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Abstract

The commercial acceptance of superconducting applications is closely associated

with the availability of appropriate cryocoolers that enable continuous operation

without the need to re-�ll liquid cryogens. For cooling of highly-sensitive HT-SQUID

sensors the cryocooler has to meet rather severe demands concerning interference

from the cooler itself. In particular, cooler-generated noise from electromagnetic

interference (EMI), mechanical vibrations and temperature �uctuations should be

below the intrinsic noise level of the SQUID.

In earlier work it was shown that Joule-Thomson- (JTC) and pulse tube coolers

(PTC) are attractive candidates for low noise HT-SQUID operation because of the

intrinsic low level of mechanical vibrations of the cold heads. Vibrations and EMI

from compressor (for JTC and PTC) and rotary valve (for PTC) can be greatly

reduced by spatial separation of the cold head using �exible connecting lines with

lengths of several meters or employing other suitable arrangements. Furthermore,

integration and the correct adjustment of the SQUID sensor to the cooling system

is important. EMI can be caused by time-varying magnetic �elds in the proximity

of the SQUID, or by movement of the SQUID in an ambient magnetic �eld gra-

dient. Recently, �eld noise measurement by use of a highly sensitive HT-SQUID,

directly mounted on the cold tip of a PTC, revealed interference that could be

clearly related to vibrations of the cold tip. These vibrations originate from pressure

wave-induced elastic deformation of pulse tube and regenerator tube in the cold head.

In this work is presented the design and test of a PTC cold head that was modi�ed in

order to reduce the residual vibrations and thus the corresponding interference. A �rst

additional noise reduction for the PTC was achieved by using Ti-V-Al tubes instead

of stainless steel for the regenerator and pulse tube. Further reduction was obtained

by mounting the sensor on a separate platform that was thermally connected to the

cold tip by use of a �exible copper link. The remaining amplitude of axial vibrations at

the cold platform was measured to be about 0; 5 �m as compared to 5; 0 �m without

vibration compensation. The achieved level of vibration compensation is characterized

by acceleration measurements in combination with �eld noise measurements by use

of a sensitive rf HT-SQUID magnetometer with coplanar resonator in a four-layer �-

metal shielding. There were measured an intrinsic noise of 45 fT=
p
Hz at frequencies

above 100 Hz and 110 fT=
p
Hz at 10 Hz. For the discret peaks at the working

frequency the vibration compensation is capable of reducing the cooler-generated

peaks in the �eld noise spectrum by a factor of the order of 4. This noise level is low

enough for applications such as nondestructive evaluation of materials. For identifying

the origin of the remaining disturbances, one has to consider in addition to the residual

vibrations also temperature oscillations and oscillating �elds from eddy current at the

SQUID location.
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1. Einleitung

Das Spektrum der Anwendungsmöglichkeiten für tiefe Temperaturen in Forschung

und Industrie erweitert sich ständig. Verantwortlich hierfür sind zum einen die

Entdeckung und Erforschung physikalischer Phänomene, wie zum Beispiel die

Supraleitung, die Josephson-E�ekte oder die Kühlung von Sensoren zur thermischen

Rauschunterdrückung. Auch die Einführung neuer Verfahren zur Erzeugung bzw.

Verarbeitung neuer Werksto�e, sowie Methoden zur Wandlung und Übertragung

von Energie und Information erweiterten den Anwendungsbereich tiefer Tempe-

raturen. Im Jahre 1885 entwickelte Carl von Linde das Gegenstromverfahren mit

Joule-Thomson-Entspannung zur Ver�üssigung der Luft bei etwa 80 K. Seither

sind zahlreiche Neuentwicklungen und Entdeckungen auf dem Gebiet der Erzeugung

tiefer Temperaturen - auch Kryotechnik genannt - gemacht worden. Gleichzeitig

erlebte die Tieftemperaturphysik, zu deren experimenteller Ausübung die Nutzung

der Kryotechnik unabdingbare Voraussetzung ist, einen beachtlichen Aufschwung. In

[1] �ndet sich ein chronologischer Überblick der Meilensteine auf dem Weg zu tiefen

Temperaturen: angefangen von einer Salz-Eis-Mischung von �18ÆC durch Fahrenheit

im Jahre 1717 bis hin zur Messung der antiferromagnetischen Kernspinordnung im

Kupfer bei 60 Nanokelvin im Jahre 1988 durch Steiner et al.

Seit der Entdeckung der Supraleitung 1911 durch Kamerlingh Onnes sowie der

Hochtemperatursupraleitung (HTSL) an oxidischen Keramiken durch Bednorz und

Müller 1996 [2] wurden ständig neue und innovative Anwendungen der Supraleitung

realisiert. Gleichermaÿen stieg auch die Forderung und Notwendigkeit einer indi-

viduellen, der jeweiligen Anwendung angepassten (adaptiven) Art der Kühltechnik

[3], [4]. Um den heutigen Anforderungen nach einer entsprechend anwendungsnahen

Kälteversorgung gerecht zu werden, werden zunehmend in Forschung und Industrie

die althergebrachten Kühlmethoden mittels �üssigen Gasen wie z.B. Sticksto� (LN2)

oder �üssigem Helium (LHe) durch kontinuierlich arbeitende Gaskältemaschinen,

welche (in den meisten Fällen) lediglich eine elektrische Stromversorgung benötigen,

ersetzt. Die Vorteile liegen zum einen in einer Unabhängigkeit von der Versorgung

mit kryogenen Flüssigkeiten und deren regelmäÿigen Nachfüllintervallen und zum

anderen in einer räumlichen Flexibilität der zu kühlenden Anwendung, da lageun-

abhängige Badkryostate nur sehr schwer zu realisieren sind [5]. Die Anwendungen

reichen von der groÿtechnischen Kälteerzeugung zur Ver�üssigung von Gasen über

die Kühlung von groÿen, supraleitenden Magneten in der medizinischen Kernspinto-

1



1. Einleitung

mographie und Hochenergie-Physik bis hin zu Bauteilen in der Telekommunikation,

Mikroelektronik, und Sensorik, wo nur verhältnismäÿig geringe Kühlleistungen

benötigt werden. Einen Überblick über die vielfältigen Anwendungsgebiete tiefer

Temperaturen und deren Beschreibung �ndet sich in [6].

Eine Reihe von hochemp�ndlichen Sensoren, wie zum Beispiel Bolometer,

Infrarot-Detektoren oder Spektrometer, müssen zur Verbesserung des Signal-

Rauschverhältnisses gekühlt werden, um ihr Au�ösungsvermögen zu steigern. Unter

Ausnutzung des quantenmechanischen Tunnele�ektes und der Flussquantisierung

in supraleitenden Ringen lassen sich mit Hilfe eines aus supraleitenden Materialien

aufgebauten Josephson-Kontaktes die heute emp�ndlichsten Messinstrumente für

den magnetischen Fluss1 � herstellen. Über die vom magnetischen Fluss durchdrun-

gene Fläche A lässt sich somit auch die magnetische Flussdichte2 B = @�=@A sehr

emp�ndlich messen. Diese sogenannten SQUIDs (engl.: Superconducting Quantum

Interference Device) werden bereits heute von einigen medizinischen Kliniken zu

Untersuchungen der magnetischen Signale von Herz (Magnetocardiography) [7], [8]

und Gehirn (Magnetoencephalography) [9], [10] eingesetzt. SQUID Sensoren aus Tief-

temperatursupraleitern wie z.B. Niob erreichen Feldau�ösungen von 10�15 T=
p
Hz

bei Temperaturen von T < 9 K [11]. Bei SQUIDs aus Hochtemperatursupraleitern

� z.B. aus Y Ba2 CuO7�x kurz YBCO genannt � wird ein Au�ösungsvermögen von

10�14 T=
p
Hz bei Temperaturen von T � 90 K erreicht [12]. Um das Interesse an

der SQUID-Messtechnik und einer breiten Nutzung der supraleitenden Materialien

auch auÿerhalb von Forschungseinrichtungen zu erwecken und für eine Reihe von

kommerziellen Anwendungen zugänglich zu machen, ist es wichtig, zuverlässige,

wartungsarme als auch preisgünstige und transportable Gesamt- bzw. Komplettsy-

steme zu entwickeln. Anwendungsgebiete für SQUID-Sensoren erschlieÿen sich zum

Beispiel in der zerstörungsfreien Materialprüfung (engl.: nondestructive evaluation

(NDE)), der Medizintechnik (engl.: biomagnetical application) und der geophysi-

kalischen Untersuchung (engl.: geophysical prospection). Eine breite Nutzung der

supraleitenden Materialien �ndet in der Entwicklung von supraleitenden Kabeln für

die widerstandslose Stromübertragung, als auch in elektronischen Schaltungen für

Computer und in der mobilen Telekommunikation statt.

Für den kommerziellen Einsatz und den kontinuierlichen Betrieb von hochemp�nd-

lichen Sensoren ohne �üssiges Kryogen bzw. Badkryostaten ist es jedoch zwingend

erforderlich, eine langlebige, zuverlässige, vibrations- und störfeldarme Kühlung

zu verwenden, damit die Emp�ndlichkeit solcher Sensoren nicht durch induzierte

Störsignale des Kühlsystems reduziert wird. Wünschenswert für den Anwender

wäre ein �unsichtbares Ein-Knopf-Gerät�, welches zuverlässig im Hintergrund seine

1Einheit: [�] = Weber = V s
2Einheit: [B] = Tesla = V s=m2
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Arbeit leistet [3]. Es gibt derzeit mehrere wissenschaftliche Arbeitsgruppen, die

auf unterschiedliche Art und Weise versuchen, die direkte SQUID-Kühlung mit

störarmen Kühlsystemen bzw. mit aufwändiger Störunterdrückung zu verwirklichen.

Von den möglichen Gaskältemaschinen zur direkten Kühlung von SQUIDs ist

der Pulsrohrkühler (PRK) aufgrund seines Aufbaues und seiner Funktionsweise

von besonderem Interesse. Er zeichnet sich durch das Fehlen jeglicher bewegter

Komponenten im Kaltteil des Systems aus, was mit einer vollständigen Ver-

schleiÿfreiheit3 des Kaltkopfes einhergeht. Weiterhin folgt im Vergleich zu anderen

Kühlsystemen aus seinem einfachen mechanischen Aufbau ein vibrationsarmer4

Kühlbetrieb für störemp�ndliche Anwendungen. Letztlich lassen sich durch eine

kompakte Bauweise sehr handliche und �exible Systeme realisieren, die den erforder-

lichen Temperaturbereich von Raumtemperatur bis hinab zu 2; 5K abdecken können.

In der vorliegenden Arbeit wird der Aufbau, Test und die Optimierung eines metalli-

schen, nichtmagnetischen einstu�gen Pulsrohrkühlers für den Temperaturbereich bis

hinab zu 30 K beschrieben. Bei diesem PRK-System wurde Wert auf einen einfachen

und �exiblen Aufbau des Kaltkopfes gelegt, damit das Kühlsystem für ein möglichst

breites Anwendungsspektrum und speziell in Verbindung mit emp�ndlichen SQUID

Sensoren interessant wird. Der Ein�uss der kühlerinduzierten Störungen auf das

Ausgangssignal von hochemp�ndlichen HTSL-rf-washer-SQUID-Magnetometern

wird in magnetisch abgeschirmter Umgebung untersucht und charakterisiert. Zur

Reduzierung von auftretenden Störsignalen aufgrund von �Restvibrationen� werden

Anordnungen von mechanischen Vibrationsdämpfungen verwirklicht und diese an-

hand von Beschleunigungsmessungen und SQUID-Rauschmessungen charakterisiert.

Kapitel 2 gibt eine allgemeine Einführung und Motivation für die Notwendigkeit

einer störarmen und adaptiven Methode zur Kühlung von bestimmten Applika-

tionen. Einige der bisher erzielten Ergebnisse und Fortschritte in der direkten

SQUID-Kühlung mittels unterschiedlichen Gaskältemaschinen von verschiedenen

Arbeitsgruppen werden dargestellt.

In Kapitel 3 wird die allgemeine Funktionsweise eines Pulsrohrkühlers und die

Entwicklung von unterschiedlichen Modi�kationen eines solchen Kühlsystems

wiedergegeben. Anhand eines Enthalpie�ussmodells werden einige physikalische

Grundlagen zur theoretischen Beschreibung des zugrunde liegenden Kühlprozesses

erläutert.

Kapitel 4 beschreibt das Problem des Auftretens eines dissipativen Gas-

3Keine Gas-Dichtungen oder Gleitlager im Kaltteil.
4Keine mechanische Bewegung von massebehafteten Komponenten.
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1. Einleitung

Gleichstromes (engl.: DC-Flow) in einem Pulsrohrkühler. Dieser E�ekt tritt in

Systemen auf, welche im sogenannten �Double-Inlet-Modus� betrieben werden, wo es

zu einem geschlossenen Kreislauf des Arbeitsgases innerhalb des Kaltkopfes kommen

kann. Untersucht werden zwei indirekte Messmethoden zur Charakterisierung des

DC-Flusses und die Möglichkeit der Kompensation, wodurch eine Leistungssteige-

rung von Pulsrohrkühlern ermöglicht wird.

In Kapitel 5 und Kapitel 6 wird der Aufbau und das Betriebsverhalten eines aus

Titan und Titan-Legierung aufgebauten einstu�gen Pulsrohrkühlers dargestellt.

In Kapitel 7 werden die mechanischen Vibrationen der Kalt�äche mittels eines

Beschleunigungssensors in drei orthogonal zueinander stehenden Raumrichtun-

gen untersucht und deren Charakteristiken anhand von Beschleunigungsspektren

beschrieben. Die noch vorhandenen Vibrationen lassen sich durch verschiedene

Methoden einer mechanischen Vibrationsdämpfung reduzieren.

Kapitel 8.1 beschreibt den (Gesamt-)Ein�uss des Kühlsystems � eine integrale

Messung aller möglichen Störungen wie zum Beispiel Vibrationen, elektromagne-

tische Störungen, Temperatur�uktuationen usw. � auf das Ausgangssignal eines

direkt gekühlten, hochemp�ndlichen HTLS-rf-washer-SQUID-Magnetometers mit

einer Feldemp�ndlichkeit von 40 fT=
p
Hz im Vergleich zu einem Joule-Thomson

Kühler [13], dessen Arbeitsweise ebenfalls für die Kühlung von SQUID-Anwendungen

prädestiniert ist.

Das Kapitel 8.2 gibt den reduzierten Ein�uss der passiv gedämpften mechanischen

Vibrationen der Kalt�äche auf das SQUID-Rauschspektrum wieder.

Die Arbeit schlieÿt in Kapitel 9 mit einer Zusammenfassung der wesentlichen

Ergebnisse und einem Ausblick in Kapitel 10 auf weitere Möglichkeiten der Anwen-

dung und Weiterentwicklung von Pulsrohr-Kühlsystemen für den wissenschaftlichen

und kommerziellen Einsatz.

4



Im Verlauf dieser Arbeit wurden die wesentlichen Ergebnisse in folgenden Vorträgen

und Posterpräsentationen auf Tagungen verö�entlicht:

� Vortrag bei der Frühjahrstagung des Arbeitskreises Festkörperphysik bei der

DPG, vom 22. bis 26. März 1999 in Münster [14].

� Poster und Verö�entlichung bei der Applied Superconductivity Conference

1998, Desert Spring Resort, Palm Desert, California USA, September 13-18,

1998 [13].

� Poster und Verö�entlichung bei der 18. International Cryogenic Engineering

Conference, Indian Institute of Technology, Mumbai, India, Februar 21-25, 2000

[15].

� Poster auf dem 235. WE-Heraeus-Seminar, Challenges of Applied Cryoelectrics,

26 - 28 April 2000, Schloss Rauischholzhausen, Ebsdorfergrund, Germany, 2000

� Vortrag und Verö�entlichung bei der Applied Superconductivity Conference

2000, Pavilion Convention Center, Virginia Beach, Virginia USA, September

17-22, 2000 [16].
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2. Anforderungen an eine adaptive

Kühltechnik

Aufgrund einer raschen Entwicklung von Anwendungen aus der Supraleitung

und Tieftemperaturtechnologie [1] und dem Wunsch nach einer kommerziellen

Verfügbarkeit musste sich auch die Kältetechnik weiterentwickeln. Um eine breite

Markteinführung und Akzeptanz solcher Anwendungen zu erreichen ist jedoch je-

weils eine angepasste (adaptive) und zuverlässige Kühlmethode erforderlich. Hierbei

sollte auf die Realisierung eines Komplettsystems Wert gelegt werden, welches

nach Möglichkeit von �üssigen Kühlmitteln wie LN2, LNe oder LHe unabhängig

ist. Für einen kontinuierlichen und wartungsarmen Dauerbetrieb kommen nur

(Gas-)Kältemaschinen in Frage, die wiederum ganz bestimmte Kriterien erfüllen

müssen, welche von der jeweils zu kühlenden Applikation vorgegeben werden.

Nach [2], lassen sich diese Anforderungen an das Kühlsystem nach wirtschaftlichen

und technischen Gesichtspunkten aufteilen:

� Wirtschaftliche Anforderungen:

� angemessene (niedrige) Investitionskosten (z.B. 10% der Gesamtkosten)

� angemessene (niedrige) Betriebskosten (unbeaufsichtigter Betrieb, niedrige

Wartungskosten, geringe Eingangsleistung)

� Zuverlässigkeit und lange Lebensdauer bzw. lange Wartungsintervalle

(engl.: MTBF1)

� Technische Anforderungen:

� Ausreichende (Netto-)Kühlleistung bei einer gegebenen Betriebstempera-

tur

� hohe Temperaturstabilität sowie geringe Abkühlzeit und Minimaltempe-

ratur für die Betriebsbereitschaft

� neutrales Betriebsverhalten (z.B. niedrige mechanische Vibrationen, elek-

tromagnetische Störungen, geringer Geräuschpegel)

� an die Anwendung angepasste Systemauslegung (optimierte Gröÿe, leichte

Integration in bestehende Anlagen)

1MTBF: Mean Time Before Failure
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2.1. Einteilung von Gaskältemaschinen

Betrachtet man die Anwendungen von emp�ndlichen Sensoren wie z.B. Infrarot Sen-

soren oder HTSL-SQUIDs so können sich externe Störein�üsse auf solche Sensoren

negativ auf das Ausgangssignal auswirken und somit die eigentliche Messaufgabe be-

einträchtigen. Solche externen Störein�üsse, wie z.B. Temperatur�uktuationen, Vi-

brationen oder elektromagnetische Störungen dürfen die Feldemp�ndlichkeit der ver-

wendeten SQUIDs durch kühlerbedingte Störungen nicht einschränken [3], [4]. Da ein

Ziel dieser Arbeit der Aufbau, die Optimierung und Test eines einstu�gen Pulsrohr-

kühlers zur störarmen Kühlung von emp�ndlichen Sensoren ist, werden im folgenden

verschiedene Möglichkeiten der Kühlung von SQUID-Sensoren mit ihren Vor- und

Nachteilen vorgestellt.

2.1. Einteilung von Gaskältemaschinen

Gaskältemaschinen lassen sich prinzipiell anhand der Art der verwendeten Wärme-

tauscher in zwei Kategorien einteilen.

2.1.1. Systeme mit regenerativem Kühlkreislauf

Besitzt das Kühlsystem als Wärmetauscher einen Wärmespeicher (Regenerator) der

abwechselnd von warmem und kaltem Arbeitsgas durchströmt wird und in dem die

zu übertragende Wärmemenge vorübergehend in einer porösen Füllmasse von groÿer

Wärmekapazität zwischengespeichert wird, so spricht man von einem regenerativen

Kühlkreislauf bzw. einer regenerativen Gaskältemaschine. Der Regenerator vollzieht

einen örtlich alternierenden instationären Wärmeaustausch mit dem Gas. Zu dieser

Gruppe von Kühler zählen der Stirling-Kühler, der Gi�ord-McMahon-, sowie der

Pulsrohrkühler, deren nähere Beschreibung und Funktionsweise in [3], [5], [6] sowie

in Kapitel 3 zu �nden sind.

2.1.2. Systeme mit rekuperativem Kühlkreislauf

Die rekuperativen Gaskältemaschinen arbeiten mit einem kontinuierlichen Gasstrom.

Der physikalische Unterschied zum regenerativen Gaskreislauf besteht darin, dass die

Vorgänge zum Wärmeaustausch bzw. Wärmeübertragung im Beharrungszustand in

den Regeneratoren periodisch veränderlich sind und in den Rekuperatoren zeitlich

unveränderlich bleiben, da keine Wärmespeicherung notwendig ist. Der rekuperati-

ve Wärmetauscher ist durch zwei koaxial oder parallel verlaufende Leitungen aus

möglichst gut wärmeleitenden Material ausgelegt, in denen das Arbeitsgas parallel

zu einander strömt. Je nachdem, ob sich das warme und kalte Arbeitsmedium in die

gleiche oder entgegengesetzte Richtung bewegen, spricht man von einem Gleichstrom-

oder Gegenstromwärmetauscher. Der Wärmeaustausch zwischen dem wärmeren auf

das kältere Arbeitsmedium - in vielen Fällen ein Gas oder Ammoniak - wird über
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2. Anforderungen an eine adaptive Kühltechnik

die Wandungen des verwendeten Rohrmaterials vollzogen. Nach [5] gehören in diese

Gruppe der Claude-Kreislauf, der Joule-Brayton- und Joule-Thomson-Kreislauf.

2.2. Möglichkeiten und Randbedingungen zur

Kühlung von SQUID-Sensoren

Der supraleitende Materialzustand ist durch das Auftreten spezi�scher Eigenschaften

und E�ekte, wie zum Beispiel dem widerstandslosen Stromtransport, der Flussquanti-

sierung in supraleitenden Ringen oder den Josephson-E�ekten gekennzeichnet. Unter

Ausnutzung dieser Eigenschaften lassen sich Sensoren zur hochaufgelösten Messung

von Magnetfeldern und elektromagnetischer Strahlung realisieren. Im Bereich der

HTSL-Sensoren wird in den meisten Fällen das Material Yttrium-Barium-Kupfer-

Oxid (Y Ba2 CuO7�Æ), kurz YBCO genannt, eingesetzt, da es von allen bisher

bekannten HTLS-Materialien am besten charakterisiert und technologisch gut

beherrschbar ist. SQUID-Magnetometer, deren Funktion auf den Josephson-E�ekten

beruhen [7], sind die derzeit emp�ndlichsten Sensoren zur Messung magnetischer

Felder. Sie werden in Anwendungen genutzt, die Magnetfeldau�ösungen im Bereich

von 0; 01 � 10 pT=
p
Hz bei Frequenzen von 0; 1 Hz � 1; 0 kHz erfordern. Einsatz-

gebiete �nden sich in der zerstörungsfreien Materialprüfung (engl.: nondestructive

evaluation; kurz NDE), der geophysikalischen Untersuchung des Erdbodens [8]

oder beispielsweise in biomagnetischen Messaufgaben der Magnetokardiographie

(MKG) [9] oder der Magnetoenzephalographie (MEG) [10].

Bei den letztgenannten (klinischen) Systemen ist die zur Anwendung kommende

Kühlmethode ein entscheidender Punkt für die Akzeptanz bei den Anwendern. Im

Bereich der Forschung und Entwicklung in Laboratorien ist die Kühlung von SQUIDs

mittels LN2 oder anderen �üssigen Kryogenen eine schnelle und kostengünstige

Methode, indem man die Sensoren oder Materialien in direkten Kontakt mit dem

Kühlmittel bringt. Damit ist man allerdings an die Siedetemperatur bzw. an den

eingeschränkten Temperaturbereich zwischen den Tripelpunkt und dem kritischen

Punkt des verwendeten Kryogens gebunden. Bei industriellen Anwendungen wird

der Einsatz von sticksto�gekühlten Systemen oft durch eine Hemmschwelle erschwert

oder sogar verhindert. Hier ist es an der Zeit, in Pilotprojekten, Prototypen und

Machbarkeitsstudien verstärkt Komplettsysteme aufzubauen, die auf �üssiges

Kryogen verzichten und vornehmlich die Tauglichkeit und Zuverlässigkeit von

Gaskältemaschinen hervorheben [11]. Der klare Vorteil von Maschinenkühlung liegt

in dem einfacheren Betrieb, da keine Nachfüllintervalle des Kühlmittels beachtet

werden müssen und darin, dass der gesamte Bereich von tiefen Temperaturen

bis hinab zu 2; 5 K erreicht werden kann, was zu einer potentiellen Verbesse-

rung der SQUID-Eigenschaften (z.B. geringeres thermisches Rauschen, geringere
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2.2. Möglichkeiten und Randbedingungen zur Kühlung von SQUID-Sensoren

Änderung der SQUID-Parameter) führt [13], [12]. Betrachtet man die möglichen

Temperaturbereiche der ver�üssigten Gase unterhalb der Sprungtemperatur der

Hochtemperatursupraleiter-Materialien so gibt es eine Lücke zwischen 44 K und

54 K. Diese kann durch den Einsatz von Gaskältemaschinen geschlossen werden.

Nachdem im vorangegangenem die Anforderungen an ein Kühlsystem formuliert wur-

den, sollen im folgenden verschiedene Kältemaschinen bzw. Kühlmethoden (direkte

und indirekte) vorgestellt sowie die bisher erzielten Ergebnisse beschrieben werden.

2.2.1. Direkte Kühlung von HTSL-SQUIDs

2.2.1.1. Peltier-Kühler

Peltier-Elemente nutzen die Umkehrung des thermoelektrischen E�ektes (Seebeck-

E�ekt) zur Erzeugung von Kälteleistung. Da es sich hierbei nicht um einen me-

chanischen, sondern um einen elektrischen E�ekt handelt, zeichnet sich ein Kühl-

system dieser Art durch einen einfachen Aufbau, Zuverlässigkeit, geringes Gewicht,

Lageunabhängigkeit und absolute Vibrationsfreiheit aus. Hübener et al. [14], [15] er-

reichten für eine vier-stu�ge Kaskadenanordnung Temperaturen von bis zu 149 K,

was jedoch oberhalb der kritischen Temperatur für derzeitige Hochtemperatursupra-

leiter liegt. Hier liegt es an der Materialforschung, für Temperaturen unter 200 K

neue Halbleitermaterialien mit hohen thermoelektrischen Gütefaktoren (Seebeckko-

e�zienten) zu entwickeln [16].

2.2.1.2. Stirling-Kühler

Seit einigen Jahren haben sich Stirling-Kühler als zuverlässige und kompakte

Kältemaschinen für die Detektor- und Sensorkühlung im militärischen2 und zivilen

Bereich3 nicht zuletzt durch ihren hohen Wirkungsgrad etabliert. Bei der direkten

SQUID-Kühlung führt jedoch die Bewegung des massiven Verdrängerkolbens,

welcher im Idealfall gleichzeitig als Regenerator ausgelegt ist, aufgrund von mecha-

nischen Vibrationen und elektromagnetischen Störungen zur Verschlechterung des

Au�ösungsvermögens. Abhilfe kann hier nur eine räumliche Trennung der SQUIDs

von der Kalt�äche scha�en.

Von Khare und Chaudhari wird in [17] von dem Betrieb eines Bikristall-HTSL-

SQUIDs (Feld-zu-Fluss-Koe�zient: 154 nT=�0) mittels eines integralen4, minia-

turisierten Stirling-Kühlers der Firma Inframetrics Inc. in 2-facher �-Metall

2Infrarotdetektoren für taktische Wa�ensysteme
3z.B. in Wärmebild-Kameras zur Kühlung des CCD-Sensors
4Kompressor und Kaltkopf sind nicht voneinander durch eine Verbindungsleitung getrennt.
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2. Anforderungen an eine adaptive Kühltechnik

Abschirmung berichtet. Vergleichende Messungen im Sticksto�kryostaten (Frequenz-

bereich: 1 � 10 Hz) zeigten keine wesentlichen Unterschiede im Rauschspektrum

(Feldemp�ndlichkeit: 75 pT=
p
Hz bei 1 Hz und 10 pT=

p
Hz bei 10 Hz). Dieser

speziell verwendete SQUID ist jedoch aufgrund seines hohen intrinsischen Rauschens

nicht für die Charakterisierung der Störungen eines Kühlsystems geeignet, wodurch

die Ähnlichkeit der Rauschspektren bei LN2 und Maschinenkühlung zu erklären ist.

Vergleichsmessungen in [18] ergaben elektromagnetische Störungen dieses Kühlers

im Bereich von mehreren �T bei diskreten Frequenzen (Arbeitsfrequenz des Kühlers).

Analoge Untersuchungen zu kühlerinduzierten Störungen wurden von ter Brake et al.

[19] mit einem Split-Stirling-Kühler der Firma Signaal Usfa (Typ: 7058) und einem

integrierten Bikristall-SQUID (Feld-zu-Fluss-Koe�zient: 17 nT=�0, Feldemp�ndlich-

keit in LN2: 500 fT=
p
Hz) durchgeführt. Bei laufendem Kühler verschlechterte sich

die Feldemp�ndlichkeit um drei Gröÿenordnungen, was auf elektromagnetische Stö-

rungen und Vibrationen der Kalt�äche zurückgeführt werden konnte. In einem zwei-

ten Aufbau gelang es, durch die geschickte Anordnung zweier Split-Stirling-Kühler

(Phasenjustage der Kompressorbewegung) die elektromagnetischen Störsignale durch

Vibrationen des Kompressors um einen Faktor 50 und die des Verdrängers um einen

Faktor 20 zu dämpfen [20].

2.2.1.3. Gi�ord-McMahon-Kühler

Gi�ord-McMahon Kühler (GMK) sind die �Arbeitspferde� in der Kryotechnik, wenn

es um die zuverlässige Bereitstellung von Kälteleistung geht. Allerdings treten bei

Anwendungen in Verbindung mit SQUID-Sensoren ähnliche Probleme wie bei dem

Stirling-Kühler auf, da sich ebenfalls ein massiver Verdrängerkolben im Kaltteil be-

wegt. Da dieser vornehmlich aus metallischen Materialien gefertigt ist, können über

remanente und über Wirbelstrome�ekte induzierte magnetische Felder den SQUID-

Betrieb beeinträchtigen bzw. sogar unmöglich machen. Zusätzlich unterliegen dessen

Dichtungsringe oder Gleitlager aufgrund von Verschleisserscheinungen bestimmten

zeitlichen Wartungsintervallen, wo ein Austausch dieser Teile notwendig ist. Kaiser

et al. [21] setzten einen kommerziellen GM-Kühler der Firma Leybold (Modell: RB

210) zur Kühlung eines HTSL-SQUIDs ein, was zu einer beträchtlichen Störung des

Betriebes führte und den Schluss zulieÿ, dass eine (störarme) direkte Kühlung mit

GM-Kühlern nicht möglich ist.

2.2.1.4. Joule-Thomson-Kühler

Hohmann et al. [22] realisierten mit einem kommerziellen Joule-Thomson Kühler der

Firma APD (ModellCryotigerr KC 100) für Messaufgaben in der zerstörungsfreien

Materialprüfung ein störarmes, direkt gekühltes HTSL-rf-SQUID Messsystem. Dazu

mussten einige Veränderungen am Kühlsystem vorgenommen werden [23], so dass
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2.2. Möglichkeiten und Randbedingungen zur Kühlung von SQUID-Sensoren

in Verbindung mit dem Kühler eine Feldau�ösung von 300 fT=
p
Hz für Frequenzen

oberhalb von 100Hz erreicht wurde, welche um 43% oberhalb des Wertes im LN2 lag.

Messungen mit einem HTSL-rf-washer-SQUID-Magnetometer (Feldemp�ndlichkeit

im LN2: 40 fT=
p
Hz bei f > 30Hz) in abgeschirmter Umgebung [24] zeigten ein wei-

ÿes Rauschen von 60 fT=
p
Hz und ein breites Band von kühlerinduzierten Störungen

im Bereich von 100� 400 Hz, welche in Kapitel 8 näher vorgestellt werden.

2.2.1.5. Pulsrohrkühler

Ein Pulsrohrkühler zeichnet sich dadurch aus, dass er gänzlich ohne bewegte Teile im

Kaltteil auskommt, was zu geringen Vibrationen, einer einfachen Bauweise und einer

hohen Zuverlässigkeit durch geringe Störanfälligkeit führt. Eine genaue Beschreibung

der Funktionsweise und des Aufbaues eines solchen Kühlsystems �ndet sich in

Kapitel 3 und Kapitel 5.

Erstmals wurde 1996 von Thummes et al. [25] die Integration zweier rf-Mikrowellen-

SQUIDs, welche als Magnetometer und axiales Gradiometer betrieben werden

konnten, mit einem koaxialen einstu�gen Pulsrohrkühler realisiert. Die bei Betrieb

mit dem PRK gemessenen Rauschspektren bei einer Temperatur von 60 K in

einer 2-lagigen �-Metall Abschirmung wiesen keinerlei Verschlechterung gegenüber

den Messungen bei 77 K im LN2 auf. Die Feldemp�ndlichkeit der verwendeten

Mikrowellen-SQUIDs lag im Bereich von einigen pT=
p
Hz [26].

Bei den Untersuchungen von Gerster [27] mit einem planarem HT-dc-SQUID-

Gradiometer (Basislänge von 4 mm, e�ektive Fläche von 0; 2 mm2) an einem aus

nicht metallischen Materialien aufgebauten Vier-Ventil-Pulsrohrkühler war der

SQUID direkt an der Kalt�äche montiert. Vergleichsmessungen im LN2 ergaben

eine unabhängige Gradientenemp�ndlichkeit im Frequenzbereich 40 Hz � 1; 1 kHz

von 700 fT=(cm
p
Hz). Analog zu den Untersuchungen an dem in dieser Arbeit

vorgestellten Pulsrohrkühler (siehe Kapitel 8) konnte bei einem (Arbeits-)Druckhub

von �p = 8; 4 bar ein Störsignal im 1=f Abfall des SQUID-Rauschspektrum mit

einer Höhe von 1 pT=(cm
p
Hz bei der Arbeitsfrequenz (fpuls = 4; 0 Hz) und deren

Harmonischen sichtbar gemacht werden. Hingegen lag bei Druckhüben unter 4; 4 bar

das kühlerinduzierte Störsignal unterhalb des Rauschniveaus des Sensors. Es sollte

jedoch erwähnt werden, dass die Verwendung eines Gradiometers zur Charakte-

risierung der kühlerinduzierten Störungen ebenfalls ungeeignet erscheint, da die

homogenen Felder in der Umgebung des SQUIDs durch eine Gradiometeranordnung

intrinsisch kompensiert werden.

Weitere Ergebnisse zur Kühlung und zur Arbeitsweise eines hochemp�ndlichen

HTSL-rf-washer-SQUIDs (Feldemp�ndlichkeit: 40 fT=
p
Hz) in Verbindung mit ei-

nem Joule-Thomson- und Pulsrohrkühler [24] werden in Kapitel 8 vorgestellt und

miteinander verglichen.
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2. Anforderungen an eine adaptive Kühltechnik

2.2.2. Möglichkeiten der Unterdrückung von Störsignalen

Wie in den vorangegangenen Abschnitten beschrieben, werden bei direkter Maschi-

nenkühlung teilweise erhebliche Ein�üsse auf das SQUID-Signal detektiert. Um die

Störungen zu reduzieren bzw. zu minimieren können am Kühlsystem Umbaumaÿnah-

men vorgenommen werden. Beispiele hierfür werden in Kapitel 7.5 und Kapitel 8.2

für den Fall eines Pulsrohrkühlers wiedergegeben.

2.2.2.1. Digitale Filterung

Sind die Störquellen eines (Kühl-)Systems hinreichend genau bekannt bzw. analysiert

und durch bauliche Maÿnahmen nicht weiter zu reduzieren, so kann das Messsignal

über eine digitale Signalverarbeitung am Computer von dem Störsignal getrennt

werden z.B. durch eine Bandsperre (Notch-Filter) für den 50 Hz Peak, was jedoch

auch teilweise mit einem Verlust an Messsignal einhergeht [28], [29]. Weitere

Möglichkeiten der Störungsentkopplung sind:

2.2.2.2. Zeitliche Entkopplung der Störungen

Eine zeitliche Entkopplung der Störungen bedeutet, dass während der Dauer einer

emp�ndlichen Messung das Kühlsystem gestoppt wird. Die benötigte Kälteleistung

muss in dieser Zeitspanne einem thermischen Pu�er entzogen werden, welcher zuvor

von dem Kühlsystem abgekühlt wurde [30], [31]. Möglich ist auch, mit dem Kühler in

einem geschlossenen Gaskreislauf eine gewisse Menge an Gas (z.B. Helium, Sticksto�)

zu ver�üssigen [32]. Anschlieÿend wird das System gestoppt und die latente Wärme

des Phasenüberganges kann zur Kühlung der Sensoren verwendet werden. Ist die

Flüssigkeit verdampft, wird das Kühlsystem wieder in Betrieb genommen.

2.2.2.3. Räumliche Entkopplung der Störung

Eine räumliche Entkopplung der Störungen bedeutet, dass das zu kühlende System

nicht in direktem Kontakt mit der Kältemaschine steht, sondern sich die störfelder-

zeugenden Komponenten etwas entfernt be�nden. Die benötigte Kühlleistung am Ort

des Sensors kann zum Beispiel über Festkörper-Wärmeleitung [33], [34] oder einen zir-

kulierenden (Gas-)Kreislauf eines Kühlmediums [35], [36] erfolgen. Der Vorteil dieser

Anordnung liegt darin, dass man auf leistungsstarke und konventionelle Kältema-

schinen zurückgreifen kann, die nicht direkt für den störarmen Betrieb ausgelegt sind.

An der Universität Gieÿen konnte durch Tröll [37] in Verbindung mit einem Gi�ord-

McMahon- und einem Stirling-Kühler ein geschlossener Neonkreislauf verwirklicht

werden, wobei die Verbindung zwischen Sensor und Kalt�äche durch �exible

PTFE-Leitungen (Te�on-Schläuche) realisiert wurde. Zur Anwendung kam dieses
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2.2. Möglichkeiten und Randbedingungen zur Kühlung von SQUID-Sensoren

System in Kombination mit rf-Mikrowellen-SQUIDs [26] bei Wirbelstrommessungen

an Flugzeugfelgen, wobei keine Verschlechterung der Messgenauigkeit durch das

Kühlsystem festgestellt wurde.

Die vorangehend aufgezeigten Möglichkeiten stellen jedoch jeweils einen erhöhten

Aufwand im Aufbau des Systems dar, was die Geometrie und das Gewicht eines

zu realisierenden kompakten SQUID-Aufbaus vergröÿert. Aus diesen Gründen ist es

wichtig, störarme und zuverlässige Kühler zu entwickeln, um eine direkte Kühlung von

hochemp�ndlichen Sensoren ohne Einbuÿe an Au�ösungsvermögen zu ermöglichen.
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

In diesem Kapitel soll das allgemeine Funktionsprinzip eines Pulsrohrkühlers (PRK)

und die zum prinzipiellen Aufbau benötigten Komponenten eines solchen Kühlsystems

vorgestellt werden. Durch Modi�zierung und Erweiterungen des Aufbaues erhält man

verschiedene Ausführungen des Pulsrohrkühlers, die im folgenden beschrieben werden.

3.1. Allgemeines Funktionsprinzip

Die Arbeitsweise dieser regenerativ arbeitenden Gaskältemaschine basiert auf dem

Grundprinzip des Stirling'schen Verfahrens. Bei diesem zyklischen Prozess wird

durch Kompression am warmen Ende und Expansion eines Arbeitsgases am kalten

Ende des Systems Wärme zwischen unterschiedlichen Temperaturniveaus befördert.

Als grundlegende Komponenten zum Aufbau des Kaltkopfes eines Pulsrohrkühlers

wird ein Regenerator, ein Pulsrohr und jeweils ein kalter (KWT) und warmer Wär-

metauscher (WWT) benötigt (siehe Abbildung 3.1). Pulsrohr und Regenerator sind

über den kalten Wärmetauscher, welcher in der Schemazeichnung nach Abbildung

3.1 gleichzeitig als Kalt�äche dient, miteinander verbunden. An dieser Stelle werden

die zu kühlenden Objekte montiert. Ein Druckwellengenerator (Kompressor) erzeugt

die für den Arbeitszyklus erforderlichen zeitlichen Druckoszillationen p(t).

Der Regenerator besteht aus einem porösen Material (Regeneratormatrix), welches

eine möglichst hohe volumetrische spezi�sche Wärmekapazität besitzen sollte, damit

ein guter Wärmeaustausch zwischen Regeneratormatrix und dem durchströmenden

Gas gewährleistet ist [1]. Zum anderen sollte er dem Gas�uss einen möglichst

geringen Widerstand entgegensetzen (geringer Druckverlust). Die Matrix dient

weiterhin dazu, die Wärme von dem ein- und ausströmenden Gas aufzunehmen,

bzw. abzugeben und das über den Regenerator in das kalte Ende des Pulsrohres

einströmende Gas abzukühlen. Im idealen Fall nimmt das Gas an jedem Ort die

Temperatur der Regeneratormatrix an. Die wichtigen Punkte, die bei der Auswahl

der Regeneratormaterialien für die entsprechenden Temperaturbereiche zu beachten

sind, �nden sich in [2] und [3].

Im Pulsrohr oszilliert das Arbeitsgas in einer von auÿen durch den Druckwellen-

generator vorgegebenen Art und Weise, so dass ein Wärmetransport vom kalten
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

zum warmen Ende des Pulsrohres statt�ndet. Diese Wärme wird über den warmen

Wärmetauscher an die Umgebung abgegeben. Die durch die periodische Expansion

erzeugte Kälteleistung wird durch den kalten Wärmetauscher auf das zu kühlende

Objekt übertragen. Diese hier beschriebenen Komponenten be�nden sich zur thermi-

schen Isolation (Vermeidung von Verlusten durch Wärmeleitung über Gasmoleküle)

innerhalb eines Vakuumbehälters. Je nach Kon�guration des Pulsrohrkühlers (siehe

Kapitel 3.2) schlieÿt sich an das warme Ende des Pulsrohres ein sogenanntes

Ballastvolumen bzw. Gasreservoir an.

Abbildung 3.1.: Schemazeichnung der Komponenten eines Pulsrohrkühlers zur Verdeutli-
chung des Funktionsprinzips (nach [4])

Zur Erzeugung der zeitlich periodischen Druckschwankungen bzw. Druckwellenfor-

men p(t) im Pulsrohr wird ein geeigneter Druckwellengenerator benötigt. Ähnlich

wie bei einem Gi�ord-McMahon-Kühler kann die Druckvariation zum einen durch

einen Kompressor, welcher einen Hochdruck- und Niederdruckbereich mit dem

Arbeitsgas generiert, und ein nachgeschaltetes (Rotations-)Ventil erzeugt werden.

Das Ventil verbindet periodisch alternierend die beiden Druckbereiche mit dem

Kaltkopf - man spricht von einem �GM-Type Pulsrohrkühler�. Zum anderen kann

die Druckoszillation wie bei einem Stirling-Kühler durch einen Verdichterkolben

generiert werden - hier spricht man von einem �Stirling-Type Pulsrohrkühler�.

Bei beiden Varianten muss in der Verdichtereinheit das Gas entweder isotherm1

komprimiert werden oder das komprimierte Gas wieder auf Umgebungstemperatur

abgekühlt werden. Dies bedeutet, dass dem verdichteten Gas die entstehende

Verdichtungswärme wieder entzogen werden muss (vornehmlich durch Wasser oder

Luftkühlung des Kompressors).

1Prozess, bei dem die Temperatur konstant bleibt.
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3.1. Allgemeines Funktionsprinzip

Das Gas innerhalb des Pulsrohres beschreibt den folgenden idealisierten Kreisprozess:

Kompression: In der Hochdruckphase (HD) strömt Gas vom Kompressor durch

den Regenerator und wird vorgekühlt. Das bereits im Pulsrohr be�ndliche Gas

(Gaskolben) wird hierdurch adiabatisch2 komprimiert und erwärmt sich zumindest

in einem Teilbereich auf der rechten (warmen) Seite über die Umgebungstemperatur.

Verschiebung des Gaskolbens nach rechts: Ein Teil des komprimierten (heiÿen)

Gases tritt in Kontakt mit dem warmen Wärmetauscher, wobei die Kompressions-

wärme an die Umgebungstemperatur abgegeben wird.

Expansion: In der Niederdruckphase (ND) wird das Gas im Pulsrohr adiabatisch

expandiert. Hierbei kühlt sich das Gas am kalten Wärmetauscher unter die Tem-

peratur am Regeneratorausgang ab. Der Gaskolben bewegt sich nur innerhalb des

Pulsrohres und überträgt die geleistete Arbeit des Kompressorkolbens an den an der

Kalt�äche vorliegenden Gasstrom.

Verschiebung des Gaskolbens nach links: Das zuvor expandierte und abgekühlte

Gas strömt aus dem Regenerator aus und nimmt die zuvor an die Regeneratormatrix

abgegebene Wärme wieder auf. Da das Gas beim Austritt jedoch etwas kälter ist

als zuvor beim Einströmen, kommt es in einem solchen Zyklus zu einer geringen

Abkühlung im Regenerator.

Nach dem Durchlaufen mehrerer solcher Kreisprozesse stellt sich die im unteren

Bild aus Abbildung 3.1 skizzierte Temperaturverteilung3 innerhalb der einzelnen

Komponenten ein. Das im Anwendungsfall zu kühlende Objekt bewirkt eine kon-

tinuierliche Zuführung einer gewissen Wärmemenge an den kalten Wärmetauscher,

welche bei jedem Zyklus von der unteren Temperatur Tk zur Umgebungstemperatur

Tw gepumpt wird. Die zeitlich gemittelte Temperaturverteilung bleibt somit konstant.

Im Gegensatz zum Stirling- oder Gi�ord-McMahon Kühler besitzt der Pulsrohrkühler

keine massiven bewegten Teile im Kaltteil des Systems. Die Erzeugung der für den

Kühlprozess wichtigen Phasenverschiebung zwischen Druck und Massen�uss am kal-

ten Ende (optimal wären 0Æ - siehe Enthalpie�usstheorie, Kapitel 3.5.1) wird durch

den oszillierenden Gaskolben im Pulsrohr erzeugt. Dieser ersetzt den massiven Ver-

drängerkolben in den konventionellen Kühlsystemen, welcher in manchen Ausführun-

gen separat angetrieben wird. Die Möglichkeit zur Einstellung der Phasenverschie-

bung wird durch verschiedene Modi�kationen des Pulsrohrkühlers ermöglicht, welche

im folgenden beschrieben werden.

2Prozess, bei dem keine Wärme mit der Umgebung ausgetauscht wird.
3Vereinfacht wird hier ein linearer Verlauf der zeitlich gemittelten Temperaturen im Pulsrohr und

Regenerator angenommen.
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

3.2. Standard-Typen von Pulsrohrkühlern

3.2.1. Basis-Pulsrohrkühler

Ende der fünfziger Jahre beobachtete Gi�ord eher zufällig an einem Rohr, welches an

einer Abzweigung von einer Hochdruckleitung montiert war, einen Abkühle�ekt [5].

