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Kapitel 1

Einleitung

Die schnelle Entwicklung kryogener Anwendungen wie z. B. supraleitende Bautei-
le und Infrarotsensoren hat die Nachfrage nach Kélte produzierenden Maschinen
(Kryotechnik) in letzter Zeit stark vergrofiert. Damit setzt in immer gréfierem
Mafle ein Wandel in der Kryotechnik ein. Die Grofitechnik aus den Zeiten der
Gasverfliissiger! ist fiir den breiten Einsatz aufgrund des immensen Aufwands
nicht geeignet. Wenn moglich werden die Auffiillintervalle fiir kryogene Fliissig-
keiten wie z. B. fliissigen Stickstoff (LNy) bzw. fliissiges Helium (LHe) verléingert
oder ganz ohne kryogene Fliissigkeiten direkt mit einer Kleinkéltemaschine gear-
beitet. Da fiir Sensoren und die Supraleiterelektronik nicht die frither benotigten
Kiélteleistungen gebraucht werden, konnen die Kiihler immer kleiner werden, und
die Transportabilitdt und damit der Einsatzbereich vergréfiern sich.

Die Kiihlprozesse von Kleinkiihlern kénnen Gasart unabhingig funktionieren oder
Gas spezifisch sein. Gasart unabhingige Prozesse lassen sich mit Hilfe des Ver-
haltens eines idealen Gases erkldaren und sollten mit allen Gasen realisierbar sein,
solange diese sich ndherungsweise ideal verhalten, d. h. nicht kondensieren, verfe-
stigen oder chemisch reagieren. Z. B. nutzen Stirling-, Gifford-McMahon- und
Pulsrohrenkiihler solche Verfahren. Bei Gasart spezifischen Prozessen werden
nicht-ideale Eigenschaften genutzt, wie z. B. atomare oder molekulare Anzie-
hungskrifte. Diese Eigenschaften sind im allgemeinen temperatur- und druck-
abhingig (Siedepunkte u. &.). Nach diesen Prinzipien funktionieren z. B. Joule-
Thompson- oder auch Adsorptionskiihler.

Da Kiihler, die mit idealen Gasprozessen arbeiten, im allgemeinen einen héheren
Wirkungsgrad besitzen, mit verschiedenen Gasarten und innerhalb grofler Tempe-
raturintervalle funktionieren, sind diese von besonderem Interesse. Hier haben sich

!Die Gasverfliissigung im grofien Mafstab startete mit dem Beginn der Raketenprogramme.
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Stirling-, Gifford-McMahon- und in den letzten Jahren auch Pulsréhrenkiihler als
besonders effektiv herausgebildet. Dabei unterscheiden sich Stirling- und Gifford-
McMahon-Kiihler (oft als G.-M.-Kiihler abgekiirzt) im Hinblick auf die Druck-
gasversorgung. Bei Stirlingsystemen ist der Kompressor direkt an den Kaltkopf
gekoppelt, und die Druckwelle wird durch den Kompressorkolben erzeugt. Bei
Gifford-McMahon-Kiihlern versorgt ein schnellaufender Kompressor mit Ventilen
ein Hoch- und ein Niederdruckreservoir. Aus diesem erzeugt ein Verteilerventil die
nétige Druckwelle fiir den Kaltkopf?. Die relativ neue Klasse der Pulsréhrenkiihler
gibt es in beiden Modifikationen, d. h. die Kompressoren werden analog zu ei-
nem Stirling- oder einem G.-M.-System benutzt. Pulsrohrenkiihler erzeugen die
Gasbewegung im Kaltkopf durch Impedanzen und Volumina ohne Mechanik und
nicht wie Stirling- und G.-M.-Kiihler iiber einen Verdrénger, der im Kaltteil lduft.
Dieser ist eine Quelle von Vibrationen, die an gekiihlte Sensoren weitergegeben
werden konnen, und stellt eine potentielle Ausfallméglichkeit des Kiihlersystems
dar.

Die Aufgabe dieser Arbeit war es, ein kompaktes, vielseitig einzusetzendes, lei-
stungsfihiges und storarmes Miniatur-Pulsrohrenkiihlersystem zu entwerfen, zu
bauen und zu testen. Dieses sollte aufgrund der hohen Betriebsfrequenz von 50
Hz unabhéngig von der geometrischen Orientierung im Raum sein. Die Abhéngig-
keit der Kiihlleistung von der Orientierung in einem Schwerefeld ist ein typisches
Problem von Pulsréhrenkiihlern, weil diese im Gegensatz zu Stirling- oder G.-
M.-Kiihlern aufgrund des leeren Pulsrohres zu Konvektionsverlusten bei Kalt-
kopfneigungen im Schwerefeld neigen (siehe [47]). Dieses Problem tritt besonders
stark bei Pulsr6hrenkiihlern mit niedrigen Pulsfrequenzen von 1-12 Hz auf. Mit
steigender Frequenz werden die Einfliisse der Konvektion im Pulsrohr geringer, so
daB3 bei 50 Hz praktisch keine Kiihlleistungsabhingigkeit von der Kaltkopforien-
tierung zu messen sein sollte.

Ziel waren Temperaturen um 80 K zur Kiihlung von z. B. Hochtemperatursupra-
leitern oder Infrarotsensoren, die normalerweise durch fliissigen Stickstoff gekiihlt
werden. Damit auch der Kompressor stabil gegen Lagednderungen und Bewegun-
gen ist sowie eine hohe Langlebigkeit besitzt, wurde eine Halterung des Kolben-
Zylinder-Systems durch Scheibenfedern gewihlt. Dabei wurden zwei unterschied-
liche Konfigurationen zur Kolben-Zylinder-Aufhdngung getestet. Zwei Kaltkopfe
wurden parallel zur Kompressorentwicklung gebaut und mit einem kommerziel-
len Spiralfederkompressor getestet. Dafiir sind zwei unterschiedliche Typen der
notigen Impedanzen durch Nadelventile und Kapillaren sowie verschiedene Rohr-
geometrien realisiert worden.

2Die Bezeichnung Kaltkopf ist in der Literatur nicht eindeutig belegt. Entweder es wird die
komplette Apparatur ohne Kompressor so bezeichnet, oder nur der kalt werdende Teil. In dieser
Arbeit wird erstere Notation verwendet.



Begleitet wurde der Bau von Kompressoren und Kaltkdpfen von der Entwicklung
von Modellen, um die Konstruktion mit Hilfe von Simulationen im Computer
zu beschleunigen bzw. zu optimieren. Dabei wurden unbekannte oder nicht be-
rechenbare Parameter der Modelle durch Versuche ermittelt. Zum Schluf} sind
Modell- und Experimentalergebnisse verglichen worden, um Schliisse fiir weitere
Verbesserungen des Kiihlersystems zu erhalten.



Kapitel 2

Grundlagen

Die Entwicklung von Pulsrohrenkiihlern (dt.: PRK, engl.: PTR pulse tube refri-
gerator) begann 1964 mit dem Basis-Typ (BPTR). Dafiir wurde von GIFFORD
und LONGSWORTH [1] ein Kompressor an ein Rohr (Pulsrohr) iiber einen Wérme-
speicher, auch Regenerator genannt, angeschlossen (Abb. 2.1 a). Die zur Kiihl-
wirkung nétige Phasenverschiebung! erfolgt durch den Austausch von Wirme
zwischen Arbeitsgas und Rohrwand, weshalb dieser Effekt Oberflichenwirme-
pumpen genannt wird. Die Effektivitit dieses Mechanismus ist gering, so dafl das
Verfahren keine grofle Rolle spielt. Interessant wurde die Entwicklung der PRK
mit der Einfiihrung einer Impedanz am warmen Ende des Pulsrohres (7,), an
die sich ein groBes Volumen anschlieft, durch MIKULIN ET AL. [2] (Abb. 2.1 b).
Damit wurde der Massenflufl durch das Pulsrohr stark vergroflert, und die ent-
stehende Wérme konnte effektiver am warmen Wérmetauscher (7,,) abgegeben
werden. Auflerdem ist die Phasenverschiebung der Gasbewegung durch das Ori-
fice (dt.: Miindung, Diise, Offnung) - Ballastvolumen-Systems gréfer als durch
das Oberflichenwérmepumpen des BPTR und 148t sich auch ohne Wandeffekte
erkldren, analog zu einem Tiefpaf} in der Elektronik. Dabei stellt das Orifice den
Widerstand R und das Ballastvolumen die Kapazitidt C dar. Diese Kiihlervarian-
te wird als Orifice-Pulsrohrenkiihler (OPTR) bezeichnet. Eine Weiterentwicklung
bedeutete die Einfiihrung eines zweiten Einlasses am warmen Ende des Puls-
rohres durch ZHU ET AL. [3]. Dieser zweite Einla} (engl. double-inlet), zwischen

'Fiir den Begriff der Phasenverschiebung gibt es zwei Bedeutungen: Zum einen wird damit
die aktive Verschiebung des Massenflusses durch einen Verdridnger aus seiner ungestorten La-
ge bezeichnet. Daneben wird hiufig auch Phasenverschiebung gleich Phasendifferenz zwischen
Massenflufl und Druckhub gesetzt. In dieser Arbeit wird die erste Bezeichnung verwendet, d. h.
wenn der Massenflufl in das Arbeitsvolumen des Kaltkopfes als positiv betrachtet wird, bewirkt
der Verdrénger eines Stirlingkiihlers eine Phasenverschiebung des Massenflusses von +90°, und
die Phasendifferenz zwischen Massenflufl und Druckhub &ndert sich von -90° auf 0°.
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Abbildung 2.1: PRK-Versionen: a) Basis-PRK (BPTR), b) Orifice-PRK (OPTR), c)
Double-Inlet-PRK (DIPTR), d) Multi-Inlet-PRK (MIPTR), e) Inertance-Tube-
PRK (IPTR), f) 4-Ventil-PRK, g) Active-Buffer-PRK

den warmen Enden von Regenerator und Pulsrohr geschaltet, erh6hte weiter den
Massenflul am warmen Ende des PRKs und vergréflerte die Phasenverschiebung
(Abb. 2.1 ¢). AuBlerdem wird der Regenerator entlastet, da ein Teil des Gases fiir
die Phasenverschiebung nicht mehr durch das kalte Ende des Pulsrohres flief3t,
sondern durch den zweiten Einlaf. Diese fiir PRK typische starke Belastung des
Regenerators durch den groflen Massenfluf} ist eines der Probleme des OPTRs im
Vergleich zu Stirlingkiihlern, die sonst recht #hnliche Eigenschaften besitzen. Die
neue Modifikation wurde als Double-Inlet-Pulsrohrenkiihler (DPTR) bezeichnet.
Zur weiteren Optimierung fiigten ZHOU ET AL. [42] zusétzliche Nebeneinldsse
zwischen Pulsrohr und Regenerator hinzu, um die Kiihlleistung zu erhthen (Abb.
2.1 d). Der Ersatz eine normalen Orifice-Impedanz (z. B. ein Nadelventil) durch
eine lange Kapillare, Induktanz-Kapillare (engl.: inductance, inertance) genannt,
vergroflerte die Phasenverschiebung zusétzlich (Abb. 2.1 e), siehe z. B. [43], [37],
(38].

Eine Alternative zur Einstellung der Phasenlage wurde mit dem sogenannten
Vier-Ventil-PRK realisiert (Abb 2.1 f) [44] wo die Phasenschiebung, dhnlich ei-
nem G.-M.-Kiihler, aktiv erzeugt wird. Im Unterschied zu diesem ist aber ein
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Pulsrohr dazwischen geschaltet, so dafl die Phasenschiebung bei Raumtempe-
ratur erfolgen kann. Eine weitere Modifikation der sogenannte Active-Buffer-
PRK wurde von MATSUBARA ET AL. [24] entwickelt. Dabei wurden mehrere
Orifice-Ballastvolumen-Phasenschieber am warmen Ende angeschlossen, welche
aktiv vom System getrennt werden kénnen (Abb. 2.1 g). Durch gezieltes Offnen
und Schlieflen kann die Druckdifferenz an den geschalteten Orifice-Ventilen sowie
dem Hoch- und Niederdruckventil stark verringert werden. Die groflen Verluste
durch hohe Druckdifferenzen beim Offnen von letzteren werden dadurch vermie-
den. Diese Kiihlerart zeigt sich durch eine besonders hohe Effektivitdt aus, die
iiber der vergleichbaren von G.-M.-Kiihlern liegt.

2.1 Miniatur-Pulsrohrenkiihler

Miniatur-Pulsréhrenkiihler nutzen direkt die Druckwelle eines ventillosen Kom-
pressors. Thre Betriebsfrequenz liegt im Bereich um 50 Hz. Aufgrund dieser hohen
Frequenz laufen die Kompressorkolben meistens in Resonanz mit der Druckwel-
le, weshalb das angeschlossene Volumen eine grofie Rolle spielt. Die Gruppe der
Miniatur-Pulsrohrenkiihler teilt sich auf in gesplittete und intergrierte Versionen.
Bei geplitteten Kiihlern ist der Kompressor vom Kaltkopf durch eine Verbin-
dungsleitung getrennt. Auflerdem konnen Pulsrohr und Regeneratorrohr linear,
in U-Form oder koaxial angeordnet sein. In Abb. 2.2 sind dazu eine integriert-
lineare (a), eine gesplittet-U-Form (b) und eine gesplittet-koaxiale Anordnung (c)
eines Pulsrohrenkiihlers dargestellt.

Die hochste Leistungsziffer (engl.: coefficient of performance (COP) = Ver-
héltnis von Kiihlleistung zu Kompressoreingangsleistung) haben integrierte
Pulsréhrenkiihler mit linearer Anordnung von Puls- und Regeneratorrohr. Auf-
grund der direkten Kopplung von Kompressor und Kaltkopf sowie dem Fehlen
einer Gasumlenkung am kalten Ende des Pulsrohres wird Totvolumen vermieden.
Allerdings werden aber auch die mechanischen Vibrationen und elektromagneti-
schen Storungen des Kompressors auf den Kaltkopf {ibertragen. Auflerdem sitzt
das kalte Ende dieses Systems in der Mitte des Kaltkopfes und ist damit schlechter
zugénglich als bei anderen Anordnungen.

Die kleinste Leistungsziffer bietet eine gesplittete Version mit koaxialem Aufbau
von Puls- und Regeneratorrohr. Durch die Auftrennung von Kompresssor und
Kaltkopf entsteht Totvolumen. Dazu kommen Wiarmeleitungsverluste im Kalt-
kopf. Diese entstehen durch unterschiedliche Temperaturprofile entlang von Puls-
und Regeneratorrohr, da das Temperaturprofil eines Regenerators grob linear
ist, wihrend das Pulsrohrprofil nach oben oder unten durchgebogen ist. Durch
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Abbildung 2.2: Bauweisen von Miniatur-Pulsrohrenkiihlern: a) integriert-linear;
b) split-U-Form; c¢) split-koaxial (T =kaltes Ende, Ti,=warmes Ende)

den Kontakt der beiden Rohre entsteht ein Wirmefluf}, der zusétzliche Verlu-
ste erzeugt. Dalfiir sind hier die mechanischen und elektromagnetischen Strorein-
fliisse des Kompressors besser gegen den Kaltkopf abgeschottet. Auflerdem ist
ein in dieser Weise konstruierter Kaltkopf der Form eines herkémlichen Split-
Stirlingkiihlers sehr &hnlich, so dal direkt ein Ersatz des Stirlingkiihlers durch
den Pulsréhrenkiihler erfolgen kann. Der kalte Warmetauscher ist am Ende des
Kaltkopfes von allen Seiten sehr gut zuginglich.

Dazwischen liegt ein Split-System mit U-férmiger Anordnung von Puls- und Re-
generatorrohr. Die Nachteile des Wiarmekontakts zwischen den beiden wird hier
behoben, auflerdem ist die Montage einfacher. Fiir diese Anordnung wurde sich
in der vorliegenden Arbeit entschieden.

2.2 Stand der Technik

Im folgenden werden aus der Literatur bekannte Miniatur-Pulsréhrenkiihler-
Systeme aufgezeigt:

TRW stellte zwei Kiihlerbauweisen von Miniatur-Pulsrohrenkiihlern her. Ei-
ne kleine Version [60] wird in integrierter Bauweise mit linearer Regenerator-
Pulsrohr-Anordnung und eingebautem Zusatzmotor mit Schwungmasse gebaut.
Letzterer gleicht die Bewegungen des Kolbens aus, um Vibrationen zu vermin-
dern. Das System erreicht bei einer Kompressoreingangsleistung von 19,3 W eine
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Minimaltemperatur von 66 K und liefert 760 mW Kiihlleistung bei 90 K. Der
leistungsstéirkere Aufbau [29] besteht aus zwei in Boxeraufbau gelagerten Kom-
pressoren, einer kleinen Splitleitung und einem linearem Kaltkopfaufbau (Abb.
2.2 a) ). Mit einer elektrischen Eingangsleistung von 200 W erreicht dieser Kiihler
850 mW bei 35 K.

CEA baute Miniatur-PRK mit Kompressoren von 2 cm?® und 6,8 cm® Hubvolu-
men [50], [51]. Die Kaltkopfe dazu besitzen 900 mW Kiihlleistung bei 80 K bzw.
2,8 W bei 80 K.

Das MEC LABORATORY der DAIKIN INDUSTRIES priisentierte in [57] zusam-
men mit dem ATOMIC ENERGY RESEARCH INSTITUTE der NIHON UNIVERSITY
zwei Kleinkiihler mit Inertance-Tube, wobei der kleinere Kaltkopf 650 mW Kiihl-
leistung bei 80 K und und einer Tiefsttemperatur von 57 K mit einem 3 cm?-
Kompressor bei 60 W Eingangsleistung erbrachte. Der groflere Kaltkopf besitzt
2 W Kiihlleistung bei 80 K und einer Tiefsttemperatur von 50 K mit einem
7 cm3-Kompressor bei 200 W Eingangsleistung.

Das LOCKHEED MARTIN ADVANCED TECHNOLOGY CENTER stellte in [58] einen
5 cm3-Kompressor vor, der iiber eine 5 cm Splitleitung einen Linear-Typ Kaltkopf
versorgt. Mit einer Kompressoreingangsleistung von 100 W erreichte der Kiihler
eine Temperatur von 32 K und liefert bei 60 K 2,4 W und bei 80 K 4,7 W
Kiihlleistung.

BEI TECHNOLOGIES présentierte in [53] einen Split-Pulsréhrenkiihler mit koaxi-
al aufgebautem Kaltkopf. Mit einer Kompressoreingangsleistung von 60 W hat
dieser Kiihler einer Kiihlleistung von 500 mW bei 60 K bzw. 1,2 W bei 80 K.

Das CRYOGENIC LABORATORY der CHINESE ACADEMY OF SCIENCES entwickel-
te zwei Miniatur-Pulsrohrenkiihler [54], [55]. Mit einem 1,66 cm3-Kompressor bei
66 W erreichte der gréflere Kaltkopf eine Temperatur von 66 K und erziehlte bei
80 K eine Kiihlleistung von 600 mW. Der zweite kleinere Kaltkopf erreichte mit
einem 0,79 cm®-Kompressor bei 29 W Eingangsleistung 82 K und besitzt 100 mW
Kiihlleistung bei 85 K.

HUGHES AIRCRAFT COMPANY bauten verschiedene Linear-Typ Kaltkopfe [56]
die iiber eine 5 cm lange Split-Leitung mit einem 5 cm® Kompressor verbunden
waren. FEs wurde 73,2 K erreicht.

KEK, NATIONAL LABORATORY FOR HIGH ENERGY PHYSICS konstruierten
einen Miniatur-Pulsrohrenkiihler als Split-System mit U-Form-Kaltkopf [30]. Bei
einer Kompressoreingangsleistung von 30 W konnte eine Kaltkopftemperatur von
99,6 K erzielt werden.

Das DEPARTMENT DE PHYSIQUE der L’ECOLE NORMALE SUPERIEURE und
AIrR LIQUIDE présentierten in [52] und [28] einen Split-Typ Pulsrohrenkiihler.
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Mit einem 2 cm3-Kompressor erreichte der Kaltkopf eine Temperatur von 48 K.
Bei 77 K besitzt er eine Kiihlleistung von 500 mW mit einer Splitleitung von
20 cm Lénge. Bei 1 m Lange sind noch 200 mW vorhanden.

Die ScHOOL OF ENERGY AND POWER MACHINERY ENGINEERING (CHINA)
entwickelte einen koaxialen Pulsrohrenkiihlerkaltkopf mit einem Nylon-Pulsrohr
[49]. Eine Minimaltemperatur von 159,4 K wurde fiir den Kaltkopf gemessen.

Das HOME APPLIANCE LAB. der LG ELECTRONICS INC. prisentierte einen in-
tegrierten Pulsrohrenkiihler vom Linear-Typ [27]. Mit einer Kompressoreingangs-
leistung von 270 W wurden 50 K, sowie 65 K mit einer Kiihlleistung von 4,9 W
erreicht.

MEesoscopic Devices, LLC und CFIC, TROY zeigten in [59] einen
Pulsrohrenkiihlerkaltkopf, der mit einem Kompressor von SUPERCONDUCTING
CORE TECHNOLOGIES (SCT) eine Temperatur von 55,5 K sowie 4 W Kiihllei-
stung bei 69,5 K erbrachte.

CRYOTECHNOGIES S. A. und SIGNAAL-USFA [61] entwickelten einen Split-U-
Rohr-Pulsrohrenkiihler mit einer Minimaltemperatur von 66 K und 500 mW
Kiihlleistung bei 80 K, sowie einen Kaltkopf mit integriert-koaxialem Aufbau
und einer Temperatur von 87 K und 500 mW bei 94 K bei einer Kompressorein-
gangsleistung von 10 W.
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Kapitel 3

Kompressor

Ein Teil dieser Arbeit war es, einen moglichst kleinen und leistungsfiahigen Kom-
pressor fiir Mitteldriicke bis zu 30 bar und einen Hubraum zwischen 2 und 8 cm?
zu bauen. Dieser ist fiir den Betrieb an Miniatur-Pulsrohrenkiihlerkaltképfen ge-
dacht. Dafiir wurde ein Modell eines Kompressors entwickelt, das aus den Ein-
gangswerten Spannung U, Frequenz f und Mitteldruck P die entstehenden Strome
I, Kolbenhiibe z, Massenfliisse i und Druckhiibe AP berechnet.

Es wurden zwei Kompressoren entworfen und konstruiert. Dabei sind zwei un-
terschiedliche Montierungsmoglichkeiten des Kolbens/Zylindersystems realisiert
worden. Beide Systeme niitzen eine Scheibenfederfiihrung des Kolbens bzw. Zy-
linders, um Beriihrungen der beiden miteinander zu vermeiden. Das Magnetfeld
des Motorantriebs wurde vor dem Kompressorbau im Computer simuliert und
konnte so optimiert werden.

Der Kern eines Kompressors besteht aus einer Kompressionseinheit Kolben-
Zylinder, wobei der dazwischenliegende Hubraum periodisch verkleinert und ver-
groflert wird. Dabei wird das Arbeitsgas, in diesem Fall Helium, komprimiert und
expandiert. Je nach Anwendung wird die dadurch entstehende Druckwelle direkt
an einen Verbraucher weitergegeben (Typ 1-Kompressor fiir Stirling-, bzw Minia-
turpulsréhrenkiihler-Kaltkopfe) oder es wird Gas durch Einbahnventile von einem
Niederdruck- in ein Hochdruckreservoir gepumpt (Typ 2-Kompressor). Aus diesen
Reservoirs konnen dann die Verbraucher versorgt werden (Bsp.: Verteilerventile
fiir Gifford-McMahon-Kiihler, G.-M.-Typ-Pulsrohrenkiihler oder Joule-Thomson-
Kiihler).

Ein Kernproblem eines Kompressors fiir Kéltemaschienen ist seine Schmierung.
Schmieréle wiirden im Kaltkopf abgekiihlt werden und in Warmetauschern, Re-
generatoren und den Verbindungsleitungen ausfrieren und diese damit verstopfen
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bzw. die Verdringer in ihrer Bewegung behindern. Bei Kompressoren vom Typ 2
kann in die Hochdruckleitung eine Ol-Absorbereinheit eingebaut werden, da hier
Gas nur in eine Richtung stromt und die hier enstehenden Totvolumina nicht die
Leistungsfihigkeit des Kiihlersystems mindern. Deshalb konnen diese Kompres-
soren konventionell mit Ol geschmiert werden, wohingegen Typ 1-Kompressoren
diese Moglichkeit nicht haben. Hier muf} auf eine konventionelle Schmierung ver-
zichtet werden. Stattdessen wird die sogenannte Gasschmierung benutzt. Dazu
existiert ein definierter, schmaler Spalt zwischen Kolben und Zylinder (ca. 10 bis
30 um), durch den ein Teil des Arbeitsgases stromt. Dieses Gas hilt den Kol-
ben zentriert in der Zylindermitte. Nur bei Stillstand des Kolbens (Kompressor
auBer Betrieb oder Endpunkte der Kolbenbewegung) und durch starke &ufiere
radiale Kréfte (Schlag u. &.) kann es zu einem direkten Kontakt zwischen Kolben
und Zylinderwand kommen, wodurch dann Schiden an der Kolbenbeschichtung
und/oder der Zylinderoberfliche auftreten kénnen. Durch diese Konstruktions-
weise ist eine Lebensdauer von ca. 8000 h moéglich. Um hohere Lebensdauern zu
erreichen, miissen die Kolben zentriert gefiihrt werden. Dafiir haben sich Schei-
benfedern bewihrt. Diese haben ein hohes Haltevermdgen in radialer Richtung
und in axialer Richtung nur eine kleine Federkonstante.

Als Antrieb fiir die Kolbenbewegung kann ein Rotationsantrieb, d. h. ein Motor
mit Stator und Rotor dienen, dessen Rotationsbewegung iiber eine Mechanik in ei-
ne Linearbewegung gewandelt wird (analog zu einem normalen Verbrennungsmo-
tor), oder es wird direkt ein Linearmotor benutzt. Dabei sitzen Spule und Kolben
auf einer gemeinsamen Achse und bewegen sich nur axial zu einem statisches Ma-
gnetfeld. Wihrend letzterer Antrieb langlebiger und einfacherer zu bauen ist, hat
der Rotationsantrieb die Moglichkeit, mehrere phasenverschobene Bewegungen zu
realisieren, wie sie fiir Stirling- und Gifford-McMahon-Verdringer notig sind. Bei
mit Linearmotor betriebenen Kiihlern mufl der Verdringer anderweitig angetrie-
ben werden, z. B. mit einem phasenverschobenen Druckhub bei G.-M.-Kiihlern
oder einem in Resonanz betriebenden Verdrénger bei Split-Stirlingkiihlern. Fiir
einen Pulréhrenkiihler bietet sich ein Linearmotor betriebender Kompressor an,
da eine phasenverschobenen Verdringerbewegung nicht nétig ist, weil aufler der
Druckwelle keine dufleren Einwirkungen zum Betrieb gebraucht werden.

Bewegt werden kann bei einem Linearmotor entweder die Spule oder der Ma-
gnet. Die Bewegung des Magneten bedeutet eine vereinfachte Stromfiihrung, weil
alle Stromzufiihrungen fest mit der Spule an der Auflenwand montiert werden
konnen. Auch kann damit die Verlustwiarme der Spule viel einfacher an die Au-
Benwand abgefiihrt werden, und Wiarmestauprobleme werden verringert. Da das
Magnetfeld des Permanentmagneten aber viel stiarker als das Spulenmagnetfeld
ist, wiirde eine Magnetbewegung gréflere Wirbelstrome in den restlichen Kom-
pressorbauteilen induzieren. Das verringert den Wirkungsgrad des Linearmotors,
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und das bewegte Magnetfeld stort im Einsatz bei einem Betrieb zur Kiihlung von
z. B. supraleitenden Magnetfeldsensoren und anderen elektrisch bzw. magnetisch
empfindlichen Bauteilen. Deshalb wurde die Spule beweglich konstruiert.

Fiir die Spulen-Polschuhkombination gibt es als Mdglichkeiten eine lange Spule
mit kurzen Polschuhen (engl.: long-coil) und eine kurze Spule mit langen Polschu-
hen (engl.: short coil). Bei der short-coil-Version bewegt sich die Spule komplett

<> <>

EQ/SPU'G &g~

AN / i

Polschuhe Magnet

long—coil short—coll

Abbildung 3.1: long-coil und short-coil Anordnungen eines Linearmotors

innerhalb des von den Polschuhen gebildeten Magnetfeldes im Luftspalt. In der
long-coil-Variante befindet sich das Magnetfeld der Polschuhe immer komplett
innerhalb der Spule. In Abb. 3.1 sind jeweils die oberen Hélften eines Linearmo-
tors fiir eine long-coil- und eine short-coil-Version dargestellt. Wie dort zu sehen,
braucht die short-coil-Version bei gleicher magnetischer Wirkung ein geringeres
Spulenvolumen, d. h. eine kiirzere Drahtlinge und hat damit einen geringeren
ohmschen Widerstand, was sich in einer hoheren Effizienz niederschligt. Dafiir
sind die Polschuhe gréfler. Besonders aufgrund der auflen liegenden Weicheisen-
polschuhe erzeugt dies ein sehr viel grofieres Gewicht (die Zeichnung macht dies
aufgrund ihrer 2-Dimensionalitét nicht deutlich), auflerdem muf das Schwung-
gewicht aufgrund der viel leichteren Spule kiinstlich vergrofiert werden. Mit dem
Ziel, einen sehr kompakten und leichten Kompressor zu bauen, wurde die long-
coil-Variante gewéhlt.

Damit die Kolbenbewegung wenig mechanische Vibrationen erzeugt, mufy entwe-
der ein Doppelkolbenkompressor (Boxerbetrieb) oder eine zusitzliche Schwung-
masse in Gegenbewegung [60] benutzt werden. Fiir einen Split-Kiihler bietet
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sich der Boxerkolbenbetrieb an. Der Nachteil dieser Bauweise gegeniiber dem
schwungmassenkompensierten Kompressor ist der gesplittete Aufbau zwischen
Kolben und Kaltkopf, der zusétzliches Totvolumen erzeugt und damit die Effek-
tivitdt senkt.

3.1 Theorie und Modell

3.1.1 Kraftvektoren

Das Modell des Kompressors wurde analog zu [13] aufgebaut. Zu Beginn wird
die Kraftgleichung aufgestellt (Gl. 3.1). Dabei wird angenommen, daf} alle Krifte
sinusférmigen Verlauf haben und deshalb durch eine Fouriertransformation der Si-
nusfunktionen durch Amplitude, Phase und Frequenz dargestellt werden konnen.
Da die Frequenz fiir alle Kréfte offensichtlich gleich ist, verbleiben Phase und
Amplitude. Diese Groflen lassen sich anschaulich durch Vektoren oder komplexe
Zahlen darstellen. Damit werden aus den Funktionen komplexe Werte und aus
den Differentialgleichungen algebraische Gleichungen. Der Umgang damit wird
stark vereinfacht.

