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Kurzfassung

Die Kondensation von Wasserdampf-Kohlendioxidgemischen in Oxyfuel-Kondensatoren
unterscheidet sich wesentlich von der Kondensation mit reinem Wasserdampf: Kondensa-
tordruck und Restgasanteil nehmen deutlich zu, Warme- und Stoffilbergang nehmen ab
und es kommt zur Nebelbildung durch Uberséttigung.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden deshalb zunéchst die optimalen Betriebsparameterbe-
reiche fiir Oxyfuel-Kondensatoren berechnet. Anschlielend wurden Messungen zu Warme-
und Stoffiibergang mit Wasserdampf-Kohlendioxidgemischen an einer horizontalen, quer-
iiberstromten Rohrgeometrie durchgefiithrt, um verschiedene Berechnungstheorien zu vali-
dieren. Anhand dieser Ergebnisse konnte ein neues, effizientes Kondensationskonzept zur
Reduzierung der Nebelbildung entwickelt werden, das in den abschliefenden Messungen
an einem Laborkondensatormodell hervorragende Ergebnisse hinsichtlich Nebelreduzie-
rung und Kondensationswirkung zeigte.

Abstract

Condensation of a steam-inert gas mixture in an Oxyfuel condenser differs significantly
from condensation of pure steam: condenser pressure and rest gas content increase drama-
tically, heat- and mass transfer coefficients are lower and oversaturation of the steam-inert
gas mixture yields to fog formation.

In the context of this thesis, therefore, at first the optimal ranges of working parameters
for Oxyfuel processes calculated. In the following some heat flux measurements were
carried out on a horizontal, crossflow pipe to validate various heat- and mass transfer
theories. Building on these results a new, efficient condensation concept was developed
to reduce fog formation. The final results of the measurements with a laboratory model
show great performance regarding fog reduction and condensation efficience.
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Nomenklatur

Lateinische Buchstaben

Symbol  Einheit Bedeutung

a [%2], -] Temperaturleitfahigkeit, dimensionsloses Teilungsverhéaltnis
A [m?] Flache

c [mel] molare Dichte

b -], [=] dimensionsloses Teilungsverhéltnis, dimensionsloser Mittelwert
c [t molare Konzentration

Cp [kgiK] spezifische Warmekapazitat bei konstantem Druck
Cro [—] Widerstandsbeiwert

d [m] Durchmesser

D [%2] Diffusionskoeffizient

faif [—] laminarer Anordnungsfaktor

farf [—] turbulenter Anordnungsfaktor

foii [—] laminarer Korrekturfaktor

fori [—] turbulenter Korrekturfaktor

H [bar] Henry-Koeffizient

k (2] Wirmedurchgangskoeffizient

K -], [-] Korrekturfaktor, Konstante, Kondensatorkennzahl
[ [m] (charakteristische) Lange

m [kgl, [—] Masse, Anzahl Einflussgrofien

m [%9] Massenstrom

n [—] Anzahl

n [l Stoffstromdichte

N [—] Anzahl pro bezogene Einheit

D [bar] Druck

P (W] Leistung

pH [—] potentia Hydrogenii (lat. Kraft des Wasserstoffs)
pK [—] negativer dekadischer Logarithmus der Sdurekonstanten K
q 2] Wirmestromdichte

Q (W] Wiarmestrom

r [m] Radius

r? [—] Bestimmtheitsmaf

R, (=] universelle Gaskonstante mit R,, = 8,314510




Symbol Einheit Bedeutung

s [m], [—] Abstand, Sensitivitat

S [—] Sattigung

t [s] Zeit

T [K] Temperatur

TIT (K] Turbineneintrittstemperatur

u z.B. [m] Messunsicherheit

v ("], z.B. [m] Geschwindigkeit, Messgrofie

T [m], [—], z.B. [m] karthesische Ortskoordinate, Variable, Schétzer
X [—], z.B. [m] Beladung, Parameter

y [m], [-] kartesische Ortskoordinate, Variable
Ah, [é] Verdampfungsenthalpie

z z.B. [°C] Wert eines Parameters

Griechische Buchstaben

Symbol Einheit  Bedeutung

a (5] Wirmetibergangskoeffizient

g (2] Stoffitbergangskoeffizient

A [—] Differenz

€ [—], [-] Rezirkulationsrate, Expansionszahl

o) [—] Profilfaktor

0% [ el Molanteil

A [[22], [[] Warmeleitfahigkeit, Verbrennungsluftverhaltnis
o z.B. [m] Erwartungswert

v [m;] kinematische Viskositét

0 [—] dimensionslose Temperatur

p [£4] Dichte

v z.B. [m]  Standardabweichung

13 [Z—z] Massenanteil

w [—] Konzentrationsverhaltnis

Q [—] Abscheidegrad

n [£2], -] dynamische Viskositét, Wirkungsgrad
P [—] Aufreinigungsfaktor

¢ [—] Druckverlustbeiwert

II



Indizes

Symbol Bedeutung

a Auflenseite
abso absorbiert

A Austritt

AB binar

D Wasserdampf

DDK Direktkontaktkondensator
diff Diffusion

E Eintritt

f fithlbar

F Kondensatfilm, Phasengrenze
G Gemisch, einseitiger Stoffaustausch
Ges gesamt

Gr Gradigkeit

0 Laufindex, Stoff, Innenseite
IG Inertgas

j Laufindex

kond Kondensation

konv Konvektion

korr korrigiert

K Kondensat, Kondensator

KW Kiihlwasser

) latent, langsorientiert, laminar
Log Logarithmisch

M Messung

min minimal

max maximal

N aus Wasserdampf gebildeter Nebel, Warmeiibergang, Normal
NB Normblende

OK Oberflachenkondensator

q querorientiert

rel relativ

R Rohr

Rez Rezirkulation

s Saure

stat statisch

sYs systematisch

S Stoffiibergang

III



Symbol Bedeutung

t turbulent

th theoretisch

Tr Tropfen

V Verdichter

|14 Wand

zuf zufallig

0 aquimolarer Stoffaustausch, Ruhezustand

00 theoretisch gegen Unendlich laufend
Kopfzeiger

Symbol Bedeutung

S gesattigt
T Mittelwert von x, x steht fiir eine beliebige Variable
* abgewandelt

Dimensionslose Kennzahlen

Symbol Bedeutung

Ec= C:AQT Eckert-Zahl

Fo= ?—Qt Fourier-Zahl

Kgeo = dT“ Geometriekonstante im Fall eines Rohrs
Le=a/Dsp Lewis-Zahl

Nu = %l Nusselt-Zahl

Pr=1%="r Prandtl-Zahl

Re = %l Reynolds-Zahl

Sc= 4 Schmidt-Zahl

Sh = % Nusselt-Zahl
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Hintergrund und Problemstellung

Der vierte Weltklima-Bericht des Intergovernmental Panel on Climate Change (IPCC)
von 2007 [SQM™07] weist einen sehr wahrscheinlichen Zusammenhang zwischen dem An-
stieg der globalen Oberflichentemperatur und der vom Menschen verursachten, steigenden
Treibhausgaskonzentration in der Atmosphére aus. In Projektionen dieses Berichts wird
von einem, vom Treibhausgasausstofl abhangigen, Temperaturanstieg von weiteren 1,1 bis
6,4 °C ausgegangen. Auflerdem wird, wie auch schon in dem von STERN verfassten Bericht
[Ste06], vor den politischen, den volkswirtschaftlichen Auswirkungen und den Folgen fiir
die Umwelt gewarnt. So schéitzt STERN die jahrlichen volkswirtschaftlichen Kosten im Fal-
le des Nichthandelns auf bis zu 20 % des weltweiten Bruttoinlandprodukts ein. Um einen
weiteren Temperaturanstieg zu vermeiden nennt STERN ein Kohlendioxidreduktionsziel
von mindestens -25 % bis zum Jahre 2050.

Ein wesentliches Instrument solch ein ehrgeiziges Ziel zu erreichen, stellt der im Jahre
2005 europaweit eingefiithrte Emissionszertifikatehandel der. Fiir bestimmte Emittenten-
gruppen, wie z.B. die Kraftwerksindustrie, entstehen hierdurch Kosten je Tonne Koh-
lendioxid, die in die Atmosphére freigesetzt wird. Die Internationale Energie Agentur
(IEA) schétzt die Grenzkosten der Vermeidung auf etwa 35€ /tco, [BGKTO08], d.h. ab die-
ser Preishohe werden Kraftwerke mit Kohlendioxidabscheidung wirtschaftlich interessant.
Zu diesen gehort neben der Pre- und Post-Combustion-Technologie auch die Oxyfuel-
Technologie (s. Abbildung 1.1). Sie basiert auf einem Kraftwerksprozess, welcher reinen

EnergieT
0, Konden-
—» Kraftwerk sation

H,O
BrennstoffT

z.B. Kohle

Luftzer-
legungs-
daniage

Luft

N,

Abbildung 1.1: Prinzip eines Oxyfuel-Kraftwerks




Kapitel 1 FEinleitung

Sauerstoft fiir die Verbrennung verwendet, sodass das Rauchgas im Wesentlichen aus einem
Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch besteht. Durch die Kondensation des Rauchgaswas-
serdampfs in einem Kondensationsprozess kann das Kohlendioxid abgetrennt und iiber
weitere Prozessschritte der Speicherung zugefithrt werden. Die technologischen Heraus-
forderungen eines Oxyfuel-Kraftwerks liegen neben dem Verbrennungs- insbesondere im
Kondensationskonzept.

Durch den hohen Anteil an nicht kondensierendem C'Oy im Rauchgas, der im Laufe
der Kondensation des Wasserdampfs bis auf iiber 96 Massen-% ansteigt, verandern sich
wesentliche Kondensatorparameter im Vergleich zu einem Dampfkondensator. Der steigen-
de Inertgasanteil im Kondensator erhoht den Kondensatordruck, reduziert den Wéarme-
und Stoffiibergang und fithrt im Falle wasserloslicher Inertgase, wie z.B. Kohlendioxid,
zu saurem Kondensat, wodurch wiederum die Werkstoffauswahl einschrankt wird. Hin-
zu kommt, wie KAUFMANN und MANTHEY in [Kau99] und [Man00] beschreiben, die
Problematik der Aerosolbildung im Kondensator. Die Bildungsursache der nur 2-3 pum
groBen Tropfchen ist, dhnlich der der Nebelbildung in der Natur, die Uberséttigung des
Wasserdampf-Inertgasgemischs bei gleichzeitiger Anwesenheit von Kondensationskeimen.
Laut KAUFMANN sinkt die Abscheideeffizienz des Kondensators dadurch deutlich. So zei-
gen seine Messungen, dass bis zu 20 % des entstehenden Kondensats in Form von Nebel
den Kondensator iiber die Absaugung verlassen. Die Nebeltropfchen verdunsten im Ver-
dichter und erhohen dadurch sowohl den energetischen als auch den apparativen Aufwand
bei der weiteren Verfliissigung des Kohlendioxids. Folgen sind eine Verringerung des An-
lagenwirkungsgrads, sowie ein Anstieg der Investitions- und Betriebskosten.

Fiir die Entwicklung eines fiir die Oxyfuel-Technologie geeigneten Kondensators ergeben
sich aus den bisherigen Kenntnissen folgende Fragestellungen:

1. Was sind die wesentlichen Betriebsparameter eines Oxyfuel-Kondensators und wo
liegen deren optimale Bereiche?

2. Wie sieht ein geeignetes Kondensationskonzept zur effizienten Abscheidung von Koh-
lendioxid aus dem Rauchgasgemisch eines Oxyfuel-Prozesses aus?

3. Welche Warme- und Stoffiibertragungstheorie eignet sich am Besten fiir die Be-

schreibung der Partialkondensation eines Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemischs?

1.2 Aufgabenstellung

Ziel dieser Arbeit ist es, ein Kondensationskonzept aufzustellen, welches gegeniiber einem
konventionellen Konzept in einem Oxyfuel-Prozess deutliche Verbesserungen hinsichtlich

der Kondensationseffizienz bringt. Hieraus ergeben sich folgende Einzelaufgaben:

1. Untersuchung des Standes von Wissenschaft und Technik zur Rauchgaskondensation
und Kondensation von Wasserdampf in Anwesenheit von Inertgasen hinsichtlich
Kondensations- und Absaugtechnik und Nebelvermeidung




1.3 Gliederung der Arbeit

2. Ermittlung der optimalen Betriebsparameter eines Oxyfuel-Kondensators bei aus-
gewahlten Oxyfuel-Prozessen mittels Kreislaufrechnungen

3. Aufstellen eines geeigneten Kondensationskonzepts, welches die Nebelbildung redu-
ziert und die Kondensatorfliche im Vergleich zu konventionellen Kondensationskon-
zepten effizienter nutzt

4. Experimentelle Validierung von Wiarme- und Stoffiibertragungsmodellen fir die
Kondensation von Wasserdampf in Anwesenheit von Kohlendioxid

5. Nachweis der Tauglichkeit des gewahlten Kondensationskonzeptes im Labormafistab

1.3 Gliederung der Arbeit

In Kapitel 2 werden die theoretischen Grundlagen fiir die betrachteten Prozesse einschlief3-
lich der Rauchgaskondensation geschaffen. Der Stand von Wissenschaft und Technik wird
hinsichtlich geeigneter Kondensationskonzepte und Berechnungsmodelle fiir den Warme-
und Stofftransport in Kapitel 3 beleuchtet. In Kapitel 4 werden die optimalen Betriebspa-
rameter von Oxyfuel-Kondensatoren ermittelt, welche fiir die spateren Messungen zum
Wiérme- und Stoffiibergang bzw. zum Kondensationskonzept benotigt werden. Dies ge-
schieht im Rahmen von Kreislaufrechnungen geeigneter Oxyfuel-Prozesse, in denen die
Kondensatorparameter hinsichtlich ihrer Wirkung auf den Nettowirkungsgrad des Pro-
zesses untersucht werden. Diese Daten flielen anschliefend in die Messungen ein.

Der experimentelle Teil beginnt mit den Messungen zum Warme- und Stoffiibergang
bei der Kondensation von Wasserdampf in Anwesenheit von Kohlendioxid oder Stick-
stoff (Kapitel 5). Dabei wird ein moglichst breites Band an vorkommenden, quantitativen
Gaszusammensetzungen und Gasgeschwindigkeiten abgedeckt um verschiedene Theori-
en zur Auslegung derartiger Kondensatoren validieren zu kénnen. In Kapitel 6 wird das
Kondensationskonzept vorgestellt, welches fiir Oxyfuel-Prozesse geeignet ist und eine ef-
fiziente Abscheidung des Kohlendioxids ermoglicht. Weiter werden darin die Tauglichkeit
des Kondensationskonzepts und die bereits erwahnten Phénomene untersucht, wie sie bei
der Rauchgaskondensation mit sehr hohen Kohlendioxidgehalten vorkommen. Im abschlie-
Benden Kapitel 7 werden die wichtigsten Erkenntnisse aus dieser Arbeit zusammenfassend
auf den Punkt gebracht.




Kapitel 2

Theoretische Grundlagen

Durch die Abscheidung des Luftstickstoffs vor der Verbrennung (s. Abbildung 1.1) nimmt
die Kohlendioxidkonzentration im Rauchgas des Oxyfuel-Prozesses stark zu. Folglich be-
steht das Restgas nach der anschliefenden Kondensation im Wesentlichen nur noch aus
Kohlendioxid. Weitere, wenn auch sehr viel geringere Anteile, werden durch im Brenn-
stoff gebundene Bestandteile, wie z.B. Schwefel, durch die Luftzerlegungsanlage (Rest-
gase wie Argon, Stickstoff) und durch den fiir eine vollstdndige Oxidation notwendigen
Sauerstoffiiberschuss eingebracht. Was sich dadurch fiir den Kondensator verdandert wird
nachfolgend erlautert.

2.1 Oxyfuel-Kondensator

Rauchgas

l (p! T’ gii rh)lG,E

.
Kihlwasser (P T, Mlkw
=) T e
(pa Ty gi! rh)lG,A

Nicht kondensierbare (p, T, m)|x
Gase und Restdampf

Kondensat

Abbildung 2.1: Der Oxyfuel-Kondensator

Im Oxyfuel-Kondensator wird der Dampfanteil des Rauchgases bis auf einen Restdampf-
anteil, welcher als Auslegungsgrofle fiir den Kondensator dient, auskondensiert. Gleichzei-
tig wird dabei das Gasgemisch bis auf die jeweilige Sattigungstemperatur des Dampfs T3
abgekiihlt, weshalb man auch von Kiihler-Kondensatoren spricht. Die nicht kondensierba-
ren Bestandteile konzentrieren sich durch die Abnahme des Dampfanteils auf und miissen
folglich aus dem Kondensator entfernt werden. Einerseits weil sie den Dampf auf dem Weg
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2.2 Figenschaften der Partialkondensation

zur Kiihlfliche behindern und dadurch den Warme- und Stoffiibergang reduzieren, ande-
rerseits um den Kondensatordruck konstant halten zu konnen. Das aus dem Kondensator
abgefiihrte Gasgemisch, auch Magergas genannt, beinhaltet wiederum einen Restdampf-
anteil solange nicht unterhalb des Eispunktes abgekiihlt wird. Das wasserdampthaltige
Rest- oder Magergas wird anschliefend in einer Trocknung weiter aufkonzentriert, von
Restbestandteilen wie Schwefel gereinigt und schliellich wird der so erreichte hohe Koh-
lendioxidanteil kryogen oder tiber eine Verdichtung verflissigt [KHK™06].

2.2 Eigenschaften der Partialkondensation

Die Partialkondensation, d.h. die Kondensation von Dampf in Anwesenheit nicht konden-
sierbarer Gase (Inertgase), unterscheidet sich deutlich von der Kondensation von reinem
Dampf. Dampf kondensiert an einer Flache, deren Temperatur unterhalb der lokalen Sat-

T, x Vo

Gasphase Ty = . .
S~ TIp q4; 4,

Grenzschicht I‘iDFjTJ ' """ |

KO n d ens atfl I M S T

Wandquerschnitt
z.B. eines Rohrs

i !

Twi
Vkw

Kihlung

T KW

Abbildung 2.2: Konzentrations- und Temperaturprofile bei Kondensation an einer gekiihl-
ten Flache (Platte, Rohr, usw.) mit (links) und ohne (rechts) Inertgas

tigungstemperatur des Dampfs T3 liegt. Wihrend dieses Phasenwechsels erhoht sich die
Dichte um einen Faktor von 103 bis 10%, wodurch ein (zusétzlicher) freier Konvektionss-
trom zur Phasengrenze entsteht. Infolge des Wandkontakts wird das gebildete Kondensat
weiter unterkiihlt - es kann weiterer Dampf kondensieren. Die Unterkiihlung wird dabei
durch den Warmedurchgang in der fliissigen Phase und durch die Wandtemperatur nach
unten begrenzt.

Die Vorgénge in den drei Phasen - Konvektion in der Gasphase, Kondensation an der
Phasengrenzschicht und die anschliefende Warmeleitung und Konvektion in der fliissigen
Phase - bestimmen den thermischen Widerstand. Bei reinem Dampf gibt es zwar noch
einen Anteil Warmeleitung in der Dampfphase, dessen treibende Temperaturdifferenz be-
tragt aber nur wenige hundertstel Grad Celsius, weshalb man diesen oberhalb von Séatti-
gungsdriicken von 0,01 bar vernachléssigen kann [KBMS81]. Dies wiederum bedeutet, dass
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Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

der Anteil der Dampfdiffusion zur Gasphase aufgrund von Konzentrationsunterschieden
ebenfalls vernachlassigbar sein muss. Folglich liegt der dominierende Wérmewiderstand,
auler bei grofier Uberhitzung, in der fliissigen Phase [BS94].

Kondensiert Dampf in Anwesenheit von Inertgas, verlagert sich der dominierende ther-
mische Widerstand infolge sich an der Phasengrenzschicht aufkonzentrierender, nicht kon-
densierbarer Gase (z.B. Ny, CO,, usw.) in die Gasphase. Gleichzeitig beginnt aufgrund des
Konzentrationsanstiegs senkrecht zur Kondensationsoberfliche eine Riickdiffusion dieser

Inertgase - es stellt sich bei stationdren Bedingungen ein stabiles Konzentrationsprofil ein
(s. Abbildung 2.2).
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~

X

S

<~ 12000 A

2

I~

v 10000 -

S
O

¥ 8000 -

S

S |
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S ‘
E 4000
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% 2000 - |
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0 0,25 0,5 0,75 1
Molanteil Dampf [-]

Abbildung 2.3: Warmeiibergang an der Wand iiber dem Dampfgehalt bei verschiedenen
Stromungsgeschwindigkeiten

Da der Gesamtdruck konstant bleibt, bedeutet die zur Phasengrenzschicht hin zuneh-
mende Inertgaskonzentration nach dem Gesetz von Dalton eine Abnahme der Dampfkon-
zentration. An der Phasengrenze selbst kann wegen der Kondensation ein thermodyna-
misches Gleichgewicht angenommen werden [BS94], folglich nimmt auch die Temperatur
des Dampfes innerhalb der Grenzschicht ab (s. Abbildung 2.2). Dadurch entstehen zwei
zusitzliche Widerstdnde in der Grenzschicht der Gasphase: ein Warmewiderstand auf-
grund der Temperaturdifferenz sowie ein Stoffiibergangswiderstand aufgrund der Konzen-
trationsdifferenz. Die Auswirkungen auf den Warmeitibergang zeigen die experimentellen
Untersuchungen von RENKER [Renb5] an einem vertikalen, innen durchstrémten und ge-
kithlten Rohr mit Wasserdampf-Luft-Gemischen (s. Abbildung 2.3).
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Kapitel 3

Stand von Wissenschaft und Technik

Ziel dieses Kapitels ist den Forschungsbedarf beziiglich der Partialkondensation von Was-
serdampf-Kohlendioxid-Gemischen zu ermitteln. Dazu wird der Stand von Wissenschaft
und Technik untersucht und mit den Zielen aus Kapitel 1.2 verglichen und anschlieend
der Forschungsbedarf abgeleitet.

3.1 Wissenschaft

Die Kondensation von Wasserdampf in Anwesenheit nicht kondensierbarer Gase, wie es
in Oxyfuel-Kondensatoren der Fall ist, ist ein vielschichtiger Vorgang welcher Kenntnisse
zu Temperatur-, Geschwindigkeits- und Konzentrationsprofilen erfordert um den Warme-
und Stoffiibergang zu beschreiben (s. auch Abbildung 3.5). Dartiber hinaus sind Kenntnis-
se zu verwendeten Kiihloberflichengeometrien und zur Stromungsfiithrung notwendig. Ein
weiterer das Warmeiibertragungsproblem beeinflussender Punkt, der hier erértert werden
muss, ist die Technologie der Inertgas- oder Kohlendioxidabsaugung. Nicht zuletzt soll
auch der Stand der Wissenschaft im Bereich der Nebelbildung in Kiihler-Kondensatoren
dargestellt werden.

3.1.1 Berechnung der Warme- und Stoffiibertragungskoeffizienten

Basis fiir die Berechnung sind die Ubergangskoeffizienten o und 3, die die Proportiona-
litdtskonstanten des Wéarme- und Stoffflusses darstellen und neben dem Potentialunter-
schied (Temperatur- oder Konzentrationsgradient) fiir die Beschreibung der Partialkon-
densation (s. Abbildung 3.5) essentiell sind.

Mit der Einfiihrung der Ahnlichkeitstheorie in die Warmelehre durch WILHELM NUS-
SELT! wurde eine wesentliche Erleichterung zur Berechnung der beiden Ubergangskoeffi-
zienten geschaffen. So kann z.B. mit Hilfe der Nusselt-Zahl (Nu) der Warmeiibergang «

'Wilhelm Nusselt war unter anderem Ordinarius des Lehrstuhls fiir Theoretische Maschinenlehre der
TU Miinchen (1925-1951). Er wurde bekannt durch seine Messungen zur Wérmeleitfahigkeit von
Isoliermaterialien, der Nusselt’schen Wasserhauttheorie, durch Beitrdge zur Analogie von Wérme-
und Stoffiilbergang und vor allem durch die Einfithrung der Ahnlichkeitstheorie in die Wirmelehre.




Kapitel 3 Stand von Wissenschaft und Technik

im Fall der hier interessierenden, erzwungenen Konvektion als Funktion von

Nu := ()Z);l = f(Re, Pr, Ky,) (3.1)
dargestellt werden [BSLO7].? Hierbei ist L die charakteristische Lange und A der Wérme-
leitkoeffizient der betrachteten Phase. Die Reynolds- (Re) und Prandtl-Zahl (Pr) stellen
hierbei die unabhéngigen Variablen dar, wihrend die dimensionslose Geometriekennzahl
(Bsp. umstrémtes Rohr Ky, = d,/L) eine abhéngige Grofle ist. Das entspricht einer Re-
duktion der unabhéngigen Variablen von sieben (I, v, p, n, AT, A und ¢,) auf zwei, was
nicht nur die Berechnung sondern auch die experimentelle Validierung von « erleichtert.
Ist m beispielsweise die Anzahl der Einflussgrofien und n die Anzahl der Variationen pro
Parameter, dann ist n™ die Anzahl der Einzelversuche. Fiir den Fall n = 4 und m = 7 er-
giben sich 47 = 16384, bei Verwendung der Dimensionsanalyse aber nur 43 = 64 bzw. fiir
den Fall einer deutlichen Unterschreitung der Schallgeschwindigkeit 4> = 16 notwendige
Versuche.

Der Stoffiilbergang wird mittels der nach THOMAS KILGORE SHERWOOD?® benannten
Sherwood-Zahl (Sh)

Bl
- D
berechnet, wobei (3 der Stoffiibergangskoeffizient, [ die charakteristische Lange und D der
Diffusionskoeffizient ist. Der dhnliche Aufbau von Sherwood- und Nusselt-Zahl beruht auf

der Analogie fiir den Warme- und Stoffiibergang bei Aquimolaren Prozessen.

Sh : = f(Re, Sc, Kyeo) (3.2)

Allerdings miissen sowohl Nusselt- als auch Sherwood-Zahl im Fall der Partialkondensa-
tion korrigiert werden, da es sich um einen einseitigen Stoffaustausch handelt. Der zusétz-

einseitige Diffusion
erhdht Stoffibergang

durch sog. ,Stefan-Strom*
Annahme:

Zweiphasen-

renzschicht . r: N .
r?urf[]r Dampf Mp.aig KM kony Moy = M oy

durchléssig \

Abbildung 3.1: Einseitige Diffusion am Beispiel der Partialkondensation

liche Konvektionsstrom, der sogenannte Stefan-Strom (s. Abbildung 3.1), des einseitigen

2Fiir schallnahe liegende Stromungen oder Stréomungen mit einem starken Geschwindigkeitsgradienten
gilt Nu = f (Re, Pr, Ec, K4,) [BSLOT7].

3THOMAS KILGORE SHERWOOD wurde von WARREN K. LEWIS am Massachusetts Institute of Tech-
nology (MIT) promoviert und wurde durch seine Arbeiten zum Stoffiibergang stromender Fluide
bekannt.




3.1 Wissenschaft

Stoffaustauschs fithrt zu einem verstarkten Stoffiibergang, wodurch sich Temperatur-,
Konzentrationsfelder und Grenzschichtdicke stark verdndern. Um dem gerecht zu werden
wurden Korrekturfaktoren eingefithrt, wie z.B. von ACKERMANN [Ack37] und STEFAN
[SteT1] fir die Filmtheorie. Zur Unterscheidung werden die fiir den dquimolaren Stoffaus-
tausch giiltigen Nu- und Sh-Zahlen mit der Zahl Null indiziert

Oz()dA
Nuy =
Ug )\G
d
She zﬁoDA, (3.3)
die korrigierten dagegen mit einem ,G*
d
Nug =Nug - Ky = 224
e
d
She =Shy - Kg = ﬁGDA. (3.4)

Die Nusselt- und Sherwood-Zahlen fir den dquimolaren Warme- und Stoffaustausch wer-
den nach bekannten Korrelationen berechnet. Fiir eine typische Warmeiibertragungs-
geometrie in Kondensatoren, wie dem horizontalen, quer iiberstromten Kiihlrohr schlagt

GNIELINSKI [Gni75] folgende Kombination verschiedener Korrelationen vor:

Nt jam =0, 664V Prv/ Re
0, 037Re%® Pr
14 2,443Re=01 (Pr2/3 — 1)

Nug =0,3 + \/Nd 1y, + Nud 0, (3.5)

Nu(),turb =

deren Giiltigkeitsbereiche bei 1 < Re < 10°%, 0,7 < Se < 7-10* und 0,7 < Pr < 600
liegen.

Durch den Austausch der Prandtl-Zahl durch die Schmidt-Zahl in (3.5) und der Nusselt-
Zahl durch die Sherwood-Zahl erhélt man die Gleichungen fiir den Stoffiibergang. Moglich
wird das durch die Analogie von Wéarme- und Stofftransport bei dquimolaren Austausch-
prozessen mit Gasen, wie sie schon 1922 von LEWIS in [Lew22]| nachgewiesen wurde.

Die Berechnung der Korrekturfaktoren Kg und Ky ist wiederum abhéngig von dem

zugrunde liegenden, physikalischen Modell der Partialkondensation. Die drei bekanntesten
Modelle? sind:

1. die Filmtheorie,
2. die Grenzschichttheorie und

3. die Penetrationstheorie.

4Einen guten Uberblick iiber die genannten Theorien geben BIRD, STEWART und LIGHTFOOT in [BSLO7].
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Kapitel 3 Stand von Wissenschaft und Technik

Die ersten beiden beinhalten eine Theorie zu den Profilen von Temperatur, Konzentrati-
on und Geschwindigkeit, wobei sie dafiir unterschiedliche Annahmen machen. So geht die
Filmtheorie z.B. von eindimensionalen, stationdren und linearen Profilen aus (s. Abbil-
dung 3.2), wahrend die Grenzschichttheorie ebenfalls lineare, stationére, zusatzlich aber
zweidimensionale Profile beinhaltet. Allgemein geniigt jedoch fiir viele Félle aufgrund der
Haupteinflussrichtung senkrecht zur Phasengrenzschicht (s. Abbildung 3.1) eine eindimen-
sionale Betrachtung - d.h. die Filmtheorie. Die Penetrationstheorie von HIGBIE [Hig35]

Gas L
o)
Flussigkeit

Abbildung 3.2: Konzentrationsprofil von Dampf bei der Partialkondensation nach Vor-

stellung der Filmtheorie

basiert auf der Idee, dass der Stoffaustausch von der Kontaktzeit abhangt, wodurch die
Form der Profile zeitabhéngig wird. Dies kann z.B. bei der Kondensation von Dampfbla-
sen in einem Kiithlmedium Sinn machen, da dieser Prozess stark instationér ist. Allerdings
ist die Berechnung aufwendig und kommt deshalb nur selten zur Anwendung. Tabelle 3.1

fasst die Korrekturfaktoren der genannten Theorien zusammen.

Tabelle 3.1: Korrekturfaktoren von Film-, Grenzschicht- und Penetrationstheorie nach

[BSLO7]
Theorie K Profilfaktor ¢g Profilfaktor ¢
Filmtheorie = In (% + 1) In (nD,F'Ep,Dq(TFTOO) + 1)
Penetrationstheorie % VT ”[;F DLAB VT ”DTF\/O{IO
Grenzschichttheorie® 1 — 11&?:1)1) In (VDlvf;;?oo n 1) n (hp,pgp,Dq(Tp—Too) i 1)

" Vereinfachter Ansatz nach [Mer59] und [PS63] mit b = —0,0921n (A)+0,73 und A = Se¢
fir Kg oder A = Pr fiir K im Bereich A = [0, 1; 2] mit einer Genauigkeit von +1,5%

Wie Abbildung 3.3 zeigt, werden fiir den Bereich der Partialkondensation mit der
Filmtheorie die niedrigsten Korrekturwerte fir (3.4) berechnet. Die wesentlich verein-
fachte Berechnungsweise der Grenzschichttheorie nach [Mer59] und [PS63] prognostiziert
speziell fiir niedrige Schmidt-Zahlen deutlich héhere Werte, wohingegen die Penetrations-
theorie beziiglich der Korrekturwerte zwischen der Film- und Grenzschichttheorie liegt.