Über die Erzeugung von Kälte mittels eines Pulsrohres und eines Regenerators in der

Anordnung nach Abbildung 3.2 (a) wurde erstmals 1964 von Gi�ord und Longsworth

auf einem Tre�en der American Society of Mechanical Engineers (ASME) berichtet

[6]. Dieser damalige Aufbau wird heute als Basis-Typ-Pulsrohrkühler (BPRK)

bezeichnet [7]. Die Erklärung für den Abkühlprozess gelang mit Hilfe des Prinzips

vom schrittweisen Ober�ächenwärmepumpen [5], [8], [9], [10]. Hierbei spielt die

thermische Wechselwirkung zwischen dem Gas im Pulsrohr und der Rohrwandung

eine entscheidende Rolle [11]. Die Kühlwirkung dieses E�ektes war jedoch für viele

Anwendungen im Bereich der Tieftemperaturphysik nicht ausreichend (erreichte

Minimaltemperaturen von 124 K, [12]), so dass dieses Verfahren heute praktisch

keine Rolle mehr spielt. Die Enthalpie�usstheorie (siehe Kapitel 3.5.1), welche von

idealen Voraussetzungen ausgeht (adiabatisches Verhalten des Gases im Pulsrohr),

sagt für den BPRK eine Phasenverschiebung von Druck und Massen�uss am kalten

Ende von 90Æ voraus, womit keine Kühlwirkung zustande kommen dürfte. Die

thermische Wechselwirkung des Gases mit der Rohrwandung (dies entspricht der

Abweichung vom adiabatischen Verhalten) bedeutet einen zusätzlichen Term in der

Enthalpie�uss-Gleichung, mit dem die Phasenverschiebung kleiner als 90Æ und somit

eine Kühlwirkung d.h. die Erzeugung eines mittlerer Enthalpie�usses möglich wird.

Trotz der relativ geringen Kühlleistung, die sich in dieser Kon�guration erzielen

lassen, ist der Mechanismus und das Verständnis des Ober�ächenwärmepumpen

Gegenstand aktueller Forschungen [13], [14].

3.2.2. Ori�ce-Pulsrohrkühler

Im Jahre 1984 beschrieben Mikulin et al. [15] eine entscheidende Verbesserung

gegenüber dem Basis-Typ-Pulsrohrkühler, mit der eine rasante Entwicklung von

Pulsrohrkühlern zu immer tieferen Temperaturen und höheren Leistungszahlen

begann [7].

Um den Gas-Massen�uss durch das Pulsrohr sowie die Abgabe der Kompressi-

onswärme an den warmen Wärmetauscher zu erhöhen, erweiterten Mikulin et al.

den Basis-Typ-Pulsrohrkühler am warmen Ende des Pulsrohres durch die Einfüh-

rung einer Engstelle4 (engl.: Ori�ce) sowie eines Gasreservoirs (Ballastvolumen).

4Strömungswiderstand bzw. Impedanz einer Engstelle, realisiert durch ein Drossel-Ventil oder Ka-

pillare.
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3.2. Standard-Typen von Pulsrohrkühlern

Abbildung 3.2.: PRK-Versionen: a) Basis-PRK (BPRK), b) Ori�ce-PRK (OPRK), c)
Double-Inlet-PRK (DIPRK), d) Multi-Inlet-PRK (MIPRK), e) Inertance-Tube-PRK
(IPRK), f) 4-Ventil-PRK (FVPRK), g) Active-Bu�er-PRK

Durch diese zusätzliche Verschiebung des Arbeitsgases ist mehr Gas(-masse) am

Wärmetransport beteiligt. Abbildung 3.2 (b) zeigt den Aufbau des sogenannten

Ori�ce-Pulsrohrkühlers (OPRK). Durch dieses pneumatische RC-Glied (Analogie

zur Elektronik, Widerstand R: Flusswiderstand, Kapazität C: Gasvolumen), konnte

die Phasenverschiebung zwischen Druck und Massen�uss am kalten Ende wesentlich

optimiert werden. Es werden Winkel von etwa 30Æ [16] und Minimaltemperaturen

der Kalt�äche von 49 K [17] erreicht. Mit einer angepassten Druckwellenansteuerung

sind von [18] in diesem Betriebsmodus bisher 40 K erreicht worden .

Ein Teil des in der Hochdruckphase durch den kalten Wärmetauscher einströmenden

Gases trägt nicht zum Kühle�ekt bei. Es wird für die Verrichtung der Arbeit beim

Komprimieren des permanenten im Pulsrohr verbleibenden Gaskolbens sowie für die

Verschiebung des Gases durch den warmen Wärmetauscher in das Ballastvolumen

benötigt. Dieser Gasanteil stellt für die Pulsrohrkühler in der Ori�ce-Kon�guration

einen Verlustmechanismus dar, weil er den Regenerator unnötig mit der Zwischen-

speicherung von Wärme belastet.
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

3.2.3. Double-Inlet-Pulsrohrkühler

Die entscheidende Verbesserung des Ori�ce-Pulsrohrkühlers gelang Zhu et al. 1990

durch die Einführung eines zweiten Gas-Einlasses (engl.: Double-Inlet) in das

Pulsrohr [19]. Zwischen dem warmen Ende von Regenerator und Pulsrohr wird eine

Engstelle � gewöhnlich ein Ventil oder eine Kapillare � montiert, mit der es möglich

ist, warmes Gas von oben in das Pulsrohr einströmen zu lassen. Dieser Gasstrom stellt

eine Entlastung für den Regenerator dar, weil dieser Gasanteil nicht mehr durch die

Regeneratormatrix strömt und dort seine mitgeführte Wärme zwischenspeichert. So-

mit reicht ein geringerer Massen�uss am kalten Wärmetauscher aus, um im Vergleich

zum OPRK die gleiche Kühlleistung zu erbringen [20]. Der zweite Einlass und dessen

Gasstrom dient weiterhin zum besseren Druckaufbau und zur Kompression bzw.

Expansion der Gassäule im Pulsrohr sowie der Steigerung des Massen�usses durch

den warmen Wärmetauscher. Hierdurch werden Phasenverschiebungen zwischen

Druck und Massen�uss am kalten Ende von � 30Æ erreicht. Abbildung 3.2 (c) zeigt

die Anordnung dieses sogenannten Double-Inlet-Pulsrohrkühlers (DIPTR), mit dem

Minimaltemperaturen von 24 K erreicht wurden [21].

3.3. Weitere Ansätze und Modi�kationen zur

Phaseneinstellung

In den letzten Jahren der Entwicklung stand das Ziel im Vordergrund, alternative

Möglichkeiten zur Einstellung einer optimalen Phasenlage zwischen Druck und Mas-

sen�uss am kalten Ende zu ermöglichen [22], verschiedene Druckwellengeneratoren

zu implementieren, sowie die Reduzierung der Verlustmechanismen zu optimieren.

Somit existieren bis heute eine Vielzahl von weiteren Varianten an Pulsrohrsystemen,

die letztendlich auf der Einfachheit des mechanischen Aufbaues eines solchen Kühl-

systems zurückzuführen sind. Als Beispiel seien hier nur einige Varianten angeführt:

3.3.1. Multi-Inlet-PRK

Zhou et al. [23], [24] fügten zur Erhöhung der Kühlleistung gemäÿ Abbildung 3.2 (d)

weitere Nebeneinlässe (MIPTR) zwischen Regenerator und Pulsrohr ein.

3.3.2. Inertance-Tube-PRK

Der Anschluss einer langen Kapillare sowie eines Ballastvolumens am warmen Ende

des Pulsrohres erlaubt ebenfalls durch die Variation von Länge und Durchmesser

der Kapillare die Einstellung der Phasenlage [25], [26], [27]. Man spricht von einem
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3.3. Weitere Ansätze und Modi�kationen zur Phaseneinstellung

Inertance-Tube-PRK (IPRK) aufgrund der Eigenschaften von Trägheit und Induk-

tivität in Analogie zur Elektronik (engl.: inertia und inductance), die die Kapillare

der Strömung des Gases entgegenbringt. Der schematische Aufbau ist in Abbildung

3.2 (e) zu sehen. Computersimulationen und experimentelle Untersuchungen von

Zhu et al. [28] zeigten, dass sich durch solch eine Anordnung im Gegensatz zu einem

Ori�ce- und Double-Inlet Ventil die geleistete pV-Arbeit am kalten Wärmetauscher

verbessern lässt. Dieser E�ekt macht sich jedoch erst bei höheren Pulsfrequenzen

(fpuls � 10 Hz) bemerkbar, wobei für eine bestimmte Frequenz jeweils eine optimale

Dimensionierung der Kapillare bezüglich Länge und Durchmesser existiert.

In zahlreichen Untersuchungen wurde versucht, die Phasenlage am warmen Ende se-

parat über die zusätzliche Ansteuerung mit einem zweiten Rotationsventil (erreichte

einstu�ge Minimaltemperatur: 31:7 K [29]) oder mit einem zweiten Kolben am war-

men Ende (erreichte einstu�ge Minimaltemperatur: 23:5 K [30]) einzustellen. Zur

Vereinfachung eines solchen Aufbaues wurden Vier-Ventil-Pulsrohrkühler (FVPRK)

entwickelt.

3.3.3. Vier-Ventil-PRK

In einem solchen System nach Abbildung 3.2 (f) wird die Phasenverschiebung ähn-

lich einem GM-Kühler aktiv über eine direkte pneumatische Ansteuerung der Strö-

mungsverhältnisse am warmen Ende des Pulsrohres eingestellt [31], [32], [33]. Hierzu

existieren vier Ventile mit exakten Schaltzeiten in einem einzigen Rotationsventil,

womit Minimaltemperaturen unter 21 K und Kühlleistungen von 30 W bei 80 K

bei einer Kompressor-Eingangsleistung von 2; 4 kW erreicht werden [34]. Damit rei-

chen die realen Leistungszahlen von FVPRK und DIPRK mittlerweile zum Teil an

die von konventionellen, regenerativen Kühlern heran [35]. Die Vorteile dieser Anord-

nung sind, dass zum einen kein Ballastvolumen mehr benötigt wird und zum anderen

ein im OPRK und DIPRK vorhandener Verlustmechanismus � der sogenannte �hot-

end-loss� [36], [37] � vermieden wird. Der Gasstrom in den zuführenden und abfüh-

renden Leitungen erfolgt nur jeweils in eine Richtung. Somit ist kein Wärmetauscher

am warmen Ende des Pulsrohres nötig, welcher im realen Falle niemals einen idealen

Wärmeaustausch vollziehen kann. Die Wärme des ausströmenden Gases wird über

die nachfolgenden Bauteile wie Kompressor und Zuleitungen abgeführt.

3.3.4. Active-Bu�er-PRK

Von Matsubara et al. wurde 1996 eine weitere Modi�kation nach Abbildung 3.2 (g)

vorgestellt [38], [39]. Durch die Einführung von mehreren Ballastvolumina und Ori�ce-

Ventilen am warmen Ende des Pulsrohres, welche einzeln eingestellt und elektroma-

gnetisch geschaltet werden können, lassen sich die hohen auftretenden Druckdi�e-

renzen an den Ventilen verringern, was zu einer Reduktion der damit verbundenen

Verluste führt.
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

3.3.5. Zwei- und mehrstu�ge Pulsrohrkühler:

Mehrstu�ge Pulsrohrkühler werden heute zum Erreichen von Temperaturen unter-

halb von 20 K, speziell aber für Anwendungen im Temperaturbereich des �üssigen

Heliums von 4; 2 K und darunter eingesetzt. Hierbei wird das kalte Ende einer Puls-

rohrstufe als Vorkühlung für das warme Ende der nachfolgenden Stufe verwendet.

Es wird unterschieden, ob das warme Ende des Pulsrohres einer tieferen Stufe am

kalten Ende der darüberliegenden Stufe oder direkt wie das Pulsrohr der ersten Stufe

sich auf Raumtemperatur be�ndet [40]. Bei solchen Systemen erö�nen sich weitere

Varianten und Möglichkeiten, wie die Art der Vorkühlung realisiert werden kann.

Zum Beispiel gelang es 1996 Thummes et al. [41], mit einer zweistu�gen Anordnung

über eine �üssig-Sticksto�vorkühlung unter Verwendung von 4He die bisher tiefste

mit einem Pulsrohrkühler erreichte Temperatur von 2; 07 K zu erzielen. Ohne

�üssiges Kryogen ist eine Vorkühlung über einen einstu�gen [42] bzw. zweistu�gen

GM-Kühler [32] möglich. Diese Art von System wird allgemein als �Hybrid-Kühler�

bezeichnet. Entscheidend für das Erreichen dieser tiefen Temperaturen solcher

Systeme ist die Auswahl und Verwendung der richtigen Regeneratormaterialien wie

in [2], [3] beschrieben wird sowie eine möglichst genaue Kenntnis der auftretenden

thermischen Verluste, um diesen entgegenwirken zu können [43].

3.4. Unterschiedliche Möglichkeiten des

geometrischen Aufbaues eines PRK

Zum Aufbau eines Pulsrohrkühlers sind prinzipiell die in Abbildung 3.3 schematisch

dargestellten unterschiedlichen geometrischen Anordnungen der einzelnen Kompo-

nenten möglich [44].

Eine lineare Anordnung von Pulsrohr und Regenerator nach Teilbild a) ermöglicht

den auf die Kühlleistung bezogenen e�ektivsten Aufbau eines PRK-Systems. Vorteile

hierbei sind die Vermeidung von Totvolumina im Kaltbereich � hier mit Tk
bezeichnet, da das Arbeitsgas nicht in seiner Strömungsrichtung umgelenkt werden

muss. Hieraus resultiert weiterhin ein gleichmäÿiger Strömungsübergang des Gases

vom Regenerator in das Pulsrohr und umgekehrt, ohne zusätzliche Bildung von

Turbulenzen durch eine Gasumlenkung. Für manche Anwendungen ist es jedoch

von Nachteil, dass sich der Kaltkopf zwischen den beiden warmen Enden Tw des

Systems be�ndet, was die Montage von Applikationen und die �exible Handhabung

des Systems für bestimmte Anwendungen erschwert. Verwendung �ndet diese

Anordnung z.B. in den Miniatur-Leistungskühlern der US Firma TRW, welche

speziell für Weltraumanwendungen auf Satelliten konzipiert sind [45].
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Abbildung 3.3.: Unterschiedliche Möglichkeiten des geometrischen Aufbaues eines Puls-
rohrkühlers: a) Lineare Anordnung, b) U-Rohr-Anordnung und c) koaxiale Anordnung
von Pulsrohr und Regenerator

Den kompaktesten, jedoch auch konstruktiv aufwändigsten Aufbau erreicht man

mit einer koaxialen Anordnung von Pulsrohr und Regenerator nach Abbildung 3.3

Teilbild c). Hierbei ist besonders auf die thermische Isolierung zwischen den beiden

Komponenten zu achten. Durch den relativ engen Kontakt kommt es aufgrund

der unterschiedlichen Temperaturpro�le von Pulsrohr und Regenerator im Betrieb

zu einem radialen dissipativen Wärme�uss, welcher die E�ektivität des Systems

reduziert. Der kalte Wärmetauscher dient gleichzeitig als Kalt�äche und sollte eine

möglichst homogene Gasumlenkung mit wenig Totvolumen ermöglichen.

Als dritte Variante für einen kompakten und konstruktiv einfachen Aufbau ist eine

U-förmige Anordnung nach Teilbild b) möglich. Der direkte thermische Kontakt von

Pulsrohr und Regenerator ist beseitigt bei gleicher Gesamtlänge des Systems wie in

der koaxialen Anordnung. Für Variante b) und c) gilt, dass sich die zu kühlenden

Anwendungen relativ einfach montieren lassen und das Gesamtsystem �exibel ein-

setzbar ist, wenn man den Kaltkopf durch eine Transferleitung vom Kompressor bzw.

Rotationsventil abkoppelt.

3.5. Theoretische Grundlagen zum Pulsrohrkühler

3.5.1. Enthalpie�uss-Analyse

Eine thermodynamische Beschreibung der Vorgänge in einem Stirling-Kühler kann

das sogenannte Enthalpie�ussmodell liefern, welches von Radebaugh et al. auf die Be-

schreibung für Ori�ce- und Double-Inlet-Pulsrohrkühler übertragen wurde [46] ,[16].
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Die Betrachtungen setzen als Arbeitsmedium ein ideales Gas, sowie adiabatisches

Verhalten im Pulsrohr und einen idealen Regenerator voraus (isothermes Verhalten,

kein Enthalpie�uss vom Regenerator zum Pulsrohr). Zur Vereinfachung werden

sinusförmige Funktionen für die Beschreibung des Druckes und der Massen�üsse

angenommen.

Das Ziel der Enthalpie�uss-Analyse ist es, die Kühlleistung bzw. den Enthalpie�uss

am kalten Wärmetauscher zu bestimmen. Unter Anwendung des 1. Hauptsatzes der

Thermodynamik auf die Bedingungen am kalte Ende des Systems erhält man nach [16]

die Enthalpiebilanz nach Gleichung 3.1, wobei der Enthalpie�uss _H, der Massen�uss

_m, der Druck p sowie die Temperatur T im folgenden zeitabhängige, periodische

Funktionen der Frequenz f = !

2�
sind.

_Qk =
D
_H
E
�
D
_Hreg

E
(3.1)

_Qk : Kühlleistung am kalten EndeD
_H
E

: Enthalpie�uss durch das Pulsrohr innerhalb eines ZyklusD
_Hreg

E
: Enthalpie�uss durch den Regenerator innerhalb eines Zyklus

Die Voraussetzung eines idealen Regenerators bedeutet
D
_Hreg

E
= 0. In diesem Fall

wird Gleichung 3.1 zu _Qk;ideal =
D
_H
E
. Der Enthalpie�uss eines idealen Gases in einem

o�enen System wird beschrieben durch

_H = _m � cp � T; (3.2)

wobei cp die spezi�sche Wärme bei konstantem Druck und _m der Massen�uss ist. Der

über die Zeitdauer � eines Arbeitszyklus gemittelte Enthalpie�uss ist dann

D
_H
E
=
cp

�
�
I

_m � T � dt (3.3)

Unter Verwendung der Zustandsgleichung für das ideale Gas � p � V = m � Rs � T �

wobei p und V der Druck und das Volumen sowie Rs und m die spezi�sche Gas-

konstante und die Masse des Arbeitsgases sind, kann Gleichung 3.3 umgeschrieben

werden zu

D
_H
E
=
cp � APR

� �Rs

�
I

v � p � dt (3.4)

Hierin sind APR die Querschnitts�äche des Pulsrohres und v die Strömungsge-

schwindigkeit des Arbeitsgases. Für die Annahme von sinusförmigen Änderungen des

Strömungs-, Druck-, Temperatur- und Massen�usses erhält man nach Gleichung 3.3

und Gleichung 3.4 die Abhängigkeit
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D
_H
E

/ cos(#) (3.5)

Der Winkel # beschreibt die Phasendi�erenz zwischen _m und T aus Gleichung 3.3

bzw. zwischen v und p aus Gleichung 3.4. Wie in Kapitel 3.2 und 3.3 beschrieben,

lässt sich dieser Phasenwinkel durch verschiedene Modi�kationen am Pulsrohrkühler

einstellen und variieren. Der Enthalpie�uss bzw. die Kühlleistung am kalten Ende

wird umso gröÿer, je kleiner die Phasendi�erenz # wird (maximale Kühlleistung

wenn # = 0Æ).

Um die Kühlleistung für einen expliziten Fall berechnen zu können, wird nach Glei-

chung 3.3 der Massen�uss am kalten Wärmetauscher _m = _mk benötigt. Dieser ergibt

sich unmittelbar aus der Kontinuitätsgleichung für den Massen�uss und wurde erst-

mals von Radebaugh in [16] für ein ideales Gas nach Gleichung 3.6 beschrieben.

_mk =
Tw

Tk
� _mw +

1


�

VPR

Rs � Tk
� _pPR (3.6)

Tk=Tw : Verhältnis der Temperaturen am kalten und warmen Ende des Pulsrohres

_mk= _mw : Verhältnis von Massen�uss am kalten zum warmen Ende des Pulsrohres

VPR : Pulsrohrvolumen

Rs : spezi�sche Gaskonstante (für Helium RHe = 2077 J=(kg �K))

 = cp=cv : Adiabatenkoe�zient (für Helium He = 5=3)

_pPR : zeitliche Ableitung des Druckes im Pulsrohr

Der Massen�uss _mk am kalten Ende setzt sich nach Gleichung 3.6 aus zwei Anteilen

zusammen: zum einen aus dem Massen�uss _mw am warmen Ende, welcher aufgrund

der Dichteänderung zwischen warmem und kaltem Ende mit dem Normierungsfaktor

Tw=Tk zu multiplizieren ist und zum anderen Teil aus dem Anteil der adiabatischen

Kompression des Arbeitsgases im Pulsrohr / _pPR. Wird der Ori�ce-PRK betrachtet,

so gilt unter Vernachlässigung des Totvolumens des warmen Wärmetauschers

_mw = _m0, wobei _m0 dem Massen�uss durch das Ori�ce-Ventils in das Ballastvolu-

men entspricht. Wird der Double-Inlet-PRK betrachtet, so kann ein Teil des Gases

_m2 vom Ballastvolumen am Pulsrohr vorbei durch den zweiten Einlass ab�ieÿen,

und der Massen�uss am warmen Pulsrohrende beträgt somit _mw = _m0 � _m2. Die

Verdeutlichung der Phasenlagen zwischen den unterschiedlichen Massen�üssen und

dem Druck kann durch die Darstellung in einem Zeigerdiagramm nach Abbildung

3.4 erfolgen. Die Massen�uss- und Druckgröÿen beschreiben hierbei keine zeitlichen

Funktionen mehr, sondern sind komplexe Zeiger, die die Amplitude und die Phase

der jeweiligen Sinusfunktionen repräsentieren.

Analog zur Beschreibung in Kapitel 3.2 verkleinert der Massen�uss _m2 des DIPRK

durch das Double-Inlet-Ventil im Vergleich zum Ori�ce-PRK den Phasenwinkel #
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Abbildung 3.4.: Darstellung der Phasenverschiebung # von Massen�üssen und Drücke
eines Pulsrohrkühlers im Ori�ce- bzw. Double-Inlet-Modus durch ein Vektor-
Zeigerdiagramm

zwischen _mk und pPR und die Amplitude des Massen�usses am kalten Ende. Der

Winkel Æ gibt die Phasenlage des Massen�usses durch das Double-Inlet-Ventil an.

Nach [47] ergeben sich experimentelle Werte von etwa Æ � 50Æ Durch Einsetzten von

_mk nach Gleichung 3.6 in Gleichung 3.3 erhält man die ideale Kühlleistung am kalten

Ende des Pulsrohres für die Temperatur Tk durch Gleichung 3.7.

_Qk;ideal �
D
_H
E
=
cp

�

I
_mk � Tk � dt =

1

2
�
Rs � �Tk
�pPR

� _mk � pPR � cos(#) (3.7)

Für die Betrachtung dieser Vorgänge bei tiefen Temperaturen, zum Beispiel bei

zweistu�gen Pulsrohrkühlern, kann man nicht mehr von einem idealen Gas ausgehen.

Hier muss die Theorie auf reale Gase und deren Eigenschaften erweitert werden.

Darstellungen hierzu �nden sich zum Beispiel in [3] und [48], [49].

3.5.2. Numerische Verfahren

Neben den rein analytischen Methoden aus der Thermo- und Strömungsdynamik zur

Beschreibung der thermodynamischen Eigenschaften von einzelnen Komponenten

eines Pulsrohrkühlers existieren auch theoretische Modelle und Computerprogramme

zur Simulation und Optimierung eines Pulsrohrkühlersystems. Hier soll lediglich ein

kurzer Verweis auf weiterführende Arbeiten oder Software gegeben werden.
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3.5.2.1. Harmonische Näherung - elektrisches Analogiemodell

Auf der Grundlage der in [50] beschriebenen harmonischen Näherung der Funktionen

von Druck und Massen�uss können über Laplace-Transformationen die zeitabhän-

gigen Funktionen in Vektoren bzw. komplexe Zahlen transformiert werden. In [51]

wird darauf aufbauend ein Modell eines Pulsrohrkühlerkaltkopfes entwickelt, welches

die einzelnen Komponenten des Systems in Analogie zur Elektronik durch elektrische

Bauteile ersetzt. Hierbei werden zum Beispiel der dynamische Druck als elektrische

Spannung und der (Gas-)Massen�uss als elektrischer Strom gesetzt. Somit lässt sich

ein Netzwerk von elektrischen Vierpolen aufbauen, wodurch die Modellierung des

Pulsrohrkühlers durch die numerische Berechnung und Simulation der elektrischen

Bauteile ermöglicht wird. Aus der Berechnung der komplexen Impedanzen der

Bauteile kann man auf den dynamischen Druck und den Massen�uss an jedem

Ausgang eines Bauteils schlieÿen.

3.5.2.2. Das ARCOPTR-Modell

Zur Berechnung und Optimierung von Ori�ce- und Inertance-Tube-

Pulsrohrkühlern steht im Internet unter der World-Wide-Web Adresse

http://arcoptr.arc.nasa.gov/ARCOPTR-options.html ein Simulationsprogramm

zur Verfügung. Die Abkürzung ARCOPTR steht für �Ames Research Center Ori�ce

Pulse Tube Refrigerator�. Es basiert auf einem Programm, das von der Firma

Ames entwickelt wird, um das grundlegende Verhalten eines Pulsrohrkühlers zu

untersuchen und zu simulieren. Die Simulation ist begrenzt auf niedrige Druckhübe,

sinusförmige Druckwellenformen, und liefert lediglich Vorhersagen für Temperaturen

und Massen�üsse. Innerhalb dieser Beschränkungen errechnet ARCOPTR das

Verhalten in allen einzelnen Bestandteilen eines einfachen Pulsrohrkühlers. Nach

der Eingabe der geforderten Gröÿen (ca. 30 - 40 Parameter wie etwa Pulsfrequenz,

Umgebungstemperatur, Kompressor-Volumen etc.) liefert das System zu jeder

Komponente die zu erwartende Temperatur und den entsprechenden Massen�uss.

3.5.2.3. Computersimulation mittels Sage

Von Gedeon Associates [52] existiert ein Simulations- und Optimierungsprogrammna-

mens Sage, welches mittels gra�scher Benutzerober�äche den Aufbau eines Stirling-

oder Pulsrohrkühlers aus einzelnen Komponenten und deren Verbindung untereinan-

der zu einem Gesamtsystem gestattet. Dabei können die Komponenten wie z.B. war-

mer Wärmetauscher, kalter Wärmetauscher, Flussbegradiger usw. mit geometrischen

und thermodynamischen Randbedingungen belegt und anschlieÿend das Verhalten

bzw. die zeitliche Entwicklung simuliert werden. Optimierungsalgorithmen ermögli-

chen es, frei de�nierbare Parameter unter Vorgabe von festen Randbedingungen zu

optimieren.
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3.6. Verlustmechanismen in einem Pulsrohrkühler

Eine möglichst gute Simulation bzw. theoretische Bestimmung der realen Kühllei-

stung eines Pulsrohrkühlers nach Gleichung 3.1 ist nur möglich, wenn man von der

idealen Kühlleistung die real auftretenden Verluste subtrahiert. Im folgenden sollen

einige Verlustmechanismen angesprochen werden, welche für die Planung und den

experimentellen Aufbau eines solchen Kühlsystems beachtet werden sollten.

Um möglichst tiefe Temperaturen im Kühlerbetrieb zu erreichen, muss der externe

Wärmeeintrag5 möglichst gering gehalten werden. Einerseits müssen Bauelemente, die

gleiche Temperaturen haben sollen, wie z.B. Kühlsystem und Probe, gut wärmelei-

tend verbunden werden, und andererseits sind schlecht wärmeleitende Abstützungen

zwischen Bauteilen unterschiedlicher Temperatur erforderlich. Folgende Verlustme-

chanismen sind zu beachten:

3.6.1. Wärmeleitung

Nach [53] sind die Verluste von Materialien der Länge L und Querschnitts�äche A,

die einen Temperaturgradienten Tw � Tk aufweisen, aufgrund der Wärmeleitung _Q�

gegeben durch

_Q� =
A

L

TwZ
Tk

�(T ) � dT (3.8)

Hierbei ist �(T ) die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit, welche z.B. in [53]

tabelliert für verschiedene Materialien vorliegt oder über [54] für einen Temperatur-

bereich Tw � Tk berechnet werden kann. Beachtet werden sollte dies bei der Auswahl

der Rohrmaterialien für Pulsrohr und Regenerator, für die elektrischen Zuleitungen

der Thermometrie sowie für abstützende Verbindungen zwischen Bauteilen unter-

schiedlicher Temperatur.

Der Transport thermischer Energie in einem Gas kommt durch Zusammenstöÿe der

Gasatome oder -moleküle zustande. Der Mechanismus ist unterschiedlich; er hängt

davon ab, ob die mittlere freie Weglänge l der Teilchen klein oder groÿ gegenüber

dem Abstand d zwischen warmer und kalter Fläche ist. Da der Kaltteil des PRK zur

thermischen Isolierung in einem Vakuumgefäÿ untergebracht ist, ergibt sich je nach

erreichtem (Vakuum-)Druck (Molekularströmung pvak � 10�3 mbar, l � d) aufgrund

der Restgasmoleküle im Isolationsvakuum eine berechenbare Wärmeübertragung _QL

auf die kalte Fläche Ak nach [53], [55] durch

5Verluste, die nicht vom Kühler und dessen Funktionsprinzip verursacht werden.
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_QL = Ak � aeff �K � pvak � (Tw � Tk) (3.9)

aeff =
1

1

ak
+ Ak

Aw

� ( 1

aw
� 1)

K =
p
R=8� T �

 + 1

 � 1
mit  = cp=cV

Es sind aeff der e�ektive Akkommodationskoe�zient der Fläche Ak, und K ein von

der Gassorte abhängiger konstanter Faktor (Einheit: W=(m2 bar K)). Der Akkommo-

dationskoe�zient ai für die Fläche Ai ist um so kleiner, je reiner die Metall�äche, je

kleiner die molare Masse M des Gases, je höher die Gastemperatur und die Tempe-

ratur der Fläche sind. Richtwerte der Koe�zienten ai und weiterführende Literatur

�nden sich in [53]. Durch Druckerniedrigung kann der Wärmetransport, der auf der

Wärmeleitung im Restgas beruht, stark vermindert werden.

3.6.2. Wärmestrahlung

Umgeben sich zwei Flächen mit unterschiedlichen Temperaturen (Ak; Tk) bzw.

(Aw; Tw) so wird auf die kalte Fläche nach [53] die Strahlungsleistung

_QS = � � Ak � �r � (T 4

w
� T 4

k
) (3.10)

�r =
1

1

�k
+ Ak

Aw

� ( 1

�w
� 1)

übertragen. In Gleichung 3.10 bedeuten die �-Werte die Emissionsgrade der Flächen

und � = 5; 67 � 10�8 W=(m�2 �K�4) die Stefan-Boltzmann-Konstante. Die kleinsten

�-Werte besitzen die Metalle mit der gröÿten elektrischen Leitfähigkeit, wie z.B. Gold,

Silber, Aluminium und Kupfer. Durch das Einbringen von strahlungsundurchlässigen

Wänden (Strahlungsschilde) zwischen den Flächen Ak und Aw durch z.B. n Lagen

Superisolationsfolie mit jeweils gleicher Fläche A und Emissionsgrad �, reduziert sich

die Wärmestrahlung auf

_QSn = � � A � � �
(T 4

w
� T 4

k
)

2 � (n+ 1)
(3.11)

Der Wärmestrom _Q einer Vielschichtisolation lässt sich als Summe zweier Anteile
_Qr + _Ql beschreiben, von denen _Qr durch Strahlung ( _Qr � T 3 � �T ) und _Ql durch

Leitung ( _Ql � �T ) verursacht wird. Für die Praxis hat sich die Verwendung ei-

ner lockeren Wicklung oder Stapelung von etwa 20 � 40 Lagen Superisolation pro

Zentimeter bewährt. Bei einer steigenden Packungsdichte (n=d) erreicht man keine

signi�kante Reduzierung der Wärmestrahlung mehr. _Ql nimmt zu, da die Anzahl und
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

die Fläche der Kontaktstellen zunehmen und _Qr nimmt zu, weil die Wahrscheinlich-

keit thermischer Kurzschlüsse zwischen den Schilden gröÿer wird, was sich wie eine

Abnahme von n auswirkt. Untersuchungen des Wärme�usses in Abhängigkeit der

Packungsdichte von unterschiedlichen Isolationsfolien für den Temperaturbereich von

300� 77 K und 77� 4; 2 K �nden sich in [56].

3.6.3. Regeneratorverluste

Das kritischste Element einer regenerativen Gaskältemaschine für tiefe Temperaturen

stellt der Regenerator dar. In ihm entstehen aufgrund von (Gas-)Reibung, Totvolu-

men, Druckabfall, axialer Wärmeleitung und unvollständigem Wärmeübergang zwi-

schen Regeneratormatrix und Arbeitsgas erhebliche Verluste. Das Ziel ist es, durch

die Entwicklung von z.B. neuen Regeneratorgeometrien oder neuen Regeneratorma-

terialien, die Auslegung und Dimensionierung für den Einsatz für Gaskältemaschinen

zu optimieren und vorhandene Verluste zu minimieren [57], [58]. Demnach gilt für

Gleichung 3.1 im realen Fall
D
_Hreg

E
6= 0. Nach [59] kann der mittlere Enthalpie�ussD

_Hreg

E
durch den Regenerator mit Hilfe seiner E�ektivität �reg bestimmt werden

durch

_Qreg =
D
_Hreg

E
= (1� �reg) � cp � _m (Tw � Tk) (3.12)

�reg =
Tw � TG

Tw � Tk
(3.13)

Hierbei entsprechen in Gleichung 3.13 Tk=Tw der Temperatur am warmen/kalten

Ende und TG der Temperatur des am kalten Ende ausströmenden Gases. cp und _m

entsprechen der spezi�schen Wärme bei konstantem Druck und dem Massen�uss. Für

den idealen und den realen Fall bedeutet das Folgendes:

ideal: TG = Tk ) �reg = 1 ) < 
Hreg > = 0

real: TG > Tk ) �reg < 1 ) < 
Hreg > > 0

Eine einfache Methode, die Verluste durch axiale Wärmeleitung in Regeneratoren

näherungsweise zu berücksichtigen, kann durch die Berechnung der Wärmeleitung

durch einen massiven Körper mit gleichen Abmessungen (analog zu Gleichung 3.8)

unter Ein�uss eines Korrekturfaktors � geschehen,

_Q� =
A

L
� � � �Reg � (Tw � Tk) (3.14)

wobei die Schwierigkeit in der Bestimmung der e�ektiven Wärmeleitfähigkeit � � �Reg
der Regeneratormatrix besteht. Messungen von [60] mit Netzen der Mesh-Zahl 400

(De�nition siehe Gleichung 5.8) ergaben für Edelstahl �SS = 0; 1 und Phosphor-

Bronze �PB = 0; 02.
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3.6.4. Strömungsverluste

Das Strömungsverhalten des Arbeitsgases in einem Pulsrohrkühler kann zum Bei-

spiel durch das Vorhandensein von scharfen Kanten und Ecken (an Bohrungen und

Gasumlenkungen) derart gestört werden, dass es zur Ausbildung von Turbulenzen an

diesen Stellen kommen kann, die wiederum einen Verlustmechanismus darstellen. Aus

diesem Grunde sollten Bohrungen grundsätzlich mit einer gewissen Phase versehen

sein, um dem oszillierenden Gas�uss einen möglichst geringen (Fluss-)Widerstand

und keine unnötigen Angri�spunkte entgegenzusetzen.

Der Verlustmechanismus des Wärmeeintrages durch die Ausbildung von Konvektions-

wirbeln, welche sich aufgrund von Dichteunterschieden des Arbeitsgases am warmen

und kalten Ende des Pulsrohres bei Neigung des Systems im Gravitationsfeld der

Erde ergeben, wird in Kapitel 6.2 näher beschrieben.

3.6.5. DC-Fluss-Verluste

Mit dem DC-Fluss in einem System ist ein dem oszillierenden Gasstrom (AC-Strom)

überlagerter Gleichstrom (DC-Strom) des Arbeitsgases gemeint, welcher sich auf-

grund einer geschlossenen Schleife für den Gasstrom ausbilden und somit einen er-

heblichen Wärme- und Massentransport vom warmen zum kalten Ende bewirken

kann. Eine ausführliche Darstellung und systematische Untersuchungen zu diesem

Verlustmechanismus und dessen Kompensation an einem einstu�gen Pulsrohrkühler

werden in Kapitel 4 beschrieben.

3.6.6. Weitere Maÿnahmen zur Senkung der thermischen

Belastung

Der Ein�uss der Festkörper-Wärmeleitung auf die Kryo�äche lässt sich durch folgende

Maÿnahmen niedrig halten:

� Die Abstützungen und Zuleitungen sollen einen möglichst geringen Querschnitt

und eine groÿe Länge haben und aus schlecht wärmeleitenden Material be-

stehen. Für auf Druck beanspruchte Stützen emp�ehlt sich eine Struktur aus

gestapelten Komponenten, um den Wärmeübergangswiderstand zu erhöhen.

� Thermisches Abfangen: Von auÿen zugeführte Leitungen sollen vor dem Errei-

chen der Kalt�äche an anderen kalten Stellen im System (z.B. am Regenerator)

thermisch kontaktiert werden, um sie �vorzukühlen� bzw. die mitgeführte Wär-

me dort abzugeben.

Für die Reduzierung der Wärmestrahlung auf die Kryo�äche bieten sich folgende

Maÿnahmen an:
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3. Grundlagen des Pulsrohrkühlers

� Die vorhandenen Metall�ächen mechanisch oder elektrolytisch polieren.

� Beschichten der Flächen mit Silber oder Gold durch Bedampfen oder Sputtern,

da nach Gleichung 3.10 niedrige �-Werte für den Strahlungsübergang bestim-

mend sind.

� Vermeiden von Kondensations�ächen auf Kryo�ächen: Gaskondensate auf Me-

tall�ächen erhöhen den �-Wert und damit die thermische Belastung; Gaskonden-

sate auf geschwärzten Flächen erniedrigen den �-Wert und damit die gewünschte

Absorption von Strahlung.
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4. Optimierung eines Pulsrohrkühlers

durch DC-Fluss-Kompensation

4.1. Ausgangspunkt der Optimierung

Unter der Optimierung eines Kühlsystems wird im allgemeinen die Absenkung der er-

reichbaren Minimaltemperatur und die Erhöhung der zur Verfügung stehenden Kühl-

leistung bei einer bestimmten Temperatur verstanden. Durch die Veränderung von

bestimmten (Betriebs-)Parametern ist eine Optimierung des Systems und damit die

Steigerung seiner Leistungsdaten � manchmal auch als �Kühler-Performance� be-

zeichnet � möglich. Exemplarisch sind hierfür zu nennen:

� Optimierung der Kühlergeometrie bezüglich des Volumens von Pulsrohr und

Regenerator

� Optimierung des Volumens der Ori�ce-Leitung (Impedanz) und des Ballastvo-

lumens, um den sogenannten �inertance-tube E�ekt� auszunutzen

� Variation der elektrischen Eingangsleistung

� Variation der oszillierenden Pulsfrequenz von Hoch- und Niederdruck

� Optimierung der Regeneratormatrix bezüglich unterschiedlicher Schichtungen

von verschiedenen Materialien

� Variation des Mitteldruckes vom Arbeitsgas und der Druckwellenform am

Haupteinlass

Als Ausgangspunkt zur Optimierung dient der in [1] beschriebene U-Rohr Pulsrohr-

kühler mit den zugehörigen Leistungsdaten von 30 K Minimaltemperatur und einer

Nettokühlleistung von 4; 76 W bei 80 K. Die Helium-Druckgasversorgung erfolgt

über einen 2 kW He-Kompressor der Firma Leybold und einer 4 m langen �exiblen

Polyamid-Leitung als Verbindung vom Rotationsventil zum Kaltkopf.

Die in diesem Kapitel vorgestellten Methoden der PRK-Optimierung untersuchen

das Problem des (Gas)-Gleichstrom-Massen�usses (engl.: DC-Flow), welcher erstmals
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4.2. Charakterisierung des DC-Flusses

von Gedeon [2] für Stirling-Kühler und einstu�ge Pulsrohrkühler im Jahre 1996 er-

wähnt wurde. Sowohl Simulationen von [2], [3], [4] als auch experimentelle Unter-

suchungen an zweistu�gen Double-Inlet- [3], [5], [6] und [7] sowie an Multi-Bypass-

Pulsrohrkühlern [8] zeigten, dass dieses Phänomen des DC-Flusses einen beachtli-

chen Ein�uss auf die Eigenschaften eines Double-Inlet-PRK haben kann. Ein DC-

Fluss kann z.B. durch die Schaltzeiten des Rotationsventils [3], durch Asymmetrien

im Double-Inlet-Nadelventil [9] oder durch ein zusätzliches DC-Fluss-Ventil zwischen

Ballastvolumen und Kompressorleitung [6] entstehen bzw. gezielt verändert werden.

In [11] konnte der Ein�uss des DC-Flusses in Abhängigkeit der Massen�üsse an einem

Vier-Ventil Pulsrohrkühler experimentell untersucht werden.

4.2. Charakterisierung des DC-Flusses

Ein DC-Fluss kann sich prinzipiell überall dort einstellen, wo ein geschlossener

Gaskreislauf existiert. Er wird bei periodisch oszillierenden Druckschwankungen, wie

er in den Arbeitszyklen von regenerativen Gaskältemaschinen vorkommt, durch zwei

Mechanismen hervorgerufen [12]. Zum einen ist der Massen�uss abhängig von der

Dichte des Arbeitsgases bei einer bestimmten Geschwindigkeit, so dass der zeitliche

Mittelwert des Massen�usses zum Beispiel am Ort des Double-Inlet Ventils sich

nicht zu Null ergibt [2]. Zum anderen führt der asymmetrische Druckabfall entlang

von Flusswiderständen wie z.B. Nadelventilen oder gepressten Kapillaren [9] zu

unterschiedlichen Niveaus der Mitteldrücke im System. Baut sich nun während des

Betriebs des Systems ein Druckunterschied zwischen Haupteinlass und Ballastvolu-

men auf, so ist dieser Druckgradient ein möglicher Antrieb für einen Gas-Gleichstrom.

Mit der Einführung und Benutzung des Double-Inlet Ventils in einem Pulsrohrkühler

(siehe Kapitel 3.2.3) wird dem Arbeitsgas die Möglichkeit gegeben, zusätzlich zum

periodischen Massen�uss (AC-Fluss) einen Gas-Gleichstrom aufrechtzuerhalten.

Durch das Ventil � in Abbildung 4.1 mit NV2 bezeichnet � existiert ein geschlosse-

ner Gaskreislauf vom Regenerator durch den Kaltkopf in das Pulsrohr und von dort

durch das Double-Inlet Ventil zurück zum Regenerator. Der DC-Fluss ist eine Folge

davon, dass der Massen�uss in die eine Richtung gröÿer ist als der Massen�uss in die

entgegengesetzte Richtung, da Nadelventile immer eine Vorzugsrichtung bezüglich

des Anströmverhaltens haben. Somit kommt es zu der oben genannten Überlagerung

der AC- und DC-Gasströmungen und den sich aufbauenden Druckgradienten.

Der DC-Fluss kann prinzipiell in zwei Richtungen auftreten, als positiver und

negativer DC-Fluss. Positiv bedeutet hierbei einen Netto-Gas�uss vom Haupteinlass

durch das Double-Inlet Ventil in das Pulsrohr. Die entgegengesetzte Richtung wird

als negativer DC-Fluss de�niert, wie in Abbildung 4.1 verdeutlicht wird.
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4. Optimierung eines Pulsrohrkühlers durch DC-Fluss-Kompensation

Abbildung 4.1.: Verdeutlichung der De�nition des positiven (links) und negativen (rechts)

DC-Flusses in einem Double-Inlet Pulsrohrkühler

Nach Gedeon [2] bewirkt ein DC-Fluss von weniger als einem Prozent der AC-

Flussamplitude einen signi�kanten Anstieg der Minimaltemperatur des Systems.

Die Ursache hierfür liegt in einem gesteigerten Wärmetransport durch den DC-

Massen�uss vom warmen zum kalten Ende und eine erhöhte Wärmeleitung entlang

der Regeneratormatrix durch das Auftreten von gröÿeren Temperaturgradienten. Da

der DC-Fluss im Vergleich zum AC-Fluss nur sehr klein ist, bereitet es Schwierigkei-

ten, den DC-Fluss direkt im System zu messen, ohne die Strömungsverhältnisse des

PRK zu stören. Aus diesem Grund müssen indirekte Messmethoden gefunden werden.

Prinzipiell kann das Vorhandensein eines DC-Flusses durch zwei unterschiedliche

Untersuchungen bestimmt werden.

Zum einen kann durch die Messung des Mitteldruckes hpi an zwei unterschiedlichen

Stellen im System, welche die dazwischenliegende Flussimpedanz enthält, die Mittel-

druckdi�erenz DCp als treibende Gröÿe gemessen werden. Dies ist zum Beispiel vor

dem Regenerator hp v:Regi und im Ballastvolumen hpBi der Fall.

DCp = hpBi � hpv:Regi (4.1)

Zum anderen ergibt die Messung der Temperaturpro�le entlang der Rohrwandun-

gen von Regenerator und Pulsrohr eine charakteristische Temperaturverteilung für

einen positiven und negativen DC-Fluss [10]. Mit dem Auftreten eines DC-Flusses

ist der Massen�uss in den PRK und aus dem PRK heraus nicht gleich groÿ. Da-

mit ändert sich das Temperaturpro�l des Gases innerhalb der Rohre und damit auch

das Temperatur-Wandpro�l. Somit kann die Kenntnis über die Temperaturverteilung

entlang der Rohrwandungen genutzt werden, um die Anwesenheit eines DC-Flusses
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zu messen und darzustellen. Der Temperaturgradient kann weiterhin zu einer Cha-

rakterisierung des DC-Flusses und dessen Richtung (positiv oder negativ) verwendet

werden. Hierzu wird die normierte Temperatur DCT

DCT =
T � Tkalt

Twarm � Tkalt
; (4.2)

je nachdem, ob man Regenerator oder Pulsrohr betrachtet, gegen die normierte Positi-

on des Ortes der Temperaturmessung x=L aufgetragen. Das Regeneratorpro�l verläuft

nach [2] ohne Anwesenheit eines DC-Flusses annähernd linear. Bei einem positiven

Gas�uss wird es am Regenerator im unteren Bereich zu kälteren Temperaturen hin

durchgebogen (konkav), weil kaltes Gas vom unteren Ende des Pulsrohres in den

Regenerator einströmt. Im umgekehrten Falle des negativen DC-Flusses � hier ist

der Mitteldruck im Pulsrohr höher als im Regenerator � stellt sich ein konvexes

Temperaturpro�l im Regenerator gemäÿ Abbildung 4.2 ein.