Fiir einen Kompressor gilt die folgende Vektorkréftegleichung:

—

Fsp = ﬁn+ﬁr+ﬁf+ﬁgf+ﬁrgf (31)

ﬁsp lsp - I-B : Kraft durch Spulenstrom im Magnetfeld
FE, = Mem?Z Newtonsche Beschleunigungskraft

F. = b Reibungskraft

F = kZ Federkraft (axial)

ﬁgf = PA Gasfederkraft

_’rgf PpA . riickwértige Gasfeder (Kompressortank)
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lsp :  Spulendrahtlinge = d,,m - Wdgn - ¢,
dsp :  mittlerer Spulendurchmesser
Wdgn : Anzahl der Drahtwindungen

Csp Anteil der Spule im Magnetfeld

I Stromflufl durch Draht

B Magnetfeld am Ort der Spule

Mem Schwungmasse

7 Kolbenposition

b Viskositidtskonstante

k, Federkonstante in axialer Richtung
P Druck im Zylinder

A Kolbenfléiche

]33 Druck im Kompressortank

Die Grofen I und 7 sind zeitabhéngige Werte, die hier durch komplexe Zahlen
bzw. Vektoren mit Amplituden und Phasenwinkel dargestellt sind. Fiir die beiden
Driicke P und Pg sind die Mitteldriicke gleich. Da sie gegeneinander wirken,
heben sich die Druckkrifte gegenseitig auf, und P und Py kénnen damit als
dynamische Driicke ebenfalls mit Amplituden und Phase aufgefaf3t werden.

Nach [13] sind die Reibungskraft F. und die riickwértige Gasfederkraft ﬁrgf im
Verhéltnis zu den anderen Groflen zu vernachléssigen. Es bleiben:

— — —

Fyp = Fy + Fr + Fy (3.2)

Diese Gleichung 148t sich anschaulich graphisch mit Hilfe von Vektoren darstel-
len (Abb. 3.2). ¢ ist dabei der Winkel zwischen der Druckwelle im Zylinder P
und der Kolbenposition Z (parallel zur reellen Achse Re). Diese Phasenverschie-
bung wird durch den angeschlossenen Kaltkopf bewirkt und stellt ein Maf} fiir
die vom Kompressor effektiv am Kaltkopf geleistete Arbeit dar. § bedeutet die
Phasenverschiebung zwischen dem anliegenden Strom I und der daraus resultie-
renden Kolbengeschwindigkeit! Z. Idealerweise sollte die Phase zwischen Strom
und Kolbenposition 90°, und damit # = 0° betragen.

Ab diesem Punkt werden die Vektorpfeile zum Kennzeichnen der komplexen Zah-
len fiir I, z und P weggelassen.

' Bei sinusformigem Verlauf liegt die Geschwindigkeit 2 90° vor der Kolbenbewegung, ist also
parallel zur imaginiren Achse Im
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Re

Abbildung 3.2: Kraftvektoren des Kompressors

3.1.2 Resonanzmasse

Um die mechanische Resonanzfrequenz? des Kompressors zu bestimmen wird
Abb. 3.2 in Richtung der reelen und der imaginiren Achse aufgetrennt und
es werden zwei Gleichungen aufgestellt, die ineinander eingesetzt und nach der
Schwungmasse mgy, aufgelost werden (Gl. 3.3):

_ sk.|z| 4+ |P|Acos ¢ (1 — tan ¢ tan 6)

s (3.3)
w2l
|z| : Kolbenamplitude
|P| : Druckamplitude
w : Kompressorkreisfrequenz (= 27 f)

3.1.3 Linearmotor und Spule

Als Antrieb fiir die Kolbenbewegung wird ein Linearmotor mit bewegter Spule (s.
Abb. 3.1) genutzt. Dabei wird eine Wechselspannung auf die Tauchspule gegeben,
wodurch diese sich dann im Magnetfeld zwischen den Polschuhen bewegt.

Das Magnetfeld in Magnet, Polschuhen, Luftspalt und der Restumgebung wurde
mit dem FEM-Programm Opera-3D [36] berechnet (Beispiele siehe Abb. 3.7, 3.10,
3.13, 3.14 und 3.16).

2Es existiert auch noch eine elektrische Resonanz (siche Abb. 3.19)
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3.1.3.1 Induktivitit und Widerstand einer kurzen Spule

Um alle die Spule beschreibenden Grolen (Spulenlénge [, -hohe hg,, Aufien- r,
und Innenradius r;) eindeutig zu definieren, sind diese in Abb. 3.3 dargestellt.

—

r I

Abbildung 3.3: Bezeichnung der Spulengriéfien

Zur Betrachtung der Spule ist nach GIl. 3.1 die Induktivitdt von Bedeutung. Die
Lange ergibt sich aus der Breite der Polschuhe und dem Kolbenhub. Die Breite
muf} fiir die jeweilige Anwendung optimiert werden.

Die Induktivitéit einer kurzen Spule berechnet sich nach [23] mit Hilfe einer em-
pirischen Néherungsformel. (Die Gro8en miissen in SI-Einheiten angegeben wer-
den.)

L=21.10°-2_. N2 A e Y
=21 R (3.4)

4
m7

L Induktivitit

rsp  mittlerer Radius = (r, +1;)/2
ro/r; AuBerer/innerer Spulenradius
lsp Spulenlédnge

hsp Spulenh6he = r, — r;

N Windungszahl

Fiir den ohmschen Widerstand des Kupferdrahtes sind ausschlief8lich spezifischer
Widerstand p¢,, Drahtlinge [; und Drahtquerschnittsfliche A, ausschlaggebend.

Ly 27re, - N r
R = R R I Y N C . A
PCu Ad PcCu Ages ] psp/N T PCu Ages Dsp
= % peu N?o—2 (3.5)

hsp . lsp ) psp
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R ohmscher Widerstand

pou  spezifischer Widerstand von Kupfer

lq Lénge des Drahtes = 277y, - N

Ay Querschnittsfliche des Drahtes

Ages  Gesamtquerschnittsfliche der Spule = Ay - N/ps,

psp  Drahtanteil an Ag.,; Rest ist Kleber zur Formstabilitét

Aus den GIl. 3.4 und 3.5 ist zu erkennen, dal das Verhiltnis von ohmschem
Widerstand zu Induktivitit R/wL bei vorgegebenem Spulenvolumen (7, I,
und hs,), Kolbenhub und maximalem Spulenaufiendurchmesser (2r,) nicht mehr
von der Drahtdicke A; bzw. Windungszahl N abhéngt und die Spulenimpedanz
7 = R+ iwL deshalb individuell an den Verstiarker angepaft werden kann.

3.1.3.2 Bestimmung der Spulendimensionen

Ausschlaggebend fiir das Verhiltnis R/wL ist das Spulenvolumen V;,. Dieses be-
rechnet sich nach [13] zu:

8 pou < Wpy >
V;,p _ Pc PV (3.6)

2 2
(w-B-s-cos(f)) -psp-<<V-VQ}jV>>

Hierbei ist <<WQ7PJV>> das Verhaltnis zwischen der mittleren Joule’schen Wirme auf-

grund des Stroms durch die Spule < Qj > und der mittleren PV-Arbeit des
Kolbens < Wpy >, jeweils pro Zeiteinheit. # erkliart sich aus Abb. 3.2. Mit GI.
3.6 ist das Volumen der Tauchspule festgelegt, und es kénnen die konkreten Spu-
lendimensionen 7y, lg, und hg, relativ zueinander festgelegt werden.

Die Spulenlénge [y, ist durch die Polschuhbreite und den Kolbenhub festgelegt.
Eine Polschuhverbreiterung schwécht das Magnetfeld im Luftspalt, auflerdem be-
deutet sie eine Gewichtsvergroflerung. Der Kolbenhub ist durch die Eigenschaften
der Federn beschrinkt und kann deshalb nicht einfach vergrofiert werden. Das
Spulenvolumen kann vergréfert werden, erstens durch Vergroferung von Spu-
lenhohe hg, und Luftspaltbreite bei festem Aulendurchmesser 27, oder aber zwei-
tens durch Erhohung des AuBlendurchmessers von Spule (2r,) und Luftspalt. Er-
steres schwiicht das Magnetfeld im Luftspalt ab (s. Abb. 3.11); letzteres bedeutet
Gewichtszunahme und ein Vergréflern des Auflendurchmessers des Kompressors.
Auch eine Optimierung der Polschuhenden fiihrt zu grofleren Auflendurchmes-
sern der Polschuhe und zur unerwiinschten Gewichtszunahme des Kompressors.
Beziiglich der beiden Zielrichtungen Effektivitdt und geringe Abmessungen und
Gewicht muf} die Geometrie des Linearmotors einschliellich Spule optimiert wer-
den.
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3.1.3.3 Modellierung

Um die Berechnung mit dem Experiment zu vergleichen, ist es notig, ein Modell
zu entwerfen, das die zu messenden Groflen (Kolbenhub, Spannung, Strom, Mas-
senflu und Druckhub) in Beziehung zueinander setzt. Da diese Grofien zum Teil
im Experiment gemessen werden kénnen, ist es moglich, das Modell zu kontrol-
lieren.

Der Linearmotor 148t sich als einfaches elektrisches Schaltbild darstellen (Abb.
3.4). Alle zu messenden Grofien sind komplex und haben Amplitude und Phase.

%

|
FQS

Ugq | P

Rq Y Lsp
Uind

Abbildung 3.4: Elektrisches Ersatzschaltbild des Linearmotors

U, Quellspannung (Verstérker)

R, Innenwiderstand des Verstdrkers

1 Strom

U :  gemessene Spannung (am Voltmeter)

Ry, : ohmscher Widerstand der Spule

Ly, : Induktivitdt der Spule

Una : FErsatzspannungsquelle aufgrund der Induktionsspannung

Nach der Kirchhoffschen Maschenregel gilt mit der komplexen Laplace-Variablen
(siehe [39]) s =i -w =1 27f:

U, + Ryl + RepI + sLgpI 4+ Upya =0 (3.7)

Sinnvoll ist die Transformation von Gl. 3.7 in mefibare Gréfien. Mit U = U, + R, I
und Uj,g = —® = —BA = —BIl2 = —Blsz ergibt sich

U+ (Rs, + sLgp) I — Blsz = 0. (3.8)

Wird U als Eingangsparameter festgelegt, sind der Strom [ und die Kolbenaus-
lenkung z die Ergebnisse. Um diese zu bestimmen, muf} eine der beiden Gréfien
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eliminiert werden. Ausgehend von GI. 3.2 nach Einsetzen der Definitionen fiir die
Krifte ergibt sich
IIB = mgys®z + k,z + PA. (3.9)

Hieraus muf} jetzt noch die Druckamplitude im Zylinder P durch z ersetzt werden.
Dazu wird der an den Kompressor angeschlossene Kaltkopf samt Verbindunglei-
tung als ein komplexer Widerstand Zges = A Pkaikopt/MKaltkopt betrachtet. Mit
der Dichte des Arbeitsgases p = m/V und

P = Zyoit = ZiyespV = Ziyesp Az = ZyospAsz (3.10)

sowie Gl. 3.9 ergibt sich fiir die Kolbenposition z

IIB 511
z = ) )
MemS? + K, + ZgespsA?

Damit kann in Gl. 3.8 z durch [ ersetzt werden und man erhilt die vier grund-
legenden, den Linearmotor beschreibenden Gleichungen:

I = - U (3.12)
272
MemS® + ky + ZgespsA?
Bl
= -1 3.13
. ms? +k, + ZgespsA? ( )
= spA-z (3.14)
P = Zys -1 (3.15)

3.2 Kompressor mit bewegten Zylindern

Um die Lebensdauer eines Kompressors zu erhohen, miissen Verschleiflerschei-
nungen vermieden oder zumindest verringert werden. Fiir einen Linearkompressor
gibt es folgende typische Ausfallmoglichkeiten:

e Ein Kolben kann bei nicht sachgerechter Montage oder durch duflere Krifte
am Zylinder reiben, der Kolbenschlitz zwischen Zylinder und Kolben wird
daraufhin gréfer, Druckhub und Massenflufl werden kleiner. Auflerdem kann
der Abrieb eine Quelle weiterer Fehler sein.
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e Die Spule kann bei selbsttragender Bauweise aufgrund starker Aufwéirmung
Gase ausdampfen bzw. sich komplett zerlegen® (die Spule besteht nur aus
Spulendraht und Kleber, zuséitzlichen Aufliegeformen wiirden den Luftspalt
im magnetischen Kreis weiter vergrofiern) . Selbst wenn die Spule hilt,
konnen ausgasende Bestandteile andere Systeme des Kiihlers (Regenerator,
Wirmetauscher) beschédigen.

e Die Verklebung zwischen Kolbenkern und Schutzauflage (Teflon) kann
sich aufgrund von Wiarmeentwicklung (Kompressionswérme und/oder Rei-
bungswirme) losen.

e Die elektrischen Zufiihrungen sind bei freischwingender Verdrahtung eine
Fehlerquelle.

3.2.1 Idee

Die zentrale Idee hinter dem Design dieses Kompressors ist es, eine moglichst sy-
metrische Halterung der beweglichen Komponente (Linear-Motor und Kompres-
sionsmechanik) zu erhalten, damit diese sicher gefiihrt werden kann und auch bei
kurzfristig von auflen wirkenden Kriften (Schlidge u. 4.) ein Kontakt zur Zylinder-
wand verhindert werden kann. Da ein Kolben nur einseitig gehalten werden kann,
wurde hier eine Konstruktionsweise gewéhlt, bei der der Kolben fest montiert und
der Zylinder beweglich konstruiert ist.

<
% ;

)

A

Zylinder  Kolben
Abbildung 3.5: Skizze von Kolben und bewegtem Zylinder

Diese Bauweise (Abb. 3.5) wurde realisiert und hat sich als auflerordentlich lang-
lebig und stabil erwiesen. Leider ist die Montage sehr kompliziert und zeitaufwen-
dig, auBerdem lielen die selbst gefertigten Scheibenfedern nur einen sehr kleinen
Zylinderhub zu.

3Bei Tests ist es vorgekommen, daf} sich die Spule von der Halterung 16ste.
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3.2.2 Aufbau und Konstruktion
3.2.2.1 Gesamtaufbau

In Abb. 3.6 ist der komplette Kompressor mit beweglichen Zylindern (engl.: mo-
ving cylinder) in seinem Tank dargestellt. Dabei ist in der Mitte die Zentralplatte
(13) mit den beiden eingeschraubten und verklebten Kolben (1) zu sehen. Uber
diese stiilpen sich die beiden Zylinder (2) und dariiber der Linearmotor mit Per-
manentmagnet (8) und den beiden Polschuhen (9) sowie der Spule (10). Diese
héngt an der Spulenhalterung (5), die Zylinder, Spule und inneres Federpaket (4)
miteinander verbindet. Der Zylinder wird auf der anderen Seite von der dufleren
Federpakethalterung (7) zusétzlich gehalten.
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Abbildung 3.6: Gesamtaufbau des moving-cylinder-Kompressors
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) 9  Weicheisenpolschuh
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4 inneres Federpaket
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3.2.2.2 Kolben und Zylinder

Die Kolben sind fest in der Zentralplatte verschraubt und verklebt. Durch Boh-
rungen durch die Kolbenachse wird das komprimierte Gas in die Kompressormit-
te und von dort nach auflen geleitet (siche Abb. 3.5). Die Kolben sind mit einer
Teflonbeschichtung versehen, die bei Leybold Vakuum GmbH, Kéln, mit den Kol-
ben verklebt wurde. Die Kolbenausrichtung gibt fiir den aufsetzenden Zylinder
die Ausrichtung an. Sie sollte sich deshalb auch bei thermischer Aufheizung nicht
mehr verdndern. Mit den Kolben werden auch die inneren Federpakete befestigt.
Diese miissen deshalb vorher an der inneren Federpakethalterung verschraubt
werden. Die beiden Kolben haben einen Durchmesser von 16 mm. Bei einem
maximalen Hub von 6 mm ergibt sich daraus ein maximal moglicher Hubraum
von:

(16 mm)® - = - 6 mm - 2 = 2413 mm?® = 2,4 cm?® (3.16)

e

3.2.2.3 Linearmotor

Der Linearmotor besteht aus zwei Permanetmagneten aus Neodym-FEisen-Bor
(NdFeB). Polschuhe aus Weicheisen fithren den magnetische Flufl zum Luftspalt
und sind Teil des mechanischen Geriists des Kompressors. Der Magnetfluf§ durch
Weicheisen, im Luftspalt und der Umgebung des Linearmotors wurde in Abb. 3.7
mit Hilfe eine Simulationsprogrammes [36] dargestellt.

Force

Energy J
Electric field =V m"

PROBLEM DATA
chaokomp.toscab
TOSCA analysis (nl)
CaseNo 1

52128 elements
60040 nodes
Nodal fields
Nodal coil fields

LOCAL COORDS.
Xlocal =0.0

Component: BMOD
0.0

Abbildung 3.7: Berechnete Verteilung der magnetischen Flufidichte von Dauermagnet
(1) und den beiden Polschuhen (2) und (3)
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In Abb. 3.7 ist der Betrag der magnetischen Flufidichte |B| = /B2 + B2 + B2
dargestellt. Fiir die Spulenbewegung ist nur das magnetische Feld in radialer
Richtung von Bedeutung. Das radiale Spulenfeld ist aber gegeniiber den stati-
schen Feldern zu vernachléssigen, so daf§ zur Modellierung des Linearmotors nur
das Festmagnetfeld berechnet wird. Deutlich heben sich der Dauermagnet (1) und
die beiden Polschuhe (2) und (3) gegen die Umgebung ab. Innerhalb der weiflen
Flecken in den Polschuhen liegt die Flufidichte iiber der maximal dargestellten
Grenze von 2 T (Dies gilt auch fiir alle anderen Abbildungen von Verteilungen
der magnetischen FluBidichte). Links unten und oben ist ein “Auslaufen” der ma-
gnetischen Flufidichte aus dem Weicheisen zu erkennen.

Die Spulen sind selbsttragend und bestehen aus dem Spulendraht und Epoxid-
harzkleber (UHU Plus Zwei-Komponentenkleber), der wihrend der Wicklung der
Spule hinzugegeben wurde. Sie sind mit der Spulenhalterung verklebt, die die
Kraft an den zu bewegenden Zylinder weitergibt. Die geometrischen Daten der
Spulen sind in Tab. 3.1 dargestellt.

Um Ausfélle durch Unterbrechung der elektrischen Zufiithrungen zu vermeiden,
ist je eine Zufiihrung auf Gehdusemasse gelegt, die andere Zufiihrung erfolgt
iiber einen freitragenden Draht. Beide Linearmotoren sind parallel geschaltet.
Als Fehlerquelle hat sich das Ende des freitragenden Drahtes herausgestellt, der
am Ende der Isolationstiille abrif}. Nachdem die Kontaktlotstelle mit dem Ende
der Isolation verklebt wurde, sind im Verlauf von iiber zwei Jahren Dauerbetrieb
keine Probleme mehr aufgetreten.

Tabelle 3.1: Daten des Linearmotors

Dimensionen Spule

Spulenlédnge [ 16 mm

Spulenauflendurchmesser d, 70 mm

Spuleninnendurchmesser d; 65 mm
Anzahl Windungen Wdgn 135
Induktivitat L 2 mH
ohmscher Widerstand R 2,9 Q
Drahtdicke dprans | 0,6 mm
Dimensionen Polschuhe

Breite Polschuhe {polschuhe | 6 Mm
mittleres Magnetfeld im Luftspalt B 10T
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3.2.2.4 Federpakete

Als Feder wurden Scheibenfedern mit Oxforddesign [41] aus Kupfer-Berillium*
(CuBe) gewihlt. Diese wurden in der institutseigenen Werkstatt durch Funken-
erosion aus 0.35 mm starken Blechen hergestellt. Das Design (siehe Abb. 3.8)
wurde von [35] mit Hilfe eines Finite-Elemente-Programmes (ANSYS 5.0A) durch
Optimierungsrechnungen ermittelt.

Abbildung 3.8: Scheibenfeder

Die Federn haben einen Auflendurchmesser von 60 mm sowie ein Innenloch von
5,5 mm. Sechs Stiick bilden zusammen mit Polyimidringen als Platzhalter ein
Federpaket. Die Pakete erlauben einen maximalen Hub von ca. 6 mm, bevor auf
den Federarmen Oberwellen entstehen, die mit Hilfe eines Stroposkops leicht zu
erkennen sind. Die stabile Kolbenfiihrung ist dann nicht mehr gewéhrleistet, weil
die zusétzlichen Bauche auf den Federarmen an die Biuche der anderen Federn
anschlagen. Es ist ein typisches Scheppern zu horen.

3.2.3 Meflergebnisse und Auswertung

Das System wurde am 6. Juni 1997 mit einem angeschlossenem Ballastvolumen
von 12,5 cm? in Betrieb genommen (siehe Tab. 3.2). Es liuft seit diesem Tag oh-
ne Unterbrechung seit fast 25000 h. Durch leichte Lecks ist der Mitteldruck von
24,4 bar bis zum 18. Oktober 1999 auf 16,6 bar abgesunken. Nach Wiederauffiillen
auf 24,4 bar ergaben sich die gleichen Ergebnisse wie zur Startzeit vor zwei Jah-
ren. Der Kolbenschlitz hat sich daher wahrscheinlich nicht vergréflert, und auch
der Linearmotor zeigt keine Degradierungseffekte. Im Verlauf von fiinf Monaten®

4Brush Wellman GmbH; Stuttgart, CuBe 2; Legierung 25
5Ende dieser Dissertation
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Tabelle 3.2: Betriebsdaten

6.6.97 | 18.10.99

Fiilldruck P [bar] | 24,4 16,6
Druckhub AP [bar] | 3,5 2,7
Spannung AU [V] 14,1 14,6
Strom AL [A] 7,1 5,0
I [°] 24 6

Leistung [W] 11,4 9,1
Frequenz f [Hz] 50 50
®AP,AU ] -80 -90

ergaben sich keine weiteren Anderungen. Aufgrund der Kolbenhubbeschrinkung
ist der Druckhub mit ca. 3 bar bescheiden und die Leitungsaufnahme mit 10 W
gering. Das System hat in den zweieinhalb Jahren keine sichtbaren Degenerations-
effekte gezeigt. Nach dem Beheben der Bruchprobleme bei den freischwingenden
Dréhten sind keine Fehler mehr aufgetreten. Um weitere Probleme festzustellen,
ist auf einen Ausfall zu warten.

3.3 Kompressor mit beweglichen Kolben

Die beim Bau und Betrieb des Kompressors mit beweglichen Zylindern erwor-
benen Kenntnisse sollten in ein neues, verbessertes Design eines Kompressors
einflielen. Im einzelnen wurden folgende Punkte angegangen:

e Die komplizierte Montage und Ausrichtung wurde vereinfacht und die An-
zahl der bendtigten Teile verringert; dabei ist moglichst platzsparend ge-
plant worden.

e Um den Kompressor im Betrieb besser iiberwachen zu kénnen, ist eine
Echtzeitmessung der Kolbenbewegung integriert worden.

e Fiir den spiiteren Einsatz mit einem grofleren Kaltkopf, ist der Hubraum von
2 cm? auf 8 cm? vergréBert worden. Damit verbunden wurde die maximale
Leistungsaufnahme auf etwa 200 W erweitert.
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3.3.1 Idee

Aufgrund des Platzverbrauchs und der Komplexitiat wurde von der Zylinderbewe-
gung auf die konventionelle Kolbenbewegung (engl.: moving piston) mit festste-
hendem Zylinder gewechselt. Um den gré8eren Hubraum zu realisieren, wurden
sowohl der Kolbendurchmesser als auch der maximale Kolbenhub gesteigert. Da-
zu muflten andere Federpakete, die einen gréfleren Hub zulassen, benutzt werden.
Diese wurden kommerziell erworben (siehe Kap. 3.3.2.4), lieBen sich aber leider
leicht aufmagnetisieren, worauf das Magnetfeld im Schwungbereich der Federpa-
kete abgeschwicht werden mufite. Dazu wurden iiber eine Computersimulation
verschiedene Verfahren mit weich- und hartmagnetischen Materialien getestet.
Am effektivsten stelle sich eine hartmagnetische Abschirmung heraus, die dann
auch eingebaut wurde, so dafy der Kompressor in Betrieb genommen werden konn-
te. Das Verhalten wurde mit den aus den Modellrechnungen erhaltenen Ergeb-
nissen verglichen.

3.3.2 Aufbau und Konstruktion
3.3.2.1 Gesamtaufbau

In Abb. 3.9 ist der komplette Kompressor in seinem Tank dargestellt. In die
Zentralplatte (11) ist das Zylinderrohr (2) eingelassen. Darin laufen die beiden
Kolben (1), an deren Achse die beiden Federpakete (3) und (4), und dazwischen
die Spulenhalterung (9) und angeklebter Spule (8) mit einer Mutter befestigt
sind. Auf dem Zylinder, an die Zentralplatte angeschaubt, sitzt der Linearmotor
mit Polschuhen (7) und Permanentmagnet (6). Auf dem Motor ist die Federpa-
kethalterung (14) befestigt. Diese hélt den statischen Teil der beiden Federpakete.
Das duflere Federpakete ist durch einen Abstandshalter an (14) fixiert.

1 Kolben 8 Spule
2 Zylinder 9 Spulenhalterung
3 inneres Federpaket 10 Druckanschluf
4 dufleres Federpaket 11 elektrischer Anschlufl
5 Abstandshalter du. F. 12 Zentralplatte
6 Permanentmagnet 13 Anschlufy Positionsmessung
7 Weicheisenpolschuh 14 Federpakethalterung
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3.3.2.2 Kolben und Zylinder

Mit der konventionellen Bauweise Kolben-Zylinder ergeben sich eine Reihe von
Vereinfachungen. Es gibt nur noch einen durchgehenden Zylinder mit seitlichem
Gasausgang. Die Kolben sind massiv und haben einen Durchmesser von 24 mm,
um einen groferen Hubraum zu ermdoglichen. Zusammen mit dem gréfieren Kol-
benhub von 9 mm (siehe Kap. 3.3.2.4) erhoht sich der Hubraum auf ca. 8 cm?.

(24 mm)? - % .9 mm = 8143 mm® = 8,1 cm® (3.17)

Auf der Kolbenachse sind beide Federpakete und die Spulenhalterung aufgesetzt.
Um dem Resonanzgewicht (Gl. 3.3) méglichst nahe zu kommen, wurden die Kol-
ben aus Aluminium hergestellt. Der Zylinder besteht aus Edelstahl und ist ge-
hohnt. Bei einer Spaltgrofle von 15 pm zwischen Kolben plus Teflonschutzschicht
und Zylinder sind die unterschiedlichen Ausdehnungen zu beriicksichtigen, d. h.
die gewiinschte Spaltbreite sollte bei Betriebstemperatur erreicht werden.

3.3.2.3 Linearmotor

Der Linearmotor ist fiir eine groflere Leistungsaufnahme ausgelegt, die von vorher
10 W auf jetzt 150 W erh6ht wurde. Das Spulenvolumen wurde stark vergréflert
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und die Polschuhdicke am Luftspalt auf die groflere Spulenlénge [, eingestellt
(Polschuhdicke vorher 6 mm, jetzt 11 mm).

3.3.2.3.1 Permanentmagnet und Polschuhe

Der statische Teil des Linearmotors mit Magnet und Polschuhen wurde vor der
Konstruktion mit einem Simulatorprogramm fiir Magnetfelder (Opera-3D [36])
berechnet und optimiert. Dabei wurde ein Mittel zwischen Magnetfeldfiihrung
durch das Weicheisen (mdoglichst dicke Weicheisenwinde) und Gewichtsfaktoren
(moglichst geringes Gewicht) gewihlt. Das Modell ermoglichte auch die Berech-
nung von Magnetfeldern auflerhalb des magnetischen Kreises (siehe magnetisier-
bare Federn Kap. 3.3.2.5).

Energy :
Electric fisld  :V/ m"

PROBLEM DATA
testai20b.toscab
TOSCA analysis (nl)
CaseNo 1

40546 elements
61320 nodes
Nodal fields
Nodal coil fields

LOCAL COORDS.
Xlocal = 0.

=00
=00
=00
=00
i =00

Abbildung 3.10: Bild der magnetischen Flufidichte des Linearmotors

Analog zu Abb. 3.7 ist in Abb. 3.10 der Betrag der magnetischen Flufidichte-
verteilung dargestellt. Die Polschuhdicke ist jetzt aber so gewihlt, dal kein Ma-
gnetfeld mehr ausbricht. Zusétzlich ist rechts unten in schwarz der Raum fiir
die Federschwingungen eingezeichnet. Deutlich ist am rechten oberen Rand des
Schwungbereichs der Raum fiir die Auflage des Federpaketes zu sehen. Auch ist zu
erkennen, dafl das Federpaket sich innerhalb des Streumagnetfelds bewegt (siehe
Kap. 3.3.2.5).

3.3.2.3.2 Spule

Das Spulenvolumen wurde vergréflert. Auch hier mufite ein Kompromis zwischen
den beiden Grofien Spulenvolumen V;, und Spulenhéhe h, gefunden werden. Ein
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grofleres Spulenvolumen Vj, verkleinert das Verhiltnis des ohmschen Widerstan-
des (nutzlose Wirmeerzeugung) und des induktiven Widerstandes (Krafterzeu-
gung im Linearmotor) R/wL. Wenn Auflendurchmesser 2r, und Spulenlénge [,
beschrénkt sind durch einen maximalen Kompressorauflendurchmesser und einen
maximalen Federhub, muf} fiir ein gréferes Spulenvolumen V;, die Spulenh&he
hsp vergroflert werden. Dafiir mufl der Luftspalt im magnetischen Kreis vergrofiert
werden, und damit sinkt dort das B-Feld. Dieses wurde in Abb. 3.11 mit verschie-
denen Luftspaltdurchmessern mit Vektor 3D/ Opera [36] durchgerechnet und die
Luftspaltdicke gegen den inversen magnetischen Fluff ®~! = (B - A)f1 aufgetra-
gen. Deutlich ist die antiproportionale Abhéingigkeit von ® zum Luftspaltdurch-
messer zu sehen.

0,115

0,110 /V
0,105

< 0,100

-Q L

=
0,095

< |

m

~ 0,090

0,085 paf

0,080

i 5 & 71 8 9
Luftspalt [mm]
Abbildung 3.11: Inverser magnetischer Flufl gegen Luftspalt

Zu Beginn wird das Verhéltnis < Qj >/ < va > von Joule’scher Warme zu PV-
Arbeit (jeweils pro Zeiteinheit) festgelegt. Daraus errechnet sich iiber Gl. 3.6 das
notige Spulenvolumen. Mit den Vorgaben fiir den maximalen Scheibenfederhub
ist die Spulenlénge [,, bestimmt. Der maximale Auflendurchmesser r, legt dann
die Spulenhéhe hg, fest. Diese bestimmt die Luftspaltdicke, welche nach Abb. 3.11
die magnetische Flufidichte B dort beeinflult. B ist aber ein Eingangsparameter
der PV-Arbeit, so das dieses Problem iterativ gelost werden kann.