Die Grenzschichttheorie erlaubt im Gegensatz zur Filmtheorie aufgrund der mehrachsi-
gen Betrachtung auch die Modellierung einer turbulenten Grenzschicht, z.B. durch einen
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1,6
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Abbildung 3.3: Korrekturfaktor Kg (sog. Stefan-Korrektur) iiber der dimensionslosen
Massenstromdichte nach Abbildung 3.1 und Tabelle 3.1

k-e-Modellansatz. Neben z.B. KREBS [Kre84] und ODENTHAL [Ode83], die die turbulente
Grenzschicht bei Partialkondensation in Rohren untersuchten, beeinflussten die Berech-
nungen zur turbulenten Grenzschicht an einer ebenen Platte von SPARROW et al. [SMS67]
und KINNEY und SPARROW [KS70] weitere Arbeiten. Zu diesen gehéren die Arbeiten von
ROSE [Ros80] (horizontale, langsangestromte Platte und quer umstromtes, horizontales
Rohr) und Nozu et al. [NOIH92] (horizontal durchstromtes, konzentrisches Doppelrohr).
Einen Uberblick der Korrekturwerte fiir die Sherwood-Zahl gibt Tabelle 3.2. Durch Aus-
tausch von Shy mit Nug und Schmidt-Zahl mit Prandtl-Zahl kénnen hier die korrigierten
Nusselt-Zahlen berechnet werden.

Tabelle 3.2: Korrekturfaktoren fiur die Sherwood-Zahl versch. Autoren

Autor Kg
1/2 1
ROSE [Ros80] ([1 +2,285¢!/3 (% - 1)} s 1) ((1)75)?76);;
1 0,92v ReSc ’
NOZU et al. [NOIH92] 1+1()),G5;,;g Se + ,UGIgth

" Mit dem Widerstandsbeiwert cro = 1/(3,641log Re — 3, 28)% nach PE-
TUKHOV [Pet70] und dem Konzentrationsverhéltnis w = £c0,,00/§c0,,F

NozuU et al. fanden fiir ihre Korrekturgleichung (s. Tabelle 3.2) eine gute Ubereinstim-
mung (AKg < 4%) mit den ,exakten“ Ergebnissen der Berechnungen der Grenzschicht-
gleichungen von KINNEY und SPARROW. ROSE verglich seine berechneten Warmestrome
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mit denen von MILLS et al. [MTCT76], wobei es sich um die Kondensation eines Dampf-
Inertgas-Gemischs an einem horizontalen, quer tiberstromten Kiihlrohr mit Inertgasmas-
senanteilen von &g < 0,08:—3 und Gemischgeschwindigkeiten von vg < 17 handelte.
Die Abweichungen des Wérmestroms ¢ zwischen den Messungen und der Berechnung von
ROSE lagen bei A¢ < 11%. Da die tiberpriiften Bereiche beziiglich des Massenanteils des
Inertgases und der freien Stromungsgeschwindigkeit fiir Oxyfuel-Kondensatoren unzurei-
chend sind, miissen obige Gleichungen dariiber hinaus noch validiert werden. Hierzu wird
im néchsten Kapitel ein Uberblick iiber experimentelle Arbeiten im Bereich der Konden-
sation von Wasserdampf in Anwesenheit von Inertgasen gegeben.

3.1.2 Stand der experimentellen Validierung fiir hohe Inertgasanteile

In Oxyfuel-Kondensatoren soll der Dampfgehalt auf sehr niedrige Werte kondensiert wer-
den, um moglichst reines Kohlendioxid zu erhalten. Welche Inertgasgehalte dabei realis-
tisch erscheinen soll folgendes Beispiel zeigen: die gemittelte Kiihlwassertemperatur an
der Absaugstelle des Kondensators soll 22 °C und die Gradigkeit 4 °C betragen. Dadurch
erhélt man eine gesittigte Dampftemperatur von 26 °C, die einem Partialdruck von 0,034
bar entspricht [SSG81]. Fir einen Kondensatordruck von 1 bar erhélt man mit dem Ge-
setz von Dalton (s. Gleichung 4.3) einen Dampfanteil in der Absaugung von 0,014 kg/kg,
fir den Fall eines Kondensatordrucks von 0,1 bar dagegen 0,171 kg/kg. Die Inertgas-
gehalte 7o konnen also unabhéngig von den Eingangswerten des Oxyfuel-Kondensators
Ausgangswerte von tiber 98 Massen-% erreichen.

Tabelle 3.3: Arbeiten zur Partialkondensation an horizontalen Geometrien

Quelle Geometrie,  Dampf-Gas-Gemisch Prozessparameter
Anstromung
MiLLs [MTC76] Rohr, quer  H,O/Luft 0<&e<0,08
0,3 <vg <1,0
SCHRADER [Sch66] Rohr, lings HyO/N, 0<&q<0,46
0,9 <vg<4,9
LEE [LR84] Rohr, quer  H,O/Luft, 0<&e<0,32
/N2 0,3 <wvg <26,0
BERMANN [Ber69]  Rohr, quer  HyO/Luft 0<&6<0,51
0,7 <vg<24,0
SHAH [SW83] Rohr, quer ~ Methanol/COs, 0<&6<0,32
/N2, / Ry2 2000 < Reg < 6000
Wu [WV06] Rohr, quer  HO/Luft 0<&6<0,20
HyO /N, 8,2 <wvg <38,0

Fiir eine zuverlédssige und ausreichend genaue Berechnung der Wérme- und Stoffiiber-
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tragungskoeffizienten an den Wérmetbertragungsflichen in Oxyfuel-Kondensatoren wird
eine verifizierte Berechnungsgrundlage benotigt. Die Validierung findet sinnigerweise mit
Messdaten statt, die unter auslegungsdhnlichen Bedingungen erstellt wurden. Tabelle 3.3
fasst die experimentellen Arbeiten auf dem Gebiet der Partialkondensation an horizon-
talen Geometrien zusammen. Die darin abgedeckten Gasgeschwindigkeiten vg erstrecken
sich von 0 bis 38 m/s, die Inertgaskonzentrationen £;5 der Kernstromung reichen von 0
bis 0,51 kg/kg.

3.1.3 Auslegungsmethoden fiir Kiihler-Kondensatoren

Die Schwierigkeit bei der Auslegung von Kiihler-Kondensatoren liegt in der starken An-
derung der Stoff- und Temperaturwerte durch die Kondensation und Kiithlung des Gas-
Dampf-Gemischs. Da sich der Warme- und Stoffiibergang dadurch ebenfalls &ndert, fithren
einfache Ansétze zur Auslegung von Warmetibertragern, die eine Mittelung der Tempera-
turdifferenz vorsehen - wie z.B. die Methode der logarithmisch gemittelten Temperatur-
differenz - zu grofleren Fehlberechnungen (s. Anhang B.1). Darauf wiesen COLBURN und
HOUGEN schon 1941 hin und verdffentlichten in [CE41] erstmals ein Verfahren der ab-
schnittsweisen, temperaturgestuften Berechnung von Kiihler-Kondensatoren. Die damit
berechneten Temperaturprofile von Gas-Dampf- und Kiihlmedium entlang des Kiihler-
Kondensators fanden COLBURN und HOUGEN in guter Ubereinstimmung mit deren eige-
nen Messungen.

Seitdem wurde eine Vielzahl an weiteren, vereinfachenden Berechnungskonzepten ent-
wickelt, wie z.B. von SILVER [Sil47], BELL [BG72] und MCNAUGHT [McN79]. ROETZEL
und SPANG [RS94] empfehlen zur Auslegung von Warmetbertragern die Methode der
mittleren Temperaturdifferenz sowie die Zellenmethode (s. Abbildung 3.4) von GADDIS
und SCHLUNDER aus [GS75] und [GS78], wobei die Methode der mittleren Temperatur-
differenz, wie oben beschrieben, fiir Kiihler-Kondensatoren nicht empfohlen werden kann.

W, T,
) . l TTn“
W, T, .
j 5 _’ Zelei —»
._>.__ RS PR R (N I N | Ty =Ty Ty
W, T, . “
W1TT1q =Ty,
v ,
W, T/ W: Warmekapazititsstrom Zelle g

Abbildung 3.4: Zellenmethode nach GADDIS und SCHLUNDER in Anlehnung an [RS94]

Vorteil der Zellenmethode ist generell, dass der Benutzer die Anzahl der Zellen und das
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Berechnungsnetz festlegt, wodurch sich Aufwand und Genauigkeit flexibel anpassen lassen.
Weiterhin bestehen im Gegensatz zur Methode der mittleren Temperaturdifferenz keine
Einschrankungen in der Anwendung auf bestimmte Stromungsformen, die idealerweise
nur bei Gleich- und Gegenstromapparaten angewendet wird.

Alternativ dazu gibt es auflerdem numerische Ansétze wie das Differenzenverfahren:
Diese sind nach ROETZEL und SPANG aufgrund ihrer stark vom Modell abhéngigen Giite,
der damit verbundenen Unsicherheit und des vergleichbar hohen Aufwands jedoch nur in
Einzelfallen zur Auslegung empfehlenswert.

Die Berechnung des iibertragenen Warmestroms pro betrachteten Abschnitt am Kiihler-
Kondensator soll hier anhand des Beispiels von Abbildung 3.5 dargestellt werden. Der
bei der Partialkondensation eines Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemischs innerhalb eines
Rohrabschnitts AA = d,mAl eines quer angestromten, horizontalen Rohrs an das Kiihl-

Abbildung 3.5: Energiebilanz am Kiihlrohr

wasser iibertragene Warmestrom berechnet sich nach

und

Az

- A
AQgw(x + Az) = ¢(z + g)daﬂ'A$ = <qf(3: + =

Ax
)+ qi(x + 2)) domAzx,  (3.7)
wobei die in Abbildung 3.5 nicht eingezeichneten Parameter 1 gy den Kithlwassermassen-
strom, ¢, xw die spezifische Warmekapazitat des Kithlwassers und Qxw den tibertragenen
Wiérmestrom darstellen. Die fithlbare Warmestromdichte aufgrund des Temperaturgradi-
enten iiber der Grenzschicht berechnet sich nach

q'f(x -+ Aér) = Qg <TG — Tg(l’ + A2:E)> , (38)
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3.1 Wissenschaft

die latente Warmestromdichte aus der Wasserdampfkondensation nach

. Ax mD,kond
G+ —)= I

2
wobei die Verdampfungsenthalpie Ahy fiir T3 (z + 5%) berechnet wird. Der Kondensat-

Ahy, (3.9)

massenstrom mp gong 1asst sich nach [ED59] aus mp konda = Mp kond + PcVc und dem
Fick’schen Gesetz unter der Voraussetzung, dass kein Inertgas in die fliissige Phase auf-

genommen wird, herleiten und wie folgt angeben
) Az 1-—
mD,kond(l‘ + 7) = Bapa 1H<£)- (3-10)
2 11— VD,

Zur Losung des Gleichungssystems miissen die beiden Widerstandskoeffizienten sowie die
Temperatur der Phasengrenze T iterativ bestimmt werden. Als Randbedingung dafiir
dient der vom Kondensat ans Kiihlwasser tibertragene Warmestrom

. A A A A
AQw (x + 7”’) — kp(z + Tx)daﬂAa: (Tg(l« n 7”““) — Trew(z + ;)) (3.11)
mit
A 1
ke(z + 20 = (3.12)

ln(%)
1 + % + 1
ap(z+5E)da/2 AR di /20w (z+52)

Die Widerstandskoeffizienten ergeben sich aus den Bedingungen der Grenzschichten von
Temperatur, Geschwindigkeit und Stoffkonzentration senkrecht zur Phasengrenze und
werden mit der Nusselt- und Sherwood-Zahl nach (3.4) fir den Warme- und Stoffitbergang
berechnet (s. Kapitel 3.1.1).

3.1.4 Nebelbildung

Der Herbstnebel tiber den Feldern hat die gleiche Ursache wie der Nebel in Kiihler-
Kondensatoren: eine Ubersittigung des Gas-Dampf-Gemischs. Was den morgendlichen
Spaziergang im Nebel so geheimnisvoll macht, verringert in Kiihler-Kondensatoren die
Trennungseffizienz beziiglich des Gas-Dampf-Gemischs, da sich die Tropfchen mit Durch-
messern von 2-3 pum® nur schwer an den Kondensatorflichen niederschlagen lassen. KAUF-
MANN weist in [Kau99] darauf hin, dass der Nebelanteil am Ende des Kondensators tiber
20 Massen-% des gesamten Kondensats betragen und damit die Abscheideeffizienz des
Kiihler-Kondensators drastisch reduzieren kann. Um das Problem zu umgehen gibt es
zwei Moglichkeiten: Nebel vermeiden oder nachtraglich abscheiden.

Ehe diese Losungsstrategien naher diskutiert werden, seien hier zunachst die notwen-
digen Bedingungen fiir die Bildung des Nebels erlautert. Die erste notwendige Bedingung
ist die Ubersittigung des Gas/Dampf-Gemischs. Hierfiir kommen folgende Vorgénge in
Frage:

SLaut Messdaten eines Versuchsaufbaus zur Bestimmung des Nebelanteils in Kiihler-Kondensatoren
[Kau99].

15



Kapitel 3 Stand von Wissenschaft und Technik

e starke Temperaturabsenkung,

e Mischung mit einem zweiten Gasgemisch® mit deutlich unterschiedlicher Tempera-
tur,

e plotzliche Druckabsenkung und
e durch Absorptionswiarme hervorgerufene Verdunstung.

Die Ubersittigung berechnet sich aus dem Verhéltnis von tatsichlichem Dampfdruck pp
zu theoretischem Dampfgehalt bei Sittigung p?)

PD TYDPK
S == = , 3.13
Py PD (3.13)

ist allein aber noch kein Ausloser fiir Nebelbildung. Hierzu braucht es Kondensationskeime
an denen sich Dampfmolekiile anlagern. Im Falle einer hoheren Zahl von sich anlagernden
als sich losenden Dampfmolekiilen liegt ein stabiles Tropfenwachstum vor, Nebel bildet
sich. Dieser Vorgang lauft solange bis wieder ein thermisches Gleichgewicht erreicht wird,
d.h. die Ubersittigung abgebaut ist. Hinsichtlich der Keimbildung gibt es zwei Arten: die
homogene und die heterogene Keimbildung. Ein guter Uberblick iiber die Berechnungs-
methoden zu Keimbildungsrate, Koagulation und Tropfenwachstum findet sich z.B. in
[CGO02] und [Man00].

Die homogene Keimbildung entsteht nach HAEP [Hae00] bei Uberséttigungen mit Wer-
ten von 2 bis 6 (s. Anhang B.2), wobei man hier von einer kritischen Ubersittigung S,
spricht. Ist diese erreicht, verbinden sich fortan mehr Dampfmolekiile zu Tropfchen als
sich Dampfmolekiile aus den Molekiilverbanden 16sen - ein herrscht ein stabiles Tropfen-
wachstum. Fiir das Versténdnis, wie es in einem Kiihler-Kondensator zur Ubersittigung
kommen kann, eignet sich besonders das Beladungs-Temperatur oder, in Kurzform, das
X-T-Diagramm. Dieses kann mit den in den Kapiteln 3.1.1 und 3.1.3 vorgestellten Glei-
chungen berechnet werden, wobei MANTHEY in [Man00] im Falle der Filmtheorie eine gute
Ubereinstimmung mit seinen Messungen fand. Wesentlich weniger Berechnungsaufwand
bietet jedoch ein von COLBURN und EDISON [CE41] entwickeltes, vereinfachtes und mit
dennoch ausreichender Genauigkeit ausgestattetes” Modell, das nachfolgend vorgestellt
wird (s. Abbildung 3.6). Die von der Temperatur abhingige Beladung X (7') berechnet
sich nach

X(Tg) = Xs(Tp) + (X5 — Xs(TF)) ( , (3.14)

wobei Xg die Beladung bei Séattigung, X die Beladung im Eintritt und Le die Lewis-Zahl
bedeuten. Die dafiir notwendige Annahme einer konstanten Kondensationstemperatur Tx
lasst sich am besten erfiillen, wenn nur ein Teilabschnitt der Kiihlfliche im Oxyfuel-
Kondensator betrachtet und der Index E auf den Austritt des jeweils vorherigen Abschnitts

67.B. dampfhaltiges Rauchgas mit viel kilterer Auflenluft: fiihrt zur Schwadbildung.
"Vgl. [Man00]
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3.1 Wissenschaft

bzw. den Kondensatoreintritt bezogen wird. Fiir die Beladung im Séttigungszustand eines
Gasgemischs, bestehend aus Dampf und einem nicht kondensierenden Gas, gilt

En(Tr)
Xs(Tp) = ——~+—. 3.15
s(Tr) 1—¢&p(Tr) (3.15)
Aus der Lewis’schen Beziehung folgt fiir die Lewis-Zahl Le = DZB
pYore Se\™
Le™ = — 3.16
c Dapag <Pr> ’ ( )

wobei m, laut [BS94], einen Wert von etwa 1/3 annimmt®. Des Weiteren bedeuten a
die dimensionslose Temperaturleitfahigkeit und D sp der binare Diffusionskoeffizient. Die
Lewis-Zahl in Gleichung (3.16) stellt die Intensitét der Stoffiibertragung zur der der Wér-
metragung ins Verhéaltnis und wachst im Verlauf zwischen Ein- und Austritt des Kon-
densators durch die Zunahme des nicht kondensierenden Anteils. Sie wird wegen der
Analogie von Wéarme- und Stoffiibertragung im Wesentlichen von den Stoffeigenschaften
des Dampf-Gas-Gemischs bestimmt, folglich wird der Verlauf der Beladung X (7¢) von
Xg und T bzw. indirekt iiber die Kiihlwassertemperatur Ty und dem lokalen Warme-
und Stoffiibergang bestimmt.

—S8=1,0

— S=S¢;=2.0

— AT = 20 °C, einstufig

— AT =5 °C, zweistufig
ATz = 0 °C, einstufig
ATe = 0 °C, zweistufig

Massenbezogene Beladung X(Tg)
[kgr20’kgco2l

Gemischtemperatur T ; [°C]

Abbildung 3.6: Prozessverlauf verschiedener Kiihl- und Kondensationsstrategien und die
Sattigungslinien fiir S = 1 und S = 2, aufgetragen iiber Beladung und
Temperatur des Gas-Dampf-Gemischs

8Nach [Kri92] fiir laminare Grenzschichten giiltig, fiir turbulente wird m = 0,42 empfohlen.
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Abbildung 3.6 zeigt verschiedene, mit (3.14) berechnete Kiihl- und Kondensationsstra-
tegien fiir ein Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch. Allen gemeinsam ist die zu erzielende
Kondensationstemperatur T = 40 °C und die Beladung am Kondensatoreintritt von
X(Ter) = 2,2 kg/kg (Ep.r = 0,68), sie unterscheiden sich aber in der anfinglichen
Uberhitzung um ATy und in der Anzahl der verschiedenen Kiihlwassertemperaturen.
Wird z.B. schon die erste Rohrreihe im Kondensator mit einer Kiihlwassertemperatur
von etwa 28 °C gekiihlt (T ~ 40 °C), wird nach (3.14) die kritische Sattigung iiberschrit-
ten und somit die homogene Keimbildung angeregt (s. Prozessweg ATy = 0 °C, einstufig).
Eine geringfiigige Unterschreitung von Sy, liee sich durch eine Uberhitzung des Gas-
Dampf-Gemischs vor Eintritt in diese Rohrreihe um 20 °C erreichen, wie der Prozessweg
ATg =20 °C, einstufig zeigt. Werden die von KAUFMANN in [Kau99] empfohlenen 20 K
Temperaturdifferenz zwischen Gemisch- und Kondensationstemperatur eingehalten, kann
der Abstand zur kritischen Ubersittigung deutlich vergroBert werden, wie die letzten bei-
den Prozesspfade ATg =5 °C, zweistufig und ATg = 0 °C, zweistufig zeigen.

Fiir die Praxis der Nebelvermeidung bei homogener Keimbildung empfiehlt sich aus
obigem eine mehrstufige Kiithlung mit verschiedenen Kiihlwassertemperaturen zur Ein-
haltung der maximalen, lokalen Temperaturdifferenz von 20 K. Dies vergréflert den Be-
darf an Warmeitibertragungsflache erheblich, wenn dennoch dieselbe Reinheit des nicht

kondensierbaren Gases erreicht werden soll.

Die heterogene Keimbildung entsteht durch Fremdpartikel, sogenannte Priméarkeime im
Submikrobereich, die als Kondensationskeime dienen. Das konnen z.B. Feinstaube oder
Aerosole sein. Im Gegensatz zur homogenen Nebelbildung geniigen hier laut MANTHEY
schon Sattigungsgrade von S < 1 um stabiles Tropfenwachstum zu generieren. Ein gutes
Beispiel hierzu ist der Nebel in der Luft, der durch die darin enthaltenen Partikel bei
Skrit = 1 entsteht. Dabei gilt: je mehr Primérkeime vorhanden sind, desto stabiler ist das
Tropfenwachstum fiir die Nebelbildung.

Die Vermeidung von Nebel bei Rauchgasen mit Primérpartikeln ist nach KAUFMANN
nicht moglich, was [Ste72] vollstandig und [Man00] eingeschrénkt? bestétigt. KAUFMANN
und MANTHEY betonen jedoch die Moglichkeit einer deutlichen Reduktion bzw. vollstan-
digen Vermeidung durch kontrolliertes Abkiihlen und Kondensieren. Verbleibende Aero-
sole und Nebeltropfchen kénnen auflerdem durch Tropfenabscheider abgeschieden werden.
Jedoch muss hier auf andere Abscheidungstechnologien, wie z.B. Spriithdiisenabscheider,
Venturiwéscher, Rotationswéscher oder Nasselektrofilter zuriickgegriffen werden, da sich
mechanische Filter durch feste Partikel zusetzen konnen. Weitere Moglichkeiten der Ne-

belvermeidung bzw. -reduzierung werden in Kapitel 3.2.1 aufgefiihrt.

9[Man00] verweist auf die Moglichkeit der vollstindigen Vermeidung von heterogen gebildetem Nebel

fiir Gas-Dampf-Gemische mit Lewis-Zahlen von Le < 1, weil dadurch ‘f% > 0 und somit der Abstand
G

von X (Tg) zur Nebelgrenzlinie begiinstigt wird.
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3.1 Wissenschaft

3.1.5 Gasabsorption

Die Antriebskraft fur die Absorption (lat.: absorbere, verschlingen) von Gas in Kondensat
ist die Loslichkeit, aufgrund derer Gas in Fliissigkeit diffundiert. Gleichzeitig diffundiert
Gas auch wieder aus der Fliissigkeit. Im Gleichgewichtspunkt, wenn die sogenannte ,Sat-
tigungskonzentration“ erreicht ist, sind beide Diffusionsstrome gleich grofl - es herrscht
ein dynamisches Gleichgewicht. Findet keine chemische Reaktion statt, so lasst sich die

Sattigungskonzentration tiber das Henry’sche Gesetz
pi=H; i (3.17)

berechnen, wobei p; der Partialdruck des Gases ¢ tiber der Fliissigkeit, H; die Henry-
Konstante bzw. der fiktive Dampfdruck des gelosten Gases im fliissigen Zustand und ~;
der Molanteil des Gases in der Fliissigkeit ist. Werte fiir Henry-Konstanten zur Berechnung
der gelosten Gaskonzentration durch Gasabsorption finden sich z.B. in [LB76].

Neben der beschriebenen physikalischen kann es, abhingig vom Absorbat, zu einer
chemischen Absorption kommen. Beim System H,0O/CO; begegnet uns letzteres im All-
tag bei kohlensaurchaltigem Mineralwasser. Hier lassen sich beide Loslichkeitsphanomene
durch die aufsteigenden Kohlendioxidgasblasen und den nach dem Offnen siuerlichen, mit
zunehmender Zeit mehr und mehr Leitungswasser ahnlichen, Geschmack beobachten. Bei
Oxyfuel-Kondensatoren spielt dieses System wegen der Kohlensdurebildung H,C'O3 eine
wichtige Rolle fiir die Werkstoffwahl im Kondensator. Sie entsteht durch die Reaktion

Der Schwerpunkt des Reaktionsgleichgewichts liegt laut RIEDEL auf der linken Seite, der
Anhydridseite, da sich nur etwa 0,2 Mol-% Kohlenséure bilden (vgl. [Rie99]). Da es sich
bei (3.18) um eine zweiprotonige Séure handelt, muss es noch zwei Dissoziationsstufen

zur Abgabe der H*-Ionen (Protonen) geben:

H,COs3 + H,O = HCO;3 + H30™, (3.19)
d.h. dem Zerfall der Kohlenséure in das Hydrogencarbonat-lon HCOj3 und

HCOj3 + H,O = CO;™ + H30™, (3.20)

dem anschliefenden Zerfall in das Carbonat-Ion CO3~, womit das ,,Saure-Basen-Gleich-
gewicht® HA+ H,O = A~ 4+ H307" erreicht ist (HA = Saure, A~ = Base). Laut RIEDEL

ergibt sich aus den einzelnen Saurekonstanten Kg nach dem Massenwirkungsgesetz'®

H307%) - ¢(A7)
c(HA)

K, =< (3.21)

10Die Konzentration des Wassers ¢(H20) wird K zugerechnet, da deren Anderung gegeniiber den ande-

ren Konzentrationen vernachléssigbar ist.
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ein mittlerer pK-Wert von 6,4 (mit pK, = —lg K,), womit es sich um eine schwache
Saure handelt.

Der pH-Wert einer Saure berechnet sich weiterhin aus dem negativen dekadischen Lo-
garithmus der Oximionenkonzentration - also der Konzentration an protoniertem Wasser

H307". Im Falle schwacher Sauren gilt allerdings die Naherungsgleichung

l

pH =0,5 (sz —lgcna lD : (3.22)
mol

wobei ¢4 in {mTOZ] angegeben wird. Da die Loslichkeit von Kohlendioxid in Wasser neben
dem Kohlendioxidpartialdruck auch von der Temperatur des Absorbens (hier Wasser) ab-
hangt, ist folglich auch der pH-Wert eine Funktion dieser beiden Parameter. Des Weiteren
wird die Loslichkeit und somit der pH-Wert ganz wesentlich von der Konzentration an
Protonendonatoren oder -akzeptoren beeinflusst, d.h. von anderen Sduren und Basen, die

z.B. durch in Wasser 16sliche Schwefeloxide gebildet werden.

3.2 Technik

Seit dem ersten von JAMES WATT im Jahre 1769 fiir die Verbesserung der einfachwirken-
den Niederdruck-Dampfmaschine entwickelten Kondensator, wurde die Technologie der
Kondensation immer wieder verbessert und deren Einsatzgebiet weit iiber die Dampf-
maschine hinaus erweitert. Heute gibt es neben den reinen Dampf-, auch Briiden- und
Rauchgaskondensatoren sowie Rektifikations- und Destillationsanlagen [Mer80] fiir die
Trennung von Mehrstoffgemischen.

Stellt die Oxyfuel-Kondensationstechnologie hier nun eine Neuerung in der Kondensa-
tionstechnik an sich dar? Nein und ja! Nein, weil die notwendigen Techniken der Konden-
sation der Dampfkomponente und die Beseitigung der nicht kondensierbaren Gase aus
dem Kondensator bereits verwendet werden - z.B. in Dampfkondensatoren, die im Un-
terdruck bei bis zu 40 mbar [Asc78| arbeiten. Allerdings stellen die Anforderungen an
Oxyfuel-Kondensatoren eine Erweiterung des Bisherigen dar, weshalb diese Frage auch

mit ja beantwortet werden kann. Hierauf wird im Folgenden eingegangen.

3.2.1 Kondensationstechnik

Um Dampf bzw. mehrere Démpfe zu kondensieren werden zwei Arten der Kondensation
eingesetzt: die Misch- oder Einspritzkondensation [CGO02], welche auch Direktkontaktkon-
densation genannt wird, und die Oberflichenkondensation. Erstere bringt Dampf- und
Kihlmedium in direkten Kontakt, wobei der Dampf am Kiihlmedium, das in Form von
Tropfen, Fallfilmen oder Flissigkeitsschichten vorliegt [KB87], kondensiert (s. Abbildung
3.7). Nach Koprp [Kop65] und CELATA et al. [CCDF91] werden z.B. in Einspritzkon-
densatoren (Tropfendurchmesser von 0,32-2,80 mm) bei der Kondensation von reinem
Dampf lokale Wirmeiiberginge von bis zu ap = 100 kWm 2K ! erreicht. Nach CELATA
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Kihlwasser Kihlwasser

a) ' 2 b) t‘/‘m‘\
Inertgase Inertgase 4mm !l!_

Dampf J
|

c)
Kihl-
Kondensat + Wasser*

Kuhlwasser

Dampf Kondensat + Kihlwasser

Abbildung 3.7: Verschiedene Formen der Direktkontaktkondensation: a) Einspritz-, b)
Fallfilm- und c) Blasenkondensator aus KREITH und BOEHM [KB87]

et al. hangt dieser Wert stark von der jeweiligen Tropfengeschwindigkeit ab. So werden
fiir Tropfen mit einem Durchmesser von 0,32 mm bei 2 m/s ca. 20 kWm™ 2K~ und bei
8 m/s die erwéhnten Spitzenwerte erreicht. Allerdings sind dies Spitzenwerte fiir reinen
Dampf, die mit zunehmender Verweilzeit der Tropfen und zunehmendem Inertgasanteil
drastisch reduziert werden. Ein Vergleich des Warmeiibergangs oy bei querangestromten
Rohren mit Messungen von Fuiil et al. [FHO79], die bei Gasgeschwindigkeiten von 0,6-
80 m/s erreicht wurden, zeigen geringere ap-Werte von 3,5-68 kWm 2K ~'. Im Hinblick
auf die Anzahl der thermischen Widersténde, wie sie in Abbildung 3.5 dargestellt sind,
lasst sich ableiten, dass bei diesen ap-Werten fiir die Oberflachenkondensation deutlich
geringere Wiarmedurchgangswerte erreicht werden als fiir die Direktkontaktkondensation.
Ein Vergleich der beiden Warmedurchgangszahlen bei Vernachlassigung des gasseitigen
Wirmetibergangs (giltig fiir die reine Dampfkondensation) zeigt, warum die k-Werte bei
Oberflachen geringer sein miissen: Fiir den Warmedurchgang bei Oberflachenkondensati-

on kog an einer Rohrgeometrie gilt

1
kox = ] , (3.23)
_l’_

da
1

1 In 4
di/QOzKW

apda/2 + AR
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Dampf

4

Rohrbiindel

-
Inertgas

-p
Inertgas

Kondensat

Abbildung 3.8: Seitenansicht eines Vakuum-Oberflichenkondensators mit waagerechten
Rohrbiindeln aus [CGO02]

wahrend fiir den Warmedurchgang der Direktkontaktkondensation kppg an einem ideal
durchmischten Tropfen

kppr = — (3.24)

erfiillt ist. Es bedeuten ar der Warmeiibergang vom Fluid auf die Wand bzw. vom Fluid
auf Fluid, d, bzw. d; der duflere bzw. der innere Durchmesser des Rohrs, Ag der Wérme-
leitkoeffizient des Rohrs, axw der Wéarmeiibergang von der Wand auf das Kithlmedium
und rp,. der Tropfenradius. Folglich wird auch der tibertragbare spezifische Warmestrom

q¢=k(Tp — Txw) (3.25)

der Oberflichenkondensatoren nicht an den der Direktkontaktkondensatoren heranrei-
chen, wenn das treibende Temperaturgefille nicht ausgleichend wirkt. Aus Gleichung
(3.25) und dem Vergleich von Gleichung (3.23) mit (3.24) lassen sich einige Vorteile der Di-
rektkontaktkondensatoren gegeniiber der Oberflichenkondensatoren ableiten (siehe auch
[CGO02)):

e hohe spezifische Warmeiibertragungsflichen maéglich
e niedrigere Investitionskosten

e unempfindlich gegen Verschmutzung

e cinfachere Wartung

e geringerer Kiihlwasserbedarf

e hohere Betriebssicherheit
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Allerdings setzt die Direktkontaktkondensatoren-Technik eine Vermischbarkeit von Kiihl-
mittel und Kondensat voraus. Dies ist der entscheidende Grund, warum sich mit zuneh-
menden Anforderungen an die Wasserqualitat des Wasserdampfkreislaufs die Oberflachen-
kondensatoren in Dampfkraftwerken durchgesetzt haben.