Abbildung 4.2.: Theoretisches Regenerator-Temperaturpro�l bei positiven, negativen und
kompensiertem DC-Fluss nach Gleichung 4.2

In den nachfolgenden (Unter-)Kapiteln werden zwei Möglichkeiten vorgestellt, mit

denen aufgrund dieser Messmethoden das Vorhandensein eines DC-Flusses gemessen

und beschrieben werden kann. Über eine Variation der Druckwellenform kann erreicht

werden, dass je nach vorhandener Situation dem Arbeitsgas beim Einströmen oder

Ausströmen aus dem System mehr Zeit gegeben wird, mit den vorhandenen Wärme-

tauschern in Wechselwirkung zu treten. Durch die Veränderungen der Zeitspannen

wird hierdurch auch ein Druckausgleich im System vorgenommen. Somit kann einem

DC-Fluss entgegengewirkt bzw. dieser teilweise oder vollständig kompensiert und die

Leistung des Kühlsystems durch die Reduzierung von Verlusten gesteigert werden.
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4. Optimierung eines Pulsrohrkühlers durch DC-Fluss-Kompensation

4.3. Charakterisierung von Druckwellenformen

Der Ein�uss der Variation von der Druckwellenform p(t) auf die erreichbare Minimal-

temperatur und Kühlleistung eines Pulsrohrkühler wurde von [14] untersucht. Für

nicht sinusförmige Wechselgröÿen mit einer Periodendauer von T = 1

f
= 2�

!
müssen

Kennzahlen de�niert werden, die einen nachträglichen Vergleich und eine Charakte-

risierung ermöglichen. Nach [13] können folgende Kennzahlen angegeben werden:

4.3.1. Scheitelfaktor

Dieser wird auch Crest-Faktor genannt. Er ist das Verhältnis zwischen Scheitelwert

p̂ = �p

2
und E�ektivwert peff einer Wechselgröÿe beliebiger Kurvenform

ks =
p̂

peff
(4.3)

Die De�nition des E�ektivwertes oder auch quadratischer Mittelwert einer Gröÿe ist

gegeben durch

peff =

vuuut 1

T
�

TZ
0

(p(t)� �p)
2
dt (4.4)

4.3.2. Formfaktor

Er bezieht den E�ektivwert (4.4) auf den Gleichrichtwert.

kf =
peff

hjp(t)� �pji
(4.5)

Der Gleichrichtwert wird bestimmt durch Mittelung über den Betrag des Signals

hjp(t)� �pji =
1

T
�

TZ
0

jp(t)� �pj dt (4.6)

Scheitel- und Formfaktor sind Kennwerte zur groben Beschreibung der Kurvenform

einer Wechselgröÿe. Je stumpfer die Kurvenform ist, desto mehr nähert sich der

Formfaktor (von oben) dem Wert 1 an. Tabelle 4.1 zeigt einige Scheitel- und

Formfaktoren für verschiedene Kurvenformen.

Eine weitere Kenngröÿe ist das Produkt aus Scheitel- und Formfaktor

kp = ks � kf =
�p

2 � hjp(t)� �pji
=

p̂

hjp(t)� �pji
(4.7)

46
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Tabelle 4.1.: Scheitel- und Formfaktor von unterschiedlichen Kurvenformen

Kurvenform ks kf kp

Sinus 1,414 1,111 1,571

Dreieck 1,732 1,155 2,000

Rechteck 1,000 1,000 1,000

Sägezahnschwingung 1,732 1,155 2,000

Die im folgenden beschriebenen Untersuchungen bezüglich der Optimierung eines

Pulsrohrkühlers wurden an einem PRK-System durchgeführt, welches in [1] ausführ-

lich beschrieben ist. Die Erzeugung der Druckwellenform erfolgt über ein adaptiertes

Rotationsventil, welches ursprünglich zur Ansteuerung eines zweistu�gen GM-Kühlers

mit Hoch- und Niederdruck der Firma Leybold gedient hat.

4.4. Anpassung der Druckwelle über

Rotationskörper und Ventilplatte

Die Abbildung 4.3 zeigt jeweils einen Querschnitt und eine Draufsicht der ver-

wendeten Ventilplatte aus dem Rotationsventil (siehe Abbildung 5.10) und einem

Rotationskörper aus dem MaterialRulonr, welcher auf der Ventilplatte mittels eines

Motors abläuft und periodisch den Hoch- und Niederdruck des Helium-Kompressors

mit dem System verbindet. Eingezeichnet ist die Lage der gemessenen Winkel, die zur

De�nition des Hochdruckbereiches (HD) und des Niederdruckbereiches (ND) dienen.

Abbildung 4.3.: Foto und Zeichnung der verwendeten Ventilplatte aus dem Rotationsventil
und eines Rulonr-Rotationskörpers

Tabelle 4.2 gibt eine Übersicht über die im folgenden verwendeten Symbole bezüglich
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der gemessenen Gröÿen zur Beschreibung der Druckwellenformen. Dabei symbolisiert

ein tiefgestellter, angehängter Index an den gemittelten Druckwerten jeweils eine der

vier Messpositionen im Helium-Drucksystem, welche in der Schemazeichnung von

Abbildung 5.12 beschrieben sind.

Tabelle 4.2.: Verwendete Symbole zur Beschreibung der Druckwellenformen

Symbol Beschreibung

ph Hochdruck bzw. maximaler Druckwert einer Kurve

pl Niederdruck bzw. minimaler Druckwert einer Kurve

ph=pl Verhältnis von Hoch- und Niederdruck

�p Druckhub - Di�erenz zwischen Hoch- und Niederdruck

p(t) Dynamische Druckwellenform über die Zeit

hpabsi Absolutwert des Mitteldruckes

hpreli Relativwert des Mitteldruckes

� hpi Di�erenz der (zugehörigen) Mitteldrücke

In der anfänglich verwendeten Ausführung des Rotationskörpers existieren keine Tot-

zeiten zwischen der Hoch- und Niederdruckphase im System. Die Winkel betragen im

Hochdruck:HD = 2�'HD = 162; 726Æ und imNiederdruck:ND = 2�'ND = 195; 894Æ.

Dies entspricht einem Verhältnis von V = 'HD='ND = 0; 833. Abbildung 4.4 zeigt die
zugehörige Druckwellenform dieses �Standard�-Rotationskörpers, wobei die Druckwel-

lenform im Ballastvolumen wegen der kleineren Werte um einen Faktor 5 vergröÿert

dargestellt ist. Die Positionen der Drucksensoren können aus Abbildung 5.12 entnom-

men werden. Die Angaben der Druckwerte beziehen sich auf die Druckwellenform vor

dem Regenerator (pv:Reg) am Haupteinlass.

Der etwas gröÿere Winkel im Niederdruck 'ND ist in der Druckwellenform an

der längeren Zeitdauer von der Hochdruckspitze zur Niederdruckspitze in Abbil-

dung 4.4 sichtbar. Das Druckverhältnis von Hoch- zu Niederdruck beträgt hierbei

ph=pl � ph=l = 2; 016. Weder im Hochdruck, noch im Niederdruck ist eine konstante

Plateauphase zu erkennen. Es kommt vielmehr durch die Arbeits- bzw. Pulsfrequenz

von fpuls = 4; 6 Hz und der l = 4 m langen Polyamid-Zuleitung zu einem Wech-

sel von dem einem in den anderen Druckbereich, bevor sich das maximal mögliche

Druckniveau des Kompressors, in Abbildung 4.4 als ein angenäherter Rechteckimpuls

dargestellt, ausbilden konnte.

4.4.1. Beschreibung der untersuchten Rotationskörper

Bei den durchgeführten Untersuchungen kamen verschiedene Rotationskörper aus

dem Material1 Rulonr für das GM-Drehventil zum Einsatz. Hierbei wurden die

1Werksto� Valflonr F-108, Handelsname Rulonr von Dixon Resine GmbH, Technische Kunst-

sto�e, Siemensstraÿe 2, D-64526 Mörfelden
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Abbildung 4.4.: Druckwellenformen des �Standard�-Rotationskörpers mit V = 0,833, auf-
genommen am Rotationsventil, vor dem Regenerator und im Ballastvolumen.

Ö�nungswinkel für Hoch- und Niederdruck entsprechend den Werten aus Tabelle 4.3

und Tabelle 4.4 variiert.

Tabelle 4.3.: Daten der Rulonr-Rotationskörper aus der dc-Serie

Rulonr 'HD 'ND 2 � 'HD 2 � 'ND V = 'HD='ND

Rulonr_dc1 81,363 97,947 162,726 195,894 0,8306

Rulonr_dc2 78,299 101,564 156,599 203,129 0,7709

Rulonr_dc3 74,967 105,146 149,935 210,292 0,7129

Rulonr_dc4 72,282 107,704 144,565 215,409 0,6711

Rulonr_dc5 68,719 111,469 137,438 222,939 0,6164

Rulonr_dc6 65,293 114.744 130,587 229,488 0,5690

Die Variation des Verhältnisses von Hochdruck- zu Niederdruckwinkel erfolgt in der

als �dc-Serie� gekennzeichneten Ausführung durch die Vergröÿerung der Ausfräsung

im Niederdruck und gleichzeitiger Verkleinerung der seitlichen Aussparung für den

Hochdruckbereich (vergleiche Abbildung 4.3). Dabei sind die Ausfräsungen so ange-

ordnet, dass zu keinem Zeitpunkt während eines vollen Umlaufes des Rotationskörpers

eine sogenannte �Totzeit� auftritt. Hierunter ist die Zeitspanne zu verstehen, in der

der Kaltkopf weder mit dem Hoch- noch mit dem Niederdruck verbunden ist. Beide

Winkel ergeben somit in der Summe einen Wert von 360Æ.
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Tabelle 4.4.: Daten der Rulonr-Rotationskörper aus der sy-Serie

Rulonr 'HD 'ND 2 � 'HD 2 � 'ND V = 'HD='ND

Rulonr_sy1 90,00 90,00 180 180 1,00

Rulonr_sy2 85,50 90,00 171 180 0,95

Rulonr_sy3 81,00 90,00 162 180 0,90

Rulonr_sy4 76,50 90,00 153 180 0,85

Rulonr_sy5 72,00 90,00 144 180 0,80

Eine als �sy-Serie� bezeichnete Variation des Rotationskörpers wurde, ausgehend von

einem symmetrischen Rulonr-Körper mit HD = 180Æ und ND = 180Æ konstruiert.

Der Niederdruck wird hierbei mit ND = 180Æ konstant gehalten, und der Hochdruck

HD schrittweise verringert. Damit passt sich bezüglich des Verhältnisses V diese

Serie nach oben hin an die Rulonr_dc-Serie aus Tabelle 4.3 an.

Von diesen konstruierten Möglichkeiten wurden die Rulonr-Körper aus Tabelle 4.5

verwendet, um die Auswirkungen auf das Verhalten des Pulsrohrkühlers zu untersu-

chen. Verglichen werden die gemessenen Daten dieser abgeänderten Rulonr-Körper

mit dem Original 2-er GM-Rulonr der Firma Leybold mit V = 0; 833 aus Abbil-

dung 4.4.

Tabelle 4.5.: Getestete Rulonr-Körper mit unterschiedlichen Steuerzeiten

Rulonr V = 'HD='ND

Rulonr_sy1 1,000

Original GM-Rulon 0,833

Rulonr_sy5 0,800

Rulonr_dc3 0,713

Rulonr_dc4 0,671

4.4.2. Eigenschaften und Vergleich der erzeugten und

gemessenen Druckwellenformen

Im folgenden wird zu jedem Rulonr-Körper ein Vergleich der erzeugten Druckwel-

lenform vor dem Regenerator mit dem Original 2-er GM-Rulon (V = 0; 833) dar-

gestellt. Die übereinanderliegenden Kurven der Druckwellen sind auf einen gemein-

samen Startpunkt (unten links) in der Niederdruckphase getriggert. Alle Messungen

sind bei einer Pulsfrequenz von etwa fpuls = 4; 6 Hz, mit einer l = 4 m langen

�exiblen Polyamid-Leitung (Innendurchmesser �i = 4 mm � 1 mm) und einem ab-
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soluten Helium-Fülldruck des Systems von hpabsi = 17; 13 bar im warmen Zustand

durchgeführt worden. Abbildung 4.5 zeigt den Vergleich für V = 1; 000.

Abbildung 4.5.: Druckwellenformen am Haupteinlass mit Rulonr-Körper V = 1; 000

('HD = 90Æ; 'ND = 90Æ) und mit dem Standard-GM-Körper V = 0; 833 ('HD =

81; 36Æ; 'ND = 97; 95Æ)

Zu erkennen ist, dass für den Rulonr-Körper mit V = 1; 000 die Hochdruckphase

(nur sehr) geringfügig verbreitert ist und die Niederdruckphase relativ spitz ausfällt

und etwas schmaler wurde. Dies signalisiert, dass nicht genügend Zeit zur Verfügung

steht, einen vollkommenen Druckausgleich in der Niederdruckphase herzustellen,

sondern dass es schon vor dem Erreichen des möglichen niedrigsten Druckes zu

einem erneuten Druckanstieg kommt. Das Druckverhältnis von Hoch- zu Niederdruck

beträgt hierbei ph=pl = 1; 885. Weiterhin wird dadurch dem Gas in der adiabatischen

Expansionsphase weniger Zeit gegeben, eine gewisse Wärmemenge von dem kalten

Wärmetauscher aufzunehmen. Die Wärmeübertragung wird durch kurze Nieder-

druckphasen nicht sehr e�ektiv sein, was somit zu einer längeren Abkühlzeit auf die

Minimaltemperatur und zu einer geringeren Kühlleistung führt.

Bei diesem symmetrischen Winkelverhältnis von 'HD = 'ND = 90Æ hätte man (ei-

gentlich) eine symmetrische Druckwellenform erwarten sollen. Die unterschiedlichen

Druckbereiche deuten darauf hin, dass es durch das Vorhandensein von unsymme-

trischen Flusswiderständen innerhalb des Systems zu einem nicht ausgeglichenen

Druckverhältnis des Mitteldruckes an unterschiedlichen Stellen im System kommen

kann. Nach Kapitel 4.2 wird hierdurch gerade das Auftreten eines DC-Gas�usses

begünstigt.

Abbildung 4.6 zeigt den Vergleich zwischen den erzeugten Druckwellenformen mit

dem V = 0; 833 und V = 0; 800 Rotationskörper.
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Abbildung 4.6.: Druckwellenformen am Haupteinlass mit Rulonr-Körper, V = 0; 800

('HD = 72Æ; 'ND = 90Æ) und mit dem Standard-GM-Körper V = 0; 833 ('HD =

81; 36Æ; 'ND = 97; 95Æ)

In dieser Druckwellenform mit V = 0; 800 hat sich der abknickende Verlauf der

Kurve im Umkehrpunkt des Niederdruckes etwas abgeschwächt und die Kurve im

Scheitelpunkt des Hochdruckes ist etwas �rundlicher� geworden. Weiterhin lässt die

Druck-Kurve in ihrer Gestalt ein symmetrisches Aussehen erkennen. Gegenüber der

V = 0; 833 Vergleichskurve hat sich die Breite der Hochdruck- und Niederdruckphase

nur gering geändert. Das Druckverhältnis von Hoch- zu Niederdruck beträgt hierbei

ph=pl = 1; 94.

Abbildung 4.7 stellt den Vergleich mit V = 0; 713 dar.

Abbildung 4.7.: Druckwellenformen am Haupteinlass mit Rulonr-Körpern, V = 0; 713

('HD = 74; 967Æ; 'ND = 105; 146Æ) und mit dem Standard-GM-Körper V = 0; 833

('HD = 81; 36Æ; 'ND = 97; 95Æ)
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Bei diesem Rulonr-Körper und dessen erzeugter Druckwellenform ist die eigentliche

Absicht dieser Untersuchungsreihe zur DC-Flow Kompensation zu erkennen, nämlich

eine Angleichung der Mitteldrücke an unterschiedlichen Positionen im System

zu erreichen. Der Hochdruckbereich ist etwas �spitzer� und dadurch geringfügig

schmaler geworden im Vergleich zur Druck-Kurve des Standard-Vergleichskörpers.

Der Niederdruckbereich lässt eine zeitliche Verbreiterung erkennen.

Durch diese Winkeleinteilung der Hoch- und Niederdruckphase wird dem Gas

in dem System mehr Zeit gegeben, nach der (aktiven) Hochdruckphase in der

(passiven) Niederdruckphase einen etwas längeren Druckausgleich im System vor-

zunehmen. Dadurch könnte eine eventuell vorhandene permanente Druckerhöhung

im Ballastvolumen, aufgrund der oben erwähnten Asymmetrie der Nadelventile

(Ori�ce-Impedanz), durch diese nun verlängerte Niederdruckphase ausgeglichen wer-

den. Der in Tabelle 4.7 angeführte Vergleich der weiteren Messwerte wie Mitteldruck

und Di�erenz der Mitteldrücke wird dies eindeutig zeigen. Das Druckverhältnis von

Hoch- zu Niederdruck beträgt hierbei ph=pl = 2; 027.

Abbildung 4.8 gibt einen Vergleich der Rotationskörper mit V = 0; 671 und V =

0; 0671 wieder.

Abbildung 4.8.: Druckwellenformen am Haupteinlass mit Rulonr-Körper V = 0; 671

('HD = 72; 282Æ; 'ND = 107; 704Æ) und mit dem Standard-GM-Körper V = 0; 833

('HD = 81; 36Æ; 'ND = 97; 95Æ)

Die Druckwelle beim Rulonr-Körper mit V = 0; 671 aus Abbildung 4.8 zeigt einen

spitzeren Hochdruckbereich im Vergleich zum V = 0; 833 Körper, während die Nie-

derdruckphase eine etwas länger Zeitspanne durchläuft. Dies kann bedeuten, dass nun

die Wärmeübertragung in der Hochdruckphase mit dem warmen Wärmetauscher in-

e�ektiv vonstatten geht und somit die entstehende Kompressionswärme nicht e�ektiv

abgegeben wird. Die Übergänge von einem in den anderen Druckbereich erfolgen

abrupt. Das Druckverhältnis von Hoch- zu Niederdruck beträgt hierbei ph=l = 1; 969.
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4.4.3. Ergebnisse der Variation der Druckwellenformen

4.4.3.1. Minimaltemperatur

Der Pulsrohrkühler wurde mit jedem der fünf aufgelisteten Rulonr-Körper aus

Tabelle 4.5 im Ori�ce- und im Double-Inlet-Modus bei einer Pulsfrequenz von

fpuls = 4; 6Hz auf die thermisch unbelastete Minimaltemperatur jeweils neu opti-

miert. Abbildung 4.9 zeigt die Minimaltemperatur als Funktion des Winkelverhält-

nisses V von Hoch- zu Niederdruck.

Abbildung 4.9.: Minimaltemperatur als Funktion des Winkelverhältnisses V von Hoch-
zu Niederdruck bei verschiedenen Rulonr-Körpern (siehe Tabelle 4.5)

Mit fallendem Winkelverhältnis V ist eine stufenweise Absenkung der Minimaltem-

peratur zu erkennen. Für V = 0; 713 wird ein Minimum von Tmin = 25; 87 K erreicht,

welches jedoch bei kleineren Werten von V wieder ansteigt. Für V -Werte kleiner

als 0; 671 liegen bisher noch keine Daten vor, können aber mit demkonstruierten

Rulonr-Körper aus Tabelle 4.5 durch weitere Messreihen der Druckwellenform p(t)
und Minimaltemperatur ermittelt werden.

Im Verhalten der Minimaltemperatur macht sich der im Zusammenhang mit

Abbildung 4.7 beschriebene E�ekt bemerkbar, dass mit einer Verkürzung der

Hochdruckphase und dem Erweitern der Niederdruckphase dem Arbeitsgas mehr

Zeit gegeben wird, einen Ausgleich der Mitteldrücke im System vorzunehmen.

Zusätzlich kann das Arbeitsgas hierdurch länger mit dem kalten Wärmetauscher
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wechselwirken, wobei es zu einem e�ektiveren Wärmeübertrag kommt. Das Gegenteil

davon ist besonders deutlich an der Druckwellenform mit V = 1; 000 zu sehen,

wo die relativ �spitze� Niederdruckphase mitverantwortlich für eine um mehr als

10 K höhere Minimaltemperatur im Gegensatz zu V = 0; 713 ist. Da die elektrische

Eingangsleistung des PRK durch den 2 kW He-Kompressor bei allen Versuchsreihen

gleich war, wird die reduzierte Minimaltemperatur auf eine Reduzierung der internen

Verluste zurückgeführt, worunter auch die Kompensation eines DC-Gas�usses fällt

(siehe weiter unter, Kapitel 4.4.3.3: Druckhübe und Mitteldrücke).

Die tiefste erreichte Minimaltemperatur von Tmin = 25; 87 K in Verbindung mit

dem V = 0; 713 Rulonr-Körper muss nicht das Maximum der Leistungsfähigkeit

dieses PRK darstellen. Die Regeneratormatrix dieser Version des Pulsrohrkühlers

besteht ausschlieÿlich aus Phosphorbronze-Sieben (Mesh-Zahl 247, De�nition siehe

Gleichung 5.8). Wie aus Abbildung 4.10 zu sehen ist, schneiden sich die Kurven der

volumetrischen spezi�schen Wärmekapazität �Cp von Phosphorbronze und Helium

gerade in dem Bereich von T = 25 K. In diesem Bereich kann also Phosphorbronze

nur unzureichend Wärme vom Arbeitsgas Helium aufnehmen. Der Regenerator ist

in seiner Fähigkeit zur Aufnahme von Wärme erschöpft, die durch die Wahl der

Regeneratormaterialien vorgegebene natürliche Leistungsgrenze des Systems ist somit

erreicht.

Abbildung 4.10.: Volumetrische, spezi�sche Wärmekapazität von verschiedenen
Regenerator-Materialien bei tiefen Temperaturen
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Für die praktische Anwendung hat sich gezeigt, dass die volumetrische, spezi�sche

Wärmekapazität des Regenerators mindestens dreimal gröÿer sein sollte als die des

verwendeten Arbeitsgases [15] (hier: 4He). Um bei Temperaturen von T � 25 K

eine weitere Leistungssteigerung zu erreichen, ist ein Übergang auf mehrkom-

ponentige Regeneratoren unerlässlich. Typischerweise bietet sich für einstu�ge

Pulsrohrkühler und Temperaturen unterhalb von T � 30K eine Kugelschüttung

aus feinen Bleikügelchen an, da Blei eine gröÿere volumetrische, spezi�sche Wärme

als Phosphorbronze- oder Edelstahlnetze besitzt (vergleiche Abbildung 4.10). Dieses

Verhalten hängt mit der relativ niedrigen Debye-Temperatur �D von Blei zusammen,

die wichtigste Sto�konstante zur Beschreibung der kalorischen Eigenschaften eines

Festkörpers. Nach [16] besitzt Blei eine Debye-Temperatur von �D = 105 K (zum

Vergleich Kupfer: �D = 343 K). Im Grenzfall tiefer Temperaturen � wo die Debye-

Temperatur des Festkörpers gröÿer als die betrachtete Temperatur ist (T < �D) �

geht der phononische2 Anteil der Wärmekapazität proportional zu �Cp /
�

T

�D

�3
. Am

Institut für Angewandte Physik der Justus�Liebig�Universität werden mit einem sol-

chen einstu�gen PRK-System zur Zeit Minimaltemperaturen von unter 20K erreicht.

Noch tiefere Temperaturen unterhalb von 5 K werden mit zwei- oder mehrstu�gen

Pulsrohr- oder Gi�ord-McMahon Kühlern erreicht, die einen �optimierten� Regenera-

tor mit Seltenerd-Materialien wie zum Beispiel Er3Ni, Er3Co oder Neodym beinhal-

ten [17], [18]. Diese Materialien liefern durch einen magnetischen Phasenübergang �

welcher einem Phasenübergang zweiter Art3 entspricht � einen zusätzlichen Beitrag

zur spezi�schen Wärme. Durch die Messung des Temperaturgradienten entlang des

Regenerators kann man die unterschiedlichen Materialien mit ihren unterschiedlichen

Wärmekapazitäten in einer Art und Weise anordnen, dass gemäÿ Abbildung 4.10 die

Wärmekapazität möglichst oberhalb der von Helium liegt.

4.4.3.2. Kühlleistung

Für jeden Rulonr-Körper aus Tabelle 4.5 erfolgte nach der Optimierung des Ori�ce-

und Double-Inlet Ventils eine erneute Abkühlung mit den optimalen Einstellungen.

Zur Bestimmung der Kühlleistung wurde das System jeweils nacheinander mit der

de�nierten Last von P1 = 1; 0 W und P2 = 2; 3 W über einen elektrischen Heizwi-

derstand belastet und die zugehörige erreichte Minimaltemperatur gemessen. In dem

betrachteten Temperaturbereich oberhalb von 25 K gilt der in [1] und [14] näher

beschriebene lineare4 Zusammenhang zwischen Kühlleistung P (T ) und Temperatur

T .

2Anteil der Gitterschwingungen des Kristallgitters an der Wärmekapazität.
3Ein Phasenübergang zweiter Art ist durch eine Unstetigkeit, bzw. einen endlichen Sprung in der

Wärmekapazität eines Sto�es gekennzeichnet.
4Im Temperaturbereich unter T = 20 K gilt der lineare Zusammenhang nach Gl. 4.8 nicht mehr.
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P (T ) =

�
dP

dT

�
� T � Ploss(0) � s � T � Ploss(0) (4.8)

P (T ) : Nettokühlleistung (W )
dP

dT
: Steigung der Kühlleistungsgeraden (W=K)

Ploss(0) : Verluste, extrapoliert auf T = 0 K (W )

Eine vergleichende Darstellung der Kühlleistungen mit einer für den gemessenen Be-

reich berechneten Regressionsgeraden ist in Abbildung 4.11 wiedergeben. Die Verwen-

dung der unterschiedlichen Rulonr-Körpern lässt bei diesen Untersuchungen für die

Verhältnisse V = 0; 671 und V = 0; 833 in den Messpunkten gröÿere Abweichungen

von dem linearen Zusammenhang nach Gleichung 4.8 erkennen. Dies deutet darauf

hin, dass das Betriebsverhalten des PRK durch die veränderten Betriebsbedingun-

gen � speziell sei hier auch der unde�nierte DC-Gas�uss erwähnt � bei thermischer

Belastung mehr oder weniger starken Schwankungen unterworfen ist.

Abbildung 4.11.: Vergleich der gemessenen Kühlleistungen am Edelstahl-Pulsrohrkühler
aus [1] mit unterschiedlichen Rulonr-Körpern

Die Daten der berechneten Regressionsgeraden aus Gleichung 4.8 sind in Tabelle 4.6

geordnet nach der Grösse der Kühlleistung bei T = 50 K angegeben.
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Tabelle 4.6.: Daten der gemessenen Kühlleistung des Edelstahl-Pulsrohrkühlers aus [1] mit
unterschiedlichen Rulonr-Körpern

V = 'HD='ND s = dP=dT Ploss(0) P (50K)

(W=K) (W ) (W )

0,713 0,1006 2,556 2,474

0,671 0,089 2,394 2,056

0,833 0,090 2,798 1,702

0,800 0,086 2,726 1,574

1,000 0,100 3,793 1,207

Wie bei den Werten der Minimaltemperatur aus Abbildung 4.9 liefert auch hier

der Rulonr-Körper mit V = 0; 713 die gröÿte Kühlleistung im Temperaturbe-

reich oberhalb von 26 K. Die Kühlleistung konnte um 45; 24 % von ursprünglich

P (50K) = 1; 702 W auf P (50K) = 2; 247 W bei 50 K gesteigert werden.

4.4.3.3. Druckhübe und Mitteldrücke

Tabelle 4.7 gibt die jeweils gemessenen Druck-Daten wieder. Bei allen Messungen

wurde der maximale Druckhub im kalten Zustand vor dem Regenerator �pv:Reg,

der Druckhub im Ballastvolumen �pB, die zugehörigen Mitteldrücke vor dem Re-

generator hpv:Regi und dem Ballastvolumen hpBi sowie deren Mitteldruckdi�erenz

� hpi = hpBi � hpv:Regi registriert. Unter dem Druckhub �p einer Gröÿe ist die

Di�erenz des maximalen Druckwertes ph und des minimalen Druckwertes pl einer

registrierten Druckwellenform (vergleiche Abbildung 4.4) zu verstehen.

Tabelle 4.7.: Daten der gemessenen Druckhübe �pi, Mitteldrücke hpii und Minimaltem-
peraturen Tmin im System mit unterschiedlichen Rulonr-Körpern

V = 'HD='ND �pv:Reg �pB hpv:Regi hpBi � hpi Tmin

(bar) (bar) (bar) (bar) (bar) (K)

1,000 10,02 0,46 16,07 16,33 +0,26 27,79

0,833 9,48 0,36 15,64 15,48 -0,16 32,30

0,800 10,12 0,36 15,66 15,51 -0,15 31,25

0,713 10,29 0,49 15,045 15,041 -0,004 25,87

0,671 10,47 0,46 14,784 14,818 +0,034 29,30

Aus den Druckhüben5 am Haupteinlass (vor dem Regenerator) und den Druckhüben

5Jeweils gemessen mit den optimalen Einstellungn des PRK von Ori�ce- und Double-Inlet-Ventil

für jeden V -Wert.
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im Ballastvolumen für unterschiedliche V -Werte ist keine eindeutige Tendenz be-

züglich der optimalen Betriebsbedingungen festzustellen. Es kann lediglich bemerkt

werden, dass für den besten getesteten Rulonr-Körper V = 0; 713 in der optimalen

Einstellung von Ori�ce- und Double-Inlet Ventil der Druckhub im Ballastvolumen

mit �pB = 0; 49 bar am gröÿten ist. Da nach [14] der Massen�uss in das Ballastvolu-

men dm0=dt = _m0 (siehe Gleichung 6.1 aus Kapitel 6.4) proportional zum Druckhub

im Ballastvolumen ist (dm0=dt / �pB), kann mit diesem Zusammenhang darauf

geschlossen werden, dass der erhöhte Transport von Helium-Gas durch das System

bzw. durch das Ori�ce Ventil zu einer Steigerung der Kühlleistung beigetragen hat.

Die Veränderungen der Mitteldrücke vor dem Regenerator und im Ballastvolumen

sowie deren Di�erenzen in Abhängigkeit des unterschiedlichen Winkelverhältnisse V

von Hoch- und Niederdruck sind in Abbildung 4.12 gra�sch dargestellt.

Abbildung 4.12.: Veranschaulichung der Mitteldrücke im System und deren Di�erenz in
Abhängigkeit des Winkelverhältnisses V = 'HD='ND von Hoch- und Niederdruck.

Ein entscheidender E�ekt der Variation der Ö�nungswinkel ist die Möglichkeit, mit

einem je nach Ausgangssituation verlängerten Niederdruck- oder Hochdruckbereich

den Mitteldruck im gesamten System � Regenerator und Ballastvolumen �

aneinander anzugleichen, um somit der treibenden Kraft eines Gas-Gleichstromes

entgegenzuwirken. Nach [4] erhält man die höchste Kühlleistung, wenn ein vorhan-

dener DC-Fluss auf einen Wert nahe Null kompensiert wird.
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Wie Abbildung 4.12 zeigt, konnte mit dem Rulon-Körper V = 0; 713 der

Druckunterschied zwischen Ballastvolumen und Regenerator von anfänglich

� hpi = hpBi � hpv:Regi = �0; 16 bar des V = 0; 833 Körpers auf � hpi = �0; 004 bar
gesenkt werden. Au�ällig ist hierbei auch, dass verglichen mit den Kühlleistungsdaten

aus Tabelle 4.6, die Leistungsfähigkeit des PRK bei T = 50 K mit der Reihenfolge

des Anstieges vom Betrag des Druckunterschiedes übereinstimmt (Ausnahme bilden

die Körper V = 0; 800 und V = 0; 833).

Dieser Zusammenhang von erzielbarer Kühlleistung und Di�erenz der Mitteldrücke

würde bedeuten, dass mit zunehmendem Absolutbetrag der Mitteldruckdi�erenz

j� hpi j die Kühlleistung des PRK reduziert wird. Anders ausgedrückt � bezogen auf

den DC-Fluss und dessen Kompensation � kann man sagen, dass es durch eine vor-

handene Di�erenz des Mitteldruckes zu einem Anstieg der internen Verluste kommt.

Rein Formel gilt nach Gleichung 4.8, dass mit dem Erreichen der Minimaltemperatur

Tmin keine nutzbare Kühlleistung P (Tmin) = 0 mehr vorhanden ist. Hieraus folgt

Tmin = �
Ploss(0)

s
(4.9)

Es lässt sich eine Absenkung der Minimaltemperatur erreichen, indem man zum

einen die extrapolierten Verluste Ploss(0) reduziert oder zum anderen die Steigung

der Lastgeraden s � dP

dT
erhöht. Diese Auswirkungen auf das Verhalten des PRK mit

unterschiedlichen Druckwellenformen ist aus Tabelle 4.6 ersichtlich.

Abschlieÿend soll noch erwähnt werden, dass die unterschiedlichen Druckwellenformen

o�ensichtlich keinen Ein�uss auf die optimale Pulsfrequenz des Systems nehmen. Eine

Optimierung auf Minimaltemperatur mittels Frequenzvariation und Rulonr-Körper

V = 0; 671 ergab das gleiche Ergebnis von fopt = 4; 6 Hz wie in [1] und Kapitel 6.4

beschrieben.

4.5. Anpassung der Druckwellenform durch

Steuerung des Rotationsventils

Eine (weitere) alternative Möglichkeit, die Druckwellenform für den Kühlerbetrieb

zu verändern, um damit den DC-Flow zu regulieren, erreicht man durch die Er-

zeugung einer nicht konstanten Rotationsgeschwindigkeit des Rulonr-Körpers im

Rotationsventil.

Hierzu war es erforderlich, den bisher verwendeten 50 Hz Synchronmotor durch

einen Schrittmotor zu ersetzen, dessen Steuerelektronik es ermöglicht, eine nicht

konstante Rotationsgeschwindigkeit auf einem Umlauf des Motors zu erzeugen.
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Über diese Ansteuerung lassen sich die verschiedenen Rotationsgeschwindigkeiten im

Bereich des Hoch- und Niederdruckes einzeln einstellen, und dadurch die Ein- und

Auslasszeiten für die Druckwellenform p(t) variieren.

Um die Veränderungen der Druckwellenform gegenüber den früheren Untersuchun-

gen zu quanti�zieren, wird eine Gröÿe R nach Gleichung 4.10 de�niert, welche die

aus den Druckwellenformen experimentell bestimmten Zeiten von Kompression und

Expansion miteinander ins Verhältnis setzt:

R =
tKompression

tExpansion
(4.10)

Weiterhin wurde der E�ekt der Totzeit6 zwischen Hoch- und Niederdruck untersucht.

Die Totzeit ist die Zeit, die zwischen dem Schlieÿen des Hochdruckes und dem

Ö�nen des Niederdruckes bzw. zwischen dem Schlieÿen des Niederdruckes und

dem Ö�nen des Hochdruckes vergeht. Durch geschickte Wahl des Rotationskörpers

und der Programmierung der Steuerelektronik lassen sich unterschiedlich lange

Totzeiten in die Pulssequenz zwischen Hoch- und Niederdruck einbauen. Analog

zu den Untersuchungen in Kapitel 4.4 kann hierdurch auch den asymmetrischen

Flusswiderständen im System entgegengewirkt werden.

Für die durchgeführten Untersuchungen gilt durchweg, dass bei Änderung der Totzeit

die Zeiten für den Hoch- und Niederdruck gleich lang gehalten wurden. Die Totzeit

in der Druckwellenform wird im folgenden durch ein Verhältnis W nach Gleichung

4.11 charakterisiert. Hierin beschreibt tdruck die Zeitspanne, in der der Hoch- bzw.

Niederdruck mit dem Kaltkopf verbunden ist und die Totzeit ttot die Zeit in der kein

Gas vom Ventil in den Kaltkopf ein- oder ausströmen kann.

W =
tdruck

ttot
(4.11)

4.5.1. Messung der Temperaturgradienten am Pulsrohr und

Regenerator

Zur Messung des Temperaturpro�ls entlang Pulsrohr und Regenerator wurden an

vier unterschiedlichen Positionen der Rohre Temperatursensoren vom Typ Pt-100

befestigt. Abbildung 4.13 zeigt den Kaltkopf und die Positionen der Montage der

Pt-100 Temperatursensoren.

6In der englischen Literatur wird diese Zeitspanne mit dem Ausdruck �waiting time� bezeichnet.
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Abbildung 4.13.: Schemazeichnung des Kaltkopfes mit den Positionen der fünf Pt-100
Sensoren an Pulsrohr und Regenerator für die Messung des Temperaturpro�ls

Die Pt-100 Sensoren sind in einem �Klötzchen� aus Kupfer untergebracht, welches

die Rohre von Pulsrohr und Regenerator eng umschlieÿt und einen relativ groÿ�ä-

chigen Kontakt mit der Wand der Rohre bildt. Ein wenig Wärmeleitfett vom Typ

Apiezonr N [19] diente zur guten thermischen Kontaktierung.

Tabelle 4.8 benennt die absoluten und die normierten Positionen der Pt-100 Sensoren

entlang der Rohre. Dabei wurde die Position x = 0 an das untere, kalte Ende des

Kaltkopfes gelegt, so dass der Sensor an der Kalt�äche auf Position 0 mm sitzt.

Tabelle 4.8.: Positionen der Pt-100 Sensoren an Pulsrohr und Regenerator

Sensor x (mm) x=L

warmes Ende 137 1

Pulsrohr 1 88,5 0,646

Regenerator 1 88,5 0,646

Pulsrohr 2 43.5 0,318

Regenerator 2 43,5 0,318

Kalt�äche 0 0

Die Temperaturmessung wird mit einer Vier-Draht-Messung durchgeführt. Aufgrund

der beschränkten Anzahl von elektrischen Durchführungen in das Vakuumgefäÿ (ma-

ximal 16 Leitungen) sind die Pt-100 Widerstände in Reihe geschaltet und mit einer

Konstantstromquelle verbunden, die einen Messstrom von Imes = 200 mA einprägt.

Zur Stromversorgung der Pt-100 dienen zwei 130 �m dicke Kupferleitungen. Über
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jeweils zwei 100 �m dicke Manganin-Leitungen (84% Cu, 12% Mn, 4% Ni) wird der

Spannungsabfall �U über jeden einzelnen Pt-100 gemessen. Der Widerstand des Sen-

sors ergibt sich mit Hilfe des eingeprägten Stromes zu R = �U=Imes. Die Umrechnung

des Widerstandes in die zugehörige Temperatur erfolgt nach DIN 43 760 (Oktober

1980) mittels des Callendar-Van-Duse Polynoms:

gültig von von �200 ÆC bis 0 ÆC (73; 15 K � 273; 15 K)

RT (TR) = R0 �
�
1 + 3; 90802 � 10�3



ÆC

� TR

� 0; 58019 � 10�6



(ÆC)2
� T 2

R

�
(4.12)

gültig von von 0 ÆC bis 850 ÆC (273; 15 K � 1123; 15 K)

RT (TR) = R0 �
�
1 + 3; 90802 � 10�3



ÆC

� TR

� 0; 58019 � 10�6



(ÆC)2
� T 2

R

� 4; 27350 � 10�12 � (TR � 100ÆC)



(ÆC)4
� T 3

R

�
(4.13)

Die Au�ösung der in Gleichung 4.13 auftretenden T 4
R
Abhängigkeit nach TR würde zu

einer Reihe von Fallunterscheidungen (vier Nullstellen) führen. Daher wird Gleichung

4.12 für den Temperaturbereich bis hinab zu 100 K verwendet. Für den Tempera-

turbereich zwischen 100 K und 20 K weichen jedoch die gemessenen Temperatur-

werte anfänglich leicht, später stark von den Werten der DIN-Tabelle und Gleichung

4.13 ab. Durch Vergleichsmessungen an einem zweistu�gen Pulsrohrkühler mit einem

Kohle-Glas Widerstand vom Typ CGR�1000 konnte ein Näherungspolynom fünften

Gerades nach Gleichung 4.14 bestimmt werden, bei welchem die Abweichung in den

verwendeten 17 Stützstellen nach Tabelle 4.9 weniger als �Tmax = 0; 3 K beträgt.

gültig von von �253; 15 ÆC bis �173; 15 ÆC (20 K � 100 K)

TR(RT ) = 4:339 K + 8:661
K



�RT � 0:647

K


2
�R2

T
+ 0:033

K


3
�R3

T

� 8:555 � 10�4
K


4
� R4

T
+ 8:616 � 10�6

K


5
� R5

T
(4.14)
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Tabelle 4.9.: Stützstellen zur Berechnung eines Polynoms zur Temperaturmessung mittels
Pt-100 im Temperaturbereich von 20� 100 K

TR (K) 20 25 30 35 40 45 50 55 60

RT (
) 2.15 2.88 3.87 4.97 6.25 7.67 9.32 11.14 13.12

TR (K) 65 70 75 80 85 90 95 100

RT (
) 15.08 17.22 19.32 21.44 23.57 25.7 27.83 29.95

Zur Messung der Kühlleistung befand sich ein 100 
 (Heiz)-Widerstand vom Typ

PBH 100 thermisch gut kontaktiert direkt an einer Seite der Kalt�äche. Die Stromzu-

führung erfolgte hier über zwei 130 �m dicke Kupferleitungen, während die Spannung

über zwei 100 �m dicke Manganin-Leitungen abgegri�en wurde. Die (Heiz-)Leistung

ergibt sich dann aus dem Produkt der elektrischen Gröÿen von Spannung und Strom

zu P [W ] = U [V ] � I[A].

4.5.2. Programmierung des Schrittmotors

Das Verhältnis der Intervalle von Hoch- und Niederdruck der erzeugten Druckwelle

(siehe Abb. 4.4) hängt ab von der verwendeten Ventilplatte im Rotationsventil (2-er

oder 4-er Platte7), dem Rotationskörper (2-er oder 4-er Rulonr8, symmetrisch

oder unsymmetrische Bauweise) und dem Programm, mit dem der Schrittmotor

angesteuert wird, der den Rotationskörper auf der Ventilplatte mit unterschiedlicher

Geschwindigkeit drehen lässt. Abbildung 4.3 zeigt ein Foto und Zeichnung einer 2-er

Ventilplatte und eines 2-er Rotationskörpers. Hier existieren zwei Ausfräsungen für

den Hochdruck- bzw. zwei Ausfräsungen für den Niederdruckbereich.

Für die Untersuchungen zur Variation des Verhältnisses von Ein- zu Auslasszeit

wurde ein symmetrischer Rotationskörper (V = 1; 000) mit vier Ausfräsungen ver-

wendet (siehe Abbildung 4.14). Dies bedeutet zum einen, dass bei einer konstanten

Rotationsgeschwindigkeit die Zeiten für Hoch- und Niederdruck die gleichen sind.

Zum anderen wird bei einer Motorumdrehungsfrequenz von fMotor = 1 Hz, der

Pulsrohrkühler mit einer Arbeits- bzw. Pulsfrequenz von fpuls = 4; 0 Hz betrieben.

Um die Ein- und Auslasszeiten zu variieren, muss der Schrittmotor durch ein

Programm so angesteuert werden, dass er eine nicht gleichförmige Drehbewegung

auf einem Umlauf ausführt. Zur Erzeugung einer längeren Expansion/Kompression

muss die Motordrehgeschwindigkeit für diesen Winkelbereich verlangsamt werden.

7Die Kennzeichnung 2-er oder 4-er gibt die Anzahl der Bohrungen in der Ventilplatte an, um das

Gas weiterzuleiten.
8Die Kennzeichnung 2-er oder 4-er gibt die Anzahl der Ausfräsungen an dem Rotationskörper für

einen Druckbereich an, um den Hoch- oder Niederdruck mit dem Kaltkopf zu verbinden.
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Dementsprechend ist für kürzere Zeiten die Rotationsgeschwindigkeit des Motors zu

erhöhen.

Für die Optimierung eines Pulsrohrkühlers auf Minimaltemperatur ist es günstig,

wenn so wenig Parameter wie möglich variiert werden müssen. Zur Vereinfachung der

Untersuchungen wurde während der Messungen das Einlass- zu Auslassverhältnis

variiert, während die Rotationsfrequenz konstant gehalten wurde.

Für die exakte Bestimmung des Zeitpunktes, wann sich für den Hoch- bzw. den

Niederdruck die Geschwindigkeit ändern muss, ist eine möglichst exakte Kalibrierung

der Position des Schrittmotors nötig. Dies bedeutet, dass die Position des Überganges

von Hoch- zu Niederdruck genau bekannt sein muss. Dieser Punkt ist aufgrund der

Konstruktion des Rulon-Körpers und der Ventilplatte nur sehr schwer zu bestimmen.

Aus diesem Grund wird vor jeder neuen Versuchsreihe bei sehr langsamer, konstanter

Rotationsgeschwindigkeit eine gewisse �Übergangszone� bestimmt, in der sich der

Übergang von Hoch- zu Niederdruck oder umgekehrt vollzieht. Dies macht die O�set-

Kalibrierung des Schrittmotors erheblich einfacher. Eine volle Umdrehung von 360Æ

des verwendeten Schrittmotors vom Typ 6420-001-C-N-K der Firma Eduard Bautz

GmbH + Co.KG aus Weiterstadt [20] wird durch die zugehörige Steuerelektronik

vom Typ Paci�c Scienti�c 6420 microstep indexcontroller auf 3200 Einzelschritte pro

Sekunde eingestellt. Diese Kon�guration erzeugt bei der Benutzung einer Ventilplatte

mit vier Bohrungen eine Pulsfrequenz von fpuls = 4; 0 Hz im System.

Ein typisches Programm zur Motorsteuerung [21] ist in Tabelle 4.10 wiedergegeben.

Tabelle 4.10.: Beispielprogramm zur Schrittmotorsteuerung (fpuls = 4; 0 Hz;R = 0; 8)

Befehl Beschreibung

v 7514 Drehgeschwindigkeit auf 7514 Schritte pro Sekunde setzen

+ 600 Drehen von 600 Schritten im Hochdruckbereich

v 6400 Drehgeschwindigkeit auf 6400 Schritte pro Sekunde setzen

+ 200 Drehen von 200 Schritten in der Übergangszone

v 5574 Drehgeschwindigkeit auf 5574 Schritten pro Sekunde setzen

+ 600 Drehen von 600 Schritten im Niederdruckbereich

v 6400 Drehgeschwindigkeit wieder auf 6400 Schritte pro Sekunde setzen

+ 200 Drehen von 200 Schritten in der Übergangszone

g 0 Das Programm springt zum Anfang zurück

Der O�set des Motors liegt in den ersten 100 Schritten des Hochdruckbereiches.
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4.5.3. Berechnung der Einlass- und Auslasszeit für die

Programmierung des Motors

Um eine bestimmte Pulsfrequenz und ein bestimmtes Ein- zu Auslassverhältnis

zu erreichen, müssen die dazugehörigen einzustellenden Drehgeschwindigkeiten für

Hoch- und Niederdruck sowie die Anzahl der nötigen Mikroschritte des Schrittmotors

berechnet werden.

Die Anzahl der Schritte für den Übergangsbereich n�u von Hoch- zu Niederdruck ist

so gewählt, dass sie 1=8 von der Gesamtzahl der Schritte (3200) für einen Umlauf be-

trägt. Die Berechnung der entsprechend einzustellenden Drehzahl v�u (Einheit: Schritte

pro Sekunde) im Übergangsbereich nach Gleichung 4.15 hängt von der verwendeten

Ventilplatte ab. Hierbei ist Z die Anzahl der Bohrungen in der Ventilplatte und fpuls
die Arbeitsfrequenz des Pulsrohrkühlers.

n�u =
3200

8
�
1

Z
=

400

Z
; v�u =

3200

Z
� fpuls (4.15)

In Kapitel 4.4 zur DC-Flow Kompensation wurden die Rulonr-Körper sukzessive

verändert und die Frequenz konstant gehalten. Um die Ergebnisse dieser Untersuchun-

gen miteinander vergleichen zu können, wurde der symmetrische Rulonr-Körper aus

Abbildung 4.14 gewählt.