Als Kompromis wurde ein Spulenvolumen von 34,3 em?® und ein maximaler
Spulenauflendurchmesser von 8,5 c¢m gewéhlt. Weitere Spulendimensionen und
-eigenschaften sind in Tab. 3.3 dargestellt.

Um den Kompressor leichter mit Standardleistungsverstirkern betreiben zu
konnen, wurde die Impedanz der Spulen an die von Audioverstirkern (4 ) an-
gepafit. Im spéteren Einsatz (viele kommerziellen Kompressoren dieser Klasse
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(z. B. AIM, Heilbronn) haben eine Eingangsimpedanz von ca. 1 ) kann diese
leicht durch Verénderung der Drahtdicke angepafit werden (siehe Gl. 3.4 und 3.5).

Aufgrund der grofleren Leistung und der damit verbundenen Aufheizung des
Systems ergaben sich Probleme mit der Verklebung der Spule, da sich diese bei
hohen Eingangsleistungen (200 W) von der Spulenhalterung 16ste. Diese Proble-
me wurden geldst, indem der in Kap. 3.3.2.6 entwickelte Kleber benutzt wurde.

Tabelle 3.3: Eigenschaften des Linearmotors

Dimensionen Spule

Spulenlidnge [ 20 mm

Spulenaulendurchmesser d, 85 mm

Spuleninnendurchmesser d; 71 mm
Anzahl Windungen Wdgn 400
Induktivitit L 13 mH
ohmscher Widerstand R 5,5
Drahtdicke dprans | 0,6 mm
Dimensionen Polschuhe

Breite Polschuhe lpolschuhe | 11 mm
mittleres Magnetfeld im Luftspalt B 05T

3.3.2.4 Federpakete

Weil der maximale Kolbenhub durch die verwendeten Federpakete bestimmt wird,
wurden bei diesem Kompressor kommerzielle Pakete von Peckham Engineering
verwendet (siehe Abb. 3.12). Diese bestehen aus je sieben Federn mit einem Au-
endurchmesser von 68 mm und einen Innenloch von 6,53 mm. Die Federpakete
erlauben einen maximalen Hub von 9 mm. Der Auflenring und das innere Dreieck
sind starr, die Verbindungsstege dazwischen sind die Federarme.
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Abbildung 3.12: Scheibenfeder

3.3.2.5 Abschirmung des Magnetfelds fiir magnetisierbare Federn

Es stellte sich heraus, daf die Federn aufgrund der verwendeten Stahlsorte (US-
Norm: SS 400) leicht aufzumagnetisieren waren. Sie wurden in Richtung des Ma-
gnetfeldes des Permanentmagneten gezogen. Um mit den Federn trotzdem arbei-
ten zu konnen, war es notig, das Magnetfeld im Bereich der bewegten Federn so
weit zu reduzieren, dafl die Ablenkung der Federn den Betrieb des Kompressors
nicht weiter behindern.

Dazu wurden mit einer Hallsonde die tatsichlichen Magnetfelder an verschiede-
nen Stellen des Kompressors gemessen und mit den theoretischen Werten vergli-
chen. Da es eine gute Ubereinstimmung gab, wurden weitere Optimierungen am
Computer mit [36] durchgefiihrt.

3.3.2.5.1 Weichmagnetische Abschirmung

Zuerst wurde eine weichmagnetische Abschirmung versucht, d. h. das Magnetfeld
sollte mit Trafoblechen aus der Zone der Federpakete verdringt werden. Dazu
wurde der zur Magnetfeldvertringung zur Verfiigung stehende Platz zwischen der
Federpakethalterung und dem Schwungbereich des Federpaketes mit fiinf paral-
lelen Weicheisenplatten ausgefiillt (Abb. 3.13).

Da hier kein grofier Verdréangungseffekt zur erkennen war, wurden vier Trafobleche
mit einem Winkel zueinander eingesetzt (Abb. 3.14).

Aber auch hier wurde kein zufriedenstellendes Ergebnis erzielt, obwohl eine Ver-
dréingung des Magnetfeldes zur Mitte des Kompressors (untere Kante von Abb.
3.14) im Vergleich zu Abb. 3.13 deutlich zu sehen war.
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Abbildung 3.14: B-Feld bei vier schrigen Trafoblechen zur Abschirmung

3.3.2.5.2 Hartmagnetische Abschirmung

Als erfolgversprechender stellte sich die hartmagnetische Abschirmung heraus.
Dabei wurden in Gegenrichtung zum Grundfeld magnetisierte Permanentmagne-
te als Abschirmung benutzt. Die Programmsimulation ergab, dafl NdFeB benutzt
werden mufite, weil das kostengiinstigere Aluminium-Nickel-Cobalt (AINiCo) vom
Grundmagnetfeld einfach ummagnetisiert werden wiirde (Abb. 3.15 linkes Teil-
bild; weil die ummagnetisierte AINiCo-Scheibe sonst fast nicht zu erkennen wire,
ist sie hier mit einem Rechteck markiert).

Dieses erkliart sich aus Abb. 3.15 Bild rechts: Die Koerzitivkraft von AINiCo ist zu
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Abbildung 3.15: B-Feld mit AINiCo als hartmagnetischem Abschirmmagnet, und
Entmagnetisierungskurven von AINiCo bzw. NdFeB

gering, wogegen kleine NdFeB-Scheiben das Magnetfeld ausreichend abschwichen
konnen.
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Abbildung 3.16: B-Feld mit NdFeB Abschirmmagneten

Diese hartmagnetische Abschirmung (Abb. 3.16; die Abschirmung ist mit einem
Rechteck markiert) mit einer NdFeB-Scheibe wurde gewihlt und realisiert. Der
Kompressor konnte daraufhin wieder betrieben werden, ohne daf3 die Federpakete
durch das Magnetfeld des Hauptmagneten angezogen wurden.
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3.3.2.6 Temperaturstabile Verklebung von Aluminium mit Teflon

Als weiteres Problem stellte sich das Kleben der Teflonbeschichtung auf die Alu-
miniumkolben heraus. Zuerst wurde wie in Kap. 3.2 die Schicht mit Epoxid-
harzkleber (UHU PLUS Zwei-Komponentenkleber) verklebt. Aufgrund der viel
stiarkeren Hitzeentwicklung durch die héhere Leistungsaufnahme l6ste sich diese
Verklebung wieder. M. DIETRICH konnte mit einer Versuchsreihe mit verschie-
denen Klebern und Hértern in unterschiedlichen Mischungsverhiltnissen einen
zufriedenstellende Kleber erhalten (siehe [20]). Um die Verklebung zu verstéirken,
wurde die Oberfliche der Aluminiumkolben durch Sandstrahlen aufgerauht und
die Teflonoberfliche mit Natronlauge aktiviert. Diese Verklebung war auch bei
groflerer Hitzeentwicklung aufgrund der stirkeren Leistungsaufnahme stabil.

3.3.2.7 Schwungmasse

Um den elektrischen Leistungsverbrauch des Kompressors zu minimieren, sollten
die Kolben in Resonanz laufen. Dazu muf§ die Masse des schwingenden Systems an
die Betriebswerte angepafit werden. Mit Hilfe von Gl. 3.3 1483t sich die benstigte
Schwungmasse berechnen (Tab. 3.4). Dabei ist P, das sogenannte Druckverhéltnis
aus Hochdruck B, zu Niederdruck Piier.

Tabelle 3.4: theroretische Schwungmasse

Frequenz f 50 H=z
Hubraum vV 8 em?
Kolbenhub S 9 mm
Druckhubverhéltniss P, = I;"t—‘;:;l 1,7
Fehlwinkel (s. Abb. 3.2) 7 0o
Kaltkopfwinkel (s. Abb. 3.2) ) 37,5 °
axiale Federkonstante k. 06 N/em
Gesamtschwungmasse Mges 1030 ¢
theo. Schwungmasse einer Seite m 515 ¢

Die Massen von Spulenhalterung, Draht, Kleber sowie Kolben samt Beschichtung
und Befestigung wurden durch Wiegen bestimmt. Zur Bestimmung der Schwung-
masse eines Federpaketes wurde das Gesamtgewicht eines Paketes gemessen und
daraus ein anteiliges Gewicht fiir den schwingenden Teil des Federpakete errech-
net.
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Tabelle 3.5: Schwungmasse einer Kompressorseite

Spulenhalterung + Draht + Kleber 357,2 g

Kolben + Teflonbeschichtung + Unterleg- | 65,1 g
scheibe + Mutter + Alureflexscheibe

beweglicher Anteil zweier Federpakete 58,8 g

exp. Schwungmasse einer Seite 481,1 ¢

3.3.2.8 Echtzeitpositionsbestimmung der Kolbenposition

Die Positionsbestimmung basiert auf der Messung der diffusen Riickstreuung iiber
ein Infrarot-LED-Photodioden-System (siehe Abb. 3.17 oben). Das IR-Licht wird
dabei iiber ein Lichtleitersystem in das Kompressordruckgefifl geleitet. Das Posi-
tionierungssystem samt Mef3- und Auswerteelektronik wurde von M. DIETRICH
entworfen und gebaut [20]. Als Reflexionsebene dient eine kleine, leichte, sand-
gestrahlte Aluminiumscheibe, die den IR-Lichtstrahl diffus reflektiert. Uber die
Kalibrierung in Abb. 3.17 ist damit die Positionsbestimmung im Betrieb méoglich.
Durch die Kolbenposition kann der Volumenflufl bestimmt werden. Zusammen
mit der am Kompressorausgang gemessenen Druckvariation ergibt sich damit ein
in Echtzeit bestimmtes PV-Diagramm.

3.3.2.9 Elektrische Anschliisse

Um die elektrischen Zufiihrungen in den Drucktank fiihren zu kénnen, wurde in
die Zentralplatte ein Sackloch gebohrt. Quer zum Ende dieser Bohrungen laufen
zwei weitere Bohrungen zu den beiden Linearmotoren. So konnten die Leitungen
verlegt und gestestet werden, ohne dafl wie bei dem Vorgéingerkompressor (Kap.
3.2) die Deckel geschlossen werden mufiten. Die Leitungen wurden in den Bohrun-
gen mit Stycast® vergossen. Dieser Kleber ist heliumdicht und sehr hitzebestéindig.
Auflerdem erlaubt diese Technik sehr kleine elektrische Durchfiihrungen.

6Stycast 2850GT; Emerson & Cuming, speciality polymers; National Storch & Chemical
Company
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Abbildung 3.17: Oben: Aufbauskizze der Positionierungsmessung; Unten: Kolbenpo-
sition gegen Spannung fiir Kalibrierung der Positionsbestimmung

3.3.3 Meflergebnisse und Auswertung

In Abb. 3.18 ist ein PV-Diagramm dargestellt, das mit der Positionsbestimmung
aufgenommen wurde. Angeschlossen an den Kompressor war eine 30 cm lange
Kupferkapillare mit 2 mm Innendurchmesser. Am Ende dieser Kapillare befand
sich ein 6 cm?® groBes Tankvolumen als Abschluff des Kompressorausgangs.

Die Kompression verlief nicht komplett adiabatisch, wie die von Null verschiede-
nen Fliche des PV-Diagramms zeigt. Bei hoheren Frequenzen bis zu 90 Hz wird
dieser Fliche immer kleiner, und das PV-Diagramm geht in eine Adiabate iiber.

Um den Kompressor und das entworfene Modell zu testen, wurden mit dem 6 cm?-
Anschlufitank Versuche durchgefiihrt. Dazu wurde der Mitteldruck des Systems
von 3 bis 21 bar variiert und die Amplituden und Phasen von Strom I, Kolben-
position z und Druck AP, im Anschlufltank gemessen und mit den theoretischen



3.3. KOMPRESSOR MIT BEWEGLICHEN KOLBEN 37

29
28 -
27 H [ |

S

25 _ (]

P [bar]

24 " -

23 | .

.. .5

21

T T T T T T T T T T T T T T
1,5 2,0 2,5 3,0 3,5 4,0 4,5 5,0

V [cm’]

Abbildung 3.18: PV-Diagramm fiir ein Anschlufivolumen von 6 cm?; Betriebsdaten:
elektr. Leistung 146 W; Mitteldruck 24 bar; Frequenz 50 Hz

Modellergebnissen verglichen. In Abb. 3.19 sind dazu die normierten, d. h. durch
den Maximalwert geteilten Amplituden von I, z und AP, gegen den Mitteldruck
aufgetragen. Die Maximalwerte der Amplituden sind in Tab. 3.6 dargestellt.

Deutlich ist in Abb. 3.19 zu erkennen, dafl die Resonanzen des elektrischen
Systems, sichbar am Minimalwert des Stroms I, und des mechanischen Systems,
erkennbar am Maximum der Kolbenauslenkung z, ein wenig auseinanderliegen.
Dieses Verhalten zeigt sowohl das Experiment als auch das Modell. Ein optimal
angepafiter Kaltkopf sollte einen AnschluBwiderstand Zg besitzen, so dafl beide
Resonanzen im gleichen Mitteldruck zusammenfallen.

Bei der Positionsbestimmung im Experiment ist allerdings noch ein weiteres Ver-
halten iiberlagert: Bei verringertem Mitteldruck erhoht sich das Signal der Po-
sitionsmessung. Dies wurde zum Zeitpunkt der Messung noch nicht beriicksich-
tigt und erkldrt das weitere Ansteigen der Kolbenamplitude zu kleineren Mit-
teldriicken hin. Das Maximum von z bei ca. 6 bis 7 bar ist aber trotzdem auch
in den experimentellen Daten klar zu erkennen. Das elektrische System hat seine
Resonanz bei etwas hoheren Driicken von ca. 10 bar, was am Minimum des Stroms
I zu sehen ist. Im Unterschied zum Modell ist aber die Ddmpfung im Experiment
deutlich stiarker und somit das Minimum im Vergleich zur Modell schwécher aus-
gepréigt. Das Verhalten der Druckamplitude A B, ist in Modell und Experiment
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Abbildung 3.19: Normierte theolretische und experimentelle Amplituden von I, z und
APy, in Abhéngigkeit von P

gleich und wird mit zunehmendem Mitteldruck stérker.

In den absoluten Amplitudenspitzenwerten in Tab. 3.6 sind kleine Abweichungen
zwischen Experiment und Modell zu erkennen. Das Experiment liefert bei glei-
chem Eingangsstrom etwas hohere Kolbenhiibe Az und Druckhiibe AP als das
Modell. Dies kann zum einen mit Abweichungen zwischen dem ideal-sinusférmi-
gen Modell und dem mit Oberwellen behafteten Experiment (siehe Kap. 4.2.1)
als auch mit Meflungenauigkeiten erkldrt werden.

Tabelle 3.6: Amplituden von I, z und AP, fiir Modell und Experiment aus Abb. 3.19

Modell Experiment
Strom [ [A] 1,8 1,8
Kolbenhub Az [mm] 2,9 3,3
Druckhub im Tank AP,, [bar] 2,5 3,2

In Abb. 3.20 sind die Phasenlagen relativ zur sinusférmigen Eingangsspannung
fiir Strom I, Kolbenposition z und Druckamplitude im Anschluflvolumen P,
gegen den Mitteldruck aufgetragen. Die Resonanz des elektrischen Systems ist
am Nulldurchgang der Phase des Stroms I zu erkennen. Dieser Ubergang fillt im
Experiment aufgrund der Dampfung schwicher als im Modell aus.
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Abbildung 3.20: Theogetische und experimentelle Phasen von I, z und AP, in
Abhéngigkeit von P

Zusammenfassend kann gesagt werden, dafl das Modell das Verhalten des Expe-
riments sowohl fiir die Amplituden als auch fiir die Phasen von Strom I, Kol-
benposition z und Druckvariation AP, richtig wiedergibt. Als Abweichung fllt
noch eine stirkere Dampfung im Experiment auf, die das Modell nicht richtig
wiedergibt.
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Kapitel 4

Kaltkopf

Der Kaltkopf ist der zweite Bestandteil des Kiihlers. Er erhélt vom Kompres-
sor die Druckwelle und wandelt diese in einen Enthalpietransport bzw. Wéarme-
flul vom kalten zum warmen Ende um. Dabei sorgt der Kaltkopf dafiir, daf die
Erwirmung des Arbeitsgases durch die Kompression immer am warmen Ende
stattfindet und die Abkiihlung durch die Expansion an kalten Ende, wodurch ein
Wirmetransport vom kalten zum warmen Ende des Kaltkopfes stattfindet und
eine Last am kalten Ende abgekiihlt werden kann.

4.1 Theorie

Um die Kiihlwirkung eines Kaltkopfes wie z. B. von einem Gifford-McMahon-,
(G.-M.) Stirling- und auch Pulsréhrenkiihler zu erldutern, wird der Vorgang am
besten zeitlich in vier Arbeitstakte zerlegt (Abb. 4.1).

Der Kaltkopf besteht aus einem Arbeitsraum mit Verdrdnger und Anschluf} an
einen Kompressor, der fiir die Druckvariation sorgt. Ein Warmetauscher am kal-
ten Ende (kWT) hilft dem Arbeitsgas, Wérme von aufien aufzunehmen. Der
Stirlingkiihler hat zusétzlich einen Warmetauscher am warmen Ende (wWT). Bei
einem Stirlingkiihler wird die Kompressordruckwelle direkt an den Arbeitsraum
weitergegeben, der G.-M.-Kompressor versorgt ein Hoch- (H) und ein Nieder-
druckreservoir (N), welche dann abwechselnd mit dem G.-M.-Kaltkopf verbunden
werden.

Zu Beginn des ersten Taktes ist der Verdranger im Arbeitsraum am kalten Ende
des Arbeitsraums (in Abb. 4.1 rechts), und das Arbeitsgas befindet sich deshalb
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Abbildung 4.1: Stirling- und Gifford-McMahon-Kiihler

am warmen Ende (hier links). Im ersten Takt komprimiert der Stirlingkompres-
sor das Arbeitsgas im System isotherm, da der Wérmetauscher am warmen Ende
(wWT) durch Wasserkiihlung, Kiihlrippen, Ventilator o. 4. auf konstanter Tem-
peratur gehalten wird. Im zweiten Takt schiebt der Verdridnger das Arbeitsgas
zum kalten Ende, indem er sich selbst zum warmen Ende bewegt. Dieser Vorgang
findet isochor statt. Im dritten Takt expandiert der Kompressor das Arbeitsgas.
Dies sollte isotherm erfolgen, da hier aufgrund eines Wiarmetauschers am kalten
Ende das Arbeitsgas Warme aus der Umgebung aufnehmen kann. Im vierten Takt
wird das Arbeitsgas durch den Verdringer isochor zum warmen Ende zuriickge-
schoben. Da sich bei einem realen Stirlingkiihler Verdringer- und Arbeitskolben
sinusformig bewegen, entstehen keine echten Isothermen und Isochoren, sondern
die Kurven werden abgerundet.

Der G.-M.-Kreislauf unterscheidet sich vom Stirling-Kreislauf insofern, als die
Kompression und die Expansion durch Offnen von Ventilen zu Hoch- und Nie-
derdruckresevoirs erfolgen. Die Druckénderungen im Arbeitsraum erfolgen damit
sehr schnell, praktisch adiabatisch. Nach dem Offnen des Hochdruckventils im
ersten Takt und der nahezu adiabatischen Kompression schiebt der Verdringer
das Gas im zweiten Takt aufgrund des offenen Hochdruckventils isobar zum kal-
ten Ende. Mit dem Schlieflen des Hochdruckventils und dem Offnen des Nieder-
druckventils im dritten Takt driickt das komprimierte Gas am kalten Ende das
in Richtung Niederdruckventil vor ihm liegende Gas zum Niederdruckventil hin-
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aus. Diese Arbeit kann vom Arbeitsgas iiber den kalten Wérmetauscher (kWT)
als Wiarme aus der Umgebung aufgenommen werden. Im vierten Takt wird das
Gas bei offenen Niederdruckventil isobar vom Verdrdnger zum warmen Ende hin
verschoben

Ein nach Abb. 4.1 gebauter Kaltkopf konnte nur eine Temperaturdifferenz zwi-
schen warmem und kaltem Ende erzeugen, die durch einen einzigen Kiihlzyklus
entsteht. Indem das Arbeitsgas zwischen warmen und kalten Ende durch einen
Wiirmespeicher (Regenerator) geleitet wird, konnen grofiere Temperaturdifferen-
zen erreicht werden (siehe Abb. 4.2, Bild in der Mitte).

wWT

wWT wWT

[Warm] =

¥

0-Ring Pt

e
\'
W KWT e oy
Abbildung 4.2: Vergleich Stirlingkiihler - Pulsréhrenkiihler

Hier ist der Verdrianger (V) mit O-Ringen gegen die Aulenwand abgedichtet und
das bewegte Arbeitsgas mufl durch den Wérmespeicher (Regenerator Reg) hin-
durch. Da diese Dichtungen sowohl in kalten als auch in warmen Umgebungen
arbeiten miissen stellen sie bei Stirling- und G.-M.-Kiihlern ein Problem dar (ge-
naueres siehe [21]). Damit der Kaltkopf kompakter gestaltet werden kann, wird
héufig der Regenerator in den Verdringer integriert (siehe Abb. 4.2 Bild links).

Ein Pulsrohrenkiihler verzichtet auf diesen aktiv betriebenen Phasenschieber und
vermeidet die damit verbundenen Probleme mit Dichtungen u. 4.. Das Arbeitsvo-
lumen wird hier Pulsrohr (engl.: pulse-tube Pt) genannt, dahinter werden zusétz-
liche Impedanzen (Orifice Of, Double-Inlet Di) und Volumina (BV) angeschlos-
sen (Abb. 4.2 Bild rechts). Auflerdem werden hiufig zwei warme Wirmetauscher
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(wWT) genutzt, einen Nachkiihler (Aftercooler) fiir die Abfiihr der Kompres-
sorwirme und einen Wérmetauscher am Ende des Pulsrohres (Pt) zur Abfuhr
des Wirmeflusses aus der Kiihllast. Ein grofies Ballastvolumen (BV), daf§ iiber
eine Impedanz (Of) an den warmen Wérmetauscher des Pulsrohres angeschlos-
sen ist, erhilt die Druckschwankungen aus dem Pulsrohr nur stark abgeschwécht.
Damit hingt der Gasflul in dieses Volumen hinein hauptséchlich vom Druck im
Pulsrohr ab. Am warmen Ende des Pulsrohres sind Massenfluf und Druckhub
deshalb in Phase. Fiir diese Phasengleichheit sorgt beim Stirling- und G.-M.-
Kiihler der zwangsgesteuerte Verdringer. Beim PRK &ndert sich jedoch diese
Phase beim Durchgang durch das Pulsrohr in den kalten Bereich, da das Gasvo-
lumen sich adiabatisch abkiihlt bzw. erwirmt, was einen zusétzlichen Gasflufy 90°
phasenverschoben zum Druckhub im Pulsrohr erzeugt. Die Summe dieser beiden
Gasfliisse fiihrt am kalten Ende des Pulsrohres zu einem Fehlwinkel von ca. 30°
(sieche Abb. 4.3). Durch einen weiteren Einlafl am warmen Ende (Double-Inlet
Di) und lange Kapillaren (Inertance-Kapillaren) als Orifice-Ersatz versucht man,
diesen Fehlwinkel zu verkleinern.

Fiir die Simulation der Vorgénge in einem Pulsrohrenkiihlerkaltkopf gibt es zwei
Klassen von theoretischen Ansétzen, die aus verschiedenen Richtungen das PRK-
System betrachten und beide ihre Berechtigung haben.

Fiir grole Pulsrohrenkiihler mit langsamer Pulsfrequenz (1 bis 12 Hz) und einer
G.-M.-typischen Druckpulsversorgung (Kompressor Typ 2, sieche Kap. 3) eignet
sich die “finite Elemente”-Methode. Der Kaltkopf wird in viele kleine Teile zerlegt
und fiir jeden die Zustandsgleichungen gelost. Die Druckwelle wird dabei meistens
als trapezformig angenommen, und fiir die vier Zeitintervalle (Druckabfall, Nie-
derdruck, Druckanstieg und Hochdruck) werden jeweils konstante Verhéltnisse
angenommen. Der Einfachheit halber wird meistens der Regenerator als ideal-
isotherm (P -V = const), und das Pulsrohr als ideal-adiabatisch (P - V7 = const
mit v = ¢,/c, = 5/3 fiir ein einatomiges Gas wie Helium) angenommen (Bei-
spiel siehe [48]). Die entstehenden Differentialgleichungen werden dann numerisch
(Runge-Kutta u. i.) gel6st.

Kleine Kiihlersysteme, z. B. Stirlingkiihler, speisen den Kaltkopf direkt mit
der Kompressordruckwelle (Kompressor Typ 1). Diese Kiihler werden bei ho-
hen Druckpulsfrequenzen von typischerweise 50 Hz betrieben. Zur Modellierung
nutzt man hier die Fourier-Methode. Fiir kleine Druckhiibe wird relativ zum
Mitteldruck eine Sinusform fiir alle dynamischen Grofien (Druck, Massenfluf},
Volumenfluf}, Temperatur...) angenommen. Diese sind damit durch Amplitude,
Frequenz und Phase bestimmt. Da die Frequenz offensichtlich bei allen Gréfien
gleich der Pulsfrequenz des Kompressors ist, bleiben noch Amplitude und Phase.
Diese werden als Vektoren bzw. komplexe Zahlen dargestellt. Damit werden aus
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den Differentialgleichungen algebraische Gleichungen, die sich leichter 16sen las-
sen. Dies wurde zuerst von R. RADEBAUGH in [5] fiir ideale Gase beschrieben.
Fiir die Verhéltnisse im Pulsrohr erhielt er fiir den Massenflufl 7, am kalten Ende
des Pulsréhrenkiihlers:

Vi;)t : Tw

my = RHeka‘)/ . Ppt + Tk * My (4].)
Vit . Pulsrohrvolumen
Rye . spezifische Gaskonstante von Helium (2077 J/kg K)
Ty/T, : Temperatur am kalten / warmen Ende des Pulsrohres
Y :  Adiabatenkoeffizient (c,/c,)
Ppt zeitliche Ableitung des Drucks im Pulsrohr
my/my @ Massenflufl am kalten / warmen Pulsrohrende

Gl. 4.1 besagt, dafl der Massenfluf} 77, am kalten Ende sich zusammensetzt aus
dem Massenflul m,, am warmen Ende, der aufgrund der Dichteinderung zwi-
schen warmen und kalten Ende mit dem Normierungsfaktor T,, /T, multipliziert
wird, und der adiabatischen Kompression des Arbeitsgases im Pulsrohr o Ppt.
Der Massenfluf am warmen Ende wurde in [5] unter Vernachlissigung des Kalt-
kopftotvolumens gleich dem Massenflufl 7, durch das Orifice in das Ballastvolu-
men gesetzt (1, = 1m,). Wird ein zweiter Einla§ (engl.: double-inlet DI) parallel
zu Regenerator und Pulsrohr geschaltet (siehe Abb. 4.2 Bild rechts) kann ein
Teil des Gases vom Ballastvolumen auch am Pulsrohr vorbei durch den zweiten
Einlaf} 1y abflieen, und der Massenflul am warmen Pulsrohrende betréigt jetzt
My = My, — mo. In Abb. 4.3 sind die Massenfliifle fiir sinusf6rmigen Verlauf als
Vektoren fiir einen Orifice- und einen Double-Inlet-Pulsrohrenkiihler dargestellt.
Die Massenfluf}- und Druckgrofien beschreiben hier keine zeitlichen Funktionen
mehr, sondern sind komplexe Zeiger, die Amplitude und Phase der jeweiligen
Sinusfunktionen représentieren.

Dabei ist in Abb. 4.3 nach rechts der Massenflul durch das Orifice m, in das
Ballastvolumen dargestellt, relativ dazu sind die Phasenwinkel der anderen Zei-
ger ausgerichtet. Phasengleich zu 1, liegt der dynamische Druck! im Pulsrohr
P,;. Die Ableitung des dynamischen Pulsrohrdrucks Ppt eilt beiden Vektoren 90°
voraus. Die Summe beider Vektoren ergibt den Massenflufl am kalten Ende g
eines Orifice-Pulsrohrenkiihlers. Der zusitzliche Massenflufl durch den zweiten
Einlaf} eines Double-Inlet-Pulsréhrenkiihlers (hier i) verschiebt die Phase von
il und verkleinert die Phasendifferenz ¢ zwischen ry, und P, im Vergleich zu
m¢ (siehe Fufinote 1 auf Seite 4).

!Die Druckwelle setzt sich aus dem Mitteldruck und dem dynamischen Druck zusammen.
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Abbildung 4.3: Typisches Zeigerdiagramm der Verteilung der Massenfliisse und
Driicke eines Pulsrohrenkiihlers im Orifice- bzw. Double-Inlet-Modus (Fehlwinkel
?)

Die ideale Kiihlleistung am kalten Ende erh&lt man, indem der Enthalpiefluf} H
vom kalten zum warmen Ende berechnet wird. Mit diesem und den Verlusten des
Kiihlers 148t sich die Netto-Kiihlleistung bei einer bestimmten Temperatur T}, des
kalten Endes bestimmen. Nach [5] betridgt der Enthalpieflul gemittelt iiber eine
Periode < H > fiir sinusférmige Druckvariationen und Massenfliisse :

<H>:?”7§mk-Tk-dt= ;})k-mk-Ppt-cosﬁ (4.2)

pt

Dabei ist Ryge = 2077 J/(kg - K) die spezifische Gaskonstante fiir Helium, ¢, die
spezifische Warmekapazitét von Helium bei kontantem Druck, 7 die Perioden-
dauer 1/f und P der Druck im Pulsrohr gemittelt iiber eine Periode.

4.2 Modellierung des Pulsréhrenkiihlers

Das hier entwickelte Modell eines Pulsréhrenkiihlerkaltkopfes baut auf der har-
monischen Ndherung auf, wie sie in [12] beschrieben ist. Ausgehend von der An-
nahme, die das Modell beschreibenden Funktionen Druck und Massenflul seien
sinusformig, konnen iiber Laplace-Transformationen die zeitabhingigen Funktio-
nen in Vektoren bzw. komplexe Zahlen transformiert werden. Durch die Dar-
stellung des dynamischen Drucks als Spannung und des Massenflusses als Strom
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konnen die einzelnen Bestandteile eines Kaltkopfes im Modell durch elektrische
Bauteile ersetzt werden. Damit steht der Modellierung die ganze Bandbreite
zur Simulation elektrischer Bauelemente zur Verfiigung. Fiir das benutzte Mo-
dell werden die Bestandteile des Kaltkopfes als Vierpole betrachtet. Die vier
Kontakte sind Eingangsspannung (dynamischer Druck am Bauteileingang), Ein-
gangsstrom (Massenflufl am Bauteileingang), Ausgangsspannung (dynamischer
Druck am Bauteilausgang) und Ausgangsstrom (Massenflufl am Bauteilausgang).