Diesen Nachteil versucht das sogenannte HELLER-Verfahren [For67] durch eine Kreis-
lauffithrung des Kondensats zu umgehen: ein Vielfaches des pro Zeiteinheit anfallenden
Kondensats wird hierbei durch einen Riickkiihler wieder auf Eintrittstemperaturen ge-
kiihlt und kann damit als Kiithlmittel in den Kondensator eingebracht werden. Die Nach-
teile dieses Verfahrens sind die hohen Investitionskosten in den Riickkiihler, der im besten
Fall als indirekter fliissig-fliissig- oder als indirekter fliissig-gasformig-Kiihler ausgefiihrt
werden kann, sowie die Gasabsorption im Kondensat, die die Gradigkeit erhoht und den
Warmeiibergang reduziert.

Im Falle einer Nebelvermeidungsstrategie stellt der sehr gute Warmeiibergang der
Direktkontaktkondensation in Kiihler-Kondensatoren paradoxerweise einen zusatzlichen
Nachteil dar, da ein hoher Warmeiibergang die Ubersittigung des Gas-Dampf-Gemischs
beschleunigt und damit die Nebelbildung fordert (s. Kapitel 3.1.4). Bei einer nachtrag-
lichen Nebelabscheidung kann eine zusétzliche Férderung der Uberséttigung durch eine
hoch eingestellte Temperaturdifferenz zwischen Kiihl- und Dampfmedium dagegen sinn-
voll sein. Dadurch steigt die Nebelwahrscheinlichkeit und damit auch das Tropfenwachs-
tum durch Kondensation und Koagulation [Man00].!*

Zur Vermeidung von Nebel in Kiihler-Kondensatoren gibt es zahlreiche Patente und
Entwicklungen. Eine davon ist das von KAUFMANN [Kau99] entwickelte Verfahren zur
sicheren Unterdriickung der Nebelbildung in Oberflichenkondensatoren. Dieses basiert
auf der von COLBURN und EDISON [CE41] erstmals umgesetzten Idee der Zwischeniiber-
hitzung im Kiihler-Kondensator und wurde Anfang 2008 durch die Kithni AG fir die
Schweiz und Lichtenstein patentiert (Patent-Nr. CH 696 874 A5, Prinzipdarstellung s.
Abbildung 3.9). Bei etwas geringerem Warmetibertragungsflichenverbrauch kann durch
eine temperaturgestufte Kithlung die Temperaturdifferenz unter die von KAUFMANN emp-
fohlenen AT < 20 K abgesenkt werden (s. MANTHEY [Man00]). Ein &hnliches Verfahren
entwickelte FRIEDHLEM (Patent-Nr. EP 160 240 1) bei dem das heifle Rauchgas mit dem
Magergas indirekt vorgekiihlt und dann in zwei Temperaturstufen (mit externer Zwische-
nerhitzung) gekiihlt und kondensiert wird. All diese Verfahren beruhen auf der Idee, dass
durch konstantes Einhalten von S < Si,;; die Nebelbildung unterbunden wird.

Einen anderen Weg im Umgang mit der Nebelbildung in Kiihler-Kondensatoren geht ein
Vorschlag aus [Alt06] fir das Oxyfuel-Pilotkraftwerk am Standort ,,Schwarze Pumpe® der
Firma Trema Verfahrenstechnik GmbH. Hier wird das mit Priméarpartikeln (Feinstaub)
beladene Rauchgas in einem Direktkontaktkondensator getrocknet und anschlieBend mit-

tels eines Rotationsabscheiders von Aerosolen und Partikeln befreit. Durch die geeignete

117 B. durch kinematische Koagulation. Dabei vereinigen sich zwei Tropfen, die aufgrund ihrer unter-
schiedlichen Tropfengeschwindigkeiten zusammenstofien.

23



Kapitel 3 Stand von Wissenschaft und Technik

1 | |
- - - Rohgas =<
e = O e L= 2
I I 3
I 1 Kuhlmittel ®
— g
j\@) @ Magergas

Vorku—h‘lu‘ngl_r‘,a @ ® Temperatur Tg

Kondensation

"]
|| Kuhimittel \\__,/\@
] &

Strémungsweg

@

Temperatur T
&
Z ®

Abbildung 3.9: Verfahrensvorschlag zur Vermeidung von Nebelbildung in Oberfléchen-
kondensatoren durch regenerative Zwischeniiberhitzung nach KAUFMANN
aus [Kau99|

Wahl der Waschfliissigkeit des Rotationsabscheiders sollen ebenfalls sehr hohe Abscheide-
raten fir SO, und SOj erreicht werden um Rauchgastrocknung und Nassentschwefelung
kombinieren zu kénnen (vgl. [AJ05] und Patent-Nr. DE 10 2004 061 729 A1).

Die chemische Absorption von Gasen wie C'Oy, SO; und SQOjs fiihrt zur Bildung von
Sauren im Kondensat. Nach OSAKABE et al. [OYIOO03] resultieren hierdurch pH-Werte
im Kondensat von 3,5-6,1, wobei der pH-Wert mit steigendem Stéchometrieverhéltnis
der Verbrennungsluft (Stéchometrieverhéltnis der Messungen von 1,09-1,37) stark ab-
fallt. D.h. je hoher die Gaskonzentration, desto geringer der pH-Wert des Kondensats.
Dies fiihrt insbesondere bei Oxyfuel-Rauchgasen durch den Wegfall des Stickstoffanteils
und den dadurch héheren Anteil von zur Sédurebildung beitragenden Gasen zu einem wei-
teren Abfall des pH-Werts im Kondensat. Auf den Warmeiibertragungsfiachen in Ober-
flichenkondensatoren kommt es dann zur Korrosion, welche aber durch sédurebestandige
Materialien wie z.B. Inconell Alloy 622, Diabon oder Schutzschichten aus z.B. Email von
225-700 pm Dicke unterbunden werden kann. Eine weitere bzw. zusatzliche Losung bietet
das Patent mit der Nr. DE 322 206 9 von BUSCHULTE, welches auf Verdiinnung und Be-
netzung der Warmeiibertragungsflachen durch Kondensat setzt. Die Durchstromung des
Kondensators mit Rauchgas von unten nach oben und die Rezirkulierung von Kondensat
iiber die Warmetibertragungsflachen sollen dies garantieren.

3.2.2 Absaugtechnik

Zur Entfernung der nicht kondensierbaren Gasbestandteile wird der Kiihler-Kondensator
entweder im Uberdruck (vgl. Umgebung) zur Entliiftung oder im Unterdruck zur Absau-
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gung gefahren. Bei der Oxyfuel-Technik ist ersteres wegen der gezielten C'Oy-Abscheidung
wenig sinnvoll. Im Falle von Vakuum-Dampfkondensatoren werden meist mit Dampf oder
Kondensat betriebene Treibstrahlpumpen eingesetzt, da diese eine hohe Betriebssicher-
heit und eine Saugleistung von bis zu 2-10° m3h~! aufweisen. Wasserstrahlpumpen haben
dabei den etwas hoheren Wirkungsgrad, liegen aber dennoch bei vergleichsweise niedrigen,
Werten von maximal 30 % [B6g00]. Daneben werden Wasserringpumpen mit Saugleistun-
gen im Bereich von bis zu 10* m3h~! und Drehkolbenpumpen mit einer Saugleistung bis

zu 300 m3h~! pro Pumpe zur Entfernung von Inertgasen verwendet.

Neben der Frage, welche Art von Pumpe fiir die Entfernung der Inertgase in Abhéngig-
keit von Saugleistung, Saugdruck und Medium gewéhlt werden soll, ist die Frage, an wel-
cher Stelle im Kiihler-Kondensator abgesaugt werden soll, von sehr hoher Bedeutung. Die
Antwort darauf hat einen wesentlichen Einfluss auf Kondensationsleistung und Reinheit
des abgesaugten Gases. Ublicherweise wird, wie in Abbildung 3.8 zeigt wird, am ,kalten
Ende® des Kondensators abgesaugt, da dort die Sattdampftemperatur am geringsten und
infolge dessen der Inertgasanteil am grofiten ist.

Eine interessante Arbeit zu diesem Thema verfasste GRANT [Gra69]. Darin verglich
er vier Absaugpositionen'? in einem Rohrbiindel-Wasserdampfkondensator beziiglich des
spezifischen Warmestroms ¢ = Q /A bei einem Kondensatordruck von px = 0,169 bar
und einer Gradigkeit von AT, = 16,6 K. Generell folgerte er aus den Ergebnissen, dass
jegliche Ansammlungen von Inertgasen vermieden werden sollten, was durch adéaquate
Stromungsgeschwindigkeiten im gesamten Rohrbiindel erreicht werden kann. In der Pra-
xis setzt man hierzu Dampfgassen und Leitbleche ein, die den Dampf effizient auf die ein-
zelnen Rohrbiindelteile verteilen sollen (s. Abbildung 3.8). Die Messungen zeigten jedoch
einen starken Einfluss der Absaugposition auf ¢. So ergab sich z.B. bei einer Inertgaskon-
zentration von 60 Massen-%, in der Absaugung ein ¢ fiir Pos. 4 von ca. 10 kWm ™2, fiir
Pos. 3 und Pos. 2 von 45-50 kWm =2 und fiir Pos. 1 von ca. 64 kWm~=2. Wie zu erwarten
ist, sank ¢ mit zunehmender Inertgaskonzentration generell bei allen Absaugpositionen.
Die Differenzen der Steigungen im Bereich zwischen 10 und 60 Massen-% sind allerdings
immens: wiahrend bei Pos. 1 nur knapp 10 % Riickgang festzustellen ist, fallt ¢ bei Pos. 2
schon um 27 % und bei Pos. 4 laut GRANT sogar um 83 %.

3.3 Folgerungen fiir eigene Arbeit

Die in Kapitel 1.2 genannten Aufgaben und der sich daraus ergebende Forschungsbedarf
konnen nun mit Hilfe dem in Kapitel 3.1 und 3.2 vorgestellten Wissensstand genauer

spezifiziert werden.

12Qrientierung im Rohrbiindel: Pos. 1 Mitte mit verteilten Absaugléchern, Pos. 2 Mitte mit einer Absaug-
stelle auf Kiihlwassereintrittsseite, Pos. 3 Mitte mit einer Absaugstelle auf Kiihlwasseraustrittsseite
und Pos. 4 seitlich an der kéltesten Stelle mit einer Absaugstelle.
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3.3.1 Arbeitsbereich des Oxyfuel-Kondensators

Wie in Kapitel 4.1 gezeigt werden soll, gibt es eine Vielzahl interessanter, infrage kom-
mender Oxyfuel-Prozesse, die zum Teil sehr unterschiedliche Anforderungen an einen
Oxyfuel-Kondensator stellen. Diese zu ermitteln und im Einzelnen zu quantifizieren ist
eine weitere Aufgabe. Fiir die Umsetzung werden Kreislaufrechnungen mit ausgewéhlten
Oxyfuel-Prozessen durchgefiihrt, die folgende Ziele verfolgen:

1. Analyse des Prozessverhaltens hinsichtlich des Nettowirkungsgrads in Abhangigkeit
der Betriebsparameter des Kiithler-Kondensators. Ziel ist es die relevanten Betrieb-
sparameterbereiche festlegen zu kénnen, die unter anderem fir die Messungen des
Waérme- und Stoffiibergangs zu beachten sind.

2. Entwicklung eines Kohlendioxid-Abscheidesystems, mit dem C'Os-Reinheiten > 90
Vol.-% (vgl. [Alt06] und [AJ05]) erreichbar sind.

Die Umsetzung der genannten Ziele mittels Kreislaufrechnungen sowie deren Ergebnisse
werden in Kapitel 4 dokumentiert.

3.3.2 Validierung der Warme- und Stoffiibergangstheorien

Wie in Kapitel 3.1.1 gezeigt werden konnte, gibt es einige verifizierte Theorien zur Be-
schreibung des Wérme- und Stoffiibergangs bei der Kondensation von Dampf in Anwe-
senheit nicht kondensierbarer Gase. Aus der Ubersicht iiber Messungen zur Partialkon-
densation (s. Tabelle 3.3) geht hervor, dass der Inertgaskonzentrationsbereich von mehr
als 51 Massen-% und die Ubertragbarkeit der Theorien auf Wasserdampf-Kohlendioxid-

Gemische bisher noch nicht validiert wurde. Somit lassen sich folgende Ziele definieren:

1. Durchfiihrung von Messungen zum Wérme- und Stoffiibergang im festgelegten Be-
triebsparameterbereich interessierender Oxyfuel-Prozesse

2. Validierung der Wéarme- und Stoffiilbergangstheorien mit den experimentellen Er-

gebnissen flir den genannten Betriebsparameterbereich

Eine ausfiihrliche Beschreibung der Versuchsanlage fiir die Warmestrommessungen, die
Beschreibung der Datenaufbereitung und die Validierungsergebnisse finden sich in Kapitel
5.

3.3.3 Konzept fiir einen Oxyfuel-Kondensator

Die Abscheidung des Kohlendioxids durch die Kondensation des Rauchgaswasserdampfs
bringt einige Herausforderungen mit sich: ein mit zunehmendem Inertgasanteil sich ab-
schwichender Warme- und Stoffibergang (s. Kapitel 3.1.1), eine die Trennungseffizienz
reduzierende Nebelbildung (s. Kapitel 3.1.4), ein durch Kohlendioxidabsorption saueres
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Kondensat(s. Kapitel 3.1.5) und die Frage nach der idealen Absaugtechnik fiir ein mog-
lichst reines Kohlendioxid aus dem Oxyfuel-Kondensator (s. Kapitel 3.2.2). Eine weite-
re Herausforderung wird es sein, einen moglichst hohen Prozesswirkungsgrad durch den
Oxyfuel-Kondensator zu ermoglichen, d.h. seine Betriebsparameter so zu wahlen, dass die
Effizienz der Kondensation und des Oxyfuel-Prozesses ein bestmégliches Ergebnis liefern.
Das bedeutet, es muss ein Kondensationskonzept entwickelt werden, dass:

1. die Abscheidung des Kohlendioxids mit moglichst hoher Reinheit ermoglicht,
2. einen Losungsansatz fiir die Nebelproblematik bietet,
3. hohe Nettowirkungsgrade des Prozesses fordert und

4. eine Losungsstrategie zur Minderung der Korrosionsproblematik durch saures Kon-

densat im Kondensator beinhaltet.

Das Konzept wird in Kapitel 6 ausfiihrlich vorgestellt und einer kritischen experimentellen

Untersuchung und Bewertung unterzogen.
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Kapitel 4

Ermittlung der Kondensatorparameter

Im Unterschied zu konventionellen Dampfkondensatoren arbeiten Oxyfuel-Kondensatoren
wegen des hohen Anteils an nicht kondensierbaren Gasen unter geédnderten Randbedin-
gungen. So nimmt der Kondensatordruck um den Partialdruck der nicht kondensierbaren
Gase zu, der Warme- und Stoffilbergang mit zunehmendem Inertgasanteil dagegen ab
[CH34]. Dies sind keine idealen Voraussetzungen fir eine stofflich effiziente Trennung von
Wasserdampf und Kohlendioxid bzw. fiir einen hohen Wirkungsgrad des Gesamtprozesses.
Ziel dieses Kapitels ist daher die Untersuchung der wesentlichen Betriebsparameter
des Oxyfuel-Kondensators sowie die Ermittlung ihrer optimalen Bereiche. Mit Hilfe des
Kreislaufrechenprogramms IPSEpro der Firma SimTech (Graz)! werden hierzu geeigne-
te Prozesse aufgebaut und mittels Parametervariationen hinsichtlich ihrer Auswirkungen
auf den Nettowirkungsgrad des Prozesses untersucht. Um den Untersuchungsaufwand bei
der Kreislaufrechnung staffeln zu kénnen wird der Kondensator im Warmeschaltplan der
Oxyfuel-Kreislaufrechnung zunéchst als Black Bor angesehen. In einem weiteren Schritt
werden dann mit den berechneten Ein- und Ausgangsgroflen weitere, detailliertere Un-
tersuchungen des Kondensatorinneren angestellt. Hieraus ergeben sich schliefflich die Be-
triebsparameter des Kondensators, welche als Basis fiir die nachfolgende Recherche nach
geeigneten Kondensatorkonzepten in den betrachteten Oxyfuel-Prozessen dienen.

4.1 Auswahl der Oxyfuel-Prozesse

Die verschiedenen Oxyfuel-Schaltungsvorschlage kénnen im Wesentlichen in zwei Gruppen
eingeteilt werden: in solche, die das Rauchgas oder Bestandteile daraus als Arbeitsmedium
nutzen und solche, in denen dieses nach der Warmeiibertragung lediglich der Reinigung
und C'Oy-Abscheidung zugefithrt wird. Kraftwerksprozesse wie der klassische Dampf-
kraftprozess mit anschlielender C'O,-Abscheidung und Speicherung (engl. Car-
bon Capture and Storage (CCS)) gehoren zur letzten Gruppe. Bei ersterer handelt es
sich dagegen meist um Oxyfuel-Prozesse, die mit hohen Brennkammerdriicken arbeiten
um zusatzliche mechanische Energie aus der entsprechend héheren thermischen Energie

IPSEpro ist ein grafisches, stationir rechnendes Kreislaufrechenprogramm, bestehend aus einzelnen
Modulen, die {iber den sogenannten ,Model Development Kit (MDK)“ beliebig erweitert, neu aufge-
baut oder verédndert werden kénnen.
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zu erhalten. Teilweise verwenden diese auch den Wasserdampf aus dem Rauchgas als
Arbeitsmedium. Hierzu gehoren:

e der Clean Energy Systems Cycle (CES Cycle) der Firma Clean Energy Sys-
tems, Inc. aus Rancho Cordova (CA, USA) [AMVT08]. Das Arbeitsmedium des
Hochdruckkreises (ein Joule-Prozess) ist ein HyO/CO2-Gemisch das bis zu ca. 95
Massen-% aus Wasserdampf besteht. Im Niederdruckkreis wird ein Clausius-Rankine
Prozess betrieben (s. Kapitel 4.6.2).

e der Matiant Cycle, ein an der Université de Liege von P. Mathieu entwickelter
Oxyfuel-Prozess der sowohl ein angereichertes C'Os/Hy0O-Gemisch, als auch einen
Wasser-Dampf-Kreislauf beinhaltet [Mat03]. Hierzu werden eine Vielzahl an ver-
schiedenen Kreislaufschaltungen veroffentlicht - angefangen vom E-Matiant Cycle,
der einen regenerativen C'O;/Os-Ericsson-Kreisprozess nachbildet, tiber den CC-
Matiant Cycle, der eine Kombination eines Joule- und Clausius-Rankine Prozesses
darstellt, bis zu einem FC-Matiant Cycle, der den E-Matiant mit einer Hochtem-
peratur-Brennstoffzelle (engl. Solid Oxide Fuel Cell (SOFC)) verbindet.

e der Advanced Zero Emission Power Plant (AZEP) Prozess [YGSEO03]. Der
Vergleichsprozess ist wie beim CES Cycle eine Kombination aus Joule-Brayton und
Clausius-Rankine Prozess. Hier wird allerdings der Sauerstoff nicht kryogen gewon-
nen, sondern iiber die sauerstoffleitende Membrane einer SOFC, welche die Wéarme
indirekt auf den Joule-Prozess tibertragt.

e der S-Graz Cycle [SJMH04] welcher dem CES Cycle &hnelt. Dieser fithrt neben
iiberhitztem Wasserdampf zusétzlich einen Teil des Rauchgases in die Brennkammer
zur Regulierung der Verbrennungstemperatur zurtick, wodurch der Dampfanteil des
Rauchgases nun mehr bei ca. 77 Massen-% liegt (s. Kapitel 4.6.3).

Wie eingangs erwahnt sind fiir die Wahl der in der Kreislaufrechnung einzusetzenden
Prozesse jene interessant, die einen Oberflichenkondensator zur Abtrennung des Kohlen-
dioxids benotigen bzw. erlauben. Derartige Prozesse kennzeichnen sich zum Einen durch
ein partikelfreies oder nur sehr gering mit Partikeln beladenes Rauchgas und zum Anderen
durch die Anforderung, dass Kiihl- und Dampfmedium nicht vermischt werden dirfen.

Die fiir die Simulation interessanten Oxyfuel-Prozesse sind demnach der CES-, der
CC-Matiant- und der S-Graz Cycle (s. Tabelle 4.1), wobei wegen des Aufwands und der
Ahnlichkeit der Oxyfuel-Kondensatorfunktion von S-Graz Cycle und CC-Matiant-Cycle
(s. Tabelle 4.1) nur der CES- und der S-Graz-Prozess simuliert werden.

4.2 Betrachtete Betriebsparameter des Kondensators

Im Unterschied zu den Betriebsparametern zur Auslegung eines Dampfkondensators sind
bei einem Oxyfuel-Kondensator zusatzliche Parameter notwendig. Diese dienen der Be-
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Kapitel 4 Ermittlung der Kondensatorparameter

Tabelle 4.1: Aggregatszustand des eingesetzten Brennstoffs und Kondensatoraufgaben der

aufgefithrten Oxyfuel-Prozesse

Oxyfuel-Prozess Aggregatszustand  Aufgabe des Oxyfuel-Kondensators
des Brennstoffs  neben der C'Oy-Abscheidung

Oxy-Kohle fest evtl. mit integrierter Entschwefelung [AJ05]
CES Cycle gasformig Gewinnung Arbeitsmedium und

zugleich Abhitzedampferzeuger
CC-Matiant Cycle gasformig Gewinnung Arbeitsmedium
AZEP gasformig -
S-Graz Cycle gasformig Gewinnung Arbeitsmedium

rechnung der lokalen Gemischzusammensetzung am gasseitigen Ein- und Austritt des
Kondensators. Abbildung 2.1 zeigt schematisch den Oxyfuel-Kondensator mit den ein- und
austretenden Stromen und Parametern fiir Rauchgas, Magergas, Kithlwasser und Konden-
sat. Mit den entsprechenden Massenstromen, Massenanteilen, Temperaturen und Driicken
lassen sich die globalen Energie- und Massenbilanzen fiir den Oxyfuel-Kondensator auf-
stellen und losen.

Fiir die Berechnung des Wirmedurchgangs und der fiir die Ubertragung der sensiblen
und latenten Warme notwendigen Flédche muss ein geeignetes Warme- und Stoffiiber-
gangsmodell - mit den entsprechenden Geometrien des Warmeiibertragers - angewendet
werden. Als Beispiel sei hier der VDI-Warmeatlas [CG02] genannt, der fiir die Berechnung
der einzelnen Warmeitibergiange, Druckverluste und Stoffeigenschaften entsprechende Be-
rechnungsempfehlungen anbietet. Unter der Annahme, dass beim gasseitigen Ein- und
Austritt des Kondensators ein thermodynamisches Gleichgewicht vorliegt, lassen sich die
fir die weitere Untersuchung essentiellen Parameter auf jene beschranken, die die Rein-
heit des abgeschiedenen Kohlendioxids, die Kondensatorkosten und den Wirkungsgrad
des gesamten Prozesses beeinflussen (s. Tabelle 4.2).

Nicht betrachtet werden die Betriebsparameter Nebelgehalt {x 4 und logarithmische
Temperaturdifferenz ATj,, des Oxyfuel-Kondensators. Ersterer wird vernachlassigt, da
er von der lokalen Sattigung des Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemischs abhangt, welche
wiederum auf der unbekannten lokalen Warme- und Stoffiibertragung basiert (Stichwort:
»Black Box“). Auf die logarithmisch gemittelte Temperaturdifferenz wird verzichtet, da

der Ansatz

Q = kAATLog (41)

nur bei konstanten Wandtemperaturen der Kiithlrohre und Gegen- oder Gleichstromappa-
raten giltig ist und damit nur abschnittsweise eingesetzt werden kénnte (Beweisfithrung
s. B.1).
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Tabelle 4.2: Zu untersuchende Betriebsparameter des Kondensators

Betriebsparameter Abkiirzung Einheit
Kondensatordruck PK.E [bar]
Druckverlust tiber dem Kondensator Apg [bar]
Gradigkeit AT, [°C]
Kiithlwassereintrittstemperatur ATgwE [°C]

[

Dampfgehalt im gasseitigen Kondensatoraustritt &p 4

4.3 Simulations- und Modulentwicklungsumgebung

Aus den am Markt erhéltlichen Programmen fiir eine stationdre Simulation von Kreis-
laufprozessen wurde, wie schon erwahnt, das Programm IPSEpro der Firma SimTech
ausgewahlt. IPSEpro besteht unter anderem aus einer Simulations- und einer Entwick-
lungsumgebung, dem PSE (Process Simulation Environment) und dem MDK (Model
Development Kit). Die Simulationsumgebung hat einen Fliefibildeditor, in dem Kompo-
nenten, wie z.B. Turbinen, mit anderen Komponenten verbunden und zu Kreisprozessen
aufgebaut werden konnen. MDK stellt eine Entwicklungsumgebung dar, in der die Kom-
ponenten einer Bibliothek verdndert, geloscht oder neu erstellt werden koénnen. Diese
bietet eine hohe Flexibilitat beziiglich des Detaillierungsgrades der Komponenten sowie
des Einsatzgebiets generell.

Modell-
Bibliothek Stoffdaten

erstellen, _/ — | ainbinden —» einbinden < DLL
kompilieren — _

Abbildung 4.1: Aufbau von IPSEpro mit PSE und MDK

4.4 Modellierung des Kondensatormodells

Um die Auswirkungen der gewédhlten Betriebsparameter (s. Kapitel 4.2) eines Oxyfuel-
Kondensators zu untersuchen und zu den Kondensatorkosten und dem Nettowirkungsgrad
der Anlage in Bezug setzen zu konnen, muss das eingesetzte Berechnungsmodul zweierlei
Funktionen erfiillen. Die Kondensatorparameter miissen sowohl als abhéngige als auch
als unabhéangige Groflen verwendet werden konnen. Hierfiir wurde ein Kondensatormodell
mit waagerecht liegenden Rohrbiindeln erdacht, welches Rohrreihe fiir Rohrreihe die Ab-
kithlung des Rauchgases sowie, die Kondensation des Rauchgaswasserdampfs berechnet.
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Kapitel 4 Ermittlung der Kondensatorparameter

Dies geschieht iterativ solange bis eine bestimmte Wéarmetibertragerfliche (der sog. Leis-
tungsmodus) bzw. ein bestimmter Restdampfgehalt des Rauchgases (der sog. Auslegungs-
modus) erreicht ist. IPSEpro erlaubt aufgrund des simultan arbeitenden Gleichungslésers
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Abbildung 4.2: Berechnungsalgorithmus des Kondensatormodells

keine iterativen Berechnungen in den Einzelmodulen, weshalb obiges Berechnungsverfah-
ren nicht in der Umgebung von IPSEpro stattfinden kann. Gelést werden konnte dieses
Problem durch eine Auslagerung der Berechnung des Kondensators in eine sogenannte Dy-
namic Link Library (DLL), die mit Hilfe eines C-Compilers (hier Microsoft Visual C++)
erstellt wurde. Die DLL wird im Kondensatorberechnungsmodul mittels eines Funktions-
aufrufes mit Parameteriibergabe gestartet und gibt nach der Berechnung in der DLL die
entsprechenden Werte zuriick. Diese werden vom Gleichungsloser in IPSEpro wiederum
zur Losung des Gleichungssystems der Kreislaufrechnung verwendet.

In der Umgebung von IPSEpro werden im Kondensatormodell sowohl Strémungs- als
auch geometrische Parameter des Kondensators festgelegt. Weiterhin gibt es darin Kon-
densatorparameter die, abhéngig vom Betriebsmodus (Auslegungs- oder Leistungsbe-
trieb), mit in die Berechnung einbezogen, in beiden Féllen jedoch ebenfalls festgelegt

werden miissen (s. Tabelle A.1).

Mit Hilfe des Warme- und Stofftransportmodells der Filmtheorie (s. Kapitel 3), der
vordefinierten Parameter und den Eingangsdaten fiir Massenstrom, Zusammensetzung,
Temperatur und Druck kénnen die Austrittsdaten fiir jede Rohrreihe und damit fiir den
Kondensator insgesamt berechnet werden.
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4.5 Berechnung der Stoffdaten

Die in IPSEpro berechneten, physikalischen Eigenschaften von Gasen oder Gasgemischen
basieren auf Polynomen, die aus den Stoffwertetabellen von CHASE [Cha85] abgeleitet
wurden. Die Giltigkeit dieser Polynome beziiglich Temperatur und Druck reicht von -30
°C bis tiber 5000 °C und von 0, 17¢ bar bis 35 bar. Ausnahmen bilden hier Argon (bis 20
bar) und Schwefeldioxid (bis 10 bar). Die Zustandsdaten von Wasser und Wasserdampf
werden nach den Gleichungen der IFC-67 [Sch69] berechnet, wobei Mischungen von Gas
und Wasser oder Wasserdampf dann nicht mehr erlaubt sind. Mit dieser Berechnungsbasis
kann die Simulation von Oxyfuel-Prozessen demnach nicht umgesetzt werden.

Um die Anforderungen zur Berechnung der physikalischen Eigenschaften der Gase und
Gasgemische zu erfiillen wurde ein neues Stoffdatenberechnungskonzept entwickelt. Dieses
setzt sich zusammen aus einer eigens erstellten Stoffdatenbibliothek fiir Kohlendioxid nach
SPAN [Spa93|, der vorhandenen Bibliothek fiir Wasser und Wasserdampf nach SCHMIDT
[Sch69] und nach den bereits vorhandenen Stoffdaten fiir die restlichen Gase (s. Tabelle
A.2). Die Berechnung der Mischungseigenschaften der Gase erfolgt iiber das ,Gesetz der
Idealen Mischung“ (s. Abbildung 4.3).

IPSEpro-
Kohlendioxid- Standard
Bibliothek Bibliothek

Parameter »[__  Parameter »__

PSE DLL DLL

Ergebnis — &« Ergebnis ——

Abbildung 4.3: Neue Kommunikationsstruktur fiir die Berechnung der Stoffeigenschaften

Die Genauigkeit der erstellten Stoffdatenbibliothek wurde im Rahmen dieser Arbeit zu-
sammen mit der Gleichung von L1, J1 und YAN [LJY06], der PENG ROBINSON Gleichung
nach PAULUS und PENONCELLO [PP06] und der LEMMON-JACOBSON Fundamentalglei-
chung [LJ99] anhand gemessener Mischungsenthalpien von Wasserdampf-Kohlendioxid-
mischungen (s. Tabelle 4.3) verglichen. Wie die Ergebnisse des Vergleichs in Tabelle 4.4

Tabelle 4.3: Ubersicht der experimentellen Messungen zu H,O/COy-Gemischen

Quelle Druck [bar] Temperatur [°C] Kohlendioxidanteil [%’}

[PT8S] 1- 100 125 - 225 0,7-0,9
[WLS86] 10 - 100 175 - 640 0,71
[WLS86] 50 275 - 375 0,62 - 85
[SW84] 1 90 - 119 0,55 - 0,79

zeigen, wird dadurch eine sehr gute Ubereinstimmung mit den Messdaten erreicht. Die
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grofften Abweichungen von der Messung zeigt die Berechnungsmethode von L1, JI und
YAN, obwohl diese eigens fiir Gemische aus H,O und COs erstellt wurde. Mit ein Grund
fir die hochste Abweichung konnte jedoch die geringe Anzahl an stoffspezifischen Para-
metern in der Berechnung sein. Das neue Berechnungskonzept fiir IPSEpro beinhaltet
pro Stoff etwa 50 Parameter und kann dadurch sehr viel genauer durch Regression an
Messwerte angepasst werden. PAULUS und PENONCELLO modifizierten die von PENG

Tabelle 4.4: Abweichung in der Mischungsenthalpie zwischen Messung und Rechnung

Berechnungsmethode Standardabweichung max. Abweichung
K [1%]]

Neues Konzept fiir IPSEpro 1,05 4,0

PAULUS, PENONCELLO 3,86 25

L1, JT und YAN 5,59 19

LEMMON und JACOBSON 1,03 4.5

und ROBINSON entwickelte Gleichung [PR76] um den Mischungsansatz von LEMMON
und JACOBSON, welcher im Gegensatz zum Konzept von L1, JI und YAN nicht auf der
Redlich-Kwong Zustandsgleichung [RK49] basiert. Zwar konnte dadurch die Genauigkeit
der Gleichung erhoht werden, aber auch hier scheint die geringe Anzahl an stoffspezifischen
Parametern eine Einschrankung darzustellen.