Abbildung 4.14.: Symmetrischer 4-er Rotationskörper mit V = 1; 0

Durch die Symmetrie wird erreicht, dass die Anzahl der Schritte des Schrittmotors

für Hoch- (nh) und Niederdruck (nn) nach Gleichung 4.16 gleich sind.
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nh = nn =
1200

Z
(4.16)

Die Drehzahlen für den Hochdruckbereich vh und den Niederdruckbereich vn sind

dann gegeben durch die Gleichungen 4.17 und 4.18. Hierbei entspricht R nach Glei-

chung 4.10 dem aus der Druckwellenform bestimmten Verhältnis von Kompressions-

zu Expansionszeit.

vh =
R + 1

7 � R� 1
�
9600

Z
� fpuls (4.17)

vn =
R + 1

7�R
�
9600

Z
� fpuls (4.18)

4.5.4. Berechnung der Totzeit für die Programmierung des

Motors

Für die Untersuchungen mit Totzeit während eines Umlaufes wurde eine 4-er Ventil-

platte (Z = 4) verwendet. Abbildung 4.15 zeigt einen speziellen Rulonr-Körper mit

einem nach Gleichung 4.11 bestimmten Verhältnis von W = tdruck

ttot
= 0; 286 bei einer

Pulsfrequenz von fpuls = 4; 0 Hz.

Abbildung 4.15.: Unsymmetrischer 4-er Rotationskörper mit Totzeit (W = 0; 286)

Zur Verlängerung oder Verkürzung der Totzeit muss der Schrittmotor wieder für eine

nicht konstante Rotationsgeschwindigkeit auf einer vollen Umdrehung programmiert

werden. In Tabelle 4.11 ist ein typisches Programm zur Untersuchung des Verhal-

tens mittels Totzeit mit 3200 Schritten pro Umlauf, fpuls = 4; 0 Hz und W = 0; 5

wiedergegeben.
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Tabelle 4.11.: Beispielprogramm zur Totzeituntersuchung (fpuls = 4; 0 Hz und W = 0; 5)

Befehl Beschreibung

v 4562 Drehgeschwindigkeit auf 4562 Schritte pro Sekunde setzen

+ 250 Drehen von 250 Schritten im Hochdruckbereich

v 2137 Drehgeschwindigkeit auf 2137 Schritte pro Sekunde setzen

+ 150 Drehen von 150 Schritten im Totzeitbereich

g 0 Das Programm springt zum Anfang zurück

Der O�set des Schrittmotors konnte im Bereich der ersten 30 Schritte beim

Übergang vom Hoch- zum Niederdruck kalibriert werden. Dann dreht sich der

Motor 250 Schritte im Hochdruckbereich mit der entsprechend vorher eingestellten

Drehgeschwindigkeit (4562 Schritte/Sekunde). Anschlieÿend folgen 150 Schritte

im Totzeitbereich, wobei die ersten 30 Schritte in der Hoch-/Niederdruck Über-

gangszone, 89 Schritte in der Totzeitzone und die letzten 30 Schritte wieder in der

Nieder-/Hochdruck- Übergangszone erfolgen.

Während der experimentellen Untersuchungen wurde die Pulsfrequenz fpuls wieder
konstant gehalten. Die Drehgeschwindigkeiten in der Druckphase vd und in der Tot-

zeitphase vtot kann mit den folgenden formalen Zusammenhängen nach Gleichung

4.19 und 4.20 berechnet werden. Hierbei ist W das nach Gleichung 4.11 angegebene

Verhältnis.

vd =
500

1 + 61

89
�W

� (1 +W ) � fpuls (4.19)

vtot =
178

W
� (1 +W ) � fpuls (4.20)

4.5.5. Bestimmung des aktuellen Einlass- und

Auslassverhältnisses

Mit den formalen Zusammenhängen der letzten Kapitel können zur Ansteuerung des

Schrittmotors verschiedene Programme geschrieben werden, welche die gewünschte

Druckwellenform bezüglich des Verhältnisses von Einlass- und Auslasszeit bzw.

Totzeit produzieren. Analysiert man jedoch die wirklich erzeugte Druckwellenform

etwas genauer, so erkennt man, dass das Einlass- zu Auslassverhältnis, für welches

das Programm des Schrittmotor programmiert wurde, nicht exakt erreicht wird. Hier

ist eine nachträgliche Kalibrierung nötig.

Zur Bestimmung des aktuellen Verhältnisses an der gemessenen Druckwellenform

wurde folgende Vorgehensweise angewandt. Zuerst wird das Maximum pmax und Mi-

nimum pmin der Druckwelle am Ausgang des Rotationsventils bestimmt. Anschlieÿend
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wird der Mittelwert der Druckwelle �p = 1

2
� (pmax + pmin) vom gesamten Datensatz

der zugehörigen Druckwelle subtrahiert p(t)� �p. Verwendet wird der errechnete Mit-

telwert �p anstelle des elektronisch gemessenen Mittelwertes hpi, da letzterer mit dem
Verhältnis von Einlass- zu Auslasszeit variiert, was hingegen den Wert von �p nicht

beein�usst. Danach werden die Schnittpunkte der Druckwellenform mit der Zeitachse

bei p(ti) = 0 bar bestimmt. Diese Schnittpunkte repräsentieren bestimmte Werte in

der Zeit, bei denen der Druck gerade Null ist. Mit diesen Punkten können die Zeiten

von Kompression (tkompression) und Expansion (texpansion) für jede Periode bestimmt

werden. Durch Mittelung der Kompressions- und Expansionszeiten über mehrere Pe-

rioden wird das Einlass- zu Auslassverhältnis R nach Gleichung 4.10 sehr genau be-

stimmt.

4.5.6. Kalibrierung des Schrittmotors

Zur exakten Erzeugung eines de�nierten Ein- zu Auslassverhältnisses muss der

Schrittmotor und seine Position kalibriert werden. Für diesen Vorgang wird der Aus-

lass des Rotationsventils hinter dem dort be�ndlichen Drucksensor geschlossen. An-

schlieÿend werden mit der 2-er und 4-er Ventilplatte verschiedene Druckwellen produ-

ziert und das Einlass- zu Auslassverhältnis Rgemessen an der aufgenommenen Druck-

wellenform p(t) manuell nach dem Vorgehen aus Kapitel 4.5.5 bestimmt. Abbildung

4.16 zeigt, dass der Wert von Rgemessen linear mit dem berechneten Verhältnis Rtheorie

variiert.

Abbildung 4.16.: Kalibrierung des Schrittmotors für die 2-er und 4-er Ventilplatte ohne
angeschlossenes Gasvolumen des PRK

Vom Ergebnis der linearen Regression der Messergebnisse kann man erkennen,
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dass eine 10%-ige Abweichung zwischen dem programmierten und dem gemessenen

Verhältnis für die 4-er Ventilplatte existiert. Für die 2-er Ventilplatte sind die

gemessenen und eingestellten Werte im betrachteten Bereich von 0; 6 bis 1; 6

annähernd gleich, die Abweichung beträgt weniger als 2%. Diese Abweichungen

sind auf die (groÿen) Geschwindigkeitsänderungen zurückzuführen, die der Motor

durchführen muss, wenn er vom Hoch- in den Niederdruckbereich oder umgekehrt

läuft. Rein theoretisch wird angenommen, dass er diesen Übergang innerhalb

eines (Mikro-)Schrittes vollziehen kann. Der Motor benötigt jedoch zur Beschleuni-

gung mehrere Schritte, so dass die Programmierung aus diesem Grunde ungenau wird.

Im Betrieb des PRK mit der 4-er Ventilplatte konnte festgestellt werden, dass die Ka-

librierung nicht sehr genau war. Die Abweichung von den Werten aus Abbildung 4.16

lag im Bereich von 0; 04 und 0; 08. Der Grund hierfür war, dass die erste Kalibrierung

mit geschlossenem Ventil am Ausgang des Rotationsventils durchgeführt wurde.

Das Volumen des Kaltkopfes vom Pulsrohrkühler war somit nicht angeschlossen.

Dies führte (vermutlich) zu weiteren Abweichungen bzw. zu einer Veränderung

der Flussimpedanz für das Arbeitsgas. Eine nochmalige Kalibrierung des Motors

während des laufenden Betriebs des PRK war somit erforderlich. Die verwendeten

Verhältnisse von Ein- zu Auslass, welche während der DC-Fluss Untersuchungen

eingestellt wurden, wurden alle aus der jeweiligen Druckwellenform bestimmt. Die

Ergebnisse dieser Messungen und Berechnungen sind in Abbildung 4.17 dargestellt.

Mit dieser zweiten Kalibrierung kann ein bestimmtes Ein- zu Auslassverhältnis

reproduziert werden, welches bei manueller Auswertung eine Abweichung von

weniger als 2% enthält.

Abbildung 4.17.: Kalibrierung des Schrittmotors für die 4-er Ventilplatte mit angeschlos-
senem Gasvolumen des PRK
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Eine Druckwellenform mit R = 1; 13, wie sie mit dem kalibrierten Schrittmotorpro-

gramm produziert werden kann, ist in Abbildung 4.18 zu sehen. Deutlich ist hier im

Vergleich zu Abbildung 4.4 die verlängerte Hochdruckphase (tkompression) nach dem

Ventil und vor dem Regenerator zu erkennen. Die Zeitdauer reicht aus, um den ma-

ximalen Hochdruck aufzubauen und in einem Plateau zu halten. Im Gegensatz dazu

geht der Niederdruck mit einer leicht rundlichen Form direkt wieder in den Hochdruck

über. Die Druckwellen nach dem Ori�ce-Ventil und im Ballastvolumen (für die Posi-

tionen der Drucksensoren siehe Abbildung 5.12) sind um etwa 90Æ phasenverschoben.

Wegen der kleinen Druckwerte sind diese beiden Kurven um einen Faktor 5 vergröÿert

dargestellt.

Abbildung 4.18.: Druckwellenform mit programmierten Verhältnis R = 1; 13

4.5.7. Ergebnisse der Druckwellenvariation mittels

Ventilsteuerung

Durch die Variation des Ein- und Auslassverhältnisses ist es möglich, einen evtl. vor-

handenen DC-Flow zu kompensieren. Eine Druckwellenform mit einem Verhältnis

von R gröÿer als eins hat eine relativ groÿe Kompressionszeit, wodurch der zeitliche

Mitteldruck im System vor dem Regenerator angehoben wird. Dies ergibt eine zu-

sätzliche Begünstigung für einen positiven DC-Flow (siehe Abbildung 4.1). Es sollte

also möglich sein, durch die Anwendung eines Ein- zu Auslassverhältnisses mit R � 1

eine Kompensation eines negativen DC-Flows im PRK zu bewirken. In analoger Art

und Weise ist es möglich, einen positiven DC-Flow zu kompensieren oder zu beein-

�ussen, wenn man den Pulsrohrkühler mit einer Druckwellenform ansteuert, die ein

Verhältnis von R kleiner als eins besitzt.
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Alle hier vorgestellten Untersuchungen erfolgten mit einem 2 kW Helium-Kompressor

(RW2, von der Firma Leybold), einer l = 4 m langen �exiblen Polyamid-Leitung,

einem mittleren absoluten Fülldruck von hpabsi = 17 bar im warmen Zustand

und einer Pulsfrequenz von fpuls = 4; 0 Hz mittels eines 4-er Rulonr-Körpers

nach Abbildung 4.14. Nach jeder Änderung am System oder am Schrittmotor-

Steuerprogramm für das Rotationsventil erfolgte eine Optimierung des Systems auf

Minimaltemperatur mittels der Einstellungen von Ori�ce- und Double-Inlet Ventil.

4.5.7.1. Abkühlverhalten

Eine typische Abkühlkurve der Kalt�äche und der vier Positionen an der Rohrwan-

dung des Pulsrohrkühlers ist in Abbildung 4.19 dargestellt. Die Minimaltemperatur

von Tmin = 31; 4 K mit einem programmierten Verhältnis von R = 0; 95 wurde in

dieser Messung nach einer Abkühlzeit von 130 min: erreicht. Es ist zu erkennen, dass

die Temperatur in der Nähe des warmen Endes des Regenerators (bezeichnet mit

Regenerator 1) und des Pulsrohres (bezeichnet mit Pulsrohr 1) anfänglich auf über

375 K ansteigt. Hier übersteigt der Wärmetransport vom kalten zum warmen Ende

des Systems die Abgabe der Wärme über die warmen Wärmetauscher an die Umge-

bung. Nach einer gewissen Zeit von 5 - 30 Minuten fallen auch diese Temperaturen,

um im thermischen Gleichgewicht eine bestimmte, konstante Temperatur einzuneh-

men. Dieser Zustand gibt die punktuell gemessene Temperaturverteilung entlang der

Rohre wieder.

Abbildung 4.19.: Typische Abkühlkurve des Pulsrohrkühlers mit eingebauter Temperatur-
Gradientenmessung entlang von Pulsrohr und Regenerator bei fpuls = 4; 0 Hz und
Tmin = 31; 4 K mit einem Verhältnis von R = 0; 95
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4.5.7.2. Minimaltemperatur

Die Abhängigkeit der Minimaltemperatur Tmin = Tmin(R) von dem Ein- zu Aus-

lassverhältnis R ist in Abbildung 4.20 wiedergeben. Für jedes neu programmierte

Verhältnis von R ist das System bezüglich Ori�ce- und Double-Inlet Ventil neu auf

Minimaltemperatur optimiert worden.

Abbildung 4.20.: Minimaltemperatur des Pulsrohrkühlers in Abhängigkeit des Ein- zu
Auslassverhältnisses R (experimentell bestimmt) im Bereich von 0,6 bis 1,4

In Abbildung 4.20 ist deutlich zu erkennen (Kurve mit der Kennzeichnung: Un-

tersuchung Nr.1), dass sich die Minimaltemperatur an der Kalt�äche mittels der

Zeitdauer von Hoch- und Niederdruck über einen relativ groÿen Bereich beein�ussen

lässt. Die tiefste Temperatur, die mit diesem Kühler in dieser Anordnung erreicht

wurde, betrug Tmin = 30; 8 K mit R = 1; 13. Da sich das Optimum von R im Bereich

von R = 1; 13 befand, kann mit den allgemeinen Überlegungen zum DC-Flow nach

Kapitel 4.2 daraus geschlossen werden, dass dieser Kühler im Betrieb bei R = 1; 0
einen negativen DC-Flow besitzt.

Weiterhin zeigte sich, dass das Optimum von R und die hiermit erreichte Mini-

maltemperatur sehr emp�ndlich abhängig ist von der Geometrie des verwendeten

Double-Inlet Nadelventils. Das Teilbild in Abbildung 4.20 (gekennzeichnet mit

Untersuchung Nr.2) zeigt die Variation von Tmin(R) in Abhängigkeit von R, die mit

einer verformten Nadelspitze gemessen wurde. Die Verformung der Nadelspitze kam

durch das zu feste Zudrehen des Ventils zustande, wobei sich auf den Kegelstumpf
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der Nadel (siehe Abbildung 5.6) einige Riefen bzw. Rillen von der Ventilhülse einge-

schnitten hatten. Die Abweichung zur ersten Messreihe kam durch einen geänderten

Gas�uss durch das Double-Inlet Ventil und damit einer Veränderung des DC-Flusses

im System zustande. Dies konnte für diese Messreihe anhand der aufgenommenen

Temperaturpro�le eindeutig festgestellt werden.

Es stellt sich hierbei die Frage, ob man bei zukünftigen Systemen dieser Art die Ver-

wendung von Nadelventilen nicht gänzlich durch andere konstruktive Maÿnahmen

ersetzen sollte. In Arbeiten von Yuan et al. [22], Jingtao et al. [23] und Yang et al.

[24] wird die Verwendung von sogenannten �symmetric spray nozzle� beschrieben,

mit denen sich im Vergleich zu Ori�ce-Nadelventilen eine Senkung der Minimaltem-

peratur von 5� 7 K erreichen lieÿ. Abbildung 4.21 zeigt eine Schemazeichnung einer

solchen symmetrischen Flussimpedanz, wobei nach [23] für hochfrequente Miniatur-

Pulsrohrkühler L kleiner als 25 mm und d kleiner als 0:5 mm ist.

Abbildung 4.21.: Schemazeichnung einer �symmetric spray nozzle� nach Jingtao et al. [23]
als Alternative zur Verwendung eines Ori�ce-Ventils

Weiterhin wurden bei der Untersuchung der Temperaturstabilität in Langzeitmessun-

gen festgestellt, dass sich die Einstellungen von Nadelventilen durch die pulsierende

Druckwelle des Arbeitsgases verändern kann und sich somit der optimale Arbeits-

punkt verschiebt.

4.5.7.3. Temperaturpro�le entlang von Pulsrohr und Regenerator

Die Positionen der Pt-100 Sensoren im System sind aus Abbildung 4.13 ersichtlich. Die

Temperaturpro�le bei den optimierten Ventileinstellungen für verschiedene Ein- und

Auslasszeiten R sind in der Abbildung 4.22 für den Regenerator und in Abbildung

4.23 für das Pulsrohr dargestellt. Jeweils auf der x-Achse sind die normalisierten

Positionen (x=L) der Temperatursensoren aufgetragen (siehe Tabelle 4.8). Auf der

Ordinate stehen die normalisierten Temperaturen (T � Tkalt)=(Twarm � Tkalt) nach

Gleichung 4.2.
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4.5. Anpassung der Druckwellenform durch Steuerung des Rotationsventils

Abbildung 4.22.: Temperaturpro�le des Pulsrohrkühlers entlang des Regenerators bei
unterschiedlichem Verhältnis R

Abbildung 4.23.: Temperaturpro�le des Pulsrohrkühlers entlang des Pulsrohres bei un-
terschiedlichem Verhältnis R

75



4. Optimierung eines Pulsrohrkühlers durch DC-Fluss-Kompensation

Die lokale Temperatur im Pulsrohr bei x=L = 0; 646 steigt sehr stark mit der

Zunahme des Verhältnisses von R an. Dies kann wie folgt erklärt werden: Die lokalen

Temperaturen bei einem Verhältnis von R = 0; 667 sind sehr niedrig im Vergleich

zu den Temperaturen bei den anderen Verhältnissen. Dies hängt mit dem relativ

groÿen, negativen DC-Fluss in diesem Zustand zusammen, wobei warmes Gas vom

warmen Ende des Pulsrohr durch das Double-Inlet Ventil in den oberen Teil des

Regenerators einströmt und dabei kaltes Gas im Pulsrohr nach oben schiebt. Wenn

nun das Verhältnis R schrittweise vergröÿert wird, so zeigt Abbildung 4.23 einen

kontinuierlichen Anstieg der Temperatur bis zu einem Punkt von R = 1; 134 , wo

der DC-Fluss kompensiert wird und die Minimaltemperatur nach Abbildung 4.20

erreicht wird. Wird das Verhältnis weiter erhöht, steigt auch die Temperatur weiter

an, da dem System die Möglichkeit zur Ausbildung eines positiven DC-Flusses

gegeben wird. Hierbei strömt warmes Gas vom Regenerator über das Double-Inlet

Ventil direkt in den oberen warmen Teil des Pulsrohres ein und schiebt kaltes Gas

durch den Kaltkopf in den Regenerator. Diese Beobachtung stimmt überein mit den

theoretischen Erwartungen aus [2], [4]. Wenn man das Ein- zu Auslassverhältnis

weiter vergröÿert, steigt damit auch der Mitteldruck vor dem Regenerator an, was

wiederum den positiven DC-Fluss begünstigt (Di�erenz der Mitteldrücke im System).

Mit den gleichen Argumenten lässt sich die Änderung des Temperaturpro�ls des

Regenerators bei Variation von R erklären. Je gröÿer das Verhältnis R gewählt wird,

umso niedriger sind die Temperaturen entlang der Rohrwandung des Regenerators.

Gleichermaÿen nimmt auch hier der positive DC-Fluss zu. Nach Gedeon [2] sollte

ein annähernd lineares Temperaturpro�l am Regenerator günstig für einen Pulsrohr-

kühler sein.

Die aufgenommenen Temperaturpro�le, welche mit der deformieren Double-Inlet

Nadelspitze gemessen wurden sind in Abbildung 4.24 und Abbildung 4.25 wie-

dergegeben. Auch hier kann die gleiche Tendenz wie aus der ersten Versuchsreihe

beobachtet werden. Die lokale Temperatur im Pulsrohr an der Position x=L = 0; 667

nimmt mit steigendem R zu. Analog dazu nimmt die Temperatur im Regenerator

bei steigendem R weiter ab.

Bemerkenswert ist nun hierbei, dass für die drei Punkte mit den niedrigsten

Temperaturen R = 0; 956, R = 0; 990 und R = 1; 032 die Tendenz nicht die gleiche

ist. Die lokale Temperatur der beiden Minima bei R = 0; 956 und R = 1; 032

ist sowohl im Pulsrohr als auch im Regenerator höher als die Temperatur bei

dem Verhältnis von R = 0; 990. Es ist bisher noch nicht ganz klar, warum die-

ses Verhalten bei dieser Messung zutage tritt. Die Asymmetrie des Double-Inlet

Ventils hängt durch die deformierte Nadelspitze wiederum stark von der Nadel-

stellung ab. Da diese nicht gemessen wurde, lässt sich hier keine klare Aussage tre�en.
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4.5. Anpassung der Druckwellenform durch Steuerung des Rotationsventils

Abbildung 4.24.: Temperaturpro�le entlang des Regenerators bei Messung mit geschädig-
tem Double-Inlet Ventil bei unterschiedlichem Verhältnis R

Abbildung 4.25.: Temperaturpro�le entlang des Pulsrohres bei Messung mit geschädigtem
Double-Inlet Ventil bei unterschiedlichem Verhältnis R
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4.5.8. Versuche mit Totzeiten in der Druckwellenform

Zur Steigerung der E�ektivität des Pulsrohrkühlers bezüglich der Kühlleistung bzw.

des COP (engl.: coe�cient of perfomance), welcher die verfügbare Kälteleistung zur

Eingangsleistung ins Verhältnis setzt, wurden Untersuchungen mit einer bestimmten

Totzeit in einer Druckwellenform durchgeführt. Abbildung 4.26 zeigt eine Druckwel-

lenform mit W = tdruck

ttot
= 0; 5 nach Gleichung 4.11, welche mit dem Schrittmotorpro-

gramm erzeugt wurde. Für die Zeit tdruck wurde hier die Zeit des Hochdruckes (HD)

verwendet.

Abbildung 4.26.: Erzeugte Druckwellenform mit einer programmierten Totzeit von
W = 0; 5 zwischen Hoch- und Niederdruck

Im Vergleich zu den Druckwellenformen nach Abbildung 4.18 mit R = 1; 13 und

Abbildung 4.4 mit V = 0; 833 sind hier sehr deutlich die Bereiche zu erkennen,

in denen der Kaltkopf keine Verbindung zum Kompressor hat. Dies macht sich

durch eine �Eindellung� der Druckkurve am Ventil und der Druckkurve vor dem

Regenerator bemerkbar. An den Druckwellenformen des Ballastvolumens bzw. nach

dem Pulsrohr ist dieser E�ekt nicht so deutlich sichtbar.

In Abbildung 4.27 sind die Kühlleistungen des Systems mit den Totzeiten von

W = 0; 3 und W = 0; 5 und einer Messung ohne Totzeit (W = 0) dargestellt. Für

jede Änderung der Druckwellenform ist das System mittels Ori�ce- und Double-Inlet

Ventil auf Minimaltemperatur optimiert worden.
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Die Veränderungen an der Druckwellenform bewirkten folgende Verbesserungen an

dem PRK-System:

4.5.8.1. Minimaltemperatur

Im thermisch unbelasteten Zustand konnte die Minimaltemperatur des Pulsrohrküh-

lers, wie in Abbildung 4.27 zu sehen, bei diesen Untersuchungen von Tmin = 29; 8 K

ohne Totzeit auf Tmin = 27; 6 K mit einer Totzeit von W = 0; 3 gesenkt werden.

4.5.8.2. Kühlleistung

Die durch lineare Regression approximierte Kühlleistung bei T = 40 K konnte

von P (40K) = 1; 33 W ohne Totzeit auf P (40K) = 1; 76 W mit W = 0; 5

um 32; 45% gesteigert werden. In Abbildung 4.27 sind zusätzlich zu den Daten der

Regressionsgeraden auch die approximierten Kühlleistungen für T = 80K angegeben.

Abbildung 4.27.: Vergleich der gemessenen Kühlleistungen mit und ohne Totzeit in der
programmierten Druckwellenform

Nach Zhu et al. [25] kann dies folgendermaÿen erklärt werden: Die programmierte

Totzeit ist für das System eine Zeitspanne der Relaxation, in welcher das Gas

aus dem Ballastvolumen in das System zurückströmen kann, da vom Kompressor

kein neues Gas nachgeliefert wird � der Kaltkopf des PRK ist vom Kompressor

getrennt. Andererseits ist es auch möglich, dass sich Gas vom Kaltkopf aus über das
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Ori�ce-Ventil in das Ballastvolumen ausbreiten kann, wenn die Druckunterschiede

entsprechend vorhanden sind. Dies hängt davon ab, mit welchem Druckbereich das

System zuletzt verbunden war (Hoch- oder Niederdruck).

An der Druckwellenform aus Abbildung 4.26 ist dies folgendermaÿen zu sehen: Vom

Zeitpunkt A bis Zeitpunkt B ist der Hochdruck geö�net. Gas vom Kompressor strömt

zum warmen Ende des Regenerators und Gas vom warmen Ende des Pulsrohres

strömt durch das Ori�ce-Ventil in das Ballastvolumen. Der Druck im Pulsrohr

gleicht sich dem Hochdruck des Kompressors an. Der Druck im Ballastvolumen steigt

nur verhältnismäÿig gering wegen der Flussimpedanz und dem groÿen Volumen

gegenüber dem Pulsrohr. Zum Zeitpunkt B wird der Hochdruck geschlossen und bis

C herrscht die Totzeit. Das Gas vom warmen Ende des Pulsrohres strömt weiter

in das Ballastvolumen. Der Druck im Pulsrohr sinkt in Richtung Mitteldruck, der

Druck im Ballastvolumen steigt ein wenig an. In der Zeit von C bis D wird der

Niederdruck geö�net. Das Gas aus dem Regenerator strömt in den Kompressor, das

Gas aus dem Ballastvolumen strömt in das warme Ende des Pulsrohres. Der Druck

im Pulsrohr senkt sich ab bis nahe dem Niederdruck des Kompressors. Der Druck im

Ballastvolumen senkt sich wieder nur gering. Zum Zeitpunkt D wird der Niederdruck

geschlossen und es herrscht bis E Totzeit im System. Das Gas vom Ballastvolumen

strömt weiter in das Pulsrohr ein, wodurch der Druck im Pulsrohr wieder in Rich-

tung Mitteldruck ansteigt. Der Druck im Ballastvolumen reduziert sich nur ein wenig.

Aus der vorstehenden Analyse ergibt sich, dass das Gas in der Zeitspanne der Totzeit

(zusätzlich) entweder komprimiert oder expandiert wird. Durch die Länge der Totzeit

kann die Druckdi�erenz zwischen Hoch- und Niederdruck am Rotationsventil verklei-

nert werden, was an den Eindellungen in der Druckwellenform aus Abbildung 4.26

für W = 0; 5 sehr deutlich zu erkennen ist. Diese Verkleinerung des Drucksprunges

am Rotationsventil und im Pulsrohr reduziert die Verluste des Pulsrohrkühlers über

dem Hoch- und Niederdruck des Rotationsventils, wodurch auch die erreichbare

Minimaltemperatur abgesenkt werden kann. Die numerischen Berechnungen von [25]

für das kalte und warme Gas im Pulsrohr ergaben entsprechend der Beschreibung

eine signi�kante Erhöhung der geleisteten pV-Arbeit und somit eine Steigerung der

Kühlleistung des Systems. Aufgrund der Angleichung des Druckes durch das Ori�ce-

Ventil gehört zu unterschiedlich langen Totzeiten auch jeweils eine unterschiedliche

optimale Einstellung des Ori�ce-Ventils.

Ein Vergleich der Optimierungen am Edelstahl-PRK aus Kapitel 4.4.3 und Tabelle

4.6 zeigt eine weitere Steigerung der Kühlleistung von dP=dT = 0; 1 W=K mit dem

V = 0; 173 Rulonr-Körpers auf dP=dT = 0; 144 W=K mit einer Totzeit von W =

0; 50. Die extrapolierte Nettokühlleistung bei 80 K stieg von P (80K) = 5; 44 W um

38; 23% auf P (80K) = 7; 52 W . Im Vergleich zum Ausgangszustand eines solchen

PRK-Systems nach [1] konnte die Kühlleistung von P (80K) = 4; 76 W um 57; 98%
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durch die Anwendung von Totzeiten in der Druckwellenform gesteigert werden.

4.5.9. Charakterisierung der verwendeten Druckwellenformen

Um die verwendeten und aufgenommen Druckwellenformen zu charakterisieren und

mit weiterführenden, späteren Messungen vergleichen zu können, wurden nach Kapi-

tel 4.3 die k-Faktoren für die optimalen Druckwellenformen bestimmt. Die Ergebnisse

dieser Charakterisierung sind in Tabelle 4.12 zusammengestellt. Zusätzlich sind die

k-Faktoren für Sinus, Dreieck und Rechteckform mit aufgenommen. Die früher zur

Anwendung gekommene Druckwellenform des V = 0; 833 Rulonr-Körpers in Ver-

bindung mit dem einstu�gen Edelstahl-PRK wurde in [1] ausführlich untersucht und

charakterisiert.

Tabelle 4.12.: Zusammenstellung und Vergleich der berechneten k-Faktoren von unter-
schiedlichen Druckwellenformen

Verhältnis

Beschreibung R W ks kf kp

Sinus 1,414 1,111 1,571

Dreieck 1,732 1,155 2,000

Rechteckwelle 1,0 1,0 1,0

Titan-PRK 0,96 0 1,118 1,032 1,153

Rotationsventil 1,13 0 1,27 1,037 1,317

1,040 0,50 1,096 1,041 1,141

Titan-PRK 0,96 0 1,259 1,068 1,344

vor Regenerator 1,13 0 1,248 1,066 1,330

1,020 0,50 1,233 1,076 1,326

Edelstahl-PRK 0,833 0 1,24 1,054 1,307

0,713 0 1,39 1,087 1,511

Zum einen erkennt man, dass die Werte des Formfaktors kf der verwendeten Druck-

wellenformen vor dem Regenerator als auch Rotationsventil zwischen den Werten von

Sinus- und Rechteckwelle liegen. Die Leistung des Systems nimmt zu, wenn sich kf
den Werten der Sinuswelle annähert. Da die theoretischen Grundlagen des Pulsrohr-

kühlers (siehe Kapitel 3.5.1) von sinusförmigen Druckschwankungen in den einzelnen

Komponenten des Systems ausgehen, könnte analog zur Elektrotechnik [13] mittels

des Formfaktors diese Abweichung bei bekannter Kurvenform berücksichtigt werden.
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4.6. Ausblick zu den DC-Fluss Untersuchungen

Es konnte an zwei Methoden gezeigt werden, dass durch die Variation des Ein- zu

Auslassverhältnisses von Hoch- und Niederdruck der parasitäre E�ekt des DC-Flusses

kompensiert werden kann. Die Möglichkeit der Verwendung eines frei programmier-

baren Schrittmotors kann zu weiterführenden Untersuchungen und zur Verbesserung

der Kühlleistung und Minimaltemperatur von Pulsrohrkühlern im Labor verwendet

werden. Jedoch ist diese Vorgehensweise für eine spätere praktikable, preisgünstige

und leicht zu handhabende Anwendung zu aufwändig und kostenintensiv.

Es ist denkbar, dass für einen zum Beispiel in der Testphase be�ndlichen neuen Küh-

ler diese Untersuchungen als Grundlage einmal durchgeführt werden, um daraufhin

einen Rulonr-Rotationskörper mit den gefundenen optimalen Zeiten für Ein- und

Auslass bzw. mit integrierter Totzeit zu konstruieren. Dieser Rotationskörper wird

dann mit einem Synchronmotor bei konstanter Motorfrequenz betrieben (siehe Ab-

bildung 4.15). Für diese Vorgehensweise ist es jedoch erforderlich, dass die momentan

verwendeten Nadelventile in ihrem Design und Arbeitsweise verbessert werden. Hier

hat sich gezeigt, dass schon kleinste Veränderungen oder Abweichungen vom eigent-

lichen Durch�usskoe�zienten Cv, die durch Kratzer in der Nadelspitze entstehen

können, zu einem veränderten Verhalten des Kühlers führen können. Abhilfe kann hier

die Verwendung der in Kapitel 4.5.7.2 vorgestellten �symmetric spray nozzle� bringen.

Eine weitere Erhöhung der Kühlerleistung kann durch die weitere Optimierung

der Untersuchungen mittels Totzeit erreicht werden. In den oben beschriebenen

Untersuchungen wurden lediglich zwei verschiedene Verhältnisse W = 0; 3 und

W = 0; 5 untersucht und optimiert. Intensivere Untersuchungen und weiterführende

Experimente könnten zu einer nochmaligen Steigerung der Kühlleistung und einem

besseren Verständnis der Arbeitsweise und der Reduzierung von Verlustmechanismen

des Pulsrohrkühlers in Verbindung mit einer Totzeit führen.

Der Versuch der DC-Flow Kompensation und Optimierung nach der Methode

von [26] (getestet an einem zweistu�gen PRK) durch eine zusätzliche Verbindung

des Ballastvolumens über ein Nadelventil mit dem Hoch- oder Niederdruck des

Kompressors � je nachdem, welche Druckverhältnisse im System herrschen � hatte

keine Auswirkungen auf die Minimaltemperatur oder Kühlleistung dieses einstu�gen

Systems.

Welches prinzipielles Problem, Bedeutung und Wichtigkeit dieser E�ekt des DC-

Flusses für die allgemeine Entwicklung und Optimierung von Pulsrohrkühlern hat,

zeigt die in den letzten Jahren gestiegene Zahl der Verö�entlichungen und Untersu-

chungen zu diesem Thema, um mit [27], [28] und [29] noch einige weitere zu nennen.
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die

störarme Sensor-Kühlung

5.1. Motivation

Ein Ziel dieser Arbeit war es, neben der Optimierung und Steigerung der Leistungs-

fähigkeit von einstu�gen Pulsrohrkühlern ein System für die störarme und direkte

Kühlung von (hoch-) emp�ndlichen Sensoren zu entwickeln. Auf der Grundlage der

Untersuchungen aus [1] und dem Vergleich der Messergebnisse von direkt mit Kühl-

systemen gekühlten SQUID-Sensoren anderer Arbeitsgruppen aus Kapitel 2.2 sollte

versucht werden, die noch vorhandenen, kühlerinduzierten Störungs-Signale der ver-

wendeten Sensoren zu reduzieren bzw. zu minimieren (siehe Kapitel 7 und Kapitel

8). Im folgenden soll kurz auf die allgemeinen Überlegungen zur Materialauswahl

eingegangen werden, bevor der Aufbau des Systems in Detail beschrieben wird.

5.1.1. Geringer Restmagnetismus

Der Aufbau eines (nahezu) unmagnetischen Pulsrohrkühlers aus metallischen Kom-

ponenten erfordert für die Konstruktion des Systems eine spezielle Auswahl von nicht

remanent-magnetischen Materialien. Als Weiterentwicklung des in [2] beschriebenen

einstu�gen Pulsrohrkühlers für die Kühlung von HTSL-Bauelementen wird im folgen-

den ein neues System vorgestellt und dessen Tauglichkeit zur störarmen Kühlung von

hochemp�ndlichen Sensoren beschrieben. Für den Aufbau des Kaltteils wurden fol-

gende metallische Materialien verwendet: die Kalt�äche besteht aus Titan mit einem

Reinheitsgrad von 99,6%; die benötigten Rohre für Pulsrohr und Regenerator beste-

hen aus einer Titan-Legierung der Zusammensetzung Ti94:5Al3 V2:5 (Angaben in Gew.

%). Obwohl es sich in früher entwickelten Kühlerversionen [2], [3], [4] um das Material

Edelstahl für Pulsrohr und Regenerator gehandelt hat, ergaben nachträgliche Messun-

gen des magnetischen Feldes mittels einer emp�ndlichen Förstersonde (Au�ösungsver-

mögen: 1 V=10 �T ) axiale Magnetfelder in der Gröÿenordnung von 2; 5� 10 �T , was

weit oberhalb von diamagnetischen Materialien liegt. Die radialen Richtungen zeigten

eine auf 0; 5�1 �T reduzierte Magnetisierung. Vergleichende Messungen an den Roh-

ren der verwendeten Titan-Legierung zeigten kein magnetisches Restfeld mehr. Von

Gerster [5] wird der Aufbau eines einstu�gen Vier-Ventil-Pulsrohrkühler vorgestellt,

der vollkommen ohne metallische Materialien auskommt. Dadurch wird das Problem
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5.1. Motivation

der möglichen Entstehungsquellen von magnetischen Störfeldern für den Kaltkopf

prinzipiell ausgeschlossen. Jedoch treten durch die geringere Stabilität und Festig-

keitseigenschaften der verwendeten Materialien gröÿere Vibrationen auf, so dass es

im Betrieb mit einem emp�ndlichen SQUID zu gröÿeren Rauschwerten kommt (siehe

Kapitel 2.2.1.5). Auch schränken die für einen solchen Aufbau zur Verfügung ste-

hen Materialien � für die Regeneratormatrix kam z.B. Nylon zum Einsatz � die

Leistungsdaten solcher Kühlsysteme stark ein.

5.1.2. Verluste durch axiale Wärmeleitung entlang der Rohre

Wie in Kapitel 3.6 über die einzelnen Verlustmechanismen beschrieben, sind zur Re-

duktion der axialen Wärmeleitung entlang des Pulsrohres und des Regenerators be-

stimmte Materialien gefordert, die einen möglichst kleinen Wärmeleitfähigkeitskoef-

�zienten � = �(T ) (Einheit: [W=(cm �K)]) im Temperaturbereich von 300 K (25ÆC)

bis 20 K (�255ÆC) besitzen.

5.1.3. Reduktion der mechanischen Vibrationen der

Kalt�äche

Aufgrund des im Betrieb des PRK oszillierenden Druckhubes �p und der Umlenkung

des Arbeitsgases in der Kalt�äche wegen der gewählten U-Rohr Geometrie (siehe Ab-

bildung 5.1) kommt es zu mechanischen Vibrationen. Diese sind auf die elastische Ver-

formungen von Pulsrohr, Regenerator sowie eines Impulsübertrages auf die Kalt�äche

zurückzuführen (näheres hierzu siehe Kapitel 7). Zur Reduktion bzw. Minimierung

dieser Vibrationen sind Materialien erforderlich, die ein möglichst groÿes Elastizitäts-

modul E (Einheit: N=m2) haben. Der E-Modul gibt die notwendige Normalspannung

� (Einheit: N=m2) pro Dehnung " (relativer Längenänderung " = �l=l) an. Die theo-
retischen Längenoszillationen eines Rohres der Länge L, mit einem Radius r und einer

Wandstärke h sind nach [6] gegeben durch

�L =
L � r

2 � E � h
��p: (5.1)

Hinsichtlich der Wandstärke h in Bezug auf die axiale Wärmeleitung �(T ) entlang der

Rohrwandung und der Stabilität der Rohre wird man nach Kapitel 5.4 einen Kom-

promiss eingehen müssen. Mit diesen Randbedingungen wird ein Material angestrebt,

welches einen möglichst hohen Quotienten der Werte von E=� hat.
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.1.4. Materialauswahl

In Tabelle 5.1 sind der mittlere Wärmeleitkoe�zient �� für den Temperaturbereich

von T = 30 � 300 K und der E-Modul E von Edelstahl, einer Titanlegierung

(T i94:5Al3 V2:5) und einem in [7] verwendeten Verbundwerksto� (glasfaserverstärtes

Epoxidharz GF 412 [8]) gegenübergestellt. Dabei wurden die entsprechenden Werte

für das mittlere Wärmeleitungsintegral h�i nach Gleichung 5.2 mittels [9] ermittelt.

�� =
h�i

Tw � Tk
=

1

Tw � Tk
�

TwZ
Tk

�(T ) � dT (5.2)

Tabelle 5.1.: Mittlere Wärmeleitung �� und E-Modul verschiedener Materialien

Material �� E-Modul E=��

(W=(m �K)) (N=m2) (N K=W m)

Titanlegierung (T i94:5 Al3 V2:5) 5; 11�1 110 � 10+9 21; 522 � 10+9

Edelstahl (SS) 11; 22�2 200 � 10+9 17; 822 � 10+9

Verbundwerksto� GF 412 0; 385 0; 47 � 10+9 1; 221 � 10+9

Auf der Grundlage der Überlegungen aus Abschnitt 5.1.3 wurde sich zum Aufbau

eines einstu�gen Pulsrohrkühlers vom GM-Typ aus Titan bzw. Titan-Legierung

entschieden, da diese Materialien den gröÿten Wert von E=�� aufweisen.

Die Rohre von Pulsrohr und Regenerator bestehen aus einer Titan-Alpha-Beta-

Legierung (T i94:5 Al3 V2:5) welche vom Hersteller Timet [10] mit einer chemischen

Zusammensetzung von 0; 15 O; 0; 25 Fe; 0; 015 H; 0; 08 C; 0; 03 N; 2; 50 �
3; 50 Al; 2; 00 � 3; 00 V (Angaben in Gewichtsprozent) angegeben wird. Dieses

Verbindung ist auch bekannt unter der Bezeichnung �Flugzeug-Titan�, welches oft

im Flugzeugbau wegen der hohen Korrosionsbeständigkeit, hohen Festigkeit1 und

des geringen Gewichtes Verwendung �ndet.

Aufgrund seiner völlig unmagnetischen Eigenschaften besteht der Kaltkopf aus relativ

reinem Titan. Weiterhin besitzt dieses Metall unter den durch die Randbedingungen

sehr eingeschränkt zur Verfügung stehenden Materialien eine relativ hohe spezi�sche

Wärmekapazität von cp = 0; 523 J=(g �K). Alternativ hätte man auch zum Aufbau

einer völlig unmagnetischen Kalt�äche einen Saphir-Einkristall verwenden können,

welcher ebenfalls eine hohe Wärmekapazität und gute thermische Leitfähigkeit bei

tiefen Temperaturen besitzt. Aus Kostengründen und wegen der Schwierigkeiten der

mechanischen Bearbeitung kam diese Möglichkeit jedoch in diesem Aufbau nicht in

Frage.

1Man versteht darunter die Widerstandskraft, die feste Sto�e einer Verformung entgegensetzen.

Man unterscheidet verschiedene Arten von Festigkeiten: Biege-, Druck-, Reiss-, Zug- und Scher-

oder Schubfestigkeit.
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5.1. Motivation

5.1.5. Theoretische Abschätzung der optimalen Pulsfrequenz

Die Auswahl der geometrischen Abmessungen von Pulsrohr und Regenerator erfolg-

ten nach den Untersuchungen von [11], wonach ein Zusammenhang zwischen Mini-

maltemperatur und dem Verhältnis von Regeneratorvolumen zu Pulsrohrvolumen für

einstu�ge Kühler im Ori�ce-Modus existieren sollte, wenn folgendes gilt:

Kopt =
VReg

VPuls
� 1; 9 (5.3)

Hierbei sind VPulsrohr und VRegenerator die Volumina der Rohre von Pulsrohr und

Regenerator und K beschreibt das Verhältnis dieser Volumina. Vergleicht man die

Geometrien aus anderen Verö�entlichungen für Double-Inlet-Kühler, so bewegt sich

dieses Verhältnis K im Bereich von 1,9 - 2,6.

Zur Bestimmung der Arbeits- bzw. Pulsfrequenz wird ganz allgemein eine Beziehung

zwischen der optimalen Arbeitsfrequenz fopt und dem Volumen des Pulsrohres VPuls
gesucht. Mit dem folgenden Ansatz nach Gleichung 5.4 ist der mittlere Massenstrom

< _m > proportional der Massenänderung �m mal der Frequenz f im Pulsrohr.

< _m > � �m � f = � ��VPuls � f (5.4)

Unter der Annahme: _m = � � _V = konst:, dass der Massenstrom im Pulsrohr konstant

sei, ergibt sich Gleichung 5.5.

�VPuls �
1

f
(5.5)

Eine weitere Annahme ist, dass es für eine optimale Kühlleistung ein optimales

Verhältnis der Form: �V

VPuls
gibt. Dabei ist �V das maximale Volumen des nicht-

permanenten Gases am kalten Wärmetauscher. Wird dieses Verhältnis als konstant

angesehen, so gilt

�V

VPuls
= konst:

=)
1

fopt � VPuls
= konst: (5.6)

Legt man die Daten von [12] und der am Institut für Angewandte Physik der Univer-

sität Gieÿen existierenden, einstu�gen Pulsrohrkühler zugrunde (Kühler von [3], [4])

so ergibt sich mit den Volumina und den zugehörigen optimalen Frequenzen:

fopt � VPuls � 71 cm3 �Hz (5.7)
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

5.2.1. Pulsrohr, Regenerator und Kalt�äche

Die Abmessungen der verwendeten Rohre und die daraus berechneten Parameter sind

in Tabelle 5.2 zusammengestellt.

Tabelle 5.2.: Geometrische Abmessungen der verwendeten Rohre für Pulsrohr und Rege-
nerator aus Titan-Legierung Ti94:5Al3 V2:5

�au�en �innen Wandstärke Länge K fopt
(mm) (mm) (mm) (mm) (Hz)

Pulsrohr 12,80 11,40 0,70 140 2,24 5

Regenerator 19,05 17,07 0,99 140

Für den Quotienten K ergibt sich ein Wert von 2; 24, welcher nach Gleichung

5.3 in einem günstigen Bereich liegen sollte. Die theoretisch optimale Pulsfre-

quenz ergibt sich nach Gleichung 5.7 zu fopt = fpuls � 5 Hz, welche in Kapitel

6, Abbildung 6.5 experimentell bestätigt werden konnte. Abbildung 5.1 zeigt eine

technische Zeichnung des U-Rohr-Kaltteils mit Pulsrohr, Regenerator und Kalt�äche.

Die Schwierigkeit bei diesem Werkstück bestand darin, die beiden einzelnen Rohre

aus Titan-Legierung mit den beiden Flanschen und der Kalt�äche, welche aus

reinem Titan gefertigt sind, zu verbinden. Dies erforderte eine spezielle Technik

des Hochvakuum-Elektronenstrahlschweissens und wurde in der �Zentralabteilung

Technologie� (ZAT) des Forschungszentrums Jülich GmbH durchgeführt [13].

Die Regeneratormatrix besteht aus einer Schichtung von Phosphorbronze-Gewebe der

Porosität 0; 68 und einer nach Gleichung 5.8 de�nierten Mesh-Zahl von 247 mit einer

Drahtdicke von d = 40 �m und lichten Maschenweite w = 63 �m.

mesh = 25; 4 � 103
�m

inch
�

1

d+ w
(5.8)

Die Matrix setzt sich aus ca. 2000 gestanzten einzelnen Sieben zusammen, wobei je-

des Sieb nach Chen et al. [14] mit einer Übergröÿe (engl.: oversize wire-screen) von

0,26% gestanzt und in das Regeneratorrohr eingepresst wurde. Durch die Übergröÿe

der Siebe wird verhindert, dass im kalten Zustand, wenn sich das Material zusam-

mengezogen hat, nicht ein Teil des Gases innen an der Rohrwandung entlang strömen

kann, ohne mit dem Regenerator Wärme auszutauschen. Untersuchungen von Chang

et al. [15] zeigen, dass durch diesen Strömungse�ekt (engl.: �ow channeling e�ect) die

Leistungsfähigkeit des Regenerators stark gemindert wird. Zur Reduzierung der axia-

len Wärmeleitung entlang der Regeneratormatrix wäre eine alternierende Schichtung
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5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

Abbildung 5.1.: Aufbau des Kaltteiles mit Pulsrohr, Regenerator und Kalt�äche

von z.B. 200 Sieben Phosphorbronze, 50 Sieben Edelstahl, 200 Sieben Phosphorbron-

ze usw. günstiger gewesen. Aus Gründen eines unmagnetischen Aufbaues wurde auch

hier auf die Verwendung von Edelstahlsieben verzichtet.

