entscheidende
Kennzahlen zur Beschreibung von Nu und Re sind die Jakob-Zahl Ja sowie der scheinbare
Fiillstand. Die basierend auf diesen Kennzahlen entwickelten Korrelationsgleichungen zur
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Vorhersage der Nusselt-Zahl beziehungsweise der Reynolds-Zahl geben die experimentellen
Werte mit einer mittleren Abweichung von 16 % wieder. Hinsichtlich der Gleichung zur
Beschreibung der Reynolds-Zahl kann auf Basis der erhobenen experimentellen Daten nicht
abschliefend  geklart werden, ob die komplexen Zusammenhdnge zwischen
Stromungsgeschwindigkeit, Druckverlust und dem Tensid mittels eines Potenzansatzes
physikalisch abgebildet werden konnen. Um die Giiltigkeit des Ansatzes zu validieren, bedarf
es daher einer Erweiterung des Variationsbereiches beziiglich der dimensionslosen
Kennzahlen 7 und Ja.

6.2 Ausblick

Aufbauend auf den Erkenntnissen der vorliegenden Arbeit ergeben sich weiterfithrende
Forschungsfragen und Potentiale beziiglich der experimentellen Untersuchung der Wirkweise
von Tensiden in Naturumlaufverdampfern. Die  Unsicherheitsbetrachtung  des
Wairmeiibergangskoeftizienten zeigt, dass die Genauigkeit der zu bestimmenden Grofen der
Wirmeitibertragung mafigeblich von zwei Faktoren beeinflusst wird: der Messun-sicherheit
der Temperaturmessung im Bereich des Warmeiibertragers sowie dem Verhaltnis zwischen
produkt- und heizseitigem Warmewiderstand. Um auch geringe Einfliisse von Tensiden auf
den Wérmeiibergang differenziert in Aufheiz- und Verdampfungszone auflésen zu konnen,
sollte der Wiarmewiderstand auf der Heizseite, beispielsweise durch die Substitution der
Wirmetrdgerfliissigkeit mit Heizdampf, reduziert werden. Auflerdem empfiehlt es sich, die
Messunsicherheiten der Temperatur-messung durch den Einsatz von hochauflosenden
Widerstandsthermometern zu reduzieren. Die Untersuchungen des Warmeiibergangs in der
Autheizzone belegen, dass ein entscheidender Anteil des Wéirmetransports auf dem
Mechanismus des unterkiihlten Blasensiedens beruht und diese Art der Wirmeiibertragung
durch die Erhohung der Umlaufgeschwindigkeit beeintrdchtigt werden kann. Um ein
tiefergehendes Verstdndnis der zugrundeliegenden Mechanismen und deren Beeinflussung
durch die Prasenz von Tensiden zu erlangen, wire die Nachriistung der Anlage mit einer
Umlaufpumpe zur Einstellung der Umlaufgeschwindigkeit hilfreich. AuBlerdem sollte in
diesem Zusammen-hang die Untersuchung der Wirkung des verwendeten Tensids auf die
Blasenbildung  auBlerhalb des Naturumlaufverdampfers auf den Einfluss der
Oberflachenrauigkeit und die Art der Beheizung ausgeweitet werden. Durch die Beschreibung
des Einflusses des Tensids auf Re mittels dimensionsloser Kennzahlen ist deutlich geworden,
dass sowohl der massebezogene Tensidanteil als auch die treibende Temperaturdifferenz in
einem weiteren Bereich variiert werden sollten, um die Giiltigkeit des gewéhlten Potenz-
ansatzes zu validieren. Zuletzt sei darauf hingewiesen, dass ein Mechanismus der
Beeinflussung der Warmeiibertragung durch Tenside auf der Adsorption der Tensid-molekiile
an der fest-fliissig Grenzflache beruht. Um die Wahrscheinlichkeit der Anhaf-tung von
Tensidmolekiillen an den inneren Oberflichen der Anlage zu reduzierten, konnte die
Reinigung der Anlage um einen mechanischen Reinigungsschritt erweitert werden.
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Anhang