Fiir die Bauteile selbst werden die komplexen Impedanzen Z berechnet. Damit
kann bei angelegter Spannung (dynamischer Druck) der flieBende Strom (Massen-
flufl) berechnet werden (1 = P-Z). Auflerdem ist die Gesamtimpedanz des Kalt-
kopfes und der Verbindungsleitung Z,.s ein Eingangswert fiir die Modellierung
des Kompressors (siehe Gl. 3.10). Als Bauteile werden bendtigt: Verbindungs-
leitungen, Regenerator, Pulsrohr, Impedanzen und Ballastvolumen. Die Impe-
danz einer vom Fluid durchflossenen Verbindungsleitung oder Kapillare ist aber
nicht vom Massenstrom unabhéngig, d. h. laminar, sondern besitzt wihrend einer
Periode auch turbulente Anteile (ins elektrische Schaltbild {ibertragen bedeutet
dies, dafl der Widerstand vom angelegten Strom abhingt). Um dieses Problem
zu 16sen, wird die Impedanz von Verbindungsleitungen und Kapillaren iterativ
berechnet, d. h. sie wird fiir einen geschéitzten Massenflufl ausgerechnet, dann
der daraus resultieren Massenstrom bestimmt, und dieser wieder fiir eine neue
Impedanzberechnung benutzt, bis die Ergebnisse konvergieren.

4.2.1 Reale Druckwellen und ihre harmonische Niherung

Da fiir die beschreibenden Funktionen nur Sinusformen beriicksichtigt werden,
konnen die Loésungen nur Ndherungen fiir die Wirklichkeit sein. Um ein Maf
fiir den Fehler zu bekommen, wurde von gemessenen Druckwellen unter typi-
schen Betriebsbedingungen (Double-Inlet-Modus, Mitteldruck P=20 bar, elektri-
sche Kompressoreingangsleistung 50 W, Kaltkopftemperatur T,=80 K) iiber eine
Fourier-Analyse der Anteil der h6heren harmonischen Bestandteile bestimmt. Das
Verhiltnis Grundwelle zu Oberwellen stellt dann ein Ma8 fiir die Ubereinstim-
mung von Modell und Wirklichkeit dar. Dazu wurde ein Computerprogramm
erstellt, das aus den gemessenen Druckkurven (Abb. 4.4, der dynamische Druck
von P, ist um den Faktor 2 vergroflert dargestellt) die Betréige der Fouriertrans-
formierten bildet.

In Abb. 4.5 sind die Betrdge der Fourier-Transformation der Druckkurven zu
erkennen. Neben der Grundfrequenz bei 50 Hz sind noch Peaks der harmonischen
Oberwellen bis 650 Hz zu erkennen.
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Abbildung 4.5: FFT-Analyse fiir die Druckwellen in Abb. 4.4 mit Amplituden fiir
Regenerator, Pulsrohr und Ballastvolumen
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Als Ma#B fiir den Fehler des harmonischen Ansatzes wurden die Grundwellen bei
50 Hz ins Verhiltnis zur Summe der Oberwellen gesetzt. In Tab. 4.1 sind die
Peakhtohen der drei Druckwellen von der Grundfrequenz bis zu 650 Hz darge-
stellt. Die Summen der Oberwellen erreichen etwa 10% bis 13% des Wertes der
Grundwellen. Damit kann zur Modellierung auch mit den Grundwellen gearbeitet
werden, ohne dafl ein zu grofler Fehler gemacht wird.

Tabelle 4.1: Peaks der Fouriertransformierten

Frequenz | Peakhohe [bar] [bar] [bar]
[HZ] Regenerator ~ Pulsrohr Ballastvolumen
50 1,53200 1,09130 0,22000
100 0,10840 0,08880 0,00890
150 0,03160 0,02800 0,00790
200 0,01530 0,00900 0,00120
250 0,00430 0,00410 0,00085
300 0,00400 0,00270 0,00021
350 0,00130 0,00150 0,00031
400 0,00150 0,00110 0,00021
450 0,00052 0,00034 0,00021
500 0,00067 0,00037 0,00020
550 0,00030 0,00017 0,00022
600 0,00039 0,00018 0,00000
650 0,00030 0,00020 0,00000
by 0,13646 0,16855 0,02019
Anteil der 12,5% 11,0% 9,2%
Oberwellen
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4.2.2 Verbindungsleitung

Weil die Stromung in einer engen Leitung zeitlich zwischen turbulentem (AP o
m?) und laminarem Flufl (AP o 1) wechselt, wird ersatzweise eine lineare
Losung? angestrebt. Da aber der Widerstand der Leitung als Proportionalitits-
konstante durch R = AP/m definiert ist, ist dieser bei turbulentem Fluf}
vom Massenflul m abhéingig und m wiederum vom Widerstand. Die Losung
wird deshalb iterativ bestimmt. Als Ansatz fiir den spezifischen Rohrwiderstand
k = R - A/l einer Verbindungleitung mit Linge [ und Querschnittsfliche A wird
analog zu [12] eine N&herung aus [15] benutzt.

k= 0,1556 (Umaad/1) """ (Vmaz/d) (4.3)
VUmaz = 2;7'_1(1;?/04) Maximalgeschwindigkeit im Rohr
Mo . FEingangs-, Ausgangsmassenfluf}
d . Rohrdurchmesser
v . kinematische Viskositéit

Die grundlegenden Gleichungen sind die Kontinuititsgleichung (Gl. 4.4) und die
Impulserhaltung (Gl. 4.5)

o OP(x,t) N Om(x,t)

=0 4.4
ot ox (44)
- om(x,t)  OP(z,t) ~ .
L- R- t) =0. 4.5
e e EN) (4.5
R=rk/A : FluBwiderstand pro Léngeneinheit
C = A/Ruy.T : FluBkapazitit bei Gastemperatur 7" pro Liangeneinheit
L=1/A : Fluflinduktivitit pro Lingeneinheit
A : Rohrquerschnittsfliche

R, C und L bezeichnen hier Grofen pro Liange, wihrend R, C und L auf ein
komplettes Bauteil bezogen sind. Da der Druck P nur in Form von Ableitungen
auftritt, reicht es aus, ab hier nur noch den dynamischen Druck zu betrachten.
Zusammen stellen die beiden Gleichungen ein System aus gekoppelten Wellen-
gleichungen dar, das durch Laplace-Transformationen [39] gelost werden kann
(Laplacevariable s = iw).

2Die Vierpolrechnung 148t nur lineare Ansitze zu
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sC - P(z,s) + %m(x, s) =0 (4.6)
(R + sL) -z, s) + %P(m, s)=0 (4.7)

Nach Ableiten von GIl. 4.6 nach x und Einsetzen in Gl. 4.7, bzw. umgekehrt,
konnen P(x,s) und m(z,s) getrennt werden, und es ergeben sich entkoppelte
Wellengleichungen:

1 9?
: 1 0.
m(z,s) — Tz ﬁm(x, s)=0 (4.9)

mit T = ,/sC (é+sl~1).

Um Gl. 4.8 und 4.9 zu l6sen, wird ein allgemeiner Ansatz fiir Wellengleichungen
genutzt (hin- und riicklaufende ebene Wellen).

P(z,s) =a-e™" +b-e ' (4.10)
m(z,s) =c-e“+d-e " (4.11)

Fiir den Fall z = 0 werden nun GIl. 4.10 und 4.11, sowie Gl. 4.6 und 4.7 gelGst,
damit ergibt sich ein Gleichungssystem fiir a, b, ¢ und d:

Pz =0,5)=a+0b m(x=0,s) =c+d
b=T/sC-d c=sC/T-a (4.12)
Wird dieses System nach a, b, ¢ und d aufgelost und in G1. 4.10 und 4.11 eingesetzt,
konnen der dynamische Druck P,(s) = P(x =, s) und der Massenflu} 7m,(s) =

m(z = [, s) am Rohrausgang (out) aus den Daten am Rohreingang (in) P;(s) =
P(x =0,s), m;(s) = m(x =0, s) bestimmt werden.

P,(s)

1M, (8)

cosh(I'- 1) —Zsinh(T - 1)
—Z " sinh(T" - 1) cosh(T" - 1)

(4.13)

Z=T/sC : Impedanz des Rohres
[ :  Lénge des Rohres
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4.2.3 Regenerator

Der Regenerator wird dhnlich der Verbindungsleitung aus Kap. 4.2.2 berechnet.
Da der hydraulische Durchmesser® d;, eines Regenerators sehr klein ist und da-
mit die Reynoldszahl Re unterhalb der kritischen Reynoldszahl Rey,; (Umschlag
von laminarer zu turbulenter Stromung) bleibt, ist die Stromung laminar und
der spezifische Fluwiderstand r ist unabhéingig vom Massenflul / und ohne
Iteration direkt zu berechnen. Nach [12] und [16] ergibt sich Kk = @er mit dem
Rohrreibungskoeffizienten & = o+ (3/dy,)eRe bestehend aus o = 175/(2¢d2) und
B =1,6/(2€*dy,), sowie der Porositiit € und der kinematischen Viskositit v. Die
Regeneratormatrix wird dabei durch die Porositét e und den hydraulischen Durch-
messer d;, charakterisiert. Diese Groflen berechnen sich aus den Grundmafien der
Matrix wie Drahtdicke d,,, und freie Maschenweite d,, iiber

d dy,=d,- )
w+ dm)? u h 1—€

Tdyr/(dyw + dp)? + d2,
e=1- V ) ‘ (4.14)
4(d

Bei Kontinuitétsgleichung und Impulserhaltungsgleichung ist nun auch die Tem-
peraturdnderung entlang des Regeneratorrohres zu beriicksichtigen. Dabei wird
angenommen, dafl das Temperaturprofil lings des Regenerators linear verlduft.
Wird die Temperatur T(z,t) = T + T'(z,t) mit T = (Tyarm + Tgarr)/2 in einen
konstanten und einen dynamischen Anteil zerlegt, ergibt sich fiir die Kontinuitéts-
gleichung [12] mit dem Mitteldruck P

_OP(x,t) 0T (x,t) = RuT?0m(x,t)
T Y P Y + 1 Y 0 (4.15)
und die Impulserhaltungsgleichung [12]
1 om(x,t) OP(x,t

A Ot ot A

Da auch hier der Druck P nur in Ableitungen vorkommt, wird wieder nur der
dynamische Druck betrachtet. Fiir A mufl die “freie” Regeneratorquerschnitts-
fliche, ohne den von den Netzen eingenommenen Bereich, eingesetzt werden. Um
GIl. 4.15 und 4.16 16sen zu konnen, mufl noch die Temperaturverteilung des Gases

3Der hydraulische Durchmesser erlaubt das Benutzten von Strémungsformeln fiir kreisrunde
Rohre auch mit anderen Rohrformen, indem er einen Aquivalentdurchmesser angibt. Fiir ein
kreisrundes Rohr entspricht d;, dem Rohrdurchmesser
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~

T'(x,t) bekannt sein. Nach [12] ergibt sich fiir die Energiegleichung des Regene-
ratorgases (7T = Temperatur der Matrix)

CroP(z,t)  Om(x,t)  Cp s A
— + — |T'(x,t) = Ts(z,t)| =0 4.17
T o o [T =T (17
und der Regeneratormatrix
T, (x,t) - .
ro—— =t [T, 1) = T, 1)] = 0. (4.18)
ot
C = A Flukapazitit pro Léngeneinheit aufgrund von
Ry.T :
Druckénderungen
Cy = éf % FluBlkapazitdt pro Léngeneinheit aufgrund von
Temperaturdnderungen
Ty = %9:—; Zeitkonstante fiir Gastemperaturinderungen
Ts = g—”;l Zeitkonstante fiir Matrixtemperaturdnderungen
Coas = Pgas€VregCu Wairmekapazitit des Regeneratorgases
Crm = Pgas(1 — €)ViegCm Wirmekapazitit der Regeneratormatrix
Vieg Volumen des leeren Regeneratorrohrs
Co spezifische Gaswéirmekapazitit bei konstantem
Volumen
Cm spezifische Wirmekapazitit des Regeneratorma-

Ay =4+ Viey(1 =€) /dp
h =0,33()\/dy) Re®5
A

terials
Regeneratormatrixoberfliche

Konvektionswirmetransferkoeffizient nach [12]
Gaswirmeleitfahigkeit

Werden jetzt Gl. 4.17 und 4.18 zusammengefafit, ergeben sich in Laplacekoordi-
naten eine neue Kontinuitdtsgleichung

dm(z, s)

. +5CP(x,8) =0 (4.19)

und eine neue Gasimpulserhaltungsgleichung

dP(z,s) -
dz

+ (R + sL)m(z,s) = 0. (4.20)
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R= i = % . FluBwiderstand pro Lingeneinheit

L= i FluBinduktivitdt pro Langeneinheit

- . 1+ ﬁ ) . .

Cp=Cp——=—= : FluBkapazitit pro Léngeneinheit
Tg(1457s)

Nun kénnen analog zu Kap. 4.2.2 T = /sC};(R + sL) und Z = T'/sC; bestimmt
werden. Die Transfergleichung von Eingangs- (P;, ;) zu Ausgangsdaten (P,, 1m,)

ist dann identisch mit GI. 4.13.

4.2.4 Kalter Warmetauscher

Der kalte Wérmetauscher ist normalerweise so gebaut, dafl Temperaturschwan-
kungen komplett aufgefangen werden (isothermes Verhalten, x = 1). Damit redu-
ziert er sich auf den FluBwiderstand R und die Flukapazitit C' = Viwi/RueTx (R
und C siehe Kap. 4.2.7). Das Gas wird im Wirmetauscher isotherm komprimiert.
Die Transfergleichung ergibt

(sCR+1)"" 0

B (R+L)_1 1 (4.21)

Der Widerstand des kalten Wéarmetauschers ist meistens sehr klein im Verhéltnis
zum Widerstand des vorgeschalteten Regenerators, auflerdem wird das Totvolu-
men Vi moglichst klein gehalten. Deshalb ergibt sich fiir die Transfermatrix aus
Gl. 4.21 meist nahezu die Einheitsmatrix.

4.2.5 Pulsrohr

Fiir die Modellierung des Pulsrohrs wurde der Ansatz Gl. 4.1 aus [5] benutzt. Aus
GL. 4.1 folgt 1y, = —sC' - Poy + T} /T, - thy, mit der Pulsrohrkapazitét (Pulsrohrvo-
lumen V1) C = Vi /vRuely, d. h. die Kompression bzw. Expansion im Pulsrohr
erfolgt adiabatisch. Der Druckabfall iiber das Pulsrohr kann normalerweise ver-
nachldssigt werden. Damit ergibt sich fiir die Transfergleichung des Pulsrohres:

Po(s) | _| 1 f l'Di(S) (4.22)
1M,(5) —sC 7+ 1m;(s)
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4.2.6 Warmer Wiarmetauscher

Der warme Wéirmetauscher ist von der Modellierung her identisch mit einem
Regenerator. Da er &hnlich dem kalten Warmetauscher nur wenig Widerstand
im Vergleich zu den nachgeschalteten Double-Inlet- und Orifice-Impedanzen bie-
tet und sein Totvolumen gegeniiber dem Pulsrohr vernachléssigbar ist, wird die
Transfermatrix des warmen Wirmetauschers normalerweise nicht benétigt.

4.2.7 Double-Inlet, Orifice und Ballastvolumen

Der Abschlufl des Kaltkopfes aus Orifice-Impedanz und Ballastvolumen beinhal-
tet Impedanz R, Induktivitdt L und Kapazitidt C'. Der Double-Inlet besteht aus
einer Kapillare mit Induktivitdt L und Impedanz R sowie intrinsischem Totvolu-

men?.

Orifice und Ballastvolumen entsprechen mit ihrem Fluiwiderstand (Orifice) und
der FluBkapazitit (Ballastvolumen) dem Modell des kalten Wérmetauschers, nur
wird statt isothermer (v = 1) eine adiabatische Kompression (v = ¢,/¢,) ange-
nommen, d. h. C' = Vi, /vRu.T. Aulerdem sollte noch eine induktive Komponen-
te L =[/A (I, A: Kapillarenlinge bzw. Querschnittsfliche) der Orifice-Kapillare
beriicksichtigt werden, d. h. :

(sC(R+sL)+1)"" 0
(4.23)

—(R—FSL—F%)iI 1

4.2.7.1 Induktivitit L

Zur Herleitung der Induktivitéit startet man mit der Vorstellung eines Rohres mit
einem Volumen V', einer Léinge [, einer Querschnittsfliche A und einer Gasfiillung
mit der Masse m = p-V = p- A-1[, die durch eine Druckdifferenz AP iiber dem
Rohr beschleunigt wird (F = AP -A=m- %), d. h.

i Vo _
AP=m-—=p-A-l-—=—-p-V=—" 1. 4.24
17 =17 y) (4.24)
4Bei einem Vierpolwiderstand ohne Totvolumen konvergiert die Iteration fiir die Massenflufl-
Widerstand-Massenflu-Berechnung nicht; wird nicht der richtige Massenflufl von Anfang an
eingesetzt, divergieren die Massenfliisse sehr schnell.
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Daraus folgt fiir die Induktivitit des Rohres

AP
L:—:

[
—. 4.2
m A (4.25)

4.2.7.2 Volumenkapazitit C'

Eine Kapazitit wird realisiert durch ein zu fiillendes Volumen. Dieser Vorgang
kann adiabatisch (v = ¢,/c, = 5/3 fiir Helium, Bsp.: Ballastvolumen mit klei-
ner Gasaustauschoberfliche relativ zum Totvolumen) , isotherm (y = 1, Bsp.:
kalter Warmetauscher mit grofler Austauschfliche bei moglichst kleinem Totvo-
lumen) oder polytrop (v zwischen 1 und ¢,/c,) sein. Damit ergibt sich aus einer
Polytrope PV7 = const der Zusammenhang zwischen Massenflul /m und daraus
resultierender Druckinderung P :

. P .
PV7 =const — dP-V4+dV-Py=0 — P:—V-fy-V (4.26)

Wird statt dem VolumenfluB V aus dem Volumen V heraus ein Fluf in das
Volumen hinein betrachtet, verschwindet das Minuszeichen

Py . P
LN VA

p = 4.27
V Vp (4.27)

und die Kapazitit C' berechnet sich mit p = m/V = P/Ry,T zu:
o= dmdt _m_Vp_ V (4.28)

AP P /YP ’7RHeT

4.2.7.3 Flu3widerstand R

Der FluBwiderstand R = AP/ einer Kapillare ist, wie in Kap. 4.2.2 bereits
angesprochen, nicht konstant, sondern hingt vom aktuellen Massenflufl durch die
Impedanz ab. Um trotzdem mit Vierpolen rechnen zu konnen, wird der Wider-
stand aus zwei Konstanten berechnet,

R=C1+C2 - 1igap. (4.29)
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Gl. 4.29 Wirq dhnlich der Verbindungskapillare aus Kap. 4.2.2 iterativ berechnet,
bis sich die Anderungen unterhalb eines Grenzwertes bewegen. Dabei beschreibt
C1 den laminaren und C2 - 1ik,, den turbulenten Anteil des Widerstands R.

Um eine Aussage iiber die Grolenordnung der beiden Konstanten C'1 und C2 zu
erhalten, wurde eine Testapparatur erstellt und die Konstanten fiir zwei Testkapil-
laren bestimmt (siche Kap. 4.3.3). Dabei stellte sich die Richtigkeit des Ansatzes
Gl. 4.29 heraus.

4.2.8 Gesamtmodell

Die einzelnen Bauteile des Kaltkopfes wie Verbindungsleitung V1, Regenerator
Reg, kalter Wéarmetauscher kWT, Pulsrohr Pt, warmer Warmetauscher wW'T,
Double-Inlet DI, Orifice und Ballastvolumen Of+BV miissen im Gesamtmodell
miteinander verschaltet werden, um daraus die Gesamtimpedanz des Kaltkopfes
Zges 71 berechnen. Diese bestimmt dann das Verhalten des Kompressors (Kp). In

g
Abb. 4.6 sind die Bauteile in der Reihenfolge ihrer Verschaltung dargestellt.

Mittelteil 2

| |
Kb VI | | Reg KWT Pt wWT | |Of+BV
(5{: [ T1 1 [ O T Il
| = _—— — “ 1 (]
| DI |
| TI |

Abbildung 4.6: Verschaltung der Kaltkopfbauelemente

Fiir die Berechnung von Z,.s wird vom Ballastvolumen in Richtung Verbindungs-
leitung gerechnet. Zuerst wird der Vierpol des Mittelteil 1 aus der Serienschaltung
von Regenerator, kaltem Wiarmetauscher, Pulsrohr und warmen Wirmetauscher
bestimmt. Dann errechnet man den Vierpol des Mittelteil 2 als Parallelschal-
tung aus Mittelteil 1 und Double-Inlet. Damit liegen nur noch seriell verschaltete
Vierpole vor. Der Abschlulwiderstand des Of+BV-Vierpols wird auf oo gesetzt
(offener Vierpolausgang, da das Ballastvolumen den Kaltkopf abschlieft), und
dann der Widerstand des Of+BV-Tiefpasses bestimmt. Aus diesem kann der Wi-
derstand am Eingang des Mittelteils 2, und der Verbindungsleitung Z,.s errechnet
werden.
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Mit Hilfe der Kolbenamplitude kann das Kolbenhubvolumen und zusammen mit
dem Druck des Arbeitsgases der daraus resultierende Massenflufl aus dem Kom-
Pressor Miomp bestimmt werden. Mit Z,es wird aus 7gomp der resultierende dyna-
mische Druck Pyomp errechnet. Uber die Transfermatrizen werden dann alle wei-
teren Druckamplituden und Massenfliisse bis hin zum Ballastvolumen bestimmt.
Da die Widerstédnde fiir Verbindungsleitungen und Kapillaren die Massenfliisse
als Eingangsparameter benotigen, wurde im ersten Durchgang hierfiir ein typi-
scher Standardwert von 1m=0,2 g/s eingesetzt. Mit den erhaltenen neuen Massen-
fliissen konnen die Widersténde genauer berechnet werden und die Bestimmung
von Zges beginnt von neuem, bis die Rechnung konvergiert. Damit sind die kiihl-
leistungsbestimmenden Groen P, riy, und ¢( Py, ;) bekannt, und der mittlere
Enthalpieflul am kalten Ende < H > kann iiber Gl. 4.2 berechnet werden.

4.2.9 Verluste

Neben dem Enthalpieflu3, der mit GI. 4.2 aus P, und i, bestimmt werden kann,
werden noch die Kiihlerverluste benotigt, um die Leistungsfdhigkeit eines Kiihlers
charakterisieren zu konnen. Als Temperatur des warmen Endes wird T,, = 300 K
bzw. des kalten Endes T}, = 80 K angenommen. Im einzelnen werden betrachtet:

Wirmeleitung durch Rohre und Zuleitungen

Wirmeleitung durch die Regeneratormatrix

Wiérmeleitung durch Konvektion durch das Restgas

Wirmestrahlung

Nicht betrachtet werden Verluste durch die Nichtidealitdt von Regenerator und
Wiérmetauscher aufgrund nicht ausreichender Warmekapazitét, oxidierter Ober-
fliche u. 4., Reibungswirme und Gasdurchmischung aufgrund von Wirbelbildung
durch Turbulenzen im Pulsrohr und in den Kapillaren (weiteres dazu siehe Kap.
4.2.9.6.2).

4.2.9.1 Wirmeleitung entlang der Rohre und durch die elektrischen
Zuleitungen

Die Wirmeleitungen entlang der beiden Rohre (Regenerator- und Pulsrohr) und
durch die elektrischen Zufiihrungen lassen sich nach [9] durch Gl. 4.30 berechnen.
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N

Q= ij N (Ty—Tp) mit A= ! /)\(T)dT (4.30)

Dabei ist L die Rohrlinge, Ay = (A2 — A?)7/4 die effektive Rohrquerschnitts-
fliche und A der mittlere Wérmeleitungskoeffizient. Im Temperaturintervall von
80 K bis 300 K gilt fiir A:

Edelstahl [9] 12.2 W/Km
Kupfer [9] 420 W/Km
Phosphor-Bronze [22] 47,8 W/Km
Manganin [22] 17,1 W/Km

Die daraus bestimmten Verluste sind in Tab. 4.2 dargestellt.

Tabelle 4.2: Wirmeleitung durch Rohre und Zuleitungen

Material L %) Verluste
[mm] [mm] (mW]
Regeneratorrohr Edelstahl 60 O,=6,00;=56]| 1653
Pulsrohr Edelstahl 60 O,=4,50;=4,1| 1226
2xPt100 Manganin 200 6x0O=0,1 0,9
Utteizung Manganin 200 2x0=0,1 0,3
Titeizung Kupfer 200 2x(=0,13 12,4

4.2.9.2 Wairmeleitung durch die Regeneratormatrix

Nach [17] 148t sich die Wiarmeleitung durch die Regeneratormatrix plus stehen-
dem Helium-Gas mit Hilfe der Warmeleitung durch einen Massivkorper mit glei-
chen Ausmessungen (Gl. 4.30) und einen Korrekturfaktor bestimmen. Dieser Kor-
rekturfaktor f, liegt bei 80K bei Edelstahl bei f, = 0,1 und bei Phosphor-Bronze
bei f, = 0,02. Die Messungen von [17] wurden mit Netzen der Meshzahl 400
durchgefiihrt. Als Abschétzung sollten die Ergebnisse geniigen. Damit ergibt sich
fiir die Verlustleistung durch Wérmeleitung iiber die Matrix:

(L= A(Ty—Tp) (4.31)

e~

Q:fg'
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Die Resultate fiir Edelstahl und Phosphor-Bronze sind in Tab. 4.3 aufgetragen.

Tabelle 4.3: Wirmeleitung durch die Regeneratormatrix

Material L [mm] © [mm] | Verlust [mW]
Reg.-Matrix P-Bronze 60 0 =5,6 87,4
Reg.-Matrix Edelstahl 60 0 =5,6 111,8

4.2.9.3 Wairmeiibertrag des Restgases im Isoliervakuum

Um Verluste durch Warmeiibertrag zu minimieren ist der kalte Teil des Kaltkopfes
in einem Vakuumgefifl eingeschlossen. Die Wiarmeiibertragung durch Restgas im
Vakuumgefif betrégt nach [9]

Q=Ar-a K- Pu(T, —T) (4.32)
mit der kalten Fliche Aj, dem effektiven Akkomodationskoeffizient a =

[a;l + Ap/Ay - (ag' — 1)]71, dem Faktor K = /R/87T - fy—i und dem Restdruck
von P,,, = 10~° mbar.

Tabelle 4.4: Wirmeiibertrag durch das Restgas (Pyer = 1075 bar)

Wiarmeiibertrag | 5,2 mW

4.2.9.4 Wirmestrahlung

Um die Verluste aufgrund von Warmestrahlung gering zu halten, ist der Kaltkopf
im Vakuum mit Superisolationsfolie umwickelt, die den gréfiten Teil der Strahlung
wieder reflektiert. Es verbleibt nach [9]:

. T4_T4
Q=A-e;,-0 =Y k

RS (4.33)
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A:  umwickelte Fliche (A ~ 40 cm?)

es:  Emissionsgrad der Superisolationsfolie (e; = 0,023 nach [9])
n:  Anzahl der Folienlagen (n =10)

o:  Stefan-Boltzmann-Konstante (o = 5,67 - 1078W/m?K*)

Tabelle 4.5: Wirmestrahlung durch Superisolationsfolie (10 Lagen, A=40 cm?,
T,=80 K, T,,=300 K)

Wiérmestrahlung | 2 mW

4.2.9.5 Gesamtverluste

Werden alle Verluste addiert, so ergeben sich ca. 400 mW Gesamtverluste des
Pulsréhrenkiihlerkaltkopfes.

Tabelle 4.6: Gesamtverluste

Gesamtverluste | 400 mW

Dabei ist aber besonders der Wert fiir die Verluste iiber die Regeneratormatrix
(Tab. 4.3) sehr unsicher. Nach [17] hat die Matrix etwa 2 % der Wirmeleitung
eines Massivkorpers. Inwieweit dieser Wert alledings auch von Eigenschaften wie
Frequenz und Stopfkraft abhéngt, ist nicht bekannt. So sollte dieser Faktor nur
mit Vorsicht gewertet werden.

4.2.9.6 Weitere Verlustquellen

4.2.9.6.1 DC-Massenfluf3-Verluste

Bei Double-Inlet-Pulsrohrenkiihlern existieren mit der Double-Inlet-Impedanz
und der dazu parallelen Regenerator-Pulsrohr-Verbindung eine geschlossene Fluf3-
schleife im Kaltkopf. Wenn z. B. das Double-Inlet-Ventil aufgrund einer asymme-
trischen Bauweise unterschiedliche Mitteldriicke vor und hinter den beiden Fluf}-
wegen erzeugt, wird durch den alternativen Fluflkanal ein riickflieBender Strom
initiiert und damit ein Kreisstrom angeregt. Dieser Gleichstrom (DC-Fluf}) g,
belastet den Kaltkopf entsprechend Gl. 4.34.
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Q =Cp- M * (Tw - Tk) (434)

Nach GEDEON [14] konnen auch symmetrische Impedanzen eine Differenz der
Mitteldriicke vor und hinter der Impedanz erzeugen, wenn z. B. die Gasdichte fiir
den Gasflufl in eine Richtung hoher ist als in die andere.

Der durch die Mitteldruckdifferenz angeregte Gleichstrom verdndert nach [14]
auch die Temperaturprofile entlang von Regenerator- und Pulsrohr. Erzeugt z. B.
die Double-Inlet-Impedanz einen hoheren Mitteldruck auf der Pulsrohrseite, als
auf der Regeneratoreingangsseite, so fliefit warmes Gas in das warme Ende des
Pulsrohres hinein.

Das Regeneratorprofil verlduft nach [14] ohne DC-Flu$ linear. Durch den zusétz-
lichen Gasflul vom Pulsrohr wird es zu kalten Temperaturen hin durchgebogen
(konkav), wiahrend im sich umgekehrten Fall (Mitteldruck am Regeneratoreingang
hoher als Mitteldruck im Pulsrohr) ein konvexes Temperaturprofil im Regenera-
tor einstellt (siehe Skizze in Abb. 4.23 aus Kap. 4.7.2.5). Diese Temperaturpro-
filverschiebung erzeugt weitere Verluste, da so der Temperaturgradient entlang
der Regeneratormatrix am kalten Ende bei konvexem Temperaturprofil, bzw. am
warmen Ende bei konkavem Profil vergroflert wird und der Warmetransport nach
Gl. 4.31 zunimmt.