5.2.2. Kalter Wärmetauscher

Als Wärmetauscher (WT) im Kaltkopf dient ein geschlitzter Zylinder aus geglühtem

Elektrolyt-Kupfer, welcher in die dafür vorgesehene Bohrung in die Titan-Kalt�äche

mit einer leichten Übergröÿe von 1=10 mm eingepresst wurde. Tabelle 5.3 und Abbil-

dung 5.2 geben die Abmessungen des kalten WT wieder. Für den Wärmeaustausch

mit dem Arbeitsgas stehen 23 Schlitze zur Verfügung.
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Tabelle 5.3.: Abmessungen des kalten Wärmetauschers im Kaltkopf des Pulsrohrkühlers

Symbol Abmessung

(mm)

Schlitzbreite Sb 0,20

Schlitzabstand Sa 0,42

Schlitztiefe St 4,00

Mittelsteg rm 4,60

Zylinderhöhe h 14,00

Abbildung 5.2.: Geschlitzter kalter Wärmetauscher aus geglühtem Elektrolyt-Kupfer

Vergleicht man den geschlitzten Wärmetauscher aus Abbildung 5.2 mit dem ent-

sprechenden gebohrten Wärmetauscher des Edelstahl-Pulsrohrkühlers aus [2] (h =

13; 5 mm, � = 12 mm und 64 Bohrungen mit 1 mm Durchmesser) bezüglich des

Totvolumens (Volumen im Werkstück, in dem sich das Arbeitsgas aufhalten kann)

und der zum Austausch von Wärme zur Verfügung stehenden e�ektiven Fläche, so

ergeben sich die in Tabelle 5.4 angegebenen Daten.

Tabelle 5.4.: Vergleich der Daten von geschlitzten und gebohrten Wärmetauschern

Wärmetauscher Fläche Totvolumen

Ages (mm
2) Vtot (mm

3)

geschlitzt 2755,20 268,80

gebohrt 2714,33 678,58

92



5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

Während die e�ektive Fläche für das Gas zum Wärmeaustausch mit 2714�2755mm2

fast gleich groÿ bleibt, reduziert sich das Totvolumen im Kaltbereich des Pulsrohr-

kühlers durch den geschlitzten Wärmetauscher um einen Faktor 2; 5 gegenüber der

gebohrten Ausführung.

5.2.2.1. Thermische Eindringtiefe

Zur Optimierung des Totvolumens und der e�ektiven Fläche eines solchen Wärmetau-

schers wurden Überlegungen bezüglich der Schlitzbreite und Schlitztiefe angestellt.

Für die Ausnutzung eines optimalen Wärmeübergangs vom oszillierenden Arbeitsgas

auf den Wärmetauscher und umgekehrt, sowie des Wärmetransportes kann man

unter Beachtung der Wärmeleitfähigkeit � und der thermischen Eindringtiefe Æth
des Arbeitsgases bei einer bestimmten Frequenz f die jeweils günstigsten Daten der

Geometrie ermitteln.

Für den Fall eines Wärmetauschers gilt, dass die Ober�äche durch das Vorbeiströmen

des Arbeitsgases periodisch mit der Frequenz f geheizt bzw. gekühlt wird. Hierdurch

stellt sich eine Ober�ächentemperatur von der Form T1 � cos(2�ft) + T0 an dem WT

ein. Die zeitliche und örtliche Temperaturverteilung T (x; t) im Inneren des Körpers

wird dann beschrieben durch die partielle Di�erentialgleichung des Temperaturfeldes,

welche sich nach Abbildung 5.3 a) und [16] gemäÿ der Wärmebilanz aus dem aus-

tretenden Wärmestrom _Qx an der Stelle x und _Qx+dx an der Stelle x + dx herleiten

lässt.

Abbildung 5.3.: a) Veranschaulichung der Wärmebilanz der ein- und austretenden Wärme-
ströme an einem Körper zu Herleitung der Di�erentialgleichung des Temperaturfeldes
(Instationäre Wärmeleitung). b) Schlitzbreite im kalten Wärmetauscher und thermische
Eindringtiefe

Der konvektive Wärmeübergang ist gekennzeichnet durch ein strömendes Medium,

das eine andere Temperatur besitzt als die begrenzende Wand. Somit tritt in der

thermischen Grenzschicht ein Wärmestrom auf.
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_Qx = �� � A �
@T

@x

_Qx+dx = _Qx +
@(d _Q)

@x
� dx

= �� � A �
@T

@x
�

@

@x

�
� � A �

@T

@x

�
� dx

= �� � A
�
@T

@x
+
@2T

@x2
� dx
�

Die Di�erenz der zu- und abgeführten Wärmeströme an der Stelle x sowie x + dx

bewirkt eine Temperaturänderung T (x; t) des Materials, welche in dem Volumen des

Materials gespeichert werden muss. Die Wärmespeicherung in Abhängigkeit der Zeit

t lässt sich berechnen durch d _Q = dm � cp � @T@t . Mit der Masse dm, der Dichte � und

dem Volumen dV = A � dx ergibt sich dann:

_Q = _Qx � _Qx+dx

� � cp � A � dx �
@

@t
T (x; t) = � � A � dx �

@2

@x2
T (x; t)

@

@t
T (x; t) = � �

@2

@x2
T (x; t) (5.9)

Die Sto�werte �=(cp � �) als Verhältnis von Wärmeleitfähigkeit und Wärmespeicher-

fähigkeit werden zu einem neuen neuen Sto�wert � � der sogenannten Temperatur-

leitfähigkeit2 � zusammengefasst. Mit den Randbedingungen T (x; t = 0) = T0 und

T (x = 0; t) = T1 � cos(2�ft)+T0 ergibt sich dann nach [17] die Lösung von Gleichung

5.9 zu

T (x; t) = T0 + T1 � exp

 
�x

r
�f

�

!
� cos

 
2�ft� x

r
�f

�

!
(5.10)

Als Annahme, auf welcher Strecke ein e�ektiver Wärmeübergang statt�ndet, gilt die

Distanz, nach der die Amplitude der Temperaturänderung auf 1

e
ihres Ausgangswertes

an der Ober�äche abgesunken ist. Mit Gleichung 5.10 ergibt sich dann die thermische

Eindringtiefe Æth zu

Æth =

r
�

�f
mit � =

�

� � cp
(5.11)

2In der Literatur wird � auch oft mit �thermischer Di�usivität� eines Materials bezeichnet.
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5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

Da nach [18] der konvektive Wärmeübergang von einem bewegten Fluid (Flüssigkeit

oder Gas) an eine feste Wand innerhalb dieser thermischen Grenzschicht der Dicke Æth
statt�ndet, ergibt sich für die Geometrie eines e�ektiv arbeitenden Wärmetauschers,

dass die Schlitzbreite Sb in Abbildung 5.3 b) im idealen Falle eine Breite von

Sb � 2 � Æth haben sollte. Wäre Sb � Æth so gäbe es einen Bereich, in dem das Gas

nur unzureichend Wärme von dem Wärmetauscher aufnehmen kann und somit zum

sogenannten Totvolumen gerechnet werden müsste, welches die Leistungsfähigkeit

des Systems reduziert.

Beachtet man, dass die Sto�werte der Temperaturleitfähigkeit � in Gleichung

5.11 temperaturabhängig sind, so ergibt sich für das Arbeitsgas Helium die in

Abbildung 5.4 angegebene thermische Eindringtiefe Æth in Abhängigkeit des Druckes

und der Temperatur bei f = 4; 6 Hz. Die Daten für Helium stammen hierbei aus [19].

Abbildung 5.4.: Verhalten der thermischen Eindringtiefe Æth =
p
�=� f von Helium für

f = 4; 6 Hz in Abhängigkeit des Druckes und der Temperatur im Bereich von �T1 =

30� 80 K und �T2 = 275� 325 K.

Ein Vergleich mit den Daten des kalten Wärmetauschers aus Tabelle 5.3 zeigt, dass für

den kalten WT im Temperaturbereich �T = 30� 80 K und für einen (Hoch-)Druck

von < p >= 21 bar gilt: Sb = 0; 2 mm < 2 � Æth = 0; 24 mm. Die Schlitzbreite ist also

klein genug, um einen e�ektiven Wärmeübergang zu gewährleisten und gleichzeitig

das Totvolumen gering zu halten.
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5.2.3. Konvektionsgekühlter Aluminiumkopf

Der warme, obere Teil des Pulsrohrkühlers besteht aus einem zweigeteilten, mit Kühl-

rippen versehenen, konvektionsgekühlten Aluminiumkopf. Die Abbildung 5.5 zeigt

den oberen der beiden Al-Teile, in welchen die selbstgebauten Nadelventile für Ori�ce-

und Double-Inlet Ventil direkt mit Gewinde und O-Ring Dichtungen in den Kopf ein-

geschraubt werden.

Abbildung 5.5.: Oberer Teil des konvektionsgekühlten Aluminiumkopfes mit integrierten
Nadelventilen für Ori�ce- und Double-Inlet Ventil

Abbildung 5.6 zeigt eine Zeichnung eines der integrierten Nadelventile für das Ori�ce-

und das Double-Inlet-Ventil. Wegen des kompakten Aufbaues des Kopfes wird das

Ventil bzw. die Spindel direkt mit einem O-Ring abgedichtet. Aus Platzgründen und

aus Gründen einer feineren Dosierbarkeit der Ventileinstellung ist die Ventilnadel als

ein Kegelstumpf von 3; 3 mm Länge mit einem Steigungswinkel von 11Æ ausgelegt.

Der Verschluss des Gasstromes kommt durch das Aufsetzen des Kegelstumpfes in

einer kleinen passenden Hülse zustande, welche in den Al-Kopf eingepresst wird.

Abbildung 5.6.: Integriertes Nadelventil für Ori�ce- und Double-Inlet Ventil mit 11Æ Na-
delsteigung und passender Hülse

Im zweiten, unteren Teil des Al-Kopfes (Abbildung 5.7) be�nden sich die beiden Boh-

rungen für die warmen Wärmetauscher über dem Regenerator und dem Pulsrohr.

Weiterhin sind in diesem Teil die vakuumdichte Buchse eines Steckers der Firma

Lemor Elektronik GmbH [20] mit acht elektrischen Durchführungen, ein vakuum-
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5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

dichter Lemor SMC-Stecker für hochfrequente Signale, sowie die Bohrung für die

Vakuumleitung untergebracht.

Abbildung 5.7.: Unterer Teil des konvektionsgekühlten Aluminiumkopfes mit warmen
Wärmetauschern und vakuumdichten elektrischen Durchführungen

Die Abdichtung des Heliumdrucksystems im Al-Kopf gegen Atmosphäre erfolgt

durch zwei Viton-O-Ringe. Die Flansche von Pulsrohr und Regenerator werden

über eine Art �Nut- und Federtechnik� mit einer Indiumdichtung von d = 1; 7 mm

Durchmesser an den Al-Kopf ange�anscht.

Da sich der obere Al-Kopf im laufenden Betrieb des Pulsrohrkühlers auf etwa

40 � 50ÆC erwärmen kann, wurde bei einigen Versuchen beobachtet, dass sich das

Indium in die freie Fläche von Regenerator und Pulsrohr hineinquetscht und somit

den freien pulsierenden Gas�uss behindert bzw. einengt. Hier muss beim An�an-

schen des Kaltteiles mittels Nut- und Federtechnik eine konstruktive Veränderung

vorgenommen werden, die das Wegkriechen bzw. Wegquetschen der Indiumdichtung

verhindert.
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.2.4. Warme Wärmetauscher über Pulsrohr und Regenerator

Der Wärmetauscher über dem Pulsrohr hat mit einer Höhe von h = 25; 0 mm die

gleiche Geometrie wie der kalte Wärmetauscher aus Abbildung 5.2.

Für den Wärmetauscher über dem Regenerator wurde eine etwas aufwändigere Geo-

metrie nach Abbildung 5.8 in den Aluminiumkopf eingepresst, um die e�ektive Fläche

zum Wärmeaustausch für das Arbeitsgas beim Eintritt in den Regenerator zu erhö-

hen.

Abbildung 5.8.: Geschlitzter warmer Wärmetauscher über dem Regenerator

Die Daten und geometrischen Abmessungen des warmen Wärmetauschers sind in

Tabelle 5.5 zusammengestellt.

Tabelle 5.5.: Daten des Wärmetauschers im (warmen) Aluminiumkopf des Pulsrohrkühlers

Symbol Abmessung

(mm)

Schlitzbreite Sb 0,20

Schlitztiefe Sklein

t
2,00

Schlitztiefe Sgro�

t 3,00

Mittelsteg rm 4,0

Zylinderhöhe h 25,00

Damit ergibt sich für die e�ektive Fläche zum Wärmeaustausch Ages = 9600 mm2,

und für das Totvolumen Vtot = 960mm3. Ein Vergleich mit den Daten der thermischen

Eindringtiefe Æth aus Abbildung 5.4 zeigt, dass auch hier gilt (für T = 300 K und

< p >= 21 bar): Sb = 0; 2 mm < 2 � Æth = 1; 6 mm. Hierdurch ist ein e�ektiver

Wärmeübergang mit möglichst wenig Totvolumen realisiert worden.

5.2.5. Vakuumgefäÿ

Das Vakuumgefäÿ besteht aus einem oberen Aluminiumzylinder von 50 mm Höhe

und einem Kunststo�becher aus Polysulfonr (PSU) von 206 mm Höhe. Der
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5.2. Beschreibung des mechanischen Aufbaus

Aluminiumring besitzt eine Nut für eine metallische 1; 7 mm dicke Indiumdichtung.

Hiermit wird das Gefäÿ an den konvektionsgekühlten Aluminiumkopf angeschraubt.

Seitlich an dem Ring be�ndet sich ein vakuumdichter SMA-Stecker für hochfrequente

Signale, z.B. für den späteren Betrieb des Pulsrohrkühlers mit SQUID-Anwendungen.

Das Vakuumgefäÿ sollte ebenfalls, wie der gesamte Kühler, aus einem nicht magne-

tischen Material bestehen. Polysulfonr (PSU) ist ein Hochleistungskunststo� aus

der Gruppe der amorphen Thermoplasten [21] und eignet sich besonders für thermi-

sche, elektrische und medizinische Anwendungen. Allerdings ist das Material span-

nungsrissemp�ndlich. Der dielektrische Verlustfaktor tan(Æ) liegt für 50 Hz bei 0; 001

und für 1 MHz bei 0; 003. In Abbildung 5.9 sind beide Teile des Vakuumgefäÿes ge-

zeigt, welche mit einem Gewinde ineinander geschraubt werden und mit dem Gieÿharz

Stycast 5040 vakuumdicht verklebt sind. Die Gesamtlänge beträgt l = 236 mm.

Abbildung 5.9.: Vakuumgefäÿ aus Aluminium und Polysulfonr (PSU)
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.2.6. Rotationsventil und Ballastvolumen

Die Zuführung des Arbeitsgases Helium zum Kaltkopf erfolgt von einem Rotations-

ventil über eine 4 m lange �exible Polyamid-Leitung mit 4 mm Innendurchmesser

und 1 mm Wandstärke, welche über eine 6 mm Swagelokr-Quetschverbindung in

den oberen Deckel des Ventils eingeschraubt ist. Der Kaltkopf ist über das Ori�ce-

Ventil und einer weiteren �exiblen 4 m langen Leitung mit 2 mm Innendurchmesser

mit dem Ballastvolumen von VBallast = 0; 2 l verbunden.

Alle Teile des Rotationsventils aus Abbildung 5.10, welche den Kühler periodisch mit

Hoch- und Niederdruck vom Heliumkompressor RW2 verbinden, wurden für dieses

System erstmalig vollständig von der Feinmechanischen Werkstatt des Instituts für

Angewandte Physik gefertigt. Die Druckleitungen vom Kompressor für Hochdruck

(HD) und Niederdruck (ND) sind über 1=4 Zoll Aeroquipr Verbindungen seitlich

zugeführt. Der eingebaute Synchronmotor der Firma Eduard Bautz GmbH [22] mit

einem Drehmoment von 0; 8 Nm wird durch einen SmartDrive Frequenzumrichter

VF1000 - Baureihe S/M/L (0; 37 � 22 kW ) der Firma Lust-Antriebstechnik [23]

frequenzvariabel angesteuert.

Abbildung 5.10.: Rotationsventil mit Synchronmotor zur Erzeugung der Druckoszillatio-
nen
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5.3. Gesamtaufbau des Titan-PRK Kaltkopfes

5.3. Gesamtaufbau des Titan-PRK Kaltkopfes

Abbildung 5.11 zeigt (von oben nach unten) das Ballastvolumen, den gesamten me-

chanischen Aufbau des Titan-Kaltkopfes ohne den unteren Teil des Vakuumgefäÿes

sowie das Rotationsventil mit den seitlichen Anschlüssen für den Hoch-und Nieder-

druck.

Abbildung 5.11.: Gesamtaufbau des Kühlers aus Titan mit Anschluss der jeweils 4 m

langen Transferleitung zum Ballastvolumen und Rotationsventil.
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.3.1. Volumina der Helium führenden Teile im

Titan-Kaltkopf

In der Tabelle 5.6 sind die einzelnen Komponenten des Pulsrohrkühlers mit ihren

jeweiligen Volumina aufgeführt, in denen sich das Arbeitsgas verteilen kann.

Tabelle 5.6.: Zusammenstellung der Helium führenden Komponenten im Titan Pulsrohr-
kühler und deren Volumen zur Aufnahme des Arbeitsgases

Gasführende Komponenten Volumen

(dm3)

Ballastvolumen 2000; 00 � 10�4

Hauptleitung (Polyamid, di = 4 mm� 1 mm, l = 4 m) 502; 60 � 10�4

Ori�celeitung (Polyamid, di = 2 mm� 1 mm, l = 4 m) 125; 60 � 10�4

Pulsrohr 142; 90 � 10�4

Regenerator 320; 40 � 10�4

Umlenkbohrung im Kaltkopf 6; 19 � 10�4

Kalter Wärmetauscher 2; 69 � 10�4

Warmer Wärmetauscher - Pulsrohr 7; 59 � 10�4

Warmer Wärmetauscher - Regenerator 9; 60 � 10�4

Bohrung über dem Pulsrohr (di = 8 mm, l = 15; 5 mm) 7; 79 � 10�4

Bohrung über dem Regenerator (di = 8 mm, l = 15; 5 mm) 22; 62 � 10�4

Gesamtvolumen: 3147; 98 � 10�4

5.3.2. Schemazeichnung des gesamten

Pulsrohrkühler-Systems

In Abbildung 5.12 ist eine Schemazeichnung des gesamten Pulsrohrkühlersystems

mit allen zum Betrieb benötigten Komponenten zu sehen. Hierzu zählen ein Kom-

pressor, ein Rotationsventil, die (�exiblen) Verbindungsleitungen, der Kaltkopf und

das Ballastvolumen. An den Positionen P1 � P4 be�nden sich piezoresistive Rela-

tivdrucksensoren der Firma Infineon Technologies AG (früher Siemens) vom

Typ KYP 47-R mit einem Druckbereich von 0�60 bar und einer Emp�ndlichkeit von

0; 67mV=V bar [24]. Ein linearer Zusammenhang der verstärkten3 Ausgangsspannung

in Abhängigkeit vom angelegten Druck erlaubt die Kalibrierung und die Erstellung ei-

ner linearen Regressionsgeraden vom Typ p(U) = a�U+b. Kalibriert wurde mit einem

ölgelagerten Membranmanometer mit einer Ablesegenauigkeit von 0; 3 bar, wobei U

die in Volt gemessene Spannung des Drucksensors ist.

3Eine genaue Beschreibung der Verstärkerschaltung �ndet sich in [3], bzw. die Anschlussbelegung

des Sensors in [24].
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5.3. Gesamtaufbau des Titan-PRK Kaltkopfes

Abbildung 5.12.: Schemazeichnung der einzelnen Komponenten des gesamten
Pulsrohrkühlersystems: Kompressor, Rotationsventil, (�exible) Verbindungsleitungen,
Kaltkopf und Ballastvolumen

Tabelle 5.7 gibt die Positionen der vier Drucksensoren P1�P4, sowie die Parameter a

und b für die einzelnen Sensoren wieder. In Tabelle 4.2 sind die verwendeten Symbole

und die mit diesen Sensoren gemessenen Druckgröÿen angegeben.

Tabelle 5.7.: Positionen und Parameter der verwendeten Drucksensoren - Typ KPY 47-R
für den linearen Zusammenhang von Druck und gemessener Spannung: p(U) = a �U + b

Position Parameter a Parameter b

(bar=mV ) (bar)

P1 Rotationsventil 8,673 2,409

P2 Haupteinlass (vor Regenerator) 9,155 -1,651

P3 Nach dem Ori�ce-Ventil 8,236 2,135

P4 Im Ballastvolumen 9,830 1,117
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

5.4. Eigenschaften der verwendeten

Titan-Legierung im Vergleich zu Edelstahl

Eine Quelle von thermischen Verlusten in einem Pulsrohrkühler ist nach Kapitel 3.6

die axiale Wärmeleitung entlang Pulsrohr und Regenerator. Diese Verluste lassen

sich nach Gleichung 5.12 berechnen, wobei sich das Wärmeleitungsintegral h�i im
Temperaturbereich von 300 K - 30 K nach Gleichung 5.2 mittels [9] bestimmen lässt.

dQ

dt
= _Q =

A

L
�
Z

300 K

30 K

�(T ) � dT =
A

L
� h�i (5.12)

h�T ii =

Z
300 K

30 K

�T i(T ) � dT = 13; 80
W

cm

h�SSi =

Z
300 K

30 K

�SS(T ) � dT = 30; 30
W

cm

Die wärmedurch�ossene Fläche A von Pulsrohr und Regenerator ist die Ring�äche der

Rohrwandung, welche durch A = �

4
� (�2

au�en
��2

innen
) gegeben ist. Mit den Daten der

Wandstärke und Durchmesser der verwendeten Ti94:5 Al3 V2:5-Rohre nach Tabelle 5.2

ergeben sich die zu vergleichenden Daten des Ti-PRK und des alten Pulsrohrkühlers

aus Edelstahlrohren mit den Wandstärken hPR bzw. hReg aus Tabelle 5.8.

Tabelle 5.8.: Daten zur Berechnung der Wärme�usses an Rohren aus Edelstahl und
Titanlegierung entlang der Rohrwandung von Pulsrohr und Regenerator

Material hPR=hReg APR AReg h�i
(cm) (cm2) (cm2) (W=cm)

Titanlegierung (Ti) 0,07 / 0,099 0,2661 0,5617 13,80

Edelstahl (SS) 0,03 / 0,030 0,1103 0,1668 30,30

Im Vergleich zur Titan-Legierung hat Edelstahl mit h�SSi = 30; 3 W=cm in diesem

Temperaturbereich eine um etwa 2; 2 gröÿere mittlere Wärmeleitung. Damit ergibt

sich der in Abbildung 5.13 dargestellte Vergleich des Wärme�usses zwischen den

Titan- und den Edelstahl-Rohren in Abhängigkeit von der verwendeten Rohrlänge.

Aus Abbildung 5.13 und Tabelle 5.9 ist zu erkennen, dass bei einer Rohrlänge von

l = 14; 0 cm trotz des geringeren Wärmeleitungsintegrals h�T ii der Titanlegierung der
Wärme�uss _Q aufgrund der relativ groÿen Wandstärke von d = 0; 099 cm oberhalb

von den Edelstahlrohren liegt.
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5.4. Eigenschaften der verwendeten Titan-Legierung im Vergleich zu Edelstahl

Abbildung 5.13.: Berechneter Wärme�uss zwischen 300 K und 30 K entlang Pulsrohr
und Regenerator mit Wandstärke und Durchmesser nach Tabelle 5.2 in Abhängigkeit
von der Rohrlänge L; SS: Edelstahlrohre, Ti: Ti94:5Al3 V2:5 Rohre

Tabelle 5.9.: Vergleich des Wärme�usses von Titanlegierung und Edelstahl entlang der
Pulsrohr- und Regeneratorwandung bei einer Rohrlänge von l = 14; 0 cm. Wandstärke
und Durchmesser nach Tabelle 5.2 bzw. Tabelle 5.8

(dQ=dt)PR (dQ=dt)Reg h�i
(W ) (W ) (W=cm)

Titanlegierung (Ti) 0,26229 0,55367 13,80

Edelstahl (SS) 0,23866 0,36104 30,30

In Abbildung 5.14 ist der Wärme�uss entlang der Titanrohre und der Edelstahlrohre

in Abhängigkeit der Wandstärke h der Rohre dargestellt. Hierbei wurde jeweils von

einem konstanten Innendurchmesser der Rohre ausgegangen und die Wandstärke

variiert.

Die Innendurchmesser der Ti-Rohre (siehe Tabelle 5.2) sind hierbei T i�PR
i

= 1; 14 cm

und T i�Reg
i

= 1; 707 cm und die der Edelstahl-Rohre SS�PR
i

= 1; 14 cm und
SS�Reg

i
= 1; 74 cm.

Um den Wärme�uss der Rohre aus Titan-Legierung noch weiter zu reduzieren, wur-

den die Rohre teilweise im Auÿendurchmesser reduziert (abgedreht), so dass sich, wie
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5. Aufbau eines Pulsrohrkühlers für die störarme Sensor-Kühlung

Abbildung 5.14.: Berechneter Wärme�uss entlang Pulsrohr und Regenerator von Edel-
stahl und der Titan-Legierung in Abhängigkeit von der Wandstärke h.

aus Abbildung 5.15 zu entnehmen ist, die Wandstärke im mittleren Teil der Rohre

verringert. Zum Elektronenstrahl-Schweiÿen der Rohre in die Kalt�äche und zum An-

schweiÿen der Flansche wurde die Wandstärke der Rohre auf ihrem ursprünglichen

Wert belassen (für den Flansch l1 = 9; 0 mm (rechts), für die Kalt�äche l3 = 10 mm

(links)).

Abbildung 5.15.: Schemazeichnung der in der Wandstärke reduzierten Ti-Rohre.
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6. Betriebsverhalten des

Titan-Pulsrohrkühlers

Das Betriebsverhalten eines (Pulsrohr-) Kühlers wird normalerweise charakterisiert

durch die unter optimalen Bedingungen zu erreichenden thermodynamischen Eigen-

schaften und das Verhalten des Systems unter Lastbedingungen, wenn das System im

Einsatz ist. Hierunter versteht man:

� die erreichbare Minimaltemperatur ohne thermische Belastung

� Temperaturschwankungen an der Kalt�äche

� Abhängigkeit der Minimaltemperatur vom Inklinationswinkel #

� die maximal zur Verfügung stehende Kühlleistung des Systems bei einer

bestimmten Temperatur der Kalt�äche

� die Abhängigkeit der Minimaltemperatur bei unterschiedlichen Arbeitsfrequen-

zen

Da es sich bei diesem Pulsrohrkühler um ein System für die �exible und störarme

Kühlung von hochemp�ndlichen Sensoren handelt, ergeben sich noch weitere Merk-

male, mit denen das Betriebsverhalten für solche Anwendungen zu charakterisieren

ist. Dies sind:

� die (mechanischen) Vibrationen der Kalt�äche

� die vom Kühler induzierten elektromagnetischen Störungen (engl.: electroma-

gnetic interference (EMI)) am Ort des zu kühlenden Sensors.
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6. Betriebsverhalten des Titan-Pulsrohrkühlers

Die Untersuchungen und Charakterisierungen der ersten fünf Betriebsparameter des

Titan-Pulsrohrkühlers werden in diesem Kapitel vorgestellt.

Die Untersuchungen und Messungen der (charakteristischen) mechanischen Vi-

brationen direkt an der Kalt�äche bzw. an verschiedenen vibrationsgedämpften

Kon�gurationen erfolgt in Kapitel 7 und Kapitel 7.5.

Die kühlerinduzierten elektromagnetischen Störungen (EMI) wurden mittels eines

auf der Kalt�äche montierten emp�ndlichen HTSL rf washer SQUID-Magnetometers

in einer vierfach �-Metallabschirmung gemessen. Die Resultate werden in Kapitel 8

vorgestellt.

Die Messungen mit dem supraleitenden Sensor bedeuten eine integrale Messmethode

von allen Störsignalen, die auf den Sensor Ein�uss nehmen. Temperatur�uktuatio-

nen, mechanische Vibrationen der Kalt�äche in einem Magnetfeld und eventuell

vorhandene magnetische Restfelder erzeugen gleichermaÿen Störein�üsse auf den

SQUID-Sensor, die die beabsichtigte Messaufgabe beeinträchtigen und nicht vom

eigentlichen Messobjekt herrühren.

Die Daten des Betriebsverhaltens wurden mit einem 2 kW Heliumkompressor

(Leybold RW2) bei einem absoluten mittleren Fülldruck von hpabsi = 17 bar

(im warmen Zustand) aufgenommen. Als Rotationskörper bei den Untersuchungen

kam zum einen der in Abbildung 4.3 dargestellte 2-er Rulonr (V = 0,713) und

der in Abbildung 4.14 dargestellte symmetrische 4-er Rulonr-Körper (V = 1; 0)

mit vier Bohrungen für Hoch- und Niederdruck zum Einsatz. Da nach [1], [2], [3]

die nicht metallischen Werksto�e � z.B. Teile aus Kunststo�, GFK oder PSU �

einen viel höheren Emissionsgrad haben als zum Beispiel polierte Metalle, sind

Pulsrohr und Regenerator mit 10 Lagen Superisolationsfolie umwickelt, um mögliche

Strahlungsverluste (siehe Kapitel 3.6) gering zu halten.

6.1. Abkühlverhalten

In Abbildung 6.1 ist das zeitliche Abkühlverhalten des Pulsrohrkühlers nach dem

Einschalten für die vertikale Orientierung � Kalt�äche nach unten, # = 0Æ � mit

dem 4-er Rulonr dargestellt. Zuvor wurde das System mittels Ori�ce- und Double-

Inlet Ventil auf Minimaltemperatur ohne thermische Belastung optimiert. Der innere

Graph zeigt die gleiche Abkühlkurve im Bereich der Minimaltemperatur von t =

60� 150 min auf einer stark vergröÿerten Temperaturskala.

110



6.1. Abkühlverhalten

Abbildung 6.1.: Optimiertes zeitliches Abkühlverhalten des Ti-PRK auf Minimaltempe-
ratur ohne thermische Last bei # = 0Æ mit 4-er Rulonr (V = 1; 0)

6.1.1. Minimaltemperatur

In der optimalen Kon�guration wird nach �t = 70 min die Minimaltemperatur von

Tmin = 34; 1 K bei einem maximalen Druckhub am Ventil von �pV entil = 11; 56 bar

erreicht. Mit dem 2-er Rulonr werden nach Optimierung Tmin = 31 K in der

gleichen Zeit erreicht.

Orientiert man den Pulsrohrkühler horizontal � Kalt�äche zur Seite, # = 90Æ � und

optimiert wieder auf Minimaltemperatur, so wird nach �t = 40 min die Temperatur

Tmin = 43 K erreicht. Diese Degradation der Temperatur hängt mit dem in Kapitel

6.2 beschrieben �Tilte�ekt� zusammen.

6.1.2. Temperatur�uktuationen

Der vergröÿerte Ausschnitt in Abbildung 6.1 lässt Temperatursprünge von etwa�T =

�0; 5 K um die Minimaltemperatur erkennen. Diese Sprünge pro Minute sind bei

diesen Temperaturen durch den verwendeten Pt-100 als auch durch das begrenzte

Au�ösungsvermögen der AD-Wandlerkarte zur digitalen Messwerterfassung bedingt.

Die Kontrolle des Pt-100 Widerstandwertes mit einem Digitalmultimeter (Prema,

Modell 5017) und einer Integrationszeit von 0; 1 s lässt nur Schwankungen in der

vierten Nachkommastelle des Widerstandwertes erkennen. Laut DIN-43760 für PT-

100 Sensoren haben diese eine Emp�ndlichkeit von etwa 0; 422 
 pro Grad Kelvin. Bei

einer gemessenen Widerstandsschwankung von �0; 5 m
 ergibt dies eine Kurzzeit-

Temperaturschwankung von �T = 2; 37 mK.
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6. Betriebsverhalten des Titan-Pulsrohrkühlers

6.2. Abhängigkeit der Minimaltemperatur vom

Inklinationswinkel

6.2.1. Grundlagen

Grundlegende Untersuchungen von Thummes et al. [4], und Schreiber [5] zeigten, dass

die Neigung eines Pulsrohrkühlers um einen Winkel # aus der vertikalen Orientierung

(Kalt�äche nach unten) im Gravitationsfeld der Erde einen erheblichen Ein�uss

auf die Minimaltemperatur und Kühlleistung des Systems hat. Dieser Verlustme-

chanismus wird durch einen Wärmetransport infolge natürlicher Gas-Konvektion

innerhalb des Pulsrohres hervorgerufen, wenn das System um einen bestimmten

Inklinationswinkel # gekippt wird. Aufgrund des Dichteunterschiedes vom warmen

Gas am warmen Ende und kaltem Gas am kalten Ende des Pulsrohres bilden sich

je nach Neigungswinkel des Pulsrohrkühlers unterschiedliche Strömungsformen und

daran gekoppelt die entstehenden Verluste aus. Von Shiraishi et al. [6], [7] konnten

die Strömungspro�le der Druckwelle im Pulsrohr und deren Veränderung durch

Inklination an einem Ori�ce-PRK mit einem durchsichtigen Plastik-Pulsrohr mittels

Rauchlinien und Hochgeschwindigkeitskamera sichtbar gemacht werden.

Untersuchungen von Kasthurirengan et al. [8] und Scurlock et al. [9] mittels ellip-

tischer Pulsrohre und Messungen von [10] durch das Einbringen von bestimmten

Strukturen (Trennwände oder Netzstrukturen) in das Pulsrohr zur Unterbindung

von Konvektionswirbel, erbrachten bisher keine durchbrechenden Erfolge. Bei diesen

Versuchen geht die Unterdrückung des Tilte�ektes immer zu Lasten eines Anstieges

der Minimaltemperatur und des Verlustes an zur Verfügung stehender Kühlleistung.

Für einige praktischen Anwendungen, wie z.B. zur lageunabhängigen Kühlung von

HTSL-Empfangsantennen nach [11] ist es erforderlich, die Minimaltemperatur im

gesamten, der Applikation möglichen Inklinationsbereich, unterhalb einer gewissen

Temperatur (speziell bei supraleitenden Anwendungen ist dies die Sprungtempe-

ratur Tc des verwendeten supraleitenden Materials) zu halten. In [12], [13] konnte

gezeigt werden, dass sich durch die Erhöhung der Arbeits- bzw. Pulsfrequenz des

Kühlers von fpuls = 4 Hz auf fpuls = 8 Hz bzw. 12 Hz die Temperaturvariati-

on bei Inklination verkleinern lässt bzw. nach [14] durch Steigerung der Frequenz

von ursprünglich 2 Hz auf über 8 Hz die konvektiven Störungen völlig verschwanden.

Von Blaurock et al. [15] und Gerster [16] konnte ebenfalls der Ein�uss der

Arbeitsfrequenz auf die erreichbare Minimaltemperatur bei Inklination eines Vier-

Ventil-Pulsrohrkühlers mittels unterschiedlicher Arbeitsgase (Helium und Neon)

untersucht werden. Hier kam man zu dem Schluss, dass die geringe Temperatur-

variation bei fpuls = 4; 0 Hz von nur �T = 5; 5 K im Inklinationsbereich von

# = 0Æ � 180Æ durch das nicht Vorhandensein des warmen Wärmetauschers im
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6.2. Abhängigkeit der Minimaltemperatur vom Inklinationswinkel

Vier-Ventil-Pulsrohrkühler erklärt werden könnte. Da der Vier-Ventil-Pulsrohrkühler

keinen warmen Wärmetauscher benötigt (vergl. Kapitel 3.3.3), ist dort die thermische

Ankopplung des Arbeitsgases an die Umgebungstemperatur am warmen Ende des

Pulsrohres schlechter als bei einem Ori�ce- oder Double-Inlet Pulsrohrkühler, die

durch ihren warmen Wärmetauscher eine sehr gute Ankopplung des Arbeitsgases

an die Umgebungstemperatur (d.h. einen hohen Wärmestrom zwischen Gas und

Wärmetauscher) haben [17]. Deshalb wird vermutet, dass der warme Wärmetauscher

eine Verstärkung des konvektiven Verlustes bedingt.

Bei Miniaturpulsrohrkühlern vom Stirling-Typ tritt dieser E�ekt nicht mehr auf,

wie Untersuchungen von Klundt et al. [18], [19] und Hiratsuka et al. [20] zeigten.

Dies liegt allgemein daran, dass bei höheren Pulsfrequenzen von fpuls � 40 Hz und

kleineren Durchmesser des Pulsrohres die konvektionsbedingten Verluste reduziert

werden. Durch die Trägheit des Gases können sich die verlustbehafteten Konvekti-

onswirbel nicht mehr ausbilden.

6.2.2. Messergebnisse

Die Abbildung 6.2 zeigt die Abhängigkeit der Minimaltemperatur des Titan-

Pulsrohrkühlers vom Inklinationswinkel # im Bereich von # = 0Æ � 180Æ (gemessen

mit dem 2-er Rulonr). Einmal wurde der PRK bei # = 0Æ optimiert und dann

geneigt. Das zweite Mal erfolgte eine Optimierung auf Tmin bei # = 90Æ.

Abbildung 6.2.: Vergleich des Tilte�ektes des Titan-PRK bei unterschiedlicher Optimie-
rung des Pulsrohrkühlers mit 2-er Rulonr (V = 0,713)
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6. Betriebsverhalten des Titan-Pulsrohrkühlers

Es ist deutlich zu erkennen, dass die maximale Temperaturvariation �T im Winkel-

bereich von # = 120Æ � 150Æ auftritt. Während sich für die auf # = 0Æ optimierte

T 0Æ-Kurve ein sofortiger langsamer Anstieg der Temperatur mit dem Winkel

bemerkbar macht, verhält sich die bei # = 90Æ optimierte T 90Æ-Kurve bis zu ei-

nem Inklinationswinkel von etwa 90Æ annähernd konstant, um dann auch anzusteigen.

Zu erkennen ist weiterhin, dass die Minimaltemperatur der T 0Æ-Kurve von 31 K

auf 43 K bei der T 90Æ-Kurve angestiegen ist. Die maximale Temperaturschwankung

�T bei der schlechtesten Orientierung von # = 135Æ beträgt für die T 0Æ-Kurve

�T = 58 K, wohingegen für die T 90Æ-Kurve eine reduzierte Schwankung von

�T = 34 K gemessen wurde. Hieran ist zu erkennen, dass es für den Betrieb des

Pulsrohrkühlers nicht nur eine optimale Einstellung der Parameter gibt, sondern

diese von der jeweiligen Anwendung und deren thermischer Last abhängig ist.

Man muss unterscheiden, ob das System auf Minimaltemperatur (ohne Last) oder

auf maximale Kühlleistung (bei einer bestimmten Temperatur) optimiert wird.

Dieses Verhalten macht sich auch in den in Kapitel 6.3 vorgestellten Kühlleistungen

bemerkbar. Bei einer Drehung des Kaltkopfes um seine Längsachse wurden keine

Temperaturveränderungen der Kalt�äche in den unterschiedlichen Winkelstellungen

festgestellt.

Dieses Verhalten der Temperatur in Abhängigkeit des Neigungswinkels im Gravi-

tationsfeld der Erde ist zur Zeit ein groÿer Nachteil des Pulsrohrkühlers gegenüber

anderen Kühlsystemen. Nach Messungen des Temperaturverhaltens der Kalt�äche

an einem Joule-Thomson Kühler von APD, Modell Cryotigerr, [21] (PT-13 Gas,

18 bar Fülldruck, 70 K Minimaltemperatur) von Hohmann [22] zeigte sich bei einer

Lageveränderung von # = 90Æ eine Temperaturerhöhung von ca. �T = 1; 5 K. Eine

simultane Messung der Druckveränderung in der Hoch- und Niederdruckleitung

zeigte, dass eine Druckerhöhung in beiden Leitungen ausschlaggebend für die

Temperaturerhöhung war.

6.3. Kühlleistung des Titan-Pulsrohrkühlers

Zur Messung der Kühlleistung be�ndet sich an einer seitlichen Fläche des Kaltkopfes

(siehe Abbildung 5.1) ein 100 
 Heizwiderstand (Typ PBH 100), welcher mittels

Wärmeleitfett Apiezonr N thermisch gut angekoppelt ist. Die Belastung mit einem

elektrischen Strom erfolgte über zwei 125 �m dicke Kupferdrahtleitungen, die in

spiralförmigen Windungen entlang des Pulsrohres gelegt wurden. Die Messung des

Spannungabfalles erfolgte über zwei 100 �m dicke Manganin-Leitungen (84% Cu,

12% Mn, 4% Ni). Die somit erzeugte thermische Belastung des Systems ergibt sich

dann aus dem Produkt von Strom und Spannung zu P = U � I in Watt.

114



6.3. Kühlleistung des Titan-Pulsrohrkühlers

Die Abbildung 6.3 zeigt einen Vergleich der gemessenen Kühlleistung und der aus

den Messpunkten berechneten Regressionsgeraden des Titan-Pulsrohrkühlers für drei

unterschiedliche Betriebszustände. Dargestellt sind zum einen die Kühlleistung mit

dem symmetrischen 4-er Rulonr und zum anderen die Kühlleistung mit dem 2-er

Rulonr (V = 0,713) einmal bei # = 0Æ und einmal bei # = 90Æ. Für jede der Messun-

gen wurde der PRK jeweils auf unbelastete Minimaltemperatur optimiert. Zusätzlich

ist noch die erreichte Kühlleistung des Edelstahl-PRK aus Kapitel 4.4.3.2 mit dem

für dieses System optimierten 2-er Rulonr-Körper (V = 0,713) eingezeichnet. Alle

Messungen erfolgten in vertikaler Orientierung der Kalt�äche bei # = 0Æ.

Abbildung 6.3.: Vergleich der Kühlleistung des Titan-Pulsrohrkühlers für unterschiedliche
Betriebszustände; vertikale Orientierung (# = 0Æ)

Mit Bezug auf Kapitel 4.4.3.2 gibt Tabelle 6.1 den Vergleich der Steigungen der

Kühlleistungsgeraden s = dP=dT und die auf T = 0 K extrapolierten Verluste

Ploss(0), sowie die aus der Regressionsgeraden berechnete Kühlleistung P (80K) bei

einer Temperatur von 80 K wieder. Für die Messdaten des 2-er Rulonr-Körpers

bei der Optimierung in der # = 90Æ Lage ergibt sich o�ensichtlich kein linearer

Zusammenhang von Kühlleistung und Temperatur nach Gleichung 4.8.

Da die Neigung von # = 90Æ für den Pulsrohrkühler eine thermische Belastung durch

Konvektion darstellt (siehe Kapitel 6.2), entspricht diese Messung einer auf Last

optimierten Kühlleistung. Dies macht sich auch an den von �2; 913 W für # = 0Æ

auf �5; 745 W für # = 90Æ gestiegenen, extrapolierten Verluste Ploss(0) bemerkbar.

115



6. Betriebsverhalten des Titan-Pulsrohrkühlers

Tabelle 6.1.: Vergleich der Kühlleistungsdaten des Titan-Pulsrohrkühlers für unterschied-
liche Betriebszustände

Rulonr-Körper V = 'HD='ND s = dP=dT Ploss(0) P (80K)

(W=K) (W ) (W )

2-er, opt. auf 0Æ 0,713 0,094 -2,913 4,607

4-er, opt. auf 0Æ 1,000 0,143 -5,030 6,410

2-er, opt. auf 90Æ 0,713 0,139 -5,745 5,375

2-er Edelstahl 0,713 0,1006 -2,556 5,492

Durch die hierdurch erhöhte Steigung der Kühlleistungsgeraden von 0; 094 W=K auf

0; 139W=K kommt es trotz erhöhter Minimaltemperatur von der auf 90Æ optimierten

Einstellung im Temperaturbereich von 50 � 60 K zu einer Kreuzung und somit

höheren Kühlleistung für diese Art der Optimierung.

Im Vergleich zur Kühlleistung des Edelstahl-PRK mit dem für dieses System opti-

mierten 2-er Rulonr mit V = 0; 713 aus Kapitel 4.4.3.2 ist folgendes zu bemerken:

obwohl Geometrie, Randbedingungen und Rotationskörper beim Titan-PRK mit

# = 0Æ die gleichen sind, liegt die Kühlleistung bei T = 80 K unterhalb des

Edelstahl-PRK. Erst der Betrieb des Ti-PRK mit dem symmetrischen 4-er Rulonr

(V = 1; 0) lässt eine erhöhte Steigung der Kühlleistungsgeraden von 0; 143 W=K und

eine bei 80 K höhere Kühlleistung von P (80K) = 6; 410 W erkennen.

Was in Kapitel 4.5 mit der steuerbaren Rotationsfrequenz und der Einführung von

gewissen Totzeiten in die Druckwellenform möglich war, nämlich die Steigerung

der Kühlleistung des Titan-PRK auf die in Tabelle 4.5.8 angegeben Werte, ist

mit der einfachen Übertragung des optimierten 2-er Rulons aus Kapitel 4.4.3.2

nicht so einfach möglich. Dies konnte durch eine Kontrollmessung des Verhaltens

der Mitteldrücke im System bestätigt werden. Während in Kapitel 4.4.3.3 für den

optimalen Betrieb eine Di�erenz der Mitteldrücke zwischen Ballastvolumen und vor

dem Regenerator von � hpi = hpBi � hpv:Regi = 0; 004 bar gemessen wurde, ergab

die gleiche Untersuchung an dem Ti-PRK mit dem V = 0,713 Rulon einen Wert von

� hpi = 0; 4� 0; 5 bar.

Hieraus kann geschlossen werden, dass die in Kapitel 4.2 beschriebene Problema-

tik des DC-Flusses im Falle des Ti-PRK durch einen symmetrischen 4-er Rulonr-

Körper kompensiert werden kann. Dieses unterschiedliche Verhalten der annähernd

gleichen Systeme liegt in den unterschiedlichen Fertigungstoleranzen der Nadelven-

tile und Flussimpedanzen begründet. Gelingt es nicht, die Komponenten des PRK

mit einer gewissen Reproduzierbarkeit zu fertigen, so wird die Methode der Opti-

mierung mittels Rulonr-Körper Anpassung eine auf das Einzelsystem beschränkte,

individuelle und nicht übertragbare Möglichkeit bleiben.
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6.4. Methoden zur Bestimmung der optimalen

Arbeitsfrequenz

Um die theoretischen Überlegungen bezüglich der optimalen Arbeitsfrequenz des

Pulsrohrkühlers aus Kapitel 5.1.5 veri�zieren zu können, wird eine experimentelle

Methode benötigt, um die optimale Pulsfrequenz für eine gegebene Kühlergeometrie

zu bestimmen. Da sich die für die theoretische Behandlung eines Pulsrohrkühlers

wichtige Gröÿe des Massen�usses am warmen Ende _mw nur bestimmen lässt, wenn

der Druckhub im Pulsrohr nach [23], [24] bekannt ist, wird eine möglichst schnelle

experimentelle Methode gesucht, welche die optimale Pulsfrequenz im Ori�ce-Mode

des Kühlers liefert.