Stoffdaten
Bestimmung der Fliissigkeitsviskositit und der Fliissigkeitsdichte

Zur Untersuchung des Einflusses des massebezogenem Tensidanteils auf die Viskositdt und
die Dichte der wéssrigen Tensidlosungen wurden die Stoffdaten experimentell bestimmt
(Dichte: Fa. Anton Paar GmbH, Typ DMA 4100 M, Viskositit: Fa. Anton Paar GmbH, Typ
Physica MCR 101) und den theoretisch zu erwartenden Werten fiir reines Wasser nach
(Kleiber, Joh, 2019) gegeniibergestellt. Wihrend die Abweichungen zwischen den theoretisch
und den experimentell bestimmten Werten der Viskositit von reinem Wasser auf die
Beeinflussung der Messung durch Oberflachenspannungseffekte zuriickzufiihren sind, fiithrten
Storungen in der Messung der Dichte bei erhohten Temperaturen und geringen Tensidanteilen
zu Abweichungen zwischen experimentellen und theoretischen Werten. Nichtsdestotrotz zeigt
Abbildung 51, dass die Viskositdit und die Dichte der Tensidlosungen innerhalb des
untersuchten Bereichs des Tensidanteils durch die Korrelationsgleichung nach (Kleiber, Joh,
2019) beschrieben werden konnen.

1,01
(Kleiber, Joh, 2019)
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» 20 e 1,10 CMC 0,99
© o 150 CMC )
& 5 098 i
Zs > (Kleiber, Joh, 2019)
~ 0974 = o00cMC
i ) e 0,11CMC
8 1,0 5 094 4 054CMC
B fa) v 075CMC =
S 0954 ¢ 085CMC °
0,5 4 0,90 CMC
2 0944 » 1,00 CMC
o 150 CMC
T T T T T T T T T T 0,93 T T T T T T T
100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 20 30 40 50 60 70 80 90
Scherrate / s* Temperatur / °C

Abbildung 51: Experimentell bestimmte Fliissigkeitsviskositit in Abhingigkeit der Scherrate bei 75°C
und experimentell bestimmte Fliissigkeitsdichte in Abhdngigkeit der Temperatur fiir unterschiedliche
massebezogene Tensidanteile im Vergleich zu den theoretisch zu erwartenden Werten fiir reines
Wasser nach (Kleiber, Joh, 2019)
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Anhang

Bestimmung der Oberflichenspannung und kritischen Mizellenkonzentration

Die Bestimmung der Oberflichenspannung der wissrigen Tensidlosungen und deren
Temperaturabhingigkeit erfolgte iiber die Methode des hingenden Tropfens (Fa. KRUSS
GmbH, Typ DAS100E)
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Abbildung 52: Experimentell bestimmte Oberflichenspannung in Abhingigkeit der Temperatur (a)
und des massebezogenem Tensidanteils (b) bei Umgebungsdruck

Unter der Annahme, dass sich die Abhéngigkeit der Oberflaichenspannung unabhéngig vom
massebezogenem Tensidanteil durch Gleichung (86) beschreiben lédsst, kann die Abhédngigkeit
der Oberflachenspannung vom Tensidanteil und der Temperatur bei Umgebungsdruck mittels
Gleichung (87) beschrieben werden.

o(T)=53,7-0,27-T, bei§=0,1 CMC (86)
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Abbildung 53: Bestimmung der kritischen Mizellenkonzentration (CMC) bei T = 85°C
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Unsicherheitsbetrachtung

Standardunsicherheit des Warmedurchgangskoeffizienten in der Autheiz-
Verdampfingszone
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Abbildung 54:
koeftizienten In
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Anhang

und

Darstellung der kombinierten Standardunsicherheit des Warmedurchgangs-
der Aufheizzone in Abhingigkeit der treibenden Temperaturdifferenz fiir
Betriebsdriicke p = 700 mbar und p = 1.000 mbar und scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und