4.2.9.6.2 Regenerator-Verluste

Als weitere Verlustquelle kommt der Regenerator in Frage, der bisher als ideal
angenommen wurde. Dazu wurden die Warmekapazititen der Regeneratormatrix
und des durchstrémenden Gases verglichen. Als Matrixfiillung wurden Phosphor-
Bronze-Netze mit Mesh 247 angenommen (genauere Daten siehe Tab. 4.8 Typ
1). Die Porositét betrigt damit nach Gl. 4.14 (links) € = 0,47. Fiir die Warme-
kapazitit der Regeneratormatrix ergibt sich mit einer zwischen 80 und 300 K ge-
mittelten spezifischen Warmekapazitit von Phosphor-Bronze ¢paiix = 0, 327 g.i}(

und einer Dichte ppatix = 8,86 5

J
Cmatrix - V;eg ' (1 - 6) * Pmatrix * Cmatrix = 27 27 ? (435)

Fiir den Heliumgasstrom wurde ein maximaler MassenfluBl 7ig,s von 0,5 g/s
angenommen. Daraus errechnet sich bei sinusféormiger Druckwelle mit 50 Hz
die Wirmekapazitit des durch den Regenerator stromenden Arbeitsgases zu
(¢, =5,2 g.iK fiir Helium bei 25 bar zwischen 80 und 300 K gemittelt)



62 KAPITEL 4. KALTKOPF

0,015
1 J

Cgas = Nlgas -/sin <27r 50 — -t> dt - ¢, =0,0165 e (4.36)
s

0s

Die Wérmekapazitit der Matrix ist daher 138 mal gréfler, als die des durch-
stromenden Heliums.

Damit die Warme zwischen Arbeitsgas und Wérmespeicher auch ausgetauscht
werden kann, miissen die thermischen Eindringtiefen fiir Gas und Matrix sowie
der Wirmeaustausch beim Ubergang zwischen den beiden ausreichende Werte
besitzen. Die thermische Eindringtiefe Ly, betrigt nach [62] (D: thermische Dif-
fusivitit, A: Warmeleitf&higkeit)

D A
Ly = — = ) 4.37
"=\ T T e f (4:37)

Bei einer Druckpulsfrequenz von 50 Hz ergibt sich fiir L;, von Matrix und Ar-
beitsgas

Matrix: Ly = 0,3 mm
Gas: Ly, = 0,9 mm.

Damit ist die Drahtdicke 43 pm und die lichte Maschenweite 60 pum der verwen-
deten Regeneratornetzsorte ausreichend klein.

Fiir den WirmefluB ) zwischen Gas und Matrix wird angenommen, das die-
ser proportional zur Regeneratormatrixoberfliche A, und zu einem Wirmeiiber-
gangskoeffizienten £ ist. Dabei sind T,,s und T, die Temperaturen des in den
Regegenerator ein und ausfliesenden Gases. AT ist die {iber der Matrix anliegende
Temperaturdifferenz.

Q = e ¢y (Taus — Toin) = k- Ay - AT (4.38)
Daraus wird die “Anzahl thermischer Ubertragungseinheiten” = NTU bestimmt

Taus_Tein_ k'Ao _ Nu 4.1
AT  tge-c, Re-Pr dy’

NTU = (4.39)

Dabei gelten fiir die Reynolds- Re, Nusselt- Nu und Prandlzahl Pr folgende
Definitionen:
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Jmax " Th pr="127 (4.40)
v A A

Die Regeneratoreffektivitit Effge, wird dann nach GI. 4.41 bestimmt.

1 _ NTU
NTU+1 NTU+1

Effpeg = 1 (4.41)

Damit verbleibt als unbekannte Konstante der Warmeiibergangskoeffizient &, der
zuséitzliche Verluste des Arbeitsgases beim Durchgang durch die Regeneratorma-
trix erkldren konnte.

Um einen Eindruck iiber das Verhalten dieser Verluste zu erhalten, wurden dazu
Ergebnisse aus Kiihlleistungsmessungen im Orifice-Modus aus Kap. 4.9.1 her-
angezogen. Die Ordinatenabschnitte der dort bestimmten Kiihlleistungsgeraden
wurden als Ma8 fiir die Kiihlerverluste betrachtet. Dabei zeigen die Anderungen
dieser Verluste in Abhéngigkeit vom Massenfluf}, wie die Regeneratormatrix auf
das durchstromende Helium reagiert. In Abb. 4.7 links wurden die Ordinatenab-
schnitte der fiir Kap. 4.9.1 gemessenen Kiihlleistungsgeraden im Orifice-Modus
gegen den Druckhub im Ballastvolumen dargestellt.
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|l = um < -20 n
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Q 4 ; - [ 1]
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Abbildung 4.7: links: Ordinatenabschnitte von Regressionsgeraden aus Kiihl-
leistungsmessungen im Orifice-Modus (Kap. 4.9.1) aufgetragen gegen den Druck-
hub im Ballastvolumen AP,; rechts: Verluste von Bild links, skaliert mit der
anliegenden Temperaturdifferenz AT, aufgetragen gegen den Massenflufl 7 am
kalten Ende
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Uber den nach [5] geltenden Zusammenhang (GI. 4.1) von MassenfluB an kalten

und warmen Ende des Kaltkopfes (Py, = s+ Ppy)

_ Vpts
RHe Tk Y

Ty . : Viys

P, - My mit My = ————
RHe Tw Y

pt + ?k . va (4.42)

M
158t sich der Massenflufl am kalten Ende bestimmen und dem Druckhub im Bal-
lastvolumen zuordnen. Daraus erhélt man einen Zusammenhang zwischen Mas-
senfluf durch den Regenerator und Verlusten (siehe Abb. 4.7 rechts). Dabei sind
die Ordinatenabschnitte als Maf} fiir die Verluste relativ zur Temperaturdiffe-
renz AT iiber der Regeneratormatrix gegen den Massenflufl am kalten Ende des
Regenerators aufgetragen. Zwischen 1y, = 0,25 g/s bis 0,38 g/s ist ein konstan-
ter Verlust von ca. 18 mW/K unabhingig vom durchstromten Massenflul zu
erkennen. Zu hohen Massenfliissen oberhalb von 0,38 g/s hin steigen die Verlu-
ste rapide an. Unterhalb von iy = 0,25 g/s wachsen die Verluste ebenfalls an.
Letzterer Anstieg ist mit Zusammenbruch der Orifice-Kiihlwirkung zu erkléren.
Die Phasendifferenz zwischen Massenflufl und Druckhub am kalten Wirmetau-
scher verdndert sich, und der Kiihlmodus verlagert sich vom Orifice-Modus in den
Basis-Modus, der einen wesentlich schlechteren Wirkungsgrad hat. Damit stehen
den Verlusten kleinere Temperaturdifferenzen AT entgegen, und das Verhéltnis
Verluste zu AT wird wie in Abb. 4.7 rechts zu sehen grofler. Die ansteigenden
Verluste oberhalb eines Massenflusses 1y von 0,38 g/s konnten mit dem evtl.
zu kleinen Wérmeiibergangskoeffizienten £ erklért werden, da die Matrixwérme-
kapazitidt und die thermischen Eindringtiefen von Gas und Matrix ausreichend
dimensioniert sind. Es verbleibt damit der Warmeiibergangskoeffizient zwischen
Gas und Matrix als Quelle von Verlusten. Z. B. konnten Oxidschichten auf den
Regeneratornetzen den Wirmetransfer behindern.

4.3 Ohmsche Impedanz

Der ohmsche Widerstand R, bzw. Realteil einer Flufimpedanz (Nadelventil oder
Kapillare) ist definiert iiber das Verhiltnis Druckabfall AP iiber die Impedanz
zu Massenflul m durch die Impedanz:

r=2F (4.43)

m

Fiir die Darstellung des Widerstandes R oder Leitwertes 1/R werden zwei theo-
retische Ansitze mit experimentellen Ergebnissen verglichen.
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4.3.1 Experimenteller Aufbau zu Impedanz-Bestimmung

Um R bzw. 1/R zu bestimmen, wurde eine Testapparatur fiir Impedanzen ent-
worfen (Abb. 4.8) und gebaut.

P1 P2

()

Impedanz

Abbildung 4.8: Testautbau zur Bestimmung des Widerstands einer Impedanz

Dazu wurden zwei Volumina V1 und V2 iiber eine zu testende Impedanz mitein-
ander verbunden. Volumen V1 wird iiber den Kompressor K mit einer Druckwelle
versorgt. Uber die beiden Drucksensoren P1 und P2 kann die Druckdifferenz AP
bestimmt werden. Der Massenfluf} 7., wurde indirekt {iber die Druckwelle P2
bestimmt. Wird adiabatisches Verhalten in V2 angenommen, so gilt bei der Tem-
peratur 7" in V2 fiir den Massenfluf 72 in V2 hinein (Laplace-Variable s = iw):

V2
"= /YRHeT

- Py (4.44)

Damit 148t sich R fiir periodisch wechselnen Massenfluf}, erzeugt durch den Kom-
pressor, bestimmen.

4.3.2 (C,-Wert Ansatz

Bei kommerziell erhiltlichen Nadelventilen wird der Leitwert 1/R durch den
Durchfluikoeffizienten C), angegeben. Der C',-Wert beschreibt den Volumendurch-
fluB V [m?/h] in Abhingigkeit von Druckabfall AP [bar] iiber der Impedanz, Mit-
teldruck P [bar], Temperatur T [K | und spezifischer Gravitét, d. h. das Verhltnis
der Gasdichte zu Luft SG = py/p}"*. Dabei bezeichnet der Index “,” Normalbe-
dingungen (20°C und 1013,25 mbar). Nach [40] gilt:

V=P T-C|———— (4.45)

Gl. 4.45 geht mit AP o V2  1m? auf einen turbulenten Ansatz zuriick, welcher
aufgrund des engen Ringspaltes des Nadelventils gerechtfertigt ist.
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Zur Kontrolle wurde in dem Testaufbau ein kommerzielles Nadelventil (Nupro
Serie M) vermessen (Abb. 4.9, Bild Al), d. h. es wurden die C,-Werte fiir ver-
schiedene Ventiloffnungen bestimmt. Dabei wurde eine Ubereinstimmung mit den
vom Hersteller fiir das Ventil erhéltlichen Mefidaten (C,-Werte gegen Nadelum-
drehungen) erreicht.

0040~ ' ' ' ' : ' ' ' '
; L 0,006
0,035 (A1 ) l/ ('AA) //
0,030 / /./ 0,005 /
0,025 0,004 ./
O 002 //' O 0,003 /
0,015 0,002

0,010 /
0005 S 0,001
0,000 pd 0,000

0 2 4 6 8 10 12 0 2 4 6 8
Umdrehungen Umdrehungen
— 0,05 —
0,035 H
(B1) (B2) -
0,030 0,04
/@/e/
0,025
0,03 >~

o~ 0,020 > ’ //
0,015 / © 0,02 /
0,010 '/ /

0,01
0,005 Z: ///
/ 0,00

0,000

0o 2 4 6 8 10 12 o 2 4 6 8 10 12
Umdrehungen Umdrehungen
Abbildung 4.9: C,-Werte eines Nupro M-Nadelventils (A1), sowie von drei Eigenbau-
Nadelventilen mit Nadelsteigungen von 1° (A2), 3° (B1) und 5° (B2); volle Sym-
bole (=) fiir GasfluB mit der Nadelspitze, offene Symbole (o) fiir Flurichtung
entgegen der Nadel

Auch Eigenbau-Nadelventile wurden getestet. Dabei hatte das Nadelfutter eine
Steigung von 1°. Die Nadeln wurden mit Steigungen von 1° (Abb. 4.9, Bild A2),
3° (Bild B1) und 5° (Bild B2) hergestellt. Die Lénge der Schriigen bei Ventilfutter
und Nadeln betrug 1 cm.

Bei den Messungen wechselte der C',-Wert periodisch zwischen zwei Zahlen. Dies
ist auf die Asymmetrie der Nadelventile zuriickzufiihren. Der FluBBwiderstand ist
fiir ein flieBendes Gas abhéngig davon, ob Gas im Ventil auf die Nadelspitze
auftrifft und seitlich am Nadelstupf ausflieit oder in die entgegengesetzte Rich-
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tung stromt. Die vollen Symbole beschreiben die C,-Werte fiir den Gasfluf} in
Richtung der Nadelspitze, die offenen Symbole fiir die Flufirichtung entgegen der
Ventilnadel.

Die drei Eigenbau-Nadelventile zeigen, dafl mit unterschiedlicher Nadelsteigung
bei gleichem Nadelfutter nicht nur der Wertebereich (1°: C, < 0,006, 3°:
C, < 0,03 und 5°: C, < 0,04), sondern auch die Form der C,-Kurve bestimmt
wird. Bei 1°-Nadelsteigungen ist die C,-Steigung konkav, bei 3° anndhernd li-
near und bei 5° konvex. Diese Form laf}t sich erkldren, wenn die Abhingigkeit
der Ringfldche zwischen Nadel und Futter an der engsten Stelle in Abhéngigkeit
von der Nadelbewegung betrachtet wird. Wird angenommen, dafl das Futter an
der engsten Stelle einen Durchmesser von dy und die Nadel eine Steigung von 3
besitzt, so verdndert sich die Ringspaltfliche Agj,, mit der Nadelposition :

ARing =T (m -dy - tan 3 — x* - tan® B) (4.46)

Fiir die vorhandenen Werte von dy = 2 mm, 5 = 1° bis 5°, und = 0 (Nadelventil
geschlossen) bis 10 mm wurden die Ringflichen in Abb. 4.10 (links) abgebildet.
Mit der Annahme, der Flulleitwert sei proportional zu d® (turbulenter Fluf,

siche Gl. 4.48) ist in Abb. 4.10 (rechts) AC) o @5 gegen die Nadelposition

Ring Ring
dargestellt.
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Abbildung 4.10: Ringfliche (Bild links) und normierter Ringspaltdurchmesser d°
(Bild rechts) gegen Nadelposition fiir verschiedene Nadelsteigungen der Venti-
le (A2), (B1) und (B2) aus Abb. 4.9
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4.3.3 Ansatz fiir einen gemischt-laminar-turbulenten
FluBlwiderstand

Fiir die Modellierung des Widerstands einer Kapillare wurde ein anderer Ansatz
fiir den Fluflwiderstand als der rein turbulente in Kap. 4.3.2 benutzt. Da eine
Kapillare im Vergleich zur Turbulenz erzeugenden Engstelle in einem Nadelven-
til, den Widerstand auf eine grofle Lénge verteilt, kann der Flufl wihrend einer
Periode sowohl laminar als auch turbulent sein. Daher wurde, wie schon in Kap.
4.2.7.3 erwihnt, als Ansatz Gl. 4.29 (R = C1 + C2 - 1) genutzt. Hierbei besitzt
R sowohl laminare Anteile, da C1 unabhéngig vom Massenfluf} ist, als auch mit
C2 tubulente Anteile.

Um das Modell des Widerstands R einer Kapillare zu priifen, wurden im Aufbau
nach Abb. 4.8 mehrere Testreihen mit zwei Kapillaren, jeweils unversehrt und
mit Engstellen durch erzeugte Quetschungen, aufgenommen.

Fiir den Test wurden zwei Kapillaren mit 14,5 cm Lénge und 0,7 mm Durch-
messer (Kapillare 1) bzw. 10 ¢cm Linge und 0,5 mm Durchmesser (Kapillare 2)
verwendet. Diese Dimensionen hatten sich als passend fiir Kaltkopfanwendungen
herausgestellt. Beide Kapillaren wurden mit Mitteldriicken von 15 bar bis 30 bar
und mit Massenfliissen von bis zu 0,25 g/s getestet. Damit sollte der bendtigte
Bereich komplett {iberdeckt sein. Fiir die Testreihen wurde bei konstantem Mit-
teldruck die Kompressorleistung schrittweise von 0,02 W bis 80 W durchgefahren
und MeBwerte fiir P1 und P2 aufgenommen. Uber Gl. 4.44 wurde der Massen-
flufl 1., durch die Kapillare bestimmt und damit R = AP, /1kap, gegen 1miap
aufgetragen. Dabei ergeben sich C'1 als Ordinatenabschnitt und C'2 als Steigung
der Geraden. Fiir die Engstellen wurde Kapillare 2 einmal und Kapillare 1 vier-
mal unterschiedlich fest gequetscht®, um zusétzliche FluBwiderstinde zu erhalten.
Dazu wurde mit einer Zange, die zwei runde Backen mit je 2 mm Durchmesser
besitzt, die Kapillare in etwa der der Mitte der Kapillarenléinge gequetscht. Die
Quetschungen fanden immer im MeBbetrieb statt, so daf§ die Ergebnisse sofort
kontrolliert werden konnten.

In Abb. 4.11 sind in Bild 1 und 2 die Impedanzen R = APy, /1y, fiir die beiden
ungeprefiten Kapillaren bei 15, 20, 25 und 30 bar gegen die Massenfliisse auf-
getragen. Deutlich ist die lineare Abhéngigkeit zwischen R und 7, zu sehen.
Damit wird der Ansatz von GIl. 4.29 bestétigt. In Bild 3 sind vier unterschied-
liche Quetschungen von Kapillare 1 bei 20 und 30 bar dargestellt. Bild 4 zeigt
die Massenflulabhéingigkeit der Kapillarenimpedanzen fiir die Quetschung von
Kapillare 2 bei 15 bis 30 bar Mitteldruck. Auch hier wird in beiden Abbildungen

®Kapillare 1 wurde viermal an der gleichen Stelle gequetscht, so dal die Engstelle immer
kleiner wurde.
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Abbildung 4.11: DurchfluBwiderstand R = AP,p/1kap fiir verschiedene Kapillaren
und Mitteldriicke aufgetragen gegen riy,p; Bild (1): Kapillare 1 ungequetscht,
Bild (2): Kapillare 2 ungequetscht, Bild (3): Kapillare 1 mit vier Quetschungen,
Bild (4): Kapillare 2 gequetscht

die lineare Abhéngigkeit deutlich, aber es fillt auch auf, daf} die Meflpunkte bei
Quetschungen deutlich stirker schwanken, als bei unbelassenen Kapillaren. Die
Neigung der Melpunktschwankungen riihrt von der Auftragung in Abb. 4.11 her.
In Abb. 4.12 links ist der Massenflufl 7y, fiir die gequetschte Kapillare 2 bei
15 bar aus Abb. 4.11 (4) gegen die Druckdifferenz APy,, aufgetragen. Deutlich
ist zu sehen, dafl die Schwankungen den Massenflufl und nicht die Druckdifferenz
betreffen. Fiir die umkreiste Mefpunkte in Abb. 4.12 links ist rechts vergréfert
der Massenflul gegen die Zeit bei der Meflwertaufnahme aufgetragen. Eine Ten-
denz fiir die Schwankung ist nicht zu erkennen, es scheint einfach so zu sein,
dafl der Massenflul durch Kapillaren mit Quetschungen stirker schwankt, als
bei nicht gequetschten Kapillaren. Ein Einsatz solcher Kapillaren mit Engstellen
kann damit problematisch sein. Ganz ohne Quetschungen ist nicht auszukommen,
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da sonst mit vertretbarem Einsatz keine Optimierung der Impedanzen fiir Orifice
und Double-Inlet moglich wére. Allerdings sollte sich die Quetschung in Grenzen
halten, da die Instabilitéiten mit steigender Quetschung zunehmen (siehe Abb.
4.11 Bild 3, Quetschung 1 (flache Geraden und schmale Mefipunkte) bis 4 (steile
Geraden mit breiten MeBpunkten) ).
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Abbildung 4.12: links: Massenfluf} riu,, von gequetschter Kapillare 2 aus Abb. 4.11
Bild (4) bei 15 bar gegen die anliegende Druckdifferenz A Py,p; rechts: Massenflufl
aus umkreisten Mefipunkten aus Bild links gegen MeBzeit

Die aus den Geraden in Abb. 4.11 ermittelten Werte fiir C'1 und C'2 sind in Tabelle
4.7 zusammen mit theoretischen Werten aus Gl. 4.47 und GI. 4.48 dargestellt.

4.3.3.1 Laminarer Anteil

Das Gesetz von Hagen-Poiseuille fiir einen laminaren Flufl durch eine Rohrleitung
mit dem Durchmesser d und der Linge [ gibt die Moglichkeit, den laminaren
Flufiwiderstand C'1 abzuschétzen.

AP  128-v
Ruy._p. = i Clp.—p. (4.47)

v : kinematische Viskositat

Dabei ist zu beachten, dafl diese Beziehung fiir einen gleichbleibenden Flufl ohne
Effekte durch Ein- und Ausfluf} gilt. Im aktuellen Fall &ndert sich die Geschwin-
digkeit aber 100 mal pro Sekunde, so daf} fortlaufend Beschleunigungskrifte auf-
treten. Inwieweit Ein- und Ausstromeffekte ein Rolle spielen, ist nicht bekannt.
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Tabelle 4.7: Experimentell ermittelte und theoretische (Kap. 4.3.3.1 und 4.3.3.2)
Widerstands-Koeffizienten C'1 und C'2 von Kapillare 1 und 2 fiir unbelassenen
und gequetschten Zustand

Kapillare P Quetsch. | Clgyp. C25xp. Cly._p. C2iurh.

Nr. [bar] Nr. [bar s/g] | [bar s2/g?] | [bar s/g] | [bar s?/g?]
1 15 i 2,14 93,6 1,89 285
1 20 - 1,73 70,0 1,42 214
1 25 - 1,77 52,3 1,13 171
1 30 - 1,78 39,6 0,94 143
1 20 1 1,93 157

1 30 1 1,90 95,0

1 20 2 3,06 368

1 30 2 3,82 203

1 20 3 0,34 786

1 30 3 2,33 440

1 20 4 11,3 2770

1 30 4 -8,21 1650

2 15 - 2,32 405 5,00 1058
2 20 - 2,23 300 3,75 794
2 25 - 2,07 241 3,00 171
2 30 - 1,07 192 2,50 529
2 15 1 -1,33 1020

P 20 1 20,50 677

2 25 1 -0,15 567

2 30 1 1,14 427

Zumindestens die Grolenordnung von C'1 148t sich mit Gl. 4.47 bestimmen. Die
Variation von C'1 mit dem Mitteldruck P hat nur wenig Einflu auf den Wi-
derstand R, auch das Quetschen ergibt keine eindeutigen Verdnderungen. Das
ist verstédndlich, da der Gasflul an Engstellen eher turbulent ist und damit den
laminaren Widerstandsanteil nicht besonders verédndert.

4.3.3.2 Turbulenter Anteil

Dagegen spielt die Variation des turbulenten Anteils C2 mit dem Mitteldruck P
ein grofie Rolle. In Abb. 4.13 ist der Kehrwert von C'2 gegen den Mitteldruck
aufgetragen. Deutlich ist hier die antiproportionale Abhingigkeit von C'2 zu P
zu sehen.
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Abbildung 4.13: 1/C2 aufgetragen gegen Mitteldruck fiir Kapillare 2 (links) und 1
(rechts)

Nach [33] gilt fiir eine turbulente Stromung

AP 8)
-

I .
Rturb. — W : E cm = CQturb. -m. (448)

X ist der dimensionslose Rohrreibungskoeffizient. Nach [33] betriigt dieser fiir
Re = 2320 bis 10° A = 0,3164 - Re °?% und hingt damit nur schwach vom
Massenflu ab. Da die Dichte p proportional zum Mitteldruck P und C?2 anti-
proportional zu p ist, mufl C2 auch antiproportional zu P sein, wie in Abb. 4.13

links und rechts zu sehen.

Wie bei GI. 4.47 sollten die aus Gl. 4.48 erhaltenen Schliisse nur qualitativ genutzt
werden, da Gl. 4.48 eigentlich nur fiir einen eingelaufenen Flufi ohne Ein- und
Ausstromeffekte gilt.

Zusammenfassend 148t sich sagen, daf} die aus den GIl. 4.47 und 4.48 errechne-

ten Werte stéirker schwanken, als die gemessenen (siche Tab. 4.7), aber einen
qualitativen Eindruck fiir das Verhalten dieser beiden Konstanten geben.



4.4. MESSAUFBAU DES KUHLERSYSTEMS 73

4.4 MeBaufbau des Kiihlersystems

Der MeBaufbau basiert auf den Ergebnissen vorausgehender Untersuchungen [18].
Dort wurden zwei Miniatur-Pulsrohrenkiihlerkaltkopfe fiir den Betrieb an einem
Kleinkompressor (S1-100 Fa. AIM, Heilbronn) fiir Miniaturstirling-Kiihler ent-
wickelt. Dabei wurde eine U-Form und eine koaxiale Anordnung von Puls- und
Regeneratorrohr getestet. Der Koaxialkiihler erreichte Minimaltemperaturen von
92 K. Durch die bessere thermische Isolierung von Puls- und Regeneratorrohr
wurden mit dem U-Rohrkiihler Temperaturen bis 78 K erreicht. Aufgrund des
relativ kleinen Durchmessers des Regenerators von 4,1 mm wurde die Amplitude
der Druckwelle auf dem Weg vom Regeneratoreingang bis ins Pulsrohr praktisch
auf die Halfte abgeschwicht. Die gemessenen Kiihlleistungssteigungen waren da-
durch mit 13 mW /K (U-Rohr-Kiihler) bis 14,6 mW /K (Koaxialkiihler) sehr klein.
Auflerdem machte die Konstruktion der selbstgebauten Ventile Probleme, da die
Einstellung nicht konstant blieb.

Der neue Mefaufbau (Abb. 4.14) besteht aus dem Kaltkopf mit integrier-
tem Nachkiihler (engl.: Aftercooler) (AC) zur Abfuhr der Kompressionswirme
des Kompressors, Regenerator, Pulsrohr, kaltem (kWT) und warmem (wWT)
Wirmetauscher, den beiden Impedanzen Orifice (Of) und Double-Inlet (DI), dem
Ballastvolumen (BV) und einen Kompressor (AIM Typ SI-100).

DI

Kompressor N
C Regenerator kWT Pulsrohr  wWt Of

o)

P
pt bv

>

P T
reg reg
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Abbildung 4.14: Skizze des Pulsrohrenkiihleraufbaus mit Meflanschliissen

Aufgezeichnet werden drei Driicke am Regeneratoreingang Peg, im Pulsrohr Py,
und im Ballastvolumen B, mit Hilfe von Siemens KPY 46 R Drucksensoren.

Die Signale der Drucksensoren werden verstirkt und mit PC-Lab+ AD/DA ISA-
Karten von National Instruments digitalisiert.

Die Temperaturmessung erfolgt durch Pt100 Widerstandsthermometer iiber Vier-
drahtmessung mit einem Scanner-Multimeter “Prema DMM 6000 Scanner” mit
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IEEE-Interface. Die Aufzeichnung, Auswertung und Speicherung der Daten er-
folgt mit der graphischen Programmiersprache LabVIEW 3.1 von National In-
struments mit einem selbstgeschriebenen Computerprogramm.

Im Mefivorgang werden zwei Temperaturen (Tieq, Tk ), drei Driicke (Preg, Pyt, Pov)
mit Druckhub und Phasenwinkel, sowie Kompressoreingangsspannung (Ukomp)
und -strom (Iyomp) mit Hub und Phase, Spannung (Uy,) und Strom (Iy,) fiir
Kiihlleistungsmessungen aufgezeichnet. Aus den Mefdaten wird simultan der
Druckabfall am Double-Inlet (Py = Py — Ppt) mit Hub und Phase, die Kom-
pressorwirkleistung, die Heizleistung und der Durchflu8koeffizient (C\,-Wert) der
Orifice-Impedanz berechnet.

Der Kiihler wurde in vertikaler als auch in horizontaler Lage getestet, einen Ein-
flufl der Orientierung im Schwerefeld auf die Kaltkopftemperatur konnte nicht
festgestellt werden. Die in den folgenden Kapiteln dargestellten Messungen wur-
den in horizontaler Lage des Kaltkopfes durchgefiihrt.

4.5 Regeneratormatrix

In allen untersuchten Regeneratoren wurden als Matrix Metallgewebestapel aus
Phosphor-Bronze benutzt. Dabei wurden die in Tab. 4.8 aufgefiihrten Typen ver-
wendet. Fiir Warmetauscher wurden Kupfernetze des Mesh-Zahl 98 (siche Tab.
4.8, Typ 5) verwendet. Die Mesh-Zahl gibt die Anzahl Dréhte pro Zoll an.

Tabelle 4.8: Gewebearten der verwendeten Regeneratormatrizen

Typ Drahtdurchmesser Lichte Maschenweite Mesh-Zahl
1 43 pm 60 pum 247
2 35 pum 50 pum 298
3 36 um 42 pm 326
4 225 pm 34 um 450
) 100 pm 160 pm 98
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4.6 U-Rohrkiihler mit Nadelventilen

Aufbauend auf die Erfahrungen aus den in [18] aufgefiihrten Untersuchungen
wurde ein neuer Kaltkopf konstruiert (siehe Abb. 4.15). Der Regeneratordurch-

Ballast— Kompressor—

volumen\ /" anschluB

,
K

Double—Inlet—

Orifice— Ventil
ventile

R

Regenerator

Pulsrohr

LT T T T T
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kalter

Wdrmetauscher
5 ¢cm

Abbildung 4.15: Miniaturpulsréhrenkiihler mit integrierten Nadelventilen

messer wurde vergrofiert und Orifice und Double-Inlet-Impedanz wurden als fest
in den Kaltkopf eingebaute Nadel-Ventile realisiert. Es wurden Regeneratorrohr-
innendurchmesser von 5,6 mm (0,2 mm Wandstéirke) und 7,5 mm (0,25 mm
Wandstérke) aus Edelstahl getestet. Um das Gesammtvolumen des Systems
nicht zu verdndern (der Kompressor liuft mit einem bestimmten Resonanzvo-
lumen) wurde die Regeneratorrohrlinge angepaft. Bei einem Innendurchmesser
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von 5,6 mm hatte der Regenerator eine Lénge von 60 mm, bei 7,5 mm Durch-
messer eine Linge von 40 mm. Das Pulsrohr ebenfalls aus Edelstahl hatte einen
Innendurchmesser von 4,1 mm (0,2 mm Wandstéirke) und eine Lénge von 60 mm.
Die Basisplatte des Kaltkopfes, in der die Nadelventile integriert sind besteht aus
Kupfer. Dazu kommt ein Aufsatz ebenfalls aus Kupfer, der das Ballastvolumen
von 10,5 cm?® und die Gasverteilerkanile enthélt. Das Ballastvolumen wurde so
gewihlt, dafl der resultierende Druckhub AP, im Ballastvolumen in etwa auf
ein Zehntel des Druckhubs AP, im Pulsrohr abgeschwécht wurde. Dies ist bei
etwas 10 bis 20 cm? der Fall. Das genaue Volumen spielt keine wichtige Rolle, da
eine Volumenvergrofierung / -verkleinerung durch eine Verdnderung der Orifice-
Impedanz kompensiert werden kann. Die elektrischen Vakuumdurchfiihrungen er-
folgen iiber eine Messinghiilse, durch die Kupferlackdrihte gefiihrt wurden. Das
Messingrohr ist komplett mit Stycast 2850GT vergossen. Diese Konstruktion ga-
rantiert auf engstem Raum viele elektrische Durchfiihrungen und eine sichere
Vakuumdichtigkeit.