Das interessanteste Ergebnis der Studie lésst sich aus dem Vergleich zwischen dem
neuen, hier eingesetzten Berechnungskonzept und dem Ansatz von LEMMON-JACOBSON
ableiten. Beide Konzepte verwenden die Berechnungsmethode von SPAN fiir Kohlendioxid
und die von WAGNER bzw. SCHMIDT fir Wasserdampf. Dariiber hinaus werden jedoch
bei LEMMON und JACOBSON Mischungsenthalpien berechnet, die beim neuen Berech-
nungskonzept nicht zum Tragen kommen. Dennoch liegen die Abweichungen zwischen
Rechnung und Messung auf einem dhnlichen Niveau.

Es konnte somit gezeigt werden, dass das hier eingesetzte Berechnungskonzept fiir die

physikalischen Eigenschaften des Gemischs von H>O und COs eine effiziente Losung fiir

einen grofien Parameterbereich darstellt.

4.6 Aufbau der simulierten Oxyfuel-Prozesse

In 4.1 fiel die Wahl der zu untersuchenden Oxyfuel-Prozesse auf den CES Prozess und
den S-Graz Cycle, die hier neben dem Verfliissigungskonzept des Kohlendioxids in ihrer
Ausfithrung in IPSEpro vorgestellt werden.
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4.6.1 Verfliissigungskonzept

Nach MERSMANN [Mer80] werden Gase iiber Kondensation, Absorption, Extrahierung
und Rektifizierung in ihren fliissigen Aggregatszustand tiberfithrt. Neben diesen thermi-
schen Verfahren gibt es noch chemische und mechanische Techniken zur Gasverfliissigung.
Um den energetischen Aufwand der Verfliissigung zu minimieren sind auch Kombinatio-
nen verschiedener Technologien méglich (vgl. KATHER et al. [KHK™06] und [KKH'06]).
Fir die Verflissigung des Kohlendioxids sprechen nach KATHER et al. wegen ihres gerin-
gen spezifischen Energieverbrauchs vor allem die Verdichtung und kryogene Verfliissigung
mit 0,11-0,16 kW hkg=L.

Fiir die Kreislaufberechnungen dieser Arbeit wurde ein mechanisches Verfliissigungs-
konzept erdacht, das aus mehreren, gekoppelten Kondensations-Verdichter-Modulen be-
steht. Grund fiir den mehrstufigen Aufbau ist nicht nur die Verringerung des spezifischen
Energieaufwands durch die Zwischenkiihlung, sondern auch der Vorteil der steigenden
Sattigungstemperatur des Dampfs und die damit moégliche weitere Kondensation. Mit
dem Gesetz von Dalton (4.3) lasst dies leicht nach vollziehen. Als Beispiel betrage der
Dampfanteil nach der ersten Stufe noch 6 Massen-%, was bei einem Kondensatordruck
von 0,2 bar einer Séattigungstemperatur von 22,4 °C entspricht. Nach der Verdichtung auf
z.B. 7 bar steigt diese durch die Zunahme des Partialdrucks des Wasserdampfs auf 98,1
°C, womit sich der Dampfgehalt im néchsten Kondensator (Txw,r = 20 °C) bei einer
Gradigkeit von 15 °C auf 0,3 Massen-% reduzieren lasst.

4.6.2 CES Cycle

Der CES Cycle [AMVT08] ist ein Oxyfuel-Prozess in dem der Kondensator das Arbeitsme-
dium H,0 aus dem Rauchgas wiedergewinnt. Gleichzeitig ist der Kondensator integraler
Bestandteil des Abhitzedampferzeugers, weshalb er dem eines Gas- und Dampfturbinen
Prozesses sehr dhnlich ist (s. Abbildung 4.4). Die Brennkammer wird bei 50-100 bar be-
trieben, wobei die 500-600 °C heilen Rauchgase anschlieend tiber eine Hochdruckturbine
(HPT) auf etwa 23 bar entspannt werden. Mittels einer Zwischenerhitzung werden die-
se dann erhitzt, sodass sie mit 1150-1260 °C in die Mitteldruckturbine (IPT) eintreten.
Nach der Entspannung der Rauchgase auf etwa 3 bar werden diese im Abhitzedamp-
ferzeuger bis auf den Taupunkt abgekiihlt, anschlieSend wird der Wasseranteil auskon-
densiert. Dabei wird dem angekoppelten Wasserdampf-Kreislauf Warme zugefiihrt, wo-
bei nach [HAP*05] Frischdampfparameter von 1,6 bar und 356 °C erreicht werden. Der
Dampf im Wasserdampf-Kreislauf wird auf Kithlwassertemperatur-abhangige 30-40 mbar
entspannt und kondensiert. Das Kohlendioxid aus dem Rauchgas wird nach dem Oxyfuel-
Kondensator der Verfliissigung, das Kondensat hingegen der Brennkammer zur Kiihlung
zugefithrt, nachdem es auf 250 °C erwarmt und auf Brennkammerdruck gebracht wurde.

Die Schwankungsbreite des Nettowirkungsgrades, wie er von verschiedenen Autoren
gesehen wird, ist sehr hoch. Hauptgrund hierfiir sind die Annahmen fiir die umsetzbare

35



Kapitel 4 Ermittlung der Kondensatorparameter

Oxygen 23 bar
Fuel 1260 °C
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Cycle Fluid ooling
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Te CO;
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Cleanup

Abbildung 4.4: CES Prozess in Anlehnung an [AMV 08|

Turbinentechnologie. Das Spektrum der Wirkungsgrade beginnt bei 30 % (s. [AMV108]),
geht iiber haufiger zu findende 38-45 % (s. z.B. [HAP*05] und [GCHO6]) bis hin zu iiber
50 % in [MBP*03].

Der in der Simulation verwendete Warmeschaltplan ist an jenen aus Abbildung 4.4 an-
gelehnt, allerdings wurde bei der Parametrierung in einigen Punkten von [AMV'08] ab-
gewichen. So musste der Brennkammerdruck wegen der Giiltigkeit einiger Gas-Stoffwerte-
tabellen auf 50 bar? statt 150 bar begrenzt werden, weiterhin wurde die Turbineneintritt-
stemperatur der Mitteldruckturbine wegen des sehr hohen Dampfgehalts von knapp 85
Ma.-% auf 945 °C reduziert. Beides fithrt zu einem reduzierten Nettowirkungsgrad des
Prozesses (vgl. Beispiel mit hoherer Turbineneintrittstemperatur A.3), dndert aber nichts
am grundsatzlichen, qualitativen Verhalten der Kondensatorparameter.

4.6.3 S-Graz Cycle

Anders als beim CES Prozess wird der Kondensator des S-Graz Cycle [SJMHO04] nicht
nur zur Abtrennung des Kohlendioxids bzw. zur Riickgewinnung des Arbeitsmediums HyO
gebraucht, sondern dient auch als ,,Kaltes Ende® und hat dadurch eine wichtige Bedeu-
tung fiir den Wirkungsgrad des Prozesses (Carnotwirkungsgrad!). Der Warmeschaltplan
des S-Graz Cycles ist, wie der des CES-Prozesses, eine Art Gas- und Dampfturbinenpro-
zess. Wie Abbildung 4.5 zeigt, findet die Brennkammerkiihlung hier allerdings iiber die
Eindiisung von Dampf und Rauchgas statt. Die Brennkammer, die bei 40 bar betrieben

2Fiir die Simulation wurden die Berechnungsgrenzen der Gleichungen fiir die Stoffwerte von No, Op und
CH, von 35 auf 50 bar erweitert.
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Abbildung 4.5: S-Graz Cycle aus [SJTMHO04]

wird, entldsst das Rauchgas mit 1400 °C in die Hochtemperaturturbine (HTT), wo es
bis auf ca. 1 bar entspannt wird. Anschliefend wird es im Abhitzedampferzeuger enthitzt
und in der Niederdruckturbine (LPT) wiederum auf Kondensatordruck entspannt. Dieser
trennt die kondensierbaren von den nicht kondensierbaren Bestandteilen, wobei ein Teil
der nicht kondensierbaren Gase der weiteren Verfliissigung zugefithrt wird. Das entste-
hende Kondensat wird schlielich iiber den Abhitzedampferzeuger bei 180 bar verdampft,
iiberhitzt und in die Brennkammer injiziert. Der nicht der Verfliisssigung zugefiihrte Teil
des Rauchgases wird, wie auch ein Teil des erzeugten Dampfs, der Brennkammer tiber die
Verdichterstufen (C1/C2) zur Kiihlung zugefiihrt.

Im Warmeschaltplan der Simulationsoberflache (s. A.4) wird der gesamte Dampfmas-
senstrom der Brennkammer zugefiihrt, zudem werden die Rauchgase nicht wie in [SJTMHO04]
bei 0,04 bar sondern bei geringstens 0,21 bar kondensiert. Die Begriindung hierzu findet
sich in den Kapiteln 4.7.2 und 4.7.3.

4.7 Diskussion der Berechnungsergebnisse

Die in Kapitel 4.6.2 und 4.6.3 vorgestellten und im Kreislaufrechenprogramm IPSEpro
abgebildeten Oxyfuel-Prozesse wurden hinsichtlich der in Tabelle 4.2 aufgefithrten Kon-
densatorparameter und ihrer Auswirkungen auf Wirkungsgrad und Kondensatorverhalten
untersucht. Im Folgenden werden die Rahmenbedingungen der Simulation wie auch die
Ergebnisse der Kreislaufrechnungen dargestellt und diskutiert.

4.7.1 Ein- und Austrittsparameter der Simulation

Fir die Vergleichbarkeit der Rechenergebnisse (Nettowirkungsgrad und Betriebsparame-
ter des Oxyfuel-Kondensators) sind die Eintrittsbedingungen fiir Brennstoff, Oxidator und
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Wasserdampfgehalt im gereinigten Rauchgas festzulegen (s. Tabelle 4.5). Druck und Tem-

peratur der jeweiligen Brennkammer wurden bereits in Kapitel 4.6.3 und 4.6.2 erwahnt.

Tabelle 4.5: Konstante Ein- und Austrittsparameter der Simulation

Medium P T HQO COQ 02 N2 CH4
[bar] [°C] [Ma.-%] [Ma.-%| [Ma.-%] [Ma.-%] [Ma.-%]
Oxidator® 1,5 15 0 0 99,0 1,0 0
Brennstoff 1,5 15 0 0 0 0 91,3™
Rauchgas s w750 94,2 0,4 0,4 0
S-Graz
h kkk kkk
Rauchgas 84.3 15,0 0,4 0,2 0
CES
gereinigtes
100 60 0,9 96,0 1,7 1,4 0
RG S-Graz
gereinigtes
100 60 0,9 96,6 1,0 1,4 0
RG CES ’ ’ ’ ’

" spezifischer Energieaufwand fiir die Bereitstellung liegt fiir die Berechnung des
Nettowirkungsgrads bei 856,8 kJ/kg

™ Rest Ethan mit 1,8 Ma.-% und Propan mit 6,9 Ma.-%

“* Je nach Parametereinstellung

Ein Vergleich der Konzentrationen aus den Oxyfuel-Prozessen in Tabelle 4.5 mit den
Speichergrenzwerten fiur Lagerstatten von Kohlendioxid von Statoil (vgl. [AJ05]) fiir die
Enhanced Oil Recovery (EOR) zeigt, dass die zuléssigen Werte fiir C'Oy-Anteil > 90,0
Vol.-% mit umgerechnet 93 Vol-% und 94 Vol-%, sowie Ny < 4,0 Vol.-% mit jeweils 2
Vol.-% sehr gut eingehalten werden. Nur im Falle des Sauerstoffs wird die Vorgabe von
0,01 Vol.-% mit 2 Vol.-% und 1 Vol.-% deutlich verfehlt.

Fiir die Einhaltung der Konzentrationsgrenzwerte fiir den Transport des fliissigen Koh-
lendioxids, wie z.B. bei der CO,-Pipeline Trinity (USA) (vgl. [AJ05]), miisste zusétzlicher
Aufwand betrieben werden. Die Einhaltung des Anteils fiir Wasserdampf und Kohlendi-
oxid von kleiner 0,06 Vol.-% und grofer 95 Vol.-% kann durch eine Erhohung des Betriebs-
drucks der letzten Kondensationsstufe von 45 bar auf 70 bar erreicht werden. Damit sind
weniger als 0,06 Vol.-% Wasserdampfanteil und mehr als 95 Vol.-% Kohlendioxidanteil mit
beiden Prozessen erreichbar, wobei die Grédigkeit bei einer Kiithlwassertemperatur von
Trw = 20 °C dann bei ATg, < 9 °C liegt. Wie die Simulation zeigt, hat dies durch einen
Umbau der Verfliissigungsstrecke einen positiven Einfluss auf den Nettowirkungsgrad des

Prozesses. Dieser wird allerdings durch eine knapp 1 % grofiere Gesamtkondensationsfla-
che erkauft (s. Anhang A.2).
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Folglich miissen fiir die nicht kondensierbaren Gasbestandteile wie Stickstoff, Sauer-
stoff, usw. weitere Reinigungsverfahren vorgesehen werden, um deren Anteile unter die
geforderten Grenzwerte von 0,001-0,002 Vol.-% zu bringen.

4.7.2 Kondensatordruck

CARNOT beschrieb in seiner bekanntesten Arbeit ,Réflexions sur la puissance motorce
du feu® einen theoretischen Prozess um die maximal freisetzbare Energie einer Dampfma-
schine berechnen zu koénnen. Der darin entwickelte Wirkungsgrad, der nach ihm benannt

wurde,

TCarnot = 1— = (42)

sagt aus: Je niedriger die mittlere Temperatur der Warmeabfuhr T 4 aus dem Prozess, de-
sto hoher die maximal freisetzbare mechanische Arbeit oder Leistung. Bei reinem Dampf
im Kondensator besteht aufgrund der Kondensation zwischen der Temperatur und dem
Druck im Kondensator ein eindeutiger Zusammenhang, das thermodynamische Gleichge-
wicht des Dampfs. Mit dem Gesetz von Dalton gilt fiir den Kondensatordruck

=1

der fiir den Fall reinen Wasserdampfs, also n =1

Pk = p%(Tg) (4.4)

betrigt und zugleich auch den kleinsten, in Abhéngigkeit von T3 erreichbaren, Konden-
satordruck darstellt. Beim Rauchgaskondensator erh6hen die vorhandenen, nicht konden-
sierbaren Gase wie C'Oq, Oy, Ny, usw. den Kondensatordruck px um deren Partialdriicke
(s. Gleichung (4.3)). Auch im Falle der Rauchgaskondensation stellt der p, , = p3) (T =
Txw + ATg,) ein unteres Limit fiir & p,A — 1 dar. Das bedeutet, dass der Restdampfge-
halt eine Funktion des Kondensatordrucks, der Kithlwassertemperatur und der Gradigkeit
ist. Der Formelzusammenhang kann unter nachfolgenden Annahmen aus dem Gesetz der

idealen Mischung hergeleitet werden:
1. Der Dampf ist im Rauchgaskondensator jederzeit gesattigt
2. Die Gaszusammensetzung kann abschnittsweise als homogen angesehen werden

3. Das Rauchgas kann als Idealgas angesehen werden, dessen Mischungseigenschaften

nach dem Gesetz der idealen Mischung beschrieben werden
4. Es findet Kondensation statt

5. Das Magergas wird von der kéltesten Stelle im Kondensator abgezogen
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Punkt 1 wird bei ausreichender Kiihlleistung im Rauchgaskondensator, Punkt 2 dage-
gen durch ausreichende Turbulenz in der Rauchgasstromung erreicht. Zudem sind wie
in Kapitel 4.4 gezeigt wurde, die Abweichungen fiir Punkt 3 kleiner als 4 %. Der funk-
tionale Zusammenhang zwischen Kondensatordruck und Restdampfgehalt lasst sich aus
den Bedingungen der kéltesten Stelle im Kondensator herleiten. Nach [SM92| wird der

Massenanteil eines Gases in einer Gasmischung mit
M;
T
berechnet. Mit Hilfe des Molanteils v; = p;/p, der Molmasse M = R,,/R und der Mol-
masse des Gemischs Rg = >° &§;R; kann nach dem kleinstmoglichen p = pg i aufgelost

&i

(4.5)

werden, welches sich in Abhangigkeit von p%vmm(Tg = Trw g+ ATg,) und €p 4 berechnet

als:

S
PD min Z ijj
Pr. §p.A Rp (4.6)

Beschrankt man sich bei der Rauchgaszusammensetzung auf die wesentlichen Komponen-

ten Wasserdampf und Kohlendioxid, lasst sich obige Gleichung folgendermaflen angeben

» PDomin Ep.aRDp + (1 —€p.a)Reo,
K,min — : .

§p,A Rp

In den Grenzen lauft der Kondensatordruck fir {p 4 — 1 gegen den kleinsten Wasser-

(4.7)

dampfpartialdruck und fiir {p 4 — 0 gegen oo. Dazwischen wird der Kondensatordruck
durch die Kiithlwassertemperatur, die Gradigkeit und den Restdampfgehalt bestimmt.
Eine anschauliche Darstellung hierzu zeigt Abbildung 4.6. Um den fiir Dampfkondensato-
ren typischen Kondensatordruck von 40 mbar in einem Rauchgaskondensator zu erreichen,
muss fiir eine mittlere Kithlwassertemperatur von z.B. 10 °C und eine Gradigkeit von 2 °C
ein Restdampfgehalt von etwa 18 Massen-% bzw. fir eine mittlere Kithlwassertemperatur
von 20 °C ein Restdampfgehalt von etwa 43 Massen-% akzeptiert werden (s. Abbildung
4.6).

Um dennoch einen Wirkungsgrad-giinstigen, geringen Kondensatordruck bei gleichzei-
tig hoher C'Os-Reinheit fahren zu konnen, empfiehlt sich die Kondensation in jeweils im
Betriebsdruck zunehmenden Stufen. Mit steigendem Kondensatordruck steigt entspre-
chend auch die Sattigungstemperatur des Dampfs an, wodurch weiterer Dampf aus dem
Magergas kondensiert werden kann. Beim S-Graz Cycle bedeutet das z.B. bei 0,2 bar und
einer Griadigkeit von 2 °C einen Restdampfgehalt der 1. Kondensationsstufe von ca. 6
Massen-%. In den weiteren Kondensationsstufen bei 2, 6, 10 und 45 bar wird der Dampf-
gehalt bis auf Werte deutlich unter 0,1 Massen-% kondensiert. Fiir den CES-Prozess wurde
abweichend von [AMVT08] fiir die nachfolgenden Berechnungen das Druckverhéltnis der
ersten Turbine auf 7 = 2,17, der Druck der Zwischentiberhitzung auf 23 bar und die

Turbineneintrittstemperatur auf 945 °C eingestellt. Griinde hierfiir sind:

e Begrenzung des Drucks auf 50 bar durch die verwendete Stoffdatenbank
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Abbildung 4.6: Kondensatordruck in Abhéngigkeit von Kiihlwassertemperatur und Rest-
dampfgehalt nach (4.7)
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Abbildung 4.7: Berechneter Nettowirkungsgrad von S-Graz Cycle und CES Prozess tiber
dem jeweiligen Kondensatordruck der 1. Kondensationsstufe
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e Erreichbarkeit typischer Eintrittstemperaturen fiir die Mitteldruckturbine (IPT)

e Teilweise Kompensation des Wirkungsgradverlusts durch Anhebung des Drucks

Abbildung 4.7 zeigt den Einfluss des Kondensatordrucks auf den Nettowirkungsgrad von
S-Graz Cycle und CES Prozess. Beide Prozesse zeigen eine, wenn auch unterschiedlich
ausgeprigte, Sensitivitidt auf den Kondensatordruck der 1. Kondensationsstufe. Diese ist
beim S-Graz Cycle mit 6,5 %-Punkten/bar deutlich hoher als beim CES-Cycle mit 0,32
%-Punkten /bar. Grundsétzlich zeigt sich aber auch bei der Rauchgaskondensation: je ge-
ringer der Kondensatordruck, d.h. je geringer T4, desto gréBer der Nettowirkungsgrad
der betrachteten Prozesse, wobei die untere Grenze des Kondensatordrucks durch die
Kiihlwassertemperatur sowie die Gradigkeit in Verbindung mit dem gewiinschten Rest-
dampfgehalt (4.7) beachtet werden muss. Der Einfluss des Restdampfgehalts auf den
Wirkungsgrad wird im néchsten Unterpunkt diskutiert.

4.7.3 Restdampfgehalt

Der Restdampfgehalt (s. Abbildung 2.1) ist der massenbezogene Dampfgehalt £p 4 im ab-
geschiedenen Magergas. Gelten die Annahmen aus Kapitel 4.7.2, so entspricht der Was-
serdampfanteil im Magergas genau dem Wasserdampfanteil an der kéaltesten Stelle im
Kondensator. Dieser kann durch Umstellung von (4.7) berechnet werden. Zur Vermeidung
einer impliziten Gleichung empfiehlt sich hier eine Berechnung iiber die Molmassen und
Molgewichte (s. Kapitel 4.7.2). Fiir eine beliebige Anzahl an Gasen lautet die Gleichung

ppa  Mp
Epa=—"=" , 4.8
DA T ST (4.8)
fir das Stoffpaar Wasserdampf-Kohlendioxid dagegen
M
Epa =124 D (4.9)

px Yp,aMp+ (1 —vp,a)Mco,

Nach (4.8) nimmt der Restdampfgehalt fiir steigende Kondensatordriicke pyx und kleine
Wasserdampfpartialdriicke in der Absaugung pp 4 ab - die Reinheit des Kohlendioxids
steigt. Dieses Verhaltnis verdeutlicht die Notwendigkeit einer mehrstufigen Kondensation
zur Erreichung einer hohen Kohlendioxidreinheit.

Abbildungen 4.8 und 4.9 zeigen auflerdem eine teilweise sehr hohe Sensitivitdt des
Nettowirkungsgrads des Oxyfuel-Prozesses auf den Restdampfgehalt, was vor allem an
der Hohe der zu leistenden Verdichterarbeit liegt. Diese hangt wiederum direkt von der
Hohe des Massenstroms an angesaugtem Gemisch ab (P, = g aAh). Die Brennkam-
meraustrittstemperatur der ersten Brennkammer wird bei konstantem A iiber den Mas-
senstrom Wasser in die Brennkammer geregelt. Damit ist aber auch der Massenstrom
im Clausius-Rankine Prozessteil festgelegt, wodurch der maximale Restdampfgehalt bei
ca. 12,5 Massen-% (px = 3 bar) liegt (s. Abbildung 4.8). Dampfgehalte dariiber redu-
zieren die aus dem Rauchgas abfithrbare Warmemenge unter den Sollwert, der fiir die
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Abbildung 4.8: Nettowirkungsgrad iiber Restdampfgehalt - CES-Prozess

Einhaltung der Turbineneintrittstemperatur (717, pr = 600 °C bei A = konst.) notwen-
dig ware. Generell ist die Gradigkeit der 1. Kondensationsstufe der begrenzende Faktor fir
den Wirkungsgrad, wenn die Kiithlwassereintrittstemperatur einmal festgelegt ist (s. Ab-
bildungen 4.8 und 4.9). Fir Gréadigkeit und Restdampfgehalt gilt: je kleiner, desto hoher
der Nettowirkungsgrad des Prozesses. Diese Erkenntnisse bestéatigen den eingangs aufge-
zeigten Zusammenhang von Carnot in (4.2). Folglich muss der Restdampfgehalt der ersten
Kondensationsstufe fiir eine wirkungsgradoptimale Auslegung des Prozesses in der Prio-
risierung noch vor dem Warmeiibertragungsflichenbedarf stehen. Dieser hangt wiederum
vom umgesetzten Wiarme- und Stoffiibergang, der zur Verfiigung stehenden Ubertragungs-
fliche und dem Kondensatordruck ab, wohingegen sich der optimale Restdampfgehalt der
1. Kondensationsstufe mit Hilfe von (4.9) und

Pp = P%,mm = pD(qu = Txw,p + Alg,) (4.10)

berechnen lésst.

Ein interessanter Zusammenhang ergibt sich zudem zwischen dem Restdampfgehalt
und dem Bedarf an Warmetibertragungsfliche im Rauchgaskondensator bei gegebenem
Kondensatordruck (s. z.B. Abbildung 4.9). Dort kann ein starker Riickgang der notwen-
digen Warmeiibertragungsfliche bei zunehmendem Restdampfgehalt beachtet werden.
Dieser Zusammenhang, der aus der vereinfachten Beziehung kAAT = mAh abgeleitet
werden kann, besagt, dass der Kondensations- und Kiihlflachenbedarf fiir abnehmende
Restdampfgehalte durch die zunehmende zu iibertragende Warmeleistung (linear wegen
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Abbildung 4.9: Nettowirkungsgrad iiber Restdampfgehalt - S-Graz Cycle

A o mgAhy) bzw. die gleichzeitig zunehmende Grédigkeit (Exponentialanteil wegen

A XX <ZICZQZE,I§LW)) ansteigt.

Aufgrund dieses Verhaltens der Warmetibertragungsfliche beziiglich des Restdampf-
gehalts ist es von besonderer Bedeutung, diese moglichst exakt berechnen zu koénnen.
Die Grundlagen dafiir werden mit den Messungen zum Wérme- und Stofftransport fiir
Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch in Kapitel 5 validiert.

4.7.4 Gradigkeit

Die Gradigkeit ist die kleinste, lokale Temperaturdifferenz zwischen Rauchgas T, und
Kiihlwasser T,

AT =Tao — Tkwa- (4.11)

Sie hat wegen
QGes
E k. (TG,i—TKW,E,i)—(TG,i—TKW,A,i)
! ln( (TG,rTKW,E,i))
(TG,i_TKW,A,i)

mit ¢ = n (n ist Anzahl der Rohrreihen) einen exponentiellen Einfluss auf die Wérme-

AGes -

(4.12)

iibertragungsflache des Rauchgaskondensators und damit einen groflen Hebel auf dessen
Kosten. Ein gutes Beispiel dazu zeigt Abbildung 4.9, wo sich die Gradigkeit zwischen
0,12 und 26,6 °C bewegt. Ublicherweise werden fiir Dampfkondensatoren Gridigkeiten
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von 1-2 °C in der Auslegung angestrebt, da damit ein guter Kompromiss zwischen Fla-
chenbedarf und geringem Kondensatordruck erreicht wird. Gilt dies aber auch fiir einen
Oxyfuel-Kondensator?

Wie in den vorangegangenen Berechnungsbeispielen wird auch in Abbildung 4.10 und
4.11 nur die Sensitivitat des Kondensatorparameters der ersten Kondensationsstufe unter-
sucht. Das Ergebnis der Gréadigkeit ist sehr unterschiedlich: wéhrend beim CES Prozess
mit Gradigkeiten von bis zu 14 °C hochste Wirkungsgrade erreicht werden, miissen diese
beim S-Graz Cycle kleiner als 2,5 °C sein, dass der Prozesswirkungsgrad gegen sein Maxi-
mum konvergiert. Mit (4.8) und (4.10) lésst sich dieser Zusammenhang erkléren: Daraus

ATGT

geht hervor, dass £p 4 o< , d.h. eine sinkende Gradigkeit reduziert den Restdampfge-

halt bei gegebenem Kondensatordruck wirkungsgradforderlich.

4.7.5 Druckverlust

Druckverluste entstehen sowohl auf der Seite des Kithlmediums als auch auf der Rauch-
gasseite des Kondensators. Insbesondere der Druckverlust des Rauchgases Apx = Apg
iibt einen erheblichen Einfluss auf den Nettowirkungsgrad der Oxyfuel-Prozesse aus. Er
setzt sich, unter Vernachlassigung des geodéatischen Druckverlusts, aus dem Reibungs-
druckverlust an der Rohroberfliche und dem Impulsdruckverlust durch Dichtednderung

im Rauchgas zusammen [CG02]:

Apx =Prp — DPraA =Y (CZNRplzz (pvé)i,A — (pvé)zE> (4.13)

wobei der Index ¢ mit ¢ = 1,2, ...,n fir die fortlaufende Nummerierung der Rohrreihen
im Kondensator steht. Um den Einfluss des Druckverlusts nach (4.13) diskutieren zu

konnen missen zunéchst die geometrischen Randbedingungen geklart werden. Aus dem

Vg

llll

@
I: max Q
Abbildung 4.12: Geometrie eines fluchtenden Rohrbtindels in Anlehnung an [CGO02]

horizontalen Rohrabstand des Rohrbiindels s, (Querteilung), dem vertikalen Rohrabstand
s; (Langsteilung) und der Rauchgasgeschwindigkeit vg werden die dimensionslosen Tei-
lungsverhéltnisse a und b sowie die Stromungsgeschwindigkeit am engsten Querschnitt
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Umaz Derechnet

S S a
a=-2 b= = und vy

D D Ta—1"
Somit lautet die Reynoldszahl des Rauchgases an der Rohrreihe ¢ Re; = vg d,/v;.

G- (4.14)

Diese beeinflusst wesentlich den Druckverlustbeiwert ¢; und wird fiir die hier betrachtete

fluchtende Rohranordnung nach

—Re; + 1000>> (4.15)

2000

berechnet. Durch Messungen belegt sind in (4.15) nach [CGO02] fiir Reynolds-Zahlen von
1 bis 3 - 10° und fiir eine Rohrreihenanzahl Ny > 5 der laminare Druckverlustbeiwert

G =CQiferi+ (Cifori + Curi) (1 — exp <

falf
.= Jabf 4.16
G Re; (4.16)

wobei der laminare Anordnungsfaktor

2807 (6% = 0,6)" +0,75)
Jars = (4ab — ) alb

(4.17)

betragt. Weiterhin gilt fiir den laminaren Korrekturfaktor

0,57
- (o) () i
n
und fir den turbulenten Druckverlustbeiwert

fa t,f
Ci = — o1/ (4.19)
t Re?’l(b/“)

Der turbulente Anordnungsfaktor folgt zudem aus

04106
PP PP Gl )

(a _ O, 85)1,3 (420)
. 100-47(b/a—1,5) + (0’ 03 (a — 1) (b — 1)) )

der turbulente Korrekturfaktor aus

0,14
fori = (";V> . (4.21)

Der Druckverlustbeiwert ¢, ;; = (, (1/Ng — 1/10) mit ¢, = 1/a* wird in der Simulation
stets = 0 gesetzt, da Ny > 10.

Weiterhin wurde der Eintrittswasserdampfgehalt {p r = 0,75 sowie die Kiihlwasser-
eintrittstemperatur Txw e = 20 °C fiir die Simulation des Druckverlusts in Abhéngig-
keit der Rauchgaseintrittsgeschwindigkeit (s. Abbildung 4.13) fiir alle Kondensatordriicke
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Abbildung 4.13: Berechneter normierter Flachenbedarf und Druckverlust iiber der Rauch-
gaseintrittsgeschwindigkeit beim jeweiligen Kondensatordruck

(0,2; 1; 3 bar) konstant gehalten. Der Restdampfgehalt lag in allen Berechnungsféllen
bei {p 4 = 0,05 £ 0,01. Die Verldufe von Druckverlust und Flachenbedarf sind wegen
der zunehmenden Rauchgasgeschwindigkeit durch die durch den Druckverlust reduzier-
te Rauchgastemperatur begrenzt (Gesetz von Dalton!), wodurch der Zielrestdampfgehalt
nicht mehr erreicht werden konnte, da die Gradigkeit vorher gegen Null laufen wiirde.

Interessant ist hierbei, dass durch eine Steigerung der Rauchgasgeschwindigkeit die
Wérmetbertragungsfliche im Bereich von 0 bis 40 m/s zunéchst abnimmt, dann je-
doch wieder zunimmt. Das sich ergebende Minimum der Warmeiibertragungsfliche be-
ziiglich der Rauchgaseintrittsgeschwindigkeit beruht auf der Abnahme des Totaldrucks
und der damit einhergehenden Abnahme der Sattigungstemperatur des Rauchgases. Wie
aus (4.1) ersichtlich, gibt es neben der Warmetibertragungsflache zwei weitere Einfliisse
auf die iibertragene Warmeleistung: den Warmedurchgangskoeffizienten k£ und das trei-
bende Temperaturgefille AT. Das Minimum in der Warmetibertragungsflache ist folglich
auf AT zuriickzufiihren, da der Einfluss des abnehmenden treibenden Temperaturgefalles
zwischen Rauchgas und Kithlmedium ab der Grenzgeschwindigkeit starker wiegt als die
Zunahme des Warmedurchgangs durch die Erhéhung der Rauchgasgeschwindigkeit.