3000
[® p=700mbar, b = 110%] | 1200 @ p= 700 mbar, i* =90%| | 1200 @ p = 700 mbar, h* = 75 %|
2500 1000 1000
2000 800 = | 800
1500 600 s ° ° 600
1000 400 400
500 200 200
o
1 o 0 0
& 500 -200 -200
£ 20 30 40 50 60 20 30 40 50 60 20 30 40 50 60
3000
2 ®  p= 1000 mbar, b = 110%]| 1200 @ p= 1000 mbar, b = 90%] | 1200{ @ p = 1000 mbar, * = 75 %]
=, 2500 1000 1000
>
~ 800 800
600 600 o
1500 0 o
400 400 o
-]
4000 200 200
o
500 o 0
o -200 -200
20 30 40 50 60 20 30 40 50 60 20 30 40 50 60
ATl K

Abbildung 55: Darstellung der kombinierten Standardunsicherheit des Wérmedurchgangs-
koeffizienten in der Verdampfingszone in Abhingigkeit der tretbenden Temperaturdifferenz fiir
Betriebsdriicke p = 700 mbar und p = 1.000 mbar und scheinbare Fiillstinde von 75 %, 90 % und

110 %
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Anhang

Exemplarische Berechnung des heizseitigen Warmetibergangskoeftizienten

Durch Umstellen von Gleichung (74) ergibt sich Gleichung (88), mit welcher der bendtigte
integrale Warmedurchgangskoeffizient in Abhédngigkeit der Standardunsicherheit des
integralen =~ Wirmedurchgangskoeffizienten und des produktseitigen =~ Wirmeiiber-
gangskoeffizienten fiir eine vorgegebenen Standardunsicherheit des produktseitigen
Wirmeitibergangskoeffizienten abgeschitzt werden kann.

(kint) Rpro _ Kin (Kint)
uk_‘:Lz_‘_,uk_‘.apmzkim (88)

uk (apro) Rges Apro Uk (O‘pm)

Bei Kenntnis von ki kann darauf aufbauend der erforderliche heizseitige Warmeiiber-
gangskoeffizient bestimmt werden (vgl. Tabelle 6).

Tabelle 6: Beispielhafie Berechnung des minimal erforderlichen heizseitigen Wirmeiibergangs-
koeffizienten au. in Abhingigkeit der gewiinschten Standardunsicherheit des produktseitigen
Warmeiibergangskoeftizienten u(ou.,) fiir unterschiedliche Betriebsbedingungen

th (o) / Qpro,max / i (Kin) / Al King QHeiz

Wm® K Wm” K" Wm®K' m’ Wm*K' Wm®K'
200 6000 100 0,5 3000 1500
150 6000 100 0,5 4000 2000
200 5000 100 0,5 2500 1250

Tabelle 7: Ubersicht iiber die im Rahmen der Unsicherheitsbetrachtung relevanten Mess-
unsicherheiten

Messgrofe Messgerit Messunsicherheit

Widerstandsthermometer

Temperatur 0,1 K
Typ Pt 100
Thermoelement
Temperatur 0,3 K
Typ T
Umlaufmassenstrom Coriolis Durchflussmesser 1,5 % vom Messwert
; Durchmesser: 0,5 mm
Fertigungstoleranzen Herstellerangaben
Verdampferrohr Lénge: 2 mm
Abgeschitzte Unsicherheiten

Abschitzung liber maximalen Mittelwert aus

0,
Dreifachbestimmung 3 % vom Messwert

Destillatmassenstrom

Abschitzung tiber halbe Distanz zwischen
Lénge Aufheizzone den axialen Temperaturmessstellen im 50 mm
Verdampferrohr

137



Naturumlaufverdampfung von reinem Wasser
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Abbildung 56: Einfluss des Betriebsdruckes auf den Temperaturverlauf im Verdampferrohr fiir reines

Wasser, treibende Temperaturdifterenzen von 20 K und einen scheinbaren Fiillstand von 90 % und
110 %
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Anhang

Naturumlaufverdampfung wissriger SAS Losungen
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Abbildung 57: Einfluss des Tensids SAS auf den Gasbelastungstaktor F, im Briidenabscheider in
Abhangigkeit der tretbenden Temperaturdifferenz A T.
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Abbildung 58: Beeinflussung des integralen Betriebsverhalten des Naturumlaufverdampfers durch die
Zugabe von SAS fiir einen Betriebsdruck von 1.000 mbar. Dargestellt sind die Umlauf-gschwindigkeit
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