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Kurzfassung

Niedertemperaturwirme im Bereich von 100 °C - 200 °C kann mittels Organic Rankine Cycles (ORC) zur
Stromproduktion genutzt werden. Zur Untersuchung von Optimierungsmoglichkeiten bei ORC-Prozessen
wird am KIT die Testanlage MoNiKa (Modularer Niedertemperaturkreis Karlsruhe) aufgebaut. Sie wird als
moglichst kompaktes Kleinkraftwerk mit einer thermischen Leistung von 1000 kW ausgelegt. Ein modula-
rer Aufbau ist dabei eine wichtige Voraussetzung fiir den Einsatz unterschiedlicher Komponenten und deren
Untersuchung. Die Warmequelle wird am Standort des KIT durch einen konventionell beheizten Wasser-
kreis realisiert, der eine Geothermalquelle, ein mdgliches Einsatzgebiet des ORC, darstellt.

Diese Arbeit beinhaltet eine thermodynamische Auslegung des Prozesses und darauf aufbauend die Im-
plementierung eines dynamischen Simulationsmodells, das eine detaillierte Analyse des Teillastverhaltens
ermOglicht. Fiir die thermodynamische Auslegung wurden Simulationen mit verschiedenen Kiltemitteln als
Prozessmedium vorgenommen. Dazu wurde das Simulationsprogramm GESI in Matlab® entwickelt, das die
Optimierung von unter- und iiberkritischen ORC-Kreisldufen mit verschiedenen Fluiden als Arbeitsmittel
ermdglicht. Die physikalischen Stoffeigenschaften wurden iiber ein Add-In aus der Datenbank des National
Institute of Standards and Technology (NIST) importiert. Die untersuchten iiberkritischen Kreisldufe erziel-
ten um bis zu 44% hohere Netto-Leistungen gegeniiber unterkritischen Kreisldufen mit Isopentan, da sie
eine bessere Anpassung der Temperaturverldufe im Wirmeiibertrager ermoglichen. Die geplante Testanlage
wird deswegen fiir einen iliberkritischen Prozess mit Propan als Arbeitsmittel mit Frischdampfparametern
von 5,5 MPa und 117 °C ausgelegt.

Darauf aufbauend wurde ein dynamisches Simulationsmodell in Dymola mit der Bibliothek TIL imple-
mentiert und validiert. Mit diesem Modell erfolgte eine Analyse des eingesetzten Hybrid-Kiihlers bei vari-
ierenden Kiihlluftrandbedingungen sowie ein Vergleich verschiedener Regelungsstrategien im Hinblick auf
die erzielbare Nettoleistung im Teillastbetrieb. Hierbei zeigte sich, dass die Lufttemperatur groBen Einfluss
auf den Leistungsbedarf des Kiihlers hat, so dass bei hohen Auflentemperaturen bis zu einem Drittel des pro-
duzierten Stroms fiir die Kithlung benétigt wird. Dieser Problematik kann mit dem Abkiihlen der Luft durch
Einspritzen von feinem Wasser im Hybridbetrieb und einer Anpassung der Soll-Kondensationstemperatur
an die Aulentemperatur begegnet werden. Die Ergebnisse der Teillastsimulationen verdeutlichen das Opti-
mierungspotential durch Verwendung geeigneter Regelungen. Wihrend bei Festdruckbetrieb und konstanter
Turbinendrehzahl eine kontinuierliche Abnahme der spez. Nettoleistung unvermeidbar ist, kann durch Ver-
wendung eines Expanders mit variabler Drehzahl und Frequenzumrichter iiber einen weiten Lastbereich ei-
ne konstante spez. Nettoleistung erreicht werden. Alternativ ist im Gleitdruckbetrieb ein vergleichbar gutes
Teillastverhalten erzielbar, indem die Frischdampftemperatur iiber eine in dieser Arbeit entwickelte Funkti-
on an den Lastfall angepasst wird.

Mit dieser detaillierten Analyse des Anlagenverhaltens ist somit eine genauere Vorhersage der zu erwar-
tenden Stromproduktion moglich. AuBerdem konnen aus den Simulationsergebnissen Anforderungen an die

zum Einsatz kommenden Komponenten abgeleitet werden.
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Abstract

Low temperature heat between 100 °C - 200 °C can be used for power production via Organic Rankine
Cycles (ORC). In order to study the optimization possibilities of ORC processes, the test facility MoNiKa
(Modular low-temperature cycle Karlsruhe) is being built at the KIT. It is designed as a small and compact
power plant with a thermal power of 1000 kW. The modular structure enables the use of different compo-
nents and their investigation. The heat source is realized by a conventionally heated water cycle at the site
of KIT, which replaces a geothermal well, a possible application of the ORC.

This work contains a thermodynamic design of the process and the implementation of a dynamic simula-
tion model which allows for a detailed analysis of the part-load performance. For the thermodynamic design
simulations were performed with various refrigerants as process medium. For this purpose, the simulation
program GESI was developed in Matlab®, which allows the optimization of sub-and supercritical ORC cy-
cles with different working fluids. The physical properties were imported via an add-in from the database of
the National Institute of Standards and Technology (NIST). The investigated supercritical cycles achieved a
gain in net power output up to 44% compared to sub-critical circuits with isopentane, as they enable better
adaptation of the temperature profiles in the heat exchanger. The planned test system is therefore designed
for a supercritical process with propane as working fluid with live steam parameters of 5,5 MPa and 117 °C.

Based on this, a dynamic simulation model was implemented and validated in Dymola using the library
TIL. With this model, the applied hybrid cooler has been analyzed at varying cooling air conditions and
different control strategies concerning the achievable net power in part-load operation have been compared.
The results showed that the air temperature has great influence on the power requirements of the cooler
which leads to a power consumption up to one-third of the produced electricity at high ambient temperatures.
This problem can be countered by cooling the air by injecting fine water in hybrid mode and by an adaptation
of the desired condensation temperature to the outdoor temperature. The results of the part load simulations
illustrate the optimization potential due to the use of appropriate control strategies. While at fixed pressure
operation and constant turbine speed, a continuous decrease in the spec. net power is inevitable, a constant
spec. net power can be achieved over a wide load range by using an expander with variable speed and a
frequency converter. Alternatively, a comparably good part load behavior can be realized by adjusting the
live steam temperature to the load via a function developed in this study.

This detailed analysis of the plant behavior allows for a more accurate prediction of the electricity pro-
duction to be expected. In addition, requirements for the components to be applied can be derived from the

simulation results.
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1. Einleitung

1.1. Motivation

Die zukiinftige Energieversorgung erfordert im Hinblick auf Umwelt- und Klimavertriglichkeit die Ent-
wicklung neuer Technologien sowie die Verbesserung bestehender Systeme. Im Jahr 2012 betrug der welt-
weite Primérenergiebedarf 18,7 Milliarden Tonnen Steinkohleeinheiten (SKE) [L1]]. Dies entspricht einer
Steigerung um 30% gegeniiber dem Verbrauch im Jahr 2002. Dieser Energiebedarf wird in den kommen-
den Jahren weiter steigen. Gegeniiber dem Verbrauch im Jahr 2010 wird bis 2040 mit einer weltweiten
Zunahme um 56% gerechnet [27)], die zu 85% durch steigenden Bedarf in Entwicklungs- und Schwellen-
landern begriindet ist. Ein GroBteil der Zunahme entféllt auf den Strombedarf, der im Schnitt um 2,2%
pro Jahr steigen wird. Dieser Anstieg ist verbunden mit einer Zunahme an Treibhausgasemissionen, die bei
unverinderter Klimapolitik um bis zu 46% zunehmen wiirden [27]. In Zusammenhang mit den endlichen
Ressourcen der fossilen Energietriger ist daher ein Ausweitung der Nutzung erneuerbarer Energien erfor-
derlich. Verschiedene Szenarien des World Energy Council’s (WEC) sagen beispielsweise einen Anteil von
20 - 30% der erneuerbaren Energien (ohne Wasserkraft) an der weltweiten Stromerzeugung im Jahr 2050
gegeniiber 4% im Jahr 2010 voraus [94].

Im Vergleich zur globalen Entwicklung stellt sich bei einem Blick auf die Energieversorgung in Deutsch-
land eine kontrire Situation dar. Aufgrund der geringen Bevolkerungszunahme und vielféltiger Moderni-
sierungseffekte nahm der Primirenergieverbrauch in den letzten 20 Jahren leicht ab [10]]. Der groBte Teil
des Primérenergieverbrauchs entféllt auf die Bruttostromerzeugung, die in den letzten zehn Jahren mit ca.
600 TWh auf einem annihernd konstanten Niveau gehalten wurde [10]. Der Ausstieg aus der Kernenergie
bis zum Jahr 2022 und das Ziel der Bundesregierung, im Zuge der Energiewende die CO,-Emissionen bis
2050 um 80% gegeniiber dem Referenzwert aus dem Jahr 1990 zu senken, erfordert jedoch auch hier einen
deutlichen Ausbau der erneuerbaren Energien. Der Anteil der erneuerbaren Energien an der Bruttostromer-
zeugung soll von 22% im Jahr 2012 auf mindestens 80% im Jahr 2050 erhoht werden [[10].

Neben der Wasserkraft, der Wind- und Solarenergie bietet die Geothermie eine weitere Moglichkeit der
CO,-armen Energiebereitstellung. Unter Geothermie versteht man die Nutzung der unter der Erdoberfliche
gespeicherten Wirme, die sich in einem mittleren Temperaturgradienten von 30 K / km Tiefe zeigt. Ober-
flachennahe Systeme mit Bohrtiefen unter 400 m konnen daher nur in Verbindung mit Wirmepumpen zur
Wirmebereitstellung oder als Speicher genutzt werden. Bei der tiefen Geothermie wird iiber Bohrungen auf
in der Erdkruste vorhandene Thermalwasserspeicher, sogenannte Aquifere, zugegriffen. Je nach Standort,
Lage und Ausdehnung des Aquifers im Untergrund sowie dem lokal vorliegenden Temperaturgradienten
tritt das forderbare Fluid in unterschiedlichen Temperaturen und Aggregatzustinden zu Tage. Bei Dampf-
dominierten Speichern kann das Thermalfluid bei Temperaturen von iiber 200 °C gefordert und direkt in
einer Turbine zur Stromerzeugung entspannt werden. Der dlteste Geothermiestandort in Europa nutzt seit
tiber 100 Jahren ein solches Reservoir im italienischen Lardarello [21]]. Bei vergleichbar hohen Tempera-
turen, aber Wasser-dominierten Speichern muss das Fluid in sogenannten Flash-Kraftwerken teilentspannt

und in Separatoren die Dampf- von der Fliissigphase getrennt werden. Bei geringeren Temperaturen liegt
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in der Regel ein fliissiges, unter Druck stehendes Fluid vor. Unter 200 °C kann das Thermalwasser nicht
mehr direkt in einem Dampfprozess eingesetzt werden. Im Bereich von 100 - 200 °C kann jedoch durch die
Wirmeiibertragung auf einen bindren Kreisprozess ebenfalls eine Stromproduktion erfolgen. Ein GroBteil
dieser bindren Kreise wird iiber Organic Rankine Cycles (ORC) realisiert, die im Gegensatz zu herkomm-
lichen Dampfprozessen mit organischen Arbeitsmedien arbeiten. Unterhalb von 100 °C kann die Energie
wirtschaftlich lediglich zu Warmezwecken genutzt werden. Zukiinftig soll es zudem moglich sein, auch
Standorte, an denen wenig oder kein Wasser im Untergrund gespeichert ist, fiir die Geothermie zu erschlie-
Ben. Hierfiir muss ein Kluftsystem im Untergrund erzeugt werden, durch das injiziertes Wasser zirkulieren
und im heifen Gestein aufgeheizt werden kann. Diese Technik wird auch als Enhanced Geothermal System
(EGS) bezeichnet und befindet sich derzeit noch im Forschungsstadium.

Im Jahr 2009 waren weltweit geothermische Kraftwerke mit einer Kapazitit von 10,7 GW,; instal-
liert [44]]. Ein GroBteil davon entfillt auf die Nutzung sogenannter Hochenthalpielagerstitten mit Tempera-
turen iiber 200 °C an Plattengrenzen und tektonischen Verwerfungen wie beispielsweise am pazifischen Feu-
erring und auf Island. An diesen Standorten liegen deutlich hohere geothermische Gradienten vor, so dass
schon bei vergleichsweise geringen Bohrtiefen hohe Temperaturen vorliegen. Lediglich 11% der installier-
ten Leistung wird iiber Bindrkreislidufe erzeugt, die jedoch innerhalb der geothermischen Stromerzeugung
die hochste Zuwachsrate aufweisen [44]. In einem Zukunftsszenario der International Energy Agency (IEA)
wird der Zuwachs der geothermischen Stromproduktion auf bis zu 200 GW,; im Jahr 2050 fiir moglich er-
achtet [44]]. Uber die Hilfte der dann installierten Leistung wird durch die Nutzung von Niedertemperatur-
wiarmequellen sowie von EGS, bei denen ebenfalls binédre Kreisldufe zum Einsatz kommen, bereitgestellt.

In Deutschland ist eine Stromerzeugung nur iiber binidre Kreisldufe realisierbar, da in den wirtschaftlich
realisierbaren Bohrtiefen bis 5 km Temperaturen zwischen 100 und 170 °C vorliegen. Ausgehend von ei-
ner installierten Leistung von 0,01 GW im Jahr 2010 ist mit einem Ausbau auf 2,4 bis 4,9 GW im Jahr
2050 zu rechnen [9]]. Im Gegensatz zur Solar- und Windenergie weist die Geothermie den Vorteil der hohen
Verfiigbarkeit auf. Aufgrund der Unabhingigkeit von Witterungs- und jahreszeitlichen Einfliissen errei-
chen geothermische Kraftwerke eine 95%ige Verfiigbarkeit und sind somit grundlastfihig [44]]. Durch eine
Weiterentwicklung der Anlagen konnen zudem hohe Teillastwirkungsgrade erreicht und mittels flexibler
Steuerungen das dynamische Anlagenverhalten verbessert werden. Auf diese Weise kann die geothermische
Stromerzeugung Lastschwankungen und Leistungsspitzen ausgleichen und somit zur Netzstabilitit beitra-
gen.

Die aufgefiihrten Entwicklungen zeigen somit ein gro3es Potenzial fiir den Einsatz von Organic Rankine
Cycles (ORC) allein im geothermischen Bereich. Zusitzlich dazu bietet der ORC die Moglichkeit, Nieder-
temperaturwirme unabhingig von der Art der Wirmequelle zur Stromproduktion zu nutzen. Dadurch ergibt
sich eine Vielzahl von weiteren Einsatzmoglichkeiten. Insbesondere im Bereich der Nutzung industrieller
Abwirme kann die Effizienz des gesamten Prozesses verbessert werden, indem der produzierte Strom ent-
weder zur Deckung des Eigenbedarfs verwendet oder zur Einspeisung ins 6ffentliche Stromnetz verkauft
wird. In ersten Abschitzungen des Potenzials dieser Technologie in Deutschland wurde ermittelt, dass die
fiir die Stromerzeugung nutzbare Abwarme (d.h. Abwirme mit Temperaturen tiber 140 °C) ca. 12% des
industriellen Energieeinsatzes betrégt [69]. Der Einsatz von ORC-Prozessen kann somit den Primérenergie-

bedarf verringern und dadurch einen Beitrag fiir dieses weitere Ziel der Energiewende leisten [10].
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1.2. Aufbau der Arbeit

Bei der Planung und Auslegung von ORC-Kraftwerken haben eine Vielzahl von Randbedingungen Einfluss
auf die optimale Architektur der Anlage. Neben dem Temperaturniveau und der verfiigbaren Warmemenge
muss beispielsweise auch die Art der Nutzung im Gesamtkonzept (Kraft-Warme-Kopplung, Netzanschluss
oder Inselbetrieb...) beachtet werden. Eine standardisierte Losung ist somit nicht moglich und eine individu-
elle Anpassung an den jeweiligen Standort erforderlich. Im Rahmen dieser Arbeit soll daher ein generelles
Vorgehen bei der Planung eines ORC-Kraftwerks ausgehend von der ersten Auslegung iiber die Dimen-
sionierung der wichtigsten Anlagenkomponenten hin zu einer Prozessanalyse des Lastbetriebes erarbeitet
werden. Dies erfolgt am Beispiel des Modularen Niedertemperaturkreises Karlsruhe (MoNiKa), der als Teil
der Forschungsaktivititen im Bereich der geothermischen Stromerzeugung am KIT aufgebaut wird.

Das Ziel von MoNiKa ist es, Potenziale fiir eine effizientere Stromerzeugung durch Niedertemperatur-
wiirme aufzudecken. Dieser Arbeit vorangegangene Studien [89] zeigen, dass durch eine iiberkritische Be-
triebsweise deutliche Leistungssteigerungen moglich sind. Daher soll in MoNiKa ein iiberkritischer ORC
realisiert werden. Der modulare Ansatz soll hierbei den Einsatz verschiedener Wirmetibertrager, Turbinen
und Pumpen ermdoglichen, so dass die einzelnen Kraftwerkskomponenten iiber einen weiten Betriebsbereich
charakterisiert werden konnen. Abbildung [T.1] zeigt den Aufstellungsplan der Anlage. Da am Campus des
KIT keine Geothermiebohrung vorliegt, wird ein kiinstlich erzeugter Thermalwasserkreis verwendet, der
iiber einen Olbrenner beheizt wird. Das Kraftwerkstechnikum wird zudem in Standard-Seecontainern auf-
gebaut, so dass ein zukiinftiger mobiler Einsatz an realen geothermischen Standorten moglich ist. Fiir die

Auslegung des ORC-Prozesses wurden folgende Randbedingungen festgesetzt:
¢ (Thermal-)Wassertemperatur am Eintritt des Warmeiibertragers: 150 °C
e Thermische Leistung bei Volllast: 1000 kW
» Kondensationstemperatur: 30 °C

Unter Beachtung dieser Randbedingungen wird im Rahmen dieser Arbeit die Prozessanalyse und -optimier-

ung im Hinblick auf eine maximierte Nettostromerzeugung durchgefiihrt. Der Aufbau der Arbeit orientiert

Hybridkihler

Turbine/Expander

Leitwarte

Arbeitsmitteltank

Kraftwerkscontainer

Heizzentrale

Abb. 1.1.: Modelldarstellung des Kraftwerkstechnikums MoNiKa (Modularer Niedertemperaturkreis Karlsruhe)
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Stationare thermo- Aufbau eines transienten Prozessoptimierung bei
dynamische Auslegung Simulationsmodells dyn. Randbedingungen
Fluidauswabhl, Festlegung der R&I-FlieRbild, Dimensionierung Teillastverhalten,
Prozessparameter der Warmelibertrager Regelungsstrategien

Abb. 1.2.: Arbeitsschritte bei der Planung und Auslegung eines ORC unter gegebenen Randbedingungen

sich dabei an dem in Abbildung [T.2] dargestellten schrittweisen Vorgehen. Im ersten Schritt erfolgt eine
grundlegende, stationidre Auslegung. Diese beinhaltet die Auswahl eines geeigneten Arbeitsmittels, das im
ORC zum Einsatz kommt, sowie die Festlegung der Prozessparameter. Hierzu wurde das Simulationspro-
gramm GESI (Geothermal Simulation) in Matlab® entwickelt, das mittels einer automatisierten Parameter-
variation die Optimierung des Prozesses ermoglicht. Der Aufbau und die Funktionsweise von GESI werden
zusammen mit Validierungsrechnungen und dem Ergebnis der Auslegung in Kapitel [3] vorgestellt. Eine erste
Abschitzung des Teillastverhaltens der Anlage ist ebenfalls Teil dieses Kapitels.

Fiir eine detailliertere Analyse ist im néachsten Schritt der Aufbau eines transienten Simulationsmodells
erforderlich. Hierfiir muss ausgehend von den Ergebnissen der stationdren Auslegung ein Rohrleitungs- und
Instrumentierungs-Diagramm (R&I-Diagramm) erarbeitet werden, das als Grundlage fiir das dynamische
Modell dient. Zudem muss eine Dimensionierung der Hauptanlagenkomponenten vorgenommen werden,
die es ermdglicht, mit Hilfe des Modells das dynamische Anlagenverhalten abzubilden. In Kapitel ] ist der
Aufbau des Modells sowie die Dimensionierung des Wirmeiibertragers und des Kiihlers aufgefiihrt. Dieses
Kapitel beinhaltet ebenfalls eine Validierung des Modells bzw. einzelner Komponenten.

Abschliefiend wird in Kapitel [5 eine detaillierte Prozessanalyse vorgestellt. Diese beinhaltet die Unter-
suchung des Teillastverhaltens einzelner Komponenten wie auch des gesamten Prozesses bei Variation des
Thermalwassermassenstroms und des Kiihlluftzustandes. Zudem werden verschiedene Regelungsstrategien
unter Einbezug des dynamischen Anlagenverhaltens vorgestellt und miteinander verglichen. Dies ermog-
licht die Berechnung verschiedener Tagesginge mit und ohne Wirmeauskopplung.

Diesen Ausfiihrungen ist in Kapitel [2]ein Grundlagenkapitel vorangestellt, das den Stand des Wissens bei
ORC-Anlagen und deren Einsatzmoglichkeiten beinhaltet. Auerdem wird die verwendete Simulationssoft-
ware Dymola zusammen mit der Modellbibliothek TIL vorgestellt und die der dynamischen Simulation zu

Grunde liegenden Modellierungen des Stoff- und Wirmetransports aufgefiihrt.



2. Grundlagen

2.1. Organic Rankine Cycle

2.1.1. Stand des Wissens

Bei der Stromerzeugung durch die Umwandlung von thermischer Energie ist der Clausius-Rankine-Prozess
einer der wichtigsten Prozesse. Er findet Anwendung in Kohle- und Kernkraftwerken sowie in Gas-und
Dampfkraftwerken [83]. Zur Nutzung von Niedertemperaturwérme in kleineren Anlagen ist dieser Prozess
jedoch ungeeignet, da fiir eine effiziente Umwandlung hohe Driicke und damit verbunden hohe Verdamp-
fungstemperaturen bendtigt werden. Zudem muss zur Vermeidung von Kondensation in der Turbine der
Frischdampf iiberhitzt werden [84]]. An Stelle von Wasser kommen daher beim sogenannten Organic Ran-
kine Cycle (ORC) organische Fluide als Arbeitsmedium zum FEinsatz. Diese zeichnen sich im Vergleich
zu Wasser durch geringere Verdampfungstemperaturen und -driicke aus [46]. Die Zustandsénderungen des
Arbeitsmediums im Kreislauf sind dabei dieselben wie beim Wasser-Dampf-Kreislauf. Im Idealfall sind

dies:
¢ Isentrope Kompression in der Speisepumpe, Zufuhr von Arbeit
* Isobare Warmezufuhr im Wirmeiibertrager
* Isentrope Expansion in der Turbine, Abgabe von Arbeit

¢ Jsobare Wirmeabfuhr im Kondensator

In Abbildung [2.T]rechts ist ein vereinfachtes Prozessschema eines solchen ORC dargestellt. Bei unterkriti-

schen Kreisen kann der Wirmelibertrager aus zwei Komponenten, einem Vorwirmer und einem Verdampfer,
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O . )
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Abb. 2.1.: Schematische Darstellung des Prozesses mit den Hauptkomponenten, mit Rekuperator (links) und ohne
Rekuperator (rechts)
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bestehen. Die Wirmequelle und -senke konnen unterschiedlich ausgefiihrt werden und sind daher in dieser
Darstellung nicht enthalten. Beispielsweise ist eine Kiithlung mit Nasskiihlturm oder eine reine Luftkiihlung
moglich. In Frage kommende Wirmequellen sind im folgenden Abschnitt detailliert aufgefiihrt. Allgemein
berechnet sich die dem Prozess zugefiihrte Wirme Q.. aus der Enthalpiedifferenz h3 — hy zwischen Ein-

und Austritt des Warmetibertragers und dem Massenstrom rizpgc des Kreisprozesses:
Q- = thore (ha — h3) (2.1

Die Zahlenindizes kennzeichnen die jeweiligen Zustinde im Prozess wie sie in Abbildung [2.1] eingetragen
sind. Unter der Annahme eines ideal isolierten Warmeiibertragers konnen Wirmeverluste an die Umgebung
vernachlidssigt werden. Die zugefithrte Wirme ist dann identisch mit der der Quelle entzogenen Wirme.
In vielen Anwendungsfillen besteht die Warmequelle aus einem warmefiithrenden Fluid mit dem Massen-
strom riy,, beispielsweise Thermalwasser in der Geothermie oder einem Thermodl bei Solarthermie. Die
zugefiithrte Warme kann dann in guter Ndherung mit einem gemittelten Wert der spezifischen isobaren Wir-

mekapazitit ¢, y, dieses Fluides (Index Wr) und der Temperaturdifferenz Ty ¢in — Tw:,aus berechnet werden:

Qzu = thEp,Wt (TWt7ein - TWt,aus) (22)

Analog dazu gilt fiir die abzufiihrende Wirme:

Qub = tiore (he — hs) = titkuni©p.gunt (Teunt aus — Tkunt ein) (2.3)

Der Index kuhl steht hierbei fiir das verwendete Kithimedium mit dem Massenstrom ri,,;,; und der gemit-
telten spezifischen isobaren Wirmekapazitit ¢, x4/, das entweder Luft oder Wasser sein kann.

Viele organische Fluide weisen im Gegensatz zu Wasser eine positive Steigung der Taulinie im T-s-
Diagramm auf. Sie werden als retrograd bezeichnet. Bereits bei geséttigtem Dampf am Eintritt der Turbine
kommt es dadurch zu einer Uberhitzung bei der Entspannung. Da das Fluid hierbei nicht auf die Konden-
sationstemperatur entspannt wird, kann ein interner Wirmeiibertrager (Rekuperator) zum Einsatz kommen.
Eine solche Anlagenkonfiguration ist in Abbildung [2.1]links dargestellt. Das Arbeitsmedium wird auf der
kalten Seite im Rekuperator vor dem FEintritt in den Wirmeliibertrager vorgewédrmt, wihrend es sich auf
der heiflen Seite abkiihlt. Dabei wird Wérme intern iibertragen, die sonst iiber den Kondensator als Verlust
an die Umgebung abgefiihrt werden miisste [42]. Auf diese Weise kann der thermische Wirkungsgrad des
Prozesses verbessert werden.

Bei Prozessen mit Arbeitsmitteln, die eine negative Steigung der Taulinie im T-s-Diagramm aufweisen,
ist eine Entspannung auf Kondensationstemperatur moglich. In diesem Fall ist der Einsatz eines internen
Wirmeiibertragers nicht moglich. Vielmehr muss hierbei darauf geachtet werden, dass die maximal zuléssi-
ge Feuchte bei Entspannung ins Zweiphasengebiet eingehalten wird, da sonst Schiden durch Tropfenschlag
in der Turbine entstehen konnen. Nur bei einer Uberhitzung des Frischdampfes treten erhohte Temperaturen
am Turbinenaustritt auf, die eine interne Wirmeiibertragung ermoglichen [42]].

Die intern iibertragene Wirme Q... kann aus den Enthalpiedifferenzen der Zustinde am Ein- und Austritt

des Rekuperators berechnet werden:

Orec = 1iore (hs — ha) = titore (hs — he) (2.4)
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Abb. 2.2.: T-s-Diagramm eines unterkritischen ORC-Prozesses mit interner Wiarmeiibertragung (links) und eines tiber-
kritischen ORC-Prozesses ohne interne Wirmeiibertragung (rechts)

Kommt kein Rekuperator zum Einsatz sind die Zustidnde 2 und 3 bzw. 5 und 6 identisch.

Die oben erwihnten idealen Zustandsidnderungen des Arbeitsmittels sind in der Realitdt nicht erreich-
bar. Im Wirmeiibertrager und im Kondensator sind Druckverluste nicht zu vermeiden. Durch Reibung und
Verwirbelungen kommt es zudem zu einem Entropiezuwachs in der Pumpe und der Turbine, so dass keine
isentrope Zustandsinderung moglich ist. Diese Abweichung vom Ideal wird bei der stationidren Berechnung

des Prozesses in der Regel iiber den isentropen Pumpen- bzw. Turbinenwirkungsgrad Npu.,, bzw. N7y

definiert: e h
4 —ns
urb — 2.5
Mrurb = 37— 2.5)
hais — hy
ump — 2.6
ne p h2 — hl ( )

Der Index is bezeichnet jeweils den Zustand bei isentroper Zustandsidnderung. Die aufzubringende Arbeit

in der Pumpe Pp,,, berechnet sich dann aus:

Ppump = tirore (hy — hy) 2.7)
Fiir die Turbinenarbeit Pr,,, gilt entsprechend:

Prusp = 1iore (ha — hs) (2.8)

Die Netto-Leistung P, dieser Prozesse berechnet sich aus der Turbinenleistung abziiglich der Pumpen-
leistung sowie dem Eigenbedarf weiterer Kraftwerkskomponenten, der in der stationdren Auslegung in der
Regel vernachléssigt wird. Zur Entspannung des Fluides kann an Stelle der Turbine ein Expander (z.B. ei-
ne Schraubenexpansionsmaschine (SEM)) eingesetzt werden, fiir den GI. @ sowie GI. @ ebenfalls giiltig
sind [41]].

In Abbildung [2.7] sind exemplarisch zwei ORC-Prozesse im T-s-Diagramm dargestellt. Im linken Dia-
gramm ist ein unterkritischer Kreis eines retrograden Fluids aufgetragen. Es wird deutlich, dass die Ent-
spannung ausgehend von gesittigtem Dampf zu einer Uberhitzung des Fluides fiihrt. Daher ist eine interne

Wirmeiibertragung, bei der das Fluid von Punkt 5 zu Punkt 6 abgekiihlt und von Punkt 2 zu Punkt 3 aufge-
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max

Abb. 2.3.: Carnot-Prozess (links) und Dreieckvergleichsprozess (rechts) im T-s-Diagramm

heizt wird, moglich. Im rechten Diagramm ist ein iiberkritischer Prozess mit Entspannung auf die Taulinie
dargestellt. Eine interne Wirmeiibertragung ist hier wie bereits erwihnt nicht moglich, die Punkte 2 und 3
bzw. 5 und 6 sind identisch.

Fiir eine Optimierung des Prozesses ist es wichtig, die Giite der Energieumwandlung zu quantifizieren.
Dies erfolgt iiblicherweise iiber die Definition von Vergleichsprozessen. Der Carnot-Prozess bestehend aus
isothermer Wirmezu- und -abfuhr sowie isentroper Kompression und Expansion stellt das theoretische Ma-
ximum fiir alle thermischen Kreisprozesse dar [56]]. In Abbildung [2.3]links ist der Carnot-Prozess im T-s-
Diagramm dargestellt. Der Wirkungsgrad des Carnot-Prozesses 1¢ berechnet sich tiber die maximale und
minimale absolute Temperatur: .

min
Ne=1- T

max

(2.9)

Steigende Wirkungsgrade stellen sich somit mit steigender oberer und sinkender unterer Prozesstempe-
ratur ein. Bei konventionellen Kraftwerken liegen die Verbrennungstemperaturen der Heilgase weit tiber
der Verdampfungstemperatur des Mediums im Kessel. Dies ermoglicht eine Annidherung an die isotherme
Zustandsinderung des Carnot-Prozesses. Im Gegensatz dazu liegen bei der Niedertemperaturwirme gerin-
ge Temperaturdifferenzen bei der Wirmeiibertragung in den Prozess vor. Die Abkiithlung der Wéarmequel-
le steht in diesem Fall im Widerspruch zu einem isothermen Wirmeeintrag auf Seite des Kreisprozesses.
Daher eignet sich der Carnot-Prozess als Vergleichsprozess nur bedingt. Stattdessen ist es iiblich, den so-
genannten Dreiecksprozess, wie er in Abbildung [2.3] rechts dargestellt ist, als idealen Vergleichsprozess
heranzuziehen [21]]. Der Prozess besteht aus einer isentropen Entspannung und einer isothermen Wérme-
abfuhr, die Wirmezufuhr erfolgt tiber die lineare Verbindung bei konstantem Druck. Der Wirkungsgrad
dieses Dreiecks-Prozesses 1 berechnet sich wie der Carnot-Wirkungsgrad nur aus den oberen und unteren
Temperaturen [21]]:
M = 7;”‘“" — Toin (2.10)
max + Tmin
Auch hier kann der Wirkungsgrad durch die Anderung der Temperaturniveaus erhdht werden. Aus den
schraffierten Flichen in Abbildung [2.3] wird jedoch direkt deutlich, dass der Wirkungsgrad des Vergleichs-
prozesses immer geringer als der des Carnot-Prozesses ist. Bei einer Maximaltemperatur von 150 °C und ei-
ner Minimaltemperatur von 30 °C betragen die Wirkungsgrade beispielsweise 16,5% (Dreieck) bzw. 28,3%
(Carnot).
Wihrend das untere Temperaturniveau durch die Kithlmoglichkeiten am jeweiligen Standort begrenzt ist,

ist bei der Niedertemperaturwirme auch die maximale Temperatur des Prozesses in Abhingigkeit der jewei-
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Abb. 2.4.: Zweistufiger, unterkritischer ORC (links) und ein Zwei-Fluid-Prozess (rechts) im T-s-Diagramm

ligen Warmequelle limitiert. Die Optimierung des realen Prozesses strebt daher vor allem die Annéherung an
die Dreiecksform an. Neben entsprechender Wahl der Frischdampfparameter bei einfachen unterkritischen
Kreisen stellt die iiberkritische Wirmezufuhr eine Moglichkeit dar [76]]. Alternativ kénnen abweichende
Anlagenkonfigurationen zum Einsatz kommen, von denen hier zwei Ansitze nédher erldutert werden: Zwei-
oder dreistufige Prozesse und Zwei-Fluid-Prozesse.

Abbildung [2.4]links zeigt einen zweistufigen ORC im T-s-Diagramm. Bei diesem Prozess wird zunichst
der gesamte Massenstrom auf das Druckniveau des Niederdruckkreises gebracht und vorgewédrmt. Danach
wird ein Teil des Massenstroms verdampft, der restliche Massenstrom wird auf das hohere Druckniveau
komprimiert, weiter vorgewédrmt und anschliefend ebenfalls verdampft. Die beiden Teil-Massenstrome wer-
den in zwei Turbinen auf das gleiche Druckniveau entspannt und zusammen im Kondensator verfliissigt.
Alternativ kann der Hochdruckfrischdampf auch nur auf das Druckniveau des Niederdruckkreises in einer
Hochdruckturbine teilentspannt werden, bevor die zusammengefiihrten Massenstrome dann in einer Nie-
derdruckturbine auf den Kondensationsdruck entspannt werden. Khalifa und Rhodes [48]] analysierten diese
Option fiir Isopentan und Isobutan als Arbeitsmittel und stellten fest, dass insbesondere bei Temperatu-
ren der Wirmequelle kleiner als 120 °C signifikante Verbesserungen der Gesamteffizienz gegeniiber dem
einstufigen Prozess moglich sind, so dass trotz der hoheren Komplexitit diese Prozessfithrung konomisch
sinnvoll ist. Im Forschungskraftwerk des Geoforschungszentrums Potsdam (GFZ) in Grof3 Schonebeck wird
aus diesem Grund ein Prozess mit drei Druckstufen und drei Turbinen gebaut [52].

Bei hoheren Temperaturen kann dagegen der Einsatz eines Zwei-Fluid-Prozesses sinnvoll sein. Bereits in
der ersten kommerziellen ORC-Anlage zur geothermischen Stromerzeugung in den USA, die 1979 in East
Mesa, Kalifornien, in Betrieb ging, war dieses Prinzip umgesetzt worden [22]. Durch geeignete Auswahl
zweier Fluide kann hierbei erreicht werden, dass die gesamte bei der Kondensation abzufiithrende Wirme
des auf hoherem Temperaturniveau gelegenen Prozesses zur Verdampfung des Fluides im zweiten Kreis ge-
nutzt wird. Eine interne Warmeiibertragung zur Vorwéarmung findet daher nicht statt. Die Warmequelle wird
zunichst bei der Verdampfung und anschlieBend bei der Vorwidrmung des Fluides im Hochtemperaturkreis
abgekiihlt, die verbliebene Restwirme wird zur Vorwarmung des auf geringerem Temperaturniveau liegen-
den Kreises genutzt. In Abbildung[2.4]rechts ist diese Kombination zweier ORC-Prozesse im T-s-Diagramm

dargestellt.



2. Grundlagen

2.1.2. Anwendungsmaoglichkeiten

Rein thermodynamisch betrachtet ist die Art der Wirmequelle fiir den ORC unerheblich, lediglich der Ener-
gieinhalt und das Temperaturniveau, bei dem diese bereitgestellt wird, hat Einfluss auf den Kreisprozess.
Durch die Wahl eines geeigneten Arbeitsmittels kann zudem ein weiter Temperaturbereich fiir eine effi-
ziente Nutzung erschlossen werden. Dadurch bietet sich eine Vielzahl an Anwendungsmoglichkeiten. Im
Folgenden werden einige Einsatzgebiete ndher vorgestellt und auf konstruktive bzw. anlagentechnische Be-

sonderheiten eingegangen.

Geothermie

Wie bereits im vorangegangenen Kapitel aufgefiihrt konnen geothermale Quellen mit Temperaturen unter
200 °C nicht mehr direkt zur Stromerzeugung genutzt werden. Stattdessen wird das fliissige, unter Druck
stehende Thermalwasser in einem Wéirmeiibertrager abgekiihlt und wieder in das Reservoir injiziert. Aber
auch bei hoheren Temperaturen kann unter Umstidnden aufgrund der Beschaffenheit des Thermalwassers
der Einsatz eines Binérkreises erforderlich sein. Weltweit werden 1,6 GW.; und damit 14% der gesamten
Stromproduktion aus Geothermie mittels Binirkreisen erzeugt (Stand 2013) [58]]. Neben wenigen Kalina-
Anlagen, in denen ein Ammoniak-Wassergemisch zum Einsatz kommt (siehe u.a. [49]), sind in diesen Binér-
kreisanlagen ORC-Prozesse realisiert worden. Der erste ORC zur geothermischen Stromproduktion wurde
1967 in Russland in Betrieb genommen [84]], als Folge der Olkrise entstanden dann viele Anlagen in den
70er und 80er Jahren des 20. Jahrhunderts [47]. In Deutschland wurde im Jahr 2003 die erste ORC-Anlage
zur Stromerzeugung aus Geothermie in Neustadt-Glewe mit einer Nennleistung von 230 kW in Betrieb
genommen [§]]. In den letzten Jahren entstanden vor allem in Siidbayern und im Oberrheingraben weitere
Kraftwerke, so dass aktuell (Stand 2013) eine installierte Leistung von insgesamt 13 MW vorliegt [58]]. Da
in Deutschland keine Hochenthalpielagerstitten mit erhohten geothermischen Gradienten vorliegen, sind fiir
die Stromerzeugung Bohrtiefen von ca. 3000 - 5000 m erforderlich. Bei diesen Bohrtiefen werden Thermal-
wassertemperaturen von ca. 150 °C erreicht. Ein 6konomisch effizienter Betrieb ist dann in der Regel nicht
iber eine reine Stromproduktion realisierbar. Die installierten Anlagen werden daher alle mit Kraft-Wérme-
Kopplung (KWK) betrieben. Im Gegensatz zur Fernwéarmeauskopplung bei konventionellen Kraftwerken
wird hierbei jedoch nicht dem Kraftwerksprozess durch Anzapfungen in der Turbine Wirme entzogen.
Stattdessen wird die erforderliche Wirme direkt dem Thermalwasser entzogen und iiber einen Wirmeiiber-
trager in ein Nah- oder Fernwirmenetz eingespeist. Hierbei besteht die Moglichkeit einer Reihen- und einer
Parallelschaltung von Heizwerk und Kraftwerk (siehe z.B. Huenges2010 [42]). Bei der Reihenschaltung
wird die Wirme des Thermalwassers zunédchst im Kraftwerk und anschlieend im Heizwerk genutzt. Da in
diesem Fall das Thermalwasser im Kraftwerk nicht beliebig weit abgekiihlt werden kann, muss der ORC
hierfiir entsprechend ausgelegt werden. Bei der Parallelschaltung erfolgt eine Aufteilung des Thermalwas-
sermassenstroms zwischen Heiz- und Kraftwerk. Dies hat zur Folge, dass bei Wirmeauskopplung nur ein
Teil des Thermalwassermassenstroms zur Stromerzeugung genutzt werden kann und das Kraftwerk in Teil-
last betrieben werden muss. Bei der Reihenschaltung besteht diese Problematik fiir den ORC nicht, jedoch
kann bei reinem Kraftwerksbetrieb ein Grofteil der Warme aufgrund der Konfiguration der Wirmeiiber-
tragung im Kraftwerk nicht genutzt werden und das Thermalwasser muss mit einer vergleichsweise hohen
Temperatur reinjiziert werden.

Eine weitere Einsatzmoglichkeit des ORC im Bereich der Geothermie ist die Verwendung als sogenannter
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Bottoming Cycle. Bei direkter Nutzung des Thermalwassers in Flash-Prozessen wird das Thermalwasser teil-
entspannt und in Separatoren die Dampf- von der Fliissigphase getrennt. Wihrend der Dampf anschlieBend
die Turbine antreibt, kann die Restwéarme der Fliissigphase genutzt werden, indem sie einem ORC-Prozess
zugefiihrt wird. Dadurch kann die Effizienz des Gesamtkraftwerks erhoht werden. Moya und DiPippo [62]
beschreiben die Installation eines solchen Bottoming Cycles an einem bestehenden Kraftwerk in Costa Ri-
ca, bei dem die Fliissigphase nach der Separation bei einer Temperatur von 165 °C vorliegt und stellen eine

Verbesserung der Gesamteffizienz um 13% fest.

Solarenergie

Bei der Stromerzeugung aus thermischer Solarenergie wird die solare Strahlung iiber konzentrierende Spie-
gel auf einen Receiver geleitet, in dem ein geeignetes Fluid (Wasser, Thermodl, Nitratlosung...) auf bis zu
400 °C erhitzt wird. Bei dieser Temperatur besteht die Moglichkeit eines konventionellen Clausius-Rankine-
Prozesses, dennoch kann der Einsatz eines ORC-Prozesses Vorteile haben, da beispielsweise in Regionen
mit geringerer Sonneneinstrahlung hédufig nur geringere Temperaturen bis maximal 300 °C erreicht werden
konnen [84]]. Das im Receiver aufgeheizte Fluid erfiillt dann die Funktion des Thermalwassers bei der Geo-
thermie, indem es die Wiarme im Warmeiibertrager an den Bindrkreis iibertragt. Insbesondere der Einsatz
von kleinen Anlagen in Gebieten ohne Anschluss an ein 6ffentliches Stromnetz und der damit verbunde-
ne Inselbetrieb bieten eine kosteneffiziente Moglichkeit, Menschen in Entwicklungsldndern mit Strom zu
versorgen. Gegeniiber der Photovoltaik bietet der ORC in diesem Fall den Vorteil, dass er vor Ort her-
gestellt werden kann und zudem Warmwasser als Nebenprodukt produziert wird [[72]]. Bisher sind diese
kleinen ORC-Anlagen noch nicht weit verbreitet, da noch keine in Frage kommenden Expansionsmaschi-
nen in Bezug auf Effizienz und Zuverléssigkeit entwickelt werden konnten [84], jedoch zeigt die Vielzahl
an theoretischen und experimentellen Arbeiten das Potential dieser Technik.

Neben der Stromerzeugung ist gerade in trockenen, sonnenreichen Gebieten die Meerwasserentsalzung
mittels Umkehrosmose eine weitere Anwendungsmoglichkeit des ORC. Der Antrieb der fiir die Umkehros-
mose bendtigten Hochdruckpumpe kann hierbei iiber eine direkte mechanische Kopplung mit dem ORC er-
folgen. Bruno et al. [14] untersuchten fiir diesen Anwendungsfall eine Vielzahl von Fluiden und stellten ab-
schlieBend fest, dass die Kombination von ORC und Umkehrosmose gegeniiber einer mittels Photovoltaik-
Modulen mit Strom betriebenen Entsalzungsanlage eine kostengiinstige Alternative sein kann.

Nach dem gleichen Prinzip, ndmlich der direkten Nutzung der mechanischen Arbeit der Turbine, funktio-
nieren auch viele Ansitze zur solaren Kiihlung mittels thermischer Prozesse (siehe u.a. [50]). Hier kann der
ORC ebenfalls eingesetzt werden, auch wenn aufgrund von regelungstechnischen Schwierigkeiten Sorpti-
onsprozesse in der Regel bevorzugt werden. Alternativ wird daher die Kopplung von ORC-Prozessen mit
Sorptions-Kilteanlagen untersucht, Al-Sulaiman et al. [[1]] simulierten beispielsweise verschiedene Betriebs-

moden fiir einen ORC, dessen Abwiarme dem Sorptionsprozess zugefiihrt wird.

Biomasse

Im Bereich der Biomasse kommt der ORC insbesondere in kleinen dezentralen Anlagen zum Einsatz,
da im Leistungsbereich von wenigen MW gegeniiber dem Wasser-Dampf-Prozess wesentlich effizientere
Turbinen hergestellt werden konnen. Zudem erfordern die hoheren Driicke im konventionellen Clausius-

Rankine-Prozess ein hoheres Mal} an Sicherheitsmainahmen, das fiir kleinere Anlagen schwieriger zu er-
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2. Grundlagen

fiillen ist [24]. Aus Sicherheitsgriinden wird bei ORC-Analgen ein Zwischenkreis mit Thermoél als Wir-
metrdger eingesetzt, so dass das ORC-Medium keinen direkten Kontakt zum Kessel hat, in dem die feste
Biomasse verbrannt wird. Die in Deutschland und Osterreich in den letzten Jahren errichteten Anlagen
werden bei Prozesstemperaturen von max. 270 °C betrieben, da das standardmiBig eingesetzte Arbeitsmit-
tel Oktamethyltrisiloxan (OMTS) bis zu dieser Temperatur stabil ist [23]. Bei Verwendung dieses Fluides
erfolgt die Kondensation auf einem erhohten Temperaturniveau, wodurch eine Nutzung der abgefiihrten

Wirme fiir industrielle Prozesse oder zur Einspeisung in ein Fernwidrmenetz ermoglicht wird.