Soll nun das Minimum des Flachenbedarfs erreicht werden, miissten bei einem Kon-
densatordruck von 0,2 bar ca. 4 %, bei 1 bar ca. 25 % und bei 3 bar bereits rund 38
% an Druckverlust, bezogen auf den Totaldruck im Kondensator, akzeptiert werden. In
Anbetracht der nicht unerheblichen Nettowirkungsgradverluste von bis zu 1,5 %-Punkten

48



4.7 Diskussion der Berechnungsergebnisse

(Bsp. CES Prozess mit 3 bar) erscheint dies jedoch schnell kontraproduktiv. Fir eine
kostenoptimale Auslegung der Warmetibertragungsfliche unter Einbeziehung des Prozess-
Nettowirkungsgrads ist folglich eine sehr genaue Kenntnis des Warme- und Stoffiibergangs
in Abhéngigkeit der Rauchgasgeschwindigkeit vonnoten. Des Weiteren spielt die Qualitat
der Prozesssimulation eine wichtige Rolle.

Damit die Totaldruckverluste weniger als 5 % des Kondensatorsdrucks betragen, muss
die Rauchgaseintrittsgeschwindigkeit v g bei Werten kleiner 15-18 m/s gewahlt werden
(s. Abbildung 4.13).

4.7.6 Kiihlwassereintrittstemperatur

Die Kiihlwassereintrittstemperatur Ty, g ist die Temperatur des Kiithlwassers bei Eintritt
in den Rauchgaskondensator. Beim S-Graz Cycle ist diese ein freier Parameter welcher
iiber die Riickkiithlung (z.B. Nasskiihlturm) eingeregelt wird. Beim CES-Prozess hat die
Riickkiihlung iiber die Unterkiihlung im Niederdruckkreis hingegen nur einen indirek-
ten Einfluss auf die Eintrittstemperatur und wird daher fiir diesen Prozess nicht weiter

untersucht. Die Temperaturbandbreite fiir die Untersuchungen beim S-Graz Cycle liegt

42,7 8
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g ®
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Abbildung 4.14: Nettowirkungsgrad und Restdampfgehalt tiber der Kiihlwassereintritt-
stemperatur am Beispiel des S-Graz Cycle (Kiihlzonenbreitexx 10 °C,
px = 0,2 bar, A = konst.)

zwischen 12-25 °C, was der typischen Bandbreite bei konventionellen Riickkiihlern (z.B.
indirekte Flusswasserkiihlung, indirekter Trockenkiihlturm, indirekter und direkter Nass-
kithlturm, usw.) in unseren Breitengraden entspricht.

Nach (4.10) und (4.6) ist diese proportional zum Restdampfgehalt (s. Abbildung 4.6)

49



Kapitel 4 Ermittlung der Kondensatorparameter

sowie zum kleinsten erreichbaren Kondensatordruck (s. Abbildung 4.6) und hat damit
einen indirekten Einfluss auf den Nettowirkungsgrad (s. Abbildungen 4.9 und 4.11).

Bleiben Kondensatordruck und -flaiche bei sinkender Kiihlwassereintrittstemperatur
konstant, reagiert folglich der Restdampfgehalt als verbleibende freie Variable. Das Ergeb-
nis spiegelt Abbildung 4.14 wieder. Darin fiihrt eine geringere Tk g zu einem geringeren
Restdampfgehalt und infolge dessen zu einem héheren Nettowirkungsgrad des Prozes-
ses. Dies macht einmal mehr deutlich, wie wichtig die einzelnen, den Restdampfgehalt
beeinflussenden Parameter sind.

Abgesehen davon ergibt sich hieraus auch die interessante Frage, um wie viel der Net-
towirkungsgrad abfallen wiirde wenn die Kiihlwassereintrittstemperatur aufgrund &uflerer
Bedingungen der Riickkiihlung von 12 auf 25 °C anstiege. Die Beantwortung dieser und
weiterer Fragen ermoglichen die Ergebnisse des nachfolgenden Kapitels.

4.7.7 Kennfeld- und Sensitivitatsanalyse

Das Ergebnis der Kennfeldanalyse ist ein funktionaler Zusammenhang zwischen allen in-
teressierenden Parametern und dem entsprechenden Kennwert eines Systems. In unserem
Fall ist der interessierende Kennwert der Nettowirkungsgrad, die Einflussparameter sind
hingegen die Kondensatorbetriebsparameter der beiden untersuchten Oxyfuel-Prozesse.
Der Vorteil der Kennfeldanalyse ist hierbei vor allem in der einfachen Anwendung und
dem geringeren Aufwand im Vergleich zur Simulation zu sehen.

Die Sensitivitatsanalyse, die mit oben geschaffenem Werkzeug erstellt wird, ist zudem
ein weiteres wichtiges Instrument im Entwicklungsprozess, da sie wichtige Entscheidungen
iiber Priorisierung sowie Einsatz von Personal, Zeit und Finanzmitteln beeinflusst. Beides
zusammen bildet auch in dieser Arbeit den Ausgangspunkt fiir die Entwicklung eines
geeigneten Kondensatorkonzepts, welches die besonderen Anforderungen von Oxyfuel-
Prozessen beriicksichtigt.

Fiir die Berechnung des Kennfelds wird auf eine einfache lineare Regression zuriick ge-
griffen, wie sie z.B. von RADE in [RW97] beschrieben wird. Grundlage hierfiir sind die
Ergebnisse der vorangegangenen Untersuchungen aus Kapitel 4.7.2 bis 4.7.6. Zunéchst gilt
es nun, die unabhangigen Parameter des Systems herauszufiltern, was entweder durch eine
aufwendige teilmathematische Analyse ("Homing-in-Technik“ nach SHAININ, vgl. [Noa87])
oder, wenn moglich, iiber die Analyse der beschreibenden Gleichungen erfolgen kann. In
unserem Fall ist die zweite Alternative die bessere, da sich mit den Gleichungen (4.9) und
(4.10) ein direkter funktionaler Zusammenhang zwischen Gradigkeit AT, Kithlwasser-
eintrittstemperatur Txw g und Restdampfgehalt {p 4 herstellen lasst, welcher Gradigkeit
und Kiihlwassereintrittstemperatur als Parameter in der Regressionsanalyse iiberfliissig
macht. Somit lasst sich der Nettowirkungsgrad folgendermafien angeben

n=f(px,Apc,€p,a), (4.22)
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wobei die Regressionsgerade in linearer Form spezifiziert wird
y = by + byxy + bowo + b3rs + w. (4.23)

bo ist hierbei der Mittelwert aller dafiir herangezogenen, berechneten Nettowirkungsgrade,
die Koeffizienten b; bis b3 beschreiben dagegen den Einfluss der gewéhlten Kondensator-
parameter, wobei fir xy, x5 und x3 € [—1,1] gilt. Der Koeffizient u stellt den Fehler der
Regression dar. Die Normierungsregel fiir den Ubergang vom einheitenbehafteten Kon-
densatorparameter X nach x lautet
X = (XuaszXain) = X i,

( XQ—Xm) : (4.24)

2

Tr =

Die Intervalle [X,in; Ximaz] werden hierbei fir jeden Oxyfuel-Prozess definiert und be-
finden sich in Tabelle 4.6, wahrend Tabelle 4.7 die Ergebnisse der Regressionsanalyse fiir

(4.23) aufzeigt. Zur Bewertung der Qualitit des Regressionspolynoms wird das Bestimmt-

Tabelle 4.6: Kondensatorparameterintervalle der Regressionsanalyse (Giiltigkeitsbereich)

Prozess X Xomin  Xmae Einheit
DK 1 3 bar]

CES Prozess Apg 0 33 (%]
Ep.A 0 10 Ma.-%)|

[
[
[
DK 0,2 1,0  [bar]
[
[

S-Graz Cycle Apg 0 33 (%"
Ep.A 0 30 Ma.-%]
. Bezogen auf px
heitsmafl o
2= Xy - Zi)z (4.25)
> (i — )

herangezogen. Hierbei ist y; der Wert des Nettowirkungsgrads an der Stelle z; des Para-
meters X, y das Regressionspolynom durch die berechneten Punkte und 5 der Mittelwert
der berechneten Nettowirkungsgrade y;. Das Bestimmtheitsmafl ist demnach ein Maf fiir
die Qualitit des berechneten Polynoms. Ist 2 = 1 gilt y = ;, fiir die Falle 2 — 0
geht der funktionale Zusammenhang zwischen dem Nettowirkungsgrad aus der Simula-
tion und dem Regressionspolynom gegen Null. Die Abweichung u zwischen Regressions-
und Simulationsergebnis beziiglich des berechneten Nettowirkungsgrads liegt mit den in
Tabelle 4.7 und 4.6 angegebenen Koeffizienten bzw. Intervallen fiir den S-Graz Cycle bei
u € [—2,6;2,9] % und fiir den CES Prozess bei u € [—1,9;1, 8] %.

Fir die abschliefende Analyse wird die Sensitivitéit eines Kondensatorbetriebsparame-
ters folgendermaflen definiert

AX

S:Tn,

(4.26)
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Tabelle 4.7: Koeffizienten der Regressionsgeraden fiir das Nettowirkungsgradkennfeld

Koeffizient S-Graz Cycle CES Cycle
bo 38,4975 28,375
by -2,5525 0,2225
by -0,22 -0,5425
bs -0,133867188 -0,5775
r? 0,855 0,995

wobei X fiir einen Parameter aus Tabelle 4.2 steht. Aufgrund der eher linearen Zusam-

menhénge beim Nettowirkungsgrad n = f (X) kann s = konst. angenommen werden,

was zudem durch die Werte von 7?2 in Tabelle 4.8 relativ gut bestétigt wird. Mit Hilfe

Tabelle 4.8: Sensitivitat s beziiglich der Kondensatorparameter aus Tabelle 4.2

Prozess X s Einheit r?2  untersuchter Einheit
Bereich

S-Graz  prE -0,15  [bar/%-Pkt] 0,9887 0,2-1,0 [bar]
Ape” -71 [mbar/%-Pkt]  0,9959 0-66 [mbar]
AT -132 [°C/%-Pkt] 0,9209 0,1-26,6 [°C]
Epa” -11,2 [Mas.-%/%-Pkt] 0,9993 5,1-30,5 [Mas.-%]
Txwre" -38,5 [°C/%-Pkt] 0,9709 11-25  [°C]

CES™  pxr  -0,33 [bar/%-Pkt] 0,9793 1,0-3,5 [bar]
Aps™ -2500 [mbar/%-Pkt]  0,9983 0-1000  [mbar]
ATe,™ -66,7 [°C/%-Pkt] 0,8896 0,6-71,2 [°C]
Eoa”" =81 [Mas-%/%-Pkt] 0,9977 0,4-12,5 [Mas.-%]

" bei p.p = 0,2 bar

= Tkw,E ist ein bedingter Parameter, deshalb nicht untersucht

o bei PK.E = 3 bar

von Tabelle 4.8 kann schliellich die Frage des letzten Absatzes aus Kapitel 4.7.6 beant-
wortet werden. Hierfiir muss jedoch zunéchst der neue Kondensatordruck px bei einer

Erhohung der Kiithlwassereintrittstemperatur von z.B. 18 auf 25 °C berechnet werden.

Bei gleicher Gradigkeit und gleichem Restdampfgehalt ergibt sich mit Hilfe der Was-

serdampftafel und (4.9) eine Erhohung des Kondensatordrucks von 0,2 auf 0,31 bar. Die

Berechnung des Nettowirkungsgrads mittels der Regression ergibt fiir den Ausgangspunkt

n(0,2;0;5,5) = 41,6 und liegt mit -2 % Abweichung zum Simulationswert innerhalb der

genannten Genauigkeit der Regression. Fiir den neuen Kondensatordruck ergibt sich ein
Nettowirkungsgrad von 7 (0,31;0;5,5) = 40,9, d.h. ein Verlust von 0,7 %-Punkten.
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4.7 Diskussion der Berechnungsergebnisse

Eine weitere Frage die sich in diesem Zusammenhang stellt ist, wie sich die Nebel-
bildung auf den Nettowirkungsgrad auswirken wiirde. Nachdem KAUFMANN [Kau99] in
seinen Messungen bis zu 20 Massen-% des Kondensats als Nebel vorliegen sah, wiirde un-
ser Szenario den Restdampfgehalt von 5 auf 35 Massen-% erhohen. Dies liegt auflerhalb
des Giiltigkeitsbereiches, weshalb von einer Erhohung auf 30 Massen-% ausgegangen wird.
Als Effekt lasst sich festhalten, dass der Nettowirkungsgrad des S-Graz Cycles dadurch
von 7 (0,2;0;5,5) = 41,6 auf (0,2;0;30) = 41,1, d.h. um 0,5 %-Punkte sinkt. Im Falle
des CES Prozesses wiirde die Nebelbildung den Nettowirkungsgrad von 7 (3;0;5) = 29, 2,
auch bei einem Anstieg auf nur 10 Massen-%, um tiber einen halben Prozentpunkt auf
7 (3;0;10) = 28,6 senken. Zwar wiirde der Nebel durch seine Verdunstung wie eine in-
terne Zwischenkiihlung im Verdichter wirken, wéire aber aufgrund des zusétzlichen Mas-
senstroms schon bei der nichsten Stufe ein Nachteil. Als Fazit bleibt somit, dass die Ne-
belbildung im Sinne eines optimalen Wirkungsgrads kurativ oder praventiv angegangen

werden muss.

4.7.8 Kondensatorparameter

Aus den Erkenntnissen von Kapitel 3 und 4 lassen sich die fiir die Messungen zum Warme-
und Stoffiibergang (Kapitel 5) und die Kondensationskonzeptstudie (Kapitel 6) notwen-

digen Kondensatorparameter sowie deren sinnvolle Bereiche zusammenfassen.

Tabelle 4.9: Kondensatorparameter und -bereiche nach Prioritat geordnet

Prioritat X  Bereich Einheit Kapitel

1 &p 0,05-0,8 [ke/kg] 4.7.3,4.7.1
2 &y 003 [kg/kg] 4.7.7,3.14
3 pr 0235 [ba] 472
4 e 2-18 [m/s]  4.75

Die Optima beziiglich des Prozesswirkungsgrads werden bei geringen Restdampfge-
halten und Kondensatordriicken, geringsten Nebelanteilen und moderaten Stromungsge-
schwindigkeiten bei Kondensatoreintritt von kleiner 15-18 m/s des 1. Kondensators er-
reicht. Dies gilt grundsétzlich auch fiir die weiteren 3 oder mehr Kondensationsstufen,
jedoch sollten deren Kondensatordriicke jeweils ein Kompromiss aus Verdichter- und an-
schlieend rekuperierbarer Warmeleistung sein.
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Kapitel 5

Messungen zum Warme- und
Stoffiibergang

In diesem Kapitel werden Versuchsstand, Messtechnik, Auswertungsmethodik, Messunsi-
cherheitsanalyse und Messergebnisse der Warmestrommessungen erlautert. Die Messun-
gen fanden an einer in Kiihler-Kondensatoren haufig verwendeten Warmetauschergeome-
trie, dem waagerechten, queriiberstromten Rohr, statt. Zweck der Warmestrommessungen
ist es, fur Inertgasgehalte bis iiber 90 Massen-%, eine Validierungsbasis fiir den Warme-
und Stoffiibergang (s. Kapitel 3.1.1) an der Zweiphasengrenzschicht bei der Kondensation
von Dampf aus Dampf-Inertgas-Gemischen zu schaffen.

5.1 Anforderungen an den Versuchsaufbau

Die Messstrecke der Versuchsapparatur soll ein moglichst realitdtsnahes Abbild des War-
meiibertragerteilstiicks eines Oxyfuel-Kondensators darstellen und dabei so flexibel ein-
stellbar sein, dass die Bedingungen von Kondensatorein- bis -austritt abgebildet und ver-
messen werden konnen. Den Berechnungen von Kapitel 4 zufolge liegen die interessanten
Parameterbereiche! (s. Tabelle 4.9) fiir

1. den Dampfgehalt £p bei etwa 5-80 Massen-%),
2. den Kondensatordruck pg bei 0,2-3,5 bar und

3. fur die Stromungsgeschwindigkeit v bei etwa 2-18 m/s.

5.2 Wahl des Messkonzepts

Folgendes Beispiel verdeutlicht, weshalb es sich lohnt sich iiber die Methode einer Messauf-
gabe intensiv Gedanken zu machen. Es soll mit Hilfe eines Feststoffs oder einer Fliissigkeit

eine Temperatur gemessen werden. Wahrend der Feststoff sich aufgrund der Erwarmung

'Messungen zur Nebelbildung finden sich in Kapitel 6.
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5.2 Wahl des Messkonzepts

in drei Raumrichtungen ausdehnt, kann die Fliissigkeit iiber eine Form auf eine Raumrich-
tung begrenzt werden. Bei gleicher Volumenénderung fithrt dies bei entsprechend kleiner
Querschnittsfliche des Fliissigkeitsbehaltnisses zu einer vielfach gréfieren messbaren An-
derung. Verwendet man als Ausgangsbasis z.B. einen Wiirfel mit Kantenlédnge a, ergibt
sich Ahpuessig = 30aFpest + 2Aa%.,; + 5Aa%,,, d.h. die Anderung der Fliissigkeitssiu-
le ist mindestens dreimal und im Falle a = Aa sogar siebenmal so groff wie Aapes.
So einleuchtend obiges Beispiel ist, so wichtig ist das Prinzip auf abstrahierter Ebene:
die gesuchte Grofle wird bestenfalls mit dem sensibelsten Mechanismus im physikalisch-
mathematischen System gemessen.

Zur Messung der zentralen Grofle im Warme- und Stofftransportsystem, d.h. der tiber-
tragenen Warmestromdichte ¢, lassen sich vier wesentliche Messkonzepte aufstellen, die
im Folgenden kurz dargestellt und verglichen werden (vgl. hierzu Abbildung 3.5):

1. Temperaturmessungen in der Gasphase und der a&uleren Rohrwandoberfliche [MRD89)
liefern iiber ¢ = kAT die tibertragene Wéarmestromdichte ( Gasphase- Wand-Methode)

2. Messung von Temperatur- und Konzentrationsverlauf iiber der Zweiphasengrenz-
schicht [Chr08], die iiber g = 1ip konaAhy /A = Bape In(7=225) Ahy /A (vgl. (3.10))
und die Lewisbeziehung (3.16) ebenfalls zur iibertragenen Warmestromdichte ¢ =

¢ + ¢y fuhren (Konzentrations-Methode)

3. Temperaturmessungen iiber der Rohrwand [WVO06] liefern iiber ¢ = Ag/(r, In(f*))AT
die Warmestromdichte ( Wand- Wand-Methode)

4. Temperatur- und Geschwindigkeitsmessungen im Kithlmedium [LR84] liefern tber
¢ = Q/A = 1hc,AT/A die iibertragene Warmestromdichte (Kihlwasser-Methode)

Als Vergleichskriterium wird die Messsensitivitét

z
SM —
AZmin

(5.1)

in Abhéngigkeit von ¢ herangezogen. Dabei ist z der Wert des wichtigsten, gemessenen Pa-
rameters und Az,,;, die kleinste sicher erfassbare Anderung des Parameters. Im Falle der
Temperaturmessung wurde Az,,;, = 1 °C gewéhlt, fiir die Konzentrationsmessung mittels
der Ramanspektroskopie wurde Az,,;, dagegen so gesetzt, dass die von KARL [Kar97] an-
gegebene, kleinste Messunsicherheit fiir den kombinierten Warme- und Stoffiibergang von

5 % eingehalten werden konnte. Letzteres gilt laut KARL nur fiir den Bereich von 100-300

w
m2K’

% auf. Der spezifische Warmestrom in Abbildung 5.1 ist nach der Filmtheorie (s. Kapitel

in den tbrigen Bereichen weisen die Messwerte eine Messunsicherheit von bis zu 40

3.1.1) berechnet und gilt fiir den Fall der Partialkondensation an einem quer iiberstrom-
ten Kiihlrohr mit einem Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch. Die Parameter der Berech-
nung entstammen den Betriebsparametern eines S-Graz Cycle Oxyfuel-Kondensators mit
prx = 0,2 bar, {p p = 0,75 und p 4 = 0,05 (s. Kapitel 4).
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Kapitel 5 Messungen zum Warme- und Stoffiibergang
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Abbildung 5.1: Messsensitivitdt s;; in Abhédngigkeit von Wandwéarmestromdichte und
Messmethode (Berechnungen nach der Filmtheorie)

Die Gasphase- Wand-Methode erreicht iiberragend hohe Werte fiir s);, hat aber den
Nachteil, dass die darin enthaltene Temperatur der Zweiphasengrenzschicht (s. Abbildung
3.5) gemessen oder sinnvoll geschéitzt werden muss. Des Weiteren sind fiir die Berechnung
der Nusselt-Zahlen zusatzliche Zustandsdaten des Stromungs-, Druck- und Temperatur-
feldes erforderlich, die in Abbildung 5.1 nicht beriicksichtigt wurden. Der Charme dieser
Methode ist allgemein eher theoretischer Natur, da die praktische Umsetzung gerade im
Falle der erzwungenen Konvektion mit Phasenwandlung eine messtechnische Herausforde-
rung fiir die Bestimmung von Wéarme- und Stoffiibertragung darstellt. Fiir die Validierung

vorhandener Berechnungstheorien ist dieser Aufwand jedoch nicht zielfihrend.

Der besondere Reiz der Methode der Konzentrationsmessung liegt sowohl in der Mes-
sung der Grenzschichtprofile zur Bestimmung des Warme- und Stoffiibergangs als auch
in der direkten Bestimmung des Nebelanteils und der -tropfchengroBe (vgl. [Chr08]).
Mit Hilfe ramanspektroskopischer Messungen kann zudem die Filmtemperatur aus der
temperaturabhéngigen Form des Emissionsbands des Kondensats berechnet werden (s.
[LCHT79]). Laut KARL ist die Messunsicherheit des kombinierten Warmeiibergangs bei
Grenzschichtdicken ¢ < 2 mm allerdings sehr hoch. Die Grenzschichtdicken der an-
gestrebten Messung ergeben nach der Filmtheorie (s. Abbildung 3.2) Werte von § =
caDap/Np Kond I (M) (vgl. [BSLOT7]), d.h. § = [1;2,2] mm, weshalb auch diese Me-

l_PYD,oo

thode den Aufwand nicht gerecht wird.

Mit nur einem zu messenden Parameter und einer iiber weite Teile sehr guten Messsen-
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5.3 Aufbau und Funktion der Versuchsanlage

sitivitat hebt sich die Wand-Wand-Methode positiv von den beiden vorigen ab und wird
deshalb zur Messmethode erster Wahl. Aufgrund ihres einfachen Aufbaus nicht weniger
interessant, aber mit einer deutlich geringeren Messsensitivitit ausgestattet, erginzt die
Kiihlwasser-Methode als redundante Messtechnik das Messkonzept. Beide Methoden sind
durch

Qrw = MxwepxwATxw = givA = (45 + @) A, (5.2)
verbunden (s. Abbildung 3.5), sodass iiber die Gleichungen (3.8) und (3.10) ein funktio-
naler Bezug zu Nug und Shg hergestellt werden kann. Um die Wandwéarmestromdich-
te als Validierungsbasis verwenden zu kénnen miissen neben den Parametern ATW,Q/Z-,
AT kw g/a und gy fiir die Beschreibung der Messbedingungen jedoch zusétzlich vg,
Ta, pgW und pg gemessen werden.

5.3 Aufbau und Funktion der Versuchsanlage

Der isolierte Druckbehélter (10) der Versuchsanlage (s. Abbildung 5.2) sowie Teile der
Regel- und Steuereinheit wurden fir Messungen bereits von KARL [Kar97], GOLDBRUN-
NER [Gol03] und CHRIST [Chr08] verwendet. Um deren Versuchsapparatur fiir diese Arbeit
nutzen zu kénnen, wurde ein Stréomungskonzept mit interner Umwélzung ausgearbeitet,
in dessen Zentrum sich das querliegende, gekiihlte Rohr befindet. Basis des Stromungs-
konzepts ist ein mit Offnungen versehenes Impellerrohr (13), welches am oberen Deckel
des Druckbehélters koaxial befestigt ist. Darin befindet sich ein Impeller (15)2, der tiber
eine radial und axial gelagerte Welle mit einer luftbetriebenen Radialturbine (16) ver-
bunden ist. Die dafiir notwendige Antriebsluft entstammt einer Druckluftquelle (18) und
wird iiber eine Diise eingespeist. Um den Drallanteil des so beschleunigten Gasgemischs
im Impellerrohr auf ein Minimum zu reduzieren wurden ca. 5 cm hohe Leitbleche (14)
parallel zur Stromungsrichtung eingebaut.

Das Gasgemisch umstromt anschliefend von oben kommend die Messzone (6) und wird
dort abgekiihlt, wobei ein Teil des Wasserdampfs kondensiert. Der dabei anfallende latente
und fithlbare Warmestrom wird tiber das Kithlmedium abgefiihrt. Bei der nachfolgenden
Umkehrung der Gasgemisch-Stromung nach oben wird diese bis zur Erreichung des ther-
mischen Gleichgewichts wieder mit frischem Dampf aus dem Poolwasser (7) angereichert.
Verantwortlich hierfir sind zwei Regelgrolen: die Gasgemischtemperatur (21) und der
Druck (20) im Druckbehélter. Als Regelstrecke dafiir dienen zum Einen die Poolwasser-
heizung (8), die als Verdampferheizung fungiert, und zum Anderen der Druckminderer,
der den Gasvordruck der Inertgasspeicher (9) in Verbindung mit dem Abblasventil des
Absaugrohrs (17) auf Behélterdruck entspannt.

Um ein neues Gemisch einzustellen wird die Gasgemischtemperatur tiber die Poolhei-
zung entsprechend eingeregelt. Basis fiir die dafiir notwendige Berechnung sind das Gesetz

von Dalton (4.3) und das Gesetz der idealen Gasmischung. Nachfolgende Formel gilt fiir

2Hochsttemperatur im Dauerbetrieb laut Hersteller: 80 °C, kurzzeitig bis zu 100 °C.
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Kapitel 5 Messungen zum Warme- und Stoffiibergang
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Abbildung 5.2: Prinzipieller Aufbau der Versuchsanlage zur Messung von Wéarmestromen

bei der Partialkondensation von Wasserdampf-Inertgas-Gemischen, beste-
hend aus (1) Kithlwasserspeicher, (2) Kithlwasserpumpe, (3) Kithlwasser-
geschwindigkeitssensor, (4) regulierbare Kiithlwasserheizung, (5) Tempera-
tursensor, (6) Messrohr zur Wéarmestrommessung, (7) deonisiertes Wasser,
(8) temperaturgeregelte Poolheizung, (9) Inertgasspeicher, (10) isolierter
Druckbehalter, (11) Durchmischungszone, (12) Koaxialisolationsrohr, (13)
Impellerrohr, (14) Leitbleche, (15) Impeller, (16) Radialturbine, (17) Ab-
saugrohr, (18) Druckluftquelle, (19) Gasstrahlpumpe, (20) Drucksensor,
(21) Temperatursensor, (22) Geschwindigkeitssensoren
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5.3 Aufbau und Funktion der Versuchsanlage

den molaren Wasserdampfanteil eines Gasgemischs aus Wasserdampf und Kohlendioxid:
vp = pp /(PP +Ppco,). Um den Druck im Druckbehilter (20) konstant halten zu kénnen ist
eine Neueinstellung des Inertgasdrucks notwendig. Dies geschieht bei sinkender Dampf-
temperatur durch eine entsprechende Erhohung des Inertgasdrucks oder, im umgekehrten
Fall, durch das Offnen des Abblasventils im Absaugrohr (17). Die darauf folgende Gass-
trahlpumpe (19) wird zur Druckregulierung bei Messungen im Unterdruck bzw. fiir die
schnellere Fremdgasentfernung vor Beginn einer Messung eingesetzt.

Die Geschwindigkeitsmessung (22) erfolgt iiber ein Prandtl’sches Staurohr und ein Heif3-
filmanemometer. Die Prandtlsonde liefert die Druckdifferenz Apg zwischen Gesamtdruck
und kinetischem Druck. Diese und die aus Temperatur- (21) und Druckwert (20) berech-
nete Dichte pe = 3 p; = pi/& (vgl. [SM92]) fiihren tiber die Druckgleichung von Bernoulli
zur Stromungsgeschwindigkeit vg = 1/2Apg/pe im Impellerrohr (13). Die Prandtlsonde
wird tiber ein Schragrohrmanometer manuell ausgelesen und liefert deshalb nur punktu-
elle Messwerte. Das Heiflfilmanemometer ergéinzt diese mit zeitaufgelosten Messwerten,
womit die Konstanz der eingestellten Stromungsgeschwindigkeit kontrolliert wird.

Die vom Messrohr (6) aufgenommene Warme wird auf den Kiihlkreislauf tibertragen,
welcher wiederum durch die Kithlwasserpumpe (2) angetrieben wird. Die daraus resultie-
rende Erwarmung des Kiihlwasserspeichers (1) wiahrend einer Messung betragt im Mittel
0,14 °C/h. Damit sich das Kiihlwasser nur innerhalb der Messzone erwarmt, sind Zu-
und Ablauf der Messzone durch koaxial positionierte Isolationsrohre (12) weitestgehend
von auferen Einflilssen entkoppelt. Der Ablauf ist zusétzlich durch eine reflektierende
Wiérmeisolationsschicht bis auf Hohe der Temperaturmessstelle ummantelt.

Mit Hilfe der Temperaturmessung von Txw g und Tkxw 4 und der Stromungsgeschwin-
digkeitsmessung (3) wird der auf das Kiihlwasser tibertragene Wérmestrom ein zweites
Mal berechnet. Fiir eine moglichst flache, radiale Temperaturverteilung, die fiir eine fehler-
minimale Einpunkt-Messung notwendig ist, sorgen drei Turbulenzgitter in der Durchmi-
schungszone (11). Am Eintritt ist dies nicht notwendig, da es sich um eine voll ausgebildete
turbulente Stromung (Re > Rey) handelt, deren radiales Temperaturprofil ebenfalls voll
ausgebildet und somit relativ flach ist.

Die Messzone (6) besteht aus einem Edelstahlrohr mit einem AuBendurchmesser von
d, = 24 mm, einem Innendurchmesser von d; = 12 mm und einer Lange von [r = 89 mm
und ist zwischen den beiden Koaxialisolationsrohren (s. Abbildung 5.2) radial und axial
gelagert. Wegen der Korrosionsgefahr durch die Kohlensaurebildung wurde als Rohrma-
terial ein X5CrNil810 (1.4301) verwendet. In das Wéarmestrommessrohr sind sechs 0,5
mm starke Mantel-Thermoelemente vom Typ K je 1,0 mm tief in die Messrohroberflache
eingelotet. Die Verteilung und Position der Thermoelemente im Messrohr ist in Abbildung
5.4 zu sehen.
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Kapitel 5 Messungen zum Warme- und Stoffiibergang

5.4 Betriebsparameterbereich der Versuchsanlage

Die Versuchsanlage leistet in folgenden Betriebsparameterbereichen eine einwandfreie
Funktion:

e Druckbehilterdruck: Der Radialwellendichtring der Impellerantriebswelle (15)
wird bei hohen Drehzahlen und p, — 0,2 < pg < ps + 0,3 messbar durchlassig,
weshalb der Druckabfall gegentiber der Umgebung fiir eine zuverlassige Messung auf
PG € [Poo — 0,1; poo + 0, 1] bar eingeschrankt wird.

e Gasgeschwindigkeit: Die Obergrenze wird durch die Antriebsleistung der Radial-
turbine (16) vorgegeben, die Untergrenze durch die freie Konvektionsgeschwindigkeit
durch Kondensation. Aufgrund dessen wurde der Betriebsbereich der Gasgeschwin-
digkeit auf vg € [2;10] m/s festgelegt.

e Gemischzusammensetzung: Die Zusammensetzung von Wasserdampf und In-
ertgas (Kohlendioxid oder Stickstoff) wird nur durch die Temperaturbelastbarkeit
des faserverstiarkten Kunststoff-Impellers (15) auf 100 °C beschrénkt. Somit werden
unter Berticksichtigung des zulédssigen Druckbereichs und ohne Trockenlegung der
Anlage Dampfgehalte von &p € [0, 1; 1]% moglich.