4.6.1 Nadelventile

Zur kontrollierten Einstellung der DurchfluBwiderstdnde von Orifice und Double-
Inlet wurden in den Kaltkopf integrierte Nadelventile gebaut. Diese zeichnen sich
gegeniiber kommerziellen Nadelventilen durch geringes Totvolumen aus. Das Na-
delfutter aus Messing wurde mit einer Reibahle mit Steigung 1:50 erzeugt, die
Nadeln aus Edelstahl dann an der Drehmaschine an das Futter angepaf}t. Die
Nadeln haben am hinteren Ende eine Abflachung, mit der sie durch eine Maden-
schraube mit einer Hiilse verbunden sind. Eine weitere Madenschraube befestigt
eine Mikrometerschraube auf der anderen Hiilsenseite (Abb. 4.16). Diese Gesamt-
konstruktion lduft in einer Fiihrung und wird mit O-Ringen abgedichtet.

Hilse mit Madenschrauben

Node)—\ \ efestigungspunkt
NN

Mikrometerschraube

| |
| 50 mm !

Abbildung 4.16: Ventilnadel mit Mikrometerschraube

Die beiden Nadelfutter sind so im warmen Ende des Kaltkopfes integriert, daf} die
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Nadelspitzen (Double-Inlet Pt—Reg, Orifice Pt—BV) beide in Richtung Pulsrohr
zeigen (siehe Abb. 4.17).

Nadelfutter Nodel (Pt—>Reg)

Regeneratoreinla

Pulsrohr—
einlaB

50 mm

Nadel (Pt—>BV)

Ballastvolumen—
einlal

50 mm

Abbildung 4.17: Integration der Nadelventile im Kaltkopf

4.6.2 Meflergebnisse und Auswertung

Zwei Regeneratorgeometrien wurden getestet: Ein Edelstahlrohr mit einer Linge
von 60 mm und einem Innendurchmesser von 5,6 mm (0,2 mm Wandstéirke) sowie
ein Rohr mit einer Linge von 43 mm und einem Innendurchmesser von 7,5 mm
(0,25 mm Wandstirke). Gefiillt wurden beide Regeneratorrohre mit Netzen aus
Phosphor-Bronze (Mesh 247, siehe Tab. 4.8, Typ 1). Der Kompressor wurde mit
12 V Wechselspannung, entsprechend 50 W Eingangsleistung bei 25 bar Druck
betrieben.

Mit keiner der beiden Geometrien (0 = 5,6 / 7,5 mm) konnten die Ergebnisse
aus [18] erreicht werden. Als Hauptgrund werden Probleme mit den Nadelventilen
vermutet. Diese produzieren aufgrund ihrer Asymmetrie einen starken DC-Fluf} in
Richtung Regenerator (siehe zu DC-Flufl Kap. 4.7.2.5). Auch war die Einstellung
der Impedanz mit den Nadelventilen nicht zufriedenstellend. Aufgrund der drei-
teiligen Konstruktionen der Nadel-Mikrometerschraube war die Ausrichtung der
Nadel nie ganz mittig. Beim Drehen gab es periodische Impedanzverdnderungen.
Auch waren die Verschraubungen nicht stabil genug, so daf§ die Verbindungen
hidufig beim kompletten Abdichten eines Ventils iiberdreht wurden. Ein neues
Einrichten der Nadel ergab wieder neue Einstellungen, so dal Messungen nicht
reproduzierbar waren.
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Die tiefsten Temperaturen 7y, mit den beiden Regenerator-Geometrien sind in
Tab. 4.9 zusammen mit dem Mitteldruck P und den Druckhiiben am Regenerator-
eingang AP, im Pulsrohr AP, und im Ballastvolumen AR, dargestellt. Dabei
zeigt sich, dafl der dickere Regenerator zwar den Druckabfall (AP = AP, —AP,;)
iiber dem Regenerator vermindert, aber die Kaltkopftemperatur 7y, damit nicht
verringert werden konnte. Im einzelnen ist zu sehen, dal der Druckabfall iiber
dem Regenerator von 50% in [18] bei einem 5,6 mm dicken Rohr auf 37% und bei
einem 7,5 mm dicken Rohr auf 14% abgesenkt werden konnte. Trotzdem zeigen
die erreichten Tiefsttemperaturen keine Verbesserung, im Gegenteil, bei gréflerem
Regeneratordurchmesser steigen die Temperaturen noch an. Es scheint so, dafl
die Wéarmeleitungsverluste aufgrund der dickeren und kiirzeren Matrix Verbes-
serungen der Kiihlleistung durch einen héheren Druckhub im Pulsrohr komplett
verdecken.

Tabelle 4.9: Ergebnisse des Pulsréhrenkiihlers mit integrierten Nadelventilen fiir die
beiden Regeneratorgeometrien

Regenerator Twe P AP, AP, AP,
(K] [bar] [bar] [bar] [bar]
[ = 60 mm /| 86,8 21,8 6,8 4,3 0,36
0; = 5,6 mm

[ = 43 mm | 112,2 20,9 6,5 5,6 0,60
0; =7,5mm
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4.7 U-Rohrkiihler mit Kapillaren

Als Nachfolger des Nadelventil-Miniatur-Pulsréhrenkiihlers aus Kap. 4.6 wurde
ein neuer Kaltkopf konstruiert, bei dem die gewonnenen Erkenntnisse beriicksicht
wurden (siehe Abb. 4.18).

4.7.1 Aufbau

Double—=Inlet—Kapillare
Kompressor— Ballastvolumen
anschluB
T_ Orifice—Kapillare
’_Ll OJ O J |
Pl —
=]
= \ warmer
Aftercooler — Wdrmetauscher
Regenerator 5 Pulsrohr T
% kalter &
= Wdrmetauscher ©
e To)
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Abbildung 4.18: Kapillaren-Pulsréhrenkiihlerkaltkopf

Um die Probleme der Nadelventile zu umgehen, wurden die Impedanzen fiir
Orifice- und Double-Inlet-Ventil mit Kapillaren realisiert. Die Grobeinstellung
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erfolgte durch die Wahl der Dimensionen (Lénge und Durchmesser), eine Fein-
einstellung wurde iiber zusétzliche Engstellen erreicht, d. h. die Kapillaren wur-
den mit einer Zange geprefit. Auch der Kaltkopf selbst wurde verdndert. Um ihn
einfacher umbauen zu kénnen, wurde das Ballastvolumen (V' ~ 15 cm?) extern
angebracht. Der Kopf besteht aus einem 1 cm dicken Kupferflansch, an den von
unten Puls- und Regeneratorrohr angeflanscht worden sind. Im Flansch befinden
sich die Warmetauscher: 4 mm hohe Kupfernetzstapel Mesh 98 (Tab. 4.8, Typ
5) fiir Pulsrohr (warmer Wéirmetauscher) und Regenerator (Aftercooler), zum
Abfiihren der Kompressionswéirme. Das Pulsrohr bestand in allen Versuchen aus
einen 60 mm langen Edelstahlrohr mit einem Innendurchmesser von 4,1 mm und
einer Wandstérke von 0,2 mm. Analog zu Kap. 4.6 wurde wieder ein Messingrohr
mit 6 mm Durchmesser als Vakuumdurchfiithrung fiir die elektrischen Verbindun-
gen fiir die Temperatursensoren (zweimal Strom und viermal Spannung) und die
Heizung (zweimal Strom und zweimal Spannung) eingel6tet. Die Verbindungs-
leitungen fiir die Heizung fiihren zu einer Manganinheizdrahtwicklung, die um
die Verbindungskapillare aus Kupfer zwischen kaltem Ende von Regenerator und
Pulsrohr gewickelt ist und fiir Kiihlleistungsmessungen gebraucht wird.

Auf dem Kupferflansch ist eine Messingaufsatz mit zwei eingeldteten Hohlzylin-
dern aufgeschraubt. Der Aufsatz enthélt die Anschliisse fiir den Kompressor, die
Orifice-Kapillare, die Double-Inlet-Kapillare und den Drucksensor fiir das Puls-
rohr. In einer spiteren Version ist geplant, auf diese Scheibe eine Haube aufzu-
schrauben, die als Ballastvolumen dient. Die Orifice-Kapillare endet dann einfach
offen innerhalb der Druckhaube.

4.7.2 Meflergebnisse und Auswertung

Der Kapillaren-Pulsréhrenkiihler lieferte wie der Nadelventil-Pulsréhrenkiihler
aus Kap. 4.6 die besten Ergebnisse im Double-Inlet-Betrieb. Nur in diesem Modus
wurden Temperaturen unter 100 K erreicht. Als Betriebsspannung wurde wieder
12 V, also eine elektrische Eingangsleistung von 50 W bei 25 bar Druck gewihlt.

Verschiedene Parameter des Kaltkopfes wurden variiert.

e Regeneratorrohrgeometrie:
Als Rohrdimensionen wurden analog zu Kap. 4.6 ein Edelstahlrohr mit
40 mm Lénge und 7,5 mm Innendurchmesser sowie 0,25 mm Wandstérke
und ein Rohr mit 60 mm Linge 5,6 mm Innendurchmesser und 0,2 mm
Wandstirke getestet. Beide Regeneratoren wurden mit Phosphor-Bronze
Netzen Mesh 247 gefiillt (genaue Netzdimensionen siehe Tab. 4.8, Typ 1).
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Es stellte sich heraus, das die breitere und kiirzere Regeneratordimension
zu viele Warmeleitungsverluste erzeugte, so dafl nur noch Kaltkopftempe-
raturen Ty von 117,3 K erreicht werden konnten (Tab. 4.10, Versuch 1).
Mit der zweiten Rohrdimension konnte T, auf 88,9 K abgesenkt werden.
Die beiden Ergebnisse zusammen mit den gemessenen Druckdaten sind in
Tab. 4.10 Versuch 1 und 2 dargestellt.

Regeneratornetzdimensionen:

Mit einer neuen Regeneratormatrix (Mesh 450, Tab. 4.8, Typ 4 ) wurde ein
dichteres Netz getestet. Die Kaltkopftemperatur stieg damit auf 228,8 K, da
zu wenig Gas durch den Regenerator flielen konnte. In Tab. 4.10 Versuch
3 ist dies an den sehr kleinen Druckhiiben in Pulsrohr und Ballastvolumen
zu erkennen.

Regeneratornetzpackungsdichte:

Die Packungsdichte der Regeneratormatrix ist variiert worden, um diesen
Einflul auf den Kaltkopf zu testen. Die Einzelheiten dazu werden in Kap.
4.7.2.1 beschrieben. Die Ergebnisse dazu sind in Tab. 4.10 Versuche 5 (locker
gepackt) und 6 (dicht gepackt) zu finden.

Wiérmetauscher am kalten Ende:

Neben dem konventionellen Netzstapelwédrmetauscher ist ein gesédgter
Schlitzwirmetauscher aus Kupfer getestet worden, um den Effekt des Tot-
volumen am kalten Ende zu messen. Siehe dazu Kap. 4.7.2.3 und Tab. 4.10
Versuch 2 (Netzstapel) und 4 (geschlitzter Zylinder).

Wirbel am kalten Ende:
Um den Einflufl von Wirbelbildung im Pulsrohr festzustellen wurden kiinst-
lich mit einem Fliigelrad Wirbel erzeugt. (siche Kap. 4.7.2.2)

Orifice-Kapillare:

Die normalerweise genutzte, kurze Orifice-Kapillare wurde durch eine sehr
lange Intertancetube-Kapillare ersetzt, um die Phasenverschiebung am kal-
ten Ende zu verdndern. Damit wurde die tiefste Kaltkopftemperatur von
77,3 K bei 50 W Eingangsleistung erreicht. Genaueres dazu finden sich in
Kap. 4.7.2.4 und Tab. 4.10 Versuch 7.

DC-Flufl im Double-Inlet-Modus:
Der Einflufy verschiedender Parameter wie Ventil-Impedanzen, Mitteldruck
und Kompressorleistung auf den DC-Fluf§ wird in Kap. 4.7.2.5 dargestellt.
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4.7.2.1 Einflul der geometrischen Daten und der Stopfkraft auf die
Regeneratormatrix

Als wichtiger Faktor fiir die Leistungsfihigkeit und die Verluste des Kaltkop-
fes stellte sich der Fiillvorgang des Regenerators heraus. Die Matrix besteht aus
ausgestanzten Netzen® aus Phosphor-Bronze, die mit einem Stopfkolben in das
Rohr geschoben werden. Dabei wird gew6hnlich die Matrix mit dem Kolben und
Hammerschldgen verdichtet, so dafl z. B. sich bei einer Meshzahl 326 und einen
Drahtdurchmesser von 36 pm pro Netz eine Dicke von etwa 65 ym ergibt. Da ein
Netz im Idealfall eine Dicke von zwei iibereinander liegenden Drihten (Draht-
kreuzung) hat, also in diesem Fall von 72 pm, kann daraus geschlossen werden,
daf} die Netze entweder beim Stopfen verschoben wurden, so daf keine Drahtkreu-
zungen mehr {ibereinander liegen, oder die Driahte abgeflacht wurden. Wird aber
die Matrix locker gestopft, indem die Netze nur handfest mit dem Kolben zusam-
mengeschoben werden, enthilt die Matrix bei Mesh 326 und einem 60 mm langen
Rohr nur noch 754 Netze statt sonst 921. Damit verbleiben pro Netz 80 um, also
mehr als die normale Netzdicke, so daf§ die Anzahl der Wérmebriicken zwischen
den Netzen geringer, und ihre Kontaktfliche kleiner sein sollten.
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Abbildung 4.19: Kiihlleistung aufgetragen gegen die Kaltkopftemperatur T} fiir un-
terschiedlich fest gestopfte Regeneratorfiillungen mit Phosphor-Bronze-Netzen
(Mesh 326, Tab. 4.8, Typ 3)

Die Ergebnisse von Vergleichsmessungen mit zwei unterschiedlich fest gestopf-

6Der Durchmesser der Netze ist ca. 0.1 mm groler als der Regeneratorrohrinnendurchmesser.
Damit wird verhindert, daf} sich Leckstrome zwischen Rohr und Matrix ausbilden
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ten Regeneratorfiillungen zeigen in Abb. 4.19, dafl der Fiillvorgang einen grofien
Einflufy auf die Kiihlleistung hat. Die Kaltkopftemperatur 7y, erhohte sich von
79,7 K bei lockerer auf 87,3 K bei fester Matrix. Besonders bei der Belastung des
Kaltkopfes durch eine elektrische Heizdrahtwicklung zeigen sich Unterschiede.
Die gemessene Kiihlleistungssteigung (Tab. 4.10 Versuch 5) der locker gestopften
Regeneratormatrix ist mit 30,2 mW /K fast doppelt so grofl wie die der fest ge-
stopften Fiillung (Tab. 4.10 Versuch 6) mit 16,9 mW /K. Grund dafiir kénnte der
geringere DurchfluBwiderstand der lockerer gestopften Matrix sein. Dieser zeigt
sich nach Tab. 4.10 Versuch 5 (locker) und 6 (fest) in einem kleineren Druckabfall
APy = Py — Py iiber dem Double-Inlet bzw. den parallel dazu geschalteten
Regenerator und Pulsrohr. Da die Double-Inlet-Impedanz nicht verédndert wurde
muf} die VergroBerung des Druckabfalls von 3,3 bar auf 4,0 bar vom fester ge-
stopftem Regenerator stammen. Durch den geringeren Durchflulwiderstand der
locker gestopften Matrix erhoht sich der Massenflufl im Pulsrohr und damit bei
gleichbleibendem Pulsrohrdruckhub AP, nach Gl. 4.2 der Enthalpieflul und da-
mit die Kiihlleistung. Inwieweit das Stopfen der Regeneratormatrix von Hand
reproduzierbar ist, ist nicht bekannt, so dafl hier Tests gemacht werden miifiten
wie die Dichte der Matrixnetze von der Stopfkraft abhéngt.

4.7.2.2 Einflul von Wirbeln am kalten Warmetauscher

Um den Einflul von Gasverwirbelung im Pulsrohr auf die Leistungsdaten des
Kiihlers abschéitzen zu konnen, wurde am kalten Pulsrohrende ein kleines stati-
sches Fliigelrad (Durchmesser 4,1 mm) aus Kupfer untergebracht, das fiir eine
Verwirbelung am kalten Ende sorgen sollte. Der Fluliwiderstand des Einsatzes im
Pulsrohr konnte vernachlissigt werden, da keine Verkleinerung der Druckhiibe
gemessen wurde. Das Fliigelrad mit geneigten Fliigeln wurde durch das Pulsrohr
bis zum kalten Ende hindurchgeschoben und dort mit einem Sprengring fixiert.
In Abb. 4.20 ist das Fliigelrad mit Sprengring und Millimeterskala zu sehen.

In Abb. 4.21 sind die Kiihlleistungsergebnisse des Kiihlers mit und ohne Fliigel-
radeinsatz dargestellt. Die Messungen wurden im Orifice-Modus durchgefiihrt, um
zusitzlichen Effekte wie DC-FluB8 und Umverteilungen des Gasflusses zwischen
Double-Inlet und Regenerator-Pulsrohr auszuschlieBen. Die Minimaltemperatur
liegt durch des Einsatz des Fliigelrads etwa 10 K hoher als bei leerem Pulsrohr,
wiahrend die Steigung der Regressionsgeraden der Kiihlleistung durch die zusétz-
liche Wirbelbildung des Fliigelrads nicht verdndert wird. Daraus kann geschlossen
werden, daf die zusétzlichen Verluste durch das Fliigelrad innerhalb des vermes-
senen Temperaturintervalls von 115 K bis 160 K temperaturunabhéingig sind, da
sie sonst die Steigung der Kiihlleistungsgeraden verindern wiirden. Ungewollte
Wirbelbildung durch die Gasfiihrung in den Wirmetauschern kann damit die
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B

(le' |

Abbildung 4.20: Bild des Fliigelrads aus Kupfer (links oben) zur kiinstlichen Wirbel-
bildung am kalten Pulsrohrende zusammen mit einem Sprengring (rechts oben)
zum Fixieren, darunter eine Millimeterskala

E
*

Kiihlleistung erheblich verringern und zeigt sich bei Kiihlleistungsgeraden durch
Verédnderung des Ordinatenabschnitts.
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Abbildung 4.21: Vergleich der Kiihlleistung im Orifice-Modus aufgetragen gegen die
Kaltkopftemperatur Ty mit und ohne Fliigelrad am kalten Pulsrohrende
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4.7.2.3 EinfluB} eines kalten Wirmetauschers mit kleinem Totvolumen

Nach GIl. 4.21 ist es offensichtlich vorteilhaft, das Totvolumen im kalten Wéarme-
tauscher zu verringern. Dafiir wurde der bisherige kalte Warmetauscher aus Kup-
fernetzen (Matrixtyp 5 aus Tab. 4.8) durch einen Kupferzylinder mit 6 mm Durch-
messer und 10 mm Lénge ersetzt (sieche Abb. 4.22). Dieser enthélt 24 0,3 mm brei-
te und abwechselnd 2,0 mm bzw. 1,0 mm lange Schlitze. Aus Herstellungsgriinden
wurde der Kupferzylinder im Gegensatz zum Kupernetzstapel nicht mehr am kal-
ten Ende des 4,1 mm breiten Pulsrohrs, sondern unter dem 6 mm breiten Regene-
ratorrohr untergebracht, um den gréfleren Zylinderdurchmesser zu ermdoglichen.
Aufgrund des neuen kalten Wiarmetauschers sank die Kaltkopftemperatur um 7 K
auf 82,0 K (siehe Tab. 4.10).

ol

! 20mm !

Abbildung 4.22: Geséigter Kupferwéirmetauscher; 6 mm Durchmesser, 10 mm Lénge,
24 Schlitze mit 0,3 mm Breite, davon 12 Schlitze mit 2,0 mm und 12 Schlitze mit
1,0 mm Lénge

4.7.2.4 Ersatz einer normalen Impedanzkapillare durch eine
Inertance-Kapillare

Nach [37] und [38] ist der Ersatz einer Orifice-Impedanze durch eine Inertance-
Kapillare von Vorteil, um eine giinstigere Phasenlage zwischen Druckhub und
Massenflufl am kalten Ende zu erzielen. (Zur Abhingigkeit der Induktivitét ei-
ner Kapillare von den geometrischen Groflen siehe Gl. 4.25). Dafiir wurde die
gewohnliche 50 mm lange Orifice-Kapillare mit 0,5 mm durch eine 1500 mm
lange Inertance-Kapillare mit 1,2 mm Innendurchmesser ersetzt. Bei beiden Ka-
pillaren wurden durch Quetschung die Impedanz auf ein Optimum eingestellt,
d. h. die Impedanz wurde so lange erhcht bis die Kaltkopftemperatur ein Mi-
nimum erreicht hatte. Die Phasenverschiebung ¢p;_p, zwischen den Druckwellen
im Pulsrohr P, und im Ballastvolumen P, vergroferte sich durch den Einsatz
der Inertance-Kapillare um ca. 40°. Diese Verdnderung erbrachte gegeniiber Kap.

4.7.2.3 eine weitere Absenkung der Minimaltemperatur um 5 K auf 77,3 K am
kalten Ende (siehe Tab. 4.10).
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4.7.2.5 Gleichstrom — DC-Massenflufl

Aufgrund von geometrischen Asymmetrien in gepreten Kapillaren und An-
schliissen kann eine Impedanz bei periodisch wechselndem Gasflulbetrieb eine
Druckdifferenz der mittleren Driicke vor und hinter der Impedanz produzieren.
Auch symmetrisch gebaute Ventile bzw. Kapillaren kénnen nach [14] bei peri-
odischem Gasdurchflul eine solche Druckdifferenz aufbauen, wenn die Druck-
dichten fiir die beiden Fliefirichtungen durch die Impedanz unterschiedlich grof3
sind. Sind parallel zu der Impedanz weitere Leitungswege vorhanden so resultiert
aus der Druckdifferenz ein Kreisstrom von der Impedanzseite mit dem hdher-
en Mitteldruck iiber den Parallelweg zur Niederdruckseite. Dieser Gleichstrom
im geschlossenen Leitungsschleifen wird DC-Flu8 genannt. Bei einem Double-
Inlet-Pulsréhrenkiihler kann dieser Fall auftreten, da parallel zur Double-Inlet-
Impedanz Regenerator und Pulsrohr geschaltet sind, und durch diese beiden der
Ausgleichsstrom flielen kann. Dieser Ausgleichs-DC-Fluf} erzeugt eine zusétzliche
Belastung fiir den Kaltkopf (siehe Kap. 4.2.9.6.1). Die Verluste wie Wérmetrans-
port durch den DC-Massenflul und erhchte Wérmeleitung entlang der Rege-
neratormatrix durch groflere Temperaturgradienten kénnen bestimmend fiir das
Verhalten des Double-Inlet-Pulsréhrenkiihlers sein.

Da der dem oszillierenden Gasfluf} iiberlagerte Gleichstrom nicht direkt gemessen
werden kann, miissen die vorhandenen Mefwerte (Temperaturen und Driicke) ein
Ma$ fiir den DC-Flu DC' ergeben. Dabei werden verschiedene Definitionen (DC),
fiir druckbasiert, DC, fiir temperaturbasiert) fiir den DC-Fluf} diskutiert.

Das einfachste und einleuchtendeste Mafl DC, fiir den DC-Flu8§ ist die Differenz

der Mitteldriicke zwischen Eingang (Pe) und Ausgang (P,;) des Kaltkopfes.

DC-FluB : DC, = P — P, (4.49)

Die Berechnung der Mitteldriicke erfolgt iiber die arithmetischen Mittel der ge-
messenen Driicke. Dazu mufl die Scandauer ganzzahlige Vielfache der Druck-
wellendauer betragen. Da die so berechneten Mitteldriicke immer noch stark
schwanken, werden diese nochmals gemittelt und der daraus erhaltene Wert ist
dann stabil. Im Betrieb aber stellte sich heraus, daf} sich die Kalibrierung der
Drucksensoren bei Schwankungen der Umgebungstemperatur verinderte (gedff-
netes Fenster, Zugluft u. &.). Diese Drift zog sich iiber Minuten und Stunden hin,
so daf} eine Trennung dieses Effektes von der Information iiber den DC-Fluf} aus
dem Mef}signal nur noch schlecht moglich war.

Die Abhéngigkeit von der Auflentemperatur zeigte sich weniger stark in den ge-
messenen Temperaturen am kalten Ende und in der Regeneratorrohrmitte, so
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dal dort nach einem besseren Maf fiir den DC-Flufy gesucht wurde. Nach Kap.
4.2.9.6.1 zeigt sich der Gleichstrom auch im Temperaturprofil entlang des Rege-
nerators (siehe Abb. 4.23). Ohne DC-Fluf ist das Temperaturprofil etwa linear.

300 K

DC,>0,5
DC,=0,5

Temperatur [K]

DC,<0,5

T

Kk

T T T T
kaltes Ende Position auf Regeneratorrohr warmes Ende

Abbildung 4.23: Beispiel-Temperaturverteilung iiber Regeneratorrohr fiir DC; >
0,5/ DCy=0,5/ DC; > 0,5 nach Gl. 4.50

Eine Abweichung von dieser Kurve ist ein Anzeichen fiir einen Gleichstrom. Um
diesen Effekt zu beschreiben, wurde ein Maf fiir den DC-Flufli DC; mit Hilfe der
gemessenen Temperaturen definiert (T ist die Temperatur des kalten Endes und
Treg die Temperatur in der Mitte des Regenerators):

Tre - Tkk
DC-Flu} : DC;, = £ . 4.50
' TUmgebung - Tkk ( )

Dabei gilt, dal ein Wert DC; > 0,5 eine zum warmen Ende hin gebogenen Tem-
peraturverteilung anzeigt (siehe Abb. 4.23). Dies bedeutet, daf zusitzlich warmes
Gas in den Regenerator einfliefit, weil der Gasdruck am Regeneratoreingang Preg
des DI-Ventils iiber eine Periode gemittelt gréfler ist als auf der Pulsrohrseite
Ppt. Entsprechend ist das Temperaturprofil des Regenerators fiir DC; < 0,5 zum
kalten Ende hin gebogen.

In Experimenten wurde der Einflufl auf DC} nach der Definition von Gl. 4.50 von
verschiedenen Parametern bestimmt. Die Abhéngigkeit von DC} von Kompres-
sorleistung, Mitteldruck (P), Double-Inlet-Impedanz (ausgedriickt durch APy;)
und Orifice-Impedanz (ausgedriickt durch AP, ) ist in Abb. 4.26 (linke Spalte)
Bild A1, B1, C1 und D1 dargestellt. Um die Daten vergleichen zu kénnen, sind
in Bild A2, B2 und D2 (rechte Spalte) fiir die Variationen auf der linken Spalte

die DC-Werte gegen den Druckabfall iiber den Double-Inlet A Py; (Druckhub von
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Preg — Ppy) aufgetragen. In Bild C2 ist zusétzlich fiir die Variation der Double-
Inlet-Impedanz in Bild C1 statt DCy nach Gl. 4.50 die Druckdifferenz Py — Preg
der Mitteldriicke von Pulsrohr und Regenerator dargestellt (-DC), nach Gl. 4.49).

4.7.2.5.1 Variation der Kompressoreingangsleistung

In Bild (A1) in Abb. 4.26 ist die Kompressorleistung von 30 W bis 90 W gegen
DC, aufgetragen. DC} steigt dort linear mit der Eingangsleistung. In Bild (A2)
ist fiir dieses Experiment DC; gegen den Druckabfall iiber dem Double-Inlet A Py
fiir die Variation der Kompressoreingangsleistung dargestellt. Hier ist ein linearer
Zusammengang zwischen DC; und APy zu erkennen.

4.7.2.5.2 Variation des Mitteldrucks

Die Mitteldruckvariation von 12 bar bis 32 bar ist in Bild (B1) dargestellt. Hier
ist eine linear fallende Abhéngigkeit des DC} von dem Mitteldruck zu erkennen.

Interessant ist in Bild (B2) der Zusammenhang von DC; und APy bei Mittel-
druckverdnderungen: Die Zuordnung DC; — APy; ist nich’E eindeutig. Dies erklért
sich iiber die Abhéingigkeit von APy vom Mitteldruck P. In Abb. 4.24 ist der

4,00

3,95 " mEE

3,90

3,85

3,80

[bar]

di

AP

3,75

3,70

3,65

3,60

10 15 20 25 30 35
P [bar]

Abbildung 4.24: Druckabfall iiber den Double-Inlet APy; gegen Mitteldruck P

Druckhub iiber den Double-Inlet APy gegen den Mitteldruck P fiir den Versuch
von Abb. 4.26 Bild (B2) dargestellt. Wird der Mitteldruck erhoht, steigt auch
der Druckabfall APy am Double-Inlet. Bei weiter steigendem Mitteldruck nimmt
aber die Double-Inlet-Rohrimpedanz wieder ab, wie an der Widerstandskonstante
C2 in Abb. 4.13 zu sehen, und A Py; fillt wieder ab. Damit wird die mehrdeutige
Zuordnung von DC} zu APy in Abb. 4.26 Bild (B2) klar.
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4.7.2.5.3 Variation der Double-Inlet-Impedanz

Fiir die Variation der Double-Inlet-Impedanz ist in Abb. 4.26 Bild (C1) DC,
gegen den Druckabfall iiber dem Double-Inlet APy; aufgetragen. Der DC-Flufl
héngt linear fallend von APy; ab, wenn die Variation von APy durch Impedanz-
verdnderungen des Double-Inlets bewirkt wird. Der Grund fiir die Ausbuchtung
in Bild (C2) zwischen APy = 2,45 bar und 2,55 bar ist nicht bekannt, des-
halb wurde zusétzlich das DC-Mafl DC), aus GI. 4.49 fiir die Differenz der Mit-
teldriicke vor und hinter dem Double-Inlet bestimmt. Die Ausbuchtung ist auch
hier in Bild (C2) trotz des stirkeren Rauschens zu erkennen. Im Bereich eines
kleinen DC-Flusses DC; =~ 0,5 hingt DC; linear fallend vom Druckabfall iiber
dem Double-Inlet ab.

4.7.2.5.4 Variation der Orifice-Impedanz

In Abb. 4.26 Bild (D1) ist DC} gegen Verdnderungen der Orifice-Impedanz aufge-
tragen, dabei ergeben sich zwei DC-Werte von 0,53 und 0,47. Diese stammen von
zwei Orifice-Kapillaren, die den dargestellten Bereich des Ballastvolumendruck-
hubs AP, erzeugen. Eine erste Kapillare mit 26 cm Lange und 0,7 mm Durchmes-
ser wurde mehrfach gequetscht und verkleinerte dabei den Druckhub im Ballast-
volumen AP, von 0,47 auf 0,40 bar. Die Kapillare wurde daraufhin aufgel6tet
und um 3 cm einschliefllich der gequetschten Stelle gekiirzt, und so ein weite-
rer Bereich des Ballastvolumendruckhubs AR, von 0,51 bis 0,45 bar vermessen.
Die Phasendifferenz zwischen Pulsrohrdruck P, und Ballastvolumendruck P,
der ersten, 26 cm langen Kapillare betrug 79°, wihrend die zweite, 23 cm lan-
ge Kapillare eine Phasendifferenz von 80° erzeugte, so daff eine Anderung des
Phasenwinkels ¢,;_y, zwischen Pulsrohr und Ballastvolumen durch die Indukti-
vitdtsverdnderung (I, gekiirzt von 26 cm auf 23 cm) nicht festgestellt werden
konnte (die Bestimmung des Phasenwinkels hatte einen Fehler von bis zu +2°).

Trotz sich iiberlagernder Bereiche gleichen Druckhubs bzw. Druchflulwiderstands
ergaben sich unterschiedliche DC-Werte. Um sicherzugehen, dafl das Verhéltnis
Ballastvolumendruckhub zu Durchfluflleitwert nicht fiir die beiden Kapillaren un-
terschiedlich ist, wurde in Abb. 4.25 der Durchflulkoeffizient C, (Bild links) und
der Durchfluleitwert 1/R (Bild rechts) gegen den Druckhub im Ballastvolumen
AP, aufgetragen. Die offenen Kreise (o) stellen die 26 ¢cm lange Kapillare, die
Kreuze (x) die 23 cm lange Kapillare dar. Bei der Darstellung des C\,-Wertes in
Abb. 4.25 Bild links ist die Auflésungsgrenze des im Mefbetrieb aufgenommenen
C,-Wertes zu erkennen. Wiahrend der C,-Wert aus den kompletten Druckkurven
nach GI. 4.45 aus Kap. 4.3.2 bestimmt wird, sind die Druckflulleitwerte im Bild
rechts {iber L = 1/R = 1t/ AP, entsprechend Gl. 4.44 aus den abgespeicher-
ten Druckhiiben im Pulsrohr AP, bzw. Ballastvolumen AP, errechnet worden.
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Abbildung 4.25: Druckhub im Ballastvolumen AP, aufgetragen gegen (Bild links)
DurchfluBkoeffizienten C), und (Bild rechts) Durchfluleitwert 1/R fiir zwei Kapil-
laren und jeweils mehreren Quetschungen; o: 26 cm Kapillare, x: 23 cm Kapillare,
Innendurchmesser der unverformten Kapillaren je 0,7 mm

Beide Darstellungen zeigen keine erkennbaren Unterschiede im Zusammenhang
zwischen AP, und dem Widerstand der Kapillare.

Auch die Temperaturen am kalten Ende T}, sind mit ca. 84 - 86 K fiir die 26 cm
Kapillare und 81,4 -82 K fiir die 23 cm Kapillare recht nahe beisammen. Einzig
die Regeneratortemperatur in der Mitte des Rohres T}, die neben Tiy das DC-
Mafl DC; bestimmt, unterscheidet sich mit 200 K fiir die 26 cm-Kapillare von
185 K fiir die 23 cm-Kapillare.

Weshalb die Verkiirzung der Kapillare um 11,5% den DC-Wert, bzw hier einzig
die Temperatur Ty, in der Mitte des Regeneratorrohrs so stark verdndert ist nicht
bekannt. Es scheint aber so zu sein, dafi die Form der Pressung (scharfkantig
oder rund) einen Einfluf} auf den DC-Fluf§ im System hat”. Die Veréinderung der
Impedanz durch Quetschungen der jeweiligen Kapillaren hatte dagegen innerhalb
der getesteten Impedanzbereiche fast keinen Einflul auf DC}.

Wird, wie in Abb. 4.26 Bild (D2) DC}; gegen den Druckabfall iiber die Double-
Inlet-Impedanz (ausgedriickt durch APy;) aufgetragen gibt es keine Uberlagerung
unterschiedlicher DC;-Werte bei gleichem Double-Inlet-Druckabfall APy; fiir die
beiden Kapillaren.

"personlicher Hinweis von Dr. Ingo Riihlich, AIM Heilbronn
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Abbildung 4.26: Variation von DC-Fluf§ beeinflussenden Grofien: DC; (Ma$ fiir DC-
FluB, Gl. 4.50) aufgetragen gegen (linke Spalte) Al: elektrische Kompressor-
leistung, B1: Mitteldruck P, C1: Double-Inlet-Impedanz (ausgedriickt durch
APyg;) und D1: Orifice-Impedanz (ausgedriickt durch AP, ), dazu (rechte Spalte)
in A2, B2 und D2 das DC-Maf} zum Vergleich aufgetragen gegen den Druckhub
iiber der Double-Inlet-Impedanz APy;; C2: Differenz (—DC)) der Mitteldriicke
von Pulsrohr Ppt und Regenerator Preg aufgetragen gegen A Py;
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4.7.2.6 Zusammenfassung der Meflergebnisse

Versuch

1

Kurzbeschreibung

Reg: 40 mmx ©; 7,5 mm; Matrix Mesh 247 (Tab. 4.8 Typ 1), brei-
ter Regenerator mit geringem Druckabfall, kalter Warmetauscher
aus Kupfernetzen Mesh 98 (Tab. 4.8 Typ 5)

Reg: 60 mmx O; 5,6 mm; analog zu Versuch (1) mit Regenerator-
geometrie zwischen [18] und Versuch 1

Reg: 60 mmx O; 5,6 mm; analog zu Versuch (2) mit Regenerator-
matrix mit hoher Drahtdichte Mesh 450 (Tab. 4.8 Typ 4),

Reg: 60 mmx O; 5,6 mm; Matrix Mesh 247 (Tab. 4.8 Typ 1),
Schlitzwarmetauscher mit kleinem Totvolumen im Vergleich zu
Netzstapel-Warmetauscher

Reg: 60 mmx ; 5,6 mm; Matrix Mesh 326 (Tab. 4.8 Typ 3),
locker gestopft + Schlitzwérmetauscher

Reg: 60 mmx @; 5,6 mm; analog zu Versuch (5) mit fest gestopftem
Regenerator

Reg: 60 mmx O; 5,6 mm; analog zu Versuch (5) + eine Inertan-
cetube als Orifice-Ersatz

In Tab. 4.10 sind die Mefidaten der Versuche 1 bis 7 aufgetragen. Dabei wurden
folgende Abkiirzungen benutzt:

Tkk
Treg

P
AP,
APy,
AP bv

(pr*p

¥p-b
()Odfp

cof

Temperatur am kaltem Warmetauscher

Temperatur in der Mitte des Regenerators; nétig fiir die Bestimmung
des DC-Koeffizienten DC; nach GI. 4.50

Mitteldruck im Pulsréhrenkiihlersystem

Druckhub vor Regenerator

Druckhub im Pulsrohr

Druckhub im Ballastvolumen

Hub des zeitabhingigen Druckabfalls {iber der Double-Inlet-
Impedanz Py = Preg — Py

Phasendifferenz zwischen den Druckwellen P, und P,
Phasendifferenz zwischen den Druckwellen P, und P,
Phasendifferenz zwischen Py und P,; Winkel zwischen dem Massen-
flul des Double-Inlets (phasengleich zu Py;) und der Pulsrohrdruck-
welle P

Durchflulkoeffizient der Orifice-Impedanz, berechnet nach GIl. 4.45

Zu den Versuchen 4 bis 7 sind in Tab. 4.10 zusétzlich Kiihlleistungsgeraden ange-
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geben, die unter Einsatz einer Widerstandsdrahtheizung am kalten Ende zwischen
Pulsrohr und Regenerator (siehe Kap. 4.7.1) gemessen wurden.

Tabelle 4.10: Ergebnisse der Optimierungen des Kapillaren-Pulsréhrenkiihlers; zu den
Abkiirzungen und Indizes siehe Seite 92 unten

T P AP @ Cof
kk reg reg pt bv. di|rp pb d-p
K] [bar] [°] [-1077]
1]117,3 5,3 4,7 0,51

2| 88,9 1922194 6,1 4,3 0,52

312285 310,5 (18,7 &1 3,1 0,29

4] 82,0 184,3/22,3 68 48 042 36| 20 8 64| 3,7

5| 79,7 1764|218 6,5 46 048 33| 19 8 65| 4,3

Q = 30,2 ™Y . Ty — 2408 mIW

6| 87,3 1955|21,7 7,0 45 041 40| 22 8 60| 4,0

Q =16,9 ™ . Ty — 1477 mW

T 73 17291163 5,7 3,8 038 29| 21 124 61 2,2

Q =22,1 2% . Ty — 1710 mW

In Abb. 4.27 sind die Kiihlleistungsgeraden aus Tab. 4.10 zusammen mit der
Kiihleistung aus [18] dargestellt. Dabei ist zu sehen, dafl der Fortschritt ge-
geniiber [18] hauptsichlich in der VergroBlerung der Kiihlleistungssteigung steckt,
wie aus den Steigungen der Regressionsgeraden in Abb. 4.27 folgt. Gegeniiber
einer Steigung der Kiihlleistungsgeraden von 14 mW /K in [18] werden jetzt Wer-
te bis zu 30 mW /K erreicht. Der Hauptgrund dafiir ist in der Verénderung der
Regeneratorgeometrie zu suchen. Durch die Verbreiterung und Verkiirzung (ca.
gleichbleibendes Volumen) des Regeneratorrohrs wurde der Druckabfall {iber den
Regenerator stark abgesenkt und damit der Massenflul und der Druckhub in das
Pulsrohr vergréfert. Damit wird nach Gl. 4.2 der Enthalpieflufl und damit die
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Kiihlleistungssteigung erhoht.
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Abbildung 4.27: Kiihlleistungen als Funktion der Kaltkopftemperatur Tix des PRK
mit Kapillaren. Die Zahlen 4 bis 7 beziehen sich auf die Versuchsnummern in
Tab. 4.10

4.7.2.7 Messungen mit gréflerer Kompressoreingangsleistung

Mit den optimalen Einstellungen von Versuch 5 aus Tab. 4.10 wurden Experi-
mente bei hoheren Kompressoreingangsleistungen durchgefiihrt. Die Ergebnisse
sind in Abb. 4.28 und Tab. 4.11 dargestellt.

R 7

" 1 70 W mg 1
X |
T e
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Abbildung 4.28: Kiihlleistung aufgetragen gegen die Kaltkopftemperatur Tiy in

Abhéngigkeit von der Kompressorleistung

Kuhlleistung [mW]
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Dabei wurde mit einer elektrischen Eingangsleistung von 90 W eine Tiefsttempe-
ratur von 72,9 K erreicht. Bei der fiir Hochtemperatur-Supraleiter (kurz HTSL)
wichtigen Arbeitstemperatur von 80 K besitzt der Kiihler dann eine verfiigbare
Kiihlleistung von 283 mW, siehe Abb. 4.28.

Tabelle 4.11: Kiihlleistungsgeraden aus Abb. 4.28 fiir verschiedene Kompressor-

leistungen
Kompressoreingangsleistung Kiihlleistungsgerade
50 W Q=299 mW/K -T — 2382 mW
60 W Q =33,0 mW/K -T — 2557 mW
70 W Q =32,8 mW/K - T — 2501 mW
80 W Q=37,4mW/K -T — 2803 mW
90 W Q =40,2 mW/K - T — 2933 mW

In Abb. 4.29 sind Kiihleistungssteigungen und Ordinatenabschnitte aus Tab. 4.11
gegen die Kompressoreingangsleistung aufgetragen. Bis auf die Werte bei 70 W
ist eine lineare Abhéngigkeit von beiden gegeniiber der Kompressorleistung zu
erkennen. Was im Kiihlersystem bei 70 W passiert ist, ist nicht bekannt.
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Abbildung 4.29: Kiihlleistungssteigung (*) und Ordinatenabschnitt (o) in Abhéngig-
keit von der Kompressoreingangsleistung

Aus den Steigungen der Regressionsgeraden in Abb. 4.29 (Tab. 4.12) kann dann
das Verhalten des Kaltkopfes bei anderen Kompressoreingangsleistungen Pyomy
errechnet werden.
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Tabelle 4.12: Abhéngigkeit von Kiihlleistungssteigung und Ordinatenabschnitt von
der Kompressorleistung Pyomp nach Abb. 4.29 fiir Pyop,p = 50 bis 90 W

Kiihlleistungssteigung 0, 25 % - Promp + 17,6 %

Ordinatenabschnitt 13,5 % * Peomp + 1725 mW

Die lineare Abhéngigkeit der Kiihlleistungssteigung von der Kompressoreingangs-
leistung wird klar, da die Steigung iiber Gl. 4.54 vom Enthalpiefluf < H >
abhéingt. < H > ist nach Gl. 4.2 proportional zu 7, und AP,;. Beide héngen
anndhernd linear von 7igemp und APm, ab, welche vom Kompressor geliefert
werden. Nach Gl. 3.12 bis 3.15 ist 7hkemp * APkomp linear abhéngig von I - U und
damit von der Kompressoreingangsleistung.

4.8 Vergleich des PRK mit einem Stirlingkiihler

Fiir eine Bewertung der Kiihlleistung des Pulsrohrenkiihlerkaltkopfes wurde der
Standard-Stirlingkaltkopf des AIM SI-100 Kompressors unter gleichen Bedin-
gungen getestet. Der Kompressor wurde mit 12 V Wechselspannung betrieben,
das entspricht 50 W Eingangsleistung bei 25 bar Druck. Ein Kiihlleistungs-
test lieferte eine Kiihlleistungssteigung von 34,5 mW /K und einen Ordinaten-
abschnitt von 1464 mW. Die Steigung entspricht ungefihrt den 30 mW /K eines
Pulsrohrenkiihlerkaltkopfes bei 50 W aus Tab. 4.11, aber der Ordinatenabschnitt
als MaB fiir die Verluste ist erheblich geringer als der des PRKs mit 2382 mW.

Quelle der zusétzlichen Verluste des PRKs gegeniiber dem Stirlingkiihler kbnnen
Wirbel im Pulsrohr aufgrund von Diiseneffekten von kaltem und warmem Wirme-
tauscher sein (siche Kap. 4.7.2.2). Diese fithren zu Vermischungen der verschie-
denen Temperaturschichten, wodurch warmes und kaltes Ende thermisch kurz-
geschlossenen werden. Auch ein Gleichstrom (DC-Flu) durch die FluBschlei-
fe von Regenerator, Pulsrohr und zuriick {iber die Double-Inlet-Impedanz kann
zusitzliche Verluste des PRKs gegeniiber dem Stirlingkiihler erzeugen (siehe Kap.
4.7.2.5). Dazu kommt, dal der Massenflul durch den Regenerator bei einem
Pulsrohrenkiihlerkaltkopf grofler ist, als bei einem vergleichbaren Stirlingkaltkopf,
da Gas nicht nur iiber den Regenerator in das Pulsrohr einflief$t, sondern auch wei-
ter iiber die Orifice-Impedanz in das Ballastvolumen strémt. Um die Belastung
des Regenerators durch letzteren Gasflufl zu verringern wird zwar ein Double-
Inlet eingesetzt, aber trotzdem ist die Belastung so grof}, dafl ab einem bestimm-
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ten Massenflufl durch den Regenerator der Ordinatenabschnitt der gemessenen
Kiihlleistungsgeraden als Maf} fiir die Kiihlerverluste stark ansteigt (siehe Abb.
4.7 rechts in Kap. 4.2.9.6.1). Daneben ist aber auch zu beriicksichtigen, das der
Pulsréhrenkiihler als Labortestmodell zusétzliche Verluste aufgrund von mehre-
ren abzweigenden Leitungen fiir Drucksensoren am Regeneratoreingang, im Puls-
rohr und im Ballastvolumen aufweist. Dazu kommt die 8 cm lingere Verbindungs-
leitung zum Kompressor, um Platz fiir eine Verschaubung zwischen Kaltkopf und
Kompressor fiir eine einfache Trennung der beiden bei Umbauten zu ermogli-
chen. Dadurch sind viele zusétzliche Totvolumina im PRK-System gegeniiber
dem Stirlingkiihler-System vorhanden. Der Stirlingkiihler hatte gegeniiber dem
urspriinglichen Aufbau nur eine zusitzliche Abzweigung fiir einen Drucksensor
am Kompressorausgang.

4.9 Vergleich von Modell und Experiment

Zur Kontrolle des Modells des Miniatur-Pulsréhrenkiihlerkaltkopfes wurden Ex-
perimente mit dem PRK aus Kap. 4.7 im Orifice-Modus ausgefiihrt. Damit konn-
ten im Modell nicht beriicksichtigte Einfliisse des DC-Flusses, der im Double-
Inlet-Modus auftritt, ausgeschaltet werden. Auflerdem ist die Bestimmung der
Impedanz der Double-Inlet-Kapillare aus den aufgenommenen Driicken nicht
moglich, so dafl diese bei jeder Verédnderung (Quetschung u. d.) ausgelotet wer-
den miifite, um in einer Anordnung wie z. B. Abb. 4.8 die Impedanz neu zu be-
stimmen. Die Regeneratormatrix war mit handfest gestopften Phosphor-Bronze-
Netzen Mesh 298 aus Tab. 4.8 Typ 2 gefiillt worden.

4.9.1 Experimente im Orifice-Modus

Zum Vergleich des Modells aus Kap. 4.2 mit dem Experiment wurde der PRK
aus Abb. 4.18 in Kap. 4.7 im Orifice-Modus betrieben. Um den induktiven Anteil
der Orifice-Kapillare zu minimieren, wurde diese sehr kurz gew#hlt (5 cm Lénge,
0,7 mm Innendurchmesser). Der Pulsréhrenkiihler wurde wie bei den meisten an-
deren Experimenten mit einem kommerziellen SI-100 Kompressor von AIM bei
einer Wechselspannung von 12 V bestrieben. Dies entspricht einer Kompressorein-
gangsleistung von 50 W. Der Mitteldruck betrug bei allen Versuchen P = 25 bar.

Im Betrieb wurde als Parameter die Orifice-Impedanz durch Quetschung der Ka-
pillare variiert. Als Maf fiir die Impedanz des Orifice diente analog zu Abb. 4.26
Bild D1 der Druckhub AP, im Ballastvolumen. Zu jeder Variation der Orifice-
Impedanz durch eine weitere Quetschung der Kapillare wurden an drei Stellen im
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Kaltkopf (Regeneratoreingang, Pulsrohr, Ballastvolumen) die Driicke gemessen
(Amplitude und Phase) und zusétzlich die Kiihlleistung iiber die Heizdrahtwick-
lung am kalten Ende bestimmt. Diese mefibaren Parameter (Druckamplituten,
Phasenwinkel zwischen Druckwellen sowie Kiihlleitungssteigung) kann das Modell
des Kaltkopfes ebenfalls berechnen. Da dafiir vom Modell die Kaltkopftempera-
tur benotig wird, wurden die experimentellen Werte von 7i im Modell genutzt.
Dabei ist AP, im Modell der entsprechende Wert fiir die Kaltkopftemperatur
Tyx des Experiments zugeordnet worden.

Im Experiment ergaben sich die im folgenden dargestellten Ergebnisse.

4.9.1.1 Druckhiibe

In Abb. 4.30 Bild links ist die Kaltkopftemperatur 7}, an der linken Achse dar-
gestellt. Zusétzlich ist DC} nach der Definition von Gl. 4.50 an der rechten Ach-
se aufgetragen. Ein Minimum der Kaltkopftemperatur von Ty, = 117,5 K ist
bei AP,, ~ 0,36 bar zu sehen. Das DC-Mafl DC} fillt bei steigendem Orifice-
Druckhub ab, d. h. das Temperaturprofil entlang des Regeneratorrohres dndert
sich von einer konvexen Form (DC} > 0,5) zu einer konkaven Form (DC; > 0, 5).
Einen echten DC-Fluf} gibt es im Orifice-Modus nicht, da ein geschlossener Weg
innerhalb des Kaltkopfes fiir einen Kreisstrom fehlt. Aber das Verschieben des
Temperaturprofils im Regenerator ist ein weiter unten genutzter Modellparame-
ter. In Abb. 4.30 Bild rechts sind die gemessenen Druckhiibe am Regeneratorein-
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Abbildung 4.30: Bild links: Kaltkopftemperatur Ty (linke Achse) und temperatu-
rabhingiges DC-Mafl DC; (rechte Achse) gegen Druckhub im Ballastvolumen
AP,,; Bild rechts: Druckhiibe vor dem Regenerator AP und im Pulsrohr AP,
gegen Druckhub im Ballastvolumen APy,

gang AP, und im Pulsrohr AP, gegen den Druckhub im Ballastvolumen AP,

der mit der Orifice-Impedanz variiert wurde, dargestellt.
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Beide Druckhiibe nehmen mit ansteigendem AP, ab, wihrend die Differenz
AP,es — AP, beider Hiibe zunimmt. Durch den wachsenden Massenflufl m, o
AP, (sieche Gl. 4.42 rechts) durch die Orifice-Kapillare in das Ballastvolumen
sinkt der der Druckhub AP, vor dem Regenerator und im Pulsrohr AP,. Der
steigende Massenfluf, der durch den Regenenerator flielen mufl erh6ht dessen
Widerstand und vergrélert damit die Druckdifferenz AP, — AP, entlang der
Matrix.

Da sich die Kaltkopftemperatur Ty, mit der Variation der Orifice-Impedanz
verdndert, verdndert sich auch die Dichte des Heliumgases im Regenerator und da-
mit dessen komplexer Widerstand. Das Optimum in der Tiefsttemperatur, erklart
sich durch das Zunehmen des Massenflusses durch den Kaltkopf bei gleichzeitiger
Abnahme des Druckhubs im Pulsrohr, da das Produkt beider und des dazwi-
schen liegenden Winkels in den Enthalpieflul von kalten zu warmen Ende ein-
geht (siehe Gl. 4.2). Der Enthalpiefluf bestimmt zusammen mit den Verlusten die
Kiihlleistung des Kaltkopfes. Der Mitteldruck war unabhéngig von 7j, wihrend
der Versuche annihernd konstant, da sich der weitaus grofite Teil des Arbeitsga-
ses in warmen Regionen (Kompressordruckgehéuse, Leitungen, Ballastvolumen)
befand.

4.9.1.2 Kiihlleistungen

Zusétzlich zu den Temperaturen und Driicken wurden auch Kiihleistungen mit
einer Widerstandsheizung am kalten Ende bestimmt.

4.9.1.2.1 Zusammensetzung der Kiihlleistungsgerade

Nimmt man an, da$ die Kiihlleistung Q sich aus Enthalpieflu < H > von kaltem
zu warmem Ende (siche Gl. 4.2) und den Verlusten @y zusammensetzt, und
letztere aus temperaturabhingigen QV,T = sy - T und -unabhéngigen Anteilen
Qv,o bestehen, so ergibt sich in erster Ordnung fiir die gemessene Kiihlleistung in
Abhéngigkeit von der Kaltkopftemperatur Ti

Q = <H>-Qv(Tu) (4.51)
= Scps Tt svr - T — Qva (4.52)
= (S<H> + SV,T) T — Qv,o- (4.53)

Fiir den Zusammengang zwischen Nettokiihlleistungssteigung s und Enthal-

piefluf < H > ergibt sich daher

<H>
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< H>
_ | (4.54)

<H> T

S

Da die Kaltkopfverluste bei Zimmertemperatur verschwinden gilt fiir die
temperaturabhéngigen Verluste

: Qv
Tk = K) = = —, 4.
Qv( kk 300 ) 0 — Sv,T 300 K ( 55)

Damit werden die folgenden Begriffe in Tab. 4.13 definiert.

Tabelle 4.13: Definition der Bezeichnungen im Zusammenhang mit Kiihlleistungsmes-
sungen

Q Kiihlleistung

S~ + svr | Kiihlleistungssteigung (Steigung der Regressionsgeraden
von Q — Tkk)

Qvo Ordinatenabschnitt (Ordinatenabschnitt der Regres-
sionsgeraden von @@ — Ty (genutztes Maf fiir Kiihler-
verluste) )

<H> =<H> /Ti)

Sy, Steigung der temperaturabhingigen Verluste (Qv,T =
sy Tik)

Nettokiihlleistungssteigung (s_ g

4.9.1.2.2 Ergebnisse der Kiihlleistungsmessungen

Aus den Regressionsgeraden der Kiihlleistungsmessungen sind die Steigungen und
Ordinatenabschnitte (Maf fiir Kiihlerverluste) in Abb. 4.31 gegen den Ballastvo-
lumendruckhub AP, (Ma8 fiir die Orifice-Impedanz) dargestellt.

Die Kiihlleistungssteigung in Abb. 4.31 (links) nimmt mit sinkendem Orifice-
Widerstand, d. h. steigendem Druckhub AP, im Ballastvolumen zunéchst zu bis
zu einen scharfen Maximum bei AP, = 0,4 bar und fillt danach wieder ab. Die
Ordinatenabschnitte (Maf fiir Verluste) in Abb. 4.31 (rechts) sind bis AP, =
0,2 bar konstant und steigen dann leicht bis AP,, = 0,35 bar an (Verluste sind
hier negativ bezeichnet). Bei AP,, = 0,4 bar klettern sie schlagartig um 1 W
und steigen danach langsam weiter an.
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Abbildung 4.31: Kiihleistungsteigungen (links) und Ordinatenabschnitte (rechts)
der Regressionsgeraden von Kiihlleistungsmessungen bei Variierung der Orifice-
Impedanz gegen den Druckhub AP, im Ballastvolumen

Die Erhohung der Kiihlleistungssteigung mit Offnen des Orifice in Abb. 4.31
(links) wird mit GI. 4.2 klar. Der die Kiihlleistungsteigung mitbestimmende En-
thalpieflu < H > (siehe Gl. 4.53) ist direkt proportional zum MassenfluB am
kalten Ende, dem Druckhub im Pulsrohr und dem Kosinus des Winkels zwischen
beiden. Zu Beginn bei geschlossenem Orifice staut sich das Gas am warmen Ende
des Pulsrohres, es kann nur wenig Gas ins Pulsrohr hineinfliessen, und der Mas-
senflufl dort ist gering. Mit dem Offnen des Orifice flieBt Gas ins Ballastvolumen,
der Massenfluf} steigt an, und die Steigung der Kiihlleistung wird grofler. Dies
setzt sich fort bis zu einem Maximum der Kiihlleistungssteigung von 40 mW /K.
Bei noch groBerer Orifice-Offnung fillt der Pulsrohrdruckhub aufgrund der Zu-
name des effektiven Kaltkopfvolumens so stark ab, dafl die Steigung nicht weiter
anwichst.

Die Ordinatenabschnitte sind ein qualitatives Maf} fiir die Kiihlerverluste. Sie
steigen mit wachsendem Massenflufl an. Eine genauere Diskussion dieser Verluste
ist in Kap. 4.2.9.6.2 zu finden. Die dortigen Daten sind aus den hier experimentell
ermittelten Ergebnissen {ibernommen worden.

4.9.2 Modellrechnungen

Nicht alle Groflen des Experiments sind bekannt, oder lassen sich experimen-
tell bestimmen. Z. B. 1afit der genutzte kommerzielle AIM SI-100 Kompressor
keine Bestimmung des Kolbenhubs zu. Auch das Stopfen der Regeneratorma-
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trix hat einen unbekannten Freiheitsgrad. Wie in Kap. 4.7.2.1 zu sehen, kann
die Regeneratormatrix leichter oder fester gestopft werden. Um diesen Faktor zu
modellieren, wurde die aus den Netzdaten Drahtbreite und Maschenweite berech-
nete Porositit e (Gl. 4.14 links) mit einem Korrekturfaktor €, zu einer effektiven
Porositét ee, multipliziert. Weicht dieser Korrekturfaktor von eins ab, ist die Ma-
trix lockerer (¢, > 1) oder fester (e, < 1), relativ zu einem Normalwert gestopft
worden. Als dritter Parameter wurde die mittlere Regeneratortemperatur vari-
iert. Bei der Modellentwicklung wurde eine lineare Temperaturverteilung entlang
des Regeneratorrohrs vorausgesetzt. Das erlaubte als mittlere Regeneratortem-
peratur T fiir Kap. 4.2.3 den arithmetischen Mittelwert von Umgebungs- und
Kaltkopftemperatur zu verwenden. Da die Gréfle DCy in Abb. 4.30 (Bild links)
anzeigt, dafl das Regeneratorprofil leicht vom linearen Verlauf abweicht, wurde
hier in den Modellrechnungen die mittlere Regeneratortemperatur variiert, um
diesem experimentellen Befund Rechnung zu tragen.

Fiir die aufgefiihrten Rechnungen wurden folgende Eingangsparamter benutzt:

Kolbendurchmesser diopen = 11,6 mm
Kompressor-Totvolumen® Viot = 2X5Hmm-di ., 7/4
Lange Split-Leitung lrohr = 200 mm
Innendurchmesser Split-Leitung rohr = 1,9 mm
Regeneratorrohrlinge lreg = 60 mm
Regeneratorinnendurchmesser reg = 5,6 mm
Matrixdrahtdicke (Mesh 298) dm, = 35 pum
lichte Matrixmaschenweite (Mesh 298) d,, = 50 pm
Pulsrohrlinge Lot = 60 mm
Pulsrohrinnendurchmesser dpt = 4,1 mm
Ballastvolumen Vi = 15cm?
Mitteldruck P = 25 bar
Frequenz f = 50 Hz
Umgebungstemperatur Ty = 300 K

Die Impedanz R der Orifice-Kapillare wurde von 12 2S big 1200 % variiert.
Dies erfolgte in 1000 Schritten, so dafl die weiter unten gezeigten Ergebnisse
fiir Druckhiibe, Phasendifferenzen und Kiihlleistungssteigungen berechnet wer-
den konnten. Die Kaltkopftemperatur 7Ty, wurde aus den experimentellen Ergeb-
nissen in Abb. 4.30 (Bild links) den passenden Ballastvolumendruckhiiben AP,
des Modells zugeordnet, da T, als Eingangsparameter fiir die Modellberechnung
notig ist.

8Das verbleibende Volumen im Kompressor, bei kleinstem Hubvolumen
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4.9.2.1 Effektive Porositéit des Regenerators

Fiir diese Modellierung wurde ein Kolbenhub Az von 4,8 mm pro Kompressorseite
angenommen (siehe dazu Kap. 4.9.2.2).

In Abb. 4.32 sind die experimentellen Ergebnisse fiir die Abhéngigkeiten AP,
und AP, von AP, aus Abb. 4.30 zusammen mit Modellrechnungen fiir verschie-
dene Korrekturfaktoren €, der Regenerator-Porositéit dargestellt. Der Porositéts-
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Abbildung 4.32: Modellresultate fiir Druckhub am Regeneratoreingang AP.e; und
im Pulsrohr AP,; gegen Ballastvolumendruckhub AP, bei Variation des Kor-
rekturfaktors €, fiir die Regenerator-Porositit bei einem Kompressor-Kolbenhub
von 4,8 mm pro Seite zusammen mit experimentellen Ergebnissen fiir AP und
AP, gegen AP,

Korrekturfaktor ist fiir die modellierten Resultate von €, = 0,9 (sehr fest gestopft)
bis 1,5 (sehr locker gestopft) variiert worden. Aus den berechneten Ergebnissen
in Abb. 4.32 wird klar, daf}, wie zu erwarten, eine lockere Regeneratormatrix den
Druckabfall AP, — AP, iiber den Regenerator verringert, und dadurch sich die
Druckhiibe am Regeneratoreingang AP, und im Pulsrohr AP, anndhern.
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Mit fester gestopftem Regenerator wichst der modellierte Druckabfall immer wei-
ter an, so dafl der Druckhub am Regeneratoreingang mit steigendem AP, schlief3-
lich sogar zunimmt, wihrend er im Pulsrohr weiter abnimmt. Die Zunahme der
Druckhubs am Regeneratoreingang AP, mit steigendem Massenflufl bzw, AP,
wurde bisher in keinem Experiment beobachtet, so dafl hier das Modell von dem
Experiment abweicht. Dagegen ist das Absinken der Differenz der Druckhiibe vor
und hinter dem Regenerator AP, — AP, bei lockerer gestopfter Matrix experi-
mentell bestéitigt worden.

Eine befriedigende Ubereinstimmung von Modell und Experiment tritt bei einem
Porositéats-Korrekturfaktor €, zwischen 1,2 und 1,3 auf. Dies ist im Einklang mit
Kap. 4.7.2.1. Dort betrug die Differenz der Regeneratornetze bei fast gleich dicker
Drahtstirke (hier d,, = 35 pm (Tab. 4.8 Typ 2), in Kap. 4.7.2.1 36 um (Typ
3) ) zwischen einer locker gestopften Matrix (754 Netze), wie sie auch fiir diesen
Versuch genutzt wurde, und einer festgestopften Matrix (921 Netze) ca. 20%.

4.9.2.2 Anpassung des Modell-Kolbenhubs an das Experiment

Als néchstes wurde der Kolbenhub des Modell-Kompressors an die experimentel-
len Ergebnisse angepafit. Dabei trat das Problem auf, dafl sowohl der Kolbenhub
als auch das Totvolumen des Kompressors unbekannt sind. Da nur die Kombi-
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Abbildung 4.33: Druckhub am Regeneratoreingang AP, und im Pulsrohr AP
gegen Ballastvolumendruckhub AP, aus Modellberechnungen bei Variation des
Kolbenhubs Az fir Porositiats-Korrekturfaktoren €, = 1,2 (links) und 1,3 (rechts)
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nation beider den resultierenden Massenflufl in den Kaltkopf bestimmt, wurde
einfach ein Totvolumen von 2 x 530 mm?® angenommen, welches einer Kolben-
strecke von 5 mm pro Kolben entspricht (Kolbendurchmesser dyopen = 11,6 mm).
Der Kolbenhub Az wurde dazu von 4,4 mm bis 5,2 mm variiert. Fiir die in Kap.
4.9.2.1 als passend gefundenen Porositéits-Korrekturfaktoren sind in Abb. 4.33 fiir
e = 1,2 (Bild links) und 1,3 (Bild rechts) die Druckhiibe im Pulsrohr AP,; und
am Regeneratoreingang AP, gegen den Druckhub AP, im Ballastvolumen fiir
verschiedene Kolbenhiibe Az von 4,4 mm bis 5,2 mm dargestellt. Ein Kolbenhub,
bei dem Modell und Experiment komplett iibereinstimmen, lief3 sich nicht finden.
Als am besten passende Parameterkombination wurde ein Hub Az von 4,8 mm
bei einem Porositits-Korrekturfaktor €, von 1,2 gewéhlt.

4.9.2.3 Variation der mittlere Regeneratortemperatur

Als dritter Parameter wurde die mittlere Regeneratortemperatur variiert. Damit
sollte dem Abweichen des Temperaturprofiles (DC}) von einem linearem Ver-
lauf entlang des Regenerators in Abb. 4.30 Rechnung getragen werden. Die Ab-
weichung wurde analog zu Abb. 4.30 durch das DC-Mafli DC} ausgedriickt. In

9,0

8,5 —-
8,0 —-
75
704 Niom %o

6,5 1
6,0 1

AP [bar]

1 €712
{ Kolbenhub =4,8 mm

] APpt (Modell)
40 APreg (Modell)
[ | APp‘ (Experiment)
354 o APreg (Experiment)
3,0 r— +~ 1 + 1+~ T r 1 r T r T *r T T T

0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 0,9

AP, [bar]

DC, = 0,3 bis 0,6

Abbildung 4.34: AP, und AP, fiir Modell und Experiment gegen AP, bei Va-
riation der mittleren Regeneratortemperatur im Modell ausgedriickt durch DC}
nach GI. 4.50

Abb. 4.34 sind die Druckhiibe AP, und AP, fiir die aus dem vorherigen Kapi-
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tel gewonnenen Werte ¢, = 1,2 und Kolbenhub Az = 4,8 mm fiir verschiedene
mittlere Regeneratortemperaturen ausgedriickt durch das DC-Maf§ DC; nach GI.
4.50 gegen AP, dargestellt.

Wie in Abb. 4.34 zu sehen, variiert der Druckhub AP, im Pulsrohr kaum mit
der mittleren Temperatur im Regenerator bzw. DC}, wihrend der Druckhub am
Regeneratoreingang AP, mit wachsendem DC}, also steigender mittlerer Rege-
neratortemperatur zunimmt.

4.9.2.4 Phasendifferenzen zwischen den Druckwellen

Die Messung der Driicke liefert neben den Amplituden auch noch die Phasen-
differenzen zwischen den Druckwellen. Da die Druckwelle vom Kompressor aus-
geht, erscheint sie zuerst am Regeneratoreingang, dann im Pulsrohr und schlief3-
lich im Ballastvolumen. Als mefibare Parameter wurden der Winkel ¢peg_p zwi-
schen den Druckwellen am Regeneratoreingang und im Pulsrohr sowie ¢pi_,
zwischen Pulsrohr und Ballastvolumen genutzt.

Fiir die optimalen Modellierungsparameter aus dem letzten Kapitel (¢, = 1,2 ;
Kolbenhub Az = 4,8 mm) wurden die Phasenwinkel ¢yeg_py und ¢p;_1,, berechnet.

100
| DC=0,3 bis 0,6
90 7] ! (ppt—bv
80 | oo Qoo  ©° o0 O
- O O
70 © g =12
60 Kolbenhub = 4,8 mm

i (p(Pm, P..) (Modell)
50 o ‘p(Preg , Pp() (Modell)
J ] cp(Ppl . P,,) (Experiment)
40 4 o P Pm) (Experiment)

o]

reg ’

30
mgm =" ®° LT T R

20 + "t mmm ’—‘
i (preg-pl

10 DC=0,3 bis 0,6
4 O
0 -1
0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8
AP, [bar]

Abbildung 4.35: Phasendifferenzen zwischen den Druckwellen am Regeneratorein-
gang und Pulsrohr ¢reg_ppy sowie zwischen Pulsrohr und Ballastvolumen ¢y
aufgetragen fiir Modell und Experiment gegen AP, fiir DC} von 0,3 bis 0,6
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Diese sind in Abb. 4.35 zusammen mit den experimentell ermittelten Winkeln
gegen den Ballastvolumendruckhub AP, fiir DC; von 0,3 bis 0,6 dargestellt.

Wie in Abb. 4.35 zu erkennen hat die Variation von DC} auf die beiden Phasen-
winkel @reg_pt und ¢pi_py kaum Einflufl. Die theoretischen und experimentellen
Ergebnisse fiir ¢z pe zeigen beide ein Maximum zwischen AP, = 0,2 bar und
0,3 bar. Modell und Experiment differieren bei ¢yee ¢ um einen Winkel von 8
bis 12°. Dieser “Offset” kann daher kommen, dafl der Drucksensor fiir den Rege-
neratoreingang sich im Versuchsaufbau am Kompressorausgang befindet. ¢rep_ps
umfafit damit auch Phasenéinderungen iiber die Verbindungsleitungen. Das wurde
zwar im Modell mit beriicksichtigt, aber inwieweit das Modell der Verbindungslei-
tung auf das Experiment iibertragbar ist, wurde in eigenen Versuchen nicht iiber-
priift. Auch kénnten z. B. die Oberfldche der Kupferrohrleitung, Miindungsformen
der Endstiicke usw. Unterschiede von ¢re—py zwischen Modell und Experiment
verursachen. Auflerdem sitzt der Drucksensor im Experiment nicht direkt an der
Verbindungsleitung, sondern ist an einer 6 cm langen Stichleitung aus Edelstahl
befestigt, um zu verhindern, dafl iiber Warmeleitung von der heiflen Kompressor-
leitung die Sensortemperatur und damit dessen Kalibrierung veréndert wird. Da
die Winkeldifferenz zwischen Modell und Experiment nahezu konstant bleibt, ist
sie nicht weiter storend fiir den Vergleich beider.

Gpt—by stimmt fiir Modell und Experiment recht gut iiberein. Bei kleineren
Druckhiiben AP, im Ballastvolumen ist die Druckwelle von P,, immer unge-
nauer aufzuldsen und die Bestimmung der Winkel wird unsicherer. Daher weichen
wahrscheinlich die experimentellen Winkel ¢, 1, zu kleineren AP, hin immer
mehr vom Modell ab.

4.9.2.5 Nettokiihlleistungssteigung

In diesem Abschnitt werden die Definitionen aus Tab. 4.13 in Kap. 4.9.1.2.1 zu
dem Umfeld der Kiihlleistungsmessung benutzt. Dabei wird die Kiihlleistungs-
steigung aus der Regressionsgeraden einer Kiihlleistungsmessung @ — T be-
stimmt. Diese setzt sich nach Gl. 4.53 zusammen aus der Nettokiihlleistungsstei-
gung s_j, welche sich aus der Kaltkopftemperatur Ti, und dem Enthalpiefluf}
< H > (Gl 4.2) iiber Gl. 4.54 berechnen 1i8t, und der Steigung sy der tempe-
raturabhingigen Verluste, die sich iiber Gl. 4.55 bestimmen 1483t.

In Abb. 4.36 sind die Nettokiihlleistungssteigungen s_ ;. fiir Modell und Experi-
ment gegen den Ballastvolumendruckhub AR, aufgetragen. Dafiir wurde aus den
experimentellen Kiihlleistungssteigungen aus Abb. 4.31 durch Abzug der tempe-

raturabhéingigen Verluste sy, die Nettokiihlleistungssteigung s_ . ermittelt. Die
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Werte fiir sy,r wurden mit Hilfe von Gl. 4.55 aus den Ordinatenabschnitten in
Abb. 4.31 bestimmt.

Zum Vergleich dazu sind die Ergebnisse der Modellrechnungen fiir s_g. in Abb.
4.36 dargestellt. Dazu wurde aus den Modellergebnissen fiir P,; und P, iiber Gl.
4.42 der Massenfluf} m;, am kalten Ende des Pulsrohres bestimmt. Zusammen mit
P, und dem dazwischen liegenden Winkel konnte iiber Gl. 4.2 der Enthalpiefluf}
< H > vom kalten zum warmen Ende bestimmt werden. Uber Gl. 4.54 lit sich
so die theoretische Nettokiihlleistungssteigung s_j . errechnen.
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Abbildung 4.36: Nettokiihleistungssteigungen s_ . aus Experiment und Modell ge-

gen den Ballastvolumendruckhub AP,

>

Die experimentellen Daten sind durch Quadrate, die Modelldaten mit einer durch-
gezogenen Linie dargestellt.

Bis zu einem Druckhub AP, im Ballastvolumen von ca. 0,35 bar bis 0,4 bar
stimmen beide Kiihlleistungssteigungen iiberein. Oberhalb dieses Druckhubs geht
die Modellsteigung in die Séttigung von s_pz. = 24 mW/K iiber, wihrend die
Steigung des Experiments, wieder leicht abfillt und ab AP, = 0,5 bar sich bei

s > = 21 mW/K einpendelt.
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Kapitel 5

Zusammenfassung und Ausblick

Durch die Fortschritte in der Entwickung von supraleitenden und anderen
kryogenen Sensoren ist die dezentrale Bereitstellung von Kilte inzwischen ein
wichtiger Forschungsschwerpunkt geworden. Die relativ neue Kiihlerfamilie der
Pulsréhrenkiihler nimmt dabei einen immer grofleren Raum ein. Solches Systeme
eroffnen eine langlebige und elektrisch und mechanisch storarme Kiihlmoglichkeit
fiir viele kryogene Sensoren.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden Kompressoren und Kaltkopfe fiir
Miniatur-Pulsrohrenkiihler mit Eingangsleistungen zwischen 50 und 100 W und
Nettokiihlleistungen von bis zu 300 mW bei 80 K entworfen, aufgebaut und ge-
testet. Dazu wurden fiir beide Baugruppen Modelle aufgestellt und mit den Ex-
perimenten verglichen.

Zwei Kompressoren mit gegeniiberliegenden Kolben und Linearmotoren wurden
modelliert und konstruiert. Mit Hilfe eines Computerprogramms konnte der ma-
gnetische Fluf} in den Polschuhen, dem Luftspalt und der Umgebung des Linear-
motors berechnet werden. Fiir eine robuste Halterung und Zentrierung der Zy-
linder beim Moving-Cylinder-Kompressor bzw. der Kolben beim Moving-Piston-
Kompressor wurden zwei Arten der Fiihrung durch Scheibenfedern getestet. Die
Fixierung der beweglichen Zylinder (Moving Cylinder) durch Scheibenfedern hat
sich als sehr stabil und langlebig herausgestellt, so dafl der Kompressor seit fast
25000 h fehlerfrei lduft. Durch die Zylinderfithrung wurde die Konstruktion relativ
grofl und die Montage mit Ausrichtung der Kolben kompliziert. Deshalb wurde ei-
ne zweite Kompressorvariante modelliert, konstruiert und getestet. Diese war auf
kompaktes Design, hohe Leistung und einfache Montage hin ausgerichtet, so daf}
nun der Kolben statt des Zylinders mit Scheibenfedern gefiihrt wurde (Moving
Piston). Zusitzlich wurde eine Echtzeitpositionsbestimmung der Kolben mit Hilfe
diffuser Infrarot-Riickstreuung in das Kompressorgehiuse integriert. Damit war
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eine beriihrungsfreie Echtzeitmessung der beiden Kolbenpositionen im Betrieb
moglich. Um eine Leistungssteigerung gegeniiber dem ersten Kompressor reali-
sieren zu konnen, wurden kommerzielle Scheibenfedern mit gréflerem Federhub
eingesetzt. Da diese leicht aufzumagnetisieren waren, mufite das Streufeld des
Stators im Schwungbereich der Scheibenfedern abgeschwicht werden, ohne die
Auflendimensionen des Kompressors zu vergréflern. Simulationen ergaben, daf
weichmagnetische Abschirmungen nicht die gewiinschten Effekte erzielen konn-
ten. Erst hartmagnetische Abschirmscheiben aus NdFeB waren in der Lage, das
Magnetfeld im Schwungbereich der Federn ausreichend abzuschwichen, so dafl
der Kompressor zufriedenstellend arbeiten konnte. Erste Tests des Kompressors
mit einem Anschlufitank als Kaltkopfersatz wurden durchgefiihrt, und die gemes-
senen Ergebnisse decken sich mit den Resultaten fiir Amplituden und Phasen von
Strom, Kolbenposition und Druckhub aus der Modellierung.

Fiir den zweiten Teil der Arbeit sind zwei Miniatur-Pulsréhrenkiihlerkaltkopfe,
parallel zur Kompressorentwicklung entworfen und gebaut worden. Zum Te-
sten der Kaltkopfe wurde ein kommerzieller Kleinkompressor mit konventioneller
Spiralfeder-Kolbenfiihrung (SI-100 von AIM, Heilbronn) genutzt. Ein Modell fiir
die Massenfliisse und dynamischen Driicke in den Kaltkdpfen wurde entwickelt.
Dazu wurden die Differentialgleichungen fiir Impulserhaltung und Kontinuitéts-
gleichung iiber Laplace-Transformationen in algebraische Gleichungen mit kom-
plexen Parametern umgewandelt. Damit liefen sich die Kaltkopfbauteile durch
elektrische Vierpole darstellen und diese mittels Techniken der Vierpoltheorie
aus der Elektronik miteinander verschalten. Um auch Bauteile mit nichtlinearen
Eigenschaften modellieren zu kénnen, wurden die Vierpolparameter von nicht-
linearen Bauteilen iiber Iteration gewonnen. Dadurch konnten auch Kapillaren
mit laminaren und turbulenten Flufleigenschaften in das Modell integriert wer-
den. Das Modell gab die gemessenen Parameter (Druckamplitude, Phasenbezie-
hung zwischen den Driicken sowie Kiihlleistung) korrekt wieder, wobei unbekann-
te Eingangsparameter wie z. B. Kapillaren- und Nadelventilwiderstinde bei os-
zillierendem Gasflufl iiber Mefireihen bestimmt wurden. Die gemessenen Kiihler-
verluste, die bei den beiden realisierten Pulsrohrkaltképfen deutlich h6her waren
als bei einem zur Kontrolle getesteten Stirlingkaltkopf, konnten noch nicht ein-
deutig bestimmten Verlustmechanismen zugeordnet werden. Als mogliche Quelle
von Verlusten wird ein zu kleiner Warmeiibergangskoeffizient zwischen Matrix
und Gas vermutet. Weitere Verlustquellen sind offensichtlich Kreisstrome (DC-
Flu}) im Kaltkopf, die vom Regenerator zum Pulsrohr und iiber den Double-Inlet
zuriick flielen. Das Vorhandensein des Kreisstroms zeigte sich durch Verschiebun-
gen der Temperaturprofile entlang des Regeneratorrohres. Durch den Kreisstrom
wird der Kaltkopf aufgrund des zusétzlichen Enthalpieflusses zum kalten Ende
hin stiarker belastet. Da sich der DC-Fluf3 in den konstruierten Kaltkopfen bei
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der Optimierung der Kiihlleistung nicht unabhingig regulieren lief}, wird dies als
Haupthindernis zur VergroBerung der Kiihlleistung betrachtet.

Bei optimaler Einstellung im Double-Inlet-Modus erreichte der Pulsréhrenkiihler-
kaltkopf mit Kapillarenimpedanzen bei 90 W Kompressoreingangsleistung eine
unbelastete Kaltkopftemperatur von 72,9 K und stellte bei 80 K eine Nettokiihllei-
stung von 283 mW zur Verfiigung. Damit konnen supraleitende Sensoren wie z. B.
SQUIDs (supraleitende Quanteninterferenzdetektoren) auf Basis von Hochtempe-
ratursupraleitern betrieben werden.

Fiir zukiinftige Verbesserungen bieten sich mehrere Punkte an:

e Neue Federpakete sollten die Vorteile der nicht magnetisierbaren Kupfer-
Beryllium-Federn des Moving-Cylinder-Kompressors mit dem Federarm-
design fiir grofleren Federhub des Moving-Piston-Kompressors verbinden.
Damit wiirde der Aufwand fiir eine hartmagnetische Abschirmung wegfal-
len.

e Um die Kaltkopfverluste wirksamer verringern zu kénnen, miissen diese ge-
nauer berechnet werden. Dazu miissen die bisher vernachléssigten Vorgénge
im Regenerator bekannt sein. Dasselbe gilt fiir die Warmeiibergéinge an den
Wirmetauschern.

e Die Ursachen fiir die Entstehung des DC-Flusses bei Double-Inlet-Betrieb
des Kaltkopfes miissen genauer erkundet werden, um die dadurch erzeugten
Verluste zu erfassen. Zu deren Kompensation mufl der DC-Flufl unabhéngig
von der Optimierung der Ventilimpedanzen einzustellen sein.

e Um die Modellierung von Bauteilen mit laminar/turbulenten Flufleigen-
schaften (Verbindungsleitungen, Impedanzen, Flufibegradigern, usw.) zu
verbessern, miissen Reihenversuche mit Variationen von Linge, Durchmes-
ser, Druckabfall, Mitteldruck und evtl. auch Quetschungen von Kapillaren
erfolgen.
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Anhang A

Technische Zeichnungen

A.1 Moving-Cylinder-Kompressor

In Abb. A.1 ist der feststehende Kolben aus Messing mit Innenbohrung fiir den
Gasfluf} dargestellt. Auf der Achse befindet sich ein Sechskant (%), um den Kolben
festschrauben zu konnen, ohne die bearbeitete Oberfliche beriihren zu miissen.
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Abbildung A.1: Feststehender Kolben (M 1:1)
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Abb. A.2 zeigt den beweglichen Zylinder aus Edelstahl mit Gewinden auf beiden
Seiten und einen Sechskant (x) in der Mitte zum fixieren.
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Abbildung A.2: Beweglicher Zylinder (M 1:1)

Ein komplettes Federpaket mit sechs Scheibenfedern aus Kupfer-Beryllium so-
wie innen und auflen eingesetzen Abstandsringen aus Polyimid ist in Abb. A.3
dargestellt.
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Abbildung A.3: Federpaket mit Abstandsringen (M 1:1)
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Die Halterung aus Aluminium in Abb. A.4 hilt das duflere Federpaket und wird
auf den Weicheisenpolschuh (Abb. A.7) geschraubt.
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Abbildung A.4: Halterung des dufleren Federpaketes (M 2:3)
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Zylinder, inneres Federpaket und Spule werden mit der Aluminium-Halterung in
Abb. A.5 verbunden. Die Verbindungsdrihte fiir die Spule werden durch kleine
Bohrungen durch die Halterung gefiihrt.
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Abbildung A.5: Halterung fiir Spule, Zylinder und inneres Federpaket (M 2:3)
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Abb. A.6 zeigt die Spule mit den einzelnen Windungen mit einer Drahtdicke von
0,6 mm. Der Zwischenraum ist mit UHU-Plus Zwei-Komponentenkleber gefiillt.
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Abbildung A.6: Spule (M 1:1)
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Der Weicheisenpolschuh in Abb. A.7 fiihrt zum einen das Magnetfeld, und ist ein
Teil des Kompressorbauskelets, wobei es die #duflere Federhalterung (Abb. A.4)
plus Federpaket mit der Zentralplatte in Abb. A.13 verbindet.
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Abbildung A.7: Grofler Weicheisenpolschuh (M 2:3)
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Der kleinere Polschuh aus Weicheisen in Abb. A.8 dient zum Fiihren des magne-
tischen Flusses vom Permanentmagnet zur Innenseite der Spule.
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Abbildung A.8: Kleiner Weicheisenpolschuh (M 1:1)

Der Permanentmagnet aus Neodym-Eisen-Bor (NdFeB) in Abb. A.9 erzeugt das
konstante Magnetfeld , innerhalb dessen sich die Spule bewegt.
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Abbildung A.9: Permanentmagnet (M 1:1)
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Die kleine Weicheisenhiilse in Abb. A.10 dient zum leichteren Ausrichten von
Polschuhen und Permanentmagnet.
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Abbildung A.10: Innere Fassung fiir Magnet und Polschuhe (M 1:1)

Die Scheibenfedern (Abb. 3.8) werden mit Abstandsringen aus Polyimid innen
(Abb.A.12) und auen (Abb. A.11) zu einem Paket (Abb. A.3) zusammengesetzt.
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Abbildung A.11: AuBerer Abstandsring fiir Federpaket (M 1:1)
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Abbildung A.12: Innerer Abstandsring fiir Federpaket (M 4:1)

Die Zentralplatte aus Aluminium in Abb. A.13 dient als Fassung fiir Kolben,
Polschuh und Drucktankdeckel.
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Abbildung A.13: Zentralplatte (M 1:2)
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An die Zentralplatte sind zwei Aluminium-Tankdeckel (Abb. A.14 und A.15)
geschraubt und mit O-Ringen gedichtet. In die Auflenwand sind elektrische

Durchfiihrungen und Druckanschliisse eingesetzt.
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Abbildung A.14: Tankdeckel, Seitenansicht (M 1:2)
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Abbildung A.15: Tankdeckel, Frontansicht (M 1:2)
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A.2 Moving-Piston-Kompressor

Abb. A.16 zeigt den feststehenden Edelstahl-Zylinder mit einer seitlichen Bohrung
fiir die Gasfiihrung nach auflen.
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Abbildung A.16: Fester Zylinder (M 1:1)
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Um den Zylinder herum sitzt die Zentralplatte aus Aluminium (Abb. A.17) mit
drei Bohrungen fiir Gewindestangen, die Polschuhe, Magnete und Federhalterun-
gen zusammenhalten. Rechts ist die Bohrung fiir die elektrischen Anschliisse zu
erkennen. Die Kabel wurden spéter mit Stycast 2850GT vergossen.
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Abbildung A.17: Zentralplatte (M 2:3)
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Der grofie Weicheisen-Polschuh ist in Abb. A.18 dargestellt. Er fiihrt den magne-
tischen Flufl zur Auflenseite der Spule.

Abbildung A.18: Grofler Weicheisenpolschuh (M 1:1)
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Der Permanentmagnet aus NdFeB ist in Abb. A.19 zu sehen.
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Abbildung A.19: Permanentmagnet (M 1:1)
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Abb. A.20 zeigt den kleinen Weicheisen-Polschuh, der den magnetischen Fluf} des
Permagnentmagneten zur Innenseite der Spule im Luftspalt leitet.
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Abbildung A.20: Kleiner Weicheisenpolschuh (M 1:1)

Die Federhalterung aus Aluminium in Abb. A.21 besteht aus zwei Teilen. Der
urspriingliche Korper wurde zerlegt, um im Inneren Platz fiir den Abschirm-
magneten zu erhalten. Wihrend die eine Seite (unten) an den kleinen Polschuh
angepaft ist muf} die anderen Seite das Federpaket aus Abb. 3.12 stiitzen (runde
Auflagefliche) und gleichzeitig Platz fiir den dreieckigen bewegten inneren Teil
des Federpaketes haben.
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Abbildung A.21: Federpakethalterung mit integriertem Abschirmmagnet (M 1:1)
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In Abb. A.22 ist der Aluminium-Kolben dargestellt, die Kolbenoberfliche ist
spater abgedreht, und mit der Telfonbeschichtung beklebt worden, so dal wieder
die 24 mm Auflendurchmesser abziiglich der Spaltbreite vorhanden waren.
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Abbildung A.22: Beweglicher Kolben (M 1:1)

Die Spule samt Spulenhalterung aus Aluminium ist in Abb. A.23 dargestellt.
Letztere sitzt auf der Kolbenachse auf. In den Zwischenrdumen der Spulenhal-
terungsarme sind Auflageképer untergebracht, die den Abstand zwischen den
beiden Federpaketen herstellen (Abb. 3.9).
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Abbildung A.23: Spulenhalterung mit Spule (M 1:1)
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Die Seitenansicht des Aluminium-Tankdeckels zeigt Abb. A.24. Zwei dieser Deckel
bilden zusammen mit der Zentralplatte den Drucktank des Kompressors. Die
guBeren Offnungen sind spiter mit Quarzglasfenstern verklebt worden. Uber diese
Fenster wird die Kolbenposition bestimmt.
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Abbildung A.24: Tankdeckel (M 2:3)



Anhang B

Programm zur Modellierung des
Kaltkopfes

Das Programm zur Modellierung des Kaltkopfes besteht aus einer Schleife in der
alle Berechnungen durchgefiirt werden, bis die errechneten Massenfliisse aus den
Kapillaren und Verbindungsleitungen sich nicht mehr veréndern.

Nach der Dateneingabe werden die Vierpolmatrizen aus Kap. 4.2 berechnet. Fiir
die Massenfliisse werden Standardwerte eingesetzt. Danach werden die Matrizen
von Regenerator (R) und Pulsrohr (P) in Serie zum Mittelteil 1 (M1) miteinander
verschaltet (siehe Abb. 4.6):

M1y M1y, _ Poo - Roo + Por - Rio Poo - Ror + Por - Ry (B.1)
M1,y M1y, Py Roo+Pii-Rig Pro-Ropn+ PRy ) '

Um Mittelteil 1 (M1) und Double-Inlet (DI) parallel zu verschalten miissen die
Vierpole, die hier in der sogenannten Kettenform zur einfachen seriellen Verket-
tung dargestellt sind, in die Leitwertform umgesetzt werden. Sei A eine Ketten-
matrix, dann berechnet sich die Leitwertmatrix Y zu

( )/00 )/01 > 1 ( All (AOI . AIO - AOO . All) > ) (BQ)

Yie Yii ] T Ay \ -1 Ago

Die Umsetzung einer Y-Matrix in eine A-Matrix zuriick erfolgt iiber

A Ap \ _ 1 Y -1 (B.3)
A An Yio \ (Yor - Yo — Yoo - Yi1) Yoo /- '
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Fiir die Parallelschaltung von Mittelteil 1 (M1) und Double-Inlet (DI) zum Mit-
telteil 2 (M2) gilt:

(B.4)

M200 M201 _ M]-OO_'_DIOO M101+DI()1
M210 M211 - M110+D110 M111+D111 '

Danach werden die Vierpolmatrizen von Orifice+Ballastvolumen Mittelteil 2 und
die Verbindungsleitung seriell miteinander verbunden. Die Impedanz Z eines sol-
chen Vierpols A ist

_ All . Zalt - AOI
AOO - AIO . Zalt

A (B.5)

Dabei ist Z,;; der nachgeschaltete Widerstand. Hier ist Z,;; = oo, da das Ballast-
volumen den Kiihler abschliefit, also keine weitere Bauteile kommen. Die Impe-
danz des Verbindungsrohrs ist dann die Gesamtimpedanz des Kaltkopfes Zges.

Ist die Kolbenbewegung des Kompressors bekannt, kann dariiber der Volumenfluf3
und der MassenfluB des Kolbens bestimmt werden. Uber Priomp = Zges * Mikomp 18t
dann der Druckhub bekannt, und mit Hilfe der Transfermatrizen aus Kap. 4.2
werden alle Druckamplituden und Massenfliisse bestimmt. Weichen die Massen-
fliisse an der Verbindungsréhre und den Kapillaren von den Annahmen zu Beginn
ab, wird mit den neuen Massenfliissen der gesamte Vorgang wiederholt bis die
Rechnung konvergiert, und die Daten ausgegeben werden koénnen.

Ein Fludiagramm des gesamten Programmes ist in Abb. B.1 zu sehen.



138 ANHANG B. PROGRAMM ZUM KALTKOPFMODELL

Dateneingabe

Standardmassenfliisse annehmen

Berechnung der Vierpolmatrizen

Serienschaltung von Regenerator und Pulsrohr zu
Mittelteil 1

Parallelschaltung von Mittelteil 1 und
Double-Inlet zu Mittelteil 2

Berechnung der Bauteil-Impedanzen aus den
Vierpolen vom Ballastvolumen zur
Verbindungsleitung (=Kaltkopfwiderstand)

Berechnung der Kompressordruckamplitude aus
KompressormassenfluB und Kaltkopfwiderstand

uszijnuU 9SSN[JUSSSB) SNaN

Berechnung aller Druckamplituden und Massenfliisse
aus m,,,, und B, und den Vierpolmatrizzen

ja

Haben sich Massenfliisse verdandert?

Datenausgabe

Abbildung B.1: Flufidiagramm
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