Abwéarmenutzung

Bei einer Vielzahl an chemischen und thermischen Prozessen wird ein groBer Teil der eingesetzten Wirme
ungenutzt an die Umgebung abgefiihrt. Zur Steigerung der Effizienz dieser Prozesse und zur Verminderung
des Umwelteinflusses durch Emissionen ist es sinnvoll, diese Abwidrme nutzbar zu machen. Je nach der
vom Ursprung abhédngigen Temperatur der Abwirme wird zwischen den Bereichen gering (T<230 °C), mit-
tel (230 °C < T < 650 °C) und hoch (T>650 °C) unterschieden [7]. In den ersten beiden Bereichen kénnen
ORC-Prozesse zur Stromerzeugung eingesetzt werden und damit bei geringen Wartungs- und Betriebskos-
ten Einsparungen fiir den Betreiber und eine Verbesserung der Gesamteffizienz der jeweiligen Anlage mit
sich bringen, ohne dass der eigentliche Prozess beeinflusst wird [15]]. Die Einsatzméglichkeiten sind hierbei
vielfdltig. Neben der Nutzung der Abwirme von thermischen Kraftwerken besteht insbesondere im Be-
reich der Fertigungstechnik, beispielsweise in der Zementherstellung, ein groBes Potential [84]. Auch die
Nutzung der Abwidrme von Verbrennungsmaschinen ist ein vielversprechendes Einsatzgebiet. Hier kann
unterschieden werden zwischen dem Einsatz bei gro8eren Maschinen, wie zum Beispiel Dieselaggregaten
in Heizkraftwerken oder Schiffen und im kleineren Mafistab im Automobilsektor. Hohere Emissionsgrenz-
werte erfordern bei letzterem eine Effizienzverbesserung des Gesamtsystems, die durch den Einsatz von
ORC-Prozessen erreicht werden kann [81]]. Diese konnen entweder iiber eine direkte mechanische Unter-
stiitzung der Antriebswelle zur Einsparung an Treibstoff fiihren, alternativ kann der produzierte Strom den

gestiegenen Eigenbedarf der eingesetzten Elektronik decken.

2.1.3. Arbeitsmittel

Die Vielzahl der Einsatzmoglichkeiten der ORC-Prozesse erfordert entsprechende Anpassungen an die je-
weilige Wirmequelle. Einen groen Einfluss auf den effizienten Betrieb hat dabei das im Prozess eingesetzte
Arbeitsmittel [92]. Eine erste Einteilung der Arbeitsmittel kann aufgrund der Temperatur der Wirmequelle
erfolgen: Bei Temperaturen unter 180 °C kommen verschiedene Kiltemittel als Kreislaufmedium in Frage,
zwischen 180 °C und 250 °C eignen sich Kohlenwasserstoffe und bei Temperaturen iiber 250 °C werden
Siloxane eingesetzt [92].

Eine weiteres charakteristisches Kriterium zur Einteilung der moglichen Arbeitsmittel, das Einfluss auf
die Anlagenkonfiguration und auf die Prozesseffizienz hat, ist die Steigung der Taulinie im T-s-Diagramm.
Wie bereits in Kapitel 2.1) erwihnt, weisen viele organische Fluide im Gegensatz zu Wasser eine positive
Steigung der Taulinie auf. Generell kann zwischen drei Kategorien unterschieden werden, die exemplarisch
in Abbildung [2.5] dargestellt sind. Links in Abbildung [2.3]ist das Zweiphasengebiet und die Steigung der
Taulinie eines sogenannten retrograden oder trockenen Fluides aufgetragen. In der mittleren Grafik ist ein

Beispiel fiir ein Fluid gegeben, dessen Taulinie anndhernd senkrecht verlduft und das daher als isentropes

12



2.1. Organic Rankine Cycle

Fluid bezeichnet wird. In der rechten Abbildung ist das Zweiphasengebiet eines nassen Fluides aufgetragen,
das wie Wasser eine negative Steigung der Taulinie aufweist. Wihrend nasse Fluide zum Schutz der Turbine
vor Korrosion und Tropfenschlag eine Uberhitzung des Frischdampfes erfordern, liegt bei trockenen Fluiden
nach der Entspannung iiberhitzter Dampf vor, dessen Restwirme entweder iiber den Kondensator abgefiihrt
werden muss oder {iber einen internen Warmeiibertrager zur Vorwarmung genutzt werden kann. Dadurch ist
entweder ein erhohter Kiihlaufwand oder im Fall des Uberhitzers bzw. Rekuperators ein erhhter Anlagen-
aufwand, der zudem mit weiteren Verlusten verbunden ist, erforderlich. Hung et al. empfehlen daher
zur Nutzung von Niedertemperaturwirme die Verwendung von isentropen Fluiden im ORC.

Die Bedeutung des eingesetzten Arbeitsmittels zeigt sich in der Vielzahl der Studien, in denen detail-
liertere Kriterien fiir die Wahl des optimalen Fluides vorgeschlagen wurden. Eines dieser Kriterien ist bei-
spielsweise die Verdampfungswirme, die bei unterkritischen Prozessen idealerweise moglichst gering sein
sollte, um eine gute Anpassung der Temperaturprofile zwischen Arbeitsmittel und Wirmequelle zu errei-
chen [54]]. Dies ermoglicht eine insgesamt hohere Leistung. Chen et al. [18] fiihren auf, dass eine hohe
Dichte des Frischdampfes von Vorteil ist, da hierdurch die Druckverluste im Wérmeiibertrager niedriger
und die Turbinengrofe geringer gehalten werden konnen, was beides nicht vernachlédssigbaren Einfluss auf
die Systemkosten hat. Aus demselben Grund sollten die Fluide eine hohe Wirmeleitfihigkeit (geringere
Wiirmeiibertragungsflichen) und eine geringe Viskositiit (geringe Druckverluste) aufweisen [6]. Maizza et
al. fassten dies bereits zuvor unter dem Begriff der hohen volumetrischen Leistung zusammen.

Eine Grundvoraussetzung ist die thermische Stabilitit im eingesetzten Temperaturbereich. Idealerweise
sollten die Fluide zudem ungiftig, nicht korrosiv und nicht brennbar sein. Ebenso ist die Umweltvertraglich-
keit ein wichtiger Faktor bei der Auswahl des optimalen Arbeitsmittels. Diese wird unter anderem mit dem
Greenhouse Warming Potential (GWP) beschrieben. Diese Kennzahl gibt die Wirkung auf den Treibhaus-
effekt auf hundert Jahre bezogen im Vergleich zu CO, wieder. Je hoher das GWP eines Fluides ist, umso
schédlicher ist es somit fiir die Atmosphére. Denn auch wenn sich das Arbeitsmittel in einem geschlossenen
Kreislauf befindet, konnen Leckagen von 1%-3% pro Jahr der in der gesamten Anlage enthaltenen Fluid-
masse nicht vermieden werden [40)]. Zudem ist der gesamte Lebenszyklus der Anlage zu beachten, so dass
sich der Einsatz von Fluiden mit geringen GWP-Werten empfiehlt.

Trotz all dieser Kriterien ist keine Festlegung auf bestimmte Arbeitsmittel moglich, da sich je nach Ziel-
setzung der Optimierung und Festlegung der Randbedingungen keine Kennzahl definieren lésst, die eine
direkte Aussage iiber das optimale Fluid fiir den speziellen Anwendungsfall ermoglicht [84]. Heberle et
al. [39] untersuchten beispielsweise die kombinierte Strom- und Wirmeproduktion bei einer geotherma-

len Wirmequelle unter 450 K fiir vier verschiedene Fluide (Isobutan, Isopentan, R245fa und R227ea). Die

ds
dT

Temperatur T
Temperatur T
Temperatur T

Entropie s Entropie s Entropie s

Abb. 2.5.: Einteilung der organischen Fluide nach Steigung der Taulinie im T-s-Diagramm von links nach rechts:
retrograd bzw. trocken, isentrop, nass
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2. Grundlagen

Studie ergab, dass im Fall einer Reihenschaltung von Kraftwerk und Warmeauskopplung Isopentan am ge-
eignetsten ist, wihrend bei einer Parallelschaltung eine hthere Gesamteffizienz mit Isobutan oder R227ea zu
erwarten ist. Demgegeniiber empfehlen Sauret und Rowlands [[15] bei dhnlichen, wenn auch nicht komplett
identischen Randbedingungen und im Hinblick auf eine reine Stromproduktion die Verwendung von R134a
oder R143a. Saleh et al. wiederum untersuchten 31 verschiedene Fluide fiir den Einsatz in Niedertem-
peraturanwendungen. Die Simulationen ergaben fiir eine geothermale Wirmequelle den hochsten Ertrag bei
Einsatz von R143a oder R152a, bei solarer Warmequelle sollten dagegen die Fluide R236a, R245ca und
andere in Betracht gezogen werden.

Die hier aufgefiihrten Beispiele zeigen, dass iiber die erwédhnten Kriterien zwar eine Vorauswahl der zu
untersuchenden Fluide getroffen werden kann. Eine detailliertere Analyse unter Verwendungen der projekt-

spezifischen Randbedingungen ist jedoch immer erforderlich.

2.1.4. Charakterisierung, Kennzahlen

Neben der Wahl des Arbeitsmittels haben weitere Grolen Einfluss auf die Effizienz des Prozesses. Fiir ver-
gleichende Betrachtungen werden daher charakteristische Kennzahlen definiert. In konventionellen Kraft-
werken wird hierzu allgemein der thermische Wirkungsgrad 1, herangezogen, der definiert ist als das Ver-
hiltnis von Nutzen zu Aufwand [83]). Dabei ist der Nutzen die Turbinenleistung abziiglich der Pumpenleis-
tung (und weiterer prozessinterner Verbraucher, die hiufig vernachlissigbar sind) und der Aufwand die dem
Prozess zugefiihrte Wirme:

Prurp — Peump  (ha —hs) — (ha — hy)

= . = 2.11
Nth Qzu h4 — h3 ( )

Neben der Effektivitit der Energieumwandlung, die durch den thermischen Wirkungsgrad beschrieben wird,
ist bei der geothermischen Stromerzeugung die Giite der Wirmezufuhr von grofer Bedeutung. Abhingig
vom verwendeten Arbeitsfluid und den Prozessparametern kann das Thermalwasser unterschiedlich weit
ausgekiihlt und damit dem Prozess mehr oder weniger Wiarme zugefiihrt werden. Dies hingt mit den Tem-
peraturverldufen des Thermalwassers und des Arbeitsmittels im Warmeiibertrager zusammen. Daher ist der
Wiirme-Nutzungs-Wirkungsgrad 1o . als Verhiltnis von dem Prozess zugefiihrter Wirme Q, zu maximal

zufithrbarer Wirme Qzu,max eine wichtige Kennzahl.

Qzu o TWt,ein - TWt,aus

NOnutz = = (212)

Qzu,max TWt,ein - TUmg

Dem Prozess wiirde die maximale Warme zugefiihrt, wenn das Thermalwasser bis auf Umgebungstempe-
ratur Ty,,¢ abgekiihlt werden konnte. Alternativ gibt der exergetische Wirkungsgrad des Wirmeiibertragers

Ny wiy Auskunft iiber die Giite der Wérmeiibertragung:

rore ((ha — h3) — Tumg (54— 53))
i ((hWt,ein - hWt,aus) - TUmg (SWt,ein - SWt,aus))

nex,WU = (2 13)

Hierbei flieBen neben den Enthalpiedifferenzen auf der ORC-Seite h4 — /3 und auf der Thermalwassersei-
t€ Awy ein — hwi.aus die Entropiedifferenzen s4 — 53 bzw. Sw; ein — Swr,aus SOWie die Umgebungstemperatur

Tymg in Kelvin in die Berechnung ein. Je hoher der exergetische Wirkungsgrad ist, umso geringer ist die
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2.2. Dynamische Simulation

Flache zwischen den Temperaturverldufen im Wirmeiibertragungsdiagramm und umso besser ist somit die
Anpassung der Temperaturverliufe.

Um einen direkten Vergleich zwischen den Nettoleistungen der Prozesse ziehen zu konnen, wird als
weitere Kennzahl die spezifische Netto-Leistung Per0,5pe; definiert. Sie gibt die Netto-Leistung Byerr in

Kilowatt an, die bei einem Thermalwassermassenstrom rity, von 1 kg/s erzielt wird:

Pnetto

(2.14)

P =
netto,spez Hitw,
Bei der Auswahl des Arbeitsmittels und der Frischdampfparameter in Kapitel [3.3] werden diese Kennzahlen

fiir den Vergleich verschiedener Prozesse als Entscheidungskriterien herangezogen.

2.2. Dynamische Simulation

2.2.1. Software

Die Anforderungen an die Simulationsumgebung ergeben sich aus dem Ziel, den MoNiKa-Kreislauf, wie er
in Kap. [T.2] beschrieben ist, detailliert zu modellieren. Dies beinhaltet neben den Hauptkomponenten Ent-
spannungsmaschine, Pumpe, Wirmeiibertrager und Kiihler ebenso Rohrleitungen, Ventile und Regler sowie
weitere Hilfsaggregate. Anhand eines solchen Modells kann das Anlagenverhalten mittels Simulationen
vorhergesagt werden.

Die Eigenentwicklung eines transienten Simulationscodes ist sehr aufwendig und erfordert Programmier-
kenntnisse in groferem Umfang. Da zudem zahlreiche bestehende Simulationsprogramme bereits kom-
merziell verfiigbar sind, ist die Auswahl eines geeigneten Codes sinnvoll. Die an diesen Code gestellten

Anforderungen sind folgende:
» Zeitabhiingige Simulation

* Moglichkeit der Implementierung von Stoffdaten verschiedener organischer Fluide bzw. bereits im-

plementierte Stoffdaten
* Modularer Aufbau mit bestehenden Modellen fiir einzelne Komponenten
* Leitungen und Wirmeiibertrager / Kondensator als finite Volumen / finite Elemente auflosbar
* “Blick in den Code” wiinschenswert — Moglichkeit der Uberpriifung der verwendeten Korrelationen
* Moglichkeit der Einbindung eigener Modelle / Anpassung bestehender Modelle und Korrelationen.

Das Institut fiir Kern- und Energietechnik besitzt Lizenzen der Simulationssoftware Apros (VTT, Finn-
land) [2]]. Dieses Programm ist vorrangig zur thermohydraulischen Simulation von Kernkraftwerken entwi-
ckelt worden. Ein Kreisprozess mit Wasser als Arbeitsmittel (d.h. der Clausius-Rankine-Prozess) kann damit
transient modelliert werden. Jedoch lassen sich nur sehr bedingt andere Stoffe als Arbeitsmittel einsetzen;
eine Einbindung externer Fluiddaten ist ohne Weiteres nicht moglich. Fiir die Modellierung von MoNiKa
kommt Apros daher nicht in Frage, eine Validierung von Simulationen durch einen Vergleich mit Ergebnis-
sen eines anderen Codes ist jedoch moglich (Code-to-Code-Validierung).

Um das fiir die oben erwihnten Anforderungen am besten geeignete Programm zu verwenden, wurden
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2. Grundlagen

] Software Pro Contra
Aspen Dyna- | Umfangreiche Stoffdatenbank imple- | keine Diskretisierung der Wérmeiiber-
mics mentiert tragermodelle moglich, keine Korrela-
tionen eingebunden
Dymola & | Offener, gestaffelter Aufbau; NIST- | -

TIL [26],

Stoffdaten eingebunden; erweiterbar

Enbibro

NIST-Stoffdaten sind eingebunden;
Umfangreiche Bibliothek mit Kompo-
nenten

Geringerer Detaillierungsgrad, da eher
fiir die Simulation von GroBkraftwer-
ken mit vielen Komponenten gedacht

SimulationX [[79]]

NIST-Stoffdaten eingebunden

Zwei-Phasen-Stromungen nicht simu-
lierbar

ThermoLib [[83]]

Matlab-Toolbox, dadurch einfache Aus-
tauschbarkeit der Daten; Nutzung wei-
terer MathWorks-Tools moglich

Stoffdaten nur fiir unterkritischen Be-
reich implementiert; keine Diskretisie-
rung von Rohrleitungen und Wirmetau-

schern moglich

Tabelle 2.1.: Vergleich verschiedener Simulationsprogramme

einige Codes als Testversion detaillierter betrachtet. Die jeweiligen Vor- und Nachteile der getesteten Pro-
gramme sind in Tabelle [2.1] zusammengefasst.

Die Programme AspenDynamics, SimulationX und ThermoLib sind aufgrund der genannten Nachtei-
le nicht fiir die Simulation von MoNiKa geeignet. Unter den verbliebenen Programmen ist besonders der
offene Aufbau von Dymola bzw. der Sprache Modelica von Vorteil, welcher einen Blick in den Code so-
wie gegebenenfalls erforderliche Anpassungen ermoglicht. Ebenso ist es aufgrund des modularen Aufbaus
moglich, weitere Komponenten zu implementieren. Die transienten Simulationen werden daher mit Dymola
durchgefiihrt werden. Im folgenden Kapitel wird auf die Struktur von Dymola und der dahinter stehenden

Programmiersprache Modelica sowie der kommerziellen Komponentenbibliothek TIL niher eingegangen.

2.2.2. Modelica, Dymola, TIL

Modelica® ist eine frei erhiltliche objekt-orientierte Programmiersprache, die es ermdglicht, komplexe Sys-
teme zu modellieren [68]. Ziel bei der Entwicklung der Sprache seit 1996 durch die hierfiir gegriindete
Modelica Association [61]] war es, die Vielzahl der bestehenden Modellierungssprachen zu vereinheitli-
chen. Die erste Version von Modelica (Version 1.4) wurde 2000 veroffentlicht. Die Modelle in Modelica
sind mathematisch durch diskrete und algebraische Gleichungen sowie durch Differenzialgleichungen be-
schrieben.

Der Modellierungsansatz bei Modelica orientiert sich an der Vorgehensweise, die beim Aufbau eines rea-
len Systems angewendet wird. Zunichst besteht die Moglichkeit, das System aus bereits bestehenden Kom-
ponenten zusammenzusetzen. Finden sich fiir eine spezielle Funktion keine Komponenten, besteht die Mog-
lichkeit, ein eigenes neues Komponentenmodell zu entwickeln. Bestehende Modelle von hiufig verwende-
ten Komponenten sind in der Modelica Standard Library, die kontinuierlich iiberarbeitet und erweitert wird,
enthalten. Dazu gehoren u.a. Definitionen fiir Einheiten, mathematische Funktionen, input/output-Blocke
und Regler. Des Weiteren sind freie und kommerzielle Bibliotheken fiir verschiedene Anwendungsgebiete
erhiltlich (siehe u.a. [60]).

Zur Simulation der in der Modelica-Sprache entwickelten Modelle und Systeme wird eine Simulationsum-
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2.2. Dynamische Simulation

gebung benotigt, die den Code in eine fiir die Simulation geeignete Form umwandelt. Die Simulationsumge-
bung Dymola (Dynamic Modeling Laboratory) von Dassault Systemes [26] kann groBe Systeme in C-Code
umwandeln. Hierbei wandelt ein spezieller Transformationsalgorithmus die einzelnen Gleichungen der Mo-
dellkomponenten in Modelica in ein Gleichungssystem um. Gleichzeitig werden die Gleichungen in eine
explizite Form umgestellt, sortiert und nach Moglichkeit Variablen substituiert (siche auch [33]]). Dieses
Gleichungssystem kann nun mit herkdmmlichen Methoden gelost werden. Dymola bietet hierfiir verschie-
dene Integrationsalgorithmen zur Auswahl an [20]. Im Rahmen dieser Arbeit wurde fiir alle Simulationen
der Algorithmus DASSL (Differential-Algebraic System Solver) verwendet, der Riickwirtsdifferentiation
(BDF) anwendet [29]. Die Zeitschrittweite wird durch den Loser variabel angepasst, so dass die gewiinschte
Genauigkeit der Ergebnisse erzielt wird.

Der Modellaufbau kann in Dymola iiber eine grafische Benutzeroberflache erfolgen, indem bestehende
Modelle einzelner Komponenten des Systems verbunden und deren Parameter tiber Eingabemasken definiert
werden. Der entsprechende Modelica-Code wird dabei durch das Programm automatisch erzeugt. Alternativ
ist eine Modellerstellung durch manuelle Texteingabe im Texteditorfenster moglich.

Fiir den hier vorliegenden speziellen Anwendungsfall der Simulation eines thermohydraulischen Systems
mit einem organischen Stromungsmedium wird neben der Modelica Standard Library die Komponenten-
bibliothek TIL [87] verwendet. Diese kommerzielle Bibliothek der Firma TLK Thermo aus Braunschweig
beinhaltet Modelle fiir alle wichtigen Komponenten eines thermodynamischen Kreisprozesses. Dazu ge-
horen neben verschiedenen Pumpen-, Expansionsmaschinen- und Warmeiibertragermodellen auch Kom-
ponenten wie Rohre, Ventile und Ausgleichsbehilter. Zudem ermoglicht die TIL-Bibliothek die Einbin-
dung externer Stoffdaten des Programms REFPROP des National Institute of Standards and Technology
(NIST) [63]] iiber eine entsprechende Schnittstelle (TIL-Media). Trotz der Tatsache, dass es sich bei TIL um
eine kommerzielle Bibliothek handelt, besteht Einblick in den Modelica-Code, der den Modellen zu Grunde
liegt. Dies ermoglicht es, die verwendeten Gleichungen nachzuvollziehen und auf Anwendbarkeit im jewei-
ligen Fall zu priifen. Zudem besteht durch den objekt-orientierten, modularen Aufbau die Mdéglichkeit, die

Modelle anzupassen oder zu erweitern.

Alle Komponentenmodelle in TIL beinhalten die Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Energie und Impuls

in folgender Formulierung [73]:

Massenbilanz: oy | av dProm
G = L= PtV 2.15)
Energiebilanz:
CZl:AI/I{Zk:[mk(hk—h)]JrQJrW,JrVCZ)} (2.16)
Impulsbilanz:
AtV e M () o)A AprA— ProngV sin 2.17)

EK B Aphom Aphom

Die dreidimensionale Stromung in den Rohrleitungen und Wirmeliibertragern wird hierbei als eindimensio-
nal betrachtet, da die vorgegebene Stromungsrichtung dominierend ist. Des Weiteren wird die Stromung als

homogene einphasige Stromung betrachtet. Der Zéahler k umfasst alle ein- und austretenden Stoff- und Ener-
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giestrome des Kontrollvolumens V. Gleichung [2.16 beruht auf dem ersten Gesetz der Thermodynamik fiir
offene Systeme (siehe u.a. [4]) unter Vernachlidssigung der kinetischen und der potentiellen Energie, sowie
unter der Annahme konstanter Fluideigenschaften im Kontrollvolumen V. In GI. @bezeichnen my, und hy,
die ein- und austretenden Massenstrome und ihre jeweilige Enthalpie, / die Enthalpie im Kontrollvolumen
V, Q alle ein- und austretenden Wirmestrome unter Vernachlissigung des Wirmeeintrags aufgrund von
Wandreibung und W; die technische Arbeit.

In GL mbezeichnet A die durchstromte Fliche des Kontrollvolumens und pj,,, die homogene Dichte
des Fluides. Unter Vernachlidssigung schneller dynamischer Prozesse wie z.B. der Schalldruckwellenaus-
breitung wird die zeitliche Ableitung in Gleichung zu null und die Impulsbilanz stationir. Die Ande-
rung der Impulsstrome f#im zwischen Ein- und Austritt hat vor allem bei groen Dichteinderungen wie
beispielsweise bei der Kondensation Einfluss. In Kapitel f.2.2) wird jedoch gezeigt, dass der hierdurch ent-
stehende Druckanstieg aufgrund der Stromungsverzdgerung gegeniiber dem Reibungsdruckverlust gering
ist und somit ebenfalls vernachlissigt werden kann (siehe hierzu auch Richter2008 [[73]])). Die hydrostati-
schen Einfliisse pgV sin ¢ werden aufgrund der geringen Hohenunterschiede ebenfalls nicht beachtet. Somit

berechnet sich der Druckverlust Ap aus dem Reibungsdruckverlust Apg:

Ap = (paus - pein) = —Apg (2.18)

Die zeitliche Anderung der Dichte in Gl. wird in Abhéngigkeit des Druckes und der Enthalpie im
konstanten Kontrollvolumen V' berechnet iiber:

dp _ (30 dp (3p) d
dt_<3p>hdt+<ah ,d 2.19)

Die partiellen Ableitungen dieser Gleichung werden mit Hilfe des jeweiligen Stoffdatenmodells berechnet.
Im Folgenden werden die verwendeten Modelle der TIL-Bibliothek vorgestellt und die fiir diese Anwen-

dung notwendigen Erweiterungen und Anderungen erliutert.

2.2.3. Komponenten in TIL

In TIL wird zwischen Komponenten fiir sog. VLE-Fluide (Vapour-Liquid Equilibrium Fluide; u.a. Fluide
der REFPROP-Datenbank), in denen die Fluide fliissige, dampfformige und iiberkritische Zustinde anneh-
men konnen, fiir inkompressible Fliissigkeiten (Wasser und Thermodle) und fiir Gase, darunter auch feuchte
Luft, unterschieden. Es konnen immer nur Komponenten innerhalb einer dieser Gruppen miteinander ver-
bunden werden. Davon ausgenommen sind die Wirmeiibertragermodelle, von denen fiir jede Paarung von
Fluidarten spezielle Modelle vorliegen. Jede Komponente verfiigt iiber mindestens einen ,,Port®, iber den sie
mit anderen Komponenten verbunden wird. An den ,,Ports* werden der Massenstrom, die Enthalpie und der
Druck des Fluids iibergeben. Alle weiteren benétigten GroBen zur SchlieBung der Erhaltungsgleichungen

konnen aus diesen Variablen iiber die REFPROP-Datenbank ermittelt werden.

Verrohrung

Fiir die Modellierung der Verrohrung steht in TIL das Modell Tube (siche Abbildung[2.6) zur Verfiigung. Es

ermoglicht eine eindimensionale Diskretisierung der Stromung in axialer Richtung. Abbildung[2.6]zeigt die
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2.2. Dynamische Simulation

A

Ansicht im Wall
Modell !
VLE
Fluid Modularer Aufbau

Fluidzelle

Modularer Aufbau
Tube

heat port

Abb. 2.6.: Grafische Darstellung des modularen Aufbaus des Rohrleitungsmodells ,,Tube* aus TIL [87]]

Ansicht der Komponente beim Einsatz im Modell (oben links) mit den Anschliissen ,,A* und ,,B*“. Zentral in
der Abbildung ist der modulare Aufbau bestehend aus den Anschliissen, den Wandzellen und den Fluidzel-
len dargestellt. Die Anzahl der Zellen kann vom Benutzer beliebig festgelegt werden. Die Stoffeigenschaften
des Fluides werden an den beiden Anschliissen und in jeder Zelle berechnet (in Abbildung [2.6]durch griine
Kreise gekennzeichnet). Jede Fluidzelle enthilt ebenfalls zwei Ports, zusétzlich sind hier Modelle fiir den
Druckverlust und den Wirmeiibergang zur Wand enthalten (siehe [2.6]unten rechts). Die Wirmeiibertragung
zur Wand erfolgt tiber sogenannte Heat-Ports (rot dargestellt). In der Wand wird eine Warmeleitung in axia-
ler und radialer Richtung in Abhingigkeit des gewéhlten Rohrmaterials berechnet. Optional kann auch eine
Wirmeiibertragung von der Wand an eine angeschlossene Wirmequelle oder- senke aktiviert werden. Die

wihlbaren Wirmeiibergangs- und Druckverlustkorrelationen werden in Kapitel 2.3] bzw. [2.4] vorgestellt.

Warmelibertrager

Der Wirmeiibertrager des ORC-Prozesses soll als Plattenwirmeiibertrager ausgefiihrt werden. Die verwen-
dete Version von TIL (Version 3.0.1) enthilt lediglich Modelle fiir Doppelrohr- und Rohrbiindelwérmetiber-
trager, allerdings wurde von der Firma TLK Thermo GmbH eine Erweiterung mit dem Plattenwérmeiiber-
tragermodell Plate Heat Exchanger zur Verfiigung gestellt. Dieses Wirmeiibertragermodell ist analog zum
Rohrmodell modular aufgebaut, bestehend aus je zwei Anschliissen fiir das fliissige Medium und fiir das
VLE-Fluid. Es erfolgt ebenfalls eine eindimensionale Diskretisierung in axialer Richtung, bei der immer
eine VLE-Fluid-Zelle iiber eine Wand-Zelle mit einer Fliissigkeitszelle verbunden ist. Die eingesetzten Zel-
len haben den gleichen Aufbau wie in Abbildung 2.6 dargestellt. Das Modell kann sowohl zur Simulation
eines Gleichstromwairmetibertragers als auch zur Simulation eines Gegenstromwarmetibertragers verwendet
werden. Die zur Berechnung der Wirmeiibertragung und des Druckverlustes implementierten Korrelationen
sind in Kapitel 2-3|bzw. [2.4] aufgefiihrt. Abbildung[2.7]links zeigt den Aufbau des Wirmeiibertragermodells.
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2. Grundlagen

Modell Plate Heat Exchanger Modell Cross Flow Heat Exchanger

o ® ©

port A_b I_ Liquid J port B?

VLE
I Fluid
Wall
Wall
moist air|

VLE

Fluid

Abb. 2.7.: Grafische Darstellung des modularen Aufbaus des Wirmetibertragermodells ,,Plate Heat Exchanger® (links)
und des Wiirmeiibertragermodells ,,Cross Flow Heat Exchanger* (rechts) aus TIL [87]]

Hierbei kennzeichnen die griinen Kreise die Stoffdatenberechnung des VLE-Fluides, die blauen Kreise die

Stoffdatenberechnung der Fliissigkeit.

Kondensator

Zur Modellierung des Kondensators wird das Kreuzstromwérmeiibertragermodell Cross Flow Heat Exchan-
ger fiir die Warmeiibertragung zwischen dem ORC-Medium und feuchter Luft verwendet. Das ORC-Fluid
kondensiert hierbei in waagrechten, berippten Rohren, die axial diskretisiert werden. Der orthogonal ge-
fiihrte Luftmassenstrom wird auf die gewihlte Anzahl an Zellen aufgeteilt, jedoch in Stromungsrichtung
nicht diskretisiert. Das Modell ist ebenfalls modular aus VLE-Fluid-Zellen aufgebaut, die mit kombinier-
ten Wand-/Luftzellen verbunden sind. Diese Wand-/Luftzellen beriicksichtigen eine mogliche Taubildung
des aus der Luft kondensierenden Wassers auf der Oberfliche der Rohre und Rippen. Die zur Berechnung
der Wirmeiibertragung und des Druckverlustes implementierten Korrelationen sind in Kapitel 2.3] bzw. 2.4]
aufgefiihrt. Abbildung2.7]rechts zeigt den Aufbau des Wirmeiibertragermodells. Hierbei kennzeichnen die
griinen Kreise die Stoffdatenberechnung des VLE-Fluides, die orangenen Kreise die Stoffdatenberechnung
der feuchten Luft.

Entspannungsmaschine

Im hier vorliegenden Leistungsbereich in Hohe von 100 - 150 kW kdnnen sowohl Radial- und Axialturbinen
als auch Schraubenexpansionsmaschinen (SEM) zur Entspannung des Fluides eingesetzt werden [41]]. In ei-
nem Vergleich zwischen Turbinen und Schraubenexpansionsmaschinen bieten letztere jedoch bessere Mog-
lichkeiten, einen effizienten Teillastbetrieb zu erreichen [41]]. Im dynamischen Modell wird daher fiir die
Berechnung der Entspannung des Fluides in einer Kolben- oder Schraubenexpansionsmaschine das Expan-
dermodell EffExpander der TIL-Bibliothek verwendet. Hierbei handelt es sich um ein null-dimensionales

Komponentenmodell, in dem die Entspannung des Dampfes in Abhingigkeit des Verdriangungsvolumens
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2.2. Dynamische Simulation

dV, der Drehzahl n und des isentropen Wirkungsgrades 1;; berechnet wird. Die Leistung des Expanders
Pgy), ergibt sich dann aus:
Pgxp = tiore (ha — hsis) Nis (2.20)

Fiir den Massenstrom bei der Dichte ps am Expandereintritt gilt:
MoRrc = p4~n-dV 2.21)

In Gleichung 2.2T] bezeichnet n die Drehzahl und dV das Verdringungsvolumen des Expanders am Eintritt.
Die Enthalpiedifferenz zwischen Eintritt und Austritt ergibt sich dann aus der Definition des isentropen
Wirkungsgrades (siehe Gl. [2.3).

Das Modell, wie es in der TIL-Bibliothek vorliegt, verwendet einen konstanten isentropen Wirkungsgrad.
Fiir detailliertere Berechnungen des Teillastverhaltens wurde es daher um einen variablen, lastabhéngigen
isentropen Wirkungsgrad erweitert. Hierfiir wurde die von Ghasemi et al. verwendete Anpassung des
Wirkungsgrades implementiert. Sie beriicksichtigt Abweichungen des Enthalpiegefilles und des Volumen-

stroms bei Teillast im Vergleich zum Auslegungspunkt (Index AP) iiber folgende Beziehungen:

(ha — hs)
=4 ——— (2.22)
" (hg — hs)ap

rp = (((1,3981’/11 — 5,425) *nl —|—6,274) rp1 — 1,866) “p +0,619 (2.23)

1%
ryl1 = Vi (224)

AP
rv = (((=0,21ry1 +1,117) - ryy —2,533) - ryy 4+2,588) - 11 +0,038 (2.25)

In Gleichung [2.22]bezeichnen die Indizes die Enthalpien an den in Abbildung[2.2] gekennzeichneten Zustin-
den im Kreisprozess. Die Variablen V und Vp in Gleichungbezeichnen den Volumenstrom am Eintritt
bei Teillast bzw. im Auslegungsfall.

Der isentrope Wirkungsgrad des Expanders berechnet sich dann iiber:

Nis = Nis, AP Th-Tv (2.26)

Speisepumpe

Das in TIL vorliegende Modell SimplePump dient zur Simulation einer Speisepumpe mit konstantem isen-
tropen Wirkungsgrad unter Vorgabe des zu fordernden Massenstroms. Wie beim Expandermodell erfolgt
keine Diskretisierung der Stromung zwischen Ein- und Austritt. Die Leistung der Pumpe berechnet sich wie
folgt:

Phyd = Ap . V (227)
1
PPump = 7Phyd (228)
is,Pump

Hierbei wird unterschieden zwischen der hydraulischen Leistung P4, die dem Fluid zugefiihrt wird und
der fiir den Antrieb der Pumpe erforderlichen Leistung Ppy,;,. Die hydraulische Leistung berechnet sich aus

der Druckdifferenz Ap zwischen Ein- und Austritt und dem Volumenstrom V am Eintritt.
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2. Grundlagen

Weitere Komponenten

Zur Modellierung eines Ausgleichbehilters kann das in TIL vorliegende Modell eines idealen Dampfab-
scheiders verwendet werden. Dieses Modell trennt den eingehenden Fluidstrom in eine reine Gasphase
(Index d) und eine reine Fliissigphase (Index f). Zudem wird der Fiillstand im Volumen f7 als relative Grof3e

berechnet:

ha — hhom  Phom
hi—hy  py
Der homogene Dichte pj,,, und die Enthalpie / definieren den Zustand des Fluids im Behilter. Sie ergeben
sich aus den Erhaltungsgleichungen (siehe Gl.[2.15]-[2.17) und der Kopplung mit dem Druck in G1.[2.19]so-
wie aus der Angabe des Behiltervolumens. Die GroBen /4, hy und py sind die druckabhiingigen Stoffwerte

fr= (2.29)

der reinen Phasen des Fluides.

Die verwendeten Ventilmodelle Orifice Valve und Directional Control Valve berechnen den Druckverlust

Ap liber das Ventil in Abhéngigkeit eines effektiven Stromungsquerschnitts Ay, des Massenstroms 2 und

1 o\
Ap = (2.30)
P 2Pein (Aeff>

der Dichte p,;,, am Eintritt:

Fiir die Simulation der Ventilatoren der Luftkiihlung steht das Modell SimpleFan zur Verfiigung. Es ist
analog zur Speisepumpe aufgebaut, jedoch zur Forderung und zum Druckaufbau von Gasen und feuchter

Luft einsetzbar.

Zur Abgrenzung an die Umgebung werden zudem sog. Boundaries verwendet. Je nach Einsatz im Modell
konnen diese unterbestimmt, bestimmt oder iiberbestimmt in Bezug auf die Definition des Fluidzustandes
sein. Bei bestimmten Begrenzungen wird neben der Enthalpie oder der Temperatur des Fluides entweder der
Druck oder der Massenstrom vorgegeben. Bei den Begrenzungen fiir feuchte Luft muss zudem die relative

Feuchte der Luft angegeben werden.

2.3. Warmeubertragung

2.3.1. Allgemein

Die in diesem Kapitel aufgefiihrten Gleichungen liegen sowohl der Auslegung des Wirmeiibertragers und
des Kondensators als auch der Berechnung des dynamischen Anlagenverhaltens in der transienten Simu-
lation zu Grunde. Sie sind jeweils nur fiir konstante bzw. gemittelte Temperaturen und Stoffwerte giiltig.
Zur detaillierteren Auslegung und Simulation muss der Wirmelibertrager deswegen in mehrere in Reihe
geschaltete Abschnitte unterteilt werden.

Der in einem Wirmeiibertrager iibertragene Wirmestrom Q ist proportional zum Produkt aus Ubertra-

gungsflache Ay und der mittleren Temperaturdifferenz der Fluide.

0 =k-Aw - AV, (2.31)
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2.3. Wirmeiibertragung

In Gleichung 2.3T] bezeichnet A, die mittlere logarithmische Temperaturdifferenz zwischen den Ein- und
Austrittstemperaturen der beiden Fluide:

Ay, = M (2.32)

(i)
Fiir den Fall eines durchstromten Rohres setzt sich der Wirmedurchgangskoeffizient k in Gleichung[2.3T]aus
den einzelnen Wirmeiibergangs- bzw. Wirmeleitungskoeffizienten in radialer Stromungsrichtung bezogen
auf die AuBlenflache des Rohres zusammen:

1 d, 1 d, d, 1
1 _Gal o e 233
k diai+2).wn<di>+aa ( )

Hierbei bezeichnen d; und d,, den Innen- und AuBendurchmesser des Rohres und Ay die Wirmeleitfihigkeit
des Feststoffes. Die Wirmeiibergangskoeffizienten o; und ¢, sind u.a. abhéngig von den Stoffeigenschaften
der Fluide, der Stromungsgeschwindigkeit sowie der Stromungsfiithrung (Gleichstrom, Gegenstrom, Kreuz-

strom). Sie lassen sich iiber die Nusselt-Zahl berechnen, die definiert ist als:

_«a Lehar

N
u p

(2.34)

Hierbei ist Ar der Wirmeleitungskoeffizient des stromenden Fluids und /., die charakteristische Linge
der Geometrie, die im Falle einer Rohrstromung dem Innendurchmesser d; entspricht. Zur Berechnung der
Nusselt-Zahl wiederum gibt es fiir zahlreiche Anwendungsfille experimentell ermittelte Korrelationen, die
in den folgenden Abschnitten aufgefiihrt sind. Die Korrelationen haben gemeinsam, dass sie die Nusselt-
Zahl als Funktion der Reynolds-Zahl Re und der Prandtl-Zahl Pr beschreiben.
Die Reynolds-Zahl ist als das Verhiltnis von Trigheitskraft zur Reibungskraft definiert [88]]:
_ Welenay

Re = (2.35)
\%

Hierbei bezeichnen w die Stromungsgeschwindigkeit, /., die von der Geometrie abhéngige charakteristi-
sche Linge und v die kinematische Viskositit des Fluides.
Die Prandtl-Zahl ist als Verhiltnis von Impulstransport und Energietransport definiert [67]]:

_ PV

Pr
Ar

(2.36)

2.3.2. Korrelationen fiir die erzwungene Konvektion in Rohrleitungen

Zur Berechnung der Wirmeiibergangskoeffizienten bei erzwungener Konvektion in Rohrleitungen muss
zwischen einphasiger Stromung und Zweiphasenstromung, wie sie beispielsweise beim Sieden auftritt, un-
terschieden werden. Zudem muss jeweils zwischen laminarer und turbulenter Stromung unterschieden wer-
den.
Fiir einphasige laminare Stromung mit einer Reynolds-Zahl Re < 2300 wird mit einer konstanten Nusselt-
Zahl gerechnet (siehe u.a. [3]):
Nu =3,6568 (2.37)
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2. Grundlagen

Im Reynolds-Zahlenbereich von 2300 bis 5 - 10° berechnet sich die Nusselt-Zahl nach Gnielinski:

_ (£/8) (Re—1000) Pr
12,7 &8 (PR )

Die Wirmeiibergangskorrelation nach Dittus-Bolter ist fiir turbulente Stromungen mit hoheren Reynolds-

(2.38)

Zahlen giiltig:
Nu = 0,023Re* P!/ (2.39)

In Gleichung bezeichnet & den Widerstandsbeiwert der Stromung:

1

s (0,791nRe — 1,64)°

(2.40)

Bei Zweiphasenstromung muss zwischen Kondensation und Verdampfen unterschieden werden. Bei den in
TIL implementierten Korrelationen fiir den Wirmeiibergang bei Verdampfen wird wiederum zwischen zwei
Modellen in Abhingigkeit von der Froude-Zahl der Stromung unterschieden. Die Froude-Zahl beschreibt
das Verhiltnis der Trigheitskrifte zu den Schwerkréften im Fluid:

w

V glchar

Hierbei bezeichnen w die Stromungsgeschwindigkeit, g die Erdbeschleunigung und /., die charakteris-

Fr=

2.41)

tische Lange, die im Fall der Rohrstromung dem Innendurchmesser d; entspricht. Fiir eine Froude-Zahl
Fr < 0,04 wird das Modell nach Shah [[77]] verwendet, fiir hohere Froude-Zahlen erfolgt die Berechnung
nach dem Modell von Chen [19]. Beiden Modellen liegt eine Aufteilung des Wirmeiibergangskoeffizienten
in einen konvektiven Anteil und einen auf die Blasenbildung zuriickzufiihrenden Anteil zu Grunde.

Der Wirmeiibergang bei Kondensation in Rohrleitungen wird iiber die Korrelation von Shah [[78] be-
schrieben, die fiir turbulente Filmkondensation giiltig ist. Die Korrelationen sind detailliert im Anhang auf-
gefiihrt.

Bei der Simulation wird automatisch in Abhéingigkeit vom Dampfgehalt und von der Richtung des Wiir-
mestroms die geeignete Korrelation ausgewihlt und beim Wechsel der Korrelation durch entsprechende
Numerik-Algorithmen evtl. auftretende Spriinge geglittet (siehe [73]]).

2.3.3. Korrelationen fiir den Warmeubergang in Plattenwarmeubertragern

Die Auslegung und Simulation des Plattenwirmeiibertragers erfolgt unter Verwendung der im VDI-Wirme-
atlas, Abschnitt Mm [88]] vorgestellten Berechnungsmethode. Hierbei wird zur Berechnung der Nusselt-Zahl
eine modifizierte Lévéque-Gleichung empfohlen:

)0,374

1/6
Nu=0,122.Pr'/3 <;‘> (ERe?sin (2B) (2.42)
1%

In dieser Korrelation findet das Verhiltnis der Viskositédt des Fluides in der Stromung u zur Viskositét des

Fluides an der Wand uy Beachtung, auBerdem wird der Einfluss des Pragungswinkels 8 beriicksichtigt.
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2.3. Wirmeiibertragung

Die Reynolds-Zahl wird mit dem hydraulischen Durchmesser dj,q als charakteristische Ldnge und der Stro-

mungsgeschwindigkeit w berechnet.

4.3
dya = - (2.43)
m
S 2.44
" 2p -a- Bp ( )

Darin stellt p die Dichte des Fluids, @ die Amplitude der wellenférmigen Platten und Bp deren Breite
dar. Der FliachenvergroBBerungstaktor @ beriicksichtigt die in der Wellung begriindete Vergroerung der

Ubertragungsfliche und berechnet sich fiir sinusférmige Wellen nach:

2
@(Z)zé<l+\/1+22+4\/1+zz> (2.45)

2-ma
A

A beschreibt dabei die Wellenldnge. Die Warmetibertragungsflache Ap berechnet sich dementsprechend aus

mit der Wellenzahl Z
Z =

(2.46)

dem Produkt von Plattenlénge /p und -breite bp und dem Flachenvergroflerungsfaktor sowie der Anzahl der

Platten zp abziiglich der beiden dufleren Platten:
Ap:q)-lp-Bp-(Zp—Z) (247)

Die Berechnung des Druckverlustbeiwertes & in Gleichung ist abhdngig vom Priagungswinkel 8 und
in Kapitel 2.4.3] aufgefiihrt.

Die Wirmeiibergangskoeffizienten werden mit der Nusselt-Zahl nach Gl. 2.42] und dem hydraulischen
Durchmesser nach Gl. 2.43] iiber die Beziehung nach GI. 2.34] berechnet. Der Wirmedurchgangskoeffizi-
ent bezogen auf die Ubertragerfliiche berechnet sich dann mit

1 I by 1

L A 2.48

k (041 + AW + (0%) ( )
Hierbei stehen by, fiir die Plattendicke, Ay fiir den Wirmeleitungskoeffizient des Plattenmaterials und o

bzw. a fiir die Warmetiibergangskoeffizienten der beiden Fluide.

2.3.4. Korrelationen fiir die Kondensation im Luftkihler

Die Kondensation des organischen Fluides erfolgt in waagrechten bzw. leicht geneigten Rohren, die senk-
recht von Kiihlluft umstromt werden. Es handelt sich somit beim Kondensator um einen Kreuzstromwir-
meiibertrager. Zur Berechnung des Wiarmeiibergangs auf der ORC-Seite wihrend der Simulation und zur
Auslegung des Kondensators werden die Korrelationen aus dem VDI-Wérmeatlas, Abschnitt Ja [88] ange-
wendet, die fiir die Filmkondensation reiner Dampfe gelten. Diese Korrelationen sind nicht Teil der TIL-
Bibliothek, konnten aber aufgrund des modularen Konzeptes in die bestehenden Modelle implementiert
werden.

Die Nusselt-Zahl berechnet sich demnach aus einem laminaren und einem turbulenten Anteil, die tiber-

lagert werden. Der laminare Anteil Nuy,, ergibt sich aus der Nusselt-Korrelation fiir den glatten Film nach
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2. Grundlagen

Nusselt [66] fiir Reynolds-Zahlen der Fliissigphase Re; unter 400, die um einen Korrekturfaktor K., zur

Beriicksichtung der Welligkeit der Stromung erweitert wird:

1—py 1/3
Nitam = 0,693 - <1fef/pf> Kol (2.49)
In dieser Gleichung bezeichnen p; und p; die Dichten der Fliissig- bzw. Dampfphase. Fiir den Korrektur-
faktor K.y gilt:

1 fiir Rey < 1
Kyel1 = 0.0 (2.50)
Ref’ fiir Rey > 1

Fiir den turbulenten Anteil Nu, bei Reynolds-Zahlen der Fliissigphase Re; > 400 lautet der Ansatz fiir die
Nusselt-Zahl mit der Prandtl-Zahl der Fliissigphase Pr:

0,0283-Re/** - pry/”
Nu, = oY 2.51)

78
1 +9,66~Ref -Pry

Die Reynolds-Zahl der Fliissigphase Re ergibt sich in Abhingigkeit des Dampfgehaltes x bei dem Innen-

durchmesser d; aus:

(1 —
Rey = "ML= (2.52)
iy
Die Reynolds-Zahl der Dampfphase Re; berechnet sich entsprechend iiber:
4rix
Re,; = (2.53)
T mdig

Fiir andere Fluide als Wasser bzw. Wasserdampf miissen zudem Korrekturfaktoren verwendet werden, die
die abweichenden Stoffeigenschaften und damit die unterschiedliche Interaktion zwischen Kondensatfilm
und Dampfstromung in Form von unterschiedlichen Schubspannungen beriicksichtigen. Fiir den laminaren

Anteil berechnet sich der Korrekturfaktor K, iiber:

Td

Kigy = 1+ (Pr0’56 - 1) tanh (2.54)
Fiir den turbulenten Anteil K, gilt:
Tq
K =1+ <Pr0’08 . 1) tanh (2.55)
' f prgbs

Die darin enthaltene Schubspannung 7; berechnet sich aus der Stromungsgeschwindigkeit des Dampfanteils
wy nach:
&

= @:56)

Der Widerstandsbeiwert &, ist abhingig vom Widerstandsbeiwert des glatten Rohres &, und einem Stro-

mungsparameter F.
& =E,(1+850F) (2.57)

26



2.3. Wirmeiibertragung

Diese berechnen sich folgendermaf3en:

£, =0,184Re,*? (2.58)
05 . 0,9
o max <(2Ref) ;0,132Re; ) U [pa 25
= 55 A (2.59)
Re Ha Py

Die Stromungsgeschwindigkeit des Dampfes w, berechnet sich iiber den Massenstrom 7z, den Dampfgehalt
x, der Dichte p; und den Stromungsquerschnitt. Dieser ergibt sich aus dem Rohrdurchmesser d und der
Filmdicke des Kondensatfilms J;.

4mx
= - 2.60
d pdﬂ(d—25f)2 ( )
Die Filmdicke 0y ist abhingig vom volumetrischen Dampfgehalt € und dem Rohrdurchmesser d;:
l1—-¢
Of = ——d; (2.61)
4
Der volumetrische Dampfgehalt € ldsst sich als Funktion des Stromungsparameters F beschreiben:
1
e=1-—7F- (2.62)
1+ gasr
Die Nusselt-Zahl ergibt sich schlieBlich aus einer quadratischen Uberlagerung:
Nu = \/ (KiamNtiam)* + (KN )* (2.63)

Damit berechnet sich der Wirmeiibergangskoeffizient o mit dem Wérmeleitkoeffizienten A des Fluids

nach: K Nl
o — SwlVUAR (2.64)
lchar
mit der charakteristischen Linge:
o\ 1/3
lehar = <> (2.65)
8

In Gleichung[2.64ist ein weiterer Korrekturfaktor enthalten. Der Faktor K, beachtet den Einfluss der Schub-

spannung auf den Wirmeiibergang und berechnet sich aus einer Kréftebilanz nach:

1/3
Td
K, = 2.66

<Pfg5f> (260

Der luftseitige Wirmeiibergang wird in TIL mit der von Haaf vorgeschlagenen Korrelation berechnet [37]].
Hierbei wird von einem querangestromten Rohrbiindel mit versetzt angeordneten Rohren ausgegangen, bei
dem die Warmeiibertragungsflache mit Hilfe von Lamellen vergroBert ist. Der Warmeiibergangskoeffizient

bezogen auf die gesamte Oberfliche wird als scheinbarer Wirmeiibergangskoeffizient o, bezeichnet, der
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2. Grundlagen

sich aus dem iiber die Lamellen bzw. Rippen und Grundrohre als konstant angenommenen Wéarmeiiber-

gangskoeffizienten ag; und dem Rippenwirkungsgrad ng; berechnet:

(2.67)

Ag Apgi
Ay

Olsch = OR; < + nRiTa

In dieser Gleichung bezeichnet A, die gesamte Wirmeiibertragungsfliche, Ag die Glattrohroberfldche ab-
ziiglich der durch die Rippen belegten Fliche und Ag; die Rippenoberflache. Diese Oberflichen berechnen

sich nach den folgenden Formeln:

d, L
A, = 2uqu1 +md, | bri — ugi — — — 242 (2.68)
2 )| bgi
URi
Ag = 7d, (1 - ) lz42) (2.09)
Dri
_ T2\ L
Api = (2uqn . a?) 2 (2.70)

In diesen Gleichungen bezeichnet u; den Abstand der Rohrreihen, u, den Abstand der Rohre in einer Reihe,
74 die Anzahl der Rohrreihen, z; die Rohranzahl pro Reihe und d, den Auendurchmesser des Glattrohres.
Die Geometrie der Rippen ist liber bg; fiir die Rippendicke und ug; fiir den Abstand der Rippen zueinander
festgelegt.

Der Rippenwirkungsgrad ist definiert als das Verhiltnis der treibenden Temperaturdifferenz an den La-
mellen zur Temperaturdifferenz zwischen Rohrwand und Stréomung. Da diese Temperaturen in der Regel

nicht bekannt sind, wird er tiber die Hilfsgroe X ermittelt:

tanh X
X

da ZOCR,'
X =v— 2.72
) V Aritgi (272)

Hierbei kennzeichnet Ag; den Wirmeleitungskoeffizienten des Rippenmaterials. Das Produkt yd—z" kann als

Nri = 2.71)

Fiir die GroBe X gilt:

gewichtete wirksame Rippenhohe betrachtet werden, das die Art der Rippe beriicksichtigt. Fiir Lamellen bei

versetzten Rohren, also Sechseck-Rippen, gilt:

0,5
y=1,27"% (”“—0,3> 2.73)
dy \uy

Die GroBe u, kennzeichnet den Abstand nebeneinanderliegender Rohre verschiedener Rohrreihen. Die cha-
rakteristische Linge zur Berechnung der Reynolds-Zahl nach GI.[2.35|und zur Berechnung des Wirmeiiber-
gangskoeffizienten nach Gl. 2.34] wird aus dem Quotient des vierfachen Hohlraumvolumens V¥ und der

Oberfliche A, berechnet. Sie wird in diesem Fall als dquivalenter Durchmesser d,;. bezeichnet.

4V

dae Aa

(2.74)
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2.4. Druckverlust

Darin bezeichnet W den Hohlraumanteil des Warmeiibertragers:

Tzl_@_ﬂdg(bm—um)

2.75
bR,' 4uqu1le’ ( )

Die Stromungsgeschwindigkeit w,, ergibt sich daraus als Quotient der freien Anstromgeschwindigkeit wq

zum Hohlraumanteil ¥:
wo

Wi = g
Die von Haaf vorgeschlagene Korrelation, die auf einer Ausgleichskurve verschiedener experimenteller
Daten beruht, lautet:

(2.76)

FIANE
Nu = 0,31Re"0% pyl/3 <> (2.77)
u

Der Wirmedurchgangskoeffizient k fiir den gesamten Luftkiihler kann dann bezogen auf die duBere Uber-

tragungsfliche A, berechnet werden:

1 1 A, (1 d,—d;
1 Ad (1 2.78
k Qe * A; <05i * 21 ) (278)

2.4. Druckverlust

2.4.1. Allgemein

In den Rohrleitungs- und Warmeiibertragermodellen in TIL stehen verschiedene Modellierungen des Druck-
verlustes zur Auswahl. Zudem besteht die Moglichkeit, weitere Druckverlustkorrelationen bei Bedarf ein-
zubinden. Die allgemeine Bestimmung des Druckverlustes, die allen Korrelationen zugrunde liegt, die in

dieser Arbeit verwendet wurden, lautet nach [88]]:
Ap = &;%wz (2.79)

In dieser Gleichung wird mit & der Druckverlustbeiwert bezeichnet. Der Faktor a ist von der Stromungsform
abhingig. Im Folgenden werden fiir die auftretenden Druckverluste die angewendeten Korrelationen fiir den

Druckverlustbeiwert und die Definition des Formfaktors aufgefiihrt.

2.4.2. Druckverlust in Rohrleitungen

Bei der Durchstromung eines kreisférmigen Rohres berechnet sich der Formfaktor a aus der Linge des

Rohres / und dem Innendurchmesser d;:
l

=— 2.80

a= (2.80)

Zur Bestimmung des Druckverlustbeiwertes muss zwischen laminarer und turbulenter Stromung unterschie-
den werde. Im Bereich laminarer Stromung, die bei Reynolds-Zahlen unter 2300 vorliegt, gilt in guter N&-

herung das Hagen-Poiseuillesche-Gesetz, aus dem folgt:

_&
" Re

¢ (2.81)
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2. Grundlagen

Ab einer Reynolds-Zahl von 2300 liegt eine turbulente Stromung vor, bei der die Wandrauhigkeit einen
groBeren Einfluss auf den Druckverlust hat. In TIL ist fiir diese Stromungsform die Korrelation nach Kona-
kov [51]] implementiert, die den Druckverlust bei der Durchstromung glatter Rohre im Reynolds-Zahlenbereich

2300 < Re < 107 beschreibt: |

(1,8logRe —1,5)*

¢ = (2.82)

Diese Korrelation gilt sowohl fiir einphasige Fliissigkeits- als auch einphasige Dampfstromungen.

2.4.3. Druckverlust im Plattenwarmetbertrager

Wie bereits in Kapitel 2.3.3] erwihnt, ist der Druckverlust in Plattenwérmeiibertragern abhéngig vom Pri-
gungswinkel f3, der die Verdrehung der Platten zur Hauptstromungsrichtung beschreibt. Im Bereich von
0° < B <90° gilt nach [88]] fiir den Druckverlustbeiwert:

1 cos 3 1 —cosp
VE B /0,18tan B +0,36sin 8 + &/ cos B * VE

Die darin enthaltenen Konstanten sind empirische Faktoren, die auf Druckverlustmessungen an verschiede-

(2.83)

nen Plattenwiérmeiibertragern beruhen. In Gleichung [2.83|gehen zudem die Druckverlustbeiwerte &y und &;
der beiden Grenzfille B = 0° und B = 90° ein. In beiden Fillen wird zwischen laminarer und turbulenter
Stromung unterschieden, der Grenzwert der Reynolds-Zahl fiir den Ubergang von laminar zu turbulent wird

hierbei mit 2000 festgelegt. Fiir die glatte Langsstromung mit f = 0° gilt:

64/Re fiir Re < 2000 (laminar)
o= . (2.84)
(1,81gRe —1,5) fiir Re > 2000 (turbulent)

Hierbei ist zu erwéhnen, dass die Konstante im laminaren Fall eine Ndherung darstellt, die auf der Ahnlich-
keit zu einer kreisformigen Rohrstromung beruht. Fiir den anderen Grenzfall spricht man von einer welligen
Lingsstromung. Hierbei muss die Phasenverschiebung der Wellen zueinander beachtet werden. Bei um 180°
phasenverschobenen Platten ist keine Durchstromung moglich und der Druckverlustbeiwert unendlich grof3.

Bei Platten mit einem Wellenmuster in Phase gilt:

597/Re+3,85 fiir Re < 2000 (laminar)
o= (2.85)
39/Re%? fiir Re > 2000 (turbulent)

Fiir die gekreuzten Platten wird dieser Wert mit einem empirischen Faktor multipliziert:

&1 =3,8810 (2.86)

Der Formfaktor a berechnet sich fiir den Plattenwirmeiibertrager aus dem hydraulischen Durchmesser dj,y4
nach Gleichung[2.:43|und der Plattenléinge [p:

=4 (2.87)

a
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2.4. Druckverlust

2.4.4. Druckverlust bei der Kondensation

Die Bestimmung des Druckverlustes wihrend der Kondensation in waagrechten Rohren erfolgt iiber die
von Friedel vorgeschlagene Korrelation [31]], [32]]. Hierbei wird der Druckverlust der reinen Fliissigkeits-
stromung Apr mit einem Zweiphasenmultiplikator CD%O multipliziert, der die Verteilung von Gas- und Fliis-

sigphase beriicksichtigt. Apy wird hierbei mittels der in Kapitel @ vorgestellten Konakov-Korrelation

berechnet.
Ap =®; Aps (2.88)
Fiir den Zweiphasenmultiplikator <I>,%0 gilt:
Py 0,8 n 0,22 n 0,89
‘I’%o —D+ 3’43x0,685(1 _x)0,24 <f> <d> <1 _ d> Fr;07°47We*0’0334 (2.89)
Pa Ny Ny
Darin ist x der Dampfgehalt und D:
D=(1—-x)>+x (pfg"> (2.90)
Pass

Die Faktoren &; und &; werden analog zu den Druckverlustbeiwerten in Abhingigkeit der Reynolds-Zahl
gebildet. Fiir Reynolds-Zahlen Re < 1055 gilt:

64

. 291
ra Rerq (2.91)

)

Im Bereich von Reynolds-Zahlen Re > 1055 berechnen sich f; und f; iiber:

Ref_’d -2

1,964InRe 4 —3,8215

&ra=10,868591n (2.92)
Die in diesen Gleichungen enthalten Reynolds-Zahlen miissen jeweils mit den vom Dampfgehalt abhingi-
gen Massenstromen der Fliissig- und der Gasphase 71y bzw. r; gebildet werden.

In Gleichung [2.89] gehen zudem die Froude-Zahl Fr der Fliissigphase sowie die Weber-Zahl We ein, die

folgendermaflen definiert sind:

Wi
Frp=—71_ (2.93)
" Azgdp?
2
We= 14 (2.94)
Azpro

Hierbei kennzeichnen A, den Stromungsquerschnitt und o die Oberflichenspannung des Fluides. Diese
Korrelation ist nicht in TIL enthalten und wurde daher fiir die Simulation des Kondensators in das entspre-

chende Wirmeiibertragermodell implementiert.

Der Druckverlustbeiwert &; des Druckverlustes auf der Luftseite bei der senkrechten Umstrémung von
versetzt angeordneten, berippten Rohren wird mit der in TIL enthaltenen Korrelation nach Haaf be-
rechnet:

&L =10,5Re™ "3 (dye Juy)* (2.95)
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2. Grundlagen

Der Formfaktor a aus Gl.[2.79] berechnet sich fiir diese Stromungsform iiber den Abstand der Rohrreihen u;
und den nach Gl.[2.74] berechneten dquivalenten Durchmesser d:

a=— (2.96)

2.5. Eigenschaften feuchter Luft

Zur Berechnung der erforderlichen Wassermenge und der erreichbaren Abkiihlung beim Einspritzen von
Wasser in einem Hybridkiihler ist die Kenntnis der Eigenschaften von feuchter Luft notig. In diesem Kapitel

werden die fiir die erwdhnte Anwendung relevanten Gréen und Zusammenhénge erldutert.

Feuchte Luft kann in guter Ndherung als ein Gemisch aus dem idealen Gas Luft, bestehend aus Stickstoff,
Sauerstoff und anderen Gasen, und Wasserdampf betrachtet werden. Aufgrund der geringen Partialdriicke
des Wasserdampfes kann dieser ebenfalls als ideales Gas betrachtet werden [53]]. Abhiingig von der Tem-
peratur (und in geringem Mafle vom Druck) des Gemisches kann eine bestimmte Menge an Wasserdampf
in der Luft gelost werden, bis der Sattigungszustand erreicht ist. Zur Bestimmung des Wasseranteils in der
Luft dienen die absolute und die relative Feuchte. Erstere ist definiert als die Masse des Wasserdampfes m,, 4

bezogen auf das Volumen der feuchten Luft V; und wird auch als Partialdichte p; bezeichnet [4]:

my, d

Ve (2.97)

PL=
Die relative Feuchte ¢y ist festgelegt als das Verhiltnis der absoluten Feuchte zur maximal mdglichen abso-

luten Feuchte py g4, die bei vollstidndiger Séttigung der Luft mit Wasserdampf vorliegt.

o= - (2.98)

pL,sat

Die Enthalpie der feuchten Luft /;, setzt sich additiv aus den Massenstromen und Enthalpien der trockenen

Luft mi1y 4 bzw. hy ;- und des Wasserdampfes iy, 4 bzw. h,, zusammen:

o mL,tr
m

My d
m

hi, hp o+ hy, (2.99)

Wird in einen Luftstrom ungesittigter Luft Wasser in Form von feinen Tropfchen eingespritzt, verduns-
ten diese und I6sen sich in der Luft auf. Dadurch sinkt die Temperatur der Luft, da die Energie, die zum
Verdunsten des Wasser benétigt wird, der Luft entzogen wird. Gleichzeitig steigt die relative Feuchte des
Luftstroms.

Die Berechnung dieser Zustandsidnderung, die als isobar angenommen wird, kann iiber eine Energie- und
Massenbilanz erfolgen. Aufgrund des vorliegenden Gemisches ist eine Massenbilanz fiir das Gemisch sowie

eine weitere Bilanz fiir den Wasseranteil erforderlich:
mL,aus = mL,ein + mw,ein (2100)

Cw,ausmL,aus = Cw,einmL,ein + mw,ein (2101)
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2.5. Eigenschaften feuchter Luft

In dieser Gleichung bezeichnen i, und {,, 4,5 die Massenanteile des in der Luft gelosten Wasserdampfes
jeweils bezogen auf die gesamte Masse der feuchten Luft. Da es sich um eine isenthalpe Zustandsdnderung

handelt lautet die Energiebilanz:
hL.,ausn-’lL,aus - hL,einmL,ein + hw,fmw,ein (2102)

Die Enthalpie des Wassers h,, s berechnet sich aus der Enthalpie des in der Luft gelosten Wasserdampfes
hy, 4 abziiglich der Verdampfungsenthalpie 4, :

hy. = hy.q — Ah, (2.103)

Die sich bei Sittigung der Luft (¢ = 100%) einstellende Temperatur wird als Kiihlgrenztemperatur bezeich-

net. Eine Abkiihlung unter die Kiihlgrenztemperatur ist durch Einspritzen von Wasser nicht moglich.
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3. Stationare thermodynamische Auslegung

Gemi dem in Kapitel [I.2] beschriebenen Vorgehen beinhaltet dieses Kapitel die stationdre Auslegung
des ORC-Prozesses des Kraftwerktechnikums MoNiKa (Modularer Niedertemperaturkreis Karlsruhe). Zu-
nichst wird in diesem Zusammenhang das hierfiir entwickelte Simulationsprogramm GESI (Geothermal
Simulation) beschrieben, bevor auf die durchgefiihrten Simulationsrechnungen und das Ergebnis der Aus-

legung eingegangen wird.

3.1. GESI - Geothermal Simulation

Das Simulationsprogramm Geothermal Simulation (kurz GESI) ist ein in Matlab® [59] entwickelter Co-
de zur stationdren, null-dimensionalen Berechnung von Organic Rankine Kreisprozessen (ORC), deren
Wirmequelle heiles (Thermal-)Wasser ist. Es handelt sich hierbei um eine Weiterentwicklung der in Vet-
ter2011 [89] beschriebenen Routinen in MS Excel mit Visual Basic for Applications (VBA). Im Folgenden
werden die Funktionen, der Aufbau und die einzelnen Module des Programms beschrieben. Der vollstindige

Programmcode ist im Detail Vetter2014 [90] zu entnehmen.

3.1.1. Genereller Aufbau

Ziel bei der Entwicklung von GESI war es, ein einfaches und allgemein gehaltenes Simulationswerkszeug
fiir eine erste stationdre Auslegung von geothermisch beheizten ORC-Prozessen unter gegebenen Rand-
bedingungen bereitzustellen. Es ermoglicht die Wahl des geeigneten Arbeitsmittels und die Berechnung
der optimalen Betriebsparameter bei Volllast und bietet Hilfestellung bei der Anlagenkonfiguration (z.B.
Einsatz eines Rekuperators). Die Berechnung der erforderlichen Stoffeigenschaften des Arbeitsmittels und
des (Thermal-)Wassers erfolgen iiber eine Einbindung der REFPROP-Fluiddaten des National Institute of
Standards and Technology (NIST) [65]. Die REFPROP-Datenbank beinhaltet eine Vielzahl an Gasen und
Fluiden, darunter Wasser, Luft, Kohlenwasserstoffe und natiirliche Kiltemittel (z.B. CO5), deren Stoffdaten
iber Zustandsgleichungen, die je Fluid in Dynamic Link Libraries (DLL) vorliegen, berechnet werden kon-
nen. Die Einbindung in Matlab® erfolgt iiber die Funktion refpropm.m, die von NIST zur Verfiigung gestellt
wird. Die Berechnung der Stoffdaten eines Zustandes, der durch die Angabe von zwei unabhiingigen ther-

modynamischen Groflen definiert ist, erfolgt mittels folgendem Funktionsaufruf:
Ergebnis=refpropm(Stoffwertkiirzel, GroBel, Wertl, GroBe2, Wert2, Fluid)

Hierbei sind die Grifiel und die Grifse2 die beiden bekannten und den Zustand bestimmenden Grofen
mit ihren Werten Wert! und Wert2. Der in REFPROP hinterlegte Name des Stoffes ist an Stelle von Fluid
einzusetzen. Die zu berechnenden Stoffwerte werden mit einem Kiirzel (z.B. H fiir die spez. Enthalpie) an
Stelle von Stoffwertkiirzel angegeben. Es konnen mit einem Funktionsaufruf mehrere Stoffwerte eines Zu-

standes berechnet werden, die dann als Matrix in Ergebnis ausgegeben werden.
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§5 _
I
e

s £ Organic Rankine ORC mit Leistungsverlauf Colormap ORC

g % Cycle I Rekuperator I ORC I

Leistung

Schleifen zur automatisierten Parametervariation

rankinereg

Haupt-
berechnungsmodule

Berechnung von ORC- Prozessen mit und ohne Regenerator

TeiIIastreg - Berechnung von Teillastzustanden

heblackbox condenserblackbox recblackbox
Iterative Berechnung der Iterative Berechnung der Iterative Berechnung der
Ein- und Ein- und Ein- und

Austrittstemperaturen sowie Austrittstemperaturen sowie Austrittstemperaturen sowie
der Temperaturverldufe im der Temperaturverldufe im der Temperaturverlaufe im
Warmedubertrager Kondensator Rekuperator

Subroutinen

Abb. 3.1.: Schematischer Aufbau des Simulationsprogramms Geothermal Simulation (GESI)

Der modulare Aufbau von GESI ist schematisch in Bild[3.T|dargestellt. Bei Programmaufruf kann der Benut-
zer vom Hauptfenster aus die verschiedenen Unterprogramme starten. Die Module Organic Rankine Cycle,
ORC mit Rekuperator, Leistungsverlauf sowie Colormap sind Graphical User Interfaces (GUIs) und die-
nen der Dateneingabe (u.a. Randbedingungen) und der Ergebnisausgabe. Hiervon werden die eigentlichen
Berechnungsroutinen aufgerufen. Die GUIs Leistungsverlauf und Colormap rufen das Modul Leistung auf.
Dort werden Eingabeparameter unter gegebenen Grenzen variiert und an die Hauptberechnungsroutine ran-
kinereg, die von den beiden anderen GUIs direkt aufgerufen wird, weitergegeben. Von rankinereg werden
wiederum weitere Subroutinen aufgerufen.

GESI bietet zudem die Moglichkeit, zu einem gegebenen Volllastpunkt stationdre Teillastzustinde zu
berechnen. Hierzu stehen analog zu den Volllast-GUI’s Teillast-Programme zur Verfiigung, die die Haupt-
berechnungsroutine Teillastreg aufrufen. Teillastreg ruft wiederum dieselben Subroutinen wie rankinereg
auf. Die Teillastfunktionen sind in Kapitel [3.1.4] ausfiihrlicher beschrieben.

3.1.2. Module
GUI Organic Rankine Cycle

Das GUI Organic Rankine Cycle ermoglicht die Berechnung von sowohl unter- als auch iiberkritischen
Rankine-Kreisprozessen ohne internen Wirmeiibertrager. Hierzu muss zunichst ein Arbeitsmittel fiir den
ORC aus der Liste der REFPROP-Fluide ausgewihlt werden. Im GUI wird dann das Zweiphasengebiet im
T-s-Diagramm sowie Druck und Temperatur am kritischen Punkt angezeigt. Dies kann eine Hilfestellung
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3.1. GESI - Geothermal Simulation

bei der Wahl der Frischdampfparameter sein. Zur Festlegung der Randbedingungen und Prozessparameter
stehen dem Benutzer verschiedene Optionen zur Auswahl. Das untere Druckniveau des Prozesses wird tiber
die Kondensationstemperatur festgelegt. Am Pumpeneintritt liegt gesittigte Fliissigkeit bei dieser Tempe-
ratur vor. Zur Definition des Frischdampfzustandes am Turbineneintritt kann zwischen folgenden Angaben

ausgewihlt werden:
* Druck und Temperatur am Turbineneintritt
* Druck und gesittigter Dampf am Turbineneintritt
e Temperatur und gesittigter Dampf am Turbineneintritt
e Druck am Turbineneintritt und Dampfgehalt am Turbinenaustritt
e Temperatur am Turbineneintritt und Dampfgehalt am Turbinenaustritt

Zusitzlich ist die Angabe der isentropen Wirkungsgrade von Pumpe und Turbine und den Druckverlusten
im Wirmeiibertrager und Kondensator als weitere Randbedingung erforderlich. Diese Werte miissen vom
Benutzer abgeschitzt werden. Mit diesen Informationen konnen die Zustdnde an den charakteristischen
Punkten des Prozesses berechnet werden (vgl. Kapitel [2.1).

Im Thermalwasserkreis kann neben der Angabe von Eintrittstemperatur und -druck in den Wirmeiibertra-
ger zwischen Festlegung von Massenstrom oder Wirmeeintrag in den ORC-Kreis gewihlt werden. Optio-
nal kann eine minimal zuldssige Riicklauftemperatur festgesetzt werden. Auf der Kiihlseite kann zwischen
Wasser- und Luftkiihlung ausgewihlt werden. Neben der Angabe von Druck und Temperatur am Konden-
satoreintritt, die in beiden Fillen erforderlich ist, wird bei der Luftkiihlung die relative Luftfeuchte benétigt.
Zur Berechnung der unbekannten Ein- oder Austrittstemperaturen sowie der Massenstrome im Wirmeiiber-
trager und Kondensator ist zudem jeweils die Angabe einer minimalen Temperaturdifferenz (Gradigkeit)
erforderlich.

Das Ergebnis der Berechnung wird an das GUI zuriickgegeben und angezeigt. Der Prozess wird im
T-s-Diagramm dargestellt und die Stoffwerte Temperatur, Druck, Enthalpie, Entropie, Dichte und Dampf-
gehalt an den charakteristischen Punkten tabellarisch angegeben. Des Weiteren werden die Brutto- und
Netto-Leistung, der thermische Wirkungsgrad, der ORC-Massenstrom, die Riicklauftemperatur des Ther-
malwassers, die zu- und abgefiihrte Warme, die Austrittstemperatur und der Massenstrom des Kiihlmediums
angezeigt. Bei Aktivierung der Option ,Bilder wird der Prozess im T-s-Diagramm und im h-s-Diagramm
sowie die Temperaturverldufe im Wirmeiibertrager und Kondensator in separaten Fenstern dargestellt. Eine

Zusammenfassung des Ergebnisses kann zudem automatisiert nach MS Excel exportiert werden.

GUI ORC mit Rekuperator

Unter- und iiberkritische Rankine-Kreisprozesse mit internem Wirmeiibertrager konnen mit dem GUI ORC
mit Rekuperator berechnet werden. Aufbau und Funktionen unterscheiden sich vom GUI Organic Rankine
Cycle hierbei in wenigen Punkten. Bei der Definition des Frischdampfzustandes stehen die beiden Optio-
nen der Festlegung des Dampfgehaltes nach der Turbine nicht zur Wahl. Bei Entspannung auf gesittigten
Dampf oder ins Zweiphasengebiet liegt am Turbinenaustritt in der Regel eine niedrigere Temperatur als am

Pumpenaustritt vor, so dass eine interne Wirmeiibertragung nicht moglich ist.
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3. Stationdre thermodynamische Auslegung

Fiir die Berechnung der Zustinde am Ein- und Austritt des Rekuperators miissen wie beim Warmeiiber-
trager und beim Kondensator eine minimal zuldssige Temperaturdifferenz und der Druckverlust angegeben
werden. Die Druckverluste werden hierbei auf heiler und kalter Seite als gleich angenommen.

Die Ergebnisausgabe beinhaltet zusitzlich zu den Ergebnissen des Organic Rankine Cycle-Moduls die in-
tern iibertragene Wirme sowie die Temperaturdifferenzen am Ein- und Austritt des Rekuperators. Aulerdem
werden der thermische Wirkungsgrad des Prozesses mit und ohne Rekuperator angezeigt. Bei Aktivierung
der Option ,Bilder* werden zusitzlich die Temperaturverldufe im Rekuperator in einer separaten Abbildung

ausgegeben.

Das Hauptberechnungsmodul rankinereg

Das Hauptberechnungsmodul rankinereg berechnet, je nachdem von welchem GUI es aufgerufen wird,
einen ORC mit oder ohne Rekuperator unter den Randbedingungen, die im GUI angegeben werden. Zu-
nichst werden die charakteristischen Zustidnde des Prozesses unabhingig vom Massenstrom berechnet. Die
Temperatur am Pumpeneintritt ist als Kondensationstemperatur vorgegeben. Mit der Annahme, dass eine
vollstindig kondensierte, gesittigte und nicht unterkiihlte Fliissigkeit vorliegt, ist dieser Zustand eindeutig
definiert. Der Druck nach der Pumpe entspricht dem Frischdampfdruck zuziiglich des Druckverlustes im
Wirmeiibertrager. Uber den Pumpenwirkungsgrad (Gl. kann die spez. Enthalpie am Pumpenaustritt
berechnet werden. Die hierzu benétigte Enthalpie bei isentropem Druckaufbau wird von REFPROP unter
Angabe des Druckes nach der Pumpe und der spez. Entropie berechnet. Letztere ist aufgrund der isentropen
Zustandsdnderung unverdndert zum Wert am Pumpeneintritt. Mit der spez. Enthalpie und dem Druck ist
der Zustand nach der Pumpe ebenfalls definiert. Der Frischdampfzustand vor der Turbine und nach dem
Wirmeiibertrager ist iiber die oben erwédhnten Auswahlmoglichkeiten festgelegt. Die Entspannung in der
Turbine erfolgt auf den Druck vor der Pumpe zuziiglich des Druckverlustes im Kondensator. Die Enthalpie
am Turbinenaustritt ergibt sich iiber den Turbinenwirkungsgrad (Gl. [2.3), der ebenfalls als Randbedingung
vorgegeben wird.

Im Fall der Festlegung des Frischdampfzustandes iiber Angabe des Dampfgehaltes am Turbinenaustritt
ist eine iterative Ermittlung des Zustandes erforderlich. Nur bei isentroper Entspannung kann der Zustand
am Turbineneintritt direkt aus dem Zustand am Turbinenaustritt berechnet werden, da an beiden Punkten
die gleiche Entropie vorliegt. Uber die Definition des Turbinenwirkungsgrades kann dann die Enthalpie
am Turbinenaustritt bei realer Entspannung ermittelt werden. Das Programm setzt daher den gewiinschten
Dampfgehalt zunéchst fiir den Zustand bei isentroper Entspannung fest und verringert diesen davon ausge-
hend schrittweise, bis sich bei realer Entspannung der festgesetzte Dampfgehalt mit einer Genauigkeit von
vier Nachkommastellen einstellt. Abbildung [3.2] zeigt beispielhaft drei Iterationsschritte im T-s-Diagramm
bei Vorgabe des Frischdampfdruckes und einem Dampfgehalt am Turbinenaustritt von 0,95.

Soll der berechnete Kreis einen Rekuperator beinhalten, iiberpriift das Programm nun, ob eine interne
Wirmeiibertragung moglich ist. Dies trifft zu, wenn die Temperatur am Turbinenaustritt groB3er als die Tem-
peratur am Pumpenaustritt zuziiglich der minimal zuldssigen Temperaturdifferenz im Rekuperator ist. Zur
Berechnung der Zustédnde auf heifler und kalter Seite am jeweiligen Austritt aus dem Rekuperator wird dann
die Subroutine recblackbox aufgerufen.

Der Massenstrom im ORC-Kreis ist abhiingig von den gewihlten Prozessparametern und dem Wirme-
eintrag im Wirmeiibertrager (siche GI.[2.2)). Dieser wiederum ist abhiingig von der Riicklauftemperatur des

Thermalwassers, die sich unter Einhaltung der angegebenen Gridigkeit einstellt. Die Riicklauftemperatur
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Abb. 3.2.: Tterative Ermittlung des Frischdampfzustandes bei Vorgabe des Dampfgehaltes am Turbinenaustritt

wird iterativ ermittelt. Hierzu wird von der Hauptroutine rankinereg die Subroutine heblackbox aufgerufen.
Im Anschluss konnen entsprechend die Austrittstemperatur und der erforderliche Massenstrom des Kiihl-

mediums in der Subroutine condenserblackbox ermittelt werden.

Die Subroutine heblackbox (Heat Exchanger Blackbox)

Die Subroutine heblackbox dient der Berechnung der unbekannten Grolen ORC-Massenstrom und Ther-
malwasserriicklauftemperatur in Gleichung 2.1]bzw. [2.2] sowie der Temperaturverldufe von Thermalwasser
und ORC-Arbeitsmittel in Abhingigkeit von der iibertragenen Warme. Der Warmeiibertrager wird dabei als
Gegenstromwédrmeiibertrager angenommen, es erfolgt jedoch keine Dimensionierung der Komponente. Bei
zwei unbekannten Groflen und einer Gleichung ist eine weiteren Bedingung zur Losung erforderlich. Dies ist
durch die Angabe der minimalen Temperaturdifferenz zwischen Thermalwasser und ORC-Arbeitsmittel ge-
wihrleistet. Die Abkiihlung des Thermalwassers wird mit einer gemittelten spez. Wirmekapazitit als linear
angenommen. In der Regel kann bei unterkritischen Prozessen die Vorwdrmung des ORC-Fluids ebenfalls
als linear angenommen werden. In diesem Fall tritt die minimale Temperaturdifferenz zu Beginn des Ver-
dampfens, also beim Eintritt ins Zweiphasengebiet auf, wie in Abbildung [3.3]a) beispielhaft dargestellt. Da
die spez. Enthalpie und die Temperatur am Eintritt ins Zweiphasengebiet bekannt sind, ist somit eine direkte
Berechnung von ORC-Massenstrom und Thermalwasser moglich.

Wird die Vorwdrmung jedoch nicht als linear angenommen, kann die minimale Temperaturdifferenz schon
vor Beginn des Verdampfens erreicht werden. Dies ist in Abbildung[3.3]b) dargestellt. Bei einer iiberkriti-
schen Aufwirmung des ORC-Fluids wie in Abbildung[3.3]c) zu sehen kann die Stelle der minimalen Tem-

peraturdifferenz ebenfalls nicht analytisch ermittelt werden. Daher werden in der Subroutine heblackbox

a) b) c)
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Abb. 3.3.: Unter- (a und b) und iiberkritische (c) Temperaturverldufe von ORC-Fluid und Thermalwasser in Abhén-
gigkeit von der iibertragenen Wirme, Auftreten der minimalen Temperaturdifferenz

39



3. Stationdre thermodynamische Auslegung

die Temperaturverldufe im Wirmeiibertrager sowohl fiir iiber- als auch fiir unterkritische Prozesse iterativ
ermittelt. Hierzu wird die Riicklauftemperatur des Thermalwassers Ty q,s variiert. Nach Uberpriifen der
Einhaltung der minimalen Temperaturdifferenz AT7,,;, am Eintritt des Thermalwassers in den Warmeiiber-
trager, wird als Startwert fiir die Riicklauftemperatur Ty, 4us,srar die Eintrittstemperatur des ORC-Fluids 73

zuziiglich der Gradigkeit AT,,,;, festgesetzt:
TWt.,aus,Start = T3+ ATin 3.1

Aus Gl. lasst sich nun die zugefiihrte Warme Q,, und damit aus Gl. @ der ORC-Massenstrom riprc
berechnen. Zur Uberpriifung, ob die minimale Temperaturdifferenz fiir diese Riicklauftemperatur des Ther-
malwassers an allen Stellen des Wirmeiibertragers eingehalten wird, werden nun die Temperaturverldaufe
in Abhédngigkeit von der iibertragenen Warme berechnet. Dies erfolgt, indem die spez. Enthalpie & des
ORC-Fluids in 200 Schritten vom Eintrittszustand zum Austrittszustand erhoht wird und fiir jeden Schritt
die iibertragene Wirme Q.,, die Temperatur des ORC-Fluids Tpgc und des Thermalwassers Tyy; berechnet
werden (siehe GI.[3.2]- Gl.[3.6). Der Druckverlust des ORC-Fluids Apogrc in Abhingigkeit der iibertrage-
nen Wirme wird als linear betrachtet (GI. 3.4). Der hierbei einflieBende Druckverlust iiber den gesamten

Wiirmeiibertrager Apy,; wird iiber die Eingabe im GUI vorgegeben.

AQ = rivorcAh (3.2)
) AC
hore (AQ) = hs + 22 (33)
MoRC
. AC
porc (AQ) = p3— prUQ.Q (3.4)
Tore (AQ) = f (h(AQ) ,p (AQ)) (3.5
) AC
Ty (AQ) = Tipraus + —2— (3.6)
Cp,WitMwi

Fiir jedes AQ wird iiberpriift, ob die minimale Temperaturdifferenz zwischen ORC-Fluid und Thermalwasser
eingehalten wird. Bei Unterschreiten dieser Temperaturdifferenz wird die Berechnung der Temperaturver-
laufe abgebrochen und eine hohere Riicklauftemperatur gewahlt. Dadurch stellen sich neue Werte fiir die
iibertragene Wirme und den ORC-Massenstrom ein, die wiederum die Temperaturverldufe im Wirmeiiber-
trager beeinflussen. Abbildung [3.4]zeigt exemplarisch drei Temperaturverliufe fiir verschiedene Riicklauf-
temperaturen. Frischdampfzustand, Thermalwassereintrittstemperatur und -massenstrom sind konstant, die
vorhergehenden Temperaturprofile sind zum Vergleich gestrichelt dargestellt.

Die Iteration der Riicklauftemperatur erfolgt nach dem Bisektionsverfahren, das heifit einer kontinuierli-
chen Halbierung des Startintervalls zwischen Ty ¢in und Ty, qus siare bis die niedrigste Riicklauftemperatur,
bei der die minimale Temperaturdifferenz eingehalten wird, auf drei Nachkommastellen bekannt ist (siche
z.B. Engeln-Miillges2005[28]]). Ist die Thermalwasserriicklauftemperatur durch die Aktivierung der entspre-

chenden Option im GUI auf einen bestimmten Minimalwert begrenzt, wird dieser als Startwert der Iteration
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Abb. 3.4.: Tterative Ermittlung der Thermalwasserriicklauftemperatur, Anderung der Temperaturprofile im Wirme-
iibertrager abhiingig von der Riicklauftemperatur des Thermalwassers

angesetzt. In diesem Fall wird die minimale Temperaturdifferenz unter Umstédnden hoher als der zulédssige
Grenzwert.
Die Subroutine gibt als Ergebnis die Temperaturverliufe, die iibertragene Wirme und den ORC-Massenstrom

an das Hauptprogramm rankinereg zuriick.

Die Subroutine condenserblackbox

Die Subroutine condenserblackbox berechnet nach dem gleichen Prinzip wie die Subroutine heblackbox
die Austrittstemperatur aus dem Kondensator und den Massenstrom des Kiithlmediums sowie die Tempe-
raturverldufe des Kiithlmediums und des ORC-Fluids in Abhéngigkeit von der iibertragenen Wirme. Der
Kondensator wird hierzu ebenfalls als Gegenstromwérmeiibertrager angenommen, ohne dass eine Dimen-
sionierung erfolgt. Je nach Zustand des ORC-Fluids am Kondensatoreintritt und der Temperaturabnahme
withrend der Kondensation aufgrund von Druckverlusten kann die minimale Temperaturdifferenz bei Be-
ginn der Kondensation, am Eintritt oder am Austritt des Kondensators auftreten. Daher wird ebenfalls nach
dem Bisektionsverfahren die Austrittstemperatur des Kithlmediums im Intervall zwischen der Eintrittstem-
peratur des Kithimediums und der Eintrittstemperatur des ORC-Fluids abziiglich der minimal zuldssigen
Temperaturdifferenz bis zu einer Genauigkeit von drei Nachkommastellen variiert.

Die Subroutine iibergibt als Ergebnis die Temperaturverldufe, die Austrittstemperatur und den Massen-

strom des Kiihlmediums an das Hauptberechnungsmodul.

Die Subroutine recblackbox (Rekuperator Blackbox)

Die Subroutine recblackbox berechnet die Temperaturverldufe des ORC-Fluids im Rekuperator in Abhin-
gigkeit von der spezifisch iibertragenen Warme ¢ ([kJ/kg]) im Gegenstrom. Neben den Eintrittszustdnden
auf heifer (nach der Turbine) und kalter Seite (nach der Speisepumpe) sind die Druckverluste, die auf beiden
Seiten als gleich angenommen werden, und die minimale Temperaturdifferenz bekannt. Die Austrittstem-
peratur auf kalter Seite wird zunéchst auf die Temperatur nach der Turbine abziiglich der Gradigkeit fest-
gesetzt. Bei vielen Prozessparametern ist damit bereits die minimale Temperaturdifferenz an allen Punkten
eingehalten. Ist dies nicht der Fall, ermittelt die Subroutine mit dem Bisektionsverfahren die hochstmogli-
che Austrittstemperatur auf kalter Seite. Im GUI ORC mit Rekuperator kann zudem als weitere Bedingung
die Option ,Maximale Wirmeiibertragung* aktiviert werden. Ist diese Option nicht aktiviert, ist keine be-

ginnende Kondensation auf heifler Seite und keine beginnende Verdampfung auf kalter Seite zugelassen
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und die iibertragene Wirme wird entsprechend begrenzt. Beide Phdnomene konnen theoretisch bei entspre-
chenden Randbedingungen, wie z.B. einem hohen Temperaturgleit wihrend der Kondensation aufgrund von
Druckverlusten, auftreten.

Die Subroutine iibergibt die berechneten Zustinde am Ein- und Austritt des Rekuperators an das Haupt-
berechnungsmodul, das nach Berechnung des ORC-Massenstroms die Temperaturverldufe in Abhingigkeit

von der iibertragenen Wirme und diese selbst berechnet.

3.1.3. Automatisierung

Zur Ermittlung der optimalen Betriebszustandes ist eine Variation der Frischdampfparameter erforderlich.

Zur Automatisierung dieser Variation stehen die GUIs Leistungsverlauf und Colormap zur Verfiigung.

GUI Leistungsverlauf

Uber das GUI Leistungsverlauf kann ein Frischdampfparameter variiert werden, wihrend der zweite Para-
meter genauso wie alle weiteren Einstellungen konstant gehalten wird. Es konnen Prozesse mit und ohne
Rekuperator berechnet werden, ebenso ist ein direkter Vergleich dieser beiden Konfigurationen moglich.
Dabei konnen die gleichen Frischdampfdefinitionen wie in den GUIs Organic Rankine Cycle und ORC
mit Rekuperator verwendet werden. Das GUI iibergibt das Variationsintervall und die Schrittweite an die
Zwischenroutine Leistung, die je Parametersatz die Hauptberechnungsroutine rankinereg aufruft und die
Ergebnisse in Matrizen abspeichert.

Im GUI werden die Werte des ORC-Massenstroms, der Riicklauftemperatur des Thermalwassers, die zu-
und abgefiihrte Warme, die Netto- und Brutto-Leistung, der thermische Wirkungsgrad sowie der Kiihlmit-
telmassenstrom in Abhéngigkeit des variierten Parameters dargestellt. Durch die Aktivierung der entspre-

chenden Option werden die Zahlenwerte automatisch in ein Excel-Datenblatt geschrieben.

GUI Colormap ORC

Das GUI Colormap ORC fiihrt eine systematische Berechnung aller Kombinationen von Frischdampfdruck
und -temperatur in einem gegebenen Bereich mit der gewiinschten Schrittweite durch. Diese Variation wird
ebenfalls in der Zwischenroutine Leistung durchgefiihrt. Bei unterkritischen Frischdampfdriicken und -tem-
peraturen, die unter der Verdampfungstemperatur liegen, erfolgt keine Berechnung. Ebenso muss ein zulis-
siger Dampfgehalt nach der Turbine festgelegt werden. Bei Frischdampfzustinden, die zu einer Entspan-
nung ins Zweiphasengebiet auf geringere Dampfgehalte fiihren wiirden, findet ebenfalls keine Berechnung
statt. Auch hier kann ausgewihlt werden, ob der Prozess mit oder ohne Rekuperator berechnet werden soll.

Als Ergebnis erstellt das Programm sogenannte Colormaps der charakteristischen Grofen. Netto- und
Bruttoleistung, thermischer Wirkungsgrad, zugefiihrte Warme, Riicklauftemperatur des Thermalwassers
und Massenstrom des ORC-Prozesses werden jeweils in Abhéingigkeit von Frischdampfdruck und Frisch-
dampftemperatur farblich dargestellt. Diese Flachendiagramme erméglichen es, die Abhéngigkeiten zwi-
schen den einzelnen Werten und den optimalen Betriebszustand gut zu erkennen. Im GUI werden zudem
die maximale Netto-Leistung und die maximale Brutto-Leistung mit den jeweiligen Frischdampfzustinden

angezeigt. Alle berechneten Werte konnen ebenfalls nach MS Excel exportiert werden.
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3.1.4. Teillast Unterprogramme

Uber die GUIs ORC Teillast, ORC mit Rekuperator Teillast, ORC Leistungsverlauf Teillast und ORC Color-
map Teillast konnen stationdre Teillastzustdnde, die sich aufgrund verdnderter Thermalwasserbedingungen
(Temperatur, Druck, Massenstrom) ergeben, berechnet werden. Voraussetzung hierfiir ist die Angabe eines
Auslegungspunktes bei Volllast, dessen Frischdampfzustand und Kondensationstemperatur konstant gehal-
ten werden. Im GUI ORC Leistungsverlauf Teillast konnen entweder die Thermalwassertemperatur oder der
Thermalwassermassenstrom in einem gegebenen Intervall automatisiert variiert werden, das GUI ORC Co-
lormap Teillast variiert beide Parameter automatisch und erstellt Flachendiagramme in Abhingigkeit dieser
Grofen.

Die Berechnung des Prozesses erfolgt bei allen Teillast-GUIs in der Hauptroutine 7eillastreg, die diesel-
ben Subroutinen wie rankinereg aufruft. Die Gradigkeiten und Druckverluste im Wirmeiibertrager, Rekupe-
rator und Kondensator kdnnen fiir den Teillastfall angepasst werden. Zur Beachtung des Teillastverhaltens
von Turbine und Speisepumpe kénnen Kennlinien in Abhéngigkeit der prozentualen Last angegeben werden
(siehe Gleichung [3.7).

. . 2 . n

m m m
n:a0+a1< - ORC )—I—az <_m> +...4a, (W) (3.7
Nap MORC, AP MORC AP MORC AP

Die prozentuale Last wird als Verhéltnis des Teillastmassenstroms im ORC zum Auslegungsmassenstrom

(Index AP) berechent. Im GUI konnen die Koeffizienten a; fiir Polynome bis sechster Ordnung angege-
ben werden. Damit berechnet die Hauptroutine die Wirkungsgrade von Turbine und Pumpe bei Teillast
abhingig von den Wirkungsgraden bei Volllast. Die verdnderten Wirkungsgrade haben jedoch Einfluss auf
die Zustinde nach Pumpe und Turbine, dies wiederum wirkt sich auf die Temperaturverldufe in Wirme-
ibertrager und Kondensator und damit auf den Massenstrom im ORC-Prozess aus. Daher ist ein iteratives
Vorgehen zur Ermittlung des Teillastmassenstroms und der Teillastwirkungsgrade von Turbine und Pumpe
erforderlich. Ausgehend von den Wirkungsgraden bei Auslegung wird die Iteration durchgefiihrt bis der
ORC-Massenstrom auf drei Nachkommastellen genau bestimmt ist.

Optional kann zudem durch Aktivierung der entsprechenden Option im GUI das Kegelgesetz nach Sto-
dola in der Berechnung des Kreisprozesses beachtet werden:

2

-(3)
P1

2

- ()
pP1o

In Gleichung [3.8] bezeichnet der Index 1 den Zustand vor der Turbine, der Index 2 den Zustand nach der

m_pr T

(3.8)
o Pio T,

Turbine. Zusitzlich mit einer 0 indizierte Groen kennzeichnen den Auslegungszustand. Das Kegelgesetz
beinhaltet, dass sich bei abweichendem Massenstrom andere Druckverhiltnisse zwischen Turbinenein- und
-austritt einstellen. In diesem Fall wird daher ein Drosselventil vor der Turbine mit isenthalper Entspannung
angenommen und ein weiterer Zustand zwischen Drosselventil und Turbine berechnet. Dieser Zustand ist
iiber die Enthalpie vor dem Drosselventil und den Druck, der sich nach GI. |’3:8| einstellt, definiert. Da sich
fiir iiberhitzte Ddmpfe in der Nihe des Zweiphasengebiets, bei isenthalper Entspannung im Drosselventil
die Temperatur dndert, diese jedoch zur Berechnung des Druckes in Gl. [3-8|benétigt wird, muss der Zustand

iterativ ermittelt werden.
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3.2. Validierung und Verifikation

Da es sich bei den in Kapitel 3.1 beschriebenen Programmen um eine vereinfachende Modellierung realer
Systeme handelt, sind die Ergebnisse unvermeidbar fehlerbehaftet. Zur Bewertung der Ergebnisse ist die
Kenntnis der Groe und Art der Fehler sehr wichtig. In diesem Kapitel wird daher eine Fehlerabschitzung
der Berechnungen vorgestellt. Hierbei wird nach Laurien und Oertel 2011 [55]] zwischen numerischen Feh-
lern und Modellfehlern unterschieden. Im Rahmen der Verifikation werden numerische Fehler, wie sie bei
iterativen Ermittlungen von GrofBen auftreten, analysiert und iiberpriift, ob der Code die Gleichungen rich-
tig 16st. Bei der Validierung dagegen wird iiberpriift, ob das System richtig abgebildet wurde, also ob die

richtigen Gleichungen verwendet wurden.

3.2.1. Verifikation

Die in den verschiedenen Modulen von GESI analytisch nicht berechenbaren GréBen werden mittels while-
und for-Schleifen iterativ ermittelt. Das Abbruchkriterieum der while-Schleifen ist in Gleichung [3.9] ange-
geben.

¥~ Y| <y (3.9)

Die Berechnung wird solange iteriert, bis die Anderung der unbekannten GréBe Y; im Vergleich zum vor-
angegangenen Schritt (Index i — 1) einen festgelegten Wert y unterschreitet. Die unbekannten Grofen, die

mittels while-Schleifen ermittelt werden, sind im einzelnen:
* Riicklauftemperatur des Thermalwassers Ty; 4,s im Modul heblackbox
* Austrittstemperatur des Kiihlmediums aus dem Kondensator Ty, 4us im Modul condenserblackbox
* Austrittstemperatur des ORC-Fluids auf der kalten Seite im Rekuperator 73 im Modul recblackbox

* Dampfgehalt nach der Turbine Qs bei entsprechender Festlegung der Frischdampfparameter im Mo-

dul rankinereg
e Temperatur am Turbineneintritt 7y bei Teillast und aktiviertem Kegelgesetz im Modul Teillastreg

Je kleiner das Abbruchkriterium jeweils gew#hlt wird, umso genauer wird das Ergebnis. Zur Verifikation
wurden daher die Abbruchkriterien einzeln variiert und die Konvergenz der Ergebnisse zum Wert des jeweils
kleinsten Abbruchkriteriums hin iiberpriift.

Hierzu wurde die relative Abweichung des Ergebnisses nach Gleichung [3.10|berechnet.

‘Y(y)_Y(ymin)‘
Y (Ymin)

AY (y) = (3.10)
Abbildung 3.3]zeigt die relative Abweichung der GroBen in Abhingigkeit des variierten Abbruchkriteriums.
Fiir die Analyse der Warmeiibertragung im Modul heblackbox wurde die Variation fiir einen unterkritischen
(uk) und einen iiberkritischen (iik) Prozess durchgefiihrt. Es ist deutlich zu erkennen, dass der Fehler al-
ler GroBen bei Verkleinerung des Abbruchkriteriums monoton abnimmt. Ab einer Genauigkeit von drei
Nachkommastellen fiir die Temperaturen und von vier Nachkommastellen fiir den Dampfgehalt liegt die

relative Abweichung zu einer weiteren Verfeinerung unter einem Wert von 10, Damit ist gezeigt, dass
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Abb. 3.5.: Relative Abweichung AY der in while-Schleifen ermittelten Groflen in Abhédngigkeit vom Abbruchkriteri-
um, im Code implementierte Abbruchkriterium: Dampfgehalt: 0,0001; andere Grofen: 0,001

die gewihlten Abbruchkriterien fiir die Berechnung des Prozesses ausreichend genau sind. Die Konvergenz
der Abweichungen zu einem konstanten Wert zeigt zudem, dass die iterative Losungssuche in den while-
Schleifen richtig implementiert ist.

Zur Analyse des Einflusses der Schrittweite fiir die spez. Enthalpie bei der Berechnung der Temperatur-
verldufe wurden Berechnungen mit variierenden Schrittweiten in den Modulen fiir Rekuperator, Konden-

sator und Wéirmeiibertrager durchgefiihrt. Die Variation hat jeweils Einfluss auf die Austrittstemperaturen
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Abb. 3.6.: Relative Abweichung AY der durch die Schrittweite beeinflussten Groflen in Abhingigkeit von der Anzahl
der Schritte, im Code implementierte Schrittzahl: 200
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3. Stationdre thermodynamische Auslegung

und damit auf die iibertragene Wirme. Abbildung [3.6] zeigt die relative Abweichung der Austrittstempera-
turen, die analog zu Gleichung berechnet wurde, in Abhingigkeit von der Schrittanzahl im Intervall.
An Stelle des Wertes des minimalen Abbruchkriteriums Y (yy,i,) wird sich hier jedoch auf den Wert bei der
groBten Schrittanzahl bezogen. Im Fall des Warmeiibertragers wurden ebenfalls eine unterkritische und eine
tiberkritische Wirmeiibertragung analysiert.

Mit zunehmender Schrittanzahl, also abnehmender Schrittweite, nehmen die relativen Abweichungen
kontinuierlich ab. Ab der gewéhlten Schrittweite von 200 Schritten liegt die relative Abweichung zu den
Ergebnissen bei 1000 Schritten unter 0,1%. Damit ist eine ausreichende Genauigkeit auch im Hinblick auf

den Rechenaufwand gewihrleistet.

3.2.2. Validierung tiber Code-to-Code Vergleich

Aufgrund nicht vorhandener experimenteller Daten erfolgte die Validierung der GESI-Module iiber einen
Code-to-Code Vergleich. Hierzu wurden im kommerziellen Simulationsprogramm IPSEPro der Firma Sim-
Tech [45]] verschiedene Modelle fiir unterkritische ORC-Prozesse aufgebaut. IPSEPro ist eine modulare
Software zur Modellierung und Bilanzierung von thermischen Prozessen im Allgemeinen. Die verwendete
Version von IPSEPro beinhaltet die Stoffdaten von sechs verschiedenen organischen Arbeitsmitteln, daher
ist es mit IPSEPro moglich, stationdre Auslegungsberechnungen sowie eine Analyse des stationdren Teil-
lastverhaltens eines ORC-Prozesses durchzufiihren. Abbildung [3.7] zeigt das Modell eines ORC-Prozesses
mit Rekuperator und Luft als Kiihlmittel. Der ORC-Kreis ist hierbei orange, der offene Thermalwasserkreis

blau und der offene Kiihlkreis griin dargestellt.

: mass[kg/s]| h[kJ/kg] 34.45| 142.07
Basic ORC S Tﬁfﬁ S
Basic Organic Rankine Cycle X 6] 34.45| 73.403

1.092| 69.17

100| 633.5 [7] 34.45| 12,515
25 150 1.092| 35.655

34.45| 2.6919
. 1.092] 30.001

100| 547.9
25] 130

100| 489.57
25[ 116.27
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34.45|-275.74
10.86] 56.358

34.45|-336.62
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34.45|-338.91
1.092 30

Abb. 3.7.: Simulationsmodell eines unterkritischen ORC mit Rekuperator und Luftkiihlung in IPSEPro

In den Wirmetibertragermodulen von IPSEPro werden die Temperaturverlaufe zwischen Ein- und Austritt-
stemperatur als linear angenommen. Der Benutzer kann lediglich die Temperaturdifferenz am Ein- oder
Austritt vorgeben. Daher ist mit IPSEPro nur die Berechnung unterkritischer Prozesse bei einer Aufteilung

des Wirmeiibertragers in Vorwérmer und Verdampfer moglich, da in diesem Fall wie in Kapitel [3.1.2] be-
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3.2. Validierung und Verifikation

schrieben die Stelle der minimalen Temperaturdifferenz bei Beginn der Verdampfung auftritt. Die Riickkiih-
lung des organischen Fluids muss ebenfalls in zwei Komponenten unterteilt werden. Da das Arbeitsmittel
am Turbinenaustritt als retrogrades Fluid iiberhitzt vorliegt, wird es zunichst auf den Séttigungszustand ge-
kiihlt, bevor es im Kondensator verfliissigt wird. Der Eintritt in den Kondensator ist in diesem Fall der Punkt,
an dem die minimale Temperaturdifferenz auftritt.

Zur Validierung wurden verschiedene Prozesskonfigurationen mit Isopentan und Toluen als Arbeitsmit-
tel in IPSEPro und in GESI berechnet und die Ergebnisse verglichen. Fiir beide Fluide wurden Prozesse
mit Wasser- und Luftkithlung sowie mit und ohne Rekuperator berechnet. Die Frischdampftemperatur wur-
de dabei von 100 °C bis 120 °C in 10 K-Schritten variiert, der Frischdampfdruck wurde fiir Isopentan als
Arbeitsmittel von 5 - 7 bar in 1 bar-Schritten und fiir Toluen als Arbeitsmittel von 0,5 - 0,7 bar in 0,1 bar-
Schritten variiert. Dabei wurden Prozesse mit allen moglichen Temperatur- und Druckkombinationen sowie
mit den gesittigten Frischdampfzustinden bei den angegebenen Driicken und Temperaturen berechnet, so
dass insgesamt 60 Ergebnisse zum Vergleich vorlagen. Die Berechnung in GESI erfolgte sowohl einzeln
iiber die GUI’s Organic Rankine Cycle bzw. ORC mit Rekuperator, als auch automatisiert iber die GUIs
Leistungsverlauf und Colormap ORC. Fiir alle berechneten Prozesse wurden die in Tabelle[3.T|angegebenen

Randbedingungen vorgegeben.

ORC-Prozess

Kondensationstemperatur 30 °C
Pumpenwirkungsgrad np.m, 0,7
Turbinenwirkungsgrad Nz, 0,8
Gridigkeit Warmetibertrager AT, w 10 K
Gridigkeit Rekuperator AT,yin rec 5K

Gridigkeit Kondensator AT, kond 5K

Thermalwasser

Massenstrom rity, 100 kg/s
Eintrittstemperatur Ty ¢in 150 °C
Kiihlung

Kiihlmitteltemperatur Ty, ein 15°C

Tabelle 3.1.: Ubersicht iiber die Randbedingungen der durchgefiihrten Validierungsrechnungen

Bei der Validierung wurden sowohl die Stoffdaten (Temperatur, Druck, spez. Enthalpie, spez. Entropie,
Dichte) an den charakteristischen Punkten der Prozesse als auch die daraus resultierenden Werte der Mas-
senstrome im ORC- und im Kiihlkreis sowie die Warmestrome und Leistungen verglichen. Zur Quantifi-
zierung der Abweichungen wurden der absolute Fehler und der relative Fehler nach Gl. [3.1TJund GI. [3.12]

berechnet.

Daps = Yipserro — YGESI (3.11)
Y; —Y

D, = YPserro — YaEsi (3.12)
Yipsepro
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Abb. 3.8.: Relative Fehler der spezifischen Enthalpie an charakteristischen Punkten (links) und der Netto-Leistung
(rechts) der Prozesse in Abhidngigkeit von den absoluten Fehlern

In Abbildung [3.8] links ist der relative Fehler der spez. Enthalpie an den charakteristischen Punkten der
Prozesse in Abhédngigkeit vom absoluten Fehler aufgetragen. Die Abbildung zeigt, dass die Werte aus GESI
maximal 0,1 kJ/kg abweichen, der relative Fehler liegt dabei bei &= 0,2%. Ein Grofteil der Werte weist ledig-
lich einen relativen Fehler von weniger als 0,02% auf. Diese geringe Abweichung ergab sich ebenfalls bei
den Werten fiir die spezifische Entropie und Dichte. Die Ursache der Unterschiede kann in unterschied-
lichen Zustandsgleichungen liegen, die zur Berechnung der Stoffwerte verwendet werden. Ebenso sind
numerische Ungenauigkeiten, wie z.B. Rundungsfehler eine mogliche Erkldrung. Die Abweichungen der
Stoffwerte wirken sich auf die daraus berechneten GroBen aus. In Abbildung [3.8]rechts ist beispielhaft der
relative Fehler der Netto-Leistung in Abhingigkeit vom absoluten Fehler dargestellt. Die absoluten Fehler
der Netto-Leistungen der in GESI berechneten Prozesse liegen bei maximal 10 kW. Da die Netto-Leistungen
der Prozesse zwischen 1,5 und 3,5 MW liegen, entspricht dies einem relativen Fehler von weniger als 0,2%.
Die Brutto-Leistungen, die Wiarmestrome und die Austrittstemperaturen von Thermalwasser und Kiihlme-
dium weisen relative Fehler in derselben Groenordnung auf. Dabei ergaben die automatisierten Berech-
nungen in GESI dieselben Ergebnisse wie die einzeln durchgefiihrten Berechnungen. Die Unterschiede der
Stoffwerte und der berechneten Grofen sind somit in einem vernachldssigbaren Rahmen und die getesteten
Volllastmodule berechnen die implementierten Prozesse korrekt.

Zur Validierung der Teillastmodule wurden ein berechneter Isopentan-Kreis ohne Rekuperator und ein
berechneter Toluen-Kreis mit Rekuperator als Auslegungspunkt verwendet. Es wurden Teillastzustinde fiir
verringerte Thermalwassertemperaturen von 120 °C - 140 °C in 10 K-Schritten und fiir verringerte Ther-
malwassermassenstrome in 10%-Schritten des Auslegungsmassenstroms bis zu 70% des Auslegungsmas-
senstroms berechnet. Zudem wurden Kombinationen aus verringertem Massenstrom und verringerter Ther-
malwassertemperatur berechnet. Die zur Validierung der Volllastmodule verwendeten Einstellungen wurden
beibehalten. Das in IPSEPro implementierte Turbinenmodell beinhaltet das Kegelgesetz, so dass die entspre-
chende Option in GESI ebenfalls aktiviert wurde. Zudem wurde eine lineare Abhingigkeit des isentropen
Turbinenwirkungsgrades von der prozentualen Last (siehe G1.[3.7]) in beiden Modellen implementiert. Das
Pumpenmodell in IPSEPro ermdoglicht keine Einbindung einer Teillastkurve fiir den isentropen Wirkungs-

grad, daher wurde bei den Berechnungen in GESI ebenfalls ein konstanter Pumpenwirkungsgrad eingestellt.
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Der Vergleich der durchgefiihrten Simulationen zwischen GESI und IPSEPro zeigte eine sehr gute Uber-
einstimmung der Ergebnisse. Der relative Fehler des Teillastmassenstroms der Prozesse lag bei unter 0,1%,
die Turbinenwirkungsgrade stimmen ebenfalls bis auf 0,1% iiberein. Die Stoffwerte am Turbineneintritt, die
iber das Kegelgesetz berechnet werden, weisen einen relativen Fehler von unter 0,05% auf. Die fehlerfreie
Funktion der fiir die Berechnung der Teillastzustinde wichtigen Implementierungen von Kegelgesetz und

Teillastwirkungsgradkurve sowie die Anpassung des ORC-Massenstroms sind somit nachgewiesen.

3.3. Simulationsergebnisse

Als erster Schritt zur Auslegung eines ORC-Kraftwerkes erfolgt eine stationidre Auslegung des Prozesses.
Diese beinhaltet die Festsetzung der Randbedingungen, die Auswahl eines geeigneten Arbeitsmittels und
die Ermittelung der optimalen Betriebsparameter. In diesem Kapitel wird die stationdre Auslegung am Bei-
spiel des Testkraftwerks MoNiKa veranschaulicht. Des Weiteren werden die in Kapitel [2.1.4] beschriebenen
KenngroBen zur Charakterisierung der Prozesse berechnet und verglichen, sowie die Moglichkeit des Ein-

satzes eines Rekuperators diskutiert.

3.3.1. Durchgefiihrte Simulationen

Zur Auslegung des Testkraftwerks wurden stationdre Simulationen von ORC-Prozessen mit und ohne Re-
kuperator fiir eine Vielzahl an moglichen Arbeitsmitteln durchgefiihrt. Das Ziel der Simulationen war die
Optimierung der Prozesse in Hinblick auf die spezifische Nettoleistung (siehe 2.T.4) . Fiir alle Simulatio-
nen wurden die in Tabelle 3.2] aufgelisteten Randbedingungen festgesetzt. Die Thermalwassertemperatur
von 150 °C am Eintritt in den Warmeiibertrager reprisentiert dabei einen moglichen Standort in Mitteleu-
ropa. Die Kondensationstemperatur von 30 °C und der Eintrittszustand der Kiihlluft in den Kondensator
sind ebenfalls an die klimatischen Bedingungen in Mitteleuropa angelehnt. Die Prozesse werden fiir einen
Thermalwassermassenstrom von 1 kg/s berechnet. Die resultierende Nettoleistung entspricht dadurch der
spezifischen Nettoleistung nach Gl. [2.14] so dass eine direkte Vergleichbarkeit gegeben ist.

Die untersuchten Fluide sind in Tabelle [3.3]aufgefiihrt. Dieser Arbeit vorangegangene Studien zeigten ein
deutliches Verbesserungspotential bei iiberkritischer Betriebsweise des Prozesses, insbesondere bei Flui-
den, deren kritische Temperatur im Bereich des 0.8 - 0.9-fachen der Temperatur der Wirmequelle (in K)
liegt [O1]). Bei der Auswahl des Arbeitsmittels wurden daher insbesondere Fluide mit kritischen Temperatu-
ren in diesem Bereich betrachtet. Es wurden alle Fluide der REFPROP-Datenbank [[65]] beriicksichtigt, deren
kritische Temperatur zwischen 70 °C und 120 °C liegt und die somit eine Anniherung an den Dreiecks-
prozess, wie er ein Kapitel 2.T.T]beschrieben ist, ermdglichen. Fluide mit hoheren kritischen Temperaturen
eignen sich nur noch bedingt fiir tiberkritische Prozesse, da die Differenz zwischen kritischer Temperatur
und Thermalwassereintrittstemperatur zu gering ist. Fluorkohlenwasserstoffe (FCKW) wurden nicht be-
riicksichtigt. Des Weiteren wurden mit Isobutan und Isopentan zwei Prozesse mit Fluiden berechnet, die in
bestehenden Anlagen verwendet werden. Zum Vergleich wurde zudem ein konventioneller Rankine-Prozess
ohne Zwischeniiberhitzung mit Wasser als Prozessmedium berechnet.

Zur Ermittlung der maximal moglichen Nettoleistung wurden fiir alle Fluide die Frischdampfparameter
Druck und Temperatur in 0,1 MPa- bzw. 1 K-Schritten variiert. Dabei wurde das untersuchte Intervall jedem
Fluid angepasst. Die auf diese Weise entstandenen Leistungsverlaufkarten sind in Abbildung[3.9]beispielhaft
fiir die Fluide R134a und R227ea dargestellt. Darin sind die Werte der jeweiligen spezifischen Nettoleistun-
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ORC-Prozess

Minimal zuldssiger Dampfgehalt 0,9

Kondensationstemperatur 30°C
Pumpenwirkungsgrad 1pum, 0,7
Turbinenwirkungsgrad Nz, 0,8

Thermalwasser

Eintrittstemperatur Tyy; ¢in 150 °C
Druck 2,5 MPa
Massenstrom rity; 1 kg/s
Wirmeiibertrager

Gridigkeit AT, w: 10K
Druckverlust 0,02 MPa

Rekuperator

Gridigkeit Rekuperator AT,y rec
Druckverlust

Kiihlluft
Eintrittstemperatur Ty, ein
Druck

Relative Feuchte

Kondensator

Gridigkeit Kondensator AT, kond
Druckverlust

5K
0,02 MPa

15 °C
0,1013 MPa
60 %

5K
0,02 MPa

Tabelle 3.2.: Ubersicht iiber die Randbedingungen der durchgefiihrten Simulationen

gen farblich in Abhédngigkeit von den Frischdampfdriicken und -temperaturen gekennzeichnet. Prozesse mit

Frischdampfzustidnden, die zu einer zu weiten Entspannung ins Zweiphasengebiet und damit zu einer zu

hohen Feuchte am Turbinenaustritt fithren wiirden, werden nicht berechnet. Dies trifft fiir die weille Fliche

in Abbildung [3.9|links zu.

Insgesamt wurden 24 solcher Leistungskarten erstellt (12 Fluide jeweils mit und ohne Rekuperator). Bei

den Prozessen mit Isopentan und Isobutan erfolgte die Auslegung durch die Variation der Frischdampftem-

peratur bei gesittigtem Dampf, da bei retrograden Fluiden und unterkritischen Driicken eine Uberhitzung

Fluid Summenformel
R218 CsFy
R143a C2H3F3
R32 CH)F,
Propylen C3Hg
Propan C3Hg
Schwefelwasserstoff H,S
R134a C2H2F4
R227ea C3HF,
Carbonylsulfid CcoS
Perfluorbutan C4Fo
R152a C2H4F2
RC318 CyFy
Isobutan C4H
Isopentan CsHy»

Krit. Tempe- Krit. Druck GWP

ratur [°C] [MPa]

71,87 2,64 8830 @)
72,71 3,76 4470 @)
78,11 5,78 6759
91,06 4,56 30)
96,74 4,25 3b)
99,95 9,00 -
101,06 4,06 1430 9
101,75 2,93 32209
105,62 6,37 27°9)
113,18 2,32 8860 )
113,26 4,52 124 @)
115,23 2,78 10300 )
134,66 3,63 30
187,20 3,38 30)

retrograd?

ja
nein
nein
nein
nein
nein
nein
ja
nein
ja
nein
ja
ja
ja

Tabelle 3.3.: Ubersicht iiber die untersuchten Fluide, kritische Temperaturen und Driicke aus [63], a) GWP-Werte
aus [30], b) GWP-Werte aus [33]], ¢) GWP-Werte aus
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Abb. 3.9.: Spezifische Nettoleistungen in Abhidngigkeit von Frischdampfdruck und -temperatur fiir R134a (links) und
R227¢a (rechts) bei Schrittweiten von 0,1 MPa und 1 K

zu keiner Leistungsverbesserung fiihrt. Die Rankine-Prozesse mit Wasser wurden fiir verschiedene Frisch-

dampfdriicke bei der maximal mdéglichen Frischdampftemperatur von 140 °C berechnet.

3.3.2. Thermischer Wirkungsgrad und spezifische Nettoleistung

Der thermische Wirkungsgrad ist allgemein als Kenngrofle fiir die Beschreibung der Giite von Kreispro-
zessen bekannt. Fiir die berechneten Prozesse wurden daher die thermischen Wirkungsgrade untereinander
und mit den spezifischen Nettoleistungen verglichen. Abbildung [3.10]zeigt die thermischen Wirkungsgrade
und spezifischen Nettoleistungen der Prozesse ohne Rekuperator bei den jeweiligen maximalen Leistungen.
Den kleinsten thermischen Wirkungsgrad der ORC-Prozesse von 8,5% weist der Prozess mit R218 als Ar-
beitsfluid auf, da im Leistungsmaximum das Fluid am Turbinenaustritt stark iiberhitzt vorliegt und somit
lediglich ein geringes Enthalpiegefille genutzt werden kann. Der hochste Wirkungsgrad von 11,95% wird
mit Schwefelwasserstoff als Arbeitsmittel erzielt. Der Rankine-Prozess mit Wasser weist lediglich einen
thermischen Wirkungsgrad von 7,3% auf, da sich die angenommenen Druckverluste aufgrund der geringen
Driicke im Wasserkreis stirker auswirken.

Die spezifischen Nettoleistungen der ORC-Prozesse liegen zwischen 31,2 kWs/kg und 45 kWs/kg, wih-
rend mit dem konventionellen Rankine-Prozess mit 12,3 kWs/kg deutlich niedrigere Leistungen erzielt wer-
den konnen. Die hochste spezifische Nettoleistung wird mit dem Arbeitsmittel RC318 erreicht. Der be-
rechnete Wert entspricht einer Leistungssteigerung um 44% gegeniiber einem Isopentan-Prozess. In Abbil-
dung[3.10|wird auBerdem deutlich, dass kein direkter Zusammenhang zwischen thermischem Wirkungsgrad
und spezifischer Nettoleistung besteht. Insbesondere die Prozesse mit Schwefelwasserstoff, Carbonylsulfid
und R152a weisen hohe Wirkungsgrade zwischen 11% und 12%, aber geringe Leistungen auf. Bei diesen
Prozessen stellte sich genauso wie bei Isopentan und Isobutan das Leistungsmaximum bei unterkritischen
Dampfdriicken ein. Demgegeniiber erzielen iiberkritische Prozesse z.B. mit Propan, R134a und R227ea trotz
geringerer Wirkungsgrade um 10% deutlich hohere spezifische Nettoleistungen.

Die Untersuchungen bestitigten somit die Vorteile der ORC-Prozesse gegeniiber des konventionellen
Rankine-Prozesses mit Wasser als Arbeitsmittel im Niedertemperaturbereich. Es wurde auBBerdem deutlich,
dass die Wahl des Arbeitsmittels und geeigneter Frischdampfparameter groBen Einfluss auf die erzielbare

Nettoleistung hat. Der thermische Wirkungsgrad allein ist fiir die Beurteilung der Prozesse allerdings kein
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Abb. 3.10.: Thermischer Wirkungsgrad und spezifische Nettoleistung der berechneten Prozesse bei den jeweiligen
Leistungsmaxima

geeigneter Parameter. Fiir die Optimierung der Nettoleistung muss zudem die dem Prozess zugefiihrte Wéir-

me betrachtet werden.

3.3.3. Einfluss der Rucklauftemperatur

Die dem Prozess zugefiihrte Wirme ist nach Gl. [2.2) direkt proportional zur Riicklauftemperatur des Ther-
malwassers. Das bedeutet, dass dem Prozess umso mehr Wirme zugefiihrt werden kann, je weiter das Ther-
malwasser abgekiihlt werden kann. Die Auskiihlung des Thermalwassers héngt bei einer gegebenen Gri-
digkeit des Wirmeltibertragers vom Temperaturverlauf des ORC-Arbeitsmittels wihrend der Autheizung ab.
Dieser wiederum ist stark fluid- und druckabhingig. In Abbildung [3.11]sind die Riicklauftemperaturen des
Thermalwassers, die sich bei den Leistungsmaxima einstellen, in Abhéngigkeit von der spezifischen Netto-
leistung dargestellt. Die hochsten Riicklauftemperaturen liegen zwischen 70 °C und 80 °C und treten bei den
unterkritischen Prozessen auf. In Abbildung [3.11] rechts oben sind beispielhaft die Temperaturverldufe von
Schwefelwasserstoff und des Thermalwassers in Abhéngigkeit von der iibertragenen Wirme aufgetragen.
Darin wird deutlich, dass aus der unterkritischen Aufwéarmung des ORC-Fluides eine schlechte Anpassung
der Temperaturverldufe resultiert. Zum Vergleich sind in Abbildung 3.1T] rechts unten ebenfalls die Tem-
peraturverldufe des Prozesses mit RC318 dargestellt. Hier ergibt sich ein nahezu paralleler Verlauf von
Aufheizung und Abkiihlung, so dass eine geringe Austrittstemperatur des Thermalwassers moglich ist. Um
die gleiche Wiarmemenge von 1 MW zu iibertragen wird daher bei Schwefelwasserstoff ein Thermalwas-
sermassenstrom von 3,2 kg/s gegeniiber 2,3 kg/s bei RC318 benotigt. Fiir einen Grofteil der untersuchten
Fluide stellten sich bei iiberkritischen Parametern @hnliche Temperaturverldufe und Thermalwasserriicklauf-
temperaturen wie bei RC318 im Bereich um 50 °C ein.

Zur Quantifizierung der Anpassung der Temperaturverldufe dient der exergetische Wirkungsgrad des

Wiirmeiibertragers nach GI.[2.13] Bei einer Umgebungstemperatur von 15 °C liegen die exergetischen Wir-
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Abb. 3.11.: Riicklauftemperaturen des Thermalwassers bei den Leistungsmaxima verschiedener Fluide in Abhingig-
keit von der spezifischen Nettoleistung mit zwei beispielhaften Temperaturverldufen im Wirmeiibertrager
fiir Schwefelwasserstoff und RC318

kungsgrade bei unterkritischer Aufheizung im Bereich von ca. 70% - 80%. Bei tiberkritischer Aufheizung
werden dagegen exergetische Wirkungsgrade zwischen 83% und 86% erzielt. Noch deutlicher wird der
verbesserte Wirmeeintrag beim Vergleich der Wirmenutzungsgrade nach Gl. 2.12] mit einer theroretisch
maximalen Abkiihlung des Thermalwassers auf 30 °C. Wihrend die Warmenutzungsgrade der unterkriti-
schen Prozesse zwischen 60% und 70% liegen, konnen mit iiberkritischen Driicken Wirmenutzungsgrade
von bis zu 90% erreicht werden. Dies entspricht einem um bis zu 40% hoheren Wirmeeintrag bei gleichem

Thermalwassermassenstrom gegeniiber einem Prozess mit Isopentan als Arbeitsmittel.

3.3.4. Einfluss des Rekuperators

Da bei retrograden Fluiden eine Uberhitzung bei der Entspannung in der Turbine auftritt, wird héufig in
ORC-Anlagen ein Rekuperator eingesetzt, um die vorhandene Restwirme intern zur Vorwidrmung des Ar-
beitsmittels zu nutzen. Daher wurden die Simulationen der untersuchten Fluide jeweils mit und ohne Re-
kuperator durchgefiihrt, um den moglichen Einsatz eines Rekuperators auch bei iiberkritischen Prozessen
zu untersuchen. Die Simulationen ergaben, dass bei den in Tabelle [3.3] als retrograd aufgefiihrten Fluiden,
der Einsatz eines Rekuperators moglich ist. Bei den Prozessen der nicht retrograden Fluide stellen sich die
maximalen Nettoleistungen bei Frischdampfzustinden ein, die zu einer Entspannung ins Zweiphasengebiet
bzw. nah an die Taulinie fiithren, so dass die Temperatur nach der Turbine zu gering ist, um eine interne
Wirmeiibertragung zu ermoglichen. Lediglich bei R143a liegt das Leistungsmaximum bei Frischdampfpa-
rametern, die nach der Turbine zu einer Temperatur von 52 °C fiihren. Daher ist hier ebenfalls der Einsatz
eines Rekuperators moglich.

Abbildung [3.12] zeigt den Vergleich der spezifischen Nettoleistung und der thermischen Wirkungsgrade
der Prozesse mit und ohne Rekuperator. Die Abbildung zeigt, dass sich fiir alle Fluide der thermische Wir-
kungsgrad erhoht, im Fall von R218 um bis zu drei Prozentpunkte. Jedoch wird auch deutlich, dass sich
diese Erhohung nicht auf die spezifische Nettoleistung auswirkt, die fiir alle Fluide sogar leicht sinkt. Dies

lasst sich durch die veridnderten Eintrittstemperaturen der ORC-Fluide in den Warmeiibertrager aufgrund
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Abb. 3.12.: Maximale spezifische Nettoleistungen mit und ohne Rekuperator

der Vorwirmung erkldren. Die dadurch veridnderten Temperaturverldufe im Warmiibertrager fithren zu einer
geringeren Auskiihlung des Thermalwassers und damit zu einem geringeren Wirmeeintrag in den Prozess,
der groBeren Einfluss auf die Nettoleistung als die Verbesserung des thermischen Wirkungsgrades hat.

Die Untersuchungen zeigten somit, dass bei vielen iiberkritischen Prozessen kein Rekuperator eingesetzt
werden kann und dass ein solcher Einsatz, wenn er moglich ist, zu keiner Verbesserung der Nettoleistung
fiihrt. Dies hingt allerdings auch mit den gewéhlten Randbedingungen zusammen. Im Fall einer nach dem
Kraftwerk angeschlossenen Wiarmeauskopplung kann das Thermalwasser im Kraftwerk nicht beliebig ge-
kiihlt werden. Bei einer solchen Begrenzung der Riicklauftemperatur fiihrt eine Verbesserung des thermi-

schen Wirkungsgrades direkt zu einer Verbesserung der Nettoleistung.

Fluid nth [%] nQJlMtZ [%] nex,W [%] Pnet7spez [%J
R32 11,55 73,15 80,29 42,61
Propan 10,33 82,72 79,32 42,13
R134a 10,22 85,27 79,01 43,93
R227ea 10,15 87,64 80,80 44,82
Perfluorbutan 9,69 89,91 80,95 43,94
RC318 10,53 84,78 81,10 44,99
Isobutan 10,61 67,14 68,69 35,90
Wasser 7,34 33,23 72,89 12,29

Tabelle 3.4.: Thermischer Wirkungsgrad, Wirmenutzungsgrad, exergetischer Wirkungsgrad des Wirmeiibertragers
und spezifische Nettoleistungen ausgewihlter untersuchter Fluide
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3.3.5. Thermodynamische Auslegung fiir MoNiKa

Die thermodynamische Auslegung des Testkraftwerkes MoNiKa beinhaltet die Auswahl eines geeigneten
Arbeitsmittels, die Entscheidung iiber den Einsatz eines Rekuperator und die Berechnung thermodynami-
scher Randdaten fiir detailliertere Simulationen und fiir die Auslegung der einzelnen Komponenten. Wie
bereits beschrieben zeigte sich bei den durchgefiihrten Simulationen, dass bei iiberkritischen Prozessen der
Einsatz eines Rekuperators nicht zu einer Verbesserung der erzielbaren Leistung fiihrt. Durch die bessere
Anpassung der Temperaturprofile bei der Warmeiibertragung konnen Prozesse bei iiberkritischen Driicken
jedoch hohere Warmenutzungsgrade und damit auch hohere Nettoleistungen erzielen. Das Testkraftwerk
wird daher ohne Rekuperator ausgefiihrt werden.

Tabelle [3.4] zeigt zusammenfassend die Ergebnisse der stationdren Simulationen von Prozessen mit den
sechs Arbeitsmitteln, die die hochste Leistung erzielten. Zusétzlich sind die Ergebnisse von Prozessen mit
Isobutan und Wasser als Arbeitsmittel angegeben. Bei Betrachtung der thermischen Wirkungsgrade wird
hier nochmals deutlich, dass sich die organischen Fluide untereinander nur geringfiigig unterscheiden, im
Vergleich zu Wasser jedoch deutlich bessere Wirkungsgrade erreicht werden. Die hoheren spezifischen Net-

toleistungen der iiberkritischen Prozesse sind in den besseren Wirmenutzungsgraden begriindet, die sich
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Abb. 3.13.: Thermischer Wirkungsgrad (oben links), Wiarmenutzungsgrad (oben rechts) und spezifische Nettoleistung
(unten) der ORC-Prozesse mit Propan als Arbeitsmittel in Abhédngigkeit von den Frischdampfparametern
Druck und Temperatur

55



3. Stationdre thermodynamische Auslegung

auch in den hoheren exergetischen Wirkungsgraden des Warmeiibertragers zeigen. Mit iiberkritischen Pro-
zessen der hier aufgefiihrten Fluide lassen sich Leistungssteigerungen im Vergleich zu herkommlichen un-
terkritischen Prozessen zwischen 17% und 25% (Isobutan als Arbeitsmittel) bzw. zwischen 35% und 44%
(Isopentan als Arbeitsmittel) erreichen.

Neben der maximal erzielbaren Leistung miissen bei der Auswahl eines geeigneten Arbeitsmittels weitere
Faktoren beriicksichtigt werden. Insbesondere die Umweltvertrdglichkeit der Fluide ist im Hinblick auf den
Einsatz im Rahmen einer zukunftsorientierten Technologie sehr wichtig. Als ein Mal hierfiir wird u.a. das
Greenhouse Warming Potential (GWP) eines Fluides verwendet. Wie in Tabelle |3;3| zu entnehmen ist, wei-
sen die Fluide R32, R143a, R227ea, Perfluorbutan und RC318 sehr hohe GWPs zwischen 675 und 10300
auf. Lediglich Propan besitzt ein geringes GWP in Hohe von 3. Im geplanten Testkraftwerk wird daher Pro-

pan als Arbeitsmittel zum Einsatz kommen.

Abbildung [3.13| zeigt das Simulationsergebnis der Prozesse mit Propan. In Abhingigkeit von Frischdampf-
druck und -temperatur sind der thermische Wirkungsgrad, der Wirmenutzungsgrad und die spezifische Net-
toleistung dargestellt. Die weillen Bereiche in den Grafiken stellen Frischdampfzustdnde dar, die zu einem
zu hohen Feuchtegehalt des Dampfes nach der Entspannung am Austritt der Turbine fithren wiirden.

Der thermische Wirkungsgrad nimmt mit zunehmenden Frischdampftemperaturen zu, bei Variation des
Frischdampfdruckes steigen die Werte zunéchst ebenfalls, weisen jedoch in Abhingigkeit von der Frisch-
dampftemperatur jeweils ein Maximum auf. Die hochsten thermischen Wirkungsgrade im betrachteten In-
tervall liegen zwischen 5,5 MPa und 6,5 MPa bei der maximalen Frischdampftemperatur von 135 °C. Dem-
gegeniiber zeigt die Abhingigkeit des Wirmenutzungsgrades vom Frischdampfzustand eine andere Cha-
rakteristik. Hier stellen sich die hochsten Werte bei den geringst moglichen Temperaturen ein und steigen
mit fallenden Driicken. Dies fiihrt dazu, dass sich das Maximum der spezifischen Nettoleistung bei ande-
ren Frischdampfparametern einstellt als das Maximum des thermischen Wirkungsgrades. Es liegt bei einem
iberkritischen Druck von 5,5 MPa und einer Frischdampftemperatur von 117 °C.

Abbildung [3.14] zeigt den Prozess im T-s-Diagramm und im h-s-Diagramm. Im T-s-Diagramm sind sche-
matisch zudem die Autheizung der Kiihlluft und die Abkiihlung des Thermalwassers dargestellt. Ausgehend
vom unteren Druckniveau, das bei 1,1 MPa liegt, wird der Druck des Arbeitsmittels auf den Frischdampf-

druck von 5,5 MPa angehoben. AnschlieBend wird dem Prozess Warme zugefiihrt, indem das Thermal-
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Abb. 3.14.: T-s-Diagramm (links) und h-s-Diagramm (rechts) des Prozesses mit Propan als Arbeitsmittel

56
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wasser auf 51,6 °C abgekiihlt wird. Fiir einen Wirmeeintrag von 1000 kW wird hierbei ein Massenstrom
von 2,4 kg/s benotigt; der Massenstrom im ORC-Kreis betrdgt dann 2,9 kg/s. Die Entspannung des Frisch-
dampfes fiihrt ins Zweiphasengebiet zu einem Dampfgehalt von 0,95. Im Kondensator werden schlielich
898,5 kW an die Umgebung abgegeben.

Die Bruttoleistung der Turbine betrdgt 139 kW, die Nettoleistung des Prozesses liegt bei 101,5 kW. Der
thermische Wirkungsgrad dieses Prozesses betrdgt 10,15%. Im h-s-Diagramm konnen die Enthalpiediffe-
renzen zwischen den charakteristischen Punkten direkt abgelesen werden. Die grofiten Unterschiede treten
bei der Wirmezu- bzw. abfuhr auf, wihrend bei der Kompression in der Pumpe und der Entspannung in der
Turbine vergleichsweise geringe Enthalpiedifferenzen vorliegen. Das Enthalpiegefille der Turbine betréigt

beispielsweise 48 kJ/kg, im Wirmeiibertrager dndert sich die Enthalpie um 345 kJ/kg.

3.3.6. Simulation des stationaren Teillastverhaltens

Insbesondere bei geothermischen Wirmequellen werden ORC-Anlagen hiufig im Rahmen einer Kraft-
Wirme-Kopplung (KWK) oder einer Kraft-Wérme-Kilte-Kopplung (KWKK) eingesetzt. Bei einem paral-
lelen Betrieb des ORC-Kraftwerks und der Wirmeauskopplung wird dem Kraftwerk nur ein Teil des Ther-
malwassermasssenstroms zugefiihrt. Da diese Betriebszustinde einen Grofteil der Jahresbetriebsstunden
ausmachen konnen, ist neben der Leistung im Auslegungsfall das Teillastverhalten der Anlage von grolem
Interesse. Fiir einen direkten Vergleich des Teillastverhaltens der Prozesse mit verschiedenen Fluiden wur-
den mit dem Modul GESI Teillast stationdre Teillastzustinde berechnet. Die durchgefiihrten Berechnungen
konnen jedoch nur als eine erste Abschidtzung des Teillastverhaltens angesehen werden. Die Gradigkeiten
des Wirmeiibertragers und des Kondensators wurden hierbei als konstant angesehen. Unter Annahme der
Verwendung einer Kreiselpumpe wurden die Teillastwirkungsgrade der Pumpe mit folgendem Polynom
berechnet, das auf Basis von ermittelt wurde:

. 6 . 5 . 4
NPump —0,789-( 1oRC ) _47424_< MoRrc ) —|—10,007-< MoRrc ) _

NPump,AP HORC AP MORC AP HLORC.AP
. 3 ) 2 . (3.13)
11,562 <m"RC> 46,014- ( More ) +0,008- <mORC> 40,159
MORC AP MORC AP MORC AP

Fiir eine einstufige Axialturbine mit Drosselregelung wurde der Verlauf des Teillastwirkungsgrades auf
Grundlage von ermittelt:

. 6 . 5 . 4
M7urt :—1,856-<,m0RC > +7,068.<.’"ORC ) —11,413-(.’"0’“ ) +
NTurb,AP MORC AP MORC AP MORC.AP
. 3 . ) . (.14
10,504-(,’"‘”“) —6,491-<,’"0RC) +3,182-<,’"0RC>+0,007
mORC,AP mORC,AP mORC.,AP

Die mit Gl. 3.13]und [3.T4] berechneten Verlidufe der Teillastwirkungsgrade von Pumpe und Turbine sind in
Abbildung[3.15]in Abhingigkeit der prozentualen Last dargestellt. Die Drosselung wird wie in Kapitel [3.1.4]
beschrieben als isenthalp angenommen.

Ausgehend von den in Kapitel [3.3.5]ermittelten Prozessen mit maximaler Nettoleistung mit Propan, Iso-
butan und Isopentan wurde der Thermalwassermassenstrom bis auf 30% des Auslegungsmassenstroms re-

duziert. Die hierbei resultierenden spezifischen Nettoleistungen sind in Abbildung [3.16] in Abhingigkeit
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Abb. 3.15.: Teillastwirkungsgrade einer Kreiselpumpe nach [[70] und einer einstufigen Axialturbine nach in Ab-
hingigkeit von der prozentualen Last

vom prozentualen Thermalwassermassenstrom dargestellt. Es wurden fiir jedes Fluid drei verschiedene Ein-

stellungen fiir die Teillastwirkungsgrade von Turbine und Pumpe verwendet:

 Fall A: Verwendung einer Kreiselpumpe und einer einstufigen Axialturbine; Berechnung der Teillast-
wirkungsgrade von Pumpe und Turbine nach GI.[3.13|bzw. Gl.[3.14](in Abbildung[3.16]durchgezogen
dargestellt)

 Fall B: Annahme eines konstanten Pumpenwirkungsgrades und einer einstufigen Axialturbine wie im
Fall A (in Abbildung [3:16] gestrichelt dargestellt)

* Fall C: Annahme eines konstanten Pumpenwirkungsgrades und eines konstanten Turbinenwirkungs-
grades (in Abbildung[3.16] gepunktet dargestellt)

Alle Teillastberechnungen wurden unter Beachtung des Kegelgesetzes (siehe Gl. [3.8)) fiir den Fall einer
Festdruckregelung mit Drosselventil vor der Turbine durchgefiihrt.

Im Fall A wird in Abbildung [3.16 deutlich, dass die spezifische Nettoleistung aufgrund der verringerten
Komponentenwirkungsgrade stark abfillt. Bei halbiertem Thermalwassermassenstrom reduziert sich bei-
spielsweise beim Isobutan-Prozess die spezifische Nettoleistung um 61%, die absolute Nettoleistung betrigt
dann lediglich 20% des Volllastwertes. Beim tiberkritischen Prozess mit Propan wirken sich die Teillastwir-
kungsgrade aufgrund des hoheren Druck- und Enthalpiegefilles stirker aus. Dadurch weist die Teillastkurve
einen steileren Verlauf auf. Bei halbiertem Thermalwassermassenstrom werden noch 19% der spezifischen
Nettoleistung erzielt. Im Vergleich zum Isobutanprozess kann mit dem iiberkritischen Prozess mit Propan
dennoch bis zu einem Thermalwassermassenstrom von 65% des Auslegungspunktes eine hohere spezifi-
sche Nettoleistung erzielt werden. Im Vergleich zu einem Isopentan-Prozess, der das beste Teillastverhalten
aufweist, ergaben sich bis zu einer Lastreduzierung auf 60% hohere spezifische Nettoleistungen.

Der Einfluss des verringerten Pumpenwirkungsgrades bei Teillast wird bei Betrachtung der Verldaufe im

Fall B deutlich. Wihrend sich die Kurven der unterkritischen Prozesse mit Isopentan und Isobutan kaum
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Abb. 3.16.: Teillastverldufe der ORC-Prozesse mit Propan, Isobutan und Isopentan mit Teillastwirkungsgraden von
Pumpe und Turbine (Fall A, durchgezogen), mit konstantem Pumpenwirkungsgrad (Fall B, gestrichelt)
und mit kostanten Komponentenwirkungsgraden (Fall C, gepunktet)

vom Fall A unterscheiden, weist der Verlauf des Propanprozesses eine deutlich verbesserte Nettoleistung im
Teillastbereich auf. Bei Einsatz einer Pumpe mit konstantem Wirkungsgrad, z.B. einer Kolbenpumpe, kann
mit dem tiberkritischen Prozess bis zu 50% Last eine hohere Nettoleistung erzielt werden.

Die Verldufe im Fall C zeigen den Einfluss des Kegelgesetzes (Gl.[3.8)) und der damit verbunden erforder-
lichen Drosselung auf die spezifischen Nettoleistungen bei Teillast. Bei den hier angenommenen konstanten
Turbinenwirkungsgraden verringert sich die spezifische Nettoleistung der Prozesse um 60% fiir Propan, um
58% fiir Isobutan und um 54% fiir Isopentan bei Halbierung des Thermalwassermassenstroms aufgrund von
Drosselverlusten. Zudem wird in diesem Fall deutlich, dass ein verbessertes Teillastverhalten der Turbine
zu einer weiteren Verbesserung des Teillastverhaltens des iiberkritischen Prozesses gegeniiber den unterkri-
tischen Prozessen fiihren wiirde.

Die Berechnungen zeigen somit, dass das Teillastverhalten von Pumpe und Turbine grofen Einfluss auf
die sich ergebende Nettoleistung bei verringertem Thermalwassermassenstrom hat. Fiir eine detailliertere
Analyse unter Einbeziehung des Teillastverhaltens von Wirmeiibertrager und Kondensator ist eine ein-
dimensionale Diskretisierung in Strémungsrichtung sowie die Verwendung geeigneter Korrelationen zur
Berechnung des Wirmeiibergangs erforderlich. Dies erfolgte mit dem im folgenden Kapitel beschriebenen
dynamischen Simulationsmodell, das zudem den Vergleich verschiedener Regelungsstrategien ermoglicht.
AuBerdem kann mit Hilfe der Simulation verschiedener Lastidnderungstransienten die Flexibilitit der Anla-
ge, die im Hinblick auf eine Anpassung an die stark fluktuierende Stromproduktion von Wind- und Solar-

energie wichtig ist, untersucht werden.
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4. Dynamisches Modell des liberkritischen Organic Rankine Cycles

4.1. Allgemein

Ausgehend von der in Kapitel [3.3.5] vorgestellten stationdren Auslegung wurde ein R&I-Diagramm des ge-
planten Testkraftwerkes entwickelt. In Abbildung [4.]ist eine vereinfachte Version dieses R&I-Diagramms

dargestellt, das als Grundlage fiir die Entwicklung des dynamischen Simulationsmodells dient.
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Abb. 4.1.: Vereinfachtes R&I-Diagramm des geplanten Testkraftwerkes, Propankreis griin, Thermalwasserkreis blau
dargestellt

Der Propankreislauf ist griin dargestellt und beinhaltet eine Speisepumpe, einen Wirmeiibertrager, eine
Entspannungsmaschine mit Drosselventil und angeschlossenem Generator, einen Hybridkiihler und einen
Speisebehilter. Fiir den An- und Abfahrvorgang sowie storfallbedingte Schnellabschaltungen ist die Ent-
spannungsmaschine mit einem Bypass, der ebenfalls ein Drosselventil enthilt, versehen. Die Wirmezufuhr
erfolgt im Warmeiibertrager durch den Wasserkreis, bestehend aus Heizzentrale und Foérderpumpe. In bei-
den Kreisldufen sind die Fluidzustinde des Auslegungsfalles an charakteristischen Stellen angegeben.

Die Speisepumpe wird null-dimensional modelliert. Da aufgrund des geringen Volumenstroms der Ein-

satz einer Kolbenpumpe vorgesehen ist, kann der isentrope Wirkungsgrad auf einen lastunabhingigen Wert
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von 0,7 festgesetzt werden. Als weitere Eingabe ist lediglich der Massenstrom erforderlich, der wahlweise
konstant gesetzt oder variabel iiber einen PI-Regler eingestellt wird.

Im Gegensatz zur stationdren Berechnung wird im dynamischen Modell an Stelle einer Turbine das Ex-
pandermodell der Komponentenbibliothek TIL (siche Kap. [2.2.3) verwendet. In diesem Expandermodell
wird das Verdrangungsvolumen mit 0,325 1 so gewahlt, dass sich im Auslegungsfall bei einer Drehzahl von
50 Hz ein Druckgefille von 4,4 MPa einstellt. Fiir die Berechnung des isentropen Wirkungsgrades nach
Gleichung 2.26] bendtigt das Modell die Angabe des Enthalpiegefilles und des Volumenstroms im Ausle-
gungsfall sowie die Angabe des maximalen Wirkungsgrades in Hohe von 0,8.

Die Berechnung der Leistungsaufnahme der Ventilatoren des (Hybrid-) Luftkiihlers erfolgt unter der
Annahme eines konstanten Wirkungsgrades von 0,7. Der forderbare Luftmassenstrom wird auf maximal
125 kg/s und minimal 10 kg/s begrenzt.

Der Speisebehilter wird mit einem Volumen von 1300 1 modelliert. Im Auslegungsfall wird sein Fiillstand
auf 50% gesetzt, damit Lastdnderungen abgefangen werden konnen.

Die Verrohrung besteht aus Stahlrohren der Druckstufen PN 25 im Niederdruckbereich bzw. PN 64 im
Hochdruckbereich zwischen Pumpe und Expander. Die Innendurchmesser betragen 40 mm zwischen Wir-
melibertrager und Expander und 80 mm im restlichen Kreis. Diese Dimensionierung gewdhrleistet Stro-
mungsgeschwindigkeiten im Bereich von 1 m/s fiir fliissige Fluidzustinde und 10 - 20 m/s fiir dampf-
/gasformige Fluidzustinde.

Der effektive Stromungsquerschnitt der vollstindig geoffneten Ventile wird mit 0,0015 m? so festgesetzt,

dass im Auslegungsfall ein Druckverlust von max. 0,1 bar auftritt.

4.2. Warmeubertrager

Wie bereits erwdhnt kommen im geplanten Kreislauf ein Warmeiibertrager und ein Hybridkiihler zum Ein-
satz. Diese beiden Komponenten werden eindimensional modelliert und in Strémungsrichtung diskretisiert.
Daher ist eine Dimensionierung dieser Komponenten erforderlich. Hierzu wurden ausgehend von den ther-
modynamischen Randbedingungen, die auf der stationdren Auslegung beruhen, jeweils die erforderliche
Linge unter Variation weiterer geometrischer Parameter berechnet. Aus den Erkenntnissen dieser Parame-
tervariation wurde jeweils eine geeignete Dimensionierung festgesetzt und fiir die dynamischen Simulatio-

nen verwendet.

4.2.1. Plattenwarmeiibertrager

Aufgrund einer moglichst kompakten Bauweise der Testanlage soll ein Plattenwérmeiibertrager fiir die Wér-
mezufuhr vom Thermalwasser in den Prozess verwendet werden. Neumaier [[64]] verglich im Rahmen seiner
Diplomarbeit verschiedene Wirmeiibertragerbauformen (u.a. Rohrbiindel-, Doppelrohr und Plattenwérme-
iibertrager). Ausgehend von den Ergebnissen und unter Verwendung des von Neumaier entwickelten VBA-
Werkzeugs zur Dimensionierung von Plattenwidrmeiibertragern wurde eine Auslegung des Wirmeiibertra-
gers in Abhingigkeit von den thermodynamischen Randbedingungen aus Kapitel [3.3.5] durchgefiihrt. Die
Randbedingungen und das Ergebnis der Dimensionierung sind in Tabelle {f.T| aufgefiihrt.

Die Dimensionierung erfolgte mit dem Ziel einer moglichst geringen Ubertragerfliiche bei gleichzeitiger
Einhaltung des maximalen Druckverlustes von 0,2 bar auf der Propanseite, der bei der stationidren Ausle-

gung des Kreisprozesses angenommen wurde. Eine Verringerung der Plattenanzahl, der Plattenbreite oder
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4.2. Wirmetibertrager

Randbedingungen Auslegung

Toin,0rRC 34,76 °C Plattenzahl 41
1us,0rRC 117 °C Léinge 1,1 m
Dein,ORC 2,5 MPa Breite 0,6 m
MoRc 2,9 kg/s Ubertragungsfliche 37,8 m?
Tointh 150 °C Plattenwinkel ¢ 58°

Tous ih 51,6 °C Amplitude a 0,001 m
o 2.4 kgls Wellenlidnge A 0,004 m
Dein,ih 2,5 MPa Plattendicke s 0,002 m
0 1000 kW Material Edelstahl

Tabelle 4.1.: Thermodynamische Randbedingungen und Dimensionierung des Plattenwérmeiibertragers

der Amplitude resultiert in einer geringeren erforderlichen Ubertragerfliche, da aufgrund der hoheren Stro-
mungsgeschwindigkeiten eine erhohte Turbulenz der Stromung und damit ein verbesserter Wirmeiibergang
erzielt werden. Die erhohte Turbulenz fiihrt jedoch gleichzeitig zu deutlich hoheren Druckverlusten, insbe-
sondere auf der Propanseite. Die angegebenen Geometriedaten stellen daher den besten Kompromiss der
beiden Auslegungskriterien dar.

Aufgrund des iiberkritischen Druckes der Propanstromung treten bei der Aufheizung groRe Anderungen
der Stoffeigenschaften auf, die Einfluss auf die Wirmeiibertragung haben. Eine Auslegung unter Verwen-
dung zwischen Ein- und Austritt gemittelter Werte fiihrt deshalb zu ungenauen Ergebnissen. In dem von
Neumaier entwickelten VBA-Programm erfolgt die Berechnung daher als Reihenschaltung mehrerer Wir-
metibertrager schrittweise mit iiber der Schrittlinge gemittelten Stoffdaten. Die Dimensionierung des Plat-
tenwirmeiibertragers erfolgte mit einer Schrittlinge von 0,02 m. Bei der Implementierung des dynamischen

Modells des Warmetibertragers muss dementsprechend auf die Diskretisierung geachtet werden.
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Abb. 4.2.: Temperaturverlauf von ORC-Fluid (Propan) und Thermalwasser im Gegenstrom {iiber die Linge des Wir-
meiibertragers im Auslegungsfall bei unterschiedlicher Diskretisierung
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4. Dynamisches Modell des iiberkritischen Organic Rankine Cycles

Zur Analyse des Einflusses der Diskretisierung wurde in Dymola ein Testmodell aufgebaut, das lediglich
die Speisepumpe und den Plattenwérmeiibertrager sowie den Thermalwasserkreis beinhaltet. Mit diesem
Modell wurden Simulationen des stationdren Volllastzustandes bei unterschiedlicher Diskretisierung des
Wirmeiibertragers durchgefiihrt, bei denen der Massenstrom des Thermalwassers konstant gehalten wurde.
Der Massenstrom auf der Propanseite wurde jeweils so angepasst, dass die gewiinschte Frischdampftempe-
ratur von 117 °C eingehalten wurde. Abbildung [4.2] zeigt die Temperaturverliufe des Thermalwassers und
des ORC-Fluides iiber die Linge des Wirmeiibertragers aufgetragen fiir verschiedene Diskretisierungen.

Bei geringerer Zellenanzahl wird der Warmeiibergang insbesondere im Bereich der hohen Temperaturen
unterschitzt. Dies ist begriindet im Ubergang von fliissigem zu iiberkritischen Zustand der Propanstrémung,
der in diesem Bereich auftritt. Bei geringerer Zellenanzahl werden die groen Stoffanderungen im Bereich
der pseudo-kritischen Linie nicht beachtet. Daraus resultiert eine geringere Abkiihlung des Thermalwassers
insgesamt und damit ein deutlich verringerter Wiarmestrom. Eine Diskretisierung mit zwei Zellen fiihrt zu
einer berechneten Austrittstemperatur des Thermalwassers von ca. 97 °C, dies entspricht einem um 47 %
verringerten Wirmestrom gegeniiber einer Diskretisierung mit 50 Zellen. Diese Abweichung nimmt mit
steigender Zellenanzahl exponentiell ab, bei 10 Zellen liegt der Fehler bei knapp 10 %, bei 20 Zellen stellt
sich ein um 3,7 % geringerer Wirmestrom ein.

Eine hohe Diskretisierung fiihrt somit zu einer hoheren Genauigkeit, jedoch erhoht sich damit auch der
Rechenaufwand. Die Analyse zeigte, dass eine Zellenzahl im Bereich zwischen 20 und 50 Zellen gewihlt
werden sollte, damit eine ausreichende Genauigkeit gegeben ist. Fiir die durchgefiihrten Simulationen wurde

daher eine Diskretisierung von 20 Zellen eingestellt.

4.2.2. Hybrid-Kuhler

Zur Kondensation des ORC-Fluides wird ein luftgekiihlter Kreuzstromwérmeiibertrager mit optionaler Was-
sereinspritzung verwendet. Dieser Hybrid-Kiihler soll eine effiziente Wirmeabfuhr sowie die Einhaltung der
Auslegungskondensationstemperatur auch bei hoheren Umgebungstemperaturen ermoglichen. Die Dimen-
sionierung erfolgte hierbei unter der Randbedingung einer reinen Luftkiihlung ohne Wassereinspritzung.
Das Ziel der Auslegung ist eine moglichst kompakte Bauform unter Einhaltung des zulidssigen Druckverlus-
tes der Propanstromung wéhrend der Kondensation. Zudem ist der luftseitige Druckverlust ein Auslegungs-
kriterium, da dieser direkt proportional zur erforderlichen Ventilatorleistung ist.

Fiir die Ermittlung der erforderlichen Kondensatorlinge wurde von Slama [80] eine Berechnungsroutine
in MS Excel mit VBA unter Einbindung der NIST-Stoffdaten erstellt. Hierbei werden die zur Reduzierung
des Dampfgehaltes um Ax = 0,02 erforderlichen Langen schrittweise berechnet und aufsummiert. Diese
Berechnung erfolgt unter Verwendung der in Kapitel 2.3.4] aufgefiihrten Korrelationen. Es ist zu beachten,
dass der luftseitige Wirmeiibergang nur bei Kenntnis der Gesamtlidnge ermittelt werden kann, jedoch fiir
die Berechnung der einzelnen Abschnitte bekannt sein muss. Daher ist eine iterative Losungssuche unter
Angabe eines Startwertes fiir die Ldnge des Kiihlers erforderlich.

Im Rahmen der Dimensionierung wurde der Einfluss verschiedener Geometrieparameter untersucht. Bei
der Wahl der Bauform wurden Kiihler mit und ohne Lamellen, jeweils fiir fluchtende und versetzte Rohr-
anordnungen untersucht. Es zeigte sich, dass die hochsten Wiarmedurchgangswerte bei versetzt angeordne-
ten Rohren mit Lamellen erreicht werden. Daher wurden fiir diese Anordnung mit dem Innendurchmesser
der Rohre, der Rohranzahl pro Reihe, der Reihenanzahl, dem Rohr- und Reihenabstand sowie mit dem

Lamellenabstand weitere geometrische Grofen variiert. Abbildung [4.3] zeigt als Ergebnis dieser Variatio-
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Abb. 4.3.: Luftseitiger (links) und propanseitiger (rechts) Druckverlust im Kondensator in Abhéngigkeit von der er-
forderlichen Wirmetibertragungsflache bei Variation verschiedener Geometrieparameter

nen die berechneten Druckverluste auf Luft- und Propanseite in Abhingigkeit der erforderlichen Wérme-
iibertragungsfliche. Die Pfeilrichtung zeigt hierbei jeweils zunehmende Werte des variierten Parameters
an. Dimensionierungen, die zu geringeren Druckverlusten auf der Luftseite fithren, erfordern eine grofere
Wairmeiibertragungsfliche, wie Abbildung [4.3]links zeigt. Eine VergroBerung des Innendurchmessers, des
Rohrabstandes in einer Reihe und des Lamellenabstandes fithren genauso wie eine Erhohung der Rohran-
zahl je Reihe zu einer geringeren Umstromungsgeschwindigkeit der Rohre und damit einerseits zu einem
geringeren Druckverlust, andererseits jedoch auch zu geringeren Wirmeiibergédngen. Mit zunehmender Rei-
henanzahl steigt dagegen der Druckverlust auf der Luftseite und damit auch der Wirmetibergang, so dass
sich trotz einer hoheren Gesamtzahl an Rohren aufgrund der geringeren Baulinge die Ubertragungsfliche
verringert.

Zwischen dem Druckverlust auf der Propanseite und der erforderlichen Ubertragungsfliche besteht kein
eindeutiger Zusammenhang. Wihrend bei einer Anderung des Innendurchmessers oder der Rohranzahl der
Druckverlust mit zunehmender Ubertragungsfliche abnimmt, ist bei einer Variation der Reihenanzahl oder
des Rohrabstandes das Gegenteil der Fall. Hohere Druckverluste verursachen hierbei zwar ebenfalls hthere
Turbulenzen und damit einen erhohten Wirmeiibergang. Dies fiihrt jedoch nicht in allen Fillen zu einer
verringerten Wiarmeiibertragungsflidche. Dies ist darin begriindet, dass der luftseitige Wirmeiibergang auf-
grund der deutlich geringeren Werte im Vergleich zur Wirmeleitung in der Wand und zum propanseitigen
Wirmeiibergang einen sehr starken Einfluss auf den gesamten Wirmedurchgang hat. Insbesondere im Fall
der Reihenanzahl hat das zur Folge, dass mit geringerer Reihenanzahl, der Druckverlust aufgrund der ho-
heren Stromungsgeschwindigkeit in den Rohren steigt, wihrend die erforderliche Wiarmeiibertragerflache
aufgrund des verringerten luftseitigen Wirmeiibergangs ebenfalls zunimmt. Die damit verbundene grofere
Baulédnge des Kiihlers verstéarkt den propanseitigen Druckverlust zusitzlich.

Bei den hier aufgetragenen Druckverlusten handelt es sich um Reibungsdruckverluste. Diesen Reibungs-
druckverlusten wirkt die Anderung der Impulsstrome aufgrund der Stromungsverzdgerung, die wiederum
in der Anderung der homogenen Dichte des Fluides begriindet ist, entgegen. Fiir alle betrachteten Dimen-
sionierungen zeigte sich jedoch, dass dieser Druckaufbau im Vergleich zum Reibungsdruckverlust maximal
4% betragt. Der entsprechende Term in der Impulsbilanz kann somit, wie in Kapitel [2.2.2]beschrieben, ver-

nachléssigt werden.
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4. Dynamisches Modell des iiberkritischen Organic Rankine Cycles

Ausgehend von diesen Untersuchungen wurden bei der Auswahl einer geeigneten Dimensionierung drei

Entscheidungskriterien festgelegt:
* Maximale Baulinge: 10 m
e Maximaler Druckverlust auf Propanseite: 0,2 bar
e Maximaler Druckverlust auf Luftseite: 100 Pa

Des Weiteren muss iiberpriift werden, ob bei der jeweiligen Dimensionierung eine Ringstromung des Pro-
pans in den Rohren vorliegt, da die in Kapitel 2.3.4]aufgefiihrten Korrelationen fiir den Wirmeiibergang bei
der Kondensation nur fiir diese Stromungsform giiltig sind. In [88]] wird hierfiir eine Stromungskarte nach
Breber et al. [12] vorgeschlagen, die die Stromung anhand des Stromungsparameters F (Gl.[2:59) und einer
modifizierten Froude-Zahl charakterisiert.

In Tabelle[d.2]sind die fiir die Dimensionierung verwendeten Randbedingungen sowie die Auslegungsda-

ten des Kondensators, die in das dynamische Modell in Dymola einflieBen, aufgefiihrt. Bei den gewéhlten

Randbedingungen Auslegung

Daus,ORC 1,08 MPa Innendurchmesser d; 0,003 m
Taus,orc 30 °C Rohre pro Reihe 700
Xein,ORC 0,95 Rohrreihen 5
Xaus,ORC 0 Rohrabstand 0,0075 m
MORC 2,9 kg/s Reihenabstand 0,0075 m
Toin,Luft 15°C Lamellenabstand 0,005 m
Dein,Luft 0,1013 MPa Rohrmaterial Kupfer
Pein,Luft 0 Lamellenmaterial Aluminium
Myt 84,7 kg/s Lange 8,03 m

0 898,5 kW Ubertragungsfliche 834,8 m?

Tabelle 4.2.: Thermodynamische Randbedingungen und Dimensionierung des Hybridkiihlers

geometrischen Daten werden die erwihnten Kriterien mit einer Bauldnge von 8,03 m, einem propanseitigen
Druckverlust von 0,15 bar und einem luftseitigen Druckverlust von 95 Pa eingehalten.

Die Diskretisierung im dynamischen Modell erfolgt dquidistant. Da die sich dndernden Dampfgehalte
gro3en Einfluss auf den Warmeiibergang haben und jeweils mit tiber eine Zelle gemittelten Werten gerechnet
wird, wurde analog zum Plattenwirmetibertrager die Zellenanzahl variiert, um die benotigte Diskretisierung
zu ermitteln. Hierzu wurde ein Testmodell des Kiihlers aufgebaut, bei dem der Luftmassenstrom jeweils
so angepasst wurde, dass eine vollstindige Kondensation der Propanstrémung erfolgt. Mit diesem Modell
wurde der stationdre Auslegungszustand mit einer Diskretisierung von zwei bis 50 Zellen simuliert. Bei
zunehmender Zellenzahl stellten sich abnehmende erforderliche Luftmassenstrome ein, beispielsweise ergab
die Simulation bei zwei Zellen einen um 17,5% hoheren Luftmassenstrom als bei 50 Zellen. Fiir weitere
Simulationen wurde eine Diskretisierung von 10 Zellen gewihlt, dies entspricht einer Abweichung von 2%

gegeniiber der hohen Auflosung mit 50 Zellen.
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4.3. Regelung

Im dynamischen Modell stellen sich die verschiedenen Fluidzustinde an charakteristischen Punkten des
Kreisprozesses aufgrund der den Berechnungen zugrunde liegenden Bilanzgleichungen fiir Energie, Masse
und Impuls sowie der jeweiligen Komponentencharakteristik ein. Eine direkte Festlegung dieser Zustinde
wie bei der stationdren Simulation (z.B. Frischdampfzustand, Kondensationstemperatur) ist nicht moglich.
Daher miissen geeignete Regelsysteme im Modell implementiert werden, um einen Einfluss auf das Anla-
genverhalten zu gewihren. Hierbei handelt es sich u.a. um die Regelung des Massenstroms im ORC sowie
des unteren und oberen Druckniveaus des Prozesses. Im Folgenden werden die verwendeten Regelungen

naher erlédutert.

4.3.1. Frischdampfdruck- und Massenstromregelung im ORC

Wie bereits in Kapitel d.T|erwihnt, erfolgt die Festlegung des Massenstroms im ORC iiber die Speisepumpe.
Der sich nach der Pumpe einstellende Druck ist daher lediglich abhéngig von den Stromungswiderstinden
der Komponenten im Kreisprozess. Neben den Druckverlusten in den Rohrleitungen und in den Wérme-
ibertragern ist hierbei insbesondere der Druckabfall iiber den Expander entscheidend. Dieser hingt von der
Expanderdrehzahl, dem Verdringungsvolumen und dem ORC-Massenstrom ab.

Bei Abweichungen vom Auslegungspunkt muss in der Regel der ORC - Massenstrom angepasst werden.
Diese Anderung im Massenstrom bewirkt eine Anderung des Druckgefilles iiber den Expander. Frisch-
dampfdruck und -temperatur konnen in diesem Fall nur durch gezielte Regeleingriffe beeinflusst werden.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden drei verschieden Regelkonzepte in das Modell implementiert und unter-

sucht:

* Festdruck mit Drosselregelung
¢ Festdruck mit variabler Drehzahl

e Gleitdruck

Bei beiden Regelungen mit Festdruck wird der Druck nach der Pumpe, d.h. der Druck, bei dem die Wirme-
zufuhr erfolgt, konstant gehalten. Die Frischdampftemperatur wird ebenfalls konstant auf dem Auslegungs-
wert gehalten, indem {iiber einen PI-Regler der von der Pumpe geforderte Massenstrom variiert wird. Die
beiden Konzepte unterscheiden sich in der Regelung des Expanders. Bei der Regelung mit Drosselventil
wird der Expander mit einer konstanten Drehzahl von 50 Hz betrieben. Durch die Abnahme des Massen-
stroms bei Teillast sinkt das Druckgefille iiber den Expander. Da der untere Prozessdruck durch den Kon-
densator vorgegeben ist, hat dies zur Folge, dass der Druck am Expandereintritt abnimmt. Um den Druck
bei der Wirmezufuhr aufrechtzuerhalten, muss daher iiber ein geregeltes Drosselventil eine Drosselung des
iberkritischen Propans vor dem Expander erfolgen. Alternativ kann im Teillastfall jedoch die Drehzahl des
Expanders so angepasst werden, dass das Druckgefille des Auslegungsfalles beibehalten bleibt und keine
Drosselung iiber das Drosselventil erfolgen muss, welches somit ungeregelt voll gedffnet bleibt. Die variie-
rende Drehzahl erfordert den Einsatz eines Frequenzumrichters zur Netzanbindung der Anlage.

Bei der Gleitdruckregelung wird der Expander mit konstanter Drehzahl betrieben. Der Druck vor dem

Expander und damit das Druckniveau, bei dem die Warmezufuhr erfolgt, stellt sich hierbei automatisch in
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Abb. 4.4.: Untersuchte Varianten der Frischdampftemperatur bei Gleitdruckregelung in Abhingigkeit von der Last,
Einstellung der Sollwerte durch Anpassung des Massenstroms im ORC

Abhingigkeit des ORC-Massenstroms und des Frischdampfzustandes ein. Fiir die Solltemperatur am Ex-
pandereintritt sind dann verschiedene Vorgaben moglich. Zum einen kann die Frischdampftemperatur in
diesem Fall konstant gehalten werden. Bei unterkritischen Driicken fiihrt dies jedoch zu einer Uberhitzung
des Propans, die wiederum eine Uberhitzung des Fluides am Expanderaustritt zur Folge haben kann. Gleich-
zeitig wirkt sich die Uberhitzung unter Umstinden negativ auf den Wirmeeintrag in den Prozess aus (siehe
Kap.[5.2.2), so dass dadurch keine Steigerung der Netto-Leistung erzielt werden kann. Daher wurden zudem
Simulationen mit an den Massenstrom des Thermalwassers angepasster Solltemperatur des Frischdampfes
durchgefiihrt. Bei der Anpassung der Temperatur werden zwei verschiedene Modelle untersucht: Eine li-
neare Anpassung der Solltemperatur an den Thermalwassermassenstrom und eine Solltemperatur, die zu
einer Entspannung im Expander fiihrt, bei der am Expanderaustritt kein tiberhitztes Fluid vorliegt. Hierbei
stellen sich Frischdampfzustinde ein, die im T-s-Diagramm auf der linearen Verbindung zwischen Ein-
trittszustand bei Vollast und der Entspannung auf die Taulinie liegen. Diese werden iiber die Dichte und die
Entropie am Expandereintritt mit Hilfe der REFPROP-Datenbank ermittelt. Die Dichte am Expandereintritt
resultiert in Abhingigkeit des ORC-Massenstroms aus GI. 2.21] bei konstanter Drehzahl und konstantem
Verdriangungsvolumen. Zur Berechnung der Entropie am Expandereintritt wurden jeweils die Verhéltnisse
von Teillast zu Volllast des ORC-Massenstroms und der Entropiedifferenz iiber den Expander gleichgesetzt.
Unter der Annahme eines konstanten Verhiltnisses der Massenstrome von Thermalwasser und ORC kann
nun ein Zusammenhang zwischen Thermalwassermassenstrom und Expandereintrittstemperatur hergestellt
werden. Das tatsichliche Verhiltnis der Massenstrome wurde in weiteren Schritten iterativ ermittelt, so dass
eine variable Soll-Frischdampftemperatur als Funktion des Thermalwassermassenstroms festgelegt werden
konnte.

Abbildung [#.4] links zeigt die auf diese Weise ermittelte Frischdampftemperatur sowie die weiteren Op-
tionen fiir die Solltemperatur bei Gleitdruck in Abhingigkeit der Last, die hierbei als Verhiltnis des Ther-
malwassermassenstroms zum Thermalwassermassenstrom bei Auslegung definiert ist. In allen Fillen wird
wie bei der Festdruckregelung der Massenstrom im ORC iiber einen PI-Regler angepasst, so dass die ge-
wiinschte Solltemperatur erreicht wird. Abbildung [f.4] rechts zeigt die sich ergebenden Unterschiede der
Entspannung im Expander im T-s-Diagramm zwischen der Gleitdruckregelung mit konstanter Frischdampf-
temperatur und der Gleitdruckregelung mit der an die Last angepassten Frischdampftemperatur fiir den
Lastfall von 38%.
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4.3.2. Regelung der Kiihlung

Das untere Druckniveau des Kreisprozesses ist nicht direkt regelbar. Es ist durch die Temperatur im Aus-
gleichsbehilter bestimmt. Dort befindet sich das Arbeitsmedium sowohl fliissig als auch gasféormig im ther-
modynamischen Gleichgewicht. Bei Anderung der Temperatur im Behilter verschiebt sich dieses Gleich-
gewicht, ein Teil des Mediums kondensiert oder verdampft, der Fliissigkeitsspiegel und der Druck @ndern
sich, bis wieder das thermodynamische Gleichgewicht erreicht ist. Die Temperatur im Ausgleichsbehélter
kann durch die Temperatur am Kiihleraustritt beeinflusst werden. Durch Regelung der Kiihlerleistung kann
somit die gewiinschte Temperatur im Ausgleichsbehilter und damit das gewiinschte untere Druckniveau
eingestellt werden. Die Kiihlerleistung ist iiber den Luftmassenstrom, den die Ventilatoren férdern, und die
optionale Zugabe von Wasser in Form feiner Tropfchen regelbar.

Die Regelung der Wasserzugabe zur Luftstromung erfolgt in einem dem Hybridkiihler vorgeschalteten
Modul. Liegt die AuBSentemperatur unter einem festgelegten Grenzwert, wird kein Wasser eingespritzt. Bei
Uberschreiten des Grenzwertes wird soviel Wasser eingespritzt, dass die Luft dadurch auf den Grenzwert
abgekiihlt wird. Die notwendige Wassermenge wird hierbei mit den in Kapitel 2.5]aufgefiihrten Gleichungen
berechnet. Kann aufgrund erhohter Lufttemperatur keine Abkiihlung auf den Sollwert erfolgen, wird die
maximal von der Luft aufnehmbare Wassermenge eingespritzt. Die Luft hat dann eine relative Feuchte von
95%, da eine vollstindige Sittigung nur theoretisch erzielt werden kann [53].

4.3.3. Bypass-Regelung

Zum Schutz des Expanders bei ungewiinschten Betriebszustinden sowie fiir den Anfahr- und Abfahrvorgang
des Prozesses ist ein Bypass vorgesehen. Uber die jeweilige Ventilstellung des Bypassventiles kann der
ORC-Massenstrom zwischen Bypass und Expander aufgeteilt werden. Bei voll gedffnetem Bypassventil
wird der gesamte ORC-Massenstrom iiber den Bypass geleitet. Die Regelung der Ventilsteuerung erfolgt in
Abhingigkeit des Fluidzustandes vor dem Ventil. Abbildung [4.5] zeigt eine Karte der zuldssigen und nicht

zuldssigen Frischdampfzustinde in Abhédngigkeit von Frischdampfdruck und -temperatur. Bei unzuldssigen
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Abb. 4.5.: Zuldssige Frischdampfzustinde in Abhiingigkeit von Frischdampfdruck und -temperatur
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4. Dynamisches Modell des iiberkritischen Organic Rankine Cycles

Frischdampfzustidnden ist das Bypassventil voll geoffnet, so dass keine Propanstromung durch den Expander
erfolgt.
Die Grenzen fiir zuldssige Frischdampfzustiande sind wie folgt festgelegt:

e Maximale Frischdampftemperatur: 130 °C
e Maximaler Frischdampfdruck: 6,3 MPa
e Minimale Frischdampftemperatur: In Abhéngigkeit vom Frischdampfdruck festgelegt

Die maximale Frischdampftemperatur von 130 °C dient dem Schutz der Instrumentierung und der Arma-
turen vor Uberhitzung. Der maximale Frischdampfdruck ist durch die Druckstufe von PN 63 definiert. Die
minimale Temperatur wurde in Abhingigkeit vom Frischdampfdruck so festgelegt, dass bei der Entspan-
nung ein minimaler Dampfgehalt von 0,9 am Austritt des Expander vorliegt, da bei hoheren Dampfgehalten
die Gefahr des Tropfenschlags droht.

4.4. Validierung

Eine Validierung des dynamischen Modells ist entweder durch einen Vergleich mit experimentellen Daten
oder mit berechneten Ergebnissen einer anderen Simulationsumgebung mdoglich. Da sich das dem Modell
zugrunde liegende Testkraftwerk zur Zeit der Anfertigung dieser Arbeit noch im Aufbau befindet und ei-
ne entsprechende Anlage nicht existiert, liegen keine experimentellen Daten zur Validierung des gesamten
Modells vor. Vergleichbare Simulationsergebnisse eines iiberkritischen ORC-Prozesses, die mit einem an-
deren Systemcode ermittelt wurden, stehen ebenfalls nicht zur Verfiigung. Daher ist eine Validierung des
Prozesses als Ganzes zum jetzigen Zeitpunkt nicht moglich.

Den grofiten Einfluss auf die Genauigkeit der Ergebnisse hat die Modellierung des Warmeiibergangs und
der Speicherfihigkeit der Komponenten und Verrohrung. Daher wurden Validierungsrechnungen fiir das
transiente Verhalten des Plattenwédrmeiibertragers, des iiberkritischen Wirmeiibergangs sowie fiir die neu
implementierte Korrelation des Warmeiibergangs und des Druckverlustes bei Kondensation durchgefiihrt.

Diese sind im Folgenden aufgefiihrt.

4.4.1. Validierung des Warmeitibertragermodells

Der Wirmeiibergang sowie das dynamische Verhalten des Plattenwirmeiibertragermodells wurde iiber einen
Vergleich mit experimentellen Daten aus der Literatur validiert. Dwivedi et al. [23]] untersuchten den zeitli-
chen Verlauf der Austrittstemperaturen auf der warmen und kalten Seite eines Gegenstrom-Plattenwirme-

iibertragers bei sprunghafter Anderung des Massenstroms auf der warmen bzw. auf der kalten Seite. Fiir die

Plattenzahl 31 Plattenwinkel 8 60 °
Lénge 0,6 m Breite 0,215 m
Wellenlidnge A 0,028 m Amplitude a 0,0029 m
Plattenmaterial Edelstahl Plattendicke s 0,0008 m

Tabelle 4.3.: Geometrische Daten des Plattenwirmeiibertragers
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Abb. 4.6.: Transienter Verlauf der Ein- und Austrittstemperaturen eines Gegenstrom-Plattenwérmetibertragers, Ver-
gleich experimenteller Daten aus [25] mit Simulationsergebnissen des Plattenwirmeiibertragermodells in
TIL, bei t=50s Erhohung des Massenstroms auf der heilen Seite (links) bzw. auf der kalten Seite (rechts)

Validierung wurde ein dem Experiment entsprechendes Testmodell des Wirmeiibertragers mit Einlaufstre-
cke und Randbedingungen implementiert. Das Stromungsmedium ist auf beiden Seiten fliissiges Wasser.
Die geometrischen Daten des untersuchten Plattenwirmeiibertragers sind in Tabelle [4.3] aufgefiihrt.

Dwivedi beschreibt in zwei durchgefiihrte Experimente. Ausgangssituation ist im ersten Experiment
ein Volumenstrom in Hohe von 1,318 I/s mit einer Temperatur von 30 °C. 10 Sekunden nach Beginn der
Aufzeichnung wird die Temperatur auf der warmen Seite sprunghaft auf 51,5 °C erhoht. Dies geschieht,
indem iiber eine entsprechende Ventilschaltung das kalte Wasser durch in einem Tank bereits aufgewidrmtes
Wasser ersetzt wird. Nach weiteren 40 Sekunden wird der Volumenstrom auf der warmen Seite auf 1,861 1/s
ebenfalls sprunghaft erhoht. Die Stromung auf der kalten Seite bleibt unverdndert. Im zweiten Experiment
liegt zu Beginn eine Stromung von 0,93 1/s bei einer Temperatur von 33 °C auf beiden Seiten vor. Hier wird
nach 10 Sekunden die Temperatur auf der warmen Seite auf 54 °C erhoht und nach weiteren 40 Sekunden
der Volumenstrom auf der kalten Seite auf 1,318 1/s erhoht, wiahrend der Volumenstrom auf der warmen
Seite unverindert bleibt.

In Abbildung[.6]ist der zeitliche Verlauf der gemessenen und simulierten Ein- und Austrittstemperaturen
auf beiden Seiten des Wirmeiibertragers bei beiden Experimenten dargestellt. Der sprunghafte Tempera-
turanstieg auf der warmen Seite kommt am Eintritt geddmpft an, da die noch kalten Rohrleitungen vom
Tank zum Wirmeiibertrager direkt nach dem Umschalten Wirme entziehen. Daher wurde im Modell dem
Wirmeiibertrager ebenfalls eine Rohrstrecke vorgeschaltet. In [25]] sind keine Angaben zu Art, Linge und
Isolierung der Verrohrung vorhanden. Die im Modell verwendete Rohrstrecke wurde daher als zur Umge-
bung ideal isoliertes Rohr mit einer Linge von 5 m angenommen.

Die Temperaturverldufe zeigen insbesondere anhand des Temperatursprungs zu Beginn beider Experi-
mente die thermische Tragheit des Warmetibertragers. Der Temperaturanstieg auf der warmen Seite wirkt
sich erst mit einigen Sekunden Verzogerung auf die Austrittstemperaturen auf beiden Seiten aus. Dement-
sprechend dauert es lidnger, bis die Austrittstemperaturen einen stationidren Zustand erreichen. Durch die
Erhéhung des Volumenstroms auf der warmen Seite im ersten Experiment (in Abbildung [4.6]links) steigen
die Austrittstemperaturen sowohl auf der warmen als auch auf der kalten Seite an. Auch hier ist eine zeitliche
Verzogerung aufgrund der Trégheit deutlich erkennbar. Dementsprechend sinken beim zweiten Experiment

(in Abbildung [f.6] rechts) die Austrittstemperaturen bei Erhéhung des Volumenstroms auf der kalten Seite.
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4. Dynamisches Modell des iiberkritischen Organic Rankine Cycles

In beiden Fillen wird der stationére Zustand ca. 80 Sekunden nach Start des Experiments erreicht.

Im Vergleich zwischen den Ergebnissen der Simulation und den experimentellen Werten zeigt sich, dass
die Temperaturverldufe durch die Simulation sehr gut wiedergegeben werden. Die absoluten Werte der Aus-
trittstemperaturen weichen um maximal 2,5 °C ab. Dies entspricht einem relativen Fehler von maximal ca.
5%. Dabei ist zu beachten, dass die Austrittstemperatur auf der warmen Seite im Vergleich zum Experiment
leicht iiberschitzt wird, wihrend die simulierte Austrittstemperatur auf der kalten Seite geringer ist. Das be-
deutet, dass der Wirmeiibergang durch die Korrelation insgesamt leicht unterschétzt wird. Qualitativ werden
die Verliufe insbesondere in Hinblick auf die zeitlichen Verzogerungen bei Anderung der Randbedingungen

jedoch sehr genau wiedergegeben.

4.4.2. Validierung des uberkritischen Warmeiibergangs

In der Literatur finden sich keine experimentellen Ergebnisse zum iiberkritischen Wérmeiibergang in Plat-
tenwirmeiibertragern, die fiir eine Validierung des hier vorliegenden Falles geeignet sind. Im vorangegan-
genen Kapitel wurde stattdessen das dynamische Verhalten des Plattenwirmetibertragermodells bei unter-
kritischen Driicken und einphasig fliissig vorliegendem Fluid validiert. Zusitzlich soll daher in diesem Ab-
schnitt die Implementierung der Wirmeiibertragung bei iiberkritischen Driicken untersucht werden. Hierzu
wurde ein Vergleich mit Simulationsergebnissen durchgefiihrt, die mit der Software Apros (Advanced Pro-
cess Simulation Software [2]]) berechnet wurden. Frumholtz simulierte im Rahmen seiner Diplomarbeit [34]]
den transienten Wirmeiibergang von iiberkritischem CO; in einem Rekuperator zur internen Wirmeiiber-
tragung in einem Brayton-Prozess. Das Simulationsmodell basiert auf einer Versuchsanlage fiir tiberkri-
tische CO;-Prozesse in Tschechien. Der Rekuperator besteht aus 16 in Reihe geschalteten Rohrbiindel-
Wirmeiibertrager-Modulen, die im Gegenstrom auf beiden Seiten mit {iberkritischem CO, durchstrémt
werden. Abbildung [4.7) zeigt ein Bild des Rekuperators sowie eine schematische Darstellung.

Frumbholtz untersuchte in seiner Arbeit bereits im Jahr 1999 durchgefiihrte Experimente, bei denen die
Messungen der Ein- und Austrittstemperaturen der Energieerhaltung widersprachen, da deutliche Unter-
schiede in den Enthalpiebilanzen auf Hochdruck- und Niederdruckseite des Rekuperators vorlagen. Mit
Hilfe der transienten Simulation konnte nachgewiesen werden, dass die gemessenen Temperaturen zu ei-
nem Zeitpunkt erfasst wurden, zu dem sich das System noch nicht im stationdren Zustand befand. Aufgrund

der hohen Masse des Rekuperators von ca. 8 Mg dauerte das Erreichen des stationdren Zustandes ldnger als
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Abb. 4.7.: CO,-Rekuperator in der Testanlage in Tschechien und als schematische Zeichnung, Grafiken aus
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Abb. 4.8.: Temperatur- und Druckverldufe der simulierten Experimente am Eintritt auf Hochdruck- und Niederdruck-
Seite (HD und ND)

die Experimentatoren erwartet hatten. Insbesondere bei einer Testreihe bestehend aus zwei verschiedenen
Druck-, Temperatur- und Massenstromrandbedingungen lief3 sich dieses Phdnomen erkennen.

Fiir die Validierung des iiberkritischen Wirmeiibergangs wurde daher in Dymola ein Modell aus in Rei-
he geschalteten Gegenstromwérmeiibertragern der Bibliothek TIL aufgebaut, um einen Vergleich mit den
in Apros erzielten Simulationsergebnissen dieser beiden Experimente durchzufiihren. Jedes der 16 Reku-
peratormodule besteht aus 37 Rohren mit einer Linge von 4 m und einem Mantelinnendurchmesser von
0,055 m. Um Wirmeverluste an die Umgebung zu vermindern, stromt das kéltere Hochdruckfluid auf der
Mantelseite.

Die simulierte Testreihe besteht aus dem Aufwiarmvorgang auf die erste Einstellung der Temperaturrand-
bedingungen und anschlieender Erhohung von Druck-, Temperatur- und Massenstrom auf den zweiten
untersuchten Randbedingungssatz. Abbildung [4.8] zeigt den zeitlichen Verlauf der vorgegebenen Randbe-
dingungen. Ausgehend von 5 °C werden nach 60 s die Heizungen eingeschaltet und das Fluid innerhalb
von 200 s auf der Hochdruckseite auf 15,75 °C sowie auf der Niederdruckseite auf 31,82 °C und damit
tiber die kritische Temperatur von 30,98 °C aufgewirmt. Die Driicke liegen mit 73,8 bar (Niederdruck) bzw.
175,7 bar (Hochdruck) iiber dem kritischen Druck von 73,7 bar. Der Massenstrom betrdgt 0,7 kg/s. Die
Eintrittstemperaturen werden 1080 s nach Beginn der Simulation innerhalb von 200 s auf 27,73 °C bzw.
46,52 °C erhoht. Gleichzeitig werden die Driicke auf 96,4 bar und 221,5 bar sowie der Massenstrom auf
0,8 kg/s erhoht. Nach 3300 s ist ein stationdrer Zustand erreicht.

Fiir die Validierung werden die von Apros und TIL errechneten Temperaturen zwischen den Modulen
sowie am Ein- und Austritt des Rekuperators zu verschiedenen Zeitpunkten verglichen. Abbildung .9
zeigt exemplarisch die Temperaturverldufe im Rekuperator zu sechs Zeitpunkten. Die Verldufe sind iiber
die Messstellen 1 - 17 aufgetragen, die Messstelle 1 befindet sich am Eintritt der Niedertemperaturseite,
Messstelle 17 am Eintritt der Hochdruckseite. Abbildung 9] links oben zeigt die Temperaturverldufe zu

Beginn des Experiments. Die Temperatur auf Hoch- und Niederdruck betrigt wie beschrieben 5 °C und es
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Abb. 4.9.: Mit Apros und TIL simulierte Temperaturverlidufe {iber den Rekuperator auf Hochdruck- und Niederdruck-
Seite (HD und ND) zu verschiedenen Zeitpunkten

wird keine Wirme iibertragen. Nach 720 s haben sich dagegen Temperaturprofile ausgebildet, da die jeweils
eintretenden Stromungen nun aufgeheizt sind (Abbildung [4.9] oben rechts). Allerdings liegen zu diesem
Zeitpunkt sich kreuzende Temperaturverldufe vor, die in der thermischen Trigheit der Rohre und Mintel
der Rekuperatormodule begriindet sind. Insbesondere die in der Mitte gelegenen Module sind noch nicht
auf die Stromungstemperatur aufgeheizt, so dass hier noch geringere Temperaturen als am Ein- und Austritt
des Rekuperators vorliegen. Vor Beginn der Temperatur- und Druckerhhung nach 1080 s (Abbildung .9
Mitte links) liegen nun kontinuierliche Temperaturverldufe vor, die allerdings noch nicht dem stationédren
Zustand entsprechen. Weitere 200 s spiter, am Ende der Umstellung auf die gednderten Randbedingungen,

liegen dhnlich wie zu Beginn des Experimentes nach dem Einschalten der Heizung instationire Tempera-
turverldufe vor. Wihrend in der Nihe des Eintritts auf der Niederdruckseite die eingestellten Temperaturen
bereits nahezu erreicht sind, liegen in der Mitte des Rekuperators und in der Nihe des Hochdruckeintritts

noch geringere Temperaturen vor als im stationdren Zustand. Dieser wird nach 3300 s erreicht und ist in Ab-
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bildung[#.9]unten rechts dargestellt. Dementsprechend stellen die Temperaturverldufe nach 1520 s ebenfalls
eine Momentaufnahme der Aufheizung dar. Insbesondere die Austrittstemperaturen auf der Niederdrucksei-
te liegen vor Erreichen des stationédren Zustandes zu niedrig.

Im Vergleich zwischen den Apros-Ergebnissen und den mit TIL berechneten Werten wird in Abbildung
.9 deutlich, dass auch bei iiberkritischen Driicken der transiente Wirmeiibergang gut wiedergegeben wird.
Qualitativ wird insbesondere die zeitliche Entwicklung der Verldufe sehr gut wiedergegeben. Bei den ab-
soluten Temperaturwerten an den einzelnen Messstellen sind jedoch Abweichungen festzustellen. In TIL
werden bei Temperaturiibergéingen teilweise andere Steigungen innerhalb des Rekuperators errechnet. Die
Ursache hierfiir liegt in einem unvermeidbaren Unterschied zwischen den Modellen. Wihrend in Apros die
grofle Masse des Rekuperatormantels nur wenigen Berechnungsknoten manuell zugewiesen wurde, wird
in TIL automatisch eine lineare Verteilung der Masse iiber alle Zellen angenommen. Da diese Masse, wie
bereits von Frumholtz festgestellt, grolen Einfluss auf die Temperaturprofile hat, sind die Unterschiede zwi-
schen den Berechnungsergebnissen durch die abweichende Massenverteilung der Modelle zu erklidren. Von
einer korrekten Berechnung der zeitabhingigen, tiberkritischen Wirmeiibertragung kann jedoch ausgegan-

gen werden.

4.4.3. Validierung des Warmeitibergangs und des Druckverlustes bei der Kondensation

Die in TIL vorhandenen Modelle wurden um die in Kapitel 2.3.4] beschriebene Korrelation zur Berechnung
des Wirmeiibergangs bei Kondensation im horizontalen Rohr und um die in Kapitel [2.4.4] beschriebene
Korrelation fiir den Druckverlust bei Kondensation im horizontalen Rohr erweitert. Zur Validierung dieser
Korrelationen wurde daher ein Vergleich mit experimentellen Ergebnissen aus der Literatur vorgenommen.
Wen et. al [93] fithrten Messungen des Wirmeiibergangs von Propan bei der Kondensation in einer hori-
zontalen Teststrecke mit einem Durchmesser von 2,46 mm bei verschiedenen Massenstromen durch. Die
Kondensation erfolgte hierbei bei einer Temperatur von 40 °C. Abbildung links zeigt die gemessenen
und die mit der erwihnten Korrelation berechneten Werte des Wiarmeiibergangskoeffizienten o in Abhén-
gigkeit des Dampfgehaltes der Fluidstromung bei Massenstromdichten von 205 kg/m?s und 320 kg/m?s. Es
wird deutlich, dass mit abnehmendem Dampfgehalt auch der Wirmetibergangskoeffizient abnimmt, da bei

hohem Dampfgehalt ein hoherer Volumenstrom und damit eine hohere Stromungsgeschwindigkeit vorliegt.
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Abb. 4.10.: Vergleich zwischen berechnetem und experimentellem Warmeiibergang bei der Kondensation von Propan
in Abhingigkeit vom Dampfgehalt, absolute Werte (links) und relativer Fehler (rechts), experimentelle
Ergebnisse aus [93]]
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Abb. 4.11.: Mit der Korrelation von Friedel (Kapitel [2.4.4) berechneter Druckverlust bei der Kondensation verschie-
dener Fluide und variierenden Massenstromdichten im Vergleich zu experimentellen Ergebnissen von Ca-

vallini [[16]]

Dies fiihrt zu hoherer Turbulenz und einer stirkeren Interaktion zwischen der fliissigen und gasformigen
Phase. Insbesondere zu Beginn der Kondensation beim Ubergang von sehr hohem Dampfgehalt zu gleichen
Anteilen von Dampf- und Fliissigphase ist die Anderung des Wirmeiibergangs stark abhéingig vom Dampf-
gehalt. Mit weiter zunehmender Fliissigphase sinkt der Warmeiibergang weniger stark. Diese Charakteristik
wird durch die Korrelation gut wiedergegeben. Allerdings wird die Abhéngigkeit bei hohen Dampfgehalten
tiberschitzt, so dass ein sehr starker Abfall des Wirmetiibergangs berechnet wird. Im weiteren Verlauf der
Kondensation wird demgegentiber ein flacherer Verlauf des Wirmetibergangs berechnet, so dass im Bereich
geringerer Dampfgehalte der Wirmeiibergang leicht iiberschitzt wird. Dies wird auch bei Betrachtung des
relativen Fehlers zwischen experimentellen und berechneten Werten in Abhédngigkeit des Dampfgehaltes in
Abbildung rechts deutlich. Der relative Fehler wurde hierbei analog zu Gleichung auf die expe-
rimentellen Werte bezogen. Es wird deutlich, dass im Bereich geringer Dampfgehalte die Korrelation den
Wirmeiibergang um bis zu 18% unterschétzt, wihrend im Bereich hoher Dampfgehalte eine relativer Feh-
ler von bis zu 27% vorliegt. Ein Vergleich mit Literatur, in der andere Korrelationen mit experimentellen
Ergebnissen verglichen wurden (u.a. [17], [86]]), zeigt jedoch, dass bei Zweiphasenstromungen Uberein-
stimmungen im Bereich zwischen 4+ 20% in der Regel als ausreichend genau gelten. Zudem liegt im hier
vorliegenden Fall der mittlere Fehler des Wirmeiibergangs bei unter 4%, so dass im Hinblick auf die beim
Kondensationsvorgang insgesamt iibertragene Wirme eine gute Genauigkeit der Korrelation gewéhrleistet
ist.

Fiir die Validierung des Druckverlustes wurde ein Vergleich mit experimentellen Daten von Cavallini [16]]
durchgefiihrt. Cavallini erfasste den Druckverlust bei der Kondensation im horizontalen Rohr (Durchmesser
0,008 m) fiir sechs verschiedene Kiltemittel bei Massenstromdichten zwischen 100 kg/m?s und 750 kg/m?s.
Fiir den Vergleich zwischen experimentellen und berechneten Druckverlusten wurden die Ergebnisse der
Fluide R22, R32, R125 und R134a herangezogen, da fiir diese vier der sechs Fluide Stoffdaten in REF-
PROP hinterlegt sind. Abbildung[.T1]zeigt die berechneten Werte in Abhiingigkeit von den experimentellen
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Daten des Druckverlustes, der auf der Lédnge von einem Meter auftritt. Die Messungen wurden fiir verschie-
dene Dampfgehalte durchgefiihrt, jedoch reprisentiert jeder Punkt in Abbildung #.11]den Druckverlust bei
konstantem Dampfgehalt iiber die Teststrecke. Zur Veranschaulichung ist zudem der Bereich von 4+ 20%
Abweichung von den experimentellen Werten eingezeichnet. Es wird deutlich, dass nahezu alle berechneten
Druckverluste in diesen Toleranzfiacher fallen. Tendenziell unterschitzt die Korrelation den Druckverlust
im Bereich hoherer Werte, die bei hohen Massenstromdichten und Dampfgehalten von R22 und R134a
auftreten. Bei niedrigeren Druckverlusten von unter 10 kPa/m stimmen die berechneten Werte gut mit den
experimentellen Ergebnissen iiberein. Lediglich bei sehr geringen Massenstromen und Dampfgehalten wird
ein zu hoher Druckverlust berechnet, so dass hier relative Fehler von iiber 100% auftreten konnen. In abso-
luten Werten bedeutet dies jedoch lediglich eine Abweichung von max. 1 kPa/m, die ebenfalls als tolerierbar

betrachtet werden kann.

4.4.4. Vergleich des Simulationsergebnisses des Volllastpunktes zwischen Dymola/TIL
und GESI

Ausgehend von der Auslegung der einzelnen Komponenten und der Validierung der Wirmeiibertrager wur-
de die korrekte Implementierung des kompletten Prozesses iiberpriift, indem das Simulationsergebnis bei
stationdrer Volllast mit dem GESI-Ergebnis, das als Grundlage fiir die Auslegung diente, verglichen wurde.
Als Randbedingungen wurden hierzu im dynamischen Modell ein konstanter Thermalwassermassenstrom
sowie ein konstanter Kiihllufteintrittszustand vorgegeben. Die Frischdampftemperatur wurde durch Rege-
lung des ORC-Massenstroms auf den gewiinschten Wert eingestellt, die Kondensationstemperatur wurde
durch Anpassung des Luftmassenstroms geregelt.

Abbildung [.12] links zeigt den in GESI berechneten iiberkritischen Propan-Prozess im T-s-Diagramm
sowie die Fluidzustidnde an den charakteristischen Punkten des Prozesses aus der dynamischen Simulation.
Im Diagramm wird deutlich, dass die Fluidzustinde am Ein- und Austritt von Pumpe und Expander sehr
gut mit den Ergebnissen der stationiren Simulation tibereinstimmen. Dies wird auch bei Betrachtung der

Temperaturverlidufe im Plattenwirmeiibertrager in Abbildung [.12] rechts deutlich. Die in den einzelnen
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Abb. 4.12.: Vergleich zwischen dem mit GESI berechnetem Ergebnis und der Simulation des stationdren Volllast-
punktes in Dymola, T-s-Diagramm des Prozesses (links) und Temperaturverldaufe im Warmetibertrager in
Abhingigkeit der tibertragenen Wirme (rechts)
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Zellen des dynamischen Modells auftretenden Temperaturen stimmen sehr gut mit den in GESI mit Hilfe
der Angabe der minimalen Temperaturdifferenz berechneten Verldufen iiberein.

Im Vergleich der berechneten Leistungsdaten wird das GESI-Ergebnis ebenfalls gut wiedergegeben. Der
sich bei Dymola einstellende Wirmeeintrag in den Prozess weicht um 0,8% vom GESI-Ergebnis ab, da das
Thermalwasser mit der vorliegenden Dimensionierung des Plattenwirmeiibertragers 0,5°C weniger abge-
kiihlt wird als in der stationédren Simulation berechnet. Daraus resultieren geringe Abweichungen der Netto-
und Bruttoleistung im Bereich von ca. 1%. Die angenommenen Druckverluste im Warmeiibertrager und im
Kondensator werden in den entsprechenden Komponenten des dynamischen Modells auch dann eingehalten,
wenn die Druckverluste der Rohrleitungen ebenfalls den Wirmeiibertragern zugerechnet werden. Lediglich
der Druckverlust tiber das bei Volllast gedffnete Drosselventil vor dem Expander, der ca. 0,05 MPa betrigt,
ist bei der stationdren Simulation in GESI nicht beriicksichtigt worden.

Der Vergleich zeigt, dass der in GESI stationir und 0-dimensional berechnete tiberkritische Prozess mit
Propan als Arbeitsmittel als dynamisches Modell in Dymola mit Komponenten der Bibliothek TIL korrekt
implementiert wurde. Ausgehend hiervon konnten anschlieend transiente Simulationen durchgefiihrt wer-
den, die eine weitere Optimierung des Anlagenverhaltens ermoglichen. Die Ergebnisse dieser Simulationen

werden im nichsten Kapitel vorgestellt.

78



5. Dynamische Simulation des Uberkritischen Organic Rankine Cycles

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der Simulationen vorgestellt, die mit dem in Kapitel 4] beschriebe-
nen Modell durchgefiihrt wurden. Ausgehend vom Ergebnis der stationdren Simulationen mit GESI wurde
hierbei das Anlagenverhalten des liberkritischen Propanprozesses bei Abweichungen der Randbedingungen
vom Auslegungsfall mit dem Ziel einer Optimierung des Teillastverhaltens analysiert. Im Gegensatz zu der
0-dimensionalen Modellierung in GESI ist es nun mdglich durch Verwendung geeigneter Korrelationen fiir
den Wirmetiibergang detailliertere Ergebnisse ohne Kenntnis der Teillastkurven des Wirmetibertragers und
des Kiihlers zu erhalten. In diesem Zusammenhang wurden verschiedene Regelkonzepte im Hinblick auf
die erzeugte Nettoleistung miteinander verglichen.

Die Randbedingungen, die Einfluss auf die Nettoleistung haben, sind die Temperatur und die relative
Feuchte der Kiihlluft sowie der Thermalwassermassenstrom. Die Temperatur der Thermalwasserquelle wird
als konstant iiber die Lebensdauer der Anlage betrachtet. Daher wurde zum einen die Regelung des Hybrid-
kiihlers bei variablen Eintrittsbedingungen der Kiihlluft unter konstanten Lastbedingungen untersucht, zum
anderen das quasistationire Teillastverhalten bei vermindertem Thermalwassermassenstrom berechnet. Vor
dem Hintergrund einer zukiinftig im Wesentlichen durch erneuerbare Energien getragenen Stromprodukti-
on ist der Ausgleich des stark schwankenden und unter Umstinden vom Bedarf abweichenden Angebots
an Solar- und Windstrom eine wichtige Einsatzmoglichkeit fiir geothermische Kraftwerke. Daher wurde
das dynamische Anlagenverhalten im Hinblick auf Flexibilitit der verschiedenen Regelkonzepte sowie der
damit moglichen Lastgradienten ebenfalls simuliert. SchlieBlich wurden anhand von Klimadaten beispiel-
hafte Verlidufe der Kiihlluftzustinde definiert, um eine realistische Aussage der jahreszeitlich abhéngigen

Stromproduktion mit und ohne Wirmeauskopplung zu erhalten.

5.1. Analyse der Regelung des Hybrid-Kiihlers zur Kondensation

Die Regelung des Hybrid-Kiihlers beinhaltet die Ventilatoren und den von ihnen geférderten Luftmassen-
strom. Wie bereits in Kapitel .3.2beschrieben, kann dariiber die Kondensationstemperatur eingestellt wer-
den. Dieses Kapitel beinhaltet daher eine Variation des Sollwertes fiir die Kondensationstemperatur, die
Variation des Lufteintrittzustandes (Temperatur und relative Feuchte) sowie die Moglichkeiten der Luftkiih-

lung vor dem Eintritt durch Wassereinspritzung.

5.1.1. Variation der Kondensationstemperatur bei konstanter AuBentemperatur

Die stationire Auslegung erfolgte mit der Festlegung der Kondensationstemperatur auf 30 °C bei 15 °C
Umgebungs- bzw. Kiihllufttemperatur. Der Leistungsbedarf der Kiihlung wurde hierbei nicht berechnet, da
dieser sich direkt aus dem Druckverlust tiber den Kiihler ergibt. Mit Kenntnis der Kiihlergeometrie und un-
ter Verwendung der in Kap. 2.4.4] aufgefiihrten Korrelation kann nun der Druckverlust und damit auch der
Strombedarf der Ventilatoren ermittelt werden. Daher wurden Simulationen mit variierender Kondensation-

stemperatur bei konstanter AuBentemperatur und reiner Luftkiihlung ohne Wassereinspritzung durchgefiihrt,
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Abb. 5.1.: Leistungsbedarf der Kiihlerventilatoren und der Pumpe (links) sowie Bruttoleistung des Expanders (rechts)
in Abhingigkeit von der Kondensationstemperatur bei einer Eintrittstemperatur der Kiihlluft von 15 °C

bei denen der Zustand am Expandereintritt konstant gehalten wurde. Abbildung [5.1]links zeigt den hierbei
berechneten Leistungsbedarf der Ventilatoren des Kiihlers und der Speisepumpe des Prozesses in Abhin-
gigkeit von der Kondensationstemperatur, die zwischen 26,9 °C und 40 °C variiert wurde. Die Abbildung
zeigt, dass die Kondensationstemperatur nur geringen Einfluss auf die Leistung der Speisepumpe hat. Mit
steigender Kondensationstemperatur nimmt der Druck im Tank und damit vor der Pumpe zu, so dass der von
der Pumpe zu leistende Druckaufbau abnimmt. Zwischen der minimalen und der maximalen Kondensation-
stemperatur betrdgt der Druckunterschied im Tank 0,37 MPa. Gleichzeitig kann bei zunehmender Konden-
sationstemperatur aufgrund der hoheren Eintrittstemperatur in den Wiarmeiibertrager der Massenstrom im
ORC geringfiigig erhoht werden. Der geringere Leistungsbedarf aufgrund des Druckverhiltnisses bei hohen
Kondensationstemperaturen wird somit durch die Erh6hung des zu fordernden Massenstroms abgedimpft.

Stark abhéngig von der Kondensationstemperatur ist jedoch der Leistungsbedarf der Ventilatoren, der mit
sinkender Kondensationstemperatur exponentiell zunimmt. Dies ist im erhShten Luftmassenstrom, der bei
geringeren Kondensationstemperaturen zur Kiihlung benétigt wird, begriindet. Der maximale Massenstrom
von 125 kg/s fiihrt zu einer Kondensationstemperatur von 26,9 °C, wihrend bei einer Kondensationstem-
peratur von 40 °C lediglich ein Luftmassenstrom von 44 kg/s benotigt wird. Hohere Massenstrome fithren
zudem zu hoheren Druckverlusten, die sich ebenfalls negativ auf den Leistungsbedarf auswirken, der somit
von 1,6 kW bei 40 °C auf 24,6 kW bei 26,9 °C steigt.

Demgegeniiber steht die erzielbare Bruttoleistung des Expanders, die in Abbildung [5.1|rechts dargestellt
ist. Bei konstantem Frischdampfzustand wird durch die Kondensationstemperatur das nutzbare Enthalpiege-
fille in des Expanders vorgegeben, so dass bei geringen Kondensationstemperaturen die Expanderleistung
hoher ausfillt. Zusétzlich nimmt der Expanderwirkungsgrad bei Abweichung vom Auslegungspunkt ab,
fiir den betrachteten Bereich betrug diese Verringerung jedoch lediglich max. 1%. In Abbildung [5.1] rechts
wird deutlich, dass die Expanderleistung mit steigender Kondensationstemperatur ndherungsweise linear
abnimmt. Die Abnahme betrigt 2,2 kW je 1 K Erhohung der Kondensationstemperatur.

Die Auswirkungen dieser Leistungsverldufe auf die spezifische Nettoleistung in Abhiingigkeit von der
Kondensationstemperatur zeigt Abbildung[5.2] In die Berechnung der spezifischen Nettoleistung geht nun
im Gegensatz zu den Berechnungen in Kapitel 3.3 die Ventilatorleistung des Kiihlers zusitzlich zur Leis-
tung des Expanders und der Leistung der Speisepumpe ein. Der Verlauf in Abbildung[5.2] weist ein globales

Maximum bei der Auslegungskondensationstemperatur von 30 °C in Hohe von 37,6 kWs/kg auf. Bei gerin-
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Abb. 5.2.: Spezifische Nettoleistung inklusive des Leistungsbedarfs des Kiihlers in Abhéngigkeit von der Kondensati-
onstemperatur

geren Kondensationstemperaturen steigt der Leistungsbedarf der Kiihlung stirker als der Leistungsgewinn
durch das erhohte Enthalpiegefélle im Expander. Hoheren Temperaturen verringern zwar die Kiihlerleis-
tung, jedoch nicht in dem MafRe, in dem die Expanderleistung abnimmt. Eine Verringerung oder Erhthung

der Kondensationstemperatur fiithrt demnach nicht zu einer Verbesserung der spezifischen Nettoleistung.

5.1.2. Variation des Luftzustandes bei konstanter Kondensationstemperatur

Zur Untersuchung des Einflusses des Eintrittzustandes der Kiihlluft auf den Prozess wurden Simulation bei
Volllast mit variierenden Temperaturen und relativen Feuchten der Kiihlluft durchgefiihrt. Fiir die Berech-
nungen wurden der Thermalwassermassenstrom, die Kondensationstemperatur und der Frischdampfzustand
konstant gehalten, der Massenstrom der Kiihlluft und im ORC wurde hierzu durch PI-Regler angepasst. Die
Temperatur der Kiihlluft wurde im Bereich von 0 °C bis 40 °C variiert, die relative Feuchte von 0% bis 80%.

Abbildung [5.3] rechts zeigt die spezifische Nettoleistung des Prozesses in Abhingigkeit von der relativen
Luftfeuchte bei einer konstanten Kiihllufttemperatur von 15 °C am Eintritt in den Kiihler. Es wird deutlich,
dass die Luftfeuchte nahezu keinen Einfluss auf die spezifische Nettoleistung hat. Bei einer Luftfeuchte
von 80% ergab sich ein um 0,5 kg/s geringerer erforderlicher Luftmassenstrom im Vergleich zu einer Luft-
feuchte von 0%, der zu einem um 0,05 kW geringeren Leistungsbedarf des Kiihlers fiihrt. Die spezifische
Nettoleistung steigt dadurch um 0,025 kWs/kg. Im Vergleich zum Einfluss der Kiihllufttemperatur, der in
Abbildung [5.3]links dargestellt ist, ist dies vernachlissigbar. Der in Abbildung[5.3]links dargestellte Verlauf
der spezifischen Nettoleistung wurde bei einer konstanten Luftfeuchte von 0% berechnet. Es wird deutlich,
dass mit steigender Kiihllufttemperatur die spezifische Nettoleistung stark abnimmt. Wihrend bei einer
Kiihllufttemperatur von 0 °C die spezifische Nettoleistung 41,5 kWs/kg betragt, fillt diese mit steigender
Kiihllufttemperatur auf 10,7 kWs/kg bei einer AuBentemperatur von 40 °C. Hierbei liegt im Bereich von
0 °C bis 15 °C eine geringe Abhingigkeit vor, ab einer Temperatur von 15 °C nimmt die Nettoleistung
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Abb. 5.3.: Spezifische Netto-Leistung des Prozesses unter Volllast bei Variation der Eintrittstemperatur der Kiihlluft
(links) und bei Variation der relativen Feuchte der Kiihlluft (rechts)

jedoch zunehmend stirker ab. Zwischen 18 °C und 20 °C Kiihllufttemperatur tritt ein Ubergang zu einem
linearen Abfall der Nettoleistung auf.

Dieser Verlauf lisst sich mit Blick auf die Leistungen von Expander und Kiihlerventilatoren erkldren. In
Abbildung[5.4sind der Leistungsbedarf des Kiihlers (links) und die Bruttoleistung des Expanders (rechts) in
Abhiéngigkeit von der Kiihllufttemperatur aufgetragen. Die Ventilatorleistung nimmt mit steigender Tempe-
ratur exponentiell zu, da der erforderliche Kiihlluftmassenstrom zunimmt. Dadurch bedingt steigt mit dem
Druckverlust auf der Luftseite der zweite bestimmende Faktor. Insbesondere im Bereich ab 15 °C liegt eine
sehr starke Zunahme vor. Bei ungefidhr 19 °C wird der maximale Massenstrom der Ventilatoren erreicht,
ab dieser Lufttemperatur erfolgt somit keine weitere Erhohung des Luftmassenstroms. Dadurch steigt der
Leistungsbedarf des Kiihlers ab dieser Temperatur nur noch moderat aufgrund hoherer Druckverluste, die
abhingig von den Stoffeigenschaften sind. Gleichzeitig fiihrt dies dazu, dass die Kondensationstemperatur
von 30 °C nicht mehr eingehalten werden kann. Bei Kiihllufttemperaturen von 20 °C bis 40 °C steigt diese
von 31,6 °C auf 50,5 °C. Dies fiihrt zu dem in Abbildung [5.4] rechts dargestellten Verlauf der Expander-
leistung. Bei geringen Kiihllufttemperaturen ist diese konstant, da die Kondensationstemperatur ebenfalls
konstant gehalten wird. Ab 19 °C Kiihllufttemperatur nimmt die Expanderleistung aufgrund der steigenden

Kondensationstemperatur linear ab, wie im vorangegangenen Kapitel beschrieben.
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Abb. 5.4.: Leistungsbedarf des Kiihlers (links) und Brutto-Expanderleistung (rechts) unter Volllast bei Variation der
Eintrittstemperatur der Kiihlluft
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Da die Pumpenleistung anndhernd konstant ist, fithren diese beiden Leistungsverldufe somit zu der in Ab-
bildung [5.3] links dargestellten spezifischen Nettoleistung. Die starke Leistungsabnahme bei Temperatu-
ren oberhalb von 20 °C Kiihllufttemperatur verdeutlicht, dass MaBnahmen zur Verbesserung der Kiihlung
sinnvoll sind. Eine Erhohung des forderbaren Luftmassenstroms wiirde zwar die Einhaltung der Konden-
sationstemperatur hin zu hoheren Temperaturen ermoglichen, jedoch zu einem noch stirkeren Anstieg der
Liifterleistung fiihren. Bei Aulentemperaturen um 30 °C und hoher wire eine Einhaltung dieser Kondensati-
onstemperatur zudem ohnehin nicht moglich. Alternativ kann durch Einspritzen von Wasser die Temperatur
der Kiihlluft abgesenkt werden.

5.1.3. Absenkung der Kiihllufttemperatur durch Wassereinspritzung

Wie bereits in Kapitel [.3.2]beschrieben, wurde ein zusitzliches Modul zur Berechnung der Absenkung der
Kiihllufttemperatur durch Wassereinspritzung entwickelt. Die mit technischen Mittel minimal erreichbare
Kiihlgrenztemperatur wird bei einer relativen Feuchte von 95% erreicht und hiingt von der Temperatur und
der relativen Feuchte der Luft vor dem Zufiigen des Wassers ab. Abbildung [5.3] zeigt die mit dem Modul
c¢WC (Cooling Water Control) errechnete Kiihlgrenztemperatur in Abhéngigkeit von der Lufttemperatur fiir
verschiedene relative Feuchten. Mit zunehmender relativer Feuchte steigt die Kiihlgrenztemperatur, da die
Luft eine geringere Masse an Wasser aufnehmen kann. Der damit verbundene geringere Wirmebedarf zur
Verdunstung der Wassertropfen fiihrt zu einer geringeren Abkiihlung der Luft. Gleichzeitig kann die Luft
bei hoheren Temperaturen mehr Wasser aufnehmen, so dass mit steigender Temperatur eine zunehmende
Abkiihlung moglich ist. Bei einer relativen Feuchte von 80% sind somit Abkiihlungen von 1,5 K bis 2,8 K
im betrachteten Temperaturbereich von 15 °C bis 45 °C moglich. Bei geringeren relativen Feuchten ist die
Temperaturabhéngigkeit der Kiihlgrenztemperatur hoher, beispielsweise liegen die Kiihlgrenztemperaturen
bei einer relativen Feuchte von 20% zwischen 8,7 K und 19,1 K unter den Eintrittstemperaturen. Zur Ver-

deutlichung der moglichen Abkiihlung ist in Abbildung[5.3|die AuBentemperatur ebenfalls aufgetragen.
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Abb. 5.5.: Kiihlgrenztemperaturen (¢ = 95%) bei verschiedenen relativen Feuchten in Abhingigkeit von der Ein-
trittstemperatur der Kiihlluft
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Zur Analyse des Einflusses der Wassereinspritzung auf die Kiithlung und den Prozess insgesamt wurden
Simulationen bei konstantem Thermalwassermassenstrom mit variablen Kiihlluftrandbedingungen durch-
gefiihrt. Hierbei wurde im ersten Schritt die relative Feuchte und die Eintrittstemperatur der Kiihlluft bei
einer konstanten Kiihlluft-Solltemperatur von 18°C variiert. Die Kiihlluft-Solltemperatur stellt gleichzeitig
den Grenzwert, ab dem Wassereinspeisung erfolgt, und die Temperatur, die mittels der Wassereinspeisung
erreicht werden soll, dar. Im zweiten Schritt wurde die Solltemperatur fiir verschiedene Lufttemperaturen
bei einer konstanten relativen Feuchte von 60% variiert.

Abbildung [5.6] links zeigt die Verldufe der spezifischen Nettoleistung in Abhingigkeit von der Eintritt-
stemperatur der Kiihlluft und einer relativen Feuchte von 0% und 60%. Zum Vergleich ist zudem der aus
Abbildung [5.3| bekannte Verlauf der spezifischen Nettoleistung ohne Wassereinspritzung aufgetragen. Un-
terhalb der Solltemperatur von 18 °C sind die Verldufe identisch, da hier keine Wassereinspritzung erfolgt.
Bei trockener Luft (¢ = 0%) kann bei hheren Aulentemperaturen die Solltemperatur von 18 °C im betrach-
teten Bereich bis 40 °C durch Wassereinspritzen eingehalten werden. Bei 40 °C Eintrittstemperatur liegt die
relative Feuchte der Luft nach der Zugabe des Kiihlwasser bei 69,9%, eine Einhaltung der Solltemperatur
wire somit auch fiir hohere Temperaturen moglich. In diesem Fall kann die spezifische Nettoleistung somit
konstant auf dem Wert gehalten werden, der bei einer Lufttemperatur von 18 °C erzielt wird, da die steigen-
de Luftfeuchte wie bereits beschrieben einen sehr geringen Einfluss auf den Leistungsbedarf des Kiihlers
hat. Bei einer Lufttemperatur von 30 °C kann beispielsweise auf diese Art die spezifische Nettoleistung
von 20,5 kWs/kg auf 32,3 kWs/kg erhoht werden, was einer Leistungssteigerung von 57% entspricht. Der
hierfiir erforderliche Wasserbedarf liegt bei 0,58 kg/s.

Jedoch stellt trockene Luft mit einer relativen Feuchte von 0% lediglich einen theoretischen Fall dar.
Daher ist in Abbildung[5.6]links ebenfalls die spezifische Nettoleistung bei einer Luftfeuchte von 60% dar-
gestellt. Bei dieser relativen Feuchte kann die Solltemperatur bis zu einer Eintrittstemperatur von 22,7 °C
gehalten werden (siehe Abbildung[5.5)). Ab dieser Temperatur erfolgt eine Abkiihlung der Kiihlluft auf die
jeweilige Kiihlgrenztemperatur. Dadurch nimmt die spezifische Nettoleistung wie bei der reinen Luftkiih-
lung mit steigender Lufttemperatur ab, allerdings verschiebt sich der Verlauf der spezifischen Nettoleistung
jeweils um den Betrag der moglichen Temperaturabkiihlung zu héheren Kiihllufttemperaturen. Auf diese

Weise sind bei Eintrittstemperaturen zwischen 25 °C und 40 °C Leistungssteigerungen zwischen 4,8 kWs/kg
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Abb. 5.7.: Verlauf der spezifischen Nettoleistung (links) und des Wasserbedarfs im Hybridbetrieb in Abhingigkeit von
der Kiihllufttemperatur, Variation der durch die Wassereinspeisung zu erreichenden Solltemperatur bei einer
relativen Feuchte der Umgebungsluft von 60%

und 6,8 kWs/kg moglich. Bei einer Lufttemperatur von 30 °C bedeutet dies eine Verbesserung der spezifi-
schen Nettoleistung um 27% durch die Zugabe von 0,3 kg/s Kiihlwasser.

In Abbildung [5.6|links wird deutlich, dass im Gegensatz zur reinen Luftkiihlung bei der Hybridkiihlung
die relative Feuchte der Kiihlluft Einfluss auf die spezifische Nettoleistung hat, da durch die Wassereinsprit-
zung je nach Feuchtegrad unterschiedlich stark abgekiihlt werden kann. Zur genaueren Untersuchung die-
ses Einflusses wurden Simulationen bei konstanten Kiihllufttemperaturen mit variierender relativer Feuch-
te durchgefiihrt. In Abbildung [5.6] rechts ist die spezifische Nettoleistung fiir Kiihllufttemperaturen von
15 °C, 25 °C und 35 °C in Abhingigkeit von der relativen Feuchte dargestellt. Bei einer Kiihllufttempe-
ratur von 15 °C erfolgt aufgrund der Solltemperatur von 18 °C keine Wassereinspritzung. Der Verlauf ist
somit identisch mit dem in Abbildung [5.3] rechts und hier lediglich zum Vergleich dargestellt. Der Verlauf
der spezifischen Nettoleistung bei 25 °C Kiihllufttemperatur zeigt, dass bis zu einer relativen Feuchte von
40% die Solltemperatur durch Wassereinspritzung erzielt werden kann, da in diesem Bereich die spezifische
Nettoleistung konstant ist. Fiir hohere relative Feuchten steigt die nach der Wassereinspritzung erreichba-
re Temperatur, was eine Verringerung der spezifischen Nettoleistung zur Folge hat. Dies fiihrt zu einer um
4,9 kWs/kg niedrigeren spezifischen Nettoleistung bei 80% Luftfeuchte gegeniiber 40% Luftfeuchte. Bei ho-
heren Lufttemperaturen verschiebt sich dieser Verlauf hin zu geringeren relativen Luftfeuchten, da hierbei
die Kiihlgrenztemperatur jeweils frither iiber dem Sollwert der Abkiihlung liegt. Bei 35 °C Lufttemperatur
kann der Sollwert beispielsweise nur bei sehr geringen relativen Feuchten erreicht werden, bereits bei einer
relativen Feuchte von 20% ist dies nicht mehr moglich und die spezifische Nettoleistung nimmt entspre-
chend ab. Dies fiihrt dazu, dass die relative Feuchte bei hohen Lufttemperaturen einen gro3eren Einfluss auf
die spezifische Nettoleistung hat. Im Fall von 35 °C Lufttemperatur zwischen 0% und 80% relativer Feuchte
betriagt der Unterschied 13,9 kWs/kg. Dies entspricht einer Leistungsabnahme um 43%.

Wie bereits erwidhnt wurden dariiber hinaus Simulationen mit variierender Solltemperatur der Wasserein-
spritzung durchgefiihrt. Abbildung[5.7]links zeigt die Verldufe der spezifischen Nettoleistung in Abhéngig-
keit von der Lufttemperatur bei einer relativen Feuchte von 60% fiir Solltemperaturen von 15 °C, 18 °C und
20 °C. Zum Vergleich ist zudem der Verlauf der spezifischen Nettoleistung ohne Wassereinspritzung auf-
getragen. Es wird deutlich, dass bei Lufttemperaturen oberhalb von 25 °C der Sollwert keinen Einfluss auf

die Nettoleistung hat, da ab dieser Temperatur die Kiihlgrenztemperatur iiber 20 °C liegt und somit durch
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Wassereinspritzung keine der betrachteten Solltemperaturen mehr erreicht werden kann. Dementsprechend
ist in diesem Bereich der Wasserbedarf, der in Abbildung[5.7|rechts in Abhingigkeit der Lufttemperatur dar-
gestellt ist, unabhéngig von der Solltemperatur. Unterschiede der spezifischen Nettoleistung und des Was-
serbedarfs der Kiihlung treten jedoch im Bereich von 15 °C bis 25 °C auf. Je nach Solltemperatur wird der
jeweilige Wert der spezifischen Nettoleistung solange konstant gehalten bis die Kiihlgrenze erreicht ist. Dies
fiihrt dazu, dass bei einer Solltemperatur von 15 °C die spezifische Nettoleistung bis 20 °C Lufttemperatur
konstant gehalten werden kann, bevor diese mit weiter steigender Lufttemperatur abnimmt. Bei 20 °C Soll-
temperatur dagegen nimmt die spezifische Nettoleistung fiir Lufttemperaturen von 15 °C bis 20 °C zunéchst
ab und bleibt dann auf einem konstanten Wert bis 25 °C Lufttemperatur. Bei der Solltemperatur von 18 °C
wird die Leistung fiir Lufttemperaturen von 18 °C bis 22,7 °C konstant gehalten. Die hoheren Leistungen in
den jeweiligen Temperaturbereichen erfordern jedoch einen erhdhten Wasserbedarf, wie in Abbildung [5.7]
rechts deutlich wird. Bei 20 °C Lufttemperatur und einer Solltemperatur von 18 °C wird beispielsweise eine
Erhohung der spezifischen Nettoleistung um 2,5 kWs/kg mit der Zugabe von 0,1 kg/s Kiihlwasser erreicht,
bei einer Solltemperatur von 15 °C erfordert die Leistungssteigerung von 7,6 kWs/kg einen Wasserbedarf
von 0,18 kg/s.

Eine optimale Solltemperatur ist somit aus rein technischer Sicht nicht zu ermitteln, vielmehr muss die
Festlegung aus betriebswirtschaftlichen Griinden wie zum Beispiel Wasserverfiigbarkeit und -preis erfolgen.
Moglich ist in diesem Zusammenhang ebenfalls eine zeitlich befristete Absenkung der Solltemperatur bei
erhohtem Leistungsbedarf.

Alle weiteren Simulationen wurden daher mit einer konstanten Solltemperatur der Kiihlluft bei Wasser-

einspeisung von 18 °C durchgefiihrt.

5.1.4. Optimierte Steuerung des Kiihlers durch variable Kondensationstemperatur

Die Untersuchungen zur optimalen Kondensationstemperatur bei konstanter Lufttemperatur aus Abschnitt
[.1.1) zeigten, dass bei 15 °C Lufttemperatur die optimale Kondensationstemperatur bei 30 °C liegt. In den
bisherigen Simulationen wurde daher durch Regelung des Luftmassenstroms die Einhaltung dieser Konden-
sationstemperatur angestrebt. Bei vom Auslegungsfall abweichenden Temperaturen der Umgebungsluft ist
jedoch nicht gewihrleistet, dass diese Regelung zu den bestmdéglichen Nettoleistungen fiihrt. Daher wur-
den Simulationen mit der Variation der Kondensationstemperatur bei variierenden Lufttemperaturen mit
konstanter relativer Feuchte von 60% durchgefiihrt. Abbildung [5.8] zeigt die auf diese Weise berechneten
Verldufe der spezifischen Nettoleistung bei Umgebungslufttemperaturen von 0 °C, 10 °C, 15 °C, 25 °C und
35 °C und einer relativen Feuchte von 60% in Abhingigkeit von der Kondensationstemperatur. Bei 25 °C
und 35 °C Umgebungslufttemperatur erfolgte die im vorangegangenen Kapitel beschriebene Wassereinsprit-
zung, so dass hier effektive Kiihllufttemperaturen in Hohe von 20,03 °C bzw. 28,3 °C vorliegen. Der Verlauf
bei 15 °C Lufttemperatur entspricht hierbei den in Abschnitt[5.T.T]erlduterten Werten.