Die festgelegten Betriebsbereiche sind bei allen Parametern kleiner als die in Kapitel
5.1 gestellten Anforderungen von pg € [0,2;3,5] bar bzw. vg € [2;18] m/s und &p €
[0,05;0,8] Z—?. Dies schrinkt den Validierungsbereich generell etwas ein, nicht aber das Ziel
der Validierung der Warme- und Stoffiibertragungstheorie an sich, da gerade bei Dampf-
gehalten von {p < 0,7 ein Mangel an Messdaten fiir die Validierung herrscht (s. Tabelle
3.3). Weiterhin nimmt fir viele Kiihler-Kondensatorbauformen die Strémungsgeschwin-
digkeit aufgrund der Kondensation stetig ab, womit die wichtigen Validierungsbereiche

fiir vg und &p zufriedenstellend abgedeckt werden.

5.5 Bestimmung der Messunsicherheit nach DIN 1319

Wiérme- und Stoffiibergénge lassen sich, anders als z.B. die Distanz zwischen zwei Punk-
ten, nicht direkt messen. Es bedarf vielmehr einer physikalisch-mathematischen Modell-
funktion der Form YV = f(X;, ..., X,,), i = 1,2,...,m (vgl. hierzu DIN 1319-3 Kapitel
6.1.2). Die m EingangsgroBen X; stellen hierbei die ,,wahren®, direkt oder indirekt mess-
baren, Modellparameter dar. In der Realitat sind diese jedoch aus den Daten zu schéatzen,
weshalb X; durch den Schéatzer z; abgebildet wird. Da einige MessgroBien X;, wie z.B.
die Temperatur Tx, in der Modellgleichung mehrmals vorkommen oder wiederum mit an-
deren Groflen (z.B. der Stromungsgeschwindigkeit vg) korrelieren konnen, kommt es zu
gegenseitigen Abhéangigkeiten. Somit sind jedoch auch die z; bzw. die Messunsicherheiten
u(z;) korreliert, was wiederum die Gesamtmessunsicherheit u(y) beeinflusst. Das nach
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5.5 Bestimmung der Messunsicherheit nach DIN 1319

dem Mathematiker CARL FRIEDRICH GAUSS benannte Gauf’sche Fehlerfortpflanzungs-
gesetz, das zur Berechnung der Messunsicherheiten in der Literatur oftmals verwendet

wird
uly) = J (giu(m))Q + (;{;u(@))Q - <§x‘iu(xn)>2, (5.3)

setzt allerdings Unabhéngigkeit der Messgrofien und ihrer Messunsicherheiten voraus. Au-
Berdem miissen die Messunsicherheiten u(x;) Fehler zufilliger Art sein. Beides wird bei

Warmestrommessungen jedoch nur teilweise erfiillt, weshalb es zur Beurteilung der Mes-

sunsicherheit in (5.3) einer Ergdnzung bedarf, die eventuellen Querkorrelationen Rechnung
tragt.

5.5.1 Grundlegende Zusammenhinge im Uberblick

Zur Bestimmung der Messunsicherheit greift diese Arbeit daher auf das Konzept der DIN
1319 , Grundlagen der Messtechnik® zuriick, das mogliche Korrelationen in den Fehlern
bei der Berechnung berticksichtigt. Die DIN 1319 wird seit 1942 herausgegeben und stellt
die deutsche Norm zum Thema Messtechnik dar. Die aktuelle Version basiert auf einem
dhnlichen Konzept wie der 1993 herausgegebene ISO/BIPM-Leitfaden , Guide to the Ex-
pression of Uncertainty in Measurement® (GUM), von dem es mit der DIN V ENV 13005
, Leitfaden zur Angabe der Unsicherheit beim Messen“ eine deutsche Vornorm gibt. Die
formale Basis dieses Konzepts ist in Abbildung 5.3 dargestellt.

Beste Schéatzung fur X;: — X —
Xikorr = X/‘ -K

x; =: Mittelwert
der Messung

XK = K= 2-u(x)ss
systematische h '
Abweichung aus f‘[

Kalibrierung

z.B. rechteckverteilt

. xK=-K

=

2. u(XI)ZUf

Dichtefunktion f

bester Schatzer fur xkorr
u(x;)?f ist empirische : _
Standardabw. von x; normalverteilt

Schétzer fiir u(x,)ss sind /

z.B. Herstellerangaben

MessgroBe X; |, x. X;— p firn — e

Abbildung 5.3: Zusammenhang zwischen Messwert und -abweichung nach DIN 1319-3
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Kapitel 5 Messungen zum Warme- und Stoffiibergang

In Abbildung 5.3 werden zuféllige und bekannte systematische Messabweichungen be-
riicksichtigt. Zufallige Messfehler haben die Eigenschaft, dass sie mit gleicher Haufigkeit
positive wie negative Abweichungen erzeugen. Systematische Messabweichungen hinge-
gen sind in Amplitude, Vorzeichen und Zeitpunkt ihres Auftretens teilweise bekannt und
immer reproduzierbar. Der verbleibende, nicht bekannte Anteil der systematischen Mess-
abweichung kann den zufélligen Messabweichungen zugerechnet werden, setzt aber eine
sorgfiltige Arbeitsweise und eine sehr gute Kenntnis iiber die Messung voraus. Nicht be-
riicksichtigt werden grobe Messabweichungen die z.B. durch Ubertragungsfehler des Be-
dieners entstehen. Diese miissen, sofern sie identifizierbar sind, beziiglich der Auswertung
auflen vor bleiben.

5.5.2 Vorgehensweise

Die DIN 1319-3 schlégt generell vier Schritte fiir die Messunsicherheitsbestimmung vor.
Jedoch zeigte sich in der Praxis, dass ein ganz wesentlicher, zusétzlicher Schritt vorange-

stellt werden sollte, womit sich folgende Abfolge festhalten lasst:

1. Sammeln der Kenntnisse iiber die Messung und die Eingangsgroflen. Diese
konnen Ergebnisse direkter Messungen, Erfahrungswerte, Werte aus Kalibrierschei-

nen, Herstellerangaben oder Literaturwerte sein.

2. Aufstellen der Modellgleichung, die die Messgrofie Y mit den Eingangsgrofien

X, in einen funktionalen Zusammenhang bringt.

3. Vorbereitung der gegebenen Messwerte und Daten fiir die Berechnung der

Schatzwerte z; und u(z;) unter Einbezug aller in 1. gesammelten Kenntnisse.

4. Berechnen des Messergebnisses und der Messunsicherheit mit den in 3.
aufbereiteten Daten.

5. Angabe des vollstiandigen Messergebnisses der Ergebnisgrofle y.

Nachfolgend werden die wichtigsten, zur Bearbeitung obiger Punkte notwendigen Basis-
gleichungen aufgestellt um die Schétzer des in der DIN 1319 aufgestellten Konzepts zu
berechnen.

5.5.3 Abschdtzung des Messwertes

Die in Kapitel 5.5.1 angesprochene symmetrische Haufigkeit der zufalligen Messabwei-
chungen der z; wird iiber eine Standardnormalverteilung f(u, o) erfasst. Der Erwartungs-
wert p wird hierbei aus dem arithmetischen Mittel der Grundgesamtheit der Messpunkte
v;i; (J € (1,...,n)) geschétzt und gilt deshalb auch als Abschétzung fir die Eingangsgroie
Xi

1.
— Z Vi 5, (54)
nj:l /

62



5.5 Bestimmung der Messunsicherheit nach DIN 1319

wobei fiir Anzahl der Messpunkte n — oo gilt, dass 7; = . Der so geschatzte Messwert
x; ist das unberichtigte Messergebnis der Untersuchung.

5.5.4 Abschatzung einer Messabweichung

Die Messabweichung u(z;) einer Grofie z; setzt sich im Allgemeinen aus einem zufélligen
und einem unbekannten, systematischen Anteil zusammen (s. Abbildung 5.3). Die zuféllige

Messabweichung u(z;)**/ wird mit der empirischen Standardabweichung s

zu — 1 = —\2
w(z)™ = s (7) = J n(n—l); (vi; — 07 (5.5)
berechnet. D.h., je groBer die Anzahl der Messpunkte v; ;, bzw. je grofier n, desto kleiner
die zufillige Messabweichung u(x;)*%/.

Die systematische Messabweichung unterteilt sich nach DIN 1319-1 in einen bekann-
ten und einen unbekannten Anteil. Der bekannte Anteil wird iiber zX erfasst und, wie
aus Abbildung 5.3 ersichtlich, dem Schétzer z; zugerechnet. Er entspricht der negativen
Korrektion K;

o =K, (5.6)

womit die unberichtigte Grofle x; mit

ahorr — gy — K (5.7)

)

berichtigt wird. Sollte die systematische Messabweichung iiber eine Messung hinweg nicht

konstant sein und in den Grenzen a und b variieren, so gilt

b
oK = “; . (5.8)

Der tatséichlich unbekannte Anteil wird der systematischen Messunsicherheit u(zX) =
u(z;)®° zugeschrieben, wobei die DIN 1319 verschiedene Ansétze zur Berechnung dersel-

ben vorschlagt. Einer der gebrauchlichsten ist hierbei
b—a

Nk
der sich aus der empirischen Varianz s? einer Rechteckverteilung mit der Dichtefunktion

f(x) = 7% herleiten lisst (s. DIN 1319).
Der zufillige u(z;)*"/ sowie der systematische Anteil u(z;)** der Messunsicherheit der

u(z;)™* = (5.9)

Messgrofle x; werden ungeachtet der zugrunde liegenden Verteilungen schliefllich mit fol-

gendem Ansatz zusammengefasst:

;) = (ulas) #00)2 + (ula;)ve)2, (5.10)

d.h. die kombinierte bzw. gesamte Messunsicherheit von x; wird jeweils von dem gréfieren

Anteil dominiert. Im Betrag ist u(z;) jedoch immer kleiner als die Summe der beiden
Messunsicherheiten.
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Wie bereits erwéahnt kann es zu Abhéngigkeiten zwischen den Eingangsgrofien X; (i =
1,...,m) kommen, sodass auch die Messunsicherheiten u(z;) korreliert sind. Gemeinsame

Komponenten der Unsicherheiten werden daher mittels der Kovarianz

Z v j — ;) (Vg — T), (5.11)

]:

w(zy, o) = 1

sy

berechnet, wobei ¢ # kund i,k =1,....m

5.5.5 Volistandiges Messergebnis

Der Aufwand fiir die Berechnung des vollstandigen Messergebnisses hédngt wesentlich von
der Korrelation der Eingangsgrofien X; ab. Nach DIN 1319-4 gelten Eingangsgrofien als

unkorreliert, wenn:

1. sie nicht gemeinsam, sondern in verschiedenen, unabhéngigen Versuchen gemessen

wurden

2. sie Ergebnisgrofien unterschiedlicher, fritherer Auswertungen sind, die nicht gemein-

sam durchgefithrt wurden
3. fir den Korrelationskoeffizient r gilt: r ~ 0
4. die Messunsicherheit der Eingangsgrofie vernachlassigt werden kann
5. keinerlei Information iiber eine Korrelation vorliegt.

Die Beriicksichtigung der Korrelation in den Eingangsgrofien kann daher sowohl zu einer
Vergroflerung als auch zu einer Verkleinerung der berechneten, gesamten Messunsicherheit
u(y) fithren. Treffen 1., 2., 4. und 5. nicht zu, muss der Korrelationskoeffizient

(i, xy)
u(z;)u(w)

zur Priifung der Korrelation zweier Schétzer x; und x; berechnet werden. Die Kovarianz

r(zi, xp) = (5.12)

der Mittelwerte in (5.12) berechnet sich nach (5.11), die im Falle von mehr als zwei
Messgroflen mit der Kovarianzmatrix

w(ry, 1) ... u(wy, k)
u(w;, xp) = : : (5.13)

w(zy,xy) .. u(wg,xk)

berechnet wird. Die Messabweichungen u(z;) und u(xy) im Nenner von (5.12) werden
nach (5.5), (5.9) und (5.10) berechnet. Als Ergebnis ergibt sich der Korrelationskoeffizient
r € [—1;1] welcher im Falle perfekter Korrelation » = +1 einen linearen Zusammenhang
mit positiver respektive negativer Steigung zwischen den beiden Schéatzern angibt. Ist
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r = 0 gibt es zwischen den beiden Schatzern keine Korrelation. Fiir die Messabweichung

von y = f(x1,...,x,) folgt unter Berticksichtigung der Korrelationen der x;
"of Of
u(y) = igl o Tku(%,xk)

= m( f) U(fé’i)2+2ni i o/ ifu(‘rhxk)’ (5.14)

1=1 k=i+1

analog zum unkorrelierten Fall in (5.3). Ein sehr eleganter Weg zur Berechnung von (5.14)

kann tiber die Jacobimatrix der Modellfunktion J; = (%, cee %’;) eingeschlagen werden
u(y)? = Jyu(z;, o) J . (5.15)

Wurzelziehen ergibt die gesuchte Grofle u(y) = y/u(y)?, womit das vollstandige Messer-
gebnis als
Y =y +u(y) (5.16)

angegeben werden kann. Zertifizierungs- und Priifstellen wie die Physikalisch-Technische
Bundesanstalt (PTB) oder der Deutsche Kalibrierdienst (DKD) verwenden oftmals eine
um den Faktor k erweiterte Messunsicherheit Y = y + U(y) mit U = ku(y) und k € [2; 3]
bzw. eine auf dem Vertrauens- oder Konfidenzintervall beruhende Angabe von Y mit
Y =y =+ tu(y), wobei t = t(n) die t-Verteilung (Student-Faktor) ist (s. z.B. [AVHe91]).

5.6 Bestimmung der systematischen Messunsicherheit
der Messstrecke

Basis fiir die Bestimmung des iibertragenen Wérmestroms in obigem Versuchsstand sind
die Messdaten aus der in Kapitel 5.2 beschriebenen Kiihlwasser- und der Wand- Wand-
Methode. Analog zu den Ausfithrungen des vorherigen Abschnitts werden in diesem Teil
der Arbeit die systematischen Messunsicherheiten der Messstrecke bestimmt. Die Heran-
gehensweise sowie die Ergebnisangabe sind weitestgehend an die DIN 1319 [Ne95] und die
Richtlinien des Deutschen Kalibrierdienstes [DK00] und [DK98] angelehnt.

5.6.1 Temperaturmessung

Bei den am Versuchsstand eingesetzten Temperatursensoren handelt es sich (bei (5) und
(6) zusétzlich jeweils chargengleich) um Mantel-Thermoelemente vom Typ K, Klasse 1
nach DIN EN 60584-1 mit den Durchmessern 0,5 mm und 1 mm. Der Mantel besteht
aus nicht rostendem NiCrl5Fe (Inconel) und wird durch MgO oder AlyOs von den bei-
den Thermodréhten (NiCr-Ni) isoliert. Die nach DIN EN 60584-2 sogenannte ,,maximale
Grenzabweichung” dieser Thermoelemente betréagt fiir den Bereich von -40 °C bis 375 °C
weniger als u(7)** = +1,5 °C.
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Hinzu kommen zu dieser Grenzabweichung noch Temperaturabweichungen durch War-
meleitung im Sensor, Temperaturabhéngigkeit des Isolationswiderstands des Mantels, die
Thermospannungsinderung aufgrund von Verformung sowie der Einfluss von Ausgleichs-
leitung und Referenzstellentemperatur. Folglich kann die Bestimmung der Gesamtgrenz-
abweichung bzw. des systematischen Fehlers nur mit der kompletten Messkette durch-
gefithrt werden. Zu dieser gehoren Mantelthermoelement, Ausgleichsleitung, Datenerfas-
sungstechnik und Signalverarbeitung. Durch eine geschickte Planung kann jedoch insbe-
sondere der Einfluss der Warmeleitung deutlich minimiert werden. Dabei spielen Einbau-
lage (moglichst isotherm!) und Eintauchtiefe des Thermoelements eine bedeutende Rolle
(vgl. [K1a00], [Nau07] [DK98] und Anhang B.3). Abbildung 5.4 zeigt den Einbau einiger
Thermoelemente.

Abbildung 5.4: Einbaumethode der Thermoelemente fiir (5) und (6)

Da die Thermospannung eines Thermoelements vom Typ K zwischen 0 °C und 100 °C
annahernd linear verlauft (vgl. DIN 584), ist die Fixpunktkalibrierung mit zwei Vergleich-
stemperaturen sowohl notwendig als auch hinreichend. Die Vergleichstemperaturen sind
Eis- und Siedepunkt von Wasser, welche bei bekanntem Druck dem thermischen Gleichge-
wichtspunkt entsprechende Temperaturen besitzen. Mit Hilfe der Kalibrierfunktion wird
der Wert der Messung z; korrigiert. Nachfolgend (s. Tabelle 5.1) sind die Ergebnisse der
Kalibrierung zusammengefasst. Diese sind Basis fiir die Kalibrierfunktionen zur Korrektur
der Messwerte: 25" = z; — K; (s. (5.7)).

Die restlichen Thermoelemente mussten nach der Kalibrierung an ihrem Messort ein-
gelotet werden, weshalb bei diesen auf die Korrektur iiber der bekannten, systemati-
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Tabelle 5.1: Ergebnisse der Thermoelementkalibrierung (5) (70 Messpunkte)

Thermoel. x; [°C] Tyy [°C] AT [°C]  wu(z;)* [°C] —K; [°C]

Trw.k 98,031° 98,262 0,180 0,020
Txw.r -0,034 0,01 0,034 0,016 +40,0014T); + 0, 0444
Trw.a 98,114 98,262 0,148 0,031
Trw A 0,007 0,01  -0,007 0,011  +0,0015Ty; + 0,0026

" Einfluss der Wiérmeleitung im Thermoelement: AT = 0,255 °C

schen Messunsicherheit durch Kalibrierfunktionen verzichtet wird. Alternativ werden die
Messdaten eines Anfahrvorganges nach einem 48-stiindigen Stillstand der Anlage fiir
einen Vergleich herangezogen um folgende Annahmen treffen zu kénnen: K; = 0 und
u(z;)®™* = (a + b)/2, wobei a und b aus dem Vergleich heraus festzulegende Grenzen
sind. Da die Messwerte von (5) (deren Kalibrierfunktionen ja bekannt sind) darin ein-
bezogen waren, kann aus deren korrigiertem Messwert T]"“(‘””M}”E 4 = Tvg = 18,849 °C
(W(Trw,p/a)™ = 0,010 °C), dem Mittelwert aller anderen 100 Messwerte von (6), (8)
und (21) und den entsprechenden Messunsicherheiten sowohl relativ als auch absolut eine
gesicherte Annahme gebildet werden (s. Tabelle 5.2).

Tabelle 5.2: Vergleich der Temperaturmesswerte der Thermoelemente (6), (8) und (21)
mit den korrigierten Messwerten der Kiihlwasserthermoelemente (5) (je 10

Messpunkte)
Messort u(z;)™ °C] x; [°C] AT = Tyy — x; [°C]
Messrohr (6) 0,007 18,836 -0,013
Gasatmosphére (21) 0,011 18,875 0,026
Poolheizung (8) 0,015 18,850 -0,001

Aus den Daten von Tabelle 5.1 und 5.2 wird folgende Annahme abgeleitet: u(x;)*¥* <
“TH’ = 0,2 °C (Rechteckverteilung). Die Erweiterung der Giltigkeit dieser Annahme bis
in die Grenzen des Messbereichs nachfolgender Messungen wird in Kapitel 5.7.3 bestétigt.

5.6.2 Massenstrommessung

Basis fiir die Berechnung des Kiihlwassermassenstroms ist folgende Gleichung;:

ew = prwVrwA = prew View (5.17)

Die Stromungsgeschwindigkeit vy wird tiber einen Fliigelradsensor gemessen, dessen

Drehfrequenz ist proportional zum Volumenstrom View = view A. Dieser lasst sich sehr

genau tiber die Wagung Viw = ﬁ;’:}% kalibrieren. Unter der Voraussetzung, dass pxw
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konstant ist, kann dieser Ansatz mit pxy erweitert werden um gy = A’Z% zu erhalten.

Diese Grofle kann dann direkt fiir die entsprechende Kiihlwasserdichte kalibriert werden
(s. Abbildung 5.5).

0,02
Galtig far pgw = 998,14 kg/m?

Apyy m< 10,1] kg/m3

0,0175 -

Kiihlwassermassenstrom [kg/s]

0,015 -
0,0125
My = 0,1274Ug,q, - 0,2859
0,01 ‘ ‘ ‘
2,33 2,35 2,37 2,39

Spannung [V]
Abbildung 5.5: Kalibrierfunktion des Fliigelradsensors

Die Kiihlwasserdichte pxy wird mit Hilfe der Temperatur- und Druckmessung (Be-
rechnung tiber Wasserdampftafel) des Kiithlwassers bestimmt und kontrolliert. Die Tem-
peraturmessung entspricht Tk, g, die Druckmessung ist hingegen eine Funktion in Ab-
hangigkeit von vk und po. Da die Kiihlwasserleitung ca. 800 mm nach der Messzone
entliftet wird, kann pxw aus dem Druckverlust zwischen Fliugelradsensor (3) und Ent-
liftung, Apgw und po, bestimmt werden: pxw = Apxw + pso- Da sich die Dichte des
Kiihlwassers bei konstanter Temperatur T, g selbst bei Druckanderungen von 150 mbar
um weniger als |0, 008| kg/m? verindert - im Ergebnis entspricht dies einer Anderung von
mgw = |1,5-1077| kg/s - ist diese Vorgehensweise ausreichend genau.

Die zufillig Messabweichung u(z;)**/ des Kiihlwassermassenstroms Y = iy aus der
ermittelten Kalibriergeraden gy = 0,1274 - Ugepsor — 0, 2859 (s. Abbildung 5.5) betragt
iiber alle z;(mgw) (12600 Messwerte) maximal u(rigw )** = 0, 000192—9.

5.6.3 Messung der Gasgeschwindigkeit

Die Stromungsgeschwindigkeit v (22) vor dem Messrohr im Impellerrohr (13) wird auf
zweierlei Arten gemessen. Zum Einen iiber ein Prandtl’sches Staurohr, zum Anderen iiber

ein Hitzedrahtanemometer.
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Das Prandtl’sche Staurohr (s. Abbildung 5.6) wird mit einem schrégliegenden U-Rohr-
manometer ausgelesen. Durch die Schraglage kann die Messunsicherheit deutlich verbes-
sert werden, da die Ableseliange [ eine Funktion des Schragstellwinkels v ist (s. Abbil-
dung 5.7). Die vertikale Hohendifferenz im U-Rohr entsteht durch die Druckdifferenz aus

a) Vorderansicht auf Impellerrohr
(13)

b) Draufsicht auf Impellerrohr:
Prandtlsonde *, HeiBfilm-
anemometer ** (22) und
Leitblechpaket (14) im
Impellerkanal (13)

c) Radialturbine (16) zum Antrieb
des Impellers (15)

Abbildung 5.6: Anordnung des Prandtl’schen Staurohrs und des Heilfilmanemometers im
Impellerrohr

Ruhedruck py und statischem Druck pg,; des Prandtl’schen Staurohrs. Sie ist nach der
Bernoulli-Energiegleichung fiir eine stationdre Stromung entlang eines Stromfadens eine
Funktion der Gasgeschwindigkeit

[2pL9Ah 2
Vg = pl;q : konst. = pGZUG + Pstat + pagh, (518)
G

wobei der hydrodynamische Druck in der Gasphase vernachlassigt wird.

Ein Berechnungsbeispiel zur Darstellung der verbesserten Genauigkeit durch das Schrag-
rohrmanometer: Luft mit vg = 10 m/s, T¢ = 20 °C, pg = 1 bar und Wasser als U-
Rohrfliissigkeit = mit (5.18) Ah = 6,07 mm. Fir v = 90° = L = Ah ergibe sich bei
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|

Abbildung 5.7: Abhéngigkeit der Ableselédnge [ vom Liegewinkel v des U-Rohrmanometers

einem Ablesefehler von 0,5 mm eine Geschwindigkeit von 10 4 0,42 m/s. Bei v = 22°
= L = 16,2 mm verbessert sich das vollstandige Messergebnis hingegen auf 10 4+ 0, 16
m/s, was eine Reduzierung der systematischen Messunsicherheit um knapp 62 % bedeu-
tet! Fiir die Messungen wird fiir das Prandtl’sche Staurohr eine systematische Messun-
sicherheit durch Ableseungenauigkeit von u(Ah)%° = “T*b = 0,5 mm (rechteckverteilt)
angenommen.

Das Heififilmanemometer (s. Abbildung 5.6, Bild b), mit ** gekennzeichnet) besteht
aus einem, auf einer 1,5 mm breiten und 5 mm langen Platine fixierten, 0,01 mm star-
ken Platindraht. Dieser wird durch Anlegen eines konstanten Stroms I = 0,5 A beheizt
und je nach Stromungsgeschwindigkeit vom Wasserdampf-Inertgas-Gemisch unterschied-
lich stark abgekiihlt. Da der Ohmsche Widerstand temperaturabhéngig ist, andert sich
auch die Anschlussspannung entsprechend. Das Heififilmanemometer dient zur qualitati-
ven Beurteilung des Geschwindigkeitsverlaufes wahrend der Messung, weshalb auf eine

Kalibrierung verzichtet werden kann.

5.7 Berechnung des Warmestroms und der
Messabweichung aus den Messdaten

Basis fiir die Berechnung des Warmestroms ¢(pg, vg, {p) sind gemittelte Messwerte der
Temperatur-, Druck- oder Geschwindigkeitsmessungen, die im Durchschnitt aus 103 Ein-
zelmessungen (At = 3 s) gebildet werden. In den nachfolgenden beiden Abschnitten wird
die Berechnung des Warmestroms nach der Kihlwasser- bzw. der Wand-Wand-Methode
erlautert, anschlieBend werden diese (s. auch Kapitel 5.2) miteinander verglichen.

5.7.1 Kiihlwasser-Methode

Die relativ einfach aufgebaute Kihlwasser-Methode basiert auf dem vom Kiihlwasser auf-

genommenen Warmestrom

Qrw = mrwCpxw (Tkwa — Tkwr) (5.19)
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wofiir die gemittelten Messwerte von TKW’E, TKW 4 und Mgy eingesetzt werden. Die

nicht direkt zu messende spezifische Warmekapazitat ¢, gy wird mit Hilfe der Wasser-

TKW,A+TKW,E

5 und dem berechneten

dampftafel aus der mittleren Kiihlwassertemperatur
Kiihlwasserdruck pgw (s. Kapitel 5.6.2) berechnet.
Die Messunsicherheit von u(Qrw) = f (cp.xw,m, T, Ta) kw berechnet sich nach Ka-

pitel 5.5 aus der positiven Quadratwurzel von

u(QKW)2 = ( 0Qrw ) u(TKW,E)2 + ( OQrw ) u(TKW,A)2

ITxw,e OTkw,.A
: 2 : 2
0Qxw : 2 OQkw 2
+ <3mKW> u(mgw)” + <an,KW u(cp rw)
OQrw 0Qxw 0Qrw OQxw :
+2 u(T T +2 : u(T ,m
DTrew s OThwa (Trkw.e, Tkw,a) DT s Iz (Trw.e, MEw)
o8 o8 ,
49 IQrw QKWU(TKW,A,mKW). (5.20)

OTrw 4 OMview

Die EingangsgroBe c, xw besitzt per Definition keinen Korrelationsanteil, da es sich da-
bei um einen Tabellenwert handelt. Sie unterliegt nach WAGNER et al. [Wag00] einer
Rechteckverteilung mit den Grenzen a = 0,1 % und b = 0,1 %. Die systematischen Mes-
sunsicherheiten in Gleichung (5.20) sind aus Kapitel 5.6 abzuleiten. Die Ergebnisse von
u(Qrw) werden fiir die Validierung der Wirmestrommessmethode (s. Kapitel 5.7.3) beno-
tigt und sind in Abbildung C.4 jenen der nachfolgend vorgestellten Wand- Wand-Methode
gegentiber gestellt.

5.7.2 Wand-Wand-Methode

Die Berechnung des Warmestroms aus der Wand-Wand-Methode beruht auf dem Fouri-
er’'schen Warmeleitungsgesetz

ATy, (5.21)

wobei [ die Messrohrldnge und Ar der Wéarmeleitkoeffizient der Rohrwand ist. r, und 7;
stellen jeweils den Radius bis zu den dufleren respektive inneren Thermoelementen in der
Rohrwand dar und ATy misst die Temperaturdifferenz zwischen den gemittelten Tem-
peraturen der inneren und dufleren Rohrwandoberflache (s. Abbildung 5.4 ,Querschnitt
(6)).

Fir die Mittelung der Oberflachentemperaturen Ty, und Ty, des Messrohres wird
angenommen, dass diese bei ¢ = 90° jenen bei ¢ = 270° entsprechen. Die Giltigkeit
dieser Annahme kann mit Messungen von MICHAEL et al. [MRD89] bestétigt werden, die
ebenfalls ein senkrecht, von oben angestromtes, querliegendes Rohr fiir die Warmestrom-
messungen verwenden. Die dadurch, jeweils die &uleren und inneren Wandoberfliche zur
Verfligung stehenden, vier Temperaturen werden mittels einer Splineinterpolation tiber
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62 -

Oberfldchentemperatur Ty, , [ °C]

<+«———p von 0°-360° ——>»
60 T T T T T T T T
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900

Virtueller Umfangswinkel fiir die Berechnung des Splines []

\ & Messung M Gespiegelt —Splineinterpolation\

Abbildung 5.8: Berechnung des Oberflichentemperaturprofils des Messrohrs tiber einer
Splineinterpolation

den Winkel ¢ zu einem Oberflachentemperaturprofil verbunden (s. Abbildung 5.8). Da-
mit diese Interpolationsfunktion speziell in den Wendepunkten (‘95—;‘/)/ = 0 exakt auf den
Messpunkten liegt, wird der Interpolationsbereich um je 270° vor und nach dem Intervall
¢ = [0;360]° ausgedehnt. Der so berechnete Verlauf wird anschliefend tiber den Um-
fangswinkel ¢ von 0°-360° fiir Tyy; und Ty, arithmetisch gemittelt. AnschlieBend kann
die mittlere Wandoberflichentemperaturdifferenz ATy, = Ty, — Ty, berechnet werden.
Die Warmeleitfahigkeit des Messrohrmaterials wird mittels einer Approximation be-
rechnet
w
K’
die mit den temperaturabhéngigen Werten fiir X5CrNil1810 aus [IDW90] fir den Bereich
von [—73;127] °C (Abweichung von den Messwerten aus IDW90]: [—0,02; 0] =) erstellt
wurde. Gleichung (5.22) weicht von den Werten aus dem VDI Wérmeatlas [CG02] im
Intervall von 7" = [20;100] °C um [—0,2;0, 1] 2% ab. Die Ubereinstimmung mit dem von
BLACKWELL et al. [BGDE0O] mit hohem Aufwand bestimmten Wert von A = 14,5740, 6
% bei 31 °C ist ebenfalls sehr hoch, weshalb (5.22) als auf einer breiten Basis abgesichert

angesehen wird.

Ar (Tw) = (T-107°Ty, — 4-107°T}, +0,0211 Ty + 14, 358) (5.22)

Die mittlere Wandtemperatur Ty in (5.22) berechnet sich aus dem arithmetischen
Mittel der durchschnittlichen Oberflichentemperaturen Ty, und Ty ;. Wegen des stark
linearen Verhaltens von (5.22) in Temperaturintervallen von ATy, < 30 °C fithrt dies zu ei-
ner sehr guten Ubereinstimmung mit dem integralen Mittel zwischen Ty, = f(T1, Ty, T3)
und Ty = f(Ty, Ts, Ts).
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5.7 Berechnung des Wirmestroms und der Messabweichung aus den Messdaten

Die Radien werden fiir die Berechnung des Wérmestroms in Gleichung (5.21) mit
r; = 6,5+£0,25 mm und r, = 11,5 £ 0,25 mm abgeschétzt. Die Verteilung dieser Ab-
schéitzung ist aufgrund der Gleichwahrscheinlichkeit der Position des Thermoelements im
angegebenen Intervall eine Rechteckverteilung.

Die Messunsicherheit der Messrohrlénge u(Lg) = 0,05 mm ist im Vergleich zu den
anderen Messunsicherheiten in u(Qr) = f(Lg, Tt, Ty, T3, Ty, Ts, T, 74, 7;) vernachlissigbar
klein und wird deshalb nicht beriicksichtigt. Die Warmeleitfdhigkeit ist wiederum eine
Funktion der Rohrwandtemperaturen 77, ..., Ty, weshalb sich die Messunsicherheit u(Q R)
nach Kapitel 5.5 aus der positiven Quadratwurzel von (5.23) berechnet:

u(Qr) = @%) u(Ty)? + @%) u(Ty)? + (%%‘f) u(T)? + (%%) u(Ty)?

aQR ? 2 aQR ? 2 8QR ’ 2 aQR ? 2
+<8T5> u(l5)” + 0T u(Ts)” + or; u(ri)” + or, u(ra)
OQr 0Qr OQr 0Qr OQr 0Qr
o1y 0715 o1, 013 o1y, 0T,
23QR 0Qr 0QrI0Qr 0Qr I0Qr
o1, 0T o1, 0Ty 0Ty 0T;
0Qr 0Qr 0QrI0Qr 0Qr 3QRU(T )
oT, T, Ty OTs or, o1, 2 7°
0Qr 0Qr 0QrI0Qr 0Qr 0Qr
o1 0Ty JoT; OTs 0T5 0T
0Qr O0Qr 0Qr0Qr

0Qr OQr
oT, 0T; oT, 0Tg JT5 0Tg

+2

U<T1, TQ) + 2

U(Tl, Tg) + 2

U(Tl, T4)

U(Tl, T5) —+ 2

U(Tl, T()) + 2

U(TQ, Ts)

+2

U(Tg, T4) + 2

U(TQ, T5) + 2

+2

U,(Tg, T4) + 2 U(Tg, T5) + 2 U(Tg, TG)

+2 U,(T4, T5) + 2 U(T4, TG) + 2 U(T57 TG) (523)
Die GréBenordnung von u(Qp) lisst sich z.B. der Gegeniiberstellung von Rechnung und
Messung des Wandwérmestroms ¢y in Abbildung 5.10 entnehmen. Wie auch die Ergeb-
nisse von u(Qx W) sind diese essenticller Bestandteil der Validierung der Wéarmestrom-

messmethode des néchsten Kapitels.

5.7.3 Validierung der Warmestrommessung

Sind die ErgebnisgréBen Y (Qxw) und Y (Qg) aus der Kiihlwasser-Methode (s. Kapitel
5.7.1) bzw. der Wand- Wand-Methode (s. Kapitel 5.7.2) fehlerfrei, so muss geméfl den Glei-
chungen fiur den Kiithlwasser- (5.19) und den Wandwérmestrom (5.21), deren Gleichheit
sich aus (3.7) ergibt, fir alle Parameterkonstellationen gelten, dass

0=Y(Qxw) — Y (Qr). (5.24)

Fiir den Fall einer Messung gilt (5.24) als hinreichend erfiillt, wenn

AV — (2 (U(QKW) + U(QR))) B (2 ’Y(QKW) - Y(QR)‘) >0,

Y(QKW) +Y(Qr) Y(QKW) i Y(QR) (5.25)
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Kapitel 5 Messungen zum Warme- und Stoffiibergang

da eine Messung stets eine gewisse Abweichung vom “wahren* Wert besitzt.

Die GréBen Y (Qgw) und Y (Qgr) sind Ergebnisse der mit iiberpriiften Messmitteln (s.
Kapitel 5.7) erstellten, verifizierten Gleichungen (5.19) bzw. (5.21), weshalb auch alle
Ergebnisgrofien, bzw. die beiden Messmethoden, als verifiziert gelten miissen wenn (5.25)
iiber alle Messpunkte einer gemeinsamen Messung erfiillt ist.

Basis der Validierung ist eine Messreihe mit Gasgeschwindigkeiten von vg = [2,0;7, 5]

kg

 und Dampfgehalten von {p = [0, 1;1] %y it einem Wasserdampf-Stickstoff-Gemisch

bei ca. pe = 1,02. Wertet man die Ergebnisse dieser Messung fir AY " in (5.25) aus,

0,18
0,16 -
0,14 - * . ¢
0,12 .

0,1 .

0,08 +

AY*[]
.
.
.
.
.

0,06 -
0,04 |
0,02 - M4

O T T T
0 5 10 15 20 25 30

Messpunkt [-]

Abbildung 5.9: Validierungsergebnis des gewahlten Messkonzepts aus der Wand- Wand-
und Kihlwasser-Methode (Berechnungsbasis s. Anhang C.2)

ergibt sich Abbildung 5.9 (Messunsicherheit nach DIN 1319). Darin zeigt sich, dass (5.25)
fiir alle Messpunkte erfiillt wird, weshalb das Messkonzept als hinreichend verifiziert gilt.
Bemerkenswerterweise wiirde bereits ein ,, Temperaturfehler von -0,25 °C in ATy im
Falle des kleinsten Wandwarmestroms dazu fithren, dass die Wand- Wand-Methode wegen

*

AY" = —0,029 nicht fiir alle Messpunkte verifiziert werden kénnte.

5.8 Validierung der Warme- und Stoffiibergangstheorie

Die mit dem Versuchsstand aus Kapitel 5.3 erzeugten Wéarmestrom-Messdaten fiir HoO /C'O,-
und H30/N,-Gemische mit Dampfanteilen von 0,1 < &5 < 1 und Stromungsgeschwin-
digkeiten von 27 < vg < 107 bei Driicken von pg = 1,047 £ 0,056 bar bzw. pg =
1,032 + 0,025 bar werden im Folgenden fiir die Validierung der
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5.8 Validierung der Wéarme- und Stoftiibergangstheorie

e Filmtheorie (s. Tabelle 3.1 und in Anlehnung an [CGO02]), der
e Korrekturgleichungen nach Nozu et al. (s. Tabelle 3.2) und der
o Korrekturgleichungen nach Rose (s. Tabelle 3.2)

herangezogen. Abbildung 5.10 zeigt, dass alle Theorien im Vergleich zur Messung deut-
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Abbildung 5.10: Vergleich von gemessenem, spezifischen Wandwéarmestrom gy »s mit dem
aus der Theorie berechneten, spezifischen Wandwarmestrom gy, fir
H;0 /N, und beispielhaft dargestellter Messunsicherheit nach DIN 1319

lich iiber - 20 % nach unten streuen. Lediglich fiir hohe Warmestromdichten gilt dies
nicht. Das bedeutet, dass die Berechnung des iibertragenen Warmestroms einer solchen
Geometrie zu deutlich kleineren Werten fiihrt als die Messung es zeigen wiirde. Infolge
dessen werden die Warmetibertragungsflachen fiir den Fall eines HoO/N,-Gemisches stets
grofler als notwendig ausgelegt. Am Besten schneidet hier noch der Ansatz von Nozu
et al. [NOIH92] ab, der auf einer von ROSE [Ros80] entwickelten Gleichung basiert. Die
Filmtheorie liegt im Bereich von 8 % bis 40 % bei etwa -45 % unterhalb der Messung,
dieser Abstand reduziert sich aber oberhalb dieses Bereichs bis auf weniger als -25 % und
streut hier im Gegensatz zu den beiden anderen nicht noch einmal deutlich nach unten.
Wie sich dies bei einem HyO/COy-Gemisch verhilt zeigt Abbildung 5.11. Qualitativ er-
geben sich hier ahnliche Verlaufe der drei Warme- und Stoffiibertragungstheorien wie fiir
das Hy0O/N,-Gemisch, allerdings differieren Messung und Berechnung fir abnehmenden
Dampfgehalt (¢y wird kleiner) weniger stark. Um die Ursache hierfiir zu finden werden
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Abbildung 5.11: Vergleich von gemessenem, spezifischen Wandwérmestrom gy, 3y mit dem
aus der Theorie berechneten, spezifischen Wandwarmestrom ¢y, fir
H>0/CO4 und beispielhaft dargestellter Messunsicherheit nach DIN 1319

die beiden Messungen zunéchst miteinander verglichen, dann werden einzelne Stoffande-
rungen untersucht.

Voraussetzung fir den Vergleich der beiden Messreihen fir HoO/CO, und HyO/ Ny ist
jedoch, dass die Messpunkte der H,O/COs- und Hy0/Ny-Gemische im Dampfgehalt und
in der Stromungsgeschwindigkeit tibereinstimmen. Die maximale Differenz zwischen den
beiden Messungen beziiglich des Dampfgehalts betrigt Alp = (£p) my0/n, — (D) H20/00, =
—0,00140, 012 und die der Stréomungsgeschwindigkeit Avg = (va) m,0/n5, — (Va) Hy0/c0, =
0,00 + 0,29 m/s, womit die oben angefithrte Anforderung ausreichend erfillt wird.

Ein direkter Vergleich der gemessenen, spezifischen Wéarmestrome von H,O/COy und
H>;0O/N; in Abbildung 5.12 visualisiert die fiir HoO/COy-Gemische starker abnehmende
Wirmestromdichte bei Dampfgehalten unter {p < 0,5 (Abnahme bis zu -44 %).

Die Bewertung im Anhang C.1 deutet darauf hin, dass die Warme- und Stoffiibertra-
gungstheorie insbesondere die Stoff- und Kondensationseigenschaften des Wasserdampf-
Kohlendioxid-Gemischs nur unzureichend berticksichtigt: in Abbildung 5.12 koénnen die
sich rechts befindenden Auswertungen zu Prandtl- und Schmidt-Zahl nur etwa 24 %-
Punkte der bis zu 44 %-igen Abweichung zwischen der H,O/COs- und H50/Ny-Messung
erklaren. Folglich gibt es noch eine weitere Ursache fiir die unterschiedlichen Warmestrom-
dichten. Es liegt nahe diese in der vergleichsweise hohen Loslichkeit des Kohlendioxids im
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5.8 Validierung der Wéarme- und Stoftiibergangstheorie
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Abbildung 5.12: Vergleich der gemessenen Warmestromdichten mit aus der Messung be-
rechneten Prandtl- und Schmidt-Zahlen von H,O/COy und HsO/N,
(Messunsicherheit nach DIN 1319)

Kondensat zu suchen, wodurch sich nach Kapitel 3.1.5 der Diffusionsstrom ngco, um

h’C’OQ,abso = YCO3,abso * nK

DCOs 0,2 qi
= 1 . 5.26
Hboxjk)< +99,8) Ahy - Mo (5.26)

reduziert. Die Integration von (5.26) in die Warme- und Stoffiibertragungstheorien und
deren Validierung ist jedoch Aufgabe fiir weitere Forschungen.

Grundsétzlich kann fiir die Berechnung der Kondensation von Wasserdampf in Anwe-
senheit von Kohlendioxid das Berechnungsmodell von Nozu et al. (s. Tabelle 3.2) sowie
jenes der Filmtheorie (s. Tabelle 3.1 und [CG02]) empfohlen werden. Nach Abbildung
5.11 weichen die berechneten Warmestromdichten der Filmtheorie fiir 0,4 < &p < 0,9
im Mittel um —18 & 11 %-Punkte und fir 0,1 < &p < 0,4 im Mittel um —12 4 25
%-Punkte von der Messung ab. Mit einer etwas grofleren Abweichung folgt die Berech-
nungsmethode nach NOzU et al.. Hier betrigt die Abweichung von Theorie und Messung
im Bereich 0,4 < ¢{p < 0,9 der H,O/COs-Messung im Mittel —20 £+ 11 %-Punkte und
fir 0,1 < &p < 0,4 im Mittel 8 £ 30 %-Punkte.
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Kapitel 6

Kondensationskonzept

Der Stand von Wissenschaft und Technik aus Kapitel 3 bildet die Basis fiir die Aufstellung
eines moglichst effizienten Kondensationskonzepts. Die Anforderungen an ein derartiges
Konzept finden sich in Kapitel 3.3.3. Um das entwickelte Kondensationskonzept zu priifen
wurde im Rahmen dieser Forschungsarbeit ein entsprechendes Modell im Labormafstab
aufgebaut. Ziele der Untersuchungen an diesem Modell sind die Quantifizierung des Rest-
dampfgehalts, der Vergleich der Ergebnisse mit einem konventionellen Rohrbiindelkon-
densator und die qualitative sowie quantitative Beurteilung des Nebelanteils im Restgas
des Kondensators.

Die Validierung umfasst eine Klarung der Anforderungen und des Messkonzepts des
Labormodells. Weiterhin werden die Messunsicherheit nach DIN 1319 bestimmt und die
Berechnungsmethoden fiir die Ergebnisparameter erlautert. Schliellich werden die Er-
gebnisse der Untersuchung diskutiert, wobei diese Aufschluss dariiber geben inwieweit
das Kondensatrezirkulationskonzept gegeniiber einem reinen Rohrbiindelkonzept Verbes-
serungen hinsichtlich Restdampfgehalt, Nebelanteil usw. bewirkt.

6.1 Kondensationsmethode

Als Kondensationsmethoden stehen die direkte und indirekte Kondensation zur Verfii-
gung, wobei beide Techniken bei den verschiedenen Oxyfuel-Prozessen ihre Berechti-
gung haben. In Prozessen, in denen der Oxyfuel-Kondensator nur zur Abscheidung des
Kohlendioxids verwendet wird, wie z.B. beim Kohlekraftwerk mit Oxyfuel-Technologie
[KKH*06], hat die direkte Kondensation einige Vorteile: Durch den Wegfall zweier Wér-
mewiderstande ist der Warme- und Stoffiibergang hoher (s. Abbildung 3.5), es ist trotz
Rauchgaspartikeln kein Fouling auf Warmeitibertragungsflichen moglich, aulerdem gibt
es die Moglichkeit der zusatzlichen Rauchgasentschwefelung [Alt06]. Diese Vorteile lie-
Ben unter anderem auch bei der Oxyfuel-Pilotanlage am Standort ,,.Schwarze Pumpe® die
Direktkondensation zur Anwendung kommen.

Das in dieser Arbeit entwickelte Kondensationskonzept und die entsprechenden Mes-
sungen zum Warme- und Stoffiibergang beschranken sich jedoch auf die Oberflachen-
kondensation. Damit ist nicht nur einigen speziellen Oxyfuel-Prozessen gedient, in denen
Kiihl- und Dampfmedium nicht vermischt werden diirfen, sondern z.B. auch der Rauch-
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6.2 Kondensationskonzept fiir Oxyfuel-Prozesse

gaskondensation in Heizwerken oder Heizkraftwerken. Die dort frei werdende Kondensa-
tionswarme wird zur Vorwarmung des Riicklaufs aus dem Heiznetz tibertragen, wodurch
der thermische Wirkungsgrad des Prozesses verbessert werden kann. Durch eine Erhohung
des Dampfanteils im Rauchgas lasst sich dieser Nutzen noch weiter ausbauen. Ein sehr
innovatives und interessantes Konzept zur Dampfanreicherung und damit zur Nutzener-
hohung bei der Rauchgaskondensation wird z.B. von GADERER in [Gad08] vorgestellt.
Des Weiteren ist die Oberflichenkondensation bei verschiedenen industriellen Trennungs-
prozessen von Dampf-Inertgas-Gemischen der einzig sinnvolle verfahrenstechnische Weg
um gesetzliche Vorgaben hinsichtlich Abwasserreinheit, Kiithlmedienkosten, usw. verein-
baren zu konnen. Man denke nur an die kyrogene Verfliissigung des Kohlendioxids, wie
sie z.B. in [Alt06] vorgeschlagen wird.

6.2 Kondensationskonzept fiir Oxyfuel-Prozesse

Im Fokus der Kondensationskonzeptstudie liegen die beiden in Kapitel 4 betrachteten
Oxyfuel-Prozesse, d.h. der S-Graz Cycle und der CES Prozess, deren Kondensatorbe-
triebsparameter in Kapitel 4.7.8 zusammengefasst wurden. Diese ermoglichen in Verbin-
dung mit der Filmtheorie fiir die Berechnung des lokalen Warme- und Stoffiitbergangs (s.
Kapitel 3.1.1) die Darstellung des, fir die Beurteilung eines Konzepts notwendigen, Ver-
laufs von Kiihl- und Dampfmedientemperaturen tiber dquidistante Flacheneinheiten (s.
Abbildung 6.1). Abbildung 6.1 zeigt den Zusammenhang zwischen der Kiithlung und Kon-
densation des Gas-Dampf-Gemischs anhand der Verlaufe von Rauchgastemperatur und
des Dampfgehalts, weshalb man auch von Kiihler-Kondensatoren spricht. Daneben fallt
der Verlauf der treibenden Temperaturdifferenz AT = T —Tr auf, die bis etwa zur Halfte
der Kondensatorflache iiber der von KAUFMANN [Kau99] empfohlenen 20 °C-Grenze liegt.
Dort ist folglich eine Nebelbildung zum Abbau der Ubersittigung des Rauchgases sehr
wahrscheinlich. Somit ist nachvollziehbar, dass AT mit steigendem Kondensatordruck
und steigendem Warme- und Stoffiibergang noch weiter zunehmen wird. Hieraus folgt je-
doch unmittelbar, dass die Moglichkeiten der Einsparung von Warmetibertragungsflache
hinsichtlich der Nebelbildung mit einem Rohrbiindelkonzept ausgeschopft sind. Es stellt
sich daher die Frage, ob die Ubersittigung des Rauchgases dennoch unterbunden werden
kann?

Die in Kapitel 3.2.1 vorgestellten Konzepte und Patente verfolgen alle das Ziel einer Sat-
tigungsreduktion. Allerdings wird zur Einhaltung des Restdampfgehaltes die notwendige
Wirmeiibertragungsfliche meist erhéht werden miissen. Um eine Reduzierung der Uber-
sittigung bei, gegeniiber einer konventionellen Auslegung, nicht wesentlich vergrofierter
Warmetibertragungsfliche zu erreichen, wird folgendes Konzept vorgeschlagen.

Idee ist, das Kondensat eines indirekt arbeitenden Kondensators zu rezirkulieren und
in Tropfenform im Rauchgaseintritt zu verteilen um den Rauchgaswasserdampf teilweise
direkt zu kondensieren (s. Abbildung 6.2). Hiermit soll die Temperatur des Rauchgases so
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Temperatur und -differenz [°C]
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Abbildung 6.1: Temperaturprofile von Rauchgas, Kondensat sowie Differenz der beiden

iiber der Rohrreihe i. Daneben der Verlauf des Dampfgehalts. Berech-
net mit Berechnungsmodell (s. Abbildung 4.2) fir den S-Graz Cycle-
Kondensator im Bestpunkt bei px = 0,2 bar, Apx = 12 mbar und
ve.p =20 m/s.
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gesenkt werden, dass dieses bei Auftreffen auf das Rohrbiindel nicht mehr zur Ubersétti-
gung neigt. Moglich wird dies durch das, gegeniiber dem Rauchgas wesentlich kiihlerem,
Kondensat aus dem Kondensatsumpf (s. Abbildung 6.3). Damit eignet sich das rezirku-
lierte Kondensat aus dem Beispiel in Abbildung 6.1 mit Tx = 30,6 °C sehr gut zur
Direktkondensation eines Teils des Rauchgaswasserdampfs.

Rauchgas

rezirkuliertes E Kihlmedium

Konden
ondensat L] Inertgas

N
v
Kondensat

Abbildung 6.2: Das Kondensatrezirkulationskonzept fiir Oxyfuel-Kondensatoren

Dadurch kann die Temperaturdifferenz im Bereich der Rohrreihen 1-6 auflerdem deut-
lich unter 20 °C gesenkt werden, wodurch sich die Nebelbildungsneigung nach KAUFMANN
reduziert. Ohne die Rezirkulierung wére diese bis zu Rohrreihe 6 (s. Abbildung 6.1) iiber
dem von KAUFMANN empfohlenen Temperaturdifferenzlimit von AT < 20 K.

Durch die in den Rauchgaseintritt eingespritzten Kondensattropfen vergrolert sich die
Warmeiibertragungsflache um deren Oberflache. D.h. bei gleichbleibender Rohrbiindelo-
berfliche wiirde sich allein dadurch der Restwasserdampfgehalt weiter absenken lassen,
wodurch sich der Prozesswirkungsgrad weiter steigern liefle. Es ist klar, dass die Trop-
fentemperatur und infolge dessen auch die Kondensatsumpftemperatur durch die aufge-
nommene Kondensationswarme ansteigt. Hierdurch wiirde sich das Potential fiir Direkt-
kondensation durch die Verkleinerung der Temperaturdifferenz zwischen Rauchgas und
rezirkuliertem Kondensat wiederum reduzieren. In diesem Zusammenhang wird der Pa-

rameter .
MRez

€ =

(6.1)

MK Ges
eingefiihrt - die Rezirkulationsrate.

Um den Anstieg der Kondensationstemperatur abschéatzen zu kénnen wurde in IP-
SEpro ein zusétzliches Direktkondensationsmodul aufgebaut. Dieses ermoglicht in Ver-
bindung mit dem Rohrbiindelberechnungsmodul die Berechnung der Kondensatsumpf-,
bzw. der Rezirkulationstemperatur des Kondensats. Basis ist dabei eine abschnittsweise
Berechnung, bei der der Warme- und Stoffiibergang durch die Kondensation des Rauch-
gaswasserdampfs am Kondensattropfchen mittels der Korrelation von CELATA [CCDF91]

Toa—T
g eATlan

— =/1— —m2FoC, 6.2
75 Ts = VL= exp (-rFoC,) (62
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berechnet wird (150 < Re < 2000, Tropfchendurchmesser 4,5 mm), wobei

0,454
PKWCp KW Na

C.=0,21(7r|vg — vp, 6.3

( Ive = vr| ARW 77Kw+770> (6.3)

gilt. Der Einfluss der inerten Gase auf die Séattigungstemperatur T%5 wird durch (3.12)

und (3.7) berechnet. Fiir die Berechnung der Kondensatsumpftemperatur, welche eine

Mischtemperatur des anfallenden Kondensats aller Rohrreihen und des rezirkulierten Kon-

densats ist, wird angenommen, dass die rezirkulierten Kondensattropfen keinerlei Kontakt

zum Rohrbiindel haben. Sie kann deshalb fiir einen Kondensator mit ¢ Rohrreihen nach
MK gesCp i L 10 + € * T gesCp Rex LK Rex

TK,Rez = . . (64)
mK,gest,K +e€- mK,gest,Rez

berechnet werden. In den meisten Féllen andert sich der Wert der Warmekapazitat c, i
und ¢, ge. nur in der dritten Nachkommastelle, sodass

Tk+e-Tkr
Tk Re» = ke 6.5
,Rez 1 + € ( )
festgehalten werden kann.
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Abbildung 6.3: Kondensatrezirkulationstemperatur (ohne Riuckkiihlung) iiber der Rezir-

kulationsrate und Rauchgastemperatur iiber der Rohrreihe 1.

Wie die Abschatzung in Abbildung 6.3 deutlich macht, nimmt das Potenzial der Direkt-
kondensation mittels Kondensattropfen mit zunehmender Rezirkulationsrate ab. Dieser
negative Einfluss der Rezirkulation kann durch eine gezielte Tropfenkiihlung auf den ge-
kithlten Warmeiibertragungsflichen des Rohrbiindels reduziert oder gar umgekehrt wer-
den - eine Art HELLER-Verfahren (s. auch [For67]) zur Tropfenkiihlung.
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6.2 Kondensationskonzept fiir Oxyfuel-Prozesse

Ein weiterer Vorteil dieser gezielten Riickkiihlung des rezirkulierten Kondensats ergibt
sich aus dem Zusammenhang des temperaturabhéngigen Absorptionsverhaltens des Kon-
densats fur Gase wie z.B. Kohlendioxid und Schwefeldioxid (s. Kapitel 3.1.5). Je hoher
die Temperatur, desto geringer ist die Aufnahmekapazitat des Wassers fiir Gase durch
Absorption (pH-Wert steigt), womit die lokale Verdiinnung von saurem mit weniger sau-
rem Kondensat moglich wére. Wie Abbildung 6.4 zeigt, wéire durch die Verdiinnung eine
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)
.§ 4,4 - - 0,17 E
< 3 'T_
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Rohrreihe i [-]

Abbildung 6.4: Kohlendioxidpartialdruck direkt iiber der Phasengrenzschicht und des dar-
aus resultierenden pH-Werts des Kondensats iiber der Rohrreihe 1.

Anhebung des lokalen pH-Werts der letzten Rohrreihen um etwa 0,1 Punkte moglich.
Gleichzeitig wiirde aber der pH-Wert der ersten Rohrreihe um etwa 0,02 Punkte gesenkt
werden. Ob sich dieses Potenzial wirtschaftlich nutzbar machen lasst hingt generell von
der Toleranz der verwendeten Materialien ab, scheint aber aufgrund der engen pH-Wert-
Spanne eher gering zu sein. Vergleichbar zu [AJ05] und Patentnr. DE 102004061729 A1l
konnte dies aber mittels einer Nassentschwefelung und weiteren neutralisierenden, fliissi-
gen Medien in das rezirkulierte Kondensat erfolgen.

Ein sehr viel spannenderer Effekt der gezielten internen Riickkiihlung ergibt sich jedoch
aus der Nutzung der etwas hoheren Temperaturdifferenz fiir die Direktkondensation. Es
stellt sich hier die Frage, ob sich ein hoherer Anteil der Direktkondensation an der gesam-
ten Kondensation durch die direkte Kiithlung an der Rohrbiindeloberfliche negativ auf
die Kohlendioxidreinheit nach dem Kondensator auswirken wiirde. Zwar iibertragen die
auf die Rohroberflache auftreffenden Tropfen einen Impuls und erhéhen somit die Tur-
bulenz auf den getroffenen Rohren, gleichzeitig wéchst aber auch die Kondensatfilmdicke
durch den hoheren, umlaufenden Kondensatmassenstrom auf den Rohren, womit grund-
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sitzlich der Widerstand durch den Kondensatfilm wéchst. Die Erhohung der Turbulenz
gilt vor allem fiir die ersten Rohrreihen, wodurch die Filmtemperatur etwas sinken kénnte
(s. Abbildung 6.1). Fur die mittleren und letzten Rohrreihen géabe es insbesondere einen
erhohten Kondensatmassenstrom auf den Rohren. Die Kondensattemperatur der letzten
Rohrreihen liegt wegen der geringeren Kondensationsrate nur wenige Grad Celsius tiber
der Kiihlwassertemperatur, weshalb die Warmeleistung dieser Rohre durch die Riickkiih-
lung erhoht werden konnte. Folglich miisste die Riickkiihlung vor allem hier stattfinden.

Zusammenfassend lauten die interessanten, zu untersuchenden Fragestellungen zum

Kondensatrezirkulationskonzept:
e Wie ist der Einfluss von € auf den Restdampfgehalt?
e Kann die Nebelbildung durch dieses Konzept reduziert oder unterbunden werden?

e Welche Auswirkungen hat die Kondensatrezirkulation auf das Kiihlsystem wenn
dort gezielt rickgekiihlt wird?

Diese Fragen werden nachfolgend ausfiihrlich untersucht.

6.3 Anforderungen an den Versuchsaufbau

Der Versuchsaufbau stellt eine auf Labormafistab skalierte Abbildung des Kondensatre-
zirkulationskonzepts dar, die sowohl als reiner Rohrbiindelkondensator als auch als Roh-
biindelkondensator mit Kondensatrezirkulation betrieben werden kann. Ein Vergleich der

beiden Konzepte soll folgende Parameter untersuchen:
1. Restdampfgehalt im Restgas
2. Nebelanteil im Restgas

Der zu untersuchende Kondensatorparameterbereich ist grundsétzlich derselbe wie bei der
Messung von Wéarmestromen (s. Kapitel 5.1). Weiterhin soll der Kondensationsprozess

optisch zugénglich sein um z.B. die Nebelbildung beobachten zu koénnen.

6.4 Wahl des Messkonzepts

Analog zu Kapitel 5.2 werden nachfolgend mehrere Messkonzepte hinsichtlich ihrer Mess-
sensitivitat sp; im Sinne einer méglichst hohen Messqualitat und ihrer Umsetzbarkeit un-
ter den gegebenen Randbedingungen untersucht. Die zu messenden Groflien Restdampf-
und Nebelgehalt sind meist nicht direkt zu bestimmen, da sich beide auf den Gesamtmas-
senstrom im Bereich der Kondensatorentliiftung beziehen, wie (4.5) zeigt.

Die Anzahl der tauglichen Messkonzepte fiir diese beiden Groéfien wird durch die Quer-
empfindlichkeit vieler Messtechniken auf Wasserdampf oder kleinste Wassertropfchen stark
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eingeschrénkt. Unter der verbleibenden Auswahl sind fiir die Bestimmung des Restdampf-
gehalts £p 4 aus einer Messung folgende denkbar:

1. Direkte Messung der Gasbestandteile im Restgas mittels der Raman-Spektroskopie,
mit der sowohl Wasserdampf- als auch Nebelanteil bestimmt werden konnen. Deren
Eignung wurde von CHRIST [Chr08] nachgewiesen (,Laser“-Methode). Allerdings
stellte KAUFMANN [Kau99] fest, dass die Tauglichkeit optischer Messverfahren bei
Nebelanteilen von 5 Ma.-% der Kondensatmasse, bzw. {y 4 > 12 Ma.-% nicht mehr
gegeben war, weshalb diese Methode fiir die Nebelmessung in Anbetracht des Auf-
wands nicht zielfithrend sein kann.

2. Indirekte Messung des Restdampfgehalts durch die Bestimmung des Taupunkts ng A
Mp

des Restgases tiber das Gesetz der idealen Mischung {p 4 = vp a- Yp,AMp+(1-vp,a)Mco
s ) 2

S S
wobei yp 4 = P.alTD.4) (,, Taupunkt“-Methode)

PG, A

Fir die Messung des Nebelanteils sind neben der Laser-Methode folgende Konzepte denk-
bar:
TN, A

MGes, A

gen Extinktionsverfahrens®, wie es z.B. SCHABER et al. benutzten [SSZ94] (, Drei-
Wellenlingen- Extinktions “-Methode).

1. Direkte Bestimmung des Nebelanteils {n 4 = mittels des ,,Drei Wellenlan-

2. Direkte Bestimmung des Nebelanteils tiber ein Aerosol-Abscheideverfahren (z.B.
Elektropartikelfilter) durch die zeitbezogene Gewichtsbestimmung der Abscheide-

masse und Messung des Restgas- und Kondensatmassenstroms {y 4 = faN ‘AA (,Ab-
scheide“-Methode)

3. Indirekte Messung des Nebelanteils durch eine Taupunktmessung im Restgasstrom
77'_1N,A )
ma,A

(s. Taupunktmess-Methode mit 1p g = mp a(T5) + M + mya und Ex 4 =
Lkombinierte Taupunkt“-Methode)

Als kleinste, sicher zu erfassende Messwerte Az,,;, gelten im Falle einer Wiegung 0,01
kg, einer Temperaturmessung 1 °C, einer Druckmessung 0,8 % auf den Messbereich und
einer ramanspektroskopischen Lasermessung 5 Vol.-%. Fiur ein aus mehreren Grofien be-
stehendes Az,,;, empfiehlt sich die Bildung der Gaufl’schen Fehlerquadratsumme

i—n 2
AZpin = JZ (af ) (Azpin)?, (6.6)
=1\ 0z
ahnlich der Systematik in der Messunsicherheitsberechnung (s. Gleichung 5.3). Der fiir die
Messung interessante Bereich erstreckt sich dabei von 0 bis etwa 34 Massen-% Restdampf-
bzw. Nebelanteil.

Die oben genannte Laser-Methode ist eine der wenigen Messtechniken, die die Wasser-
dampfkonzentration (volumetrisch) direkt messbar macht. Allerdings ist fraglich, ob sich
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der Einsatz dieser sehr aufwindigen Technik (s. [Kar05]) lohnt, da die Werte der Mess-
sensitivitat in Abbildung 6.5 im interessanten Nebelanteilsbereich deutlich kleiner als 20
% der Werte der Taupunkt-Methode sind.

Pls),A M, _ 7pa M,
e[ s 7 e 00,70, Mo (1-7,,)
PG, aR%min M, Pp.a +MCO2(1_ pD,A] min p7p.A co, Vp.a
Pc.a G.A
N
. . p M . .
Mpp—Mg — pD’A 5 L 5 (mco2 Tmp e — mK)
G.,A S N
M, "5+ M, | 1--24
Pg.a Pg.a
b= ; ; ;
(mD,E My + Mgy, )Azmin .
My A
CcC =
(mD,E — My + Mgy, )Azmin
100 +
T 80 -
s
@ ¢ —— Taupunkt-Methode
s (Restdampf)
.s 60 _
= — Laser-Methode
& (Restdampf)
§ 40 - C k. Taupunkt-
@ Methode (Nebel)
S b Abscheide-Methode
20 1 (Nebel)
d —
0 T T T T T
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Abbildung 6.5: Messsensitivitat iiber dem Nebelanteil im Restgas nach dem Kondensator.
Berechnet fiir ein Wasserdampf/Kohlendioxid-Gemisch mit oo, = 0,47,
pe.a = 1 bar, Azpin. = [0,1;1,0] Ma.-%, Azpins = [1,6;5,0] Ma.-%,
AZmine = [4,0;5,0] Ma.-% und Azpina = 5,0 Ma.-%

Diese besitzt nach Abbildung 6.5 sehr hohe s;,-Werte zwischen 65 und 75 Punkten.
Eine bedeutende Eigenschaft der Taupunkt-Methode ist auBerdem, dass der Restdampfge-
halt und der Nebelanteil gleichzeitig gemessen werden kénnen (s. kombinierte Taupunkt-
Methode). Diese ist fir beide Belange beziiglich der erreichbaren Messsensitivitit gut
geeignet.

Auf die Beurteilung der Sensitivitat sy, nach (5.1) der Drei- Wellenldngen-Eztinktions-
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6.5 Autbau und Funktion der Versuchsanlage

Methode wurde verzichtet, da sich dieses Verfahren laut KAUFMANN nur bis zu einer
volumetrischen Nebelkonzentration von 2 - 107° n:;—?v eignet. Realistisch seien aber bis zu
30-mal grofiere Werte (vgl. [Kau99)). o

Die sp-Werte der Abscheide-Methode verlauft entlang einer Ursprungsgeraden, deren
Steigung im Wesentlichen von der Messgenauigkeit der Wagung (Zeitnahme und Ermitt-
lung des kumulierten Aerosolgewichts) des abgeschiedenen Aerosolanteils abhéngt. Der
kritische Punkt dieses Verfahrens liegt in der nicht gemessenen Trennscharfe zwischen
Wasserdampf und den 2-3 pm grofien Nebeltropfchen (vgl. [Kau99]).

Fir die Versuchsanlage werden daher aufgrund der hohen Messsensitivitaten und der
Synergieeffekte die Taupunkt- sowie die kombinierte Taupunkt-Methode zur Messung des
Restdampf- und Nebelanteils im Restgasstrom eingesetzt.

6.5 Aufbau und Funktion der Versuchsanlage

Der Versuchsaufbau des Kondensatrezirkulationskonzepts im Labormafistab soll so ge-
staltet sein, dass sowohl fiir das Kondensatrezirkulations- als auch fiir ein konventionelles
Rohrbiindelkonzept eine Messung von Restdampf- und Nebelanteil im Restgas moglich
ist. Dafiir wurde ein Rohrbiindelkondensator mit Kondensatrezirkulation aufgebaut, des-
sen Messsensoren liber eine Messdatenerfassung ausgelesen und auf einem Datentriger
gespeichert werden. Lediglich die Daten der Kondensatwigung (1) wird manuell abge-
speichert.

Der Rohrbtindelkondensator besteht aus 16 X5CrNil8-10 Rohren (d, = 0,012 m,
d; = 0,008 m, Lp = 0,610 m, s, = 0,016 m), die in einer Fest-Loslagerung zwischen
zwei Flanschen eingebettet sind, wobei die Loslagerseite iiber ein O-Ringkonzept gedich-
tet wird. Das Kiithlwasser aus (5) wird tiber, jeweils an der Flanschauenseite befestigten,
Klépperboden in die Rohre eingespeist und wieder gesammelt abgefiihrt. Dabei werden
die Ein- und Ausgangstemperaturen tiber (8) und (23) sowie der Volumenstrom tber (7)
von der Messdatenerfassung aufgezeichnet und abgespeichert. Da die Kiihlwassertempe-
ratur starken Schwankungen von bis zu 0,7 °C/h unterliegt, wird das Kiihlwasser auf eine
einstellbare Temperatur tiber den Durchlauferhitzer (6) eingeregelt.

Damit die ablaufenden Prozesse im Kondensator sichtbar sind, besteht dessen 0,25 m
im Durchmesser messende Auflenhiille (11) aus transparentem, 5 mm dickem Polycar-
bonat, welches bis px < 2,4 bar dauerhaft 135 °C Materialtemperatur aushélt. Dieses
wird mittels 8, iiber den Umfang verteilten, Zugstangen zwischen den beiden X5CrNil8-10
Flanschen in die Radial-Axialdichtungen gedriickt und dazwischen vorgespannt. Die unter-
schiedlichen thermischen Ausdehnungen der Stahlrohre und der Polycarbonatauflenhiille
werden iiber die Fest-Loslagerung der Rohre kompensiert. Die Schrauben der Zugstangen
werden im Kaltzustand nur handfest angezogen, da diese erst durch die Ausdehnung des
Polycarbonats bei Betriebstemperatur ihre Sollspannung erreichen. Folglich wird der kal-
te Kondensator zunéachst nur radial und erst im betriebswarmen Zustand radial und axial
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Abbildung 6.6: Prinzipieller Aufbau des Labormodellkondensators zur Untersuchung des

Kondensatrezirkulationskonzepts, bestehend aus (1) Kondensatwaage mit
Zeitmessung, (2) Zu- und Ablauf-steuerbarer Kondensatsammelbehél-
ter mit Entliiftungsventil, (3) Kondensatrezirkulationspumpe, (4) Volu-
menstrommessung, (5) Kiithlwasserversorgung, (6) temperaturgeregelter
Durchlauferhitzer, (7) Volumenstrommessung, (8) und (9) Temperatur-
messung, (10) Kondensatverteiler mit drei 90°-Hohlkegelspritzdiisen, (11)
zylindrische, transparente Kondensatorwand aus Polycarbonat, (12) zwei-
strangiger Kondensattropfenverteiler mit je 10 Bohrungen, (13) COs-
Zulauf, (14) massenstromgeregeltes Gasventil, (15) temperaturgeregelte
Heizstrecke, (16) und (17) Druck- und Temperaturmessung zur Dichte-
bestimmung des Dampfes, (18) Differenzdruckmessung, (19) Dampfzulei-
tung, (20) Normblende, (21) Taupunktmessung, (22) Druckmessung, (23)
Temperaturmessung Kiithlwasserausgang, (24) Absauglanze fiir Restgas,
(25) Kondensat, (26) Treibdruck (Luft, 3 bar), (27) Gasstrahlpumpe, (28)
Druckmessung, (29) Taupunktmessung, (30) vier Temperatursensoren fiir
den Dampfraum des Kondensators und schliefilich (31), dem Kondensa-

tordrucksensor
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gedichtet, weshalb er erst dann die Nenndichtigkeit nach Auslegung (0,0025 bar/Std. bei
0,02 bar) erreicht.

Das Gas-Dampf-Gemisch wird iiber die Zugénge (13) und (19) gespeist. Der Dampf
tritt mit 2 °C Uberhitzung in die beheizte Misch- und Messstrecke ein und passiert
kurz nach Eintritt die Differenzdruckmessung (18) tiber die Normblende (Viertelkreisdii-
se) (20). Mit Hilfe des Differenzdrucks und der aus der Temperatur- und Druckmessung
(16) und (17) berechneten Dampfdichte erfolgt die Berechnung des Dampfmassenstroms
nach VDI/VDE-Richtlinie 2041 (s. auch DIN 5167). Vor Eintritt des Kohlendioxids in
die temperaturgeregelte Heizstrecke, in der das Kohlendioxid auf die Gemischtempera-
tur erwdrmt wird, wird dessen Massenstrom tiber ein Heififilmanemometerprinzip (14)
ermittelt. Beide Gase werden anschliefend in einem ca. 1 m langen Rohr vermischt, das
mit einem speziell geformten Kupferdraht bestiickt ist, welcher die Stromungsturbulenz
deutlich erhoht. Noch vor Eintritt der Gas-Dampf-Mischung in den Kondensator werden
Taupunkt (21) Trp = T und Ruhedruck (22) px g der Mischung gemessen. Der Ein-
tritt in den Kondensator ist so gestaltet, dass sich das Gemisch zwischen Rohrbiindel
und Kondensatverteilsystem, (10) und (12), optimal verteilen kann und die Rohrbiindel
im Wesentlichen quer von oben nach unten angestromt werden. Die sich im Kondensator
einstellenden Zustandsgrofen fir Druck und Temperatur werden iiber die Sensoren (31)
und (30) gemessen.

Im Rohrbiindel werden die nicht kondensierbaren von den kondensierbaren Bestandtei-
len durch Kondensation getrennt. Das dabei anfallende Kondensat lauft nach unten tiber
die Rohre ab und fallt in den Kondensatsumpf (25). Von dort aus wird der Kondensatre-
zirkulationskreislauf mittels der Kondensatrezirkulationspumpe (Membrandosierpumpe)
(3) gespeist. Der eingestellte Volumenstrom wird tber (4), die Rezirkulationstemperatur
iiber (9) aufgezeichnet. Das zu rezirkulierende Kondensat kann nach dem Dreiwegeventil
entweder tiber einen Fein- oder einen Grobtropfenverteiler (10) und (12) in den Kondensa-
tor eingebracht werden. Die gebildeten Tropfen haben einen Durchmesser von ca. 50 um
und werden von drei 90°-Hohlkegeldiisen erzeugt deren Spritzkegel sich noch iiber dem
Rohrbiindel iiberschneiden. Die 3-4 mm grofien Tropfen werden iiber zwei Rohrlanzen mit
jeweils 10, 2 mm groflen, Tropfenlochern direkt auf die jeweils &ufleren Rohrreihen zielend
in den Kondensator eingebracht. Dabei werden sie durch den an ihnen kondensierenden
Dampf erwarmt, kithlen anschliefend, wihrend sie iiber die Rohrreihen ablaufen, wieder-
um auf die Temperatur T} ab und fallen schliefflich in den Kondensatsumpf. Aus diesem
wird das Kondensat mit Temperatur T wieder der Rezirkulation zugefiihrt, wodurch der

Kreislauf geschlossen wird.

Die druckluftbetriebene (26) Gasstrahlpumpe (27) saugt tiber die Absauglanze (24),
deren Saugbohrungen nach unten ausgerichtet sind, die Restgase aus dem Rohrbiindel-
symmetriezentrum ab. Die Absauglanze selbst ist bertihrungsfrei und zentral zwischen
den beiden mittleren Rohrreihen ausgerichtet und wird durch die mittig angeschweif3-
te, senkrecht nach unten in den Kondensatsumpf fithrende Restgasleitung fixiert. Von
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dort aus schwenkt sie senkrecht zur Rohrbiindellangsachse aus dem Tropfenbereich hin-
aus bzw. hoch, um dann erneut parallel zur Absauglanze in Hohe der Rohrbiindelmitte
aus dem Kondensator in den Messbereich zu fithren. Mit diesem Konzept der Restgas-
absaugung kann eine Uberhitzung keineswegs, eine Kondensation des Restdampfgehalts
jedoch sicher vermieden werden. Kurz nach Kondensatoraustritt finden Ruhedruck- (27)
und Taupunktmessung (28) zur Bestimmung des Dampfgehalts statt.

Die im Kondensatsammelbehalter (2) (iiber Ablauf aus dem Kondensatsumpf gespeist)
kumulierte Fliissigkeit wird nach der Messzeit in ein Auffanggefafl abgelassen und mit der
Kondensatwaage (1) gewogen. Um die Trégheit des Systems moglichst gering zu halten
steht der Kondensator mit etwa 3° Neigung in Ablaufrichtung, zuséatzlich ist der Konden-
satsumpf mit PTFE-Stangenmaterial befiillt, womit sich ein gemessenes, verbleibendes
Kondensatsumpfvolumen von 0,51 dm? ergibt.

6.6 Bestimmung der systematischen Messunsicherheit
nach DIN 1319

Wie bei der Untersuchung zu den Wérme- und Stoffiibergdngen am quer iiberstréomten
Einzelrohr (s. Kapitel 5.5 ff) unterliegen die einzelnen Messgroen der Modellfunktion Y =
f(X1, Xs, ..., X,,) sowohl zufilligen als auch systematischen Messunsicherheiten u(x;)*%/,
respektive u(z;)%¥*. Die Vorgehensweise in der Berechnung der einfachen Messunsicherheit
entspricht deshalb jener in den Kapiteln 5.5.1 bis 5.5.5. Im Folgenden wird die bekannte
systematische Messunsicherheit der einzelnen Messtechniken analysiert.

6.6.1 Temperaturmessung

Zur Temperaturmessung im Labormodellkondensator werden chargengleiche Mantelther-
moelemente vom Typ K nach DIN EN 60584 mit je 1 mm Manteldurchmesser an den
Positionen (8), (9), (23) und (30) eingesetzt. Fiir deren Grenzabweichung u(x;)*%® gilt
im Bereich von -40 °C bis 1000 °C der grofilere Wert von wu(z;)®* = £1,5 °C oder
u(x;)®¥* = £0,004 - Ty °C. An der Position (17) wird hingegen ein Einschraubsensor
vom Typ PT 100 der Klasse A (s. Abbildung 6.7) eingesetzt, wobei fiir diesen nach DIN
EN 60751 eine Grenzabweichung von u(x;)*¥* = £ (0,15 + 0,002 - T)s) °C gilt.

Die tatsichlich sensorabhéngigen, systematischen Messabweichungen w(z;)®*¥* der Tem-
peraturen Tpp (17) und Ty (9) werden mit Hilfe von Eiswasser Ty, = 0,01 °C und sie-
dendem Wasser Ty, = f(pso) °C bestimmt. Aufgrund des, im Bereich T, = [0; 100], na-
hezu linearen Thermospannungs-Temperatur-Verlaufs eines Thermoelements (AT}, =
Trineossa—1 — Tiinear = 0,53 °C, r? = 0,99996) sind zwei Fixpunkte zur Bildung einer
linearen Messwertkorrekturfunktion — K; ausreichend. Ahnliches gilt fiir den Widerstands-
Temperatur-Verlauf des Widerstandstemperatursensors (17) (AT e = Toineorsi—Liinear =

0,38 °C, 72 = 0,99998).
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Abbildung 6.7: Einbaumethoden der Temperatursensoren: a) (17) PT 100 mit Ein-
schraubverbindung, Sensorkopf taucht 2 mm in Gasstromung ein; b) (30)
Thermoelement Typ K mit PTFE-Adapter fiir Schneidringverbindung,
Er ~0,9; ¢) (8) und (23) Thermoelement Typ K eingelotet im Hartlot-
verfahren, Fr ~ 0,7

Anders als bei den bisherigen Kalibrierungen der Temperatursensoren liegt die Stan-
dardabweichung des Temperatursignals am Widerstandsthermometer (17) in siedendem
Wasser in der Grofilenordnung von der nach DIN 60751 genannten Grenzabweichung (s.
Tabelle 6.1). Griinde hierfiir sind die bauartbedingte geringe Eintauchtiefe und die ver-
gleichsweise grofie, zu erwirmende Masse des PT 100 Temperatursensors, die in stark
siedendem Wasser zu einer relativ hohen Temperaturschwankung fithren.

Tabelle 6.1: Ergebnisse der Thermoelementkalibrierung von T (26 Messpunkte) und Tg
(69 Messpunkte)

Thermoel. z; [°C] Tyy [°C] AT [°C] wu(z;)™ [°C] —K,; [°C]

Tp 98,557° 98,543  -0,014 0,143

Tp -0,032 0,01 0,042 0,035 0,00067% + 0, 0420
Tr 99,070 98,490  -0,580 0,023

Tr 0,073 0,01  -0,063 0,014 —0,0052T; — 0, 0635

* Einfluss der Wiérmeleitung im Temperatursensor: AT = 0,670 °C
. Tabelle 5.1

Die Kiihlwassertemperatursensoren Tk, 4 (8) und Tkw g (23) stammen aus dem Ver-
suchsstand zur Wérmestrommessung (s. Kapitel 5.6.1). Die dafiir ermittelten Korrek-
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turgleichungen aus der Kalibrierung (s. Tabelle 5.1) werden nach dem Einloten in die
Kiithlwasserzu- und -abfiihrung (s. Abbildung 6.7) wegen moglicher Verédnderungen durch
die Warmeeinwirkung beim Hartlotprozess nicht herangezogen. Es wird jedoch, wie in
Kapitel 5.6.1, eine Vergleichsmessung mit einem kalibrierten Thermoelement zur Ein-
schrankung der systematischen Messunsicherheit durchgefithrt. Als Vergleichssensor dient
der Temperatursensor an Position (9) zur Messung der Rezirkulationstemperatur Tg. Der
Vergleichsmessung geht wieder eine Stillstandszeit der Anlage von 48 Stunden voraus. Die
iiber 100 Messpunkte gemittelte, korrigierte Referenztemperatur ergab Ty, = TR =
20, 605 °C. Die zufilligen Messabweichungen betrugen dabei u(z;)**/ = 0,016 °C. Die Er-
gebnisse der Vergleichsmessung fiir die beiden Kiithlwassersensoren befinden sich in Tabelle
6.2. Daraus wird fiir die systematische Messunsicherheit fiir den Messbereich x; € [10;40]
°C abgeleitet: u(z;)** = 0,2 °C und fir deren Korrekturwert K; = 0 °C.

Tabelle 6.2: Messwerte von 1w, r und Tk 4 zur Bestimmung derer systematischen Mes-
sunsicherheit u(z;)*¥* (je 100 Messpunkte)

Messposition u(z;)* [°C] xz; [°C] AT =Ty 4 — z; [°C]

Trw.a (8) 0,009 20,580 -0,025
Trw.e (23) 0,011 20,484 0,121

6.6.2 Druckmessung

An Position (18) wird zur Messung des Druckverlustes Apyp iiber der Normblende (20)
(Typ: Viertelkreisdiise nach VDI 2041) ein hochempfindlicher Differenzdrucktransmitter
(Messbereich: py; = [0, 0; 0, 1] bar) eingesetzt. Der Hersteller gibt dafiir eine systematische
Messunsicherheit von u(z;)** = 0,0001 bar an.

Der Druck an den Positionen (16), (22), (28) und (31) wird jeweils iiber eine Abso-
lutdruckmessung erfasst. Dabei handelt es sich bei (16), (22) und (28) um eine Messung
des statischen Drucks pg, der jeweils durch ein ca. 200 mm langes, im 90° Winkel ab-
zweigendes und mit einer 360° Schleife versehenes Rohr von der Gasstromung entfernt
erfasst wird. Im Bedarfsfall wird diese iiber die Berechnung des dynamischen Drucks pgys,
mit Hilfe der Bernoulligleichung fiir reibungsfreie Stréomungen (unter Vernachléssigung

des geodatischen Drucks) korrigiert:

P = Dstat + Pdyn = Pstat + p?GUé (67)
Die Dichte der Mischung
PG = YC0,PCO, + YDPD (6.8)

wird fiir das Kohlendioxid aus der Mischungstemperatur Tk p und dem Kondensatordruck
pr bzw. fiir den Wasserdampf aus der Dichtebestimmung der Messblende berechnet oder

ubernommen.
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Die systematischen Messunsicherheiten der Absolutdruckaufnehmer an den Positionen
(16) (Messbereich: py, = [0;4] bar), (22), (28) und (31) (Messbereich je: py, = [0; 1] bar)
sind in Tabelle 6.3 aufgelistet. Die Werte fiir u(z;)®*® basieren auf einer Vergleichsmessung
mit einem geeichten Drucktransmitter fiir den Umgebungsdruck p... Da es sich bei den
zu messenden Driicken um Werte handelt, die im Bereich von +2 % um die Kalibrier-
werte schwanken, wird angenommen, dass eine Einpunkt-Kalibrierung zur Korrektur der
Messwerte z; gentigt.

Tabelle 6.3: Kalibrierung von py; der Druckaufnehmer (16), (22), (28) und (31) (je 100
Messpunkte)

Messposition u(x;)**/ [bar] z; [bar] pygalbar] Ap=p. —x; = —K; [bar]

pp (16) 0,0004  0,9582 0,9558 -0,0024
rr.E (22) 0,0005  0,9482 0,9558 0,0048
Pr.A (28) 0,0004  0,9510 0,9558 0,0076
pr (31) 0,0008  0,9630 0,9624 -0,0035

6.6.3 Taupunktmessung

Die Messung des Taupunkts 77 p dient neben der Bestimmung des dort herrschenden Gas-
gemischdrucks als Basis zur Bestimmung des Massenanteils an Dampf £p im Gasgemisch
(Ansatz und Berechnung s. Kapitel 6.7.2). Fiir diese Arbeit wird ein sehr einfaches Kon-
zept der Taupunktmessung verwendet, wie es auch von NOLTE [Nol89] zur Bestimmung
des Dampfanteils eingesetzt wurde. Der Aufbau und das Funktionsprinzip dieses Sensors
sind in Abbildung 6.8 dargestellt.

Das Funktionsprinzip basiert auf der Kithlung der nur 0,02 mm dicken Kupferfolie, wo-
durch der Dampf des vorbeistromenden Gasgemischs an deren Auflenfliche kondensiert.
Durch die Interpretation des dabei aufgezeichneten Temperaturverlaufs (s. Abbildung 6.8
rechts) durch das auf der Sensorinnenfliche angeschweiite Thermoelement (Drahtdurch-
messer 0,1 mm) lésst sich der Taupunkt bestimmen. Der charakteristische Temperatur-
verlauf zeigt zunéchst eine Unterkithlung der Sensorflache, infolge derer sich Kondensati-
onskeime an der gekiihlten Oberfliche bilden. Diese nehmen mit weiter absinkender Tem-
peratur so stark zu, bis ein stabiles Keimwachstum erreicht ist und Kondensation eintritt.
Die dabei entstehende Kondensationsenthalpie fithrt zu einer Erwarmung der Sensorfla-
che, da diese bei der, dem lokalen Gasgemisch entsprechenden, Gleichgewichtstemperatur
TS ~ Trp frei wird. Da die Kiihlgrenztemperatur, die fiir den Fall eines iiberhitzten
Wasserdampf-Inertgas-Gemischs unterhalb der Séattigungstemperatur liegt, erst nach der
ersten Tropfenkondensation erreicht werden kann, wird das aus zeitlich aufgeloste Mess-
daten abgeleitete Messergebnis dadurch nicht verfalscht. Der Umschlag von Tropfen- auf
Filmkondensation sowie die Verdunstung des Kondensats fithren zu einer Abnahme des
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Aufbau und Integration Messcharakteristik
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Abbildung 6.8: Aufbau und Integration des Taupunktsensors in ein Gasgemisch fithrendes

Rohr (links) sowie typischer zeitlicher Verlauf der Temperatur wahrend
der Sensorkiihlung

52
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Abbildung 6.9: Reproduzierbarkeit der Taupunktmessung
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Wiarme-und Stoffiibergangs, wodurch sich das Verhéltnis aus ab- und zugefithrter Warme
andert und T); auf die entsprechende Gleichgewichtstemperatur absinkt.

Das Thermoelement muss mit einer Frequenz von f < 0,2 s ausgelesen werden um
das lokale Temperaturmaximum mit mindestens 6 Datenpunkten aufzeichnen zu kénnen.
Wie oben beschrieben und in Abbildung 6.8 verdeutlicht, zeigt sich der Taupunkt 7T7p in
einem lokalen Maximum, das sich iiber ca. 2 s Dauer um 0,8-1,2 °C deutlich von der sonst
typischen Schwankungsbreite abhebt. Mit dieser Maximaltemperatur wird im Anschlufl
der Sattigungsdruck des Wasserdampfs berechnet, welcher die Basis fiir die Berechnung
von vp und damit von &p (s. Gleichung 4.8) bildet.

Zur Abschétzung der systematischen Messunsicherheit der Taupunktsensortemperatur
Trp werden Messungen mit reinem, gesattigtem Dampf herangezogen, aus deren Druck-
verliufe von p die zugehérige Sittigungstemperatur T berechnet werden kann (s. Tabelle
6.4). Aufgrund der Empfindlichkeit der Taupunktsensoren wurde auf einen Positions-
tausch der Sensoren (21) und (29) verzichtet und nur (21) kalibriert. Um die Ergebnisse
dennoch fiir beide Sensoren nutzen zu kénnen wurde deshalb nach einem 48-stiindigen
Anlagenstillstand eine Vergleichsmessung von Ty, tiber 450 Messpunkte durchgefiihrt.
Dabei wurde eine Abweichung der gemessenen Temperatur T); des Sensors auf Position
(29) vom Sensor auf Position (21) von ATrp = —0,65 °C festgestellt, wobei die zufalli-
gen Messunsicherheiten fiir beide Sensoren im Bereich von u(x;)**/ = 0,09 °C lagen. Da
beide Sensoren aus denselben Thermodréihten und Kupferfolien gestiickelt und verbaut
wurden, wird davon ausgegangen, dass —K (Trpa) = —K(Trpg)+ ATrp = 0,058 °C gilt
(s. Tabelle 6.4).

Tabelle 6.4: Kalibrierung von Trp g des Taupunktsensors (21) mit gesattigtem Dampf bei
pr.e = 1,0048 bar, u(pr g)*™ = 0,004 bar (45 Messpunkte)

Messposition u(Trpp)™ [°C] Trpr [°C] —K(Trpr) [°C]
Trpe (21) 0,094 99,057 0,708

Messtechnisch nicht beriicksichtigt wird der Einfluss des Inertgases auf die Kondensa-
tion auf der Sensorflache, welcher zur Ausbildung eines Temperaturgradienten senkrecht
zur Oberflache in der Grenzschicht fithrt. Dessen Abschiatzung nach der in Kapitel 3.1.1
aufgezeigten Methode der Filmtheorie ergibt eine Taupunkttemperatur Trp, die um ca.
0,14-0,28 °C ({p = 0,85, p = 0,96 bar, vg = 30 =, a; = 150 mVQVK bzw. «a; = 300 m‘ng)
hoher liegt als die gemessene Folieninnentemperatur 7),. Der Einfluss dieser Differenz

auf den Dampfgehalt spielt aufgrund des exponentiellen Zusammenhangs zwischen Druck
und Temperatur bei Sattigung nur bei sehr hohen Dampfgehalten £p > 0,89 eine Rolle.
Dort wird bei einem Druck von p = 0,96 bar die Schwelle von A¢p > 0,01 tberschrit-
ten. Fiir die interessantere Messung der Gaszusammensetzung nach dem Kondensator, wo
¢p < 0,3 gilt, wird dies deshalb nicht berticksichtigt.
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6.6.4 Massenstrommessung

Zuséatzlich zur Taupunktmessung wird der Dampfgehalt vor und nach dem Kondensator

aus der Massenbilanz
T.TLD,E—FmCOQ’E :m0027A+mD7A+mK+mN,A (69)

bestimmt. Dafiir werden die Massenstrome mp g, mco,.2 = Mco,, 4% und g gemessen,
wodurch sich, in Verbindung mit der Taupunkttemperatur, die Aufteilung von my 4 und
mp,a ergibt.

Der Massenstrom mco, g wird iiber einen thermischen Massendurchflussregler (14) er-
fasst (Mess- und Regelbereich: o, g = [0;12] kg/h), dessen systematische Messun-
sicherheit —K (1hco, ) aus dem Hersteller-Kalibrierprotokoll (s. Tabelle 6.5) abgeleitet

werden kann.

Tabelle 6.5: Systematische Messunsicherheit —K (rhco, ) als Funktion des Gebersignals
S, mit S € [2;10] V, des thermischen Massendurchflussreglers (14)

Messposition u(x;)*¥* [kg/h] —K(mco, ) kg/h]
o, (14) 0,018 0,0052- 5% — 0,0498 - S + 0, 1103

Die Kondensatmasse my wird durch Wiegung des in einem festgelegten Zeitintervall ¢
gesammelten Kondensats mit der Kondensatwaage (1) bestimmt. Dafiir 1auft tiber eine
waagerecht in den Kondensatsumpf fiithrende Rohrleitung Kondensat aus dem Konden-
satsumpf. Die systematische Messunsicherheit im Kondensatmassenstrom g teilt sich
folglich in die Bereiche Zeitmessung und Wiegung auf. Zur Messung der Zeit wird ei-
ne quarzgesteuerte Stoppuhr verwendet, deren typische Messunsicherheit pro Sekunde
u(r;)%%* ~ 5,8 -107% s betragt und deshalb bei einer Messzeit von t3; &~ 1380 s vernach-
lassigbar ist. Nicht vernachlassigbar hingegen ist die Abweichung die durch das Bedie-
nen derselben entsteht, wobei diese fir tx mit u(tx)®® = 0,5 s abgeschétzt wird. Fur
die Wiegung des Kondensats wird eine Digitalwaage eingesetzt, deren Ableseunsicherheit
bei 40,005 kg liegt und damit grofer ist als die mit dem Kalibriergewicht ermittelbare,
eventuell vorhandene systematische Messunsicherheit. Zusétzlich kénnen zufallige Héhen-
schwankungen im Kondensatablauf z.B. durch Anderung der Oberflichenspannung zu
einer geringeren oder hoheren Kondensatmasse fithren. Diese werden mit Ahx = £0,5
mm, respektive 0,012 kg abgeschétzt. Somit ergibt sich fiir die systematische Unsicherheit
der Kondensatmasse my ein Wert von u(mg)®¥* = 0,0075 kg/h.

Der Dampfmassenstrom mp g wird mittels einer Blendenmessung bestimmt. Diese setzt
sich aus der Normblende (20) (Typ: Viertelkreisdiise nach VDI 2041), der Differenzdruck-

'Es werden unter den Versuchsbedingungen durchschnittlich 0,7 g Kohlendioxid pro kg Kondensat ab-
sorbiert, was bei einem Kondensatmassenstrom von etwa 6,2 kg/h zu einem vernachlissighbaren Koh-
lendioxidverlust von 0,4 % fuhrt.
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messung (18) und der Temperatur- und Druckmessung, (17) und (16), zusammen. Der Dif-
ferenzdruck tiber der Blende dient zur Berechnung der Dampfgeschwindigkeit, die in Ver-
bindung mit der Dichtebestimmung aus der Temperatur- und Druckmessung zum Dampf-
massenstrom fiithrt (Berechnung s. Kapitel 6.7.1). Die systematischen Messunsicherheiten
der Temperatur-, Absolutdruck- und Differenzdruckmessungen sind in den Kapiteln 6.6.1
und 6.6.2 dokumentiert und kénnen aufgrund ihrer Abhéngigkeiten untereinander in der
Blendenberechnung nach VDI 2041 nicht zu einer systematischen Gesamtmessunsicherheit

zusammengefithrt werden.

6.6.5 pH-Wert Messung

Um den Einfluss der Kondensatrezirkulation auf den Kohlesaurenhaushalt des Kondensats
zu untersuchen werden dort pH-Wert-Messungen durchgefiihrt. Zum Einsatz kommt hier
ein sogenannter ,pH-Tester mit einem Messbereich von pH = [0,00; 14,00] und einer
Messunsicherheit von u(pH)®* = 0,20 (Herstellerangabe). Letztere muss der zufélligen
Messunsicherheit mittels einer Rechteckverteilung zugerechnet werden. Die Bestimmung
der bekannten systematischen Messunsicherheit — K,y nach (5.9) eriibrigt sich, da die
Sensorkennlinie vor jeder Messung mit zwei Losungen (mit unterschiedlichen, bekannten
pH-Werten) kalibriert wird.

6.7 Verarbeitung der Messdaten

In diesem Kapitel wird der Zusammenhang zwischen den Daten aus der Messung und den
Ergebnisparametern Y; bzw. den damit verbundenen Messunsicherheiten u(y;) in Kapitel
6.9 hergestellt. Die einzelnen Y; lauten: Restdampfgehalt, Nebelgehalt und pH-Wert. Ins-
besondere die ersten beiden Kennzahlen stellen wichtige Parameter zur Beurteilung eines
Oxyfuel-Kondensators dar.

6.7.1 Restdampfgehalt

Der Anteil des Dampfs £p 4 im zu reinigenden Gasstrom vor und nach dem Kondensator
wird tiber die Taupunkt-Methode (s. Kapitel 6.4) ermittelt. Basis fiir diesen Ansatz ist das
Gesetz von Dalton und das Gesetz der idealen Mischung (s. (4.8))

- p%,A ) Mp
S S
R TN (5 T

, (6.10)

PG, A pG,A

S
wobei der Ausdruck zg—’j dem Molanteil des Dampfes yp 4 entspricht. Dass Gleichung
(