Die Druckwellenform p0(t) im Ballastvolumen hat annähernd Sinusform und ist un-

abhängig von der Druckwellenform p(t) im Pulsrohr. p0(t) ist um etwa 90Æ gegenüber

p(t) phasenverschoben und eilt dieser nach. Dieses Verhalten resultiert aus der Tatsa-

che, dass das Ori�ce-Ventil und das Ballastvolumen einen Tiefpass-Filter bilden [25].

Für die sinusförmige Druckwellenform p0(t) lässt sich der gemittelte Massen�uss h _m0i
in das Ballastvolumen näherungsweise nach [24] und Gleichung 6.1 berechnen.�

dm0

dt

�
= h _m0i =

VB

 � Rs � TB
� 2 � fpuls ��pB (6.1)

Dabei sind für das Arbeitsgas Helium

 : Adiabatenkoe�zient cp=cv = 5=3

Rs : spezi�sche Gaskonstante 2077 J=(kg �K)

TB : Temperatur des Gases im Ballastvolumen 295 K

VB : Ballastvolumen 0; 2 l

fpuls : Puls- bzw. Arbeitsfrequenz

�pB : Druckhub im Ballastvolumen

Im Ori�ce-Mode ergeben sich prinzipiell drei unterschiedliche Möglichkeiten, eine ver-

änderliche Gröÿe des Systems während der gesamten Messung konstant zu halten, um

dann die Frequenz als Parameter zu variieren und die Abhängigkeit der Temperatur

von der Frequenzvariation zu bestimmen. Diese Möglichkeiten sind:

� eine konstante Einstellung des Ori�ce-Nadelventils

� das Konstanthalten des Massen�usses h _m0i durch das Ori�ce-Ventil

� das Konstanthalten des Druckhubes �pB im Ballastvolumen
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6.4.1. Konstante Ori�ce Ventileinstellung (cv = konst:)

Abbildung 6.4 zeigt das bei Frequenzvariation experimentell gemessene Verhalten des

Druckhubes �pB und des nach Gleichung 6.1 berechneten Massen�usses h _m0i für die
drei unterschiedlichen Messmethoden.

Abbildung 6.4.: Abhängigkeit der Druckamplitude �pB und des Massen�usses h _m0i im
Ori�ce-Mode von der Pulsfrequenz fpuls bei drei unterschiedlichen Messverfahren zur
Bestimmung der optimalen Pulsfrequenz

Im Verlauf dieser Messreihe mit konstanter Ori�ce Ventileinstellung � dies ent-

spricht einem konstanten Durch�usskoe�zienten cv des Nadelventils (�pB mit

cv = konst:) � nimmt die Druckamplitude �pB als auch der Massen�uss h _m0i in
das Ballastvolumen stetig ab. Die Abnahme des Massen�usses liegt zum einen an

dem mit steigender Pulsfrequenz wachsenden Strömungswiderstand der l = 4 m

langen Polyamid-Leitung (Innendurchmesser : �i = 2 mm) zum Ballastvolumen.

Zum anderen nimmt die Druckamplitude im Pulsrohr stetig ab und somit der am

Ori�ce-Ventil anliegende Druck, was zu einer (stark) abnehmenden Druckamplitude

�pB im Ballastvolumen führt.

Es ist also darauf zu achten, dass zu Beginn der Untersuchung nicht ein zu kleiner

Druckhub �pB gewählt wird, da man sonst Gefahr läuft, dass Optimum noch nicht
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erreicht zu haben, jedoch die Druckamplitude schon durch die höhere Frequenz zu

klein geworden ist.

6.4.2. Konstanter Massen�uss (h _m0(�pB; fpuls)i = konst:)

Für die zweite Methode ist es erforderlich, für jede neu eingestellte Frequenz die

Einstellung des Ori�ce-Ventils zu verändern. Zu Anfang der Messreihe wird ein be-

stimmter Massen�uss h _m0(�pB; fpuls)i = konst: in Abhängigkeit von Druckampli-

tude und Frequenz festgelegt. Über Gleichung 6.2, welche direkt aus Gleichung 6.1

folgt, kann somit die im Ballastvolumen einzustellende Druckamplitude in Abhän-

gigkeit der Pulsfrequenz bestimmt werden. Der anfänglich eingestellte Massen�uss in

das Ballastvolumen bleibt somit konstant.

�pB(fpuls) =
 �Rs � TB
2 � VB

� h _m0(�pB; fpuls)i �
1

fpuls
(6.2)

Abbildung 6.4 zeigt, dass die eingestellten Werte �pB mit h _m0i = konst: bei wach-

sender Pulsfrequenz ebenfalls kontinuierlich abnehmen.

6.4.3. Konstanter Druckhub (�pB = konst:)

Der Druckhub �pB(fpuls) im Ballastvolumen ist, wie im Falle des konstanten

Massen�usses, eine Funktion der Pulsfrequenz fpuls und muss für jede Frequenz neu

eingestellt werden (schrittweises Weiterö�nen des Ori�ce-Ventils). Der Massen�uss

verändert sich in diesem Fall nach Gleichung 6.1 linear mit der Pulsfrequenz.

Jede der drei Methoden liefert als Ergebnis das gleiche Verhalten der Temperatur der

Kalt�äche im Ori�ce-Mode bei Frequenzvariation. Die optimale Pulsfrequenz liegt

für diesen Kühler im Bereich zwischen 4; 0 � 5; 0 Hz. Die Verfahren unterscheiden

sich lediglich in der unterschiedlichen Betrachtungsweise, dem experimentellen

Arbeitsaufwand und den erreichbaren absoluten Temperaturen, was jedoch bei der

Bestimmung im Ori�ce-Mode zweitrangig ist.

Abbildung 6.5 zeigt einen Vergleich des Verhaltens der Temperatur des Titan-

Pulsrohrkühlers bei Frequenzvariation. Im ersten Fall wurde die Einstellung des

Ori�ce-Ventils konstant gehalten (cv = konst:). Da die Einstellung des Ventils

für diese Untersuchungen anfänglich willkürlich sein können, erreicht das System

in dieser Messreihe bei fpuls = 4; 5 Hz und 5; 0 Hz eine Minimaltemperatur von

108 K (arbeitstechnisch die einfachste Methode). Im zweiten Fall erfolgte die

gleiche Untersuchung mit einem konstant gehaltenen Druckhub im Ballastvolumen
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6. Betriebsverhalten des Titan-Pulsrohrkühlers

�pB = konst:, wobei 63; 4 K bei fpuls = 4; 8 Hz erreicht wurden.

Abbildung 6.5.: Abhängigkeit der Temperatur des Titan-PRK im Ori�ce-Mode von der
Pulsfrequenz bei zwei unterschiedlichen Messverfahren mit dem V = 0; 713 Rulonr-
Körper

Eine polynomiale Regression der Form T (fpuls) = A + B1 � fpuls + B2 � f2
puls

zweiten

Grades in fpuls, welche ebenfalls in Abbildung 6.5 eingezeichnet ist, beschreibt das

Verhalten der Temperatur in diesem Frequenzbereich sehr gut.
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7. Mechanische Vibrationen der Kalt�äche

7.1. Ursprung der mechanischen Vibrationen

Im Vergleich zu den in Kapitel 2.1 beschriebenen konventionellen regenerativen

Kühlsystemen wie z.B. Stirling-, Gi�ord-McMahon, Vuilleumier-Kühler, etc. [1]

besitzen Pulsrohrkühler keine mechanisch bewegten Teile im Kaltteil des Systems

wie z.B. einen massiven Verdrängerkolben. Die Entstehung von mechanischen Vibra-

tionen im System, welche durch die Bewegung von schweren Massen hervorgerufen

werden, ist somit konstruktionsbedingt ausgeschlossen.

Da die Funktion des Pulsrohrkühlers auf den periodischen Arbeitszyklen eines

geeigneten Arbeitsgases wie z.B. Helium basiert (vergl. Kapitel 3), werden durch die

periodischen Druckunterschiede �p von Hoch- und Niederdruck und die hierdurch

hervorgerufene Beschleunigung der Gasteilchen auf das Pulsrohr und das Rege-

neratorrohr Druck-, Zug-, Biege- und Schubbelastungen ausgeübt, die wiederum

mechanische Vibrationen der Kalt�äche bewirken.

Das zum Aufbau dieses Pulsrohrkühlers verwendete Material für Pulsrohr und

Regenerator wurde nach den Überlegungen aus Kapitel 5 ausgewählt (groÿer

E-Modul, kleine Wärmeleitfähigkeit), damit diese periodischen Druckwechsel nur zu

kleinen Dehnungen, Streckungen und Biegungen der Rohre und geringen thermischen

Verlusten führen. Ein hoher E-Modul der Materialien trägt auch dazu bei, dass die

Resonanzfrequenz des Kaltteiles gröÿer sein sollte als die Arbeitsfrequenz des Küh-

lers, da es sonst evtl. zu einer unerwünschten Verstärkung der Vibrationsamplituden

kommen kann.

Zur Reduktion von solchen induzierten Vibrationen sollten während des Betriebs

kleine Druckamplituden �p im System angestrebt werden, da sie kleine Kräfte, und

nach Gleichung 5.1, kleine Längenoszillationen verursachen. Allerdings verringert sich

bei Reduktion von �p auch die Kühlleistung nach Gleichung 3.7, da der Massen�uss

am kalten Ende reduziert wird. Aus Symmetriegründen für das Strömungsverhalten

des Arbeitsgases würde sich ein koaxialer Aufbau eines Pulsrohrkühlers ähnlich dem

in Arbeiten von [2], [3], [4] anbieten. Dabei könnte besonders darauf geachtet werden,

dass durch symmetrische Gasumlenkung am Kaltkopf die radial zur Kühlerachse

wirkenden Kräfte relativ klein sind bzw. sich so verteilen, dass eine gegenseitige

Kompensation erfolgt. Jedoch treten bei koaxialem Design Schwierigkeiten bezüglich

einer exakten Rundlaufgeometrie der Rohre und einem möglichst exakten symme-
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7.1. Ursprung der mechanischen Vibrationen

trischen Aufbau der Regeneratormatrix auf. Nicht zuletzt wegen des mechanisch

konstruktiv leichteren Aufbaues �el die Entscheidung in dieser Version des Titan

Pulsrohrkühlers für eine U-Rohr Geometrie des Kaltteiles nach Abbildung 5.11 aus.

Wie in Kapitel 5 dargelegt berechnet sich gemäÿ [5] die Längenoszillation eines runden

Rohres mit der Länge L, dem Radius r und der Wandstärke h bei einem Druckhub

von �p nach der hier nochmals aufgeführten Gleichung 5.1

�L =
L � r

2 � E � h
��p

Dieser Zusammenhang gilt jedoch nur für ein einzelnes rundes Rohr. Der Kaltteil

des Pulsrohrkühlers besteht jedoch in der nach Abbildung 5.1 dargestellten U-Rohr-

Kon�guration aus zwei Rohren unterschiedlichen Durchmessers, die auf einer Seite

durch die Kalt�äche miteinander verbunden sind. Somit kann der Wert von �L
nach Gleichung 5.1 nur als Anhaltspunkt für die zu erwartenden experimentellen

Längenoszillationen dienen.

Ein Vergleich der theoretischen Abhängigkeit der longitudinalen Auslenkung nach

Gleichung 5.1 für die Rohre des Titan-PRK und des Edelstahl Kühlers(SS-PRK)

aus [6] ist in Abbildung 7.1 wiedergegeben. Die Abmessungen der (dicken) Ti-Rohre

sind Tabelle 5.2 � die der abgedrehten (dünnen) Ti-Rohre der Abbildung 5.15 zu

entnehmen. Die Geometrie des SS-Rohre wird in Tabelle 7.2 angegeben.

Abbildung 7.1.: Vergleich der berechneten Längenvariation der verwendeten Rohre für
Pulsrohr und Regenerator aus Titan-Legierung Ti94:5Al3 V2:5 (Abmessungen aus Ta-

belle 5.2) und des Edelstahl-PRK aus [6] in Abhängigkeit vom Druckhub �p

125



7. Mechanische Vibrationen der Kalt�äche

Aufgrund des kleineren E-Moduls der Titan-Legierung (vergleiche Tabelle 5.1) und

aufgrund der Reduzierung der Wandstärke der Rohre nach Kapitel 5.4 ergibt dies im

Vergleich zum Edelstahl für die Rohre mit der reduzierten Wandstärke eine gröÿere

Auslenkung. Für die dünnen Ti-Rohre errechnet sich bei einem charakteristischen

Arbeitsdruckhub von etwa �p = 7; 0 bar eine Längenänderungen im Bereich

von �LPR � 7 �m und �LReg � 9 �m. Zugunsten der Vibrationen wären die

dickwandigen Ti-Rohre vorteilhafter gewesen, da sie nach den Berechnungen nur

eine Längenänderung im Bereich von �L � 3; 8 �m aufweisen.

Neben den longitudinalen Vibrationen in Z-Richtung, welche durch das �elastische

Atmen� der Rohre zustande kommen, treten aber auch noch Oszillationen in trans-

versaler Richtung X und Y auf. Diese werden zum einen durch die Druckoszillation in

der U-Rohr Geometrie des Pulsrohrkühlers hervorgerufen. Zum anderen wird durch

die Bewegung und die Umlenkung des Gases im Kaltkopf ein Impulsübertrag durch

die Masse des Gases hervorgerufen, wodurch es zu einer Art �Nickbewegung� kommt.

Eine Übertragung von gröÿeren mechanischen Vibrationen vom Kompressor oder

Rotationsventil durch deren bewegte Teile kann aufgrund der Verwendung der 4 m

langen, �exiblen Polyamid-Leitung ausgeschlossen werden.

Die Abbildung 7.2 zeigt ein Foto des Kaltkopfes des Titan-Pulsrohrkühlers und die

De�nition der drei senkrecht aufeinander stehenden Raumrichtungen, die im folgen-

den für die Vibrationsmessungen und auch für die SQUID-Messungen in Kapitel 8

verwendet wird.

Abbildung 7.2.: De�nition der drei orthogonalen Raumrichtungen X, Y und Z, in denen
die mechanischen Vibrationen der Kalt�äche gemessen werden
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7.2. Beschreibung des Beschleunigungs-Messaufbaues

Die Richtungen X und Y liegen in der Ebene der Kalt�äche und stehen senkrecht

aufeinander. Dabei steht X senkrecht auf der Ebene, die von den Rohren des Pulsroh-

res und Regenerator aufgespannt wird. Die Y Richtung verläuft parallel zur Richtung

der Gasströmung im Kaltkopf und liegt in der Ebene der Rohre. Axial zum System

ist die Z-Richtung orientiert, welche orthogonal auf der Kalt�äche und somit zu den

Achsen X und Y steht.

7.2. Beschreibung des

Beschleunigungs-Messaufbaues

Teile der hier vorgestellten Ergebnisse bezüglich der Vibrationen sind zusammen mit

den in Kapitel 8 vorgestellten SQUID-Messungen in [7] und [8] verö�entlicht worden.

Im folgenden sollen verschiedene Kühler hinsichtlich der mechanischen Vibrationen

der Kalt�äche miteinander verglichen werden. Untersucht werden der in [2], [11] be-

schriebene koaxiale Pulsrohrkühler, der Edelstahl U-Rohr-PRK aus [6], [12] und der

in dieser Arbeit aus Kapitel 5 vorgestellte Titan U-Rohr-PRK. Alle durchgeführten

Messungen fanden unter den im folgenden dargestellten gleichen Randbedingungen

statt.

Jeder Pulsrohrkühler bzw. die zu messende Kon�guration wurde zur besseren

Reproduzierbarkeit mit einer Klemmvorrichtung am warmen Ende (Kalt�äche nach

oben) auf einem Tisch, frei stehend montiert. Es wird somit vermieden, das System

an eine schwere, zusätzliche Masse anzukoppeln. Dies würde sonst nicht mehr

dem Anwendungsfall einer freien, �exiblen Handhabung des Systems entsprechen.

Vorhandene Vibrationen würden teilweise durch diese gröÿere Masse aufgenommen

und gedämpft werden. Für die De�nition der Raum-Richtungen an dem PRK-System

gilt die in Abbildung 7.2 dargestellte Vereinbarung.

Zur Messung der Beschleunigung kam ein Beschleunigungssensor der Firma Bur-

ster [9] (Modell: 89010-5, SN.: 630026) zum Einsatz. Dieser wurde jeweils mit

seiner emp�ndlichen Richtung nach Abbildung 7.2 fest auf die Kalt�äche aufge-

schraubt. Dieses Modell gehört zur Gruppe der absoluten Schwingungssensoren,

die im Gegensatz zu relativen Sensoren keinen ruhenden Bezugspunkt benötigen.

Die DMS-Wandlerelemente (Halbleiter-Dehnungsmessstreifen) haften auf einem

Verformungsteil (Biegefeder), an das eine seismische Masse gekoppelt ist. Bei

Beschleunigung in Richtung der zulässigen Durchbiegung lenkt die träge Masse

die Biegefeder elastisch aus und erzeugt damit eine mechanische Spannung an

der Ober�äche. Die zu einer Wheatstone'schen Vollbrücke zusammengeschalteten

Dehnungsmessstreifen wandeln diese Längenänderung in elektrische Spannung
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7. Mechanische Vibrationen der Kalt�äche

um und geben dabei eine der Auslenkung proportionale Brückenspannung ab.

Diese Spannung ist exakt proportional der Beschleunigung, welche senkrecht auf

die Montage�äche des Sensors wirkt. Eine Flüssigkeit in dem hermetisch dicht

gekapselten Edelstahlgehäuse � deren Viskosität von der Temperatur abhängig ist

� dämpft dabei dieses Feder-Masse-System. Das Gehäuse schützt das System vor

Fremdein�üssen wie z.B. elektromagnetischen Störfeldern.

Abbildung 7.3 zeigt ein Bild des Messaufbaues mit dem am warmen Ende festge-

klemmten PRK und dem direkt auf der Kalt�äche montierten Beschleunigungssensor

in Z�, X� und Y -Richtung.

Abbildung 7.3.: Direkt montierter Beschleunigungssensor auf der Kalt�äche des Pulsrohr-
kühlers

Der Messbereich dieses Beschleunigungssensors liegt zwischen �5 g bei einer

Referenzspeisespannung von �5 V (�0; 05%) (max. 10 V DC oder AC). Das

Prüf- und Kalibrierprotokoll von Burster [9] weist eine Emp�ndlichkeit von
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7.3. Umrechnung der Beschleunigungen auf Längenoszillationen

12; 34 mV=g und einen Isolationswiderstand von � 20 M
 aus. Diese Emp�nd-

lichkeit ist für Frequenzen von 0 � 100 Hz konstant. Ab 100 � 200 Hz erfolgt

ein leichter Abfall der Emp�ndlichkeit um bei 400 Hz einen Abfall um �10% des

angegebenen Wertes zu erreichen. Die angegebene Resonanzfrequenz liegt im mon-

tierten Zustand des Sensors bei 600 Hz. Der Gebrauchstemperaturbereich wird mit

�40:::+ 90ÆC angegeben. Die Beschleunigungsmessungen wurden somit bei warmen

Pulsrohrkühler durchgeführt (Temperaturen während der Messungen: etwa 0�10ÆC).

Dem E-Modul liegt die atomaren Bindungsenergie der jeweiligen Materialien zugrun-

de. Alle Belastungs- bzw. Spannungsarten hängen mit dem E-Modul zusammen. Für

kleine Dehnungen verhält sich ein Werksto� nach dem Hookeschen Gesetz. Damit

gilt in diesem Bereich sowohl für die Zugspannung als auch für die Druckbelastung

der gleiche E-Modul. Es ist anzunehmen, dass die erhaltenen Messwerte eine obere

Grenze der tatsächlich im Kaltzustand vorhandenen Vibrationen darstellen, da bei

tieferen Temperaturen nach Frey/Haefer [10] die Festigkeitseigenschaften der Titan-

Rohre zunehmen (Zunahme vom E-Modul) und somit die Vibrationen abnehmen.

Die Spannungssignale des Beschleunigungssensors wurden nach der Verstärkung mit

einem Di�erenzverstärker von Stanford Research Systems (Low Noise Preampli�er,

Modell: SR560) mit einem Spektrumanalysator von Hewlett Packard (Modell:

35670 A) im Vrms-Modus1 gemessen. Die jeweiligen Einstellungen der beiden Geräte

werden bei den jeweiligen Messergebnissen mit angegeben.

7.3. Umrechnung der Beschleunigungen auf

Längenoszillationen

Da für einen Vergleich zwischen verschiedenen Kühlersystemen die Vibrationen bzw.

die örtliche Auslenkung der Kalt�äche anschaulicher sind, sollen die gemessenen

Beschleunigungswerte auf eine Auslenkung umgerechnet werden.

Als Näherung für die periodische Auslenkung der Kalt�äche wird ein harmonischer

Ansatz der Bewegungsgleichung von der Form

s(t) = s0 � sin(! � t) (7.2)

gewählt. Durch zweimaliges Di�erenzieren nach der Zeit t erhält man zunächst die

Geschwindigkeit v = ds

dt
und dann die Beschleunigung a = d2s

dt2
der Bewegung.

1Engl. rms: root-mean-square. Die Bezeichnung rms kennzeichnet die E�ektivwertmessung einer

Wechselgröÿe (siehe Gleichung 7.5)
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7. Mechanische Vibrationen der Kalt�äche

a(t) =
d2s

dt2
=
ds

dt

�
ds

dt

�
= �!2 � s0 � sin(! � t) = a0 � sin(! � t) (7.3)

Betrachtet man die Beschleunigungsamplitude a0, so ergibt sich mit der Kreisfrequenz

! und der Arbeitsfrequenz fpuls des Pulsrohrkühlers die Amplitude (Betragswert) der

Längenoszillation s0

js0j =
a0

!2
mit ! = 2 � � � fpuls (7.4)

Der Frequenzanalysator von Hewlett Packard misst einen rms-Wert, der folgen-

dermaÿen de�niert ist

arms =

vuuut 1

T
�

TZ
0

a2(t) � dt (7.5)

Für eine sinusförmige Wechselgröÿe nach Gleichung 7.3 gilt dann

arms =

vuuut 1

T
�

TZ
0

(a0 � sin(! � t)
2 � dt =

vuuut 1

T
� a20 �

TZ
0

sin2(! � t) � dt

arms =
1
p
2
� a0 � 0; 707 � a0 (7.7)

Wenn nun die Gröÿe a in �Vrms gemessen wird, dann ergibt sich die Auslenkung

�s = 2 � s0 über die Amplitude s0 der Vibrationen zu

a0 = arms �
p
2 = !2 � s0 (7.8)

�s = 2 � s0 =
2 �
p
2 � arms

!2
(7.9)

7.4. Messung und Auswertung der

Beschleunigungsspektren

In diesem Kapitel werden die Daten der gemessenen Beschleunigungen und der nach

Kapitel 7.3 ermittelten Auslenkungen der Kalt�äche miteinander verglichen.

Gemessen wurde die Beschleunigung direkt auf der Kalt�äche in den in Abbildung

7.2 und Abbildung 7.3 dargestellten Raumrichtungen in Abhängigkeit von der

Druckamplitude �pv:Reg am Haupteinlass (im folgenden nur als �p bezeichnet). Die

Druckamplitude konnte schrittweise mit einer Bypass-Verbindung am Rotationsventil
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im Bereich von �p = 1 � 13 bar reguliert werden. Der Mitteldruck im warmen

Zustand betrug bei allen Messungen etwa hpabsi = 17 bar.

Der Verstärkungsfaktor (gain) des Di�erenzverstärkers für die gemessenen Spannun-

gen betrug 100 bei AC-Kopplung mit einem Tiefpass�lter (LF-Roll-o�) von 0; 1 Hz

und einem Hochpass�lter (HF-Roll-o�) von 1; 0 kHz.

Die Aufnahmen der Frequenzspektren mit dem Spektrumanalysator erfolgte mit

dem sogenannten �hanning� -Fenster2 im Frequenzbereich (span) von 0� 25 Hz. Es

wurde eine Au�ösung (resolution lines) von 800 Linien pro Spektrum gewählt. Die

Aufnahmezeit eines Spektrums betrug einstellungsbedingt 32 s pro Spektrum, wobei

für jeden Druckhub eine Mittelung von fünf Spektren (AVG = 5) durchgeführt wurde.

Das Spektrum umfasst den Bereich der Grund- bzw. Arbeitsfrequenz des Pulsrohr-

kühlers von fpuls = 4; 6 Hz und deren Harmonischen f = 9; 2 Hz; 13; 8 Hz; 18; 4 Hz

und 23; 0 Hz.

7.4.1. Resonanzfrequenz

Als eine der Bedingungen für eine störarme Kühlung muss die Arbeitsfrequenz

des Kühlers kleiner sein als die Resonanzfrequenz des Kaltkopfes. Letztere kann

z.B. durch einen Schlag gegen die Kalt�äche des PRK angeregt werden. Durch die

Aufnahme des Spektrums der Beschleunigung, welches in Abbildung 7.4 dargestellt

ist, lassen sich die Resonanzfrequenzen ermitteln. Die Messung erfolgte bei Raum-

temperatur, im ausgeschalteten Zustand des Kühlers.

In allen drei Raumrichtungen existieren Peaks bei unterschiedlichen Frequenzen.

Für die X-Achse erfolgt ein langsamer Anstieg ab 10 Hz mit einem Maximum bei

etwa 29 Hz. Die Y-Achse zeigt bei kleinen Frequenzen einen relativ �achen Verlauf

bis zu einem Peak zwischen 30 � 35 Hz und einem schärferen Peak bei 46 Hz. Die

longitudinale Z-Richtung zeigt Peaks bei 25 Hz, 34 Hz und 46 Hz.

Die Peaks der Resonanzen liegen zwar um einen Faktor 5�8 von der Arbeitsfrequenz

fpuls = 4; 6 Hz entfernt, jedoch existieren breite ansteigende Niveauerhöhungen des

Resonanzsignals bis zum eigentlichen Maximum (Flanken des Resonanzpeaks). Da

2Eine Fenster-Funktion (engl.: windowing) an dem Spektrumanalysator ist ein zeitlich gewichteter

Filter, welcher auf das zu messende Eingangssignal angewandt wird. Er wird zum einen verwendet,

um nicht periodische Signale innerhalb der Aufnahmezeit herauszu�ltern. Zum anderen passt er

das diskretisierte Aufnahmeintervall für die FFT-Analyse an. Abhängig vom eingestellten Fenster

werden verschiedene Anteile des Eingangssignales abgeschwächt oder verstärkt. Speziell das �han-

ning� -Fenster schwächt das Eingangssignal an beiden Enden des eingestellten Frequenzbereichs

ab. Dieses Verhalten zwingt das Signal, periodisch zu erscheinen.
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7. Mechanische Vibrationen der Kalt�äche

Abbildung 7.4.: Resonanzfrequenzen des Titan PRK in X-, Y- und Z-Richtung durch
einmalige Anregung an der Kalt�äche

die Messung bei Raumtemperatur erfolgte, werden die in Kapitel 7.2 besprochenen

Festigkeitseigenschaften der Rohre bei kalten Temperaturen zunehmen und sich die

Resonanzfrequenzen zu höheren Frequenzen verschieben [10].

Diese relativ niedrig liegenden Resonanzen können jedoch auch daher rühren, dass

das gesamte System lediglich mit einer Klemmvorrichtung auf einem Tisch montiert

war, wie in Abbildung 7.3 zu sehen. Durch die Ankopplung des Pulsrohrkühlers an

eine schwere Masse können diese Frequenzen ebenfalls zu höheren Werten verschoben

werden.

7.4.2. Beschreibung der Beschleunigungsspektren

Es können aus Platzgründen in dieser Arbeit nicht alle gemessenen Beschleuni-

gungsspektren der untersuchten Kühler vorgestellt werden. Exemplarisch wird hier

in Abbildung 7.5 eine Übersicht der Spektren für die Y-Achse des Titan-U-Rohr-

Pulsrohrkühlers bei unterschiedlichen Druckamplituden �p vorgestellt. In die ver-

gleichenden Darstellungen bezüglich der Vibrationen der unterschiedlichen Kühler in

Kapitel 7.4.3, sowie in die gemessenen Rauschspektren mittels eines HTSL rf washer

SQUID-Magnetometers in Kapitel 8 gehen natürlich alle gemessenen Daten mit ein.
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Abbildung 7.5.: Transversale Beschleunigungsspektren in Richtung der Y-Achse beim
Ti-PRK in Abhängigkeit von der Druckamplitude �p

Deutlich sind die in den Spektren auftretenden Peaks bei der Arbeitsfrequenz von

fpuls = 4; 6 Hz und deren Harmonischen zu erkennen. Mit abnehmender Druckam-

plitude �p von 13 bar bis hinunter zu 1 bar nimmt auch die Peakhöhe schrittweise ab.

Das prinzipielle Aussehen und die Form der Spektren sind für jeden der drei

untersuchten Kühler und für alle drei Raumrichtungen sehr ähnlich. Lediglich

die absoluten Peakhöhen bzw. das grundlegende Rauschniveau unterscheidet sich

in der longitudinalen und transversalen Richtung. Daher wird in allen folgenden

Auswertungen und vergleichenden Darstellungen jeweils nur das Verhalten der

Peakhöhen bei der Fundamentalfrequenz fpuls = 4; 6 Hz betrachtet. Die Aus-

wertung dieser Peakhöhen in der Beschleunigung und die Umrechnung der Werte

auf die Auslenkung der Kalt�äche nach Kapitel 7.3 ist Gegenstand des Kapitels 7.4.3.
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Als Beispiel für die absoluten Werte der Beschleunigung sind hier in Tabelle 7.1 die

Zahlenwerte für die X-, Y-, und Z-Richtung und drei unterschiedliche Druckamplitu-

den angegeben. Zu beachten ist, dass diese Werte als Vielfaches der Erdbeschleuni-

gung g = 9; 81 m=s2 angegeben sind.

Tabelle 7.1.: Beschleunigungswerte gemessen an der Kalt�äche des Ti-PRK in longitudi-
naler und transversaler Richtung bei fpuls = 4; 6 Hz und unterschiedlichen Druckam-
plituden �p

Beschleunigung a als Vielfaches von g bei

fpuls = 4; 6 Hz �p = 13 bar �p = 7 bar �p = 3 bar

X-Richtung 199; 02 � 10�6 125; 18 � 10�6 49; 19 � 10�6

Y-Richtung 684; 03 � 10�6 291; 36 � 10�6 129; 82 � 10�6

Z-Richtung 289; 40 � 10�6 213; 19 � 10�6 80; 86 � 10�6

Insgesamt ist zu sehen, dass die transversale X-Achse die geringsten und die trans-

versale Y-Achse die gröÿten Beschleunigungen des Titan-Pulsrohrkühlers aufweist.

7.4.3. Vergleich und Diskussion der Vibrationsdaten

In diesem Kapitel sollen die direkt auf der Kalt�äche gemessenen Beschleunigungen

und nach Kapitel 7.3 berechneten Absolutwerte der Vibrationen der untersuchten

Kühler, bezeichnet als Koax-PRK [2], [11], bezeichnet als SS-PRK [6], [12] und dem

Titan-PRK miteinander verglichen werden. Die Geometrie von Pulsrohr und Rege-

nerator des Ti-PRK �ndet sich in Tabelle 5.2. Für den Koax- und SS-PRK gelten die

in Tabelle 7.2 wiedergegebene Geometrien.

Tabelle 7.2.: Geometrische Abmessungen der verwendeten Rohre für Pulsrohr und Rege-
nerator des Koax-PRK aus [2], [11] und des SS-PRK aus [6], [12]

�au�en �innen Wandstärke Länge

(mm) (mm) (mm) (mm)

Koax-Pulsrohr 14,00 13,60 0,30 250

Koax-Regenerator 30,00 29,00 0,50 205

SS-Pulsrohr 12,00 11,40 0,30 145

SS-Regenerator 18,00 17,40 0,30 140

Alle Daten aus Abbildung 7.6 entsprechen jeweils den Werten der Peaks bei der

jeweiligen Grundfrequenz. Diese ist fpuls = 4; 6 Hz für den Ti- und SS-PRK
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und fpuls = 2; 0 Hz für den Koax-PRK. Dargestellt in Abbildung 7.6 ist die Aus-

lenkung �L in Abhängigkeit der Druckamplitude �p in der jeweiligen Raumrichtung.

Abbildung 7.6.: Vergleich der mechanischen Vibrationen �L (Peak zu Peak Auslenkung),
gemessen direkt auf der Kalt�äche von drei Pulsrohrkühlern in X-, Y- und Z-Richtung.

Für alle Raumrichtungen ist klar zu erkennen, dass die Vibrationen mit abnehmen-

der Druckamplitude �p ebenfalls abnehmen. Wie vom Hookeschen Ansatz nach

Gleichung 5.1 zu erwarten, variiert �L linear mit �p.

7.4.3.1. Transversale X-Richtung

In transversaler X-Richtung ist zu erkennen, dass der SS-PRK und der Ti-PRK in

den Vibrationen fast gleiche Werte im Bereich von �LX = 5� 6 �m bei 12 bar und
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3 �m bei 7 bar Druckhub aufweisen. Hier macht sich wieder die Tatsache bemerkbar,

dass die Reduktion der Wandstärke der Titan-Legierungsrohre nach Abbildung 5.15

eine Verminderung der Stabilität zur Folge hatte. Die Werte des Koax-PRK hingegen

liegt mit etwa 9 �m bei 7 bar in dieser Richtung um einen Faktor 3 über den Werten

der beiden anderen Systeme.

7.4.3.2. Transversale Y-Richtung

In transversaler Y-Richtung liegen die Vibrationswerte des SS-PRK etwa um einen

Faktor 2 unterhalb denen des Ti-PRK. In dieser Richtung, welche nach Abbildung

7.3 parallel zum Gasstrom im Kaltkopf der beiden U-Rohr-Kühler verläuft, macht

sich eine quadratische Abhängigkeit der Vibrationen bei dem SS-PRK bemerkbar

(aufgrund der groÿen �L-Skala nicht deutlich zu erkennen). Eine lineare Regressi-

onsgerade durch die Messpunkte würde nicht durch den Nullpunkt gehen, wie es rein

physikalisch sein muss. Erst eine quadratische Regression liefert auch in der Extrapo-

lation bei �p = 0 bar keine Auslenkung. Die quadratische Abhängigkeit kann durch

die Überlagerung der durch Gleichung 5.1 beschriebenen axialen Oszillation aufgrund

der periodisch wechselnden Druckunterschiede und einer weiteren Kraftkomponente

durch den Impulsübertrag des Helium-Gases auf den Kaltkopf erklärt werden. Diese

ergibt sich bei der Umlenkung des Arbeitsgases vom Regenerator in das Pulsrohr

(siehe Abbildung 5.1) durch die Bohrung in der Kalt�äche. Dies macht sich in einer

zunehmenden Nickbewegung des Kaltkopfes bemerkbar.

Der Koax-PRK weist in der Y-Richtung Vibrationen aus, die um den Faktor 5 � 8

gröÿer sind als beim SS-PRK. Nach den Auslenkungen der X- und Y-Achse lässt sich

vermuten, dass zum einen die Gasumlenkung des Koax-PRK vom Regenerator in das

Pulsrohr am kalten Wärmetauscher nicht symmetrisch erfolgt. Zum anderen könnte

es sein, dass die verwendeten Rohre keine exakte axiale Symmetrie aufweisen bzw. bei

der Verarbeitung leicht deformiert wurden. Es kommt hierdurch zu einer Instabilität

in dieser Richtung, in welcher die verwendeten Rohre schwächer sind und somit mehr

nachgeben.

7.4.3.3. Longitudinale Z-Richtung

In longitudinaler Z-Richtung verhalten sich die drei Systeme sehr ähnlich. Die

Vibrationen liegen bei der charakteristischen Arbeitsbedingung von 7 bar Druckhub

bei �LZ = 5 �m für den Ti-PRK und 6 �m für den SS-PRK. Zu beachten ist, dass

der Koax-PRK in dieser Raumrichtung die geringsten Vibrationen mit etwa 4; 8 �m
bei 7 bar aufweist, was man aufgrund der Symmetrieüberlegungen für den Gas�uss

auch erwartet hätte.

Vergleicht man die gemessenen Daten in Z-Richtung aus Abbildung 7.6 mit den in

136



7.4. Messung und Auswertung der Beschleunigungsspektren

Abbildung 7.1 dargestellten berechneten Vibrationswerten nach Gleichung 5.1, so

erkennt man in Abbildung 7.7 eine gute Übereinstimmung. Für den Edelstahl-PRK

liegen die gemessenen Werte um etwa 2; 2 �m, für den Titan-PRK um etwa 4 �m

tiefer als die berechneten Werte.

Abbildung 7.7.: Vergleich der berechneten Längenvariation des einzelnen Regeneratorroh-
res nach Gleichung 5.1 und der gemessenen Längenvariation der Kaltköpfe des SS-PRK
und des Ti-PRK in Abhängigkeit vom Druckhub �p

7.4.3.4. Diskussion

Diese doch eindeutige Abhängigkeit der Vibrationen von der Druckamplitude ist

ein Hinweis darauf, dass sich bei Applikationen mit störarmer Kühlung, wo es

nicht so sehr auf maximale Kühlleistung ankommt, kleinere Druckamplituden besser

eignen, um die Ein�üsse des Kühlers durch Vibrationen zu minimieren. Es sei darauf

hingewiesen, dass die Vibrationen der einzelnen Achsen eigentlich nicht isoliert

voneinander betrachtet werden dürfen. Während des Betriebs des Pulsrohrkühlers

kommt es sicherlich zu einer (vektoriellen) Überlagerung der Einzelbewegungen und

somit zu einer e�ektiven Bewegungstrajektorie der Kalt�äche im dreidimensionalen

Raum. Leider war es in dieser Arbeit nicht möglich, mit drei Sensoren simultan die

Beschleunigungen zu messen und diese e�ektive Bewegung im dreidimensional Raum

ortsaufgelöst darzustellen.

Untersuchungen von Gerster [4] an einem nicht metallischen Vier-Ventil-

Pulsrohrkühler zeigen in longitudinaler Richtung etwa die gleichen Werte der
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Beschleunigung. In transversaler Richtung ist jedoch der dort verwendete koaxiale

Aufbau von Vorteil und die absoluten Beschleunigungen bei �p = 10 bar sind

um eine Gröÿenordnung kleiner. Dies liegt jedoch auch daran, dass dieses System

während der Vibrationsmessungen fest an die Wand (an eine sehr groÿe Masse) einer

Abschirmkammer für magnetische Felder angeschraubt wurde, wodurch Vibrationen

gedämpft und die Resonanzfrequenz des PRK angehoben wird.

Entsprechende Vibrationsmessungen an einem kommerziell erhältlichen Joule-

Thomson-Kühler der Firma APD (Modell Cryotigerr), [13]) bei 77 K zeigen

eine andere Charakteristik der Vibrationen. Bei diesem System sind es weniger die

diskreten Peaks im Beschleunigungsspektrum (schmale Peaks bei 85 Hz), sondern

ein breites Band von Störungen im Spektrum bei Frequenzen von 100 � 400 Hz

[7], [8], [14]. Ein Gegenüberstellung der Vibrationsspektren in Z-Richtung von dem

SS-PRK und dem Cryotigerr ist in Abbildung 8.4 wiedergegeben. Ein Vergleich

des Cryotigerr mit einem LN2 gefüllten Dewar sowie weitere Untersuchungen zu

transversalen und longitudinalen Vibrationen des Kaltkopfes sind von Hill in [14]

beschrieben.

Eine andere Möglichkeit, die Vibrationen der Kalt�äche direkt, bzw. absolut zu mes-

sen ist durch die Verwendung eines Laserinterferometers realisierbar. In [15] wurden

für einen Joule-Thomson Kühler (Cryotigerr) Auslenkungen des Kaltkopfes von

ca. 18� 5 �m für die Überlagerung aller Frequenzen (Frequenzband von 1� 401 Hz)
gemessen. Dies setzt jedoch einen entsprechenden experimentellen Aufbau voraus,

indem man einen Spiegel auf der Kalt�äche montiert, diesen mit einem Laserstrahl

anvisiert und die Projektion des Spiegelbildes in einem gewissen Abstand an einer

Projektionswand betrachtet. Aus geometrischen Überlegungen lassen sich dann die

Auslenkungen der Kalt�äche für bestimmte Richtungen berechnen.

Für kommerziell erhältliche Gi�ord-Mc-Mahon Kühler der Firma Leybold (Modell

RGD 210), konnte von Gerster in [16] gezeigt werden, dass die Amplituden der

transversalen und longitudinalen Beschleunigungen bis zu 30 mal gröÿer sind als

von einem Split-Vier-Ventil-Pulsrohrkühler. Weitere Vibrations-Untersuchungen an

einem kommerziellen Gi�ord-Mc-Mahon Kühler wurden von Roth et al. in [17]

durchgeführt und beschrieben.

7.5. Passive Vibrationsdämpfung

Hinsichtlich einer Reduzierung der mechanischen Vibrationen der Kalt�äche und

der dadurch induzierten Störungen auf das Ausgangssignal eines hochemp�ndlichen

Sensors wie zum Beispiel einer HTSL-Empfangsantenne oder einer HTSL-SQUID-

Anwendung müssen die in Abbildung 7.6 dargestellten Vibrationen des Systems re-

duziert bzw. minimiert werden.
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Wie aus Gleichung 5.1 und Abbildung 7.1 ersichtlich, könnte zur Reduktion von

elastischen Deformationen der Kaltteil eines Pulsrohrkühlers (Pulsrohr und Rege-

nerator) aus dickwandigeren Rohren aufgebaut werden. Weiterhin lieÿe sich die

bisherige Länge der Rohre von 140 mm verkürzen, um somit die Vorteile der gröÿe-

ren Wandstabilität und Festigkeit der Rohre auszunutzen. Oder es werden andere

Materialien wie z.B. Glasfaser verstärkte Kunststo�e (�ber reinforced material),

die eine möglichst schlechte axiale Wärmeleitung aber hohe Festigkeitswerte (hoher

E-Modul) aufweisen, eingesetzt (siehe Kapitel 5.1.3). Sie sollten stabil genug sein,

um die oszillierenden Druckschwankungen der Arbeitszyklen und die auftretenden

Hochdruckspitzen von bis zu ph = 25 bar auszuhalten.

Eine alternative Möglichkeit ist die passive Vibrationskompensation bzw. Vibrati-

onsdämpfung deren Aufbau schematisch in Abbildung 7.8 wiedergegeben ist.

Abbildung 7.8.: Schematische Darstellung des Aufbaues zur Dämpfung der mechanischen
Vibrationen mittels zweiter Kalt�äche und abstützenden Komponenten

Diese Methode ist universell anwendbar und nicht nur in Verbindung mit einem

Pulsrohrkühler realisierbar. Das Prinzip besteht darin, in das System eine zweite,

vibrationsgedämpfte Kalt�äche zu integrieren, auf der die stör- und vibrationsarm zu

kühlende Applikation montiert wird. Diese Kalt�äche kann z.B. über eine möglichst

starre Verbindungen mit dem warmen Ende des Kühlers (Basis-Flansch) verbunden

sein und somit als stabile Stütze dienen. Möglich wäre auch eine zusätzliche,
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eigenständige �Plattform � in das System zu integrieren, die mit dem Vakuumgefäÿ

verankert ist. Diese Plattform könnte durch Te�on-Schrauben oder GFK-Bänder

�xiert und gehalten werden. Die zweite Kalt�äche muss dann über gut thermisch

leitende, hoch �exible Verbindungen mit der eigentlichen Kalt�äche des Kühlers

verbunden werden. Die auftretenden Vibrationen an der ersten Kalt�äche werden

durch die �exiblen Verbindungen abgefangen und machen sich damit im idealen Fall

nicht an der zweiten Kalt�äche bemerkbar.

Für die gesamte Anordnung muss jedoch sichergestellt werden, dass zum einen über

die �exible Verbindung der beiden Kalt�ächen genügend Wärme übertragen werden

kann. Zum anderen muss die Verbindung der zweiten Kalt�äche mit dem warmen

Teil des Systems sehr schlecht wärmeleitend sein, um die thermischen Verluste so

gering wie möglich zu halten.

7.6. Minimierung der Restvibrationen

Die im folgenden vorgestellten möglichen Lösungen einer passiven Vibrationsdämp-

fung basieren auf dem Prinzip einer durchgängigen und starren Verbindung der

zweiten Kalt�äche mit dem warmen Ende des Systems. Hierbei ist zu entschei-

den, wie man diese Verbindung auslegt: zum Beispiel als koaxialen, den Kaltteil

umschlieÿenden Zylinder oder über zwei halbschalenförmige, glasfaserverstärkte

Kunststo�teile. Weiterhin denkbar sind z.B. Stützkonstruktionen mittels Stangen

oder Rohren.

Im folgenden sollen verschiedene, in Verbindung mit dem Ti-PRK realisierte

Dämpfungskonstruktionen vorgestellt werden. Zu jedem Aufbau wurden die in

Kapitel 7.4 beschriebenen Messungen von Beschleunigungsspektren in allen drei

Raumrichtungen in Abhängigkeit vom Druckhub �p am Haupteinlass sowie die

Umrechnung der Peaks der Beschleunigungen bei fpuls = 4; 6 Hz auf die Auslenkung

der Kalt�äche nach Kapitel 7.3 durchgeführt. Der Vergleich der Vibrationen dieser

einzelnen Kon�gurationen in jeder einzelnen gemessenen Raumrichtung �ndet in

Kapitel 7.7 statt.

Ein Teil dieser hier vorgestellten Ergebnisse sind bereits in [18] und [19] verö�entlicht

worden.

7.6.1. Methode 1 - Flexible Kupferlitze

Zwischen zwei runden Kupfertellern, die den gleichen Durchmesser haben wie die

Kalt�äche des Titan-PRK, werden vier Streifen einer �exiblen Kupferlitze gelötet.

Die Anordnung der Litze zwischen den Kupfertellern ist in Abbildung 7.9 zu sehen.
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Abbildung 7.9.: Passive Vibrationsdämpfung durch �exible Kupferlitze - Methode #1

Bei der Herstellung solcher gelöteten �exiblen Verbindungen (engl.: �exible thermal

links) sind einige Randbedingungen bezüglich thermischer Leitfähigkeit, thermischen

Übergangswiderstands, Ausgasung des Lotes im Vakuum usw. zu beachten. Als

Lötmittel wird bei den folgenden Verbindungen reines Indium verwendet. Bei der

Verarbeitung der �exiblen Litze kommt es zum einen darauf an, dass die Verbindung

zwischen dem Kupfer und dem Indium möglichst vollständig ist. Zum anderen ist

darauf zu achten, dass sich das �üssige Indium nicht aufgrund von Kapillarkräften

in der Litze nach oben zieht und es dadurch nach dem Abkühlen des Lotes zu

einer Verhärtung des �exiblen Litzenmaterials in der Mitte kommt (siehe Abbildung

7.9). Hier sind beim Löten besondere Vorkehrungen bezüglich einer gleichzeitigen

Kühlung zu tre�en als auch etwas Geschick erforderlich.

Jede der vier Litzen in Abbildung 7.9 ist 98 mm lang und 12 mm breit und hat ein

Gewicht von 5; 58 g. Die vier Enden sind jeweils oben und unten über eine Länge

von 20 mm auf den beiden Platten mit Indiumlot zur guten thermischen Kontak-

tierung miteinander verlötet, so dass eine freie Länge von lfrei = 58 mm entsteht.

Durch die sich nach auÿen biegenden Wölbungen der Litzestreifen, welche die Vibra-

tionen abfangen sollen, wird ein Abstand der beiden Kupferteller von 40 mm erreicht.

Um eine obere Grenze der Wärme abzuschätzen, die von solch einer einzigen Litze

geleitet werden kann, nimmt man einen Kupferstab an (Vollmaterial), welcher das

gleiche Volumen V und Masse m wie das Litzenmaterial hat. Über die Dichte von

Kupfer �Cu = 8954 kg=m3 nach [20] und der freien Länge lfrei ergibt sich eine e�ektive

Fläche zur Wärmeleitung von A = V

lfrei
= d2

4
�� = 10; 75�10�6 m2 mit d = 3; 7�10�3 m.

Bei der stationären Wärmeleitung stellt sich eine Temperaturdi�erenz Tw � Tk zwi-
schen den beiden Enden des leitenden Materials gemäÿ dem Zusammenhang nach

Gleichung 7.10 ein.
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_Q =
��

s
� A � (Tw � Tk) (7.10)

Für den Temperaturbereich von Tk = 55 K bis Tw = 65 K liefert [21] für den zu einer

Litze äquivalenten Kupferstab einen Wärmeübertrag pro Zeiteinheit von ca 1; 0 W

und eine mittlere Wärmeleitfähigkeit von �� = 1

Tw�Tk
� h�i

Cu
= 5; 3 W=(cm �K). Bei

den vier verwendeten Kupferlitzen sind dies dann etwa 4; 0 W Wärmeleistung, die

man über diese Struktur und Anordnung abtransportieren könnte. Aus der Kühllei-

stungsgeraden des Ti-PRK nach Abbildung 6.3 kann entnommen werden, dass das

System mit einem 4-er Rulonr eine Kühlleistung von P (55K) = 2; 83 W bei bei

55 K liefert. Ausgehend von einer eingestellten Kaltkopftemperatur vom Tk = 55 K

würde sich nach Gleichung 7.10 bei einem Wärmeeintrag von 1; 0 W auf die zweite

Kalt�äche eine um �T = 2; 6 K höhere Temperatur von Tw = 55; 6 K einstellen.

Abbildung 7.10 zeigt den Gesamtaufbau des Systems.

Abbildung 7.10.: Gesamtaufbau des Ti-PRK mit passiver Vibrationsdämpfung durch �e-
xible Kupferlitze (Methode 1)
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Zu sehen ist auf dieser Abbildung (von unten nach oben) der an einem Stativ

festgeklemmte Al-Kopf, an den die beiden GFK-Halbschalen angeschraubt sind.

Diese stehen koaxial um das Pulsrohr und den Regenerator. Auf die eigentliche

Kalt�äche des PRK ist der untere Kupferteller der Vibrationsdämpfung geschraubt.

Dieser ist über die �exiblen Kupferlitzen mit dem oberen Kupferteller � der zweiten

Kalt�äche � verbunden. Der obere Kupferteller ist wiederum fest mit den GFK

Halbschalen verbunden. Somit kann die erste Kalt�äche des PRK Vibrationen

ausführen, während die zweite, obere Fläche starr mit dem Al-Kopf verbunden ist.

Auf der oberen Fläche werden dann die zu kühlenden Applikationen montiert. Im

Falle von Abbildung 7.10 trägt die obere Kalt�äche den Beschleunigungssensor für

Messung in X-Richtung (vergleiche Abbildung 7.3).

Abbildung 7.11 zeigt die aufgrund der gemessenen Beschleunigungswerte nach Kapitel

7.3 berechneten Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in Verbindung mit

der Kupferlitze als Vibrationsdämpfung (Methode 1).

Abbildung 7.11.: Vergleich der Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in X-, Y-
und Z-Richtung mittels Vibrationsdämpfung nach Methode 1

Deutlich ist zu erkennen, dass die Vibrationen in longitudinaler Richtung (Z-Achse)

mit 0; 42 �m bei einem Druckhub von �p = 7 bar weit unterhalb der Vibrationen

in den transversalen Richtungen (X- und Y-Achse) mit 2; 78 �m liegen. Da in trans-

versaler Richtung die Vibrationen über den gesamten Druckbereich von annähernd

gleicher Gröÿenordnung verlaufen, gibt es in dieser Kon�guration für die transversale

Orientierung keine Vorzugsrichtung mehr. Ein Vergleich der einzelnen Achsen mit den

anderen Kon�gurationen sowie den ungedämpften Messwerten �ndet in Kapitel 7.7

statt.
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7.6.2. Methode 2 - gestauchte dünne Kupferdrähte

Eine weitere Möglichkeit der Kompensation besteht in dem Aufdrillen eines Kup-

ferkabels oder Kupferlitze in ihre einzelnen, dünnen Kupferdrähte. Anschlieÿend

werden diese parallel zu einem Strang angeordnet und in die beiden Enden auf den

Kupfertellern verlötet. Durch das Stauchen dieser angeordneten einzelnen Drähte

kann sich die Mitte dieses Stranges nach allen Seiten auswölben. Dadurch sind

die Kalt�ächen in allen Richtungen beweglich. Auch Torsionsbewegungen können

durch diese Anordnung leichter ausgeglichen werden als in der Anordnung mittels

Kupferlitze aus Kapitel 7.6.1.

Die einzelnen Kupferdrähte werden auf eine Länge von l = 60 mm geschnitten, so

dass sie im verlöteten Zustand eine freie Länge von lfrei = 50 mm haben. Nach dem

Zusammendrücken und dem Verbinden mit den GFK-Schalen ergibt sich ein Abstand

von 40 mm von der ersten zur zweiten Kalt�äche. Abbildung 7.12 zeigt die Vibrati-

onsdämpfung mit dem verlöteten und anschlieÿend gestauchten Kupferdrähten.

Abbildung 7.12.: Passive Vibrationsdämpfung durch gestauchte dünne Kupferdrähte -
Methode 2

Die Gesamtmasse des Kupferkabels, aus dem die einzelnen Kupferdrähte gewonnen

wurden, wog 28 g. Bei einer Dichte von Kupfer �Cu = 8954 kg=m3 ergibt sich für

einen äquivalenten Kupferstab der Länge lfrei eine e�ektive Fläche zur Wärmeleitung

von A = d2

4
� � = 62; 5 � 10�6 m2 mit d = 8; 92 � 10�3 m. Analoge Rechnungen wie

in Kapitel 7.6.1 ergeben für einen angenommenen Wärmeeintrag von 2; 83 W auf

die zweite Kalt�äche und einer Temperatur von 55 K auf der ersten Kalt�äche nach

Gleichung 7.10 eine Temperaturdi�erenz von �T = 1; 5 K beider Kalt�ächen.
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Die Abbildung 7.13 zeigt den Gesamtaufbau des Kühlers mit der Vibrationskompen-

sation durch einzelne Kupferdrähte (Methode 2).

Abbildung 7.13.: Gesamtaufbau des Ti-PRK mit passiver Vibrationsdämpfung durch ge-
stauchte dünne Kupferdrähte nach Methode 2

Zu sehen sind links der Al-Kopf mit den beiden GFK Halbschalen. Die Anordnung

nach Abbildung 7.12 ist mit der eigentlichen Kalt�äche des Ti-PRK und der
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stützenden GFK-Konstruktion verbunden. Auf der oberen Fläche werden wieder die

zu kühlenden Applikationen montiert.

Abbildung 7.14 gibt die aufgrund der gemessenen Beschleunigungswerte nach Kapitel

7.3 berechneten Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in Verbindung mit

der Vibrationsdämpfung durch dünne Kupferdrähte (Methode 2) wieder.

Abbildung 7.14.: Vergleich der Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in X-, Y-
und Z-Richtung mittels Vibrationsdämpfung nach Methode 2

Man sieht auch hier wieder sehr deutlich (vergl. Abbildung 7.11), dass die Vibrationen

in longitudinaler Richtung (Z-Achse) mit �L = 1; 15 �m bei einem Druckhub von

�p = 7 bar unter den Vibrationen in den transversalen Richtungen liegen (X-Achse:

1; 68 �m, Y-Achse: 3; 87 �m jeweils bei 7 bar). Diesmal dämpft die Anordnung die

Vibrationen in der X-Achse um einen Faktor 2,3 mehr als in der Y-Achse. Dies kann

zum einen mit einer unsymmetrischen Aufwölbung der einzelnen Kupferdrähte zu

tun haben (vergl. Abbildung 7.12) so dass die Y-Achse weniger gedämpft wird. Zum

anderen kann es an einer nicht in alle Richtungen gleichmäÿig stabilen Stützwirkung

der GFK-Halbschalen liegen. Nach Abbildung 7.13 wird die zweite Kalt�äche durch

die GFK-Halbschalen in X-Richtung unterstützt (vergl. Abbildung 7.2), in der auch

im Vergleich zur Y-Achse die Vibrationen stärker reduziert sind. Dieses Verhalten lieÿ

sich durch die Veränderung der Orientierung des Dämpfungsaufbaues � Montage

der GFK-Schalen in Y-Richtung � und analogen Messungen nachweisen. In diesem

Falle lagen die Werte der X-Achse oberhalb denen der Y-Achse, was jedoch hier

nicht extra dargestellt wurde. Ein Vergleich der einzelnen Achsen mit den anderen

Kon�gurationen �ndet in Kapitel 7.7 statt.

146



7.6. Minimierung der Restvibrationen

7.6.3. Methode 3 - spiralgewundenes Kupferkabel mit

GFK-Zylinder

Eine dritte Möglichkeit zur Dämpfung der Vibrationen lässt sich mit den einzelnen

Komponenten aus Abbildung 7.15 realisieren.

Abbildung 7.15.: Passive Vibrationsdämpfung durch ein GFK-Zylinder und spiralgewun-
denes Kupferkabel (Methode 3)

Hierbei wird die zweite Kalt�äche (im Bild unten rechts zu sehen) über ein ein-

ziges Kupferkabel von 100 mm Länge und 7; 0 mm Durchmesser mit der ersten

Kalt�äche des PRK verbunden (mit Indium verlötet). Beim Zusammenbau wird

dieses Kabel durch eine Drehung der zweiten Kalt�äche um 180Æ Grad zu einer

Spiralwindung verdrillt. Somit lassen sich die auftretenden Vibrationen in alle

möglichen Raumrichtungen ausgleichen. Um die in Kapitel 7.6.2 beschriebene

Richtungsabhängigkeit der Dämpfung durch Halbschalen zu umgehen, dient zur

mechanischen Stabilisierung diesmal ein axial steifer, durch Glasfaser verstärk-

ter Kunststo�-Zylinder (GFK, Duraverr, Hgw 2375, G-10) der Firma Isola

[22] mit 170 mm Länge, 3 mm Wandstärke und einem Auÿendurchmesser vom

86; 2 mm. Für die thermische Isolierung zwischen der Kalt�äche und dem sich

auf Raumtemperatur be�ndlichem GFK-Zylinder dienen sechs Unterlegscheiben

ausMarkorr und ein Ring aus Te�on (in der Abbildung 7.15 oben rechts zu sehen).

Eine Gesamtansicht des vibrationsgedämpften Aufbaues mit dem GFK-Zylinder (Me-

thode 3) und einem montierten Beschleunigungssensor in Z-Richtung ist in Abbildung

7.16 zu sehen. Sehr gut ist auch hier zu erkennen, wie die zweite Kalt�äche, welche

sich im späteren Betrieb auf etwa 50� 80 K be�ndet und der GFK-Zylinder � ver-
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bunden mit dem warmen Teil des PRK � gegeneinander thermisch isoliert sind. Der

Zusammenbau aller Teile erfolgt mit vier M8 Nylon-Schrauben.

Abbildung 7.16.: Gesamtaufbau des Ti-PRK mit passiver Vibrationsdämpfung mittels
GFK-Zylinder und spiralgewundenem Kupferkabel (Methode #3)

Dadurch, dass der zusätzliche, koaxiale Aufbau mit dem GFK-Rohr im inneren

Bereich des Vakuumgefäÿes Platz �nden musste, war eine Neukonstruktion des

warmen Aluminiumkopfes (gröÿerer Basis-Flansch) und ein neues Vakuumgefäÿ

nötig.
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Die Auswertung der gemessenen Beschleunigungsspektren für die in dieser Kon�gu-

ration auftretenden Vibrationen ist in Abbildung 7.17 dargestellt.

Abbildung 7.17.: Vergleich der Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in X-, Y-
und Z-Richtung (Vibrationsdämpfung - Methode #3)

Alle in den gemessenen Raumrichtungen auftretenden Vibrationen liegen unterhalb

von 2; 2 �m, wobei in Y-Richtung die gröÿte Dämpfung mit 0; 57 �m und in X-

Richtung die geringste Dämpfung mit 1; 5 �m bei 7 bar zu beobachten ist. Die Z-

Achse liegt mit ihren Werten von 0; 97 �m bei 7 bar zwischen den beiden anderen

Achsen. Auch diese Messungen werden in Kapitel 7.7 achsenweise mit den anderen

Kon�gurationen verglichen.

7.6.4. Methode 4 - �exible Kupferlitze

Für die in Kapitel 8.2 durchgeführten HTSL-SQUID Messungen erwies es sich

während des Arbeitens mit dem System und auch messtechnisch als günstiger,

Vibrationsdämpfungen zu verwenden, die etwas mehr Platz für die experimentel-

le Montage des SQUID-Systems und die thermische Isolierung mit ausreichend

Superisolationsfolie zulassen. Aus diesem Grunde wurde nochmals ein Aufbau

ähnlich dem aus Kapitel 7.6.1 realisiert. Die einzelnen Kupferlitzen wurden vor

dem Verlöten mit Indium thermisch heiÿ geglüht, um die Flexibilität weiter zu

erhöhen. Jede Litze hat eine Masse von m = 7; 97 g und eine nach dem Verlöten

freie Länge von lfrei = 10 cm. Hiermit ergibt sich analog zu den Überlegungen aus

Kapitel 7.6.1 für die Wärmeleitung zwischen den beiden Kalt�ächen die Fläche des
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äquivalenten Kupfer-Stabes zu A = V

lfrei
= d2

4
�� = 35; 6�10�6 m2 mit d = 6; 7�10�3 m.

Abbildung 7.18 zeigt die Komponenten der beiden verwendeten GFK-Halbschalen

(Wandstärke 1; 0mm, Länge 230mm) und den Gesamtaufbau des Systems mit einem

montierten Beschleunigungssensor in X-Richtung.

Abbildung 7.18.: Einzelne Komponenten und Gesamtaufbau der passiven Vibrations-
dämpfung durch �exible Kupferlitze - Methode 4

Bei diesem Aufbau steht die zweite Kalt�äche, welche im Betrieb auf 50 � 80 K

ist, direkt in mechanischem Kontakt mit den Halbschalen aus GFK und damit

in Kontakt mit dem warmen Ende Endes vom PRK, welches sich auf Raum-

temperatur be�ndet. Für die mittlere Wärmeleitfähigkeit �� nach Gleichung 5.2

liefert [21] für GFK im Temperaturintervall von 30 � 300 K einen Wert von
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�� = h�i =�T = 4; 8 � 10�2 W=(cm � K), was im Vergleich zu den �� Werten der

metallischen Materialien aus Tabelle 5.1 sehr niedrig ist. Im thermischen Gleich-

gewichtszustand wird sich der volle Temperaturgradient über die mechanische

Stütze ausgebildet haben. Man erkauft sich die erhöhte mechanische Stabilität des

Kaltkopfes für die störemp�ndlichen Anwendungen durch eine gröÿere benötigte

Kühlleistung des Pulsrohrkühlers.

Abbildung 7.19 gibt die aus den Beschleunigungsspektren ermittelten Vibrationen bei

der Grund- bzw. Arbeitsfrequenz des Pulsrohrkühlers von fpuls = 4; 6 Hz wieder.

Abbildung 7.19.: Vergleich der Vibrationen der zweiten Kalt�äche des Ti-PRK in X-, Y-
und Z-Richtung mittels Vibrationsdämpfung nach Methode 4

Zu erkennen ist, dass bis zu Druckamplituden von �p = 12 bar alle gemessenen

Vibrationen unterhalb von �L = 3 �m liegen, wobei die gröÿten �L-Wert im Fall der

Y-Richtung auftreten. Für den charakteristischen Arbeitsdruckhub von 7 bar wurden

in X-Richtung 0; 87 �m, in Y-Richtung 1; 63 �m, und in Z-Richtung nur 0; 69 �m
gemessen. Für die Messungen mit den SQUID-Applikationen in Kapitel 8.2 hat sich

dieser Aufbau im Vergleich zu allen anderen als sehr günstig erwiesen. Das System

bietet im Bereich des Kaltteiles genügend Platz für Superisolation und HF-Kabel und

ist für die Montage der Applikationen nicht allzu zu kompakt ausgelegt. Ein Vergleich

mit allen anderen getesteten Vibrationsdämpfungen �ndet in Kapitel 7.7 statt.
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7.7. Vergleich und Diskussion der verschiedenen

Vibrationsdämpfungen

In diesem Kapitel werden die einzelnen Methoden der in den vorangegangenen

Kapiteln vorgestellten Vibrationsdämpfungen miteinander verglichen und bewertet.

Als Ausgangswerte dienen die in Abbildung 7.6 vorgestellten Vibrationen der

ungedämpften ersten Kalt�äche des Titan-Pulsrohrkühlers. Der in Abbildung 7.20

dargestellte Vergleich erfolgt getrennt in den drei gemessenen Raumrichtungen X, Y

und Z.

Abbildung 7.20.: Vergleich der mechanischen Vibrationen �L (Peak zu Peak Auslenkung)

gemessen auf der vibrationsgedämpften zweiten Kalt�äche des Titan-Pulsrohrkühlers
in X-, Y- und Z-Richtung.
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Allgemein kann gesagt werden, dass von den vorgestellten Möglichkeiten keine dabei

ist, die in allen drei Raumrichtungen die niedrigsten Werte in den Vibrationsdaten

erreicht. Vielmehr ist es so, dass für die verschiedenen Raumrichtungen jeweils die

eine oder die andere Dämpfungsmethode die geringsten Vibrationen der zweiten

Kalt�äche liefert. Tabelle 7.3 gibt die Werte der gemessenen Vibrationen bei der

charakteristischen Druckamplitude von �p = 7 bar wieder.

Tabelle 7.3.: Direkter Vergleich der ungedämpften und gedämpften Vibrationen auf der
ersten und zweiten Kalt�äche des Titan-Pulsrohrkühlers für �p = 7 bar

ohne Methode

�p = 7 bar Dämpfung #1 #2 #3 #4

(�m) (�m) (�m) (�m) (�m)

X-Achse 2,93 2,90 1,68 1,50 0,87

Y-Achse 6,84 2,78 3,87 0,57 1,63

Z-Achse 5,00 0,42 1,15 0,97 0,69

7.7.1. Transversale X-Richtung

In dieser nach Abbildung 7.2 orientierten, senkrecht zur Gas�ussrichtung stehenden

Raumrichtung, werden die Vibrationen der ersten Kalt�äche durch die Methode #4

auf 30% (0; 87 �m) des ursprünglichen ungedämpften Wertes (2; 93 �m) gesenkt.

Die relativ enge Anordnung der Dämpfung nach Methode #1 bringt in dieser

Orientierung keine Reduktion der Vibrationswerte. Die beiden anderen Methoden

#2 und #3 kompensieren gleich gut den Ausgangswert auf etwa 51%.

7.7.2. Transversale Y-Richtung

In dieser parallel zur Gasströmung gelegenen Richtung dämpft die Methode #3

über dem gesamten Druckbereich von 1� 12 bar die ursprünglichen Vibrationen auf

Werte unter 1; 0 �m. Bei 7 bar wird der Ausgangswert von 6; 84 �m auf 0; 57 �m

um 91% reduziert. Das gewundene Kupferkabel ist hier am besten geeignet um die

Vibrationen auszugleichen. Die Methode #4 dämpft am zweitbesten, wobei hier die

Werte schon um einen Faktor 2 - 3 höher liegen.
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7.7.3. Longitudinale Z-Richtung

In dieser Orientierung können die ursprünglichen Vibrationen durch das �Atmen der

Rohre� von allen Anordnungen am besten gedämpft werden. Bei �p = 7 bar erreicht

lediglich die Dämpfung von Methode #2 nicht Werte unter 1; 0 �m, wobei hier die

Methode #1 mit 0; 42 �m die besten Werte liefert. Daran schlieÿt sich Methode #4

� ebenfalls mit Kupferlitze � mit einem Wert von 0; 69 �m an. Die Methoden #2

und #3 liegen wieder etwas oberhalb.

Vergleicht mal nun alle drei Achsen im Überblick, so arbeiten die Dämpfungen

nach Methode #3 und Methode #4 am e�ektivsten. Dies ist zum einen darauf

zurückzuführen, dass für diese beiden Methoden ein etwas �exibleres Kupfer-Material

verwendet wurde bzw. die Kupfer-Litze nach Methode #3 vor der Verarbeitung

nochmals thermisch heiÿ geglüht wurde (siehe Kapitel 7.6.3). Zum anderen liegt

es an dem geometrisch groÿzügiger bemessenem Aufbau der Kompensationen,

wenn man die Abbildungen 7.6.2 (Methode #2) und Abbildung 7.6.3 (Methode

#3) des Gesamtaufbaues miteinander vergleicht. Für den praktischen Umgang mit

dem System und dem leichteren Arbeiten in Verbindung mit den zu kühlenden

Applikationen (Montage der Komponenten, Verlegung von elektrischen Leitungen

und HF-Leitungen, rascher zeitlicher Zusammenbau für den Einsatz usw.) ist jedoch

die o�enere Konstruktion von Methode #4 mit den beiden GFK-Halbschalen

nach Abbildung 7.18 gegenüber dem GFK-Zylinder nach Abbildung 7.18 zu be-

vorzugen. Auch sind hier die Vibrationswerte für die Z-Achse am geringsten, was

wiederum für die in Kapitel 8.2 beschriebenen HTSL-SQUID-Messungen von Vorteil

ist, da die aktive und emp�ndliche Fläche des Sensors in dieser Richtung orientiert ist.

Wie schon in Kapitel 7.4.3 angedeutet, ist sicherlich die wirkliche Bewegung der

Kalt�äche eine Überlagerung der Vibrationen in alle möglichen Raumrichtungen und

beschreibt somit eine komplizierte Trajektorie im dreidimensionalen Ortsraum. Die

durchgeführten Messungen können als Grundlage für eine spätere eventuelle theoreti-

sche Modellierung bzw. praktische Realisierung einer optimalen Dämpfungsmethode

für die frequenzabhängigen und richtungsabhängigen Vibrationen verwendet werden.

Dies wurde jedoch in der vorliegenden Arbeit nicht durchgeführt.

Obwohl der Pulsrohrkühler aufgrund seiner Arbeitsweise ein prädestiniertes Kühlsy-

stem für die störarme Kühlung von emp�ndlichen Applikationen ist, so treten doch

die in den vorangehenden Kapiteln beschriebenen mechanischen Vibrationen an der

Kalt�äche auf. Durch einen zusätzlichen Aufwand an konstruktiven Maÿnahmen

können diese Vibrationen durch geeignete Dämpfungsmechanismen reduziert, jedoch

bisher noch nicht völlig zum Verschwinden gebracht werden. Dies liegt zum Teil

daran, dass das System nicht an eine groÿe, fest stehend Masse gekoppelt war (zum

Beispiel an den Vakuumrezipienten einer gröÿeren Anlage), sondern lediglich frei
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stehend am warmen Ende mit einer Klemmvorrichtung gehalten wurde. Hierdurch

werden die eventuell später vorhandenen Randbedingungen bei �exiblen Anwendun-

gen � wo der Kaltkopf z.B. an einem Stativ über einem Patienten gehalten wird,

um mittels SQUID ein MKG aufzunehmen [23], [24], oder von einem Roboterarm

geführt wird [15], [25] � besser berücksichtigt.

Andere Arbeitsgruppen bzw. Firmen versuchen ebenfalls vorhandene Vibrationen

von verschiedenen Kühlsystemen zu minimieren.

Von Rijpma et al. [26] konnte durch eine symmetrische Anordnung zweier ge-

genphasig laufender Split-Stirling-Kühler der Firma Signaal USFA (Typ 7058)

[27] mit Hilfe eines automatischen Kontrollsystems die Beschleunigungs-Peaks des

Verdrängerkolbens bei 50 Hz von 0; 2 m=s2 auf 0; 01 m=s2 reduziert werden.

Die US amerikanische Firma TRW entwickelt Miniatur PRK's vom Stirling Typ

in linearer Anordnung (siehe Kapitel 3.4). Die Kühler ihrer sogenannten �zweiten

Generation� wurden speziell konzipiert � mechanisch symmetrischer Kühler-Aufbau,

gegenläu�ge und austarierte sowie luftspaltgedichtete Kompressorkolben, usw. �

um die selbstinduzierten Vibrationen des Systems weitestgehend zu minimieren

[28]. Im Gegensatz zu älteren Kühlerversionen konnte auf eine aktive Vibrations-

kontrolle mittels einer Regelschleife und aktiver Masse-Gegenbewegung verzichtet

werden, was die Steuerelektronik der Druckwellenform und die Kontrollsoftware

erheblich vereinfachte. Mittels Kraftsensoren der Firma Kistler (multi-component

dynamometer) [29] wurden entlang der Kühlerachse Werte von 10 mN für die

Fundamentalfrequenz von 54 Hz und deren 15 Hamonischen gemessen. Für die

beiden anderen, orthogonalen Richtungen ergaben sich Werte unter 200 mN .

Bezüglich der in Kapitel 7.6.1 erwähnten Probleme bei den herzustellenden �exiblen

thermischen Verbindungen könnten nach Williams et al. [30] auch ohne zu löten und

den damit verbundenen Schwierigkeiten (Auftreten von thermischen Übergangswider-

ständen, Versteifungen usw.) noch einige Verbesserungen durchgeführt werden. Als

Alternative wurde hier ein Stapel sehr vieler, sehr dünner und �exibler Metallfolien

� z.B. aus Aluminium� durch Einschrauben oder Anpressen an die jeweiligen Wär-

mequellen und Kalt�ächen vorgeschlagen und nach Wigbers [31] in einer Anwendung

umgesetzt.
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8. Charakterisierung des PRK mittels

direkt gekühltem

HTSL-rf-SQUID-Magnetometer

Für die (hoch-)emp�ndliche Messung des magnetischen Flusses � =
R
~B d ~A bzw.

der magnetischen Flussdichte B = @�=@A werden heutzutage die für diese phy-

sikalischen Gröÿen emp�ndlichsten Sensoren, sogenannte SQUIDs (Supraleitende

Quanteninterferenz Detektoren) verwendet. Ein SQUID-Sensor besteht aus einem

mehrfach zusammenhängenden supraleitenden Bereich � z.B. einem Ring oder

Zylinder, der an bestimmten Positionen des Materials mindestens eine oder mehrere

Schwachstellen (engl.: weak links) besitzt, welche durch die sogenannten Josephson-

Kontakte realisiert sind und zu den gleichnamigen Josephson-E�ekten führen. Eine

zusammenfassende Darstellung der Herstellungsmethoden von Josephson-Kontakten

�ndet man in [1]. Diese Anordnungen zeichnen sich gegenüber anderen Messgeräten

dadurch aus, dass sich das Ausgangssignal mit zunehmender Messgröÿe periodisch

ändert und diese Periode einer Flussänderung im Messgerät von einem Flussquant

�0 = h=2e = 2; 07 � 10�15 V s entspricht. Der Vorteil der SQUIDs besteht darin, dass
sie einen internen Maÿstab mit sehr feiner Unterteilung und daher extrem hoher

Emp�ndlichkeit besitzen. Die allgemeinen Grundlagen, die theoretischen Modelle

und die Funktionsweise dieser Sensoren sind in Übersichtsartikeln z.B. von Silver and

Zimmerman [2] oder Clarke [3], [4] und in Büchern z.B. [5], [6] oder der einschlägigen

Fachliteratur eingehend beschrieben.

Zur weiteren Untersuchung und Charakterisierung des Ein�usses von den kühlerbe-

dingten Störungen auf die später zu kühlenden, störemp�ndlichen Anwendungen,

wurden Rauschmessungen mit einem HTSL-rf-washer-SQUID-Magnetometer

durchgeführt. Neben den Ein�üssen der in Kapitel 7 vorgestellten mechanischen Vi-

brationen werden mit dem SQUID-System auch die elektromagnetischen Störungen

des Kühlers untersucht. Eine Analyse der kühlerbedingten Störungen des SQUID

kann über Vor- und Nachteile von verschiedenen Kühlsystemen Aufschluss geben

(siehe hierzu Kapitel 2.1).

Um das Potential des Pulsrohrkühlers für die störarme Kühlung von HTSL-

SQUIDs zu untersuchen wurden Vergleichsmessungen mit einem emp�ndlichen

SQUID zwischen dem in Kapitel 4 vorgestellten Pulsrohrkühler [7] und einem
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Joule-Thomson-Kühler [8], [9] in abgeschirmter Umgebung durchgeführt. Dabei

wurde ein sogenanntes rf-SQUID mit breitem SQUID-Ring � auch allgemein als

�washer-SQUID� bezeichnet [10] � verwendet, welches zum Auslesen an einen

koplanaren Resonator angekoppelt war. Aufgrund der Funktions- und Bauweise

der Kühler � beide besitzen keine bewegten Metallteile im Bereich des Kaltkopfes

� sind dies zwei geeignete Kühlsysteme für die direkte, maschinelle Kühlung von

Hochtemperatur-SQUIDs.

8.1. SQUID Vergleichsmessugen zwischen

Joule-Thomson- und Pulsrohrkühler

In früheren Arbeiten von Thummes et al. [11], [12] konnte gezeigt werden, dass

Pulsrohrkühler und Joule-Thomson-Kühler [13] für die direkte Kühlung von HTSL-

SQUIDs geeignete Kühlsysteme sind. Bei vielen bisherigen Untersuchungen von

SQUID-Anwendungen in Verbindung mit direkter Maschinenkühlung (siehe Kapi-

tel 2.2.1) wurden relativ unemp�ndliche SQUIDs verwendet. Hier lag das Eigenrau-

schen in einem Bereich von � 1 pT=
p
Hz, so dass die vom Kühlsystem erzeugten

Störfelder, die geringer als etwa 1 pT=
p
Hz waren, nicht nachgewiesen werden konn-

ten. Für die meisten Applikationen von SQUIDs wird jedoch ein Eigenrauschen von

< 50 fT=
p
Hz gefordert. Um für diese Anwendungen die hierbei auftretenden Stö-

rungen noch charakterisieren zu können, haben wir weitere Untersuchungen der ma-

gnetischen Störungen von Pulsrohrkühler bzw. Joule-Thomson-Kühler mit einem sehr

emp�ndlichen SQUID-Magnetometer mit einem Eigenrauschen von � 40 fT=
p
Hz

durchgeführt.

8.1.1. Beschreibung der beiden Kühlsysteme

8.1.1.1. Joule-Thomson Kühler

Für diese vergleichenden experimentellen Untersuchungen wurde eine modi�zierte

Version des kommerziell erhältlichen Joule-Thomson Kühler (JTK) der Firma APD,

Modell Cryotigerr verwendet [14]. Der Kompressor hat eine elektrische Leistungs-

aufnahme von 500 W . Die original metallischen Verbindungsleitungen zwischen

Kompressor und Kaltkopf wurden zur Reduktion der Übertragung von Vibrationen

und zur elektrischen Isolierung durch 3 m lange, �exible Polyamid-Leitungen ersetzt.

Als Arbeitsgas diente eine für das System optimierte Gasmischung aus Sticksto�

und verschiedenen Kohlenwassersto�en. Abbildung 8.1 zeigt den Kaltkopf des

Joule-Thomson-Kühlers, den Kompressor und die Polyamid-Verbindungsleitungen.

Das (Gesamt-)System mit Joule-Thomson-Kühler wurde von Hohmann et al. [13]

am Forschungszentrum Jülich GmbH im Institut für Schicht- und Ionentechnik (ISI)
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im Rahmen eines BMBF1 geförderten Projektes aufgebaut, um auf dem Gebiet der

zerstörungsfreien Materialprüfung (NDE) z.B. an Flugzeugfelgen ein Wirbelstrom-

prüfsystem auf der Basis von HTSL-SQUIDs zu entwickeln [15].

Abbildung 8.1.: Joule-Thomson Kühler, (oben) Modell Cryotigerr von APD [14] mit
Kompressor, �exiblen Polyamid Leitungen und einem GFK Vakuumgefäÿ, (unten) Kalt-
kopf mit Wärmetauscher und Kalt�äche

Diese modi�zierte Kühlerversion erreicht nach etwa 40 Minuten ohne angekoppelte

Kühllast ihre Minimaltemperatur von Tmin = 70 K. Die Temperatur�uktuationen an

der Kalt�äche im stationären Zustand bewegen sich im Bereich von etwa 10 mK.

Ein aus GFK Material gefertigtes und speziell an den Messaufbau angepasstes Gefäÿ

mit Evakuierungs�ansch dient als Vakuumdewar. Es besteht die Möglichkeit, an der

Kalt�äche ein Gefäÿ mit Zeolith anzubringen, welches im Betrieb als interne Vakuum-

Kryopumpe dient. Damit können Vakuum-Standzeiten ohne aktives Pumpen von bis

zu 2 Wochen erreicht werden.

1Bundesministerium für Bildung, Wissenschaft, Forschung und Technologie
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8.1.1.2. Pulsrohrkühler

Der direkte Vergleich mit dem JTK wurde mit dem in [7] beschriebenen, aus Edel-

stahlrohren gefertigten Pulsrohrkühler durchgeführt. Der Betrieb erfolgte mit einem

2 kW Helium Kompressor der Firma Leybold [16] (Modell RW2). Um elektroma-

gnetische Störungen und mechanische Vibrationen vom Kompressor zu reduzieren,

war dieser mit 4 m langen Aeroquip-Leitungen mit dem Rotationsventil (siehe Ab-

bildung 5.10) und dieses wiederum über 4 m lange Polyamid-Leitungen mit dem

Kaltkopf verbunden. Die unbelastete Minimaltemperatur des Systems lag, wie be-

reits in Kapitel 4.1 angegeben, bei Tmin = 28 K und wurde in einer Abkühlzeit von

160 Minuten erreicht. Da kein Material für eine Kryopumpe installiert war, musste

während den späteren Messungen das System permanent mit einer Vakuumpumpe

evakuiert werden. Die charakteristischen Parameter beider Kühlsysteme sind in Ta-

belle 8.1 gegenübergestellt.

Tabelle 8.1.: Charakteristische Parameter des Joule-Thomson- und des Pulsrohrkühlers

Parameter Joule-Thomson Kühler Pulsrohrkühler

Leistungsaufnahme 500 W 2 kW (700 W optional)

Kompressorkühlung Luftkühlung Wasser-/Luftkühlung

Länge der Druckleitungen 3 m (bis zu 20 m) 4 m (bis zu 10 m)

Gewicht des Kaltkopfes � 2 kg � 1; 7 kg

Minimaltemperatur 69 K 28 K

Kühlleistung 2 W bei 75 K (PT-13 Gas) 5 W bei 75 K

Abkühlzeit auf Tmin 40 Minuten 160 Minuten

(ohne Belastung) (ohne Belastung)

Temperatur�uktuationen 10 mK bei 69 K � 3; 0 mK bei 28 K

Das Verhalten der Minimaltemperatur und die Bestimmung der Temperatur�uktua-

tionen ist in Kapitel 6.1.2 wiedergegeben und ist für den hier verwendeten SS-PRK

von der gleichen Gröÿenordnung wie für den Titan-PRK. Ein Vergleich der Daten

mit dem vibrationsgedämpften Aufbau des Titan-PRK erfolgt in Kapitel 8.2.

8.1.2. SQUID und Elektronik

Als emp�ndlicher Sensor für den Kühlervergleich wurde ein HTSL-rf-washer-SQUID

mit koplanarem Resonator verwendet (siehe Abbildung 8.2). Die supraleitende

Schicht besteht aus dem Material Y Ba2Cu3O7�x � kurz YBCO genannt � mit

einer Dicke von etwa 200 nm und wird durch Laserablation auf ein Substrat aus

Lantanaluminat (LaAl O3) oder Strontiumtitanat (Sr T iO3) abgeschieden. Der

Josephson-Kontakt ist als Stufenkontakt ausgeführt. Der SQUID-Ring hat eine
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Gröÿe von 100 �m � 100 �m und eine Induktivität von Ls � 150 pH. Der Washer

mit einem Durchmesser von 3; 5 mm führt zu einer Fokussierung des magnetischen

Flusses durch den SQUID, wodurch es zu einer Erhöhung der Feldemp�ndlichkeit

des SQUID kommt. Der Resonator mit 8; 0 mm Durchmesser wird in Dünnschicht-

technologie ausgeführt und in einer sogenannten ��ip-chip Anordnung� auf ein

rf-SQUID-Magnetometer gelegt [17], [18], [19]. Abbildung 8.2 zeigt das Design des

verwendeten SQUID und den koplanaren Resonator.

Abbildung 8.2.: rf-SQUID mit 3,5 mm Washer (links) und koplanarem Resonator mit
integriertem Flusskonzentrator (rechts)

Die Resonanzfrequenz, welche über die relative Position der Schlitze (Winkel �) in

den Mikrostreifen bestimmt wird, lag im Betrieb bei etwa 1 GHz. Das SQUID wur-

de im sogenannten ��ux-locked loop�-Modus mit einer modulationsfreien Elektronik

betrieben. An diese Elektronik, welche näher in [19], [8] beschrieben ist, sind beson-

dere Anforderungen zu stellen. Zu diesen Anforderungen zählen zum Beispiel eine

ausgezeichnete Linearität und Phasenstabilität sowie eine besondere Rauscharmut.

Der Feld- zu Fluss-Transformationskoe�zient betrug @B=@� = 3; 9 nT=�0 mit ei-

nem im Betrieb gemessenen Spannungs- zu Fluss-Transformationskoe�zienten von

@V=@� = 3 V=�0. Das SQUID System zeigt beim Betrieb in einem Sticksto�kryostat

bei Frequenzen über 30 Hz ein weiÿes Feldrauschen von ca. 40 fT=
p
Hz, welches in

Abbildung 8.5 wiedergegeben ist. In Tabelle 8.2 sind die charakteristischen Parameter

des SQUID-Systems zusammengestellt.

8.1.3. Integration des SQUID in die Kühlsysteme

Für die vergleichenden Messungen zwischen Joule-Thomson- und dem Pulsrohrkühler

war es notwendig, eine reproduzierbare und vor allem vergleichbare Montage von
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Tabelle 8.2.: Eigenschaften eines HTSL-rf-washer-SQUIDs mit einlagigem Flusskonzen-
trator und integriertem, koplanaren Resonator. Die Rauschmessung erfolgte in einer
4-schaligen �-Metall Abschirmtonne mit einer (analogen) 900 MHz-Elektronik.

Kennwerte eines rf-SQUIDs mit koplanarem Resonator

Washer 3; 5 mm

SQUID-Ring 100 �m� 100 �m

Abmessung Konzentrator (einlagig) 8 mm� 8 mm

Tankkreisfrequenz 600� 950 MHz

Induktivität 150 pH

Feld-zu-Fluss-Transformationskoe�zient 3; 9 nT=�0
Feldemp�ndlichkeit bei 100 Hz 40 fT=

p
Hz

ein und demselben SQUID in beide Kühlsysteme zu realisieren. Die Integration des

SQUID in das System und die thermische Ankopplung an die Kalt�äche hat einen

groÿen Ein�uss auf das Betriebsverhalten des Sensors.

Um die Betriebstemperatur2 des SQUIDs zu erreichen ist eine gute thermische

Ankopplung des Sensors an die Kalt�äche nötig. Weiterhin sollte der Wärmeeintrag

durch elektrische Zuleitungen bzw. HF-Kabel so gering wie möglich gehalten werden.

Die Verwendung von metallischer Isolationsfolie zur Reduzierung der thermischen

Strahlungsverluste sowie das thermische Abfangen der Zuleitungen ist bei Tempera-

turen von 30� 70 K unverzichtbar.

Elektrische Leiter erzeugen ein thermisches Rauschen � bewegte Elektronen

erzeugen elektrische und magnetische Felder � welches das Gesamtrauschen des

SQUID-Systems erhöht. Insbesondere Materialien mit sehr hoher spezi�scher elek-

trischer Leitfähigkeit3, wie z.B. Kupfer mit �Cu = 64; 51 � 10�6 S=m oder Silber mit

�Ag = 66; 66 � 10�6 S=m [20], erzeugen bei niedrigen Temperaturen ein relativ hohes

magnetisches Rauschen. Im Vergleich dazu hat Saphir eine spezi�sche elektrische

Leitfähigkeit von �Saphir � 10�12 S=m [21]. Unter anderem in den Arbeiten von

Varpula [22] und Montsch [23] �nden sich quantitative Untersuchungen dieses

magnetischen Rauschens.

Für den in dieser Arbeit zur Untersuchung der kühlerinduzierten Störungen ver-

wendeten SQUID mit einer Emp�ndlichkeit von 40 fT=
p
Hz führt dieser E�ekt

zu einer nicht zu vernachlässigenden Verringerung der Emp�ndlichkeit. Da keine

metallischen Bauteile aus den beiden Systemen entfernt werden können, muss

versucht werden, einen gewissen Abstand zwischen SQUID und der metallischen

2Das SQUID-System ist normalerweise für den Betrieb im �üssigen Sticksto� bei 77 K optimiert.
3Die angegebene Werte gelten für 0ÆC.
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Kalt�äche herzustellen, um so diesen Ein�uss zu reduzieren. Hierzu wurde ein

elektrisch nicht leitendes Material ausgesucht � in diesem Falle ein Zylinder aus

einem Saphir-Einkristall (Al2O3) � welches bei tiefen Temperaturen von 10� 80 K

eine höhere Wärmeleitfähigkeit �(T ) als Kupfer hat (max. �Saphir = 65 W=(cm �K)

bei T = 20� 30 K) [24].

Abbildung 8.3 zeigt die Anordnung des SQUIDs im Saphir-Zylinder und die Montage

auf der Kalt�äche des Pulsrohrkühlers. Die Montage im Joule-Thomson-Kühler

erfolgte analog zu dieser Darstellung und ist in [15] genauer beschrieben.

Abbildung 8.3.: Montage des SQUID-Systems im Saphir Zylinder (links) und Ankopplung
an die Kalt�äche des Pulsrohrkühlers (rechts)

Der Saphir-Zylinder mit einer Länge von 50 mm wird über fünf Messing- oder Tef-

lonschrauben auf die jeweilige Kalt�äche aufgeschraubt. Der SQUID sowie der kopla-

nare Resonator sind in einer in die Stirn�äche des Saphir-Fingers eingefräÿten Struk-

tur (Vertiefung) eingebettet. Ein zusätzlich montierter PT-100 Sensor unterhalb der

SQUID-Anordnung ermöglicht die Messung der Temperatur am Ort des SQUIDs und

kann gleichzeitig bei laufendem Kühler zum kurzzeitigen Aufwärmen der Anordnung

über die Sprungtemperatur Tc verwendet werden, um eventuell eingefrorene Flussfä-

den � dieser E�ekt wird im englischen als �pinning� bezeichnet � durch nochmaliges

Abkühlen innerhalb der Abschirmung zu eliminieren. Die Kopplung zur Elektronik,

welche sich auf Raumtemperatur und ausserhalb des Vakuumsystems be�ndet, erfolgt

induktiv über eine gedruckte Spule, die sich oberhalb des Resonators be�ndet. Ein

Te�on-Zylinder (Polytetra�uorethylen, PTFE), der zur Dämpfung von kurzzeitigen

Temperatur�uktuationen dient, umschlieÿt den oberen Teil des Saphir-Zylinders.
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8.1.4. Ergebnisse und Diskussion der Messungen

8.1.4.1. Messung und Vergleich der mechanischen Vibrationen

Gemessen wurden die mechanischen Vibrationen der Kalt�äche von beiden Kühl-

systemen mittels eines Beschleunigungssensors in den drei senkrecht zueinander

stehenden Raumrichtungen. Die Beschreibung und Ergebnisse der Messungen

für den Pulsrohrkühler sind in Kapitel 7, Abbildung 7.6, die Ergebnisse für den

Joule-Thomson Kühler in [8] genauer beschrieben. Da die Vibrationen des JTK

durch die Veränderung des Arbeitsgases stark von der Temperatur abhängig sind,

wurden die Vibrationen der Kalt�äche mit einer aufwändigen thermischen Isolierung

der Beschleunigungssensoren bei 77 K gemessen.

Abbildung 8.4 zeigt den Vergleich der gemessenen Beschleunigungen der Kalt�äche

am PRK und am JTK in Z-Richtung.

Abbildung 8.4.: Vergleich der Beschleunigung von den Kalt�ächen des Joule-Thomson-
Kühlers und des Edelstahl-Pulsrohrkühlers

Das Spektrum des Pulsrohrkühlers zeigt die aus Kapitel 7 schon bekannten diskreten

Peaks bei Frequenzen, welche als die Arbeitsfrequenz von fpuls = 4; 6 Hz und deren

Harmonischen identi�ziert wurden. Die Amplitude der Beschleunigung am Kaltkopf

in Z-Richtung beträgt ca. 2; 5 mm=s2 bei 4; 6 Hz.

Das in Verbindung mit dem Joule-Thomson-Kühler gemessene Rauschspektrum gibt
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eine etwas andere Charakteristik wieder. Der gesamte Frequenzbereich lässt weniger,

dafür jedoch breitere Peaks erkennen. Die stärksten Vibrationen treten in einem

breiten Frequenzband zwischen 100 Hz und 500 Hz mit einer maximalen Amplitude

der Beschleunigung von ca. 3; 0 mm=s2 bei 400 Hz auf. Die gemessenen Vibrationen

kommen zum einen über die Verbindungsleitungen des Kaltkopfes zum Kompressor

zustande. Zum anderen erzeugt das Arbeitsgas im kalten Zustand beim strömenden

Durchgang durch das Joule-Thomson-Ventil ein akustisches Rauschen, welches sich

als breitbandiges Spektrum im magnetischen Rauschen bzw. im SQUID-Signal wi-

derspiegelt. Teile des verwendeten Gasgemisches (PT-13 Gas) sind bei Temperaturen

von unter 80 K nicht mehr vollständig im gasförmigen Aggregatzustand (Anteile

davon sind teilweise schon �üssig). Hierdurch wird ein sauberer Durch�uss durch das

Ventil verhindert. Die statistisch auftre�enden Tröpfchen erzeugen somit ebenfalls

Vibrationen des Kaltkopfes.

8.1.4.2. Magnetische Feldgradienten in der �-Metall Abschirmtonne

Da ein Groÿteil der Störsignale im SQUID-Rauschspektrum durch die Bewegung des

Sensors in einem statischen, inhomogenen magnetischen Feld zustande kommt, ist es

wichtig, die magnetischen Feldgradienten @Bk=@k in der zu messenden Umgebung

zu kennen. Die Bezeichnung k steht für jeweils eine der drei Raumrichtungen

X;Y; Z. Eine Bewegung des SQUIDs in einem homogenen Magnetfeld erzeugt

keine Änderung des Ausgangssignals der SQUID-Elektronik. Hierzu wurden mit

einem 3-Achsen-Fluxgate-Magnetometer von Billingsley Magnetics (Modell

TFM100-LN) [25] mit einer Emp�ndlichkeit von 10 �T=V die Gradienten in der

vierfach �-Metall Abschirmtonne am Ort des SQUIDs gemessen4. Das Gerät hat

eine Genauigkeit von typischerweise 0; 5% im gewählten Messbereich von �500 nT .

Tabelle 8.3 gibt die gemittelten Feldgradienten in den drei räumlichen Richtungen

(k � X;Y; Z) wieder.

Tabelle 8.3.: Werte der mit einem Fluxgate gemessenen magnetischen Feldgradienten
@Bk=@k (k � X;Y;Z) in der 4-fach �-Metall Abschirmung am Ort des SQUID

X-Richtung Y-Richtung Z-Richtung

(nT=m) (nT=m) (nT=m)

@Bk=@k 186; 6� 2; 5 204; 3� 2; 5 251; 3� 2; 5

Eine lineare Bewegung von 10 �m in longitudinaler Z-Richtung würde in diesem

Gradienten zu einer entsprechenden Magnetfeldänderung von etwa 2 pT führen.

4Die Messung dieser Magnetfelder erfolgte im März 1998. Diese Zeitangabe ist für die in Kapitel

8.2 zwei Jahre später erfolgten SQUID-Messungen in der gleichen Abschirmtonne von Bedeutung.
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8.1.4.3. Vergleich der SQUID-Rauschmessungen

Die Messungen der SQUID-Rauschspektren wurden mit einem Spektrumanalysator

von Hewlett Packard (Dynamic Signal Analyser, Modell 35670 A) aufgenommen

und erfolgten in der vierfachen �-Metall Abschirmung, um die vorhandenen Umge-

bungsstörungen (Laborrauschen) auszuschlieÿen. Die verwendete Schirmung ist in

der Lage, die (elektro-)magnetischen 50 Hz Störungen im SQUID-Signal unter ein

Niveau von etwa 1 pT abzuschwächen. Zu beachten war, dass sich der SQUID jeweils

im eingebauten Zustand mit PRK und JTK an der gleichen Position und Orientie-

rung in der Tonne be�nden musste, denn der Feldgradient ist ortsabhängig. Um die

Spektren bis zu Frequenzen von 12810 Hz mit einer ausreichenden Au�ösung dar-

stellen zu können, wurde der gesamte Frequenzbereich in drei Teilbereiche unterteilt.

In jedem der drei Frequenzbereiche � F1 = 0; 09 � 100; 09 Hz, F2 = 1 � 1601 Hz

und F3 = 10 � 12810 Hz � erfolgte die Aufnahme des Spektrums mit jeweils

800 Daten-Punkten. Durch das direkte Aneinandersetzen der drei Einzelspektren

erhält man das in Abbildung 8.5 dargestellte Gesamtspektrum. Zu sehen ist ein

Vergleich der gemessenen Feldemp�ndlichkeit von ein und demselben verwendeten

SQUID, gekühlt in �üssigem Sticksto� (LN2), und gekühlt in Verbindung mit dem

Joule-Thomson- sowie dem Pulsrohrkühler.

Abbildung 8.5.: Vergleich der Feldemp�ndlichkeit eines rf-SQUIDs bei direkter Kühlung
mit einem Joule-Thomson- und einem Pulsrohrkühler
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8.1. SQUID Vergleichsmessugen zwischen Joule-Thomson- und Pulsrohrkühler

In Verbindung mit beiden Kühlern wird ein weiÿes Flussrauschen von etwa

15 ��0=
p
Hz erreicht, was einer Feldemp�ndlichkeit von 60 fT=

p
Hz entspricht.

Diese leichte Erhöhung des weiÿen Rauschens gegenüber den Messungen in �üssigem

Sticksto� (siehe Kapitel 8.1.3, mit 40 fT=
p
Hz) konnte mit der Anwesenheit

der metallischen Superisolationsfolie in der Nähe des koplanaren Resonators und

mit einer Verschlechterung der Einkopplung der Hochfrequenz in den koplanaren

Resonator erklärt werden. Dadurch trägt das Eigenrauschen der SQUID-Elektronik

etwas stärker zum Gesamtrauschen bei.

Der Joule-Thomson Kühler zeigt einen Ein�uss auf das SQUID-Signal mit charakteri-

stischen Störungen in einem breiten Frequenzband im Bereich von 100Hz bis 500Hz.

Das Spektrum in Verbindung mit dem Pulsrohrkühler zeigt ein etwas geringeres

Rauschen bei niedrigen Frequenzen von f � 500 Hz und charakteristische, diskrete

Peaks bei 4; 6 Hz und deren Harmonischen. Bei der Fundamentalfrequenz von

4; 6 Hz beträgt die Höhe des Peaks 16; 8 pT=
p
Hz.

In Verbindung mit beiden Kühlern wird ein leicht erhöhtes 1=f Rauschen gegenüber

der Messung im LN2 registriert. Dieser Anstieg des Niveaus ab Frequenzen unterhalb

von 40 Hz begrenzt natürlich die Emp�ndlichkeit des Sensors in diesem Bereich. Die

Hauptursache für das niederfrequente Zusatzrauschen ist die thermisch aktivierte

Bewegung von Flussfäden in der supraleitenden Schicht des SQUIDs. Es ist sehr

wahrscheinlich, dass bei den Messungen in Verbindung mit den Kühlsystemen

während des Abkühlvorganges magnetischer Fluss im supraleitenden Material

eingefangen wurde (engl.: pinning). In den Arbeiten von Selders et al. [26], oder

Gail [27] werden Verfahren vorgestellt, die zur Reduzierung dieses Zusatzrauschens

genutzt werden können.

8.1.4.4. Kreuzkorrelationsmessungen von SQUID- und Vibrationssignal

Um die Signale in den SQUID-Rauschspektren eindeutig zu identi�zieren, wurden

Kreuzkorrelationsmessungen zwischen dem SQUID-Signal und den Vibrationen der

Kalt�äche mittels eines Beschleunigungssensors (siehe Kapitel 7.2) durchgeführt.

Hierbei war der SQUID im System an der Kalt�äche und gleichzeitig der Beschleu-

nigungssensor von auÿen an dem Vakuumgefäÿ montiert. Die Messungen über zwei

unterschiedliche Eingangskanäle am Spektrumanalysator werden im sogenannten

�coherence mode� normiert, so dass dem Wert �1� eine vollständige und dem Wert

�0� überhaupt keine Kohärenz zugeordnet werden kann. Eine Kohärenz von kleiner

als eins signalisiert das Vorhandensein von externem Rauschen, Nichtlinearitäten im

System oder unerwarteten Eingangssignalen [28].
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Abbildung 8.6 zeigt die Korrelationsmessung von SQUID-Signal und Vibrationen in

Z-Richtung für den Joule-Thomson- und den Pulsrohrkühler.

Abbildung 8.6.: Korrelation zwischen den Vibrationen in Z-Richtung (sensitive SQUID-

Richtung) und dem SQUID-Signal in Verbindung mit dem Joule-Thomson- und Puls-
rohrkühler

Die Messungen erfolgten im rms-Mode mit jeweils 100 Mittelungen. Es ist klar zu

erkennen, dass die Vibrationen der Kühlsysteme die Quelle der Störungen im SQUID

Rauschspektrum sind.

Die Reduzierung der Vibrationen des PRK erfolgte mittels der Methoden der passiven

Vibrationsdämpfung nach Kapitel 7.5. Für den Joule-Thomson-Kühler könnte ein

Austausch des verwendeten Arbeitsgases sinnvoll sein [29], welche das in Kapitel

8.1.4 beschriebene akustische Rauschen im Joule-Thomson-Ventil bei Temperaturen

von ca. 77 K nicht entstehen lässt.
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8.2. SQUID Messungen mit passiver

Vibrationsdämpfung

Analog zu den Untersuchungen aus Kapitel 8 sollen die gleichen SQUID-Messungen

mit dem in Kapitel 5 beschriebenen Titan-Pulsrohrkühler durchgeführt werden.

Nachdem in Kapitel 8.1.4 aufgrund von Kreuzkorrelationsmessungen die Störsignale

im SQUID-Rauschspektrum den Vibrationen des Kühlsystems zugeschrieben werden

konnte, wurden die SQUID-Messungen mit der in Kapitel 7.6.4 beschriebenen passi-

ven Vibrationsdämpfung durchgeführt. Aufgrund der in Abbildung 7.20 dargestellten

reduzierten Vibrationsdaten � in Z-Richtung von 6; 11 �m auf 0; 69 �m� sollte sich

auch eine Reduzierung der Störsignale im entsprechenden SQUID-Rauschspektrum

verwirklichen lassen. Die Ergebnisse dieses Kapitels werden in [30] verö�entlicht.

8.2.1. Verwendeter SQUID und Integration in das

vibrationsgedämpfte Titan-PRK-System

Das in Kapitel 8.1.2 und Tabelle 8.2 beschriebene SQUID war bedingt durch einen

natürlichen Alterungsprozess während der zweijährigen Lagerung zu unemp�ndlich

geworden. Für die im folgenden beschriebenen Messungen wurde ein ähnliches HTSL-

rf-washer-SQUID mit den in Tabelle 8.4 beschriebenen Kennwerten verwendet.

Tabelle 8.4.: Eigenschaften des zweiten HTSL-rf-washer-SQUIDs mit einlagigem Flusskon-
zentrator und integriertem, koplanaren Resonator. Die Rauschmessung erfolgte in einer
4-schaligen �-Metall Abschirmtonne mit einer (analogen) 900 MHz-Elektronik.

Kennwerte des zweiten rf-SQUIDs mit koplanarem Resonator

Washer 3; 5 mm
SQUID-Loop 150 �m� 150 �m

Abmessung Konzentrator (einlagig) 8 mm� 8 mm

Tankkreisfrequenz 600� 950 MHz

Induktivität 250 pH
Feld-zu-Fluss-Transformationskoe�zient 2; 5 nT=�0
Feldemp�ndlichkeit bei f > 100 Hz 45 fT=

p
Hz

Der Spannungs-zu-Fluss-Transformationskoe�zient betrug am Ausgang der Elek-

tronik im �ux-locked-loop @V=@� = 1; 9 V=�0. Das im �üssigen Sticksto� (LN2)

aufgenommene Rauschspektrum ist in Abbildung 8.8 dargestellt.

Die Integration des SQUIDs und des koplanaren Resonators erfolgt auf die glei-

che Weise wie in Kapitel 8.1.3 Abbildung 8.3 beschrieben, über die thermische
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Ankopplung eines 50 mm langen Saphir-Zylinders. Abbildung 8.7 zeigt die Mon-

tage des Saphirs auf der zweiten Kalt�äche des vibrationsgedämpften Aufbaus nach

Methode 4 (siehe Kapitel 7.6.4) an dem Titan-Pulsrohrkühler.

Abbildung 8.7.: Ankopplung des Saphir-Zylinders an die zweite, passiv vibrationsgedämpf-
te Kalt�äche (Methode 4) des Titan-Pulsrohrkühlers

Man erkennt auf dem rechten Foto die gedruckte Spule an der Stirn�äche des Saphir

Zylinders zur induktiven Kopplung an die Elektronik, welche sich auf Raumtempe-

ratur be�ndet. Das Hochfrequenzkabel wird während des gesamten Betriebs nicht

an bestimmten Kaltteilen des PRK-Systems thermisch abgefangen, sondern hat ein

lockere und �exible Verbindung direkt zum warmen Ende des PRK, wo es über

eine vakuumdichte SMA-Buchse nach auÿen geführt wird. Der umschlieÿende Te�on

Zylinder dient wiederum zum Abfangen von kurzzeitigen Temperatur�uktuationen

am Ort des SQUIDs.

In dieser Kon�guration � mit 10 Lagen Superisolationsfolie � erreicht das System

beim Optimieren mit einer maximalen Druckamplitude von �p = 9; 27 bar am

Haupteinlass eine Minimaltemperatur der ersten Kalt�äche von Tmin;1 = 56 K. Auf

der zweiten Kalt�äche wurden Tmin;2 = 59 K und direkt unterhalb des SQUIDs am

Saphir 60 K gemessen. Dieser geringe Temperaturgradient von �T = 4 K von der

ersten Kalt�äche zum Ort des SQUIDs verdeutlicht die gute thermische Abkopplung

der einzelnen Teile. Mit den Daten der Kupfer-Litze für Methode 4 aus Kapitel

7.6.4 ergibt sich dann nach [31] für diesen Temperaturbereich �� = 5; 45 W=(cm �K).

Gleichung 7.10 liefert für den Wärmeeintrag auf die zweite Kalt�äche und den Saphir

Zylinder einen Wert von _Q � 0; 8 W .
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Die SQUID-Messungen in Kapitel 8.1.4 erfolgten bei T = 75 K. Um vergleichbare

Bedingungen zu den damaligen Untersuchungen herzustellen erfolgte eine Reduktion

der Druckamplitude �p über einen Bypass am Rotationsventil. Ein Druckhub von

�p = 7 bar reichte aus, um das System auf T = 70K am Ort des SQUID abzukühlen.

8.2.2. Ergebnisse und Diskussion der vibrationsgedämpften

SQUID-Messungen

Die Rauschmessungen erfolgten in der gleichen, vierfach geschirmten �-Metall

Abschirmung wie in Kapitel 8.1.4 beschrieben. Das Gesamtspektrum setzt sich

wieder aus den Messungen in den drei Frequenzbereichen � F1 = 0; 09�100; 09 Hz,

F2 = 1 � 1601 Hz und F3 = 10 � 12810 Hz � mit jeweils 800 Daten-Punkten

zusammen um eine ausreichende Au�ösung zu erhalten. In Abbildung 8.8 ist ein

Vergleich der gemessenen Feldemp�ndlichkeit von dem in Tabelle 8.4 beschriebenen

SQUID zu sehen. Die Charakterisierung des SQUID durch die Kühlung an einem

Probenhalter in Verbindung mit �üssigem Sticksto� ist mit LN2 bezeichnet. Die

beiden anderen Kurven stellen die Rauschmessungen bei direkter Kühlung in

Verbindung mit dem Titan-Pulsrohrkühler dar, wobei einmal mit und einmal ohne

vibrationsgedämpften Aufbau nach Methode 4 abgekühlt wurde.

Abbildung 8.8.: Vergleich der Feldemp�ndlichkeit eines rf-SQUIDs bei direkter und vi-
brationsgedämpfter Kühlung (Methode 4) mittels des Titan-Pulsrohrkühlers
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Die Kühlung in Verbindung mit dem Pulsrohrkühler auf 70 K zeigt eine Feldemp-

�ndlichkeit von 35 fT=
p
Hz ab Frequenzen oberhalb von 1 kHz, was einem weiÿen

Flussrauschen von etwa 15 ��0=
p
Hz entspricht. Dieses Rausch-Niveau ist etwas

niedriger als das weiÿe Rauschen, welches in einem Flüssig-Sticksto�kryostaten bei

TLN2
= 77 K mit 45 fT=

p
Hz erreicht wird. Diese Di�erenz kommt durch die etwas

unterschiedlichen Arbeitstemperaturen von �T = 7 K zustande, da bei 70 K das

thermische Rauschen nach Varpula et al. [22] und Montsch [23] insgesamt verringert

ist.

Die beide gemessenen Spektren in Verbindung mit dem PRK (mit und ohne passive

Vibrationsdämpfung) zeigen diskrete Peaks bei der Frequenz von f = 4; 6 Hz

und deren Oberwellen. Bei der Fundamentalfrequenz von f = 4; 6 Hz beträgt die

Höhe der Peaks bei direkter Kühlung 105; 9 pT=
p
Hz und mit Vibrationsdämpfung

26; 5 pT=
p
Hz. Dies entspricht einer Reduktion der Peakhöhe um einen Faktor

4. Interessanterweise ist auch das niederfrequente 1=f Rauschen bei Frequenzen

unterhalb von 40 Hz deutlich reduziert, was jedoch nach Ferrari et al. [32], Gail [27]

oder Schöne [33] auch wieder durch das Einfangen von magnetischem Fluss während

des Abkühlvorganges begründet sein kann.

8.3. Vergleich mit früheren Messergebnissen

Es ist (leider) nicht möglich, die gemessenen SQUID-Ergebnisse in Verbindung mit

dem Edelstahl-PRK aus Kapitel 8.1.4 � gemessen im März 1998 � direkt mit den

SQUID-Ergebnissen aus diesem Kapitel � gemessen im August 2000 mit dem Titan-

PRK � zu vergleichen. Die Peakhöhe in dem Spektrum der Feldemp�ndlichkeit des

Edelstahl PRK aus Abbildung 8.5 bei der Fundamentalfrequenz von f = 4; 6 Hz liegt

mit 16; 8 pT=
p
Hz geringfügig niedriger als der Peak von 26; 5 pT=

p
Hz, welcher mit

dem vibrationsgedämpften Aufbau nach Abbildung 8.8 aufgenommen wurde, obwohl

auf eine möglichst genaue Reproduzierbarkeit der Randbedingungen geachtet wurde.

Da nach Abbildung 7.20 die Vibrationen durch die Dämpfungsmethoden deutlich

reduziert wurden und nach Abbildung 8.8 die Peaks der Spektren um einen Faktor

4 reduziert sind, kommt nur noch eine Veränderung der Magnetisierung bzw.

der magnetischen Gradientenfelder innerhalb der verwendeten Abschirmtonne als

Begründung in Betracht, warum die Peaks auf dem Rauschspektrum nicht in ihren

Absolutwerten weiter reduziert sind. Eine Zeitspanne von über 2 Jahren erweist sich

als zu lange, um direkt die Messdaten miteinander vergleichen zu können. Man hätte

vor Beginn von beiden Messungen die Abschirmtonne nach einem standardisierten

Verfahren entmagnetisieren und sich von der (wenigstens annähernden) Gleichheit

der (Rest-)Magnetfelder innerhalb der Tonne überzeugen müssen.
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Ein indirekter (rechnerischer) Vergleich ist jedoch möglich, wenn man die 1998 gemes-

senen Feldgradienten der Abschirmtonne nach Tabelle 8.3 und die unabhängig davon

gemessenen Werte der Vibrationen des Edelstahl-PRK und des vibrationsgedämpften

Titan-Pulsrohrkühlers nach Tabelle 7.3 zugrunde legt. Nach Gleichung 8.1 lässt sich

der Wert einer magnetischen Feldänderung �Bkk berechnen, den der SQUID detek-

tieren würde, wenn eine Bewegung um �k in dem Gradientenfeld @Bk=@k vollzogen

wird. Dabei entspricht der Wert k jeweils einer der drei gemessenen Raumrichtungen

X, Y und Z.

�Bkk =
@Bk

@k
��k (8.1)

Der resultierende Wert der Änderung des magnetischen Feldes � bei einer ganz

bestimmten Druckamplitude�p� ist dann in einer Näherung durch die geometrische

Überlagerung �Bvib der Einzelfelder �Bkk in jeder der gemessenen Raumrichtungen

�k nach Gleichung 8.2 gegeben als

�Bvib =

q
(�Bxx)2 + (�Byy)2 + (�Byy)2 : (8.2)

In Tabelle 8.5 sind zum Vergleich der Ergebnisse des Edelstahl- und Titan-PRK die

gemessenen und berechneten Werte der magnetischen Feldänderung für eine Druck-

amplitude von �p = 7 bar und der Pulsfrequenz von fpuls = 4; 6 Hz wiedergegeben.

Tabelle 8.5.: Indirekter Vergleich zwischen Edelstahl- und Titan-Pulsrohrkühler durch
theoretische Berechnung der magnetischen Feldwerte aufgrund von Vibrationen im Gra-
dientenfeld einer �-Metall Abschirmtonne bei �p = 7 bar und fpuls = 4; 6 Hz

Feldgradient Vibrationen gedämpft Edelstahl Titan

Richtung @Bk=@k SS-PRK Ti-PRK �Bkk �Bkk

�k (nT=m) (�m) (�m) (Tesla) (Tesla)

x 186.6 2.98 0.87 5:56 � 10�13 1:62 � 10�13

y 204.3 3.30 1.63 6:74 � 10�13 3:33 � 10�13

z 251.3 6.11 0.69 1:53 � 10�12 1:73 � 10�13

�Bvib =
p

(�Bxx)2 + (�Byy)2 + (�Byy)2 1; 76 pT 0; 41 pT

Aufgrund der gemessenen Vibrationen und der dadurch erzeugten Bewegung

im Gradientenfeld wären nach dieser Abschätzung für den Edelstahl-PRK eine

Magnetfeldänderung von �BSS

vib
= 1; 76 pT und für den vibrationsgedämpften
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Titan-PRK �BT i

vib
= 0; 41 pT zu erwarten. Dies entspricht einer Reduktion des

erzeugten Magnetfeldsignals durch die passive Vibrationsdämpfung um einen Faktor

�BSS

vib
=�BSS

vib
= 4; 3. Abbildung 8.9 zeigt die Berechnung der Magnetfeldvariation

aufgrund der gemessenen Vibrationen in Abhängigkeit des Druckhubes �p am

Haupteinlass für den Edelstahl-PRK und den passiv vibrationsgedämpften Titan-

Pulsrohrkühler (Methode 4).

Abbildung 8.9.: Vergleich der theoretisch zu erwartenden Magnetfeldvariationen �Bvib

aufgrund der gemessenen Vibrationen und der vorhandenen magnetischen Gradienten-
felder in der 4-fach �-Metall Abschirmtonne für den Edelstahl-PRK und den Titan-PRK

Es sollte erwähnt werden, dass in diesen theoretischen Vergleich nicht die magneti-

schen Gradientenfelder eingegangen sind, die von den Metallteilen der Kühlsysteme

erzeugt wurden, da die genaue Gröÿenordnung diese Werte nicht bekannt war. Diese

Gradienten, die aufgrund einer leichten remanenten Magnetisierung der Edelstahl-

rohre erzeugt werden, treten durch die Verwendung der Rohre aus Titan-Legierung

(siehe Kapitel 5) nicht mehr auf. Somit sollte die tatsächliche Reduzierung der

kühlerinduzierten Störungen im SQUID-Signal noch etwas gröÿer als ein Faktor von

4; 3 sein, wie die in Abbildung 8.9 dargestellten Berechnungen zeigen.

Zur Identi�zierung des Ursprungs der in Abbildung 8.8 noch verbleibenden Störungen

hat man die verbleibenden Restvibrationen, vorhandenen Temperatur�uktuationen

und oszillierenden Magnetfelder von evtl. anwesenden Wechselströmen in der

Umgebung des SQUID zu berücksichtigen.
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9. Zusammenfassung

Seit der Entdeckung der ersten hochtemperatur-supraleitenden Materialien im Jahre

1996 erfolgten beachtliche Fortschritte in der Entwicklung und Anwendung der

supraleitenden Elektronik und Sensorik. Für diese Technologie ist eine Kühlung der

Materialien bis zu Temperaturen unter T = 120 K bislang unumgänglich. Eine breite

Akzeptanz auf dem Markt wird erst dann statt�nden, wenn man von der bislang

üblichen Kälteversorgung mittels �üssigem Kühlmittel zu anderen, kontinuierlich

arbeitenden Kühlmethoden übergeht. Diese müssen zuverlässig und quasi unsichtbar

im Hintergrund ihre Arbeit leisten (siehe Kapitel 2). Aus der Gruppe der regenerativ

arbeitenden Gaskältemaschinen stellt der Pulsrohrkühler (PRK) ein Kühlsystem dar,

welches aufgrund seines einfachen Aufbaues und seiner Arbeitsweise ohne jegliche

bewegte Teile im Kaltteil (siehe Kapitel 3) eine zuverlässige und störarme Kühlung

von emp�ndlichen Sensoren wie z.B. Infrarot- oder SQUID-Sensoren ermöglicht.

Im Rahmen dieser vorliegenden Arbeit wurde ein solcher �exibler, einstu�ger

Double-Inlet-Pulsrohrkühler in U-Rohr-Kon�guration für den Temperaturbereich

bis hinab zu 30 K aufgebaut und getestet. Der wesentliche Bestandteil der Arbeit

war neben den grundlegenden Untersuchungen zur Optimierung der allgemei-

nen Betriebsparameter die Charakterisierung und Reduzierung von vorhandenen

mechanischen Vibrationen der Kalt�äche für eine möglichst störarme Kühlung

von HTSL-SQUID-Sensoren. Den Ein�uss dieser Vibrationen und die elektroma-

gnetischen Störsignale des Kühlsystems wurden mit Hilfe eines direkt gekühlten

hochemp�ndlichen HTSL-rf-washer-SQUID-Magnetometers in magnetisch abge-

schirmter Umgebung gemessen und charakterisiert.

Zur Vermeidung von kühlerinduzierten (elektro-)magnetischen Störfeldern, welche

die Messaufgabe der emp�ndlichen SQUIDs beeinträchtigen würden, wurden zum

Aufbau des Kaltkopfes Materialien verwendet, die keine magnetische Remanenz

aufweisen. Für die Rohre von Pulsrohr und Regenerator wurde eine Titan-Legierung

(T i94:5Al3 V2:5), für die Kalt�äche reines Titan verwendet. Die Regeneratormatrix

besteht vollständig aus Phosphor-Bronze-Sieben der Mesh-Zahl 245. Betrieben

wird das System mit einem 2 kW Helium Kompressor, welcher über 4 m lange

Aeroquipr-Leitungen mit einem Rotationsventil verbunden ist. Für den �exiblen

Einsatz und zur Reduzierung der EM-Störsignale ist der Kaltkopf über eine 4 m

lange, �exible Polyamid-Leitung mit dem Rotationsventil verbunden.
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Das System erreicht mit einer Pulsfrequenz von fpuls = 4; 6 Hz nach ca. 70 min seine

Minimaltemperatur von Tmin = 31 K. Die Temperatur�uktuationen betragen dann

�T = 2; 37 mK. Eine Extrapolation der gemessenen Kühlleistung auf 80 K ergibt

4; 60 W bei ca. 1; 6 kW Eingangsleistung. Die Abhängigkeit der Minimaltemperatur

vom Inklinationswinkel des Kaltkopfes im Gravitationsfeld der Erde zeigt bei

# = 135Æ eine maximale Temperaturvariation von �T = 58 K. Wird das System im

horizontalen Betrieb (# = 90Æ) optimiert, so ergibt sich eine Minimaltemperatur von

Tmin = 43 K und eine maximale Temperaturvariation von �T = 34 K bei # = 135Æ.

Zur Optimierung des PRK wurde an einem vergleichbaren, älteren System das

erst seit 1996 bekannte Problem des Gas-Gleichstromes (DC-Fluss) durch das

�Double-Inlet-Ventil� untersucht. Angetrieben wird dieser DC-Fluss � und der da-

mit verbundene kontinuierliche dissipative Wärmeeintrag zum kalten Ende � durch

einen unterschiedlichen Mitteldruck vor dem Regenerator und dem Ballastvolumen,

welcher sich durch unsymmetrische Flussimpedanzen wie z.B. Nadelventile ausbilden

kann.

Durch eine gezielte Veränderung der Druckwellenform über die Variation des

Rotationskörpers zugunsten einer verlängerten Niederdruck- und verkürzten Hoch-

druckphase, konnte diese Mitteldruckdi�erenz von anfänglich j� hpi j = 0; 16 bar

auf 0; 004 bar gesenkt werden. Durch diese DC-Fluss-Kompensation lieÿ sich die

Minimaltemperatur von anfänglich 32; 3 K auf Tmin = 25; 87 K absenken und die

Kühlleistung bei 50 K von P (50K) = 1; 70 W auf 2; 47 W steigern.

Als weitere Methode der qualitativen Messung des DC-Flusses wurde an dem

Titan-PRK das Temperaturpro�l entlang Pulsrohr und Regenerator in Abhängigkeit

der Druckwellenform untersucht. Mittels eines Schrittmotors und Indexsteuerung

konnte eine nicht konstante Rotationsgeschwindigkeit des Drehventils bezüglich des

Verhältnisses der Zeiten von Hoch- und Niederdruck in gewissen Grenzen frei pro-

grammiert werden. Über die Veränderung und Verschiebung der Temperaturpro�le

zum warmen oder kalten Ende konnte die Richtung des DC-Flusses (positiv oder

negativ) beein�usst bzw. kompensiert werden.

Die Dritte Methode der Optimierung erfolgte durch die Einführung einer gewissen

�Totzeit� in die Druckwellenform. Zwischen dem Umschalten von Hoch- und Nieder-

druck wurde mittels eines speziellen Rotationskörpers und der Schrittmotorsteuerung

eine Zeitspanne gesetzt, in der dar Kaltkopf nicht mit dem Kompressor verbunden

ist. Hierdurch lieÿ sich die Minimaltemperatur des Ti-PRK von Tmin = 31 K ohne

Totzeit auf Tmin = 27; 6 K, mit einer Totzeit von W = tdruck

ttot
= 0; 5 senken. Die

Kühlleistung bei 80 K konnte bei diesem System von 4; 60 W auf 7; 52 W gesteigert

werden.
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9. Zusammenfassung

In Folge der periodischen Druckbelastung von Pulsrohr und Regenerator kommt es

durch die axialen Spannungen und die Elastizität des Materials zu einer elastischen

Längenänderung der Rohre und somit zu Vibrationen. Zur Untersuchung und

Charakterisierung dieser mechanischen Vibrationen der Kalt�äche wurden mit

einem emp�ndlichen Beschleunigungssensor die Beschleunigungsspektren in drei

aufeinander senkrecht stehenden Raumrichtungen gemessen. In Abhängigkeit der

Druckamplitude zeigten sich im aufgenommenen Frequenzbereich von 0 � 25 Hz

charakteristische Peaks bei Frequenzen von f = 4; 6 Hz und deren Harmonischen,

die eindeutig der Arbeitsfrequenz des PRK zuzuordnen sind. Die Umrechnung auf

�Peak zu Peak� Auslenkungen ergab, dass für einen charakteristischen Druckhub von

�p = 7 bar die Vibrationen in der Gröÿenordnung von 3 �m und 7 �m in X- und

Y-Richtung, sowie 5 �m in axialer Z-Richtung liegen.

Zur Reduzierung dieser Vibrationen wurden vier Methoden einer passiven Vibra-

tionsdämpfung realisiert. Das Prinzip besteht darin, in das bestehende System

eine zweite, vibrationsgedämpfte Kalt�äche zu integrieren, auf der die stör- und

vibrationsarm zu kühlende Applikation montiert wird. Diese Kalt�äche wird über

verschiedene starre Verbindungen aus GFK (Halbschalen oder Vollzylinder) mit

dem warmen Ende des Kühlers (Basis-Flansch) verbunden, welche gleichzeitig als

stabile Stütze dient. Die zweite Kalt�äche steht über gut thermisch leitende, hoch

�exible Verbindungen (Kupfer-Litze oder spiralgewundenes Kupfer-Kabel) mit der

eigentlichen Kalt�äche des Kühlers in Verbindung. Die auftretenden Vibrationen

an der ersten Kalt�äche werden durch die �exiblen Verbindungen abgefangen und

machen sich damit im idealen Fall nicht an der zweiten Kalt�äche bemerkbar.

Die vergleichenden Untersuchung der Vibrationen von der zweiten Kalt�äche in

Verbindung mit den vier realisierten Dämpfungsmethoden ergab folgendes Ergebnis:

Es konnten die Werte der Vibrationen in jeder der drei Raumrichtungen bei einem

Druckhub von �p = 7 bar auf unter 0; 7 �m reduziert werden. Für keine der vier

getesteten Methoden ergab sich, dass in alle Raumrichtungen die niedrigsten Werte

gemessen wurden. Vielmehr ist es so, dass für die verschiedenen Raumrichtungen

jeweils die eine oder die andere Dämpfungsmethode die geringsten Vibrationen der

zweiten Kalt�äche liefert.

Zur weiteren Untersuchung und Charakterisierung des Ein�usses von kühlerbedingten

Störungen wurden Rauschmessungen mit einem emp�ndlichen HTSL-rf-washer-

SQUID-Magnetometer (Eigenrauschen von � 40 fT=
p
Hz) durchgeführt. Neben den

Ein�üssen der mechanischen Vibrationen wurden mit dem SQUID-System auch die

elektromagnetischen Störungen des Kühlers untersucht.
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Die Ergebnisse der Optimierung des Pulsrohrkühlers für eine störarme SQUID-

Kühlung wurden bei Vergleichsmessungen mit einer Joule-Thomson-Kältemaschine

Modell Cryotigerr KC 100 von APD demonstriert. Hierbei wurde dasselbe

rf-SQUID-Magnetometer nacheinander in beide Kühler integriert und innerhalb

einer magnetischen Abschirmung betrieben. Die Emp�ndlichkeit des gekühlten

SQUIDs lag in beiden Fällen mit 60 fT=
p
Hz nur unwesentlich oberhalb der

Werte für eine Kühlung mit �üssigem Sticksto�. Dennoch wurden Störungen des

SQUID-Signals beobachtet, die mittels Korrelationsmessungen auf die Restvibra-

tionen der Kalt�ächen zurückgeführt werden konnten. Beide Kühler unterscheiden

sich hinsichtlich der Frequenzbereiche der Vibrationen. Die Störungen des PRK

treten bei der Arbeitsfrequenz des Kühlers von 4; 6 Hz und deren Harmonischen

auf. Die Störungen des Joule-Thomson-Kühlers treten in Frequenzbanden oberhalb

von 80 Hz auf und sind durch die Strömung des Flüssigkeits-Gas-Gemisches durch

die Joule-Thomson-Engstelle bedingt. Die erzielten Ergebnisse der Integration

eines hochemp�ndlichen rf-SQUID-Magnetometers in das Kühlsystem eines Joule-

Thomson-Kühler und in einen Pulsrohrkühler und die durchgeführten Messungen der

erreichbaren SQUID-Feldemp�ndlichkeit sind im internationalen Vergleich führend.

Weiterhin konnte gezeigt werden, dass die eingeführten passiven Vibrationsdämpfun-

gen eine Möglichkeit bieten, durch die Reduzierung der mechanischen Vibrationen

auch eine Reduzierung der kühlerinduzierten Störungsignale eines direkt gekühlten

SQUIDs um einen Faktor 4 zu erreichen. Dieses Ergebnis bestätigt, dass die durch

die Druckwellenform induzierten Vibrationen des Regenerators und Pulsrohres und

die hieraus resultierende Bewegung innerhalb eines inhomogenen magnetischen

Restfeldes, die Hauptquellen für Störungen im Rauschspektrum des SQUID sind.

Abschlieÿend soll noch bemerkt werden, dass die Leistungsfähigkeit eines Refrige-

rator gekühlten SQUID-Messsystems abhängig ist von der jeweiligen Messaufgabe

und mit der bloÿen Angabe eines einzelnen Rauschspektrums nicht eindeutig cha-

rakterisiert werden kann. Grund dafür ist, dass das Rauschen bzw. die Störpeaks

von verschiedenen Faktoren, wie z.B. Gröÿe und Art der den Sensors umgebenden

(Rest-)Magnetfelder, Betriebstemperatur, Messbandbreite des Spektrumanalysators,

Sensortyp usw. abhängt. Die Folge davon ist, dass sich die Messergebnisse von ver-

schiedenen Arbeitsgruppen (vergl. Kapitel 2.2) nur bedingt miteinander vergleichen

lassen.
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10. Ausblick

Die wachsende und fortschreitende Entwicklung � speziell im Bereich der Supralei-

tung und Infrarottechnologie � hat in den letzten Jahren zu einem starken Anstieg

von kryogenen Anwendungen geführt. Gleichermaÿen wachsen auch die Anforde-

rungen an die in diesem Bereich kälteerzeugenden Kühlsysteme. Mit dem in den

vorangegangenen Kapiteln vorgestellten System des Double-Inlet-Pulsrohrkühlers

konnte z.B. die erfolgreiche Integration einer HTSL-Empfangsantenne in das Sy-

stem eines Kernspintomographen oder die störarme Kühlung von emp�ndlichen

HTSL-SQUID-Magnetometern demonstriert werden. Die Vorteile gegenüber anderen

Kühlsystemen wurde in den Kapitel 1 - 3 hinreichend beschrieben.

Für die Weiterentwicklung und breitere Markteinführung des Pulsrohrkühlers sind

jedoch noch weitere Optimierungen notwendig. Als Ansatzpunkte seien hier genannt:

� Steigerung der E�ektivität

D.h. die Erhöhung der Kühlleistung bei Absenkung der Eingangsleistung: er-

strebenswert wäre auch hier ein Übergang auf luftgekühlte Kompressoren, um

unabhängig von der zur Zeit nötigen Wasserkühlung zu sein.

� Gezielte Kontrolle bzw. Beherrschung der Gas-Gleichstrom-Verluste

Da sich der DC-Fluss einer direkten Messung entzieht, ohne die Leistungsfähig-

keit einzuschränken, sind diese Untersuchungen bzw. Optimierungen sehr zeit-

aufwändig. Wünschenswert wäre eine Einstellung des DC-Flusses unabhängig

von den Ventilimpedanzen. Sollte es nicht gelingen, z.B. durch symmetrische

Flussimpedanzen oder andere Ventil-Konstruktionen diese Art von Verlusten

reproduzierbar in den Gri� zu bekommen, so sollte man die Optimierung von

Ori�ce- oder Inertance-Tube-PRK's verstärkt vorantreiben.

� Reduzierung bzw. Unterdrückung des Tilte�ektes

Lediglich für Systeme mit hohen Pulsfrequenzen bzw. kleinen Durchmessern

des Pulsrohres tritt dieser Verlustmechanismus aufgrund von Konvektion durch

Dichteunterschiede des Arbeitsgases nicht zu Tage. Für alle anderen PRK mit

niedrigen Frequenzen ist dies bei Anwendungen mit variabler Orientierung zur

Zeit das gröÿte ungelöste Problem z.B. bei Detektorkühlung in der Radioastro-

nomie.
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� Reduktion der mechanischen Vibrationen

Wie die theoretischen Berechnungen der Längenänderung von Edelstahl- und

Titanrohre gezeigt haben lässt sich eine höhere Stabilität durch eine gröÿere

Wandstärke der Rohre erreichen. Aufgrund der axialen Wärmeleitung wird dies

jedoch zu Lasten der erreichbaren Minimaltemperatur und Kühlleistung gehen.

Bei der Materialauswahl der Rohre spielt der Quotient E=� (E = E-Modul,

� = Wärmeleitfähigkeit) eine entscheidende Rolle.

� SQUID Messungen

Zur Identi�zierung des Ursprungs der in Abbildung 8.8 noch verbleibenden Stö-

rungen im SQUID-Rauschspektrum hat man die verbleibenden Restvibrationen,

vorhandenen Temperatur�uktuationen und oszillierenden Magnetfeldern von

evtl. anwesenden Wechselströmen in der Umgebung des SQUID zu berücksich-

tigen. Trotz des nicht magnetischen Titan-Kaltteils gibt der metallische Werk-

sto� einen Ansatzpunkt für Wirbelstrom- und Induktionse�ekte. Da die vom

PRK induzierten Störungen jedoch sehr diskret und genau zu charakterisieren

sind, kann man durch geeignete Anwendung von elektronischen Filtertechniken

(z.B. Kamm-Filter) diese Störsignale vollständig eliminieren. Für Messaufga-

ben in magnetisch ungeschirmter Umgebung, wo SQUID-Gradiometer mit einer

Emp�ndlichkeit von z.B. 500 fT=(cm �
p
Hz) eingesetzt werden, wären die in

Abbildung 8.8 detektierten Störsignale nicht sichtbar. Die Störpeaks des PRK

(auch ohne Vibrationsdämpfung) liegen für diese Art von Anwendungen schon

unterhalb des Rauschniveaus der Sensoren.

� Langlebige Rotationsventile und Kompressoren

Die einzigen bewegten und mit Verschleiÿ behafteten Komponenten eines PRK-

Systems sind der Kompressor und das Rotationsventil. Um die Lebensdauer

bzw. Wartungsintervalle weiter zu erhöhen sind in diesem Bereich noch einige

Weiterentwicklungen nötig.
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A. Symbol- und Abkürzungsverzeichnis

Tabelle A.1.: Verzeichnis der verwendeten Abkürzungen

Abkürzung Bedeutung

A Fläche

ADDA Analog-Digital, Digital-Analog

Al2O3 Saphir bzw. Aluminiumoxid (Korund)

APR Querschnitts�äche des Pulsrohres

a; arms Beschleunigung bzw. E�ektivwert der Beschleunigung

aeff e�ektiver Akkommodationskoe�zient

B magnetische Flussdichte

BMBF Bundesministerium für Bildung, Wissenschaft, Forschung und Technologie

�Bkk magnetische Flussänderung in einer Raumrichtung k

�Bvib geometrische Überlagerung der �Bkk Werte

cp spezi�sche Wärmekapazität bei konstantem Druck

CNC Computer Numeric Control

DCT normierte Temperatur bei DC-Fluss Messungen

DCp Mitteldruckdi�erenz beim DC-Fluss

DIPRK Double-Inlet Pulsrohrkühler

d Drahtdicke der Regeneratornetze

di Durchmesser der �exiblen Polyamidleitung

E Elastizitätsmodul

FVPRK Vier-Ventil Pulsrohrkühler

f Frequenz

fpuls Pulsfrequenz

fopt optimale Pulsfrequenz

GFK=G� 10 glasfaserverstärkter Epoxydharz

h Wandstärke

h Zylinderhöhe der Wärmetauscher

HD Hochdruck

He Helium

HF Hochfrequenz
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Abkürzung Bedeutung

HTSL Hochtemperatursupraleiter

Hz Hertz

< _H > mittlerer Enthalpie�uss

< _HReg > mittlerer Enthalpie�uss durch den Regenerator

ISI Institut für Schicht- und Ionentechnik (Jülich)

Imes Messstrom

IPRK Inertance-Tube-Pulsrohrkühler

JTK Joule-Thomson-Kühler

kf Formfaktor

kp Produkt aus Scheitel- und Formfaktor

ks Scheitelfaktor

K Kelvin

Kopt Volumenverhältnis von Regenerator- zu Pulsrohrvolumen

KWT kalter Wärmetauscher

ffrei freie Länge der Kupfer-Litze

li Leitungslänge der �exiblen Polyamidleitung

LHe �üssiges Helium

LNe �üssiges Neon

LN2 �üssiger Sticksto�

LaAlO3 Lanthanaluminat

L Länge

Ls Induktivität des SQUID-Ringes

�L Längenoszillation

_m Massen�uss

_mk Massen�uss am kalten Ende

_m0 Massen�uss durch das Ori�ce-Ventil

_m2 Massen�uss über dem zweiten Einlass

< _m > mittlerer Massen�uss

< _m0 > Massen�uss in das Ballastvolumen

�m Massenänderung

Mesh charakteristische Netzkonstante der Regeneratormatrix

MKG Magnetokardiographie

MEG Magnetoenzephalographie

MIPTR Multi-Inlet Pulse Tube Refrigerator

MTBF Mean Time Before Failure

n�u Anzahl der Mikroschritte im Übergangsbereich von Hoch-/Niederdruck

ND Niederdruck

NDE Nondestructive Evaluation (zerstörungsfreie Materialprüfung)

N2 Sticksto�
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A. Symbol- und Abkürzungsverzeichnis

Abkürzung Bedeutung

O2 Sauersto�

OPRK Ori�ce-Pulsrohrkühler

p Druck

p(t) zeitliche Druckwellenform

�p manuell bestimmter Mitteldruck

< p > elektronisch gemessener Mitteldruck

_p zeitliche Ableitung des Druckes

p̂ Scheitelwert des Druckes

_̂p Scheitelwert der Ableitung des Druckes

pvac Vakuumdruck

ph Hochdruck

pl Niederdruck

�p Druckhub � Di�erenz zwischen max. Hoch- und Niederdruck

�pV Druckhub am Rotationsventil

�pv:Reg: Druckhub vor dem Regenerator

�pB Druckhub im Ballastvolumen

pV Momentandruck am Ventil

pv:Reg: Momentandruck vor dem Regenerator

pB Momentandruck im Ballastvolumen

peff E�ektivwert des Druckes

Pa Pascal

PTFE Polytetra�uorethylen

PRK Pulsrohrkühler

PTR Pulse Tube Refrigerator

P (T ) Nettokühlleistung

dP=dT Steigung der Kühlleistungsgeraden

Ploss(T ) temperaturabhängige Verluste

Ploss(0) approximierte Verluste auf T = 0 K

Pideal ideale Kühlleistung

Pkonv(#) neigungsabhängige Konvektionsverluste
_Q Wärmeeintrag durch Strahlung

Q Wärmemenge

QK Kühlleistung am kalten Ende

QK;ideal ideale Kühlleistung am kalten Ende

r Radius

rf radio frequency

rms root mean square (E�ektivwert von Wechselgröÿen)

rm Durchmesser des Mittelsteges vom Wärmetauscher

R allgemeine Gaskonstante

188



Abkürzung Bedeutung

R Verhältnis von Kompressions- zu Expansionszeit

Rs spezi�sche Gaskonstante

R Ohmscher Widerstand

s Steigung der Kühlleistungsgeraden

s1 e�ektive Steigung

s2 Verluststeigung

s(t) zeitliche Auslenkung der Kalt�äche

s0 Amplitude der Auslenkung der Kalt�äche

sb Schlitzbreite des WT

sa Schlitzabstand des WT

st Schlitztiefe des WT

�s Peak to Peak Auslenkung der Kalt�äche

SQUID Superconducting Quantum Interference Device

SrT iO3 Strontiumtitanat

t Zeit

T Temperatur

Tc Sprungtemperatur von Supraleitern

Tk Temperatur am kalten Ende

Tw Temperatur am warmen Ende

Tmin Minimaltemperatur

TB Temperatur im Ballastvolumen

�T Temperaturdi�erenz

v�u Drehzahl im Übergangsbereich von Hoch- zu Niederdruck

vh Drehzahl im Hochdruckbereich

vn Drehzahl im Niederdruckbereich

vd Drehzahl in der Druckphase

vtot Drehzahl in der Totzeitphase

�v mittlere Geschwindigkeit

v Geschwindigkeit bzw. Strömungsgeschwindigkeit

V Verhältnis der Winkel 'HD='ND

VB Volumen des Reservoirs bzw. Ballastvolumen

VPuls Pulsrohrvolumen

VReg Regeneratorvolumen

Vtot Totvolumen

W Verhältnis von Kompressions- zu Totzeit

WWT warmer Wärmetauscher

w Maschenweite der Regeneratornetze

Y BCO Yttrium-Barium-Kupfer-Oxid

Z Anzahl der Bohrungen auf der Ventilplatte
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A. Symbol- und Abkürzungsverzeichnis

Tabelle A.2.: Verzeichnis der verwendeten Symbole

Symbol Bedeutung

� Temperaturleitfähigkeit bzw. thermische Di�usivität

# Phasenwinkel zwischen _̂mk und _̂m0 bzw. v und p

# Neigungswinkel bzw. Inklinationswinkel des PRK gegen die Vertikale

 Adiabatenkoe�zient

Æ Phasenlage des Massen�usses durch das Double-Inlet Ventil

Æth thermischen Eindringtiefe

� Di�erenz von zwei Werten

� Emissionsgrad

" Dehnung bzw. relative Längenänderung

�Reg E�ektivität des Regenerators

� Wärmeleitfähigkeit

h�i Wärmeleitungsintegral

�� mittlere Wärmeleitung

�Saphir Wärmeleitfähigkeit von Saphir

�Kupfer Wärmeleitfähigkeit von Kupfer

�(T ) temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit

� Eigenfrequenz

� Korrekturfaktor für die Wärmeleitung entlang eines Regenerators

� Dichte eines Sto�es

� Stefan-Boltzmann-Konstante

� Normalspannung

�Cu spezi�sche elektrische Leitfähigkeit von Kupfer

�Saphir spezi�sche elektrische Leitfähigkeit von Saphir

� Periodendauer

� Durchmesser

� magnetischer Fluss

�i Innendurchmesser

�0 magnetisches Flussquantum

'HD Winkel für die Aussparung des Hochdruckes auf dem Rotationskörper

'ND Winkel für die Aussparung des Niederdruckes auf dem Rotationskörper

! Kreisfrequenz

� Durchmesser
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