Abbildung [5.8] zeigt deutlich, dass jeder Lufttemperatur eine Kondensationstemperatur zugewiesen wer-
den kann, bei der ein Optimum der spezifischen Nettoleistung erzielt wird. Diese optimalen Kondensati-
onstemperaturen liegen fiir Lufttemperaturen unter 15 °C unter der Auslegungs-Kondensationstemperatur
von 30 °C, fiir hohere Lufttemperaturen ist eine Erhohung der Kondensationstemperatur von Vorteil. Die
Lage der Optima ergibt sich analog zu den in Abschnitt [5.1.1] aufgefiihrten Griinden aus den Verldufen des
Leistungsbedarfs des Kiihlers und der Expanderleistung. Bei einer Lufttemperatur von 0 °C ist durch die

Absenkung der Kondensationstemperatur von 30 °C auf 15 °C eine Leistungssteigerung von 18% moglich.
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Abb. 5.8.: Spezifische Nettoleistung in Abhiingigkeit von der Kondensationstemperatur fiir verschiedene Kiihllufttem-
peraturen bei einer relativen Feuchte von 60%

Durch die Absenkung der Kondensationstemperatur verringert sich der Druck nach dem Kondensator um
2,4 bar auf 8,4 bar. Bei der Absenkung der Kondensationstemperatur muss also beachtet werden, dass der
Expander das dadurch entstehende hohere Druckgefille ermoglicht. Das im Rahmen dieser Untersuchung
verwendete O-dimensionale Modell kann dariiber keine Informationen liefern. Lediglich die Auswirkung
der Abweichung vom Auslegungspunkt auf den isentropen Wirkungsgrad des Expanders wird berechnet.
Mit dem verwendeten Modell nimmt der isentrope Wirkungsgrad durch die Druckinderung um 1% ab, so
dass das hohere Enthalpiegefille einen stiarkeren Einfluss hat und zu einer Leistungssteigerung im Expander
fiihrt. Bei einer Umgebungslufttemperatur von 35 °C und einer relativen Feuchte von 60% kann die Kon-
densationstemperatur von 30 °C auch mit Wassereinspeisung nicht erreicht werden. Die geringst mogliche
Kondensationstemperatur liegt bei 39,4 °C. Durch eine Erhhung der Kondensationstemperatur auf 45 °C
kann der Leistungsbedarf der Ventilatoren erheblich verringert werden, so dass dadurch eine Verbesserung
der spezifischen Nettoleistung ebenfalls um 18% erreicht wird. Gleichzeitig sinkt der erforderliche Massen-
strom des Kiihlwassers von 0,35 kg/s auf 0,19 kg/s, obwohl weiterhin eine Befeuchtung der Luft auf 95%
erfolgt, da der zur Kiihlung erforderliche Luftmassenstrom entsprechend abnimmt.

Basierend auf den Kondensationstemperaturen, bei denen die maximale Nettoleistung berechnet wurde,
wurde eine Funktion entwickelt, die jeder effektiven Kiihllufttemperatur, bei Umgebungslufttemperaturen
oberhalb von 18 °C also der Lufttemperatur nach Wassereinspritzung, eine optimierte Kondensationstem-
peratur zuweist. Dadurch ist es moglich, den Sollwert der Temperatur am Kondensatoraustritt, der die Kiih-
lerleistung bestimmt, variabel an die jeweilige Lufttemperatur anzupassen. Die relative Feuchte der Um-
gebungsluft hat aufgrund des Bezuges zur Lufttemperatur nach der optionalen Wassereinspritzung keinen
Einfluss auf diese Funktion. Als Nédherung gilt, dass die Kondensationstemperatur ca. 15 °C hoher als die

effektive Kiihllufttemperatur sein sollte.
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Die Analyse des Hybrid-Kiihlers zeigte somit, dass die Lufttemperatur insbesondere bei hohen Auflen-
temperaturen gro3en Einfluss auf die erzielbare Nettoleistung hat. Es wurde jedoch deutlich, dass durch
die Wassereinspritzung und durch eine an die AuBlentemperatur angepasste Steuerung Verbesserungen des
Leistungsbedarfs des Kiihlers moéglich sind.

5.2. Teillastverhalten bei abweichendem Thermalwassermassenstrom

Im Fall einer parallel zum Kraftwerk geschalteten Warmeauskopplung verringert sich der dem Kraftwerk
zugefiihrte Thermalwassermassenstrom. Diese Schaltung kann je nach Wirmebedarf unter Umstédnden zum
Teillastbetrieb iiber einem GroBteil der Gesamtbetriebsstunden fithren. Daher ist die Analyse und Optimie-
rung des Kraftwerks bei verringertem Thermalwassermassenstrom von besonderem Interesse. In diesem Ka-
pitel werden daher neben dem Teillastverhalten des Warmeiibertragers die Auswirkungen auf den gesamten
Prozess untersucht sowie ein Vergleich verschiedener Regelkonzepte gezogen. In diesem Zusammenhang

wird auch auf die Dynamik bei Lastdnderungen eingegangen.

5.2.1. Regelung des Massenstroms im Organic Rankine Cycle

Die Regelung des Massenstroms im ORC erfolgt wie bereits beschrieben iiber die Vorgabe des zu fordernden
Massenstroms in der Speisepumpe. Wihrend im vorangegangen Kapitel der Einfluss der Kiihlersteuerung
auf die Netto-Leistung bei quasi-stationédren Teillastfillen dargelegt wurde, muss bei einer Analyse der Re-
gelung der Massenstroms im ORC das dynamische Verhalten des Prozesses bei Lastinderungen betrachtet
werden. Je nach Druckregelung sind hierbei unterschiedliche Regelungen moglich. In diesem Abschnitt wer-
den diese vorgestellt und gezeigt, wie sie sich auf das Anlagenverhalten und den Leistungsbedarf der Pumpe
auswirken. In Kap.[5.2.4|werden darauf aufbauend fiir ausgewihlte Regelungen Simulationen verschiedener
Lastgradienten vorgestellt.

Die untersuchten Regelungen sind im Einzelnen:
¢ Festdruck mit konstantem ORC-Massenstrom — FD_M

* Festdruck mit konstanter Frischdampftemperatur — FD_T

Gleitdruck mit konstantem ORC-Massenstrom — GD_M

Gleitdruck mit konstanter Frischdampftemperatur — GD_T
¢ Gleitdruck mit linear angepasster Frischdampftemperatur — GD_aT_L
* Gleitdruck mit iiber eine Funktion angepasster Frischdampftemperatur — GD_aT_F

In den Fillen, in denen die Frischdampftemperatur die Regelgrofle ist, wird der Massenstrom {iiber einen
PI-Regler entsprechend eingestellt. Beim letzten Fall handelt es sich um die in Kapitel F.3.1] beschriebene
Solltemperatur, die zu einer Entspannung auf denselben Zustand wie bei Volllast fithren soll. Zum Vergleich
der Regelungen wurde ausgehend von der stationéren Volllast eine lineare Abnahme des Thermalwasser-
massenstroms um 1,5 kg/s in 10 min simuliert. Diese Abnahme des Massenstroms entspricht einer Absen-
kung um 62,5% gegeniiber dem Volllastfall. Um zu verhindern, dass unzulissige Betriebszustinde wihrend

der Lastiinderung auftreten, wurde bei dieser Abnahme des Massenstroms mit der festgesetzten Dauer in
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5.2. Teillastverhalten bei abweichendem Thermalwassermassenstrom

Hohe von 10 min der hochstmégliche Gradienten eingestellt, wie in Kap. [5.2.4] gezeigt wird. Abbildung[5.9]
zeigt die sich einstellenden Verlaufe des ORC-Massenstroms, der Frischdampftemperatur, des Frischdampf-
druckes, des Dampfgehaltes am Expanderaustritt sowie der spezifischen Pumpenleistung. Die Verldufe sind
iber die oben genannten Kiirzel den verschiedenen Regeleinstellungen zuzuordnen.

Ein konstanter ORC-Massenstrom fiihrt sowohl im Festdruck- als auch im Gleitdruckbetrieb zu einer
Absenkung der Frischdampftemperatur bei Teillast. Dies hat zur Folge, dass der Dampfgehalt am Expan-
deraustritt schon bei einer geringen Absenkung des Thermalwassermassenstroms in Hohe von 10% Werte
unter 0,9 annimmt und es somit zu einer Beschidigung des Expanders durch Tropfenschlag kommen kann.
Um dies zu verhindern, muss eine Anpassung des Massenstroms im ORC erfolgen. Bei Festdruckregelung
wird hierbei der Frischdampfzustand konstant gehalten. In Abbildung [5.9] wird deutlich, dass bei dieser
Regelung wihrend der Lastinderung die Frischdampftemperatur durch die verzogerte Anderung des Mas-
senstroms leicht abnimmt, es werden jedoch keine fiir den Expander kritischen Zustédnde erreicht. Nach der
Transiente stellt sich nach wenigen Sekunden wieder die Solltemperatur ein.

Im Gleitdruckbetrieb erfolgte die Anpassung des Massenstroms auf die in Kapitel [.3.1] beschriebenen
Solltemperaturen. Hierbei zeigte sich, dass bei einer linearen Absenkung der Solltemperatur mit dem Ther-
malwassermassenstrom keine Verbesserung der Problematik der Tropfenschlaggefahr gegeniiber dem kon-
stanten Massenstrom erzielt wird. Es wird vielmehr deutlich, dass sich bei konstantem Massenstrom dersel-
be lineare Zusammenhang zwischen Frischdampftemperatur und Thermalwassermassenstrom automatisch
einstellt wie tiber die Regelung. Bei der Regelung auf eine konstante Frischdampftemperatur steigt dage-
gen der Dampfgehalt am Expanderaustritt bereits bei geringen Abweichungen vom Auslegungspunkt an, so
dass im Teillastbetrieb geséttigter bzw. iiberhitzter Dampf nach der Entspannung vorliegt. Dadurch steigt
die Temperatur am Expanderaustritt auf 78 °C am Ende der Transiente. Dies hat zum einen ein geringe-
res nutzbares Enthalpiegefille iiber den Expander zur Folge, zum anderen einen erhohten Leistungsbedarf
im Kiihler. Der ORC-Massenstrom muss bei dieser Regelung mit sinkendem Thermalwassermassenstrom
stirker gesenkt werden als beim Festdruck, da sich aufgrund der Druckinderung andere Temperaturverliu-
fe im Wirmeiibertrager einstellen (siehe folgenden Abschnitt). Trotzdem stellt sich begiinstigt durch die
Frischdampftemperatur ein hoherer Frischdampfdruck als bei konstantem Massenstrom ein. Die Verldufe
der iiber die in Kap. [#.3.1] beschriebenen Funktion an den Thermalwassermassenstrom angepassten Soll-
temperatur zeigen, dass wie bei der Regelung auf eine konstante Frischdampftemperatur keine zu geringen
Dampfgehalte am Expanderaustritt auftreten. Aufgrund der Absenkung der Solltemperatur erfolgt die Ent-
spannung nun auf die Taulinie, so dass mit einer Temperatur von 30°C keine Uberhitzung des entspannten
Dampfes am Expanderaustritt vorliegt. Der Verlauf des sich einstellenden ORC-Massenstroms ist dem der
Festdruckregelung mit konstanter Temperatur sehr dhnlich. Allerdings erfolgt die Regelung direkt in Ab-
hingigkeit des Thermalwassermassenstroms, so dass die thermische Trigheit des Warmeiibertragers keinen
Einfluss hat und damit schneller auf die Anderung des Thermalwassermassenstroms reagiert werden kann.
Im Vergleich zur Gleitdruckregelung mit konstanter Frischdampftemperatur kann ein hoherer Massenstrom
realisiert werden, da aufgrund der niedrigeren Solltemperatur bei Teillast die Enthalpiedifferenz im Wirme-
ibertrager sinkt. Der hohere Massenstrom und die geringere Temperatur fithren dazu, dass sich der gleiche
Frischdampfdruck wie bei der Regelung mit konstanter Temperatur einstellt.

Im Hinblick auf die spezifischen Pumpenleistungen, also die Pumpenleistung bezogen auf den Ther-
malwassermassenstrom, wird deutlich, dass die Festdruckregelungen gegeniiber den Gleitdruckregelungen

einen erhohten Leistungsbedarf aufweisen. Bei der Festdruckregelung mit konstantem Massenstrom bleibt
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Abb. 5.9.: Zeitliche Verldufe des ORC-Massenstroms, der Frischdampftemperatur, des Frischdampfdruckes, des
Dampfgehaltes am Expanderaustritt und der spezifischen Pumpenleistung bei der oben links angegebenen
Transiente des Thermalwassermassenstroms unter verschiedenen Regelungen (Die Bedeutung der Kurzbe-
zeichnungen siehe Kap.[5.2.1)
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5.2. Teillastverhalten bei abweichendem Thermalwassermassenstrom

die Pumpenleistung auch bei abnehmendem Thermalwassermassenstrom konstant, so dass die spezifische
Leistung deutlich steigt. Bei Regelung auf konstante Temperatur stellt sich dagegen eine nahezu unverén-
derte spezifische Leistung ein, wohingegen die Gleitdruckregelungen aufgrund des geringeren zu iiberwin-
denden Druckunterschiedes geringere spezifische Leistungen bei Teillast erfordern.

Zusammenfassend zeigten die Simulationen, dass nur die Regelungen mit Massenstromanpassung auf
eine konstante Temperatur sowie die Gleitdruckregelung mit der tiber eine Funktion angepassten Solltem-
peratur praktikable Losungen darstellen. Im folgenden wird daher lediglich auf diese Varianten niher ein-

gegangen.

5.2.2. Teillastverhalten des Warmeilibertragers

Die Massenstrom- und Druckregelung hat Einfluss auf das Teillastverhalten des Wirmeiibertragers. Da-
her wurden Simulationen von stationdren Teillastzustanden von 30% bis 100% des Thermalwassermassen-
stroms bei Volllast fiir die im vorangegangenen Abschnitt genannten drei Regelvarianten durchgefiihrt und
im Hinblick auf die tibertragene Wirme und die Temperaturverldufe im Wirmeiibertrager analysiert.
Zur Quantifizierung des Teillastverhaltens wurde ein Teillast-Leistungsfaktor L fr; definiert:

Orr

Lfry = — ; ~
1, 7L/ APQAP

6.1

Dieser Leistungsfaktor setzt die im Teillastfall iibertragene Wirme Q7; ins Verhiltnis zur iibertragenen Wir-
me, die bei einer direkten Proportionalitit zum Thermalwassermassenstrom iibertragen wiirde. In Abbildung
links sind die berechneten Teillastleistungsfaktoren der drei Regelvarianten in Abhingigkeit vom pro-
zentualen Thermalwassermassenstrom aufgetragen. Bei Festdruckregelung und bei Gleitdruckregelung mit
angepasster Temperatur stellen sich mit abnehmender Last steigende Leistungsfaktoren ein. Wihrend die
Zunahme im Festdruck nur moderat bis zu einem Faktor von 1,04 bei 30% Last verléduft, zeigt sich im Gleit-
druck eine deutliche Verbesserung der Wirmeiibertragung bis zu einem Faktor von 1,14. Dies gilt jedoch nur
fiir die Gleitdruckregelung mit angepasster Temperatur. Die Gleitdruckregelung auf konstante Frischdampf-
temperatur fithrt dagegen zu geringfiigig verschlechterten Leistungsfaktoren. Insbesondere im Bereich von

60% - 100% des Auslegungsmassenstroms des Thermalwassers ist der Wiarmeeintrag mit Leistungsfaktoren

1.15
+ Festdruck
_— 1 = Gleitdruck mit Anpassung .
s 11 Gleitdruck mit konstantem T ,r’/
7 - e
Qo - ) 2
E :
% 1.05 £ /"
()] -
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Abb. 5.10.: Teillastleistungsfaktor nach GI. (links) und auf den Auslegungsfall bezogener ORC-Massenstrom

(rechts) in Abhéngigkeit vom Thermalwassermassenstromverhéaltnis
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Abb. 5.11.: Temperaturverldufe von Thermalwasser und ORC-Fluid bei verschiedenen Regelungen im Teillastfall in
Abhingigkeit von der Enthalpiedifferenz des ORC-Fluides, Massenstrom Thermalwasser: 1,4 kg/s (58%
Last)

um 0,98 gegeniiber dem Auslegungsfall leicht verschlechtert. Bei niedrigerer Last verbessert sich der Leis-
tungsfaktor allerdings, so dass bei ca. 40% Last ein dhnlicher Wert wie bei der Festdruckregelung erreicht
wird.

Der Wirmeeintrag in den Prozess wirkt sich direkt auf die realisierbaren Massenstréme aus. In Abbil-
dung [5.10] rechts sind die jeweils auf den Auslegungsfall bezogenen prozentualen Massenstrome im ORC
in Abhédngigkeit vom prozentualen Thermalwassermassenstrom aufgetragen. Der Teillastleistungsfaktor in
Verbindung mit der konstanten Enthalpiedifferenz iiber den Wirmetibertrager fiihrt im Festdruck zu gering-
fligig hoheren ORC-Massenstromen als bei einer direkten Proportionalitit zwischen den Massenstromen,
die in Abbildung [5.10] gestrichelt dargestellt ist. Bei der Gleitdruckregelung mit angepasster Temperatur
wurden ebenfalls annihernd konstante Enthalpiedifferenzen realisiert, so dass hier der verbesserte Wirme-
eintrag ebenfalls einem hoheren ORC-Massenstrom zuldsst. Bei konstanter Frischdampftemperatur steigt
im Gleitdruck jedoch die Enthalpiedifferenz zwischen dem Ein- und Austritt des Wirmelibertragers auf-
grund des geringeren Druckes bei Teillast. In Verbindung mit dem geringfiigig schlechteren Leistungsfaktor
stellen sich daher deutlich geringere Massenstrome im ORC ein.

Der Zusammenhang zwischen Wirmeeintrag, Enthalpiedifferenz und realisierbarem Massenstrom lisst
sich bei Betrachtung der Temperaturverldufe im Wirmeiibertrager gut veranschaulichen. In Abbildung[5.11]
sind daher die Temperaturverldufe des ORC-Fluides und des Thermalwassers fiir die drei Regelvarianten
in Abhéngigkeit von der jeweiligen Enthalpiedifferenz bei einem Teillastfall von ca. 58% (i, = 1,4 kg/s)
dargestellt. Es wird deutlich, dass bei Festdruck und bei Gleitdruck mit angepasster Temperatur ein anné-
hernd paralleler Verlauf der Temperaturen im Bereich der Vorwidrmung des ORC-Fluides vorliegt, der eine
weite Abkiihlung des Thermalwassers ermoglicht. Aufgrund des geringeren Druckes beim Gleitdruck kann
hierbei das Thermalwasser mit abnehmender Last weiter abgekiihlt werden, ohne dass sich die minimale
Temperaturdifferenz dndert. Dies begriindet den bei dieser Regelung hoheren Teillastleistungsfaktor. Beim

Gleitdruck mit konstanter Temperatur dndert sich aufgrund der hoheren Enthalpiedifferenz die Steigung
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5.2. Teillastverhalten bei abweichendem Thermalwassermassenstrom

des Temperaturverlaufs des Thermalwassers, da diese durch die Temperaturdifferenz der Fluide am Ende
der Vorwidrmung bestimmt wird. Dem Thermalwasser kann somit in diesem Fall weniger Wirme entzo-
gen werde. In Kombination mit der hoheren Enthalpiedifferenz fiihrt dies nach GI. 2.2] zu einem deutlich
verringerten Massenstrom im ORC im Vergleich zu den beiden anderen Varianten.

Bei beiden Gleitdruckvarianten sinkt der Druck im Wéarmeiibertrager im Teillastbetrieb unter den kriti-
schen Druck. Die im Simulationsmodell verwendeten Korrelationen unterscheiden jedoch nicht zwischen
verschiedenen Stromungsformen. Daher lassen sich beim Ubergang von iiberkritischer Aufheizung zur un-
terkritischen Verdampfung bei der Simulation keine Probleme erkennen. Welchen Einfluss die dann auf-
tretende Zweiphasenstromung auf die reale Komponente hat ist gerdtespezifisch in Versuchen oder iiber
detaillierte Simulationen (z.B. CFD) zu ermitteln. Eine Aussage zu dieser Problematik ist somit im Rahmen

dieser Arbeit nicht moglich.

5.2.3. Vergleich der Regelkonzepte in Hinblick auf Brutto- und Nettoleistung

Neben dem Wirmeeintrag und dem dadurch realisierbaren Massenstrom im ORC ist letztendlich die Um-
wandlung der Wirme in elektrischen Strom sowie der Eigenbedarf des Prozesses von besonderem Interesse.
Daher wurden die bereits erwdhnten Simulationen der stationédren Teillastzustande mit Blick auf die Leis-
tungsbilanzen ausgewertet. In diesem Abschnitt werden Auswirkungen der verschiedenen Regelkonzepte
auf die Netto- und Bruttoleistung der Anlage bei Teillast analysiert und verglichen.

In Abbildung [5.12]links sind die Verldufe der spezifischen Expanderleistung, also der Expanderleistung
bezogen auf den Thermalwassermassenstrom, in Abhéngigkeit vom Verhiltnis des Thermalwassermassen-
stroms zum Thermalwassermassenstrom bei Auslegung aufgetragen. Bei Festdruckregelung mit variabler
Drehzahl kann im Expander iiber einen weiten Lastbereich die spezifische Leistung anndhernd konstant bei
Werten um 57,5 kWs/kg gehalten werden. Erst ab Teillastfillen unter 50% nimmt sie moderat ab, so dass
bei sehr geringer Last in Hohe von 17% die spezifische Leistung noch bei 75% des Vollastwertes liegt. Der
Grund dieses Teillastverlaufs liegt in der Realisierung einer konstanten Enthalpiedifferenz tiber den Expan-
der. Dies ist nach Gl. 2.2T| méglich, indem die Drehzahl des Expanders so angepasst wird, dass bei einer
Anderung des Massenstroms die Dichte am Expandereintritt konstant bleibt. Bei 50% des Thermalwasser-
massenstroms liegt die Drehzahl beispielsweise bei 25,4 Hz, bei 18% bei 8,7 Hz. Die Abnahme der Leistung

ist dann nur in einer Abnahme des isentropen Wirkungsgrades des Expanders begriindet.
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Abb. 5.12.: Spezifische Expanderleistung (links) und spezifische Pumpenleistung (rechts) bei verschiedenen Regelun-
gen in Abhéngigkeit vom prozentualen Thermalwassermassenstrom
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5. Dynamische Simulation des tiberkritischen Organic Rankine Cycles

Im Gegensatz dazu weisen die Verldufe der spezifischen Expanderleistung bei Festdruck mit Drosselventil
und bei Gleitdruck eine kontinuierliche Abnahme mit abnehmendem Thermalwassermassenstrom auf. In
beiden Regelungen ist diese Abnahme bis ca. 50% Last moderat, so dass bei diesem Lastfall im Festdruck
noch 79% und im Gleitdruck noch 85% der spezifischen Leistung bei Volllast erzielt werden. Bei weiter
abnehmendem Thermalwassermassenstrom fillt die Leistung des Expanders jedoch deutlich ab, so dass bei
17% Last lediglich 15% bzw. 20% des Volllastwertes erreicht werden. Bei beiden Regelungen kann bei
abnehmendem ORC-Massenstrom aufgrund der konstanten Drehzahl und des konstanten Verdriangungsvo-
lumens ein geringeres Druckgefille genutzt werden. Im Festdruck muss daher das Fluid im Drosselventil
gedrosselt werden. Diese Druckidnderung verlduft annidhernd isenthalp, ist jedoch mit einer Entropiezunah-
me verbunden, die zu einer hoheren Enthalpie am Austritt des Expanders und damit zu einer geringeren
Enthalpiedifferenz im Expander fiihrt. Bei Gleitdruck ist die Enthalpie am Expandereintritt aufgrund des
geringeren Druckes und der angepassten Temperatur im Vergleich zum Auslegungsfall reduziert, so dass
hier ebenfalls eine geringere Enthalpiedifferenz genutzt werden kann. Der leicht hohere Verlauf der spezi-
fischen Leistung im Gleitdruck im Vergleich zum Festdruck stellt sich aufgrund des htheren Massenstroms
(siehe vorangegangenen Abschnitt) ein. Der starke Abfall der Leistung bei geringen Lasten ist bei diesen
Regelungen durch den Verlauf des Teillastwirkungsgrades des Expanders bestimmt, der nach GI1.[2.26]durch
eine Verminderung des Volumenstroms und eine Verminderung der Enthalpiedifferenz beeinflusst wird.
Diese beiden Faktoren potenzieren sich, so dass der isentrope Wirkungsgrad bei diesen Regelungen stirker
abnimmt als bei der Festdruckregelung mit variabler Drehzahl.

In Abbildung [5.12] rechts ist analog zur spezifischen Expanderleistung die spezifische Pumpenleistung
aufgetragen. Hierbei zeigt sich bei Festdruckregelung aufgrund des konstanten Pumpenwirkungsgrades und
des konstanten Druckes ein geringfiigig steigender spezifischer Leistungsbedarf der Pumpe in Hohe von
ca. 16 kWs/kg. Die leichte Zunahme ist im entsprechend zunehmenden Verhiltnis des ORC-Massenstroms

zum Thermalwassermassenstrom begriindet. Der Gleitdruckbetrieb dagegen weist eine deutlich fallende
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Abb. 5.13.: Spezifische Nettoleistung bei verschiedenen Regelungen in Abhingigkeit vom Thermalwassermassen-
stromverhaltnis
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5.2. Teillastverhalten bei abweichendem Thermalwassermassenstrom

spezifische Pumpenleistung bei Teillast auf. Mit fallender Last nimmt der Frischdampfdruck und damit die
von der Pumpe zu iiberwindende Druckdifferenz ab, so dass bei dieser Regelung bei 30% Last nur noch
5,5 kWs/kg spezifische Pumpenleistung erforderlich sind.

Die Auswirkungen dieser Verldufe auf die spezifische Nettoleistung bei Teillast sind in Abbildung [5.13]
zu sehen. Wie bereits in Kapitel |’5;1'| erwihnt, berechnet sich bei den dynamischen Simulationen die Net-
toleistung aus der Expander- und Pumpenleistung sowie - im Gegensatz zu den stationidren Berechnungen
- aus dem Leistungsbedarf des Hybridkiihlers. Die Art der Druck bzw. der Expanderregelung hat jedoch
nur sehr geringen Einfluss auf die spezifische Ventilatorleistung, die bei Vollast 4,3 kWs/kg betriigt und bei
Teillast eine quadratische Abhédngigkeit zum Lastfall aufweist.

In Abbildung[5.13|wird deutlich, dass die Festdruckregelung mit variabler Drehzahl sowie die Gleitdruck-
regelung im Lastbereich von 50% - 100% zu annidhernd identischen spezifischen Nettoleistungen fiihren.
Ausgehend von 37,6 kWs/kg bei Volllast kann hierbei in diesem Teillastbereich eine leichte Verbesserung
der Leistung auf bis zu 39,6 kWs/kg erreicht werden, die mit dem stark abnehmenden Leistungsbedarf
der Ventilatoren zu erklédren ist. Wihrend bei der Festdruckregelung dieser stabile Leistungsverlauf im we-
sentlichen durch den Expander vorgegeben wird, wird beim Gleitdruck die sinkende Expanderleistung mit
der ebenfalls sinkenden Pumpenleistung aufgefangen. Bei der Festdruckregelung mit Drosselventil fiihrt
der konstante Leistungsbedarf der Pumpe zusammen mit der fallenden Bruttoleistung des Expanders zu ei-
nem deutlich verringerten Leistungsverlauf. Im Festdruck kann somit bei 50% Last eine um 11,2 kWs/kg
und damit um 30% hohere spezifische Leistung durch Verwendung eines Expanders mit variabler Drehzahl
an Stelle eines Drosselventils erzielt werden. Im Bereich unterhalb von 50% Last wird deutlich, dass die
bei Gleitdruck in diesem Bereich stirker abnehmende Expanderleistung nicht mehr durch den geringeren
Leistungsbedarf der Pumpe kompensiert werden kann. Die Festdruckregelung mit variabler Drehzahl weist

daher fiir diese Lastfille die hochste Nettoleistung im Vergleich der Regelungen auf. Bei 17% Last betréigt
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Abb. 5.14.: Untersuchte Regelkonzepte des Prozesses bei 40% Last im T-s-Diagramm: Festdruckregelung mit Dros-
selventil (rot), Festdruckregelung mit Expander mit variabler Drehzahl (rot), Gleitdruckregelung mit an-
gepasster Soll-Frischdampftemperatur (griin)
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5. Dynamische Simulation des tiberkritischen Organic Rankine Cycles

die spezifische Nettoleistung bei dieser Regelung 28,1 kWs/kg gegeniiber 9,4 kWs/kg bei Gleitdruck. Im
Festdruckbetrieb mit Drosselventil bendtigt die Anlage fiir diesen Lastfall bereits mehr Energie als im Ex-

pander umgewandelt werden kann. Dies resultiert in einer spezifische Nettoleistung von -8,2 kWs/kg.

Zur Veranschaulichung der unterschiedlichen Regelkonzepte sind in Abbildung [5.14]die Prozesse bei 40%
Last im T-s-Diagramm dargestellt. Wihrend der Prozess des Festdruckbetriebs mit variabler Drehzahl (in
Abbildung [5.14] blau) sich gegeniiber dem Auslegungsfall nur in einem geringeren Expanderwirkungsgrad
und damit in einer geringfiigig hheren Entropiezunahme im Expander unterscheidet, weisen die beiden an-
deren Regelkonzepte deutliche Unterschiede auf. Beim Gleitdruckbetrieb (in Abbildung[5.14] griin) wird der
verminderte Druck und die damit verbundene geringere Pumpenarbeit deutlich. Zudem fiihrt der unterkriti-
sche Druck zu einer Verdampfung im Zweiphasengebiet. Die iiber die Funktion berechnete Solltemperatur
erfordert eine leichte Uberhitzung, damit am Expanderaustritt gesittigter Dampf vorliegt. Die Festdruckre-
gelung mit Drosselventil (in Abbildung [5.14] rot) unterscheidet sich dagegen in der Art des Druckabbaus,
der hierbei in zwei Schritten erfolgt. Ausgehend vom gleichen Zustand wie bei der Regelung mit variabler
Drehzahl am Punkt 3/4 wird das Fluid isenthalp zum Punkt 4a gedrosselt, die Umwandlung der potentiellen

Energie in mechanische Energie im Expander erfolgt dann von Punkt 4a zu Punkt 5/6.

Der Vergleich der Regelkonzepte zeigte, dass mit dem iiberkritischen ORC bei entsprechender Regelung
ein sehr gutes Teillastverhalten iiber einen weiten Lastbereich moglich ist. Zudem wurde deutlich, dass die
Wahl der Regelung groB3en Einfluss auf den gesamten Prozess und die erzielbare Nettoleistung hat. Insbe-
sondere der Betrieb im Festdruck mit variabler Expanderdrehzahl weist hierbei eine interessante Alternative
gerade auch bei sehr geringer Last unter 50% auf. Aber auch der Gleitdruckbetrieb mit entsprechend ange-
passter Temperatur ermdglicht einen effizienten Betrieb bis zu 50% Last. Beim konventionellen Festdruck-
betrieb mit Drosselventil dagegen fithren die hohen Driicke des iiberkritischen Prozesses zu einem deutlich

schlechteren Teillastverhalten.

5.2.4. Dynamik bei Lastdnderungen

Neben der stationdren Betriebscharakteristik der Anlage bei Teillast interessiert zudem das Verhalten bei
Lastanderungen. Daher wurden Simulationen mit verschiedenen Lastdnderungsgradienten durchgefiihrt.
Untersucht wurde hierbei die Dynamik der Massenstromregelungen von ORC-Massenstrom und Kiihlluft
sowie die Auswirkungen der unvermeidlichen Verzogerung auf den gesamten Prozess.

Den maximalen Grenzfall der Lastinderungstransienten stellt ein Sprung dar. Daher wurden vom statio-
ndren Volllastzustand aus Simulationen mit sprunghaftem Abfall des Thermalwassermassenstroms in Hohe
von 0,3 kg/s, 0,6 kg/s und 1 kg/s bei Gleitdruckregelung, Festdruckregelung mit variabler Drehzahl und
Festdruckregelung mit Drosselventil durchgefiihrt.

Durch die Anderung des Thermalwassermassenstroms muss die Regelung der Speisepumpe den ORC-
Massenstrom anpassen, damit die Solltemperatur im ORC-Kreis gehalten werden kann. Abbildung [5.13]
oben links zeigt den zeitlichen Verlauf des ORC-Massenstroms fiir den 0,6 kg/s und den 1 kg/s - Sprung
bei Festdruck. Der ORC-Massenstrom wird in beiden Fillen ohne Verzégerung innerhalb von 60 s auf den
der Last entsprechenden Wert gesenkt. Diese schnelle Anpassung ist notwendig, da durch die verminderte
Wirmezufuhr die Temperatur am Wirmetibertrager bzw. am Expandereintritt stark abnimmt. Eine Ddmp-

fung der Lastinderung durch die thermische Trigheit des Plattenwédrmeiibertragers erfolgt dabei aufgrund
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Abb. 5.15.: Zeitliche Verldufe des ORC-Massenstroms, des Dampfgehaltes am Expanderein- und -austritt, des Kiihl-
luftmassenstroms sowie der Kondensationstemperatur bei Festdruck mit Drosselregelung und sprunghafter
Anderung des Thermalwassermassenstroms zum Zeitpunkt t=4000 s

seiner kompakten Bauweise und geringen Masse kaum. Die verzogerte Absenkung des ORC-Massenstroms
bewirkt dennoch eine kurzfristige Temperaturdnderung am Expandereintritt, wihrend der Druck durch die
Anderung des Stromungsquerschnittes des Druckhalteventils bzw. durch die Anderung der Drehzahl kon-
stant gehalten werden kann. Die Abweichung der Temperatur vom Sollwert ist abhédngig von der Grofle der
Lastdnderung. Wihrend bei den Spriingen des Thermalwassermassenstrom um 0,3 kg/s und 0,6 kg/s die
Abnahme nur maximal 1,4 °C bzw. 2,7 °C betrégt, sinkt die Temperatur beim 1 kg/s - Sprung um 4,8 °C
bevor die Regelung eine weitere Temperaturabnahme verhindert. Diese Temperaturabnahme fiihrt zu einem
fir den Expander kritischen Betriebszustand, wie Abbildung[5.15oben rechts am Beispiel der Regelung mit
Drosselventil zeigt. Durch die verringerte Temperatur bei tiberkritischen Druck néhert sich der Frischdampf-
zustand des Fluides der pseudokritischen Linie. Dies wird durch einen starken Dichteanstieg von 180 kg/m?
auf knapp 230 kg/m? deutlich. Die isenthalpe Drosselung im Drosselventil fiihrt dann zu einer Entspannung
ins Zweiphasengebiet, so dass am Expandereintritt feuchter Dampf vorliegt, der den Expander beschidigen
kann. In Abbildung [5.15] oben rechts sind zudem die relativen Dampfgehalte am Expanderaustritt aufge-
tragen, die durch die Temperaturabnahme nach dem Sprung kurzfristig abnehmen. Im Fall des 0,6 kg/s -
Sprunges kann diese Abnahme jedoch auf einen Wert iiber 0,9 begrenzt werden, so dass keine Gefahr fiir

den Expander besteht. Bei der Festdruckregelung mit variabler Drehzahl tritt die beschriebene Problematik
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Abb. 5.16.: Zeitlicher Verlauf der Massenstrome von Thermalwasser und ORC-Fluid (links) und der Dichte am Ex-
pandereintritt (rechts) bei Festdruckregelung und verschiedenen Lastdnderungsgradienten

des feuchten Dampfes nicht auf, da keine Teilentspannung vor dem Expandereintritt erfolgt. Die Dichte-
Spitze ist bei dieser Regelung jedoch auch zu beobachten und fiihrt unter Umstidnden ebenfalls zu einer
Beschidigung des Expanders.

Bei der Gleitdruckregelung fiihrt die verzogerte Anpassung des Massenstroms im Fall des Sprunges um
1 kg/s zu einer um bis zu 10 °C von der Solltemperatur abweichenden Frischdampftemperatur. Bei dem sich
einstellenden unterkritischen Druck bringt dies ebenfalls eine unvollstindige Verdampfung und Feuchte am
Expandereintritt mit sich. Bei den geringeren Lastinderungen fillt die Abweichung von der Solltemperatur
niedriger aus, so dass hierbei keine Gefahr fiir die Expander besteht.

Neben der Anderung des ORC-Massenstroms muss eine Anderung der Kiihlleistung erfolgen. In Ab-
bildung [5.15| unten sind die zeitlichen Verldufe des Kiihlluftmassenstroms und der Kondensationstempera-
tur aufgetragen. Es wird deutlich, dass die Anpassung des Kiihlluftmassenstroms im Vergleich zum ORC-
Massenstrom wesentlich langsamer verlauft. Im Fall der aufgetragenen Lastdnderungen werden stationire
Zustdnde nach ungefihr 1000 s bzw. 1700 s erreicht. Die Regelung des Kiihlluftmassenstroms wird durch
die Temperatur im Speisebehilter festgelegt. Die grofle Masse des darin befindlichen Propans in Hohe von
iiber 300 kg fiihrt zu einer starken Dimpfung des Lastgradienten. Dadurch wirken sich Anderungen des
Luftmassenstroms auf der einen Seite langsamer aus, auf der anderen Seite sind aus Stabilititsgriinden nur
geringere Anderungsraten im Regler moglich. Durch die stark verzogerte Absenkung des Luftmassenstroms
kommt es zu einer deutlichen Absenkung der Kondensationstemperatur, die erst nach ca. 800 s den Soll-
wert von 30 °C erreicht. Diese Absenkung fiihrt jedoch im Hinblick auf den Expander sowie auf weitere
Komponenten des Prozesses zu keinen kritischen Zusténden.

Die Simulationen der sprunghaften Anderung des Thermalwassermassenstroms zeigten somit, dass Last-
dnderungen bis ungefihr 25% - 30% durch die Regelung abgefangen werden konnen. Hohere plotzliche
Lastinderungen wiirden zum Schutz des Expander einen Dampfabscheider erfordern, der jedoch in der
Planung der Anlage nicht vorgesehen ist. Daher muss bei hoheren Lastgradienten der Thermalwassermas-
senstrom langsamer gesenkt werden. Zum Vergleich wurden Simulationen mit einer linearen Abnahme des
Thermalwassermassenstroms um 1 kg/s in 60 s und in 600 s durchgefiihrt. Abbildung [5.16] rechts zeigt
den zeitlichen Verlauf der Thermalwassermassenstrome und der sich einstellenden ORC-Massenstrome bei

den verschiedenen Lastgradienten und Festdruckregelung mit variabler Expanderdrehzahl. Wihrend bei der
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60 s-Transiente noch ein geringer zeitlicher Versatz der Massenstromverldufe zu erkennen ist, stellt sich bei
der 600 s-Transiente eine parallele Abnahme des ORC-Massenstroms zum Thermalwassermassenstrom ein.
Im Hinblick auf die Frischdampfzustinde kann durch die Absenkung des Thermalwassermassenstroms in-
nerhalb von 60 s die Absenkung der Temperatur am Expandereintritt auf 1,3 °C verringert werden. Dadurch
kann die Dichte-Spitze um mehr als die Hilfte reduziert werden, wie in Abbildungrechts zu erkennen
ist. Bei der 600 s-Transiente kann die Frischdampftemperatur mit einer Abweichung um 0,1 °C von der
Solltemperatur dagegen nahezu konstant gehalten werden. Zusammen mit dem konstanten Druck fiihrt dies
zu einer anndhernd konstanten Dichte am Expandereintritt.

Eine Absenkung des Thermalwassermassenstroms um 42% ist somit in maximal 600 s realisierbar. Der
gegenteilige Fall einer Erhohung des Thermalwassermassenstroms ist fiir die Komponenten unkritisch, da
die maximal auftretenden Temperaturen in jedem Fall unter der Grenze der zuldssigen Materialwerte liegen.

Laststeigerungen sind somit auch in der GroBenordnung von iiber 30% innerhalb weniger Minuten moglich.

5.3. Analyse des Anlagenverhaltens im Tagesverlauf bei verschiedenen Lastféllen

In den bisherigen Untersuchungen wurde der Einfluss der verschiedenen Randbedingungen auf den Kraft-
werksprozess isoliert analysiert, indem jeweils nur eine Grofle variiert wurde. Um moglichst genaue Infor-
mationen iiber das Anlagenverhalten im realen Betrieb zu erhalten, wurden darauf aufbauend Simulationen
mit kombinierter Variation aller Randbedingungen durchgefiihrt. Hierzu wurden auf Klimadaten beruhen-
de Verldufe der relativen Feuchte und der Temperatur festgelegt, die bei der Simulation von vollstindigen
Tagesgiingen mit und ohne Wirmeauskopplung als Randbedingung vorgegeben wurden. In diesem Kapi-
tel wird zunéchst der jahreszeitliche Einfluss auf den Prozess bei Volllast vorgestellt. Anschlieend wird
gezeigt, welche Leistungssteigerungen hierbei durch eine variable Kondensationstemperatur moglich sind,

bevor auf die erwartbaren Nettoleistungen bei paralleler Wiarmeauskopplung eingegangen wird.
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Abb. 5.17.: Verwendete Tagesverldufe der Temperatur (links) und der relativen Feuchte (rechts) der Kiihlluft basie-
rend auf Klimadaten der Messstation des deutschen Wetterdienstes (DWD) in Rheinstetten [93]], bezogen

iiber [63]]
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5. Dynamische Simulation des tiberkritischen Organic Rankine Cycles

5.3.1. Einfluss der jahreszeitlichen Anderung der Kiihllufttemperatur

Fiir die Simulation von Tagesgingen wurden Verldufe der Temperatur und der relativen Feuchte der Kiihl-
luft festgelegt. Als Grundlage fiir diese Verldufe dienten Daten der Messstation des deutschen Wetterdiens-
tes (DWD) in Rheinstetten bei Karlsruhe [63] 93] aus dem Jahr 2012. Abbildung m zeigt die Profile
der Temperatur (links) und der relative Feuchte (rechts), die fiir die Simulationen verwendet wurden. Es
wurden fiinf verschiedene Profile bestimmt, die jeweils einem reprisentativen Winter-, Frithlings-/Herbst-
und Sommertag sowie einem sehr heilen Sommertag und einem sehr kalten Wintertag entsprechen. Fiir
die jahreszeitlich-typischen Verldufe wurden jeweils die stiindlichen Werte aller Tage der Monate Februar
(Winter), April (Frithling) und August (Sommer) gemittelt. Die Extremfille sind durch die Verldaufe des
kiltesten und des wéarmsten Tages in Rheinstetten im Jahr 2012 vorgegeben. Die Verldufe der beiden ex-
emplarischen Wintertage sind durch geringe Temperaturunterschiede zwischen Tag und Nacht sowie durch
eine hohe Luftfeuchte charakterisiert. Demgegeniiber weisen die Temperaturverldufe der Sommertage mit
maximal 9 °C bzw. 17 °C hohere Temperaturspannen auf. Diese erkldren die Verldufe der relativen Feuchte,
die von sehr hohen Nachtwerten um 90% auf bis zu 35% bei Tag abfallen. Der reprisentative Friihlingstag
stellt eine gute Mittlung der Sommer- und Winterverldufe dar. Mit diesen fiinf Féllen sind die klimatischen

Randbedingungen in Mitteleuropa und an klimatisch dhnlichen Standorten somit gut abgebildet.

Mit den beschriebenen Tagesverldufen als Vorgabe fiir den Eintrittszustand der Kiihlluft wurde der 24-
stiindige Betrieb des ORC bei Volllast, d.h. bei konstantem Auslegungs-Thermalwassermassenstrom in Ho-
he von 2.4 kg/s, und bei konstanter Soll-Kondensationstemperatur in Hohe von 30 °C durchgefiihrt.

In Abbildung[5.18]sind die Tagesginge der Netto-Leistung, die sich in Abhingigkeit von den verschiede-
nen Kiihlluftrandbedingungen einstellen, dargestellt. Die hochsten Nettoleistungen werden mit ca. 100 kW
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Abb. 5.18.: Tagesginge der Netto-Leistung fiir die in dargestellten Szenarien des Kiihlluftzustandes
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5.3. Analyse des Anlagenverhaltens im Tagesverlauf bei verschiedenen Lastfillen

im Winter erreicht, da hierbei der Leistungsbedarf der Ventilatoren aufgrund der geringen Lufttemperaturen
bei sehr geringen Werten um 1 kW liegt. Aus dem gleichen Grund kann eine annihernd konstante Stromer-
zeugung erfolgen. AuBlerdem wird deutlich, dass sich im Vergleich zwischen dem Extremfall mit einer
Lufttemperatur um ca. -10 °C und dem gemittelten Verlauf mit Lufttemperaturen zwischen -3,6 °C und 2 °C
nur ein geringer Unterschied der Nettoleistung in Hohe von 0,7 kW einstellt. Im Friihling wirkt sich der
Leistungsbedarf der Kiihlung deutlicher aus. Wihrend nachts Nettoleistungen in Hohe von 98 kW erzielt
werden konnen, steigt im Lauf des Tages mit der AuBentemperatur der zur Kiihlung erforderliche Luftmas-
senstrom und damit die Leistung der Ventilatoren. Dadurch sinkt die Nettoleistung zur Mittagszeit auf bis
zu 92 kW ab. Wesentlich stirker wirkt sich die erhohte Temperatur jedoch im Sommer auf die Nettoleistung
aus. Hier liegt die Nettoleistung bereits in der Nacht bei maximal 90 kW, tagsiiber werden Werte im Bereich
von 74,5 kW bis 77 kW erzielt. Durch die Wassereinspritzung zum Absenken der Kiihllufttemperatur ab
18 °C AuBentemperatur kann jedoch der Leistungsbedarf der Ventilatoren und damit auch die Nettoleistung
auf einem annédhernd konstanten Wert gehalten werden. Insbesondere in der Zeit von 7 bis 10 Uhr und von
18 bis 21 Uhr kann die Solltemperatur von 18 °C gehalten und damit eine konstante Leistung erreicht wer-
den. Im Zeitraum von 10 bis 18 Uhr wird die maximal mégliche Wassermenge eingespritzt, jedoch kann
die Solltemperatur nicht erreicht werden, so dass in diesem Zeitraum der Leistungsbedarf leicht steigt. Die
Soll-Kondensationstemperatur von 30 °C kann bei diesen vier Tagesverldufen jederzeit eingehalten werden,
da sich die Regelung der Ventilatoren den Schwankungen der Temperatur und der relativen Feuchte schnell
genug anpasst und der maximal erforderliche Luftmassenstrom unter der Leistungsgrenze der Ventilatoren
liegt.

Im Fall des sehr warmen Sommertages erfolgt tagsiiber ebenfalls Wassereinspritzung, jedoch kann die
Solltemperatur der Kiihlluft aufgrund des schnellen Temperaturanstiegs lediglich ca. 10 Minuten gehalten
werden. Die mit steigenden Temperaturen abnehmende relative Feuchte ermoglicht eine Abkiihlung der
Luft um bis zu 12 °C, so dass die effektive Eintrittstemperatur in den Kiihler iiber die komplette Zeit bei
Werten unter 24 °C liegt. Dennoch wird die Leistungsgrenze der Kiihlung erreicht, so dass ab ca. 6 Uhr
die Kondensationstemperatur steigt. Dies fiihrt zu einer Absenkung der Expanderleistung um bis zu 12 kW,
die in Verbindung mit dem hohen Leistungsbedarf der Kiihlung zu einer im Vergleich zum gemittelten
Sommertag deutlich verringerten Netto-Leistung mit Werten um 65 kW fiihrt.

Der groBe Einfluss des Kiihlluftzustandes wird auch beim Vergleich des gesamten Stromertrages pro Tag
deutlich. Dieser wurde fiir die fiinf Szenarien durch Integration der Tagesgénge der Netto-Leistung tiber die
Zeit berechnet. Im Winter kann demnach eine Tagesarbeit in Hohe von 2,4 MWh geleistet werden, wihrend
die Ertrdge im Friithling mit 2,3 MWh und im Sommer mit 1,9 MWh um 4 - 20% geringer ausfallen. An hei-
Ben Sommertagen fillt die Stromproduktion um bis zu 30% auf 1,7 MWh. Die erforderliche Wassermenge
liegt im Sommer im Mittel bei 13,1 m? pro Tag, am heiBesten Tag des Jahres 2012 wiren 20,1 m> Wasser

zur Luftkiihlung benétigt worden.

5.3.2. Tagesverlaufe mit optimierter Kiihlerregelung

Die Tagesverldufe der Netto-Leistung bei konstanter Soll-Kondensationstemperatur zeigen den gro3en Ein-
fluss der Umgebungstemperatur auf den Leistungsbedarf der Kithlung. Ein moglicher Ansatz zur Verbesse-
rung der Netto-Leistung ist daher die Optimierung der Kiihlerregelung. In Kapitel [5.1.4 wurde gezeigt, dass
iber eine Anpassung der Kondensationstemperatur an die Kiihllufttemperatur eine Erhohung der spezifi-

schen Netto-Leistung erzielt werden kann. Daher wurden die im vorangegangenen Abschnitt beschriebenen
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5. Dynamische Simulation des tiberkritischen Organic Rankine Cycles

Simulationen mit dieser optimierten Kiihlerregelung durchgefiihrt. In Abbildung[5.19]sind die daraus resul-
tierenden Tagesgiinge der Netto-Leistung fiir die gemittelten Tagesverldufe der Winter-, Friihling- und Som-
mertage dargestellt. Zum Vergleich sind die Tagesverldufe bei konstanter Soll-Kondensationstemperatur
gestrichelt aufgetragen.

Der Verlauf der Lufttemperatur des Wintertages fiihrt im Fall der optimierten Regelung zu Kondensati-
onstemperaturen zwischen 14 °C und 18 °C, die eine Erhohung der Expanderleistung von 138 kW auf bis
zu 169 kW ermoglichen. Da sich der Leistungsbedarf des Kiihlers demgegeniiber nur um 6,3 kW erhoht,
stellt sich im Mittel und zu jedem Zeitpunkt eine um bis zu 25 kW hohere Netto-Leistung als bei einer
Kondensationstemperatur von 30 °C ein. Auf diese Weise konnen pro Tag 0,5 MWh und damit 21% mehr
Strom produziert werden.

An Friihlings- und Herbsttagen ist ebenfalls eine Verbesserung der Netto-Leistung iiber einen weiten Zeit-
raum moglich. Insbesondere im Zeitraum von 20 - 8 Uhr kann aufgrund der geringeren Lufttemperaturen
die Kondensationstemperatur abgesenkt und damit die Expanderleistung erhoht werden. Die optimale Kon-
densationstemperatur liegt zu dieser Zeit zwischen 21,5 °C und 23 °C. Dies resultiert in einer Erhthung
der Expanderleistung um 15 kW und des Leistungsbedarfs des Kiihlers um 7 kW, sodass sich eine um bis
zu 8 kW hohere Netto-Leistung einstellt. Zur Mittagszeit liegt die optimale Kondensationstemperatur im
Bereich von 30 °C, so dass sich in diesem Zeitraum keine erhohten Leistungen einstellen. Insgesamt kann
der Tagesertrag auf diese Weise um 4% auf 2,4 MWh erhoht werden.

An Sommertagen fiihrt die optimierte Kiihlerregelung zu einer gegensitzlichen Veridnderung der Netto-
Leistung. Wihrend der Nacht ist keine Verbesserung des Leistungsbedarfs des Kiihlers moglich, tagsiiber
kann jedoch durch eine geringfiigige Erhohung der Kondensationstemperatur um maximal 2 °C eine hohe-

re Netto-Leistung erreicht werden. Die Verdanderung der Kondensationstemperatur hat hierbei nur geringen
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Abb. 5.19.: Tagesgidnge der Netto-Leistung mit optimierter Kiihlerregelung (durchgezogene Linie) und konstanter
Soll-Kondensationstemperatur (gestrichelt) fiir verschiedene Kiihlluftrandbedingungen
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5.3. Analyse des Anlagenverhaltens im Tagesverlauf bei verschiedenen Lastfillen

Einfluss auf die Expanderleistung, die anndhernd konstant bleibt. Der Leistungsbedarf der Ventilatoren sinkt
jedoch deutlich um bis zu 10 kW und damit um 40%. Dadurch stellt sich tagsiiber eine um ca. 8 kW hdhe-
re Netto-Leistung ein, die auch im Gegensatz zur konstanten Kondensationstemperatur iiber die warmsten
Stunden zur Mittagszeit konstant gehalten werden kann. Insgesamt fiihrt dies zu einem um 5% hoheren
Tagesstromertrag. Aullerdem kann die erforderliche Menge an Kiihlwasser aufgrund der geringeren Luft-

massenstrome um 17% verringert werden.

5.3.3. Tagesverlaufe mit Warmeauskopplung

Neben der Simulation der Tagesverldufe bei Volllast wurde das Anlagenverhalten des ORC bei Teillast
ebenfalls unter Verwendung der in Abbildung [5.17] dargestellten Luftzustinde berechnet. Die untersuchten
Teillastfille beschrinkten sich hierbei auf eine konstante Reduzierung des Thermalwassermassenstroms auf
80%, 60% und 50% des Auslegungsmassenstroms. Solche Absenkungen des Thermalwassermassenstroms
treten in der Regel nur bei einer parallel geschalteten Wiarmeauskopplung auf. Aufgrund der Annahme,
dass im Sommer kein Wirmebedarf vorliegt, wurden die Teillast-Tagesginge nur fiir das Winter- und Friih-
lingsszenario simuliert. Fiir diese Fille wurden wie bei Vollast die Tagesgiinge zum einen mit konstanter
Kondensationstemperatur von 30 °C und zum anderen mit an die Umgebungstemperatur angepasster Kon-
densationstemperatur berechnet. Auflerdem erfolgte eine Unterscheidung in Bezug auf die Expander- und
Druckregelung im Prozess. Hierbei wurden die in Kapitel [5.2.3] vorgestellten Regelvarianten untersucht.
Abbildung zeigt exemplarisch die Tagesginge der Netto-Leistung bei einer Reduzierung des Ther-
malwassermassenstroms auf 60% fiir den gemittelten Friihlings- (links) und Wintertag (rechts). Es wird
deutlich, dass sowohl am Friihlings- als auch am Wintertag bei Gleitdruckregelung und bei Festdruckre-
gelung mit variabler Drehzahl eine annihernd konstante Netto-Leistung in Hohe von ca. 59 kW erzielt
werden kann, wenn die Kondensationstemperatur konstant auf 30 °C geregelt wird. Es zeigt sich somit bei
diesen Regelungen ein direkt proportionales Lastverhalten zum Thermalwassermassenstrom, welches auf-
grund der in diesem Lastbereich konstanten spezifischen Netto-Leistung (siehe Kapitel [5.2.3)) zu erwarten
war. Die Netto-Leistung bei Festdruckregelung und Drosselventil féllt dagegen mit 46 kW - 47 kW deut-
lich geringer aus. Der Tagesstromertrag liegt fiir beide Szenarien bei 1,4 MWh (Gleitdruck, Festdruck mit
Drehzahl variabel) bzw. bei 1,1 MWh (Festdruck mit Drosselventil). Im Gegensatz zum Volllastfall kann
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Abb. 5.20.: Tagesginge der Netto-Leistung bei Teillast, Vergleich der Regelvarianten bei 60%-igem Thermalwasser-
massenstrom fiir den gemittelten Friihlings- (links) und Wintertag (rechts)
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5. Dynamische Simulation des tiberkritischen Organic Rankine Cycles

somit an Friithlingstagen anndhernd die gleiche Netto-Leistung erreicht werden wie an Wintertagen. Dies ist
im nicht-linearen Leistungsbedarf der Liifter begriindet, der bei Teillast im Friihling somit nur geringfiigig
hoher ausfillt als im Winter.

In Abbildung([5.20sind zudem die Tagesginge der Netto-Leistung mit optimierter Kiihlerregelung fiir die
Gleitdruckregelung und die Festdruckregelung mit variabler Drehzahl gestrichelt dargestellt. Im Szenario
des Friihlingstages kann dhnlich wie bei Volllast insbesondere wihrend der Nachtzeiten eine deutliche Ver-
besserung der Netto-Leistung um bis zu 11 kW erzielt werden. Im Gegensatz zum Volllastfall ist jedoch
auch tagsiiber eine geringe Erhohung der Netto-Leistung um 1-2 kW moglich. Insgesamt wirkt sich bei
Teillast die Optimierung stirker aus, beispielsweise kann der Tagesstromertrag durch die variable Konden-
sationstemperatur um bis zu 10% erhoht werden (bei Vollast um 4%, siehe vorangegangener Abschnitt).
An Wintertagen ist eine Erhohung der Netto-Leistung um 18 - 21 kW feststellbar, dies entspricht einer
Leistungssteigerung um bis zu 24%, die somit auch leicht hoher ausfillt, als bei Volllast.

Bei beiden Szenarien fillt auf, dass bei variabler Kondensationstemperatur die Erhohung der Netto-
Leistung im Gleitdruck hoher ausfillt als bei Festdruck. Insbesondere an Wintertagen kann im Gleitdruck
somit eine um 3 - 4 kW hohere Netto-Leistung erzielt werden. Die Ursache hierfiir ist in der unterschied-
lichen Anpassung der Regelungen auf die Abweichung vom Auslegungspunkt zu finden. Die Anderung
von Expandereintritts- und -austrittszustand sind in Abbildung [5.21)im h-s-Diagramm dargestellt. Die Ab-
senkung der Kondensationstemperatur hat eine niedrigere Eintrittstemperatur des Arbeitsmediums in den
Wirmeiibertrager zur Folge. Dadurch wird mehr Wirme benétigt, um den Soll-Frischdampfzustand des Ar-
beitsmediums zu erreichen. Dies bewirkt eine Reduzierung des ORC-Massenstroms. Im Fall des Festdrucks
mit variabler Expanderdrehzahl hat dies lediglich geringfiigige Auswirkungen auf die Drehzahl, wéihrend
der Frischdampfzustand konstant gehalten wird. Bei der Gleitdruckregelung fiihrt die Anderung des ORC-
Massenstroms jedoch zu einem abweichendem Frischdampfdruck, wie in Abbildung [5.21]im Detail rechts
zu entnehmen ist. Da die Solltemperatur direkt iiber den Thermalwassermassenstrom bestimmt wird und
somit konstant bleibt, dndert sich damit der Frischdampfzustand. Dadurch fillt die Erhohung des Enthalpie-
gefilles im Expander bei dieser Regelung deutlicher aus als beim Festdruck.

Die Tagesverldufe bei Teillast zeigen deutlich den gro3en Einfluss des Regelkonzeptes. Im Friihling kann
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Abb. 5.21.: Entspannung im Expander bei 60% Last im h-s-Diagramm, Vergleich zwischen Festdruck- und Gleitdruck-
regelung bei konstanter Kondensationstemperatur in Héhe von 30 °C und bei an die Umgebungstemperatur
angepasster Kondensationstemperatur (hier 15 °C)

104



5.3. Analyse des Anlagenverhaltens im Tagesverlauf bei verschiedenen Lastfillen

der Tagesstromertrag bei Festdruckregelung mit Drosselventil um 39% erhoht werden, indem auf Gleit-
druck und variable Kondensationstemperatur umgestellt wird. Im Winter sind noch groere Unterschiede
zwischen den Regelkonzepten festzustellen. Hier entspricht der maximale Stromertrag einer 65%igen Stei-
gerung gegeniiber dem Wert der Festdruckregelung mit Drosselventil.

Im Vergleich mit dem Tagesverlauf bei Volllast im Sommer liegen die auf diese Weise optimierten Leis-
tungen bei um 10% geringeren Werten, obwohl nur 60% des Thermalwassermassenstroms zur Verfiigung
stehen. Dadurch ist es moglich, ganzjdhrig anndhernd konstante Stromertrige zu produzieren und gleichzei-

tig den im Winter zunehmenden Wirmebedarf abzudecken.
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6. Schlussfolgerungen

Die vorliegende Arbeit beinhaltet die thermodynamische Auslegung sowie eine detaillierte Prozessanalyse
eines iiberkritischen Organic Rankine Cycles zur geothermischen Stromerzeugung bei einer Thermalwas-
sertemperatur von 150 °C am Beispiel des Kraftwerkstechnikums MoNiKa.

Die stationédre Auslegung erforderte die Auswahl eines geeigneten Arbeitsfluides im ORC unter den gege-
benen Randbedingungen und damit verbunden die Festlegung auf die optimalen Betriebsparameter. Hierzu
wurde das Simulationsprogramm GESI in Matlab® entwickelt, das mit Hilfe der automatisierten Parame-
tervariation eine effiziente thermodynamische Optimierung des Kreisprozesses ermdglicht. Dabei konnen
verschiedene Anlagenkonfigurationen wie z.B. der Einsatz eines Rekuperators oder eine dem Kraftwerk
nachgeschaltete Wiarmeauskopplung verglichen werden. AuB3erdem bietet das Programm die Mdglichkeit,
schon vor der Dimensionierung der einzelnen Komponenten deren bestimmende Parameter und Wirkungs-
grade zu variieren und die damit verbundenen Auswirkungen auf den Prozess zu ermitteln. Mit Hilfe der
Teillast-Module kann zudem eine erste Abschitzung der zu erwartenden Leistungen bei Abweichungen vom
Auslegungsfall getroffen werden. Dies ermoglicht einen Vergleich des Teillastverhaltens von Prozessen mit
unterschiedlichen Arbeitsfluiden.

Im Rahmen der Auslegung wurden 12 aufgrund ihrer kritischen Temperatur in Frage kommende Fluide
untersucht und die Ergebnisse mit herkommlichen, unterkritischen Prozessen mit Isobutan und Isopentan
verglichen. Ziel der Auslegung war eine Optimierung der spezifischen Nettoleistung. Die wesentlichen Er-

gebnisse der Untersuchung sind:

* Bei maximaler Nettoleistung weisen iiberkritische Prozesse im Vergleich zu unterkritischen Prozessen
geringfiigig niedrigere thermische Wirkungsgrade auf. Jedoch konnen deutlich hohere exergetische
Wirkungsgrade bei der Wirmeiibertragung und damit verbunden auch hohere Wiarmenutzungsgra-
de erzielt werden, so dass Leistungssteigerungen um bis zu 44% gegeniiber einem unterkritischen

Isopentan-Prozess bei gleichem Massenstrom des Thermalwassers moglich sind.

* Bei fiinf der 12 untersuchten Fluide bewirkt der Einsatz eines Rekuperators eine Erhohung des ther-
mischen Wirkungsgrades. Gleichzeitig fiihrt der Einsatz jedoch zu einer geringeren Auskiihlung des
Thermalwassers aufgrund der hoheren Eintrittstemperatur des ORC-Fluides in den Wirmeiibertrager.
In Bezug auf die spezifische Nettoleistung kann somit keine Steigerung mittels eines Rekuperators

erzielt werden.

* Die sechs hochsten spezifischen Nettoleistungen lagen zwischen 42 kWs/kg und 45 kWs/kg bei tiber-
kritischen Prozessen. Die besten fiinf Werte traten allerdings bei Fluiden auf, die mit Werten zwischen
675 und 10300 ein hohes bis sehr hohes Greenhouse Warming Potential (GWP) besitzen. Der an
sechster Stelle liegende Propanprozess stellt mit einem GWP von 3 somit die umweltvertriglichere
Alternative dar. Der tiberkritische Propanprozess weist hierbei eine Verbesserung der Nettoleistung

um 17% gegeniiber Isobutan und um 35% gegeniiber Isopentan auf.

107



6. Schlussfolgerungen

Das Kraftwerkstechnikum MoNiKa wird daher mit einem iiberkritischen Propanprozess ausgestattet. Bei
einer thermischen Leistung von 1000 kW ist im Auslegungsfall mit einer Nettoleistung von 101,5 kW zu

rechnen.

Auf diesem Ergebnis aufbauend wurde fiir eine detaillierte Analyse ein dynamisches Modell des Prozes-
ses in Dymola mit Komponenten der Bibliothek TIL entwickelt. Hierbei wurde zum einen der Einfluss
variierender Kiihlluftbedingungen auf den Leistungsbedarf des Kiihlers untersucht, zum anderen verschie-
dene den Massenstrom, die Druckniveaus und den Expander betreffende Regelungsstrategien bei Teillast
miteinander verglichen.

Es zeigte sich, dass die AuBBentemperatur erheblichen Einfluss auf den Leistungsbedarf des Kiihlers und
damit auch auf die Nettoleistung des Prozesses hat. Wihrend im Auslegungsfall lediglich 7,5% der Expan-
derleistung fiir die Ventilatoren des Kiihlers bendtigt werden, steigt dieser Anteil auf iber 30% bei 40 °C
Lufttemperatur bei reiner Luftkiihlung. Durch Wassereinspritzung kann im Hybridbetrieb in Abhédngigkeit
von der Luftfeuchte eine Abkiihlung der Luft erfolgen, so dass hierdurch der Abfall der Nettoleistung verrin-
gert werden kann. Eine weitere Moglichkeit der Verringerung der Nettoleistung bei hohen Aullentemperatu-
ren entgegenzuwirken, besteht in der Anpassung der Kondensationstemperatur an die Lufttemperatur. Diese
optimierte Kiihlerregelung ermoglicht zudem eine Erhhung der Nettoleistung bei geringen Auflentempera-
turen gegeniiber dem Auslegungsfall. Allerdings muss die Entspannungsmaschine fiir das dann vorliegende
hohere Druckgefille und die erhohte Leistung ausgelegt sein.

Erfolgt eine Verringerung des Thermalwassermassenstroms, der dem Kraftwerk zugefiihrt wird, wie es
beispielsweise bei einer parallel geschalteten Wirmeauskopplung der Fall sein kann, muss eine Anpassung
des Massenstroms im ORC erfolgen. Fiir die dadurch erforderlichen Anpassungen wurden drei Regelungs-

strategien entwickelt und miteinander verglichen:

* Festdruckregelung mit Drosselventil bei konstanter Frischdampftemperatur durch Anpassung des
ORC-Massenstroms

* Festdruckregelung mit variabler Expanderdrehzahl und Frequenzumrichter bei konstanter Frisch-

dampftemperatur durch Anpassung des ORC-Massenstroms

 Gleitdruckregelung mit an den Thermalwassermassenstrom angepasster Frischdampftemperatur, die

ebenfalls liber eine entsprechende Regelung des ORC-Massenstroms eingestellt wird.

Bei der Festdruckregelung mit Drosselventil erfordert der im Teillastfall geringere Massenstrom eine Dros-
selung des Fluids iiber das Drosselventil, so dass bei gleichbleibendem Leistungsbedarf der Pumpe das
nutzbare Enthalpiegefille iiber den Expander abnimmt. In Verbindung mit dem abnehmenden isentropen
Wirkungsgrad des Expanders fiihrt dies zu einer kontinuierlichen Abnahme der spezifischen Nettoleistung
mit sinkender Last. Im Vergleich dazu zeigte sich, dass bei Gleitdruckregelung und bei Festdruckregelung
mit variabler Expanderdrehzahl tiber einen weiten Lastbereich eine konstante spezifische Nettoleistung er-
zielt werden kann. Dies ist im ersteren Fall in dem verminderten Leistungsbedarf der Pumpe begriindet,
im zweiten Fall kann ein konstantes Enthalpiegefille iiber den Expander genutzt werden. Im Lastbereich
unterhalb 50% stellt sich bei der Festdruckregelung eine geringe Abnahme der spezifischen Nettoleistung
ein, wihrend die Gleitdruckregelung hierbei deutlich abnimmt. Gegeniiber der Festdruckregelung mit Dros-
selventil ist mit diesen Regelungen somit eine deutliche Verbesserung zu erzielen. Allerdings muss in die-

sen Fillen gewihrleistet sein, dass die Komponenten fiir die entsprechende Regelung geeignet sind, der
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6. Schlussfolgerungen

Expander somit eine variable Drehzahl zuldsst bzw. der Wirmetibertrager sowohl unterkritisch als auch
iiberkritisch betrieben werden kann.

Fiir eine Abschitzung der zu erzielenden Strommengen wurden Tagesginge fiir reprasentative Verlaufe
der Lufttemperatur und -feuchte simuliert. Es zeigte sich, dass im Winter und in den Ubergangsjahreszeiten
eine anndhernd konstante Stromproduktion iiber den Tagesverlauf moglich ist, wihrend im Sommer die ho-
hen Lufttemperaturen zu einem deutlichen Leistungseinbruch zur Mittagszeit fithren. Mittels der entwickel-
ten optimierten Kiihlerregelung, die eine Anhebung der Kondensationstemperatur in diesem Fall beinhaltet,
kann dieser Leistungsabfall jedoch abgefangen werden, so dass auch im Sommer eine annihernd gleich-
bleibende Nettoleistung erzielt werden kann. Bei Teillast mit konstanter Wéarmeauskopplung zeigte sich der
grofBe Einfluss der angewandten Regelstrategie. Beispielsweise stellte sich bei 60% Last ein Unterschied
zwischen den verschiedenen Regelungen von 30% in der erzielbaren Nettoleistung ein. Die optimierte Re-
gelung ermoglicht es in Kombination mit der Anpassung der Kondensationstemperatur an die Au3entem-
peratur aulerdem, dass im Winter bei einer Wiarmeauskopplung von 40% die gleiche Nettoleistung erzielt

wird wie bei reiner Stromerzeugung im Sommer.

Die im Rahmen dieser Arbeit erstmals vorgenommene detaillierte Analyse des transienten Anlagenverhal-
tens unter variierenden Randbedingungen stellt eine wichtige Wissensgrundlage fiir den Betrieb des Kraft-
werkstechnikums MoNiKa dar. Die untersuchten Regelungsstrategien werden in der sich zum Zeitpunkt
der Fertigstellung dieser Arbeit in Bau befindenden Anlage implementiert und getestet werden. Gleichzei-
tig kann das vorgestellte Vorgehen bei der Auslegung und dynamischen Simulation als Fallbeispiel gese-
hen werden, an dem sich bei der Entwicklung und Optimierung von ORC-Anlagen unter abweichenden
Randbedingungen orientiert werden kann. Mit dem entwickelten Simulationsprogramm GESI sowie den
VBA-Tools zur Dimensionierung der Warmeiibertrager stehen hierfiir Werkzeuge zur Verfiigung, die eine
schnelle Optimierung und effiziente Entwicklung eines transienten Modells ermoglichen. Hierdurch ist eine
genauere Prognose der zu erwartenden Anlagenleistung im Lastbetrieb moglich, die bereits im Planungs-

und Entwurfsstadium in Wirtschaftlichkeitsbetrachtungen einflieen kann.
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Nomenklatur

Lateinische Formelzeichen

a Amplitude [m]
A Fliche [m?]
a Formfaktor [-]
B Breite [m]
b Wand-/ Rippenstirke [m]
cp gemittelte, isobare spezifische Wirmekapazitét [kJ/(kgK)]

Abweichung
d Durchmesser [m]
av Verdringungsvolumen der Turbine am Eintritt [m?]
F Stromungsparameter [-]

Korrekturfaktor [-]
fr relativer Fiillstand [-]
g Erdbeschleunigung [m/s?]
h spezifische Enthalpie [kJ/kg]
K Korrekturfaktor [-]
k Wirmedurchgangskoeffizient [W/m?]
l Linge [m]
Lf Leistungsfaktor -]
m Massenstrom [kg/s]
M Masse [ke]
n Drehzahl [Hz]
P Leistung (kW]
p Druck [Pa]
0 Wirmestrom [kW]
r Teillastfaktor Turbine [-]
s spezifische Entropie [kJ/kgK]
T Temperatur [°C]
t Zeit [s]
u Abstand [m]
|% Volumenstrom [m3/s]
1% Volumen [m3]
W, Technische Arbeit [kW]
w Stromungsgeschwindigkeit [m/s]
X HilfsgroBe [-]
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Nomenklatur

NN~ R

Dampfgehalt
allgemeine Grofle
Abbruchkriterium
Wellenzahl
Anzahl

Griechische Formelzeichen

B B < > >R 3 3 0 % Q

o~
S

N B 6 2 QD N

Indizes
A

a

ab

abs

ac

AP

aus

char

eff

ein
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Wirmeiibergangskoeffizient
Dicke des Kondensatfilms

volumentrischer Dampfgehalt

Wirkungsgrad
dynamische Viskositét
Lamellenhilfsgrofie
Wellenlénge
Wirmeleitfahigkeit
kinematische Viskositit
Flachenvergroferungsfaktor
Zweiphasenmultiplikator
Kreiszahl
Hohlraumanteil

Dichte
Oberflichenspannung
Schubspannung
Plattenwinkel

relative Feuchte

absolute Temperatur
Widerstandsbeiwert

Massenanteil

Dreieck

auflen
abgehend
absolut
dquivalent
Auslegungspunkt
am Austritt
Carnot
charakteristisch
Dampfphase
effektiv

am Eintritt

[W/(m*K)]
[m]

[-]

[-]
[kg/(m-s)]
[-]

[m]

[W/(m K)]
[m?/s]



Nomenklatur

is

kond
kuhl

lam

In

max
min

netto
ORC

Pump

Q, nutz

rec
rel
Ri

sch

sat
sch
spez
Start

th
TL

elektrisch
exergetisch
Expander
Fliissigphase
Fluid
Glattrohr
glatt
Enthalpie
homogen
hydraulisch
innen
isentrop
Zihler
Kondensator
Kiihlung
Luft

langs
laminar
logarithmisch
gemittelt
maximal
minimal
Netto
Organic Rankine Cycle
Platte
Pumpe

quer
Wirmenutzung
Reibung

rau
Rekuperator
relativ
Rippe
Schein
schrig
Sittigung
Schein
spezifisch
Start
turbulent
thermisch
Teillast
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Nomenklatur

well
Wt
wU

zu

Abkiirzungen

DLL

Fr
GESI
GUI
GWP
IEA
KIT
KWK
KWKK
MoNiKa
Nu
ORC
Pr

R&I

Re
REFPROP
SKE
TIL

uk

ik
VBA
VLE

WEC
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trocken

Turbine

Umgebung

Volumen

Verdampfung

Wand

Wasser

Welligkeit

Wirmetrdger / Thermalwasser
Wirmeiibertrager

zu

Dynamic Link Libary

Froude-Zahl

Geothermal Simulation

Graphical User Interface

Global Warming Potential
International Energy Agency
Karlsruher Institut fiir Technologie
Kraft-Wirme-Kopplung
Kraft-Wirme-Kilte-Kopplung
Modularer Niedertemperaturkreis Karlsruhe
NuBelt-Zahl

Organic Rankine Cycle
Prandtl-Zahl

Rohrleitung und Instrumentierung
Reynoldszahl

Reference Fluid Thermodynamic and Transport Properties Database
Steinkohleeinheiten
TLK-IfT-Library

unterkritisch

iberkritisch

Visual Basic for Applications
Vapor Liquid Equilibrium
Weber-Zahl

World Energy Council
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A. Anhang

A.1. Korrelationen zur Warmeiibertragung bei Zweiphasenstrémung in Rohrleitungen

A.1.1. Verdampfen

Die in Kapitel 2.3.2]erwiihnten Korrelationen fiir den Wirmeiibergang bei Verdampfen nach Shah [77] und

Chen [[19] sind hier im Detail aufgefiihrt.

Fiir Froude-Zahlen groBer 0,04 wird die Korrelation nach Chen verwendet:

a=S-ag+F-og

0 = 7000 - F_peq (f’)
q0

A
o = j -0,023Re"S PO

Hierbei gilt:
S=(142,53-10°F' »Re) "

1
1 furX7<0,1

0,736
2.35 (Xi +0,213) fiir - > 0,1

1=\ 00 01 /5 N0
=) () ()
X L Pi
m-(1—x)-d
n-A

F =

Re =

1.8
F_prea=2,1 'p?j; + <474+ > *Pred

- Pred
4
Pred =
Pkrit
Go = 2000

n=0,9-03-p"

(A1)

(A.2)

(A.3)

(A4)

(AS)

(A.6)

(A7)

(A.8)

(A9)

(A.10)

(A.11)
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Fiir Froude-Zahlen kleiner 0,04 wird die Korrelation nach Shah verwendet, die auf die Definition des kon-

vektiven Anteils ax der Chen-Korrelation zuriickgreift. Dieser Anteil wird im folgenden mit Ok cpen be-

zeichnet:
o = max(og, Ok ) (A.12)
1,8
Ok = 3765 %K Chen (A.13)
Ot;gc;,en~Fs\/Bo-e(2’74'NEN) fir N < 1
0 = § Ok chen - (1+46v/Bo) fiir N > 1 und Bo < 0,0003 (A.14)
Ok Chen - 230V Bo fiir N > 1 und Bo > 0,0003
Hierbei gilt:

14,7 fiir Bo > 0,0011
Fs= (A.15)
15,43 fiir Bo < 0,0011

—0,1 firN>0,1
eN = (A.16)
—0,15 firN<0,1

0
Bo = A (A.17)
038 05
N =0,38.Fr 03 (”) <pv> (A.18)
X pr

A.1.2. Kondensation

Der Wirmeiibergang bei Kondensation in Rohrleitungen wird mit der Korrelation von Shah fiir turbu-
lente Filmkondensation abgebildet:

3,8(1—x)" %1076
Nu = 0,023 Re®S . pr* ((1—x)0’8+ 8 =x) 7 x (A.19)
Pred
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A.2. Modelica-Code

A.2. Modelica-Code

Zusitzlich zu den verwendeten Modellen der TIL-Bibliothek wurden im Rahmen dieser Arbeit zwei Mo-

delle entwickelt, deren Quellcode hier aufgelistet ist.

A.2.1. Modell Cooling Water Calculation (CWC)

Dieses Modell berechnet die Kiihlgrenztemperatur der Kiihlluft und ermittelt die maximal zufiihrbare und
die erforderliche Wassermenge, die zum Erreichen der Soll-Temperatur bendtigt wird. Es greift hierbei auf
Untermodelle der Bibliothek TIL-Media zur Berechnung der Stoffdaten zuriick.

model CWC

/*********************** SIM ***********************************/

inner parameter TILMedia.GasTypes.VDIWA_MoistAir_nc3 gasType "Gas type"
annotation (Dialog(tab="SIM", group="SIM"), choices(choice=sim.gasTypel
"Gas 1 as defined in SIM", choice=sim.gasType?2

"Gas 2 as defined in SIM"));

[k kokokokokok ok Rk ok ok kkokokk ok TIPUTS % skok sk skokokok ok ok ok ok ok sk ok ok ok ok o ok ook ok ok ok ok ok /
Modelica.Blocks.Interfaces.RealInput T_soll "Input in K" annotation (
Placement (transformation(extent={{-120,-88},{-80,-48}}),
iconTransformation(extent={{-120,-88},{-80,-48}})));

[ kokk Rk ok kkkkkkkkkkkk CONIECTOTS  * k% sk o ok ok ok ok ok ok K ok ok ok K ok ok ok K ok ok ok o ok ok Kok k /
TIL.Connectors.GasPort portA(m_flow(final start=m_flowStart), final gasType=
gasType) "Fluid inlet Port" annotation (Placement (transformation(extent=
{{-110,-10},{-90,10}}), iconTransformation(extent={{-110,-10},{-90,
10}3)));
TIL.Connectors.GasPort portB(m_flow(final start=-m_flowStart), final gasType=
gasType) "Fluid outlet Port" annotation (Placement (transformation (
extent={{90,-10},{110,10}}), iconTransformation(extent={{90,-10},{110,
10}1)));

[HRFERER KRR R KRR kKRR GasS Object Fkkkrkkkkkkkkkkkkkkkkkkk x/

protected
TILMedia.Gas_ph air_in(
p=portA.p,

h=noEvent (actualStream(portA.h_outflow)),
xi=noEvent (actualStream(portA.xi_outflow)),
final gasType=gasType,
computeTransportProperties=false)

annotation (Placement (transformation(extent={{-90,6},{-70,26}})));

TILMedia.Gas_ph air_out_satt (

p=portB.p,
h=h_out_satt,

xi=xi_out_satt,
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39 final gasType=gasType,

40 computeTransportProperties=false)

41 annotation (Placement (transformation(extent={{66,6},{86,26}})));
42

43 TILMedia.Gas_pT air_out_Tset(

44 p=portB.p,

45 T=T_soll,

46 xi=xi_out,

47 final gasType=gasType,

48 computeTransportProperties=false)

49 annotation (Placement (transformation(extent={{66,32},{86,52}})));
50

51 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy h_out;

52 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy h_out_satt;

53 Real xi_out[gasType.nc - 1];

54 Real xi_out_satt[gasType.nc - 11;

55 Modelica.SIunits.MassFlowRate mdotWater;

56 Modelica.SIunits.MassFlowRate mdotWater_satt;

57 Modelica.SIunits.MassFlowRate mFlow_Water;

58 Modelica.SIunits.MassFlowRate mFlow_A;

59 Modelica.SIunits.MassFlowRate mFlow_A_satt;

60 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy hWater;

61 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy hWater_satt;

62 Real phi=99;

63 Modelica.SIunits.Temperature T_out;

64 Modelica.SIunits.Density d_out;

65 Real phi_out;

66 parameter Modelica.SIunits.MassFlowRate m_flowStart=0.5
67 "Start value for mass flow rate";

68

69 % R KR KK KKK KKK KRk SUMMAT Y % % % % ok Kk ok kK ok kK ok ok ok k ok % /

70 public

71 inner parameter Boolean includeDefaultSummary=true

72 "include default entries in summary"

73 annotation (Dialog(tab="Advanced", group="Summary"));

74 protected
75 parameter Boolean includePortlLiquid=includeDefaultSummary;
76

77 protected

78 record Summary

79 extends TIL.Internals.ClassTypes.Record;

80

81 Modelica.SIunits.Pressure p_A if include;

82 Modelica.SIunits.Pressure p_B if include;

83 Modelica.SIunits.Temperature T_A if include;

84 Modelica.SIunits.Temperature T_B if include;

85 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy h_A if include;
86 Modelica.SIunits.SpecificEnthalpy h_B if include;
87 Modelica.SIunits.Density d_A if include;

88 Modelica.SIunits.Density d_B if include;

89 Modelica.SIunits.MassFlowRate m_flow_A if include;
90 Modelica.SIunits.MassFlowRate m_flow_B if include;
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Real xi_A if include;
Real xi_B if include;
Real phi_A if include;
Real phi_B if include;
Real xi_A_kg if include;

Modelica.SIunits.MassFlowRate mWater_add if include;
Modelica.SIunits.Temperature T_A_kg if include;

protected
outer parameter Boolean includeDefaultSummary;

parameter Boolean include=includeDefaultSummary;

end Summary;

replaceable record SummaryClass = Summary;

public

SummaryClass summary (
p_A=portA.p,
p_B=portB.p,
T_A=air_in.T,
T_B=T_out,
h_A=air_in.h,
h_B=portB.h_outflow,
d_A=air_in.d,
d_B=d_out,
m_flow_A=portA.m_flow,
m_flow_B=portB.m_flow,
xi_A=air_in.xil[1],
xi_B=portB.xi_outflow[1],
phi_A=air_in.phi,
phi_B=phi_out,
xi_A_kg=air_out_satt.xi[1],

mWater_add=mFlow_Water,

T_A_kg=air_out_satt.T) annotation (Placement(transformation(extent={{24,36},

{44 ,56}}, rotation=0)));

equation

portA.p = portB.p;
air_out_satt.phi = phi;

air_out_Tset.h = h_out;

hWater = air_out_Tset.h_i[1] - air_out_Tset.a_hv;

hWater_satt = air_out_satt.h_i[1] -

portA.h_outflow = 03

portA.xi_outflow = zeros(gasType.nc - 1);

0.0 = mFlow_A + portB.m_flow + mdotWater

zeros (gasType.nc - 1) = inStream(portA.xi_outflow)*mFlow_A +

xi_out*portB.m_flow

air_out_satt.a_hv;

"mass balance moist air";
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+ cat(
1,
{min (mdotWater , mdotWater_satt)},
zeros (gasType.nc - 2)) "condensing component mass balance moist air";
0 = inStream(portA.h_outflow)*mFlow_A + h_out*portB.m_flow + hWater*mdotWater

"energy balance moist air";

[/ ------ Balance equations saturated MoistAir ------
0.0 = mFlow_A_satt + portB.m_flow + mdotWater_satt '"mass balance moist air'";
zeros (gasType.nc - 1) = inStream(portA.xi_outflow)#*mFlow_A_satt + xi_out_satt

*portB.m_flow + cat(l,{mdotWater_satt},

zeros (gasType.nc - 2)) "condensing component mass balance moist air";
0 = inStream(portA.h_outflow)*mFlow_A_satt + h_out_satt*portB.m_flow +

hWater_satt*mdotWater_satt "energy balance moist air";

if (air_out_Tset.T > air_in.T) then

portA.m_flow = -portB.m_flow;
portB.h_outflow = inStream(portA.h_outflow);
portB.xi_outflow = inStream(portA.xi_outflow);

mFlow_Water = 0;

T_out = air_in.T;
d_out = air_in.d;
phi_out = air_in.phi;

elseif (air_out_Tset.T > air_out_satt.T) then
mFlow_A = portA.m_flow;
portB.h_outflow = air_out_Tset.h;

portB.xi_outflow = air_out_Tset.xi;
mFlow_Water = mdotWater;

T_out = air_out_Tset.T;

d_out = air_out_Tset.d;

phi_out = air_out_Tset.phi;

else
portA.m_flow = mFlow_A_satt;
portB.h_outflow = air_out_satt.h;
portB.xi_outflow = air_out_satt.xi;

mFlow_Water = mdotWater_satt;

T_out = air_out_satt.T;
d_out = air_out_satt.d;
phi_out = air_out_satt.phi;

end if annotation (Icon(coordinateSystem(preserveAspectRatio=false, extent={{
-100,-100},{100,100}}), graphics));

annotation (Icon(coordinateSystem(preservelAspectRatio=false, extent={{-100,
-100},{100,100}}), graphics={Bitmap (
extent={{-100,80},{100,-78}},
)R DD

end CWC;
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A.2.2. Modell CondensationVDI

zur Auswahl steht.

1 within MoniKa.AddCorrelations.HeatTransfer.General;

2 model CondensationVDI

3

4

5

20

21

22

23

24

25

26

27

28

29

30

31

32

33

34

35

Dieses Modell beinhaltet die Implementierung der in Kap. 2.3.4] aufgefiihrten Korrelationen fiir die Kon-

densation in waagrechten Rohren, die dadurch im Kreuzstromwirmeiibertragermodell der Bibliothek TIL

"Condensation inside horinzontal pipes"

extends TIL.GeneralTransportPhenomena.HeatTransfer.Fluids.PartialHeatTransfer;

/xkxkkxkkxkkxkkkk*kxk*x Additional Inputs

********************************************/

parameter Modelica.SIunits.Diameter hydraulicDiameter "Hydraulic diameter";

parameter Modelica.SIunits.Area hydraulicCrossSectionalArea

"Hydraulic cross sectional area';

input Modelica.SIunits.Area hydraulicHeatTransferArea "Heat transfer area';

input Modelica.SIunits.HeatFlowRate QdotHydraulic "Hydraulic heat flow rate";

Modelica.SIunits.NusseltNumber Nu "Nusselt number";
Modelica.SIunits.NusseltNumber Nu_lam "Nusselt number'";
Modelica.SIunits.NusseltNumber Nu_turb "Nusselt number";

Modelica.SIunits.ReynoldsNumber Re "Reynolds number";

/******************************************************************************/

Modelica.SIunits.ReynoldsNumber Re_steam "Reynolds number";

Modelica.SIunits.ReynoldsNumber Re_liq "Reynolds number";

Modelica.SIunits.Length L_char "Characteristic Lenght";
Modelica.SIunits.Thickness a "Thickness of liquid film";

Modelica.SIunits.ShearStress tau "Schubspannung";

Modelica.SIunits.Velocity steamVelocity "Steam velocity u

Modelica.SIunits.CoefficientOfHeatTransfer alpha;

Real xdot(max = 0.999) "Streaming steam mass fraction";
Real epsilon "Volumetric steam quality";

// Real pReduced "Reduced pressure';

Real K_lam "Korrekturfaktor laminare Nusseltzahl";

Real K_turb "Korrekturfaktor turbulente Nusseltzahl";
Real K_w "Schubspannungskorrekturfaktor";

Real F "Stromungsparameter";

Real xi_r "Rohreibungsbeiwert rau";

Real xi_g "Rohreibungsbeiwert glatt";

36 equation

37

38

39

40

41

xdot = noEvent (max (min(properties.q, 1-le-12), le-12));

Re_steam = noEvent (abs (mdotHydraulic))* xdot* 4/

(Modelica.Constants.pi*hydraulicDiameter*properties.VLETransp.eta_v);

Re_liq = noEvent (abs(mdotHydraulic))* (1-xdot)/

(Modelica.Constants.pi*hydraulicDiameter*properties.VLETransp.eta_1);
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F=noEvent (max ((2*Re_1iq)~0.5, 0.132*Re_1iq~0.9)/ (Re_steam~0.9))*
properties.VLETransp.eta_l/ properties.VLETransp.eta_v#*
sqrt (properties.VLE.d_v/properties.VLE.d_1);

epsilon=1-1/(1+1/(8.48%F));

A=(1-epsilon)/4*hydraulicDiameter;

L_char=(properties.VLETransp.eta_1"2/
(properties.VLE.d_1"2*Modelica.Constants.g_n))~(1/3);

Nu_lam=0.693*((l-properties.VLE.d_v/ properties.VLE.d_1)/Re_1liq)~(1/3);
Nu_turb=(0.0283%Re_1iq~(7/24)* properties.VLETransp.Pr_1-(1/3))/
(1+9.66*Re_1liq~(-3/8) *properties.VLETransp.Pr_1-(-1/6));

xi_g=0.184*Re_steam~(-0.2);

xi_r=xi_g*(1+850%F);

steamVelocity=4*mdotHydraulic*xdot/
(properties.VLE.d_v*Modelica.Constants.pi*(hydraulicDiameter -2%a)~2) ;

tau=xi_r/8xproperties.VLE.d_v*steamVelocity~2;

K_w=(tau/(properties.VLE.d_l*Modelica.Constants.g_n*a))~(1/3);
K_lam=1+(properties.VLETransp.Pr_1-0.56-1)*tanh (K_w"3);
K_turb=1+(properties.VLETransp.Pr_1-0.08-1)*tanh(K_w~3) ;
Nu=sqrt ((K_lam*Nu_lam) “2+(K_turb*Nu_turb) ~2) ;

alpha = K_w*Nu*properties.VLETransp.lambda_1/L_char;

end CondensationVDI;
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A.3. Dynamisches Simulationsmodell
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Abb. A.1.: Dynamisches Simulationsmodell in Dymola mit Komponenten der Bibliothek TIL, Festdruckregelung mit
Expander mit variabler Drehzahl
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Niedertemperaturwarme im Bereich von 100 °C - 200 °C kann mittels Organic Ran-
kine Cycles (ORC) zur Stromproduktion genutzt werden. Zur Untersuchung von
Optimierungsmoglichkeiten bei ORC-Prozessen wird am KIT die Testanlage MoNi-
Ka (Modularer Niedertemperaturkreis Karlsruhe) aufgebaut. Sie wird als méglichst
kompaktes Kleinkraftwerk mit einer thermischen Leistung von 1000 kW ausge-
legt. Ein modularer Aufbau ist dabei eine wichtige Voraussetzung fir den Einsatz
unterschiedlicher Komponenten und deren Untersuchung. Die Warmequelle wird
am Standort des KIT durch einen konventionell beheizten Wasserkreis realisiert,
der eine Geothermalquelle, ein moégliches Einsatzgebiet des ORC, darstellt.

Diese Arbeit beinhaltet eine thermodynamische Auslegung des Prozesses und da-
rauf aufbauend die Implementierung eines dynamischen Simulationsmodells, das
eine detaillierte Analyse des Teillastverhaltens ermdéglicht. Fur die thermodynami-
sche Auslegung wurden Simulationen mit verschiedenen Kaltemitteln als Prozess-
medium vorgenommen. Darauf aufbauend wurde ein dynamisches Simulations-
modell in Dymola mit der Bibliothek TIL implementiert und validiert. Mit diesem
Modell erfolgte eine Analyse des eingesetzten Hybrid-Kihlers bei variierenden
Kuhlluftrandbedingungen sowie ein Vergleich verschiedener Regelungsstrategien
im Hinblick auf die erzielbare Nettoleistung im Teillastbetrieb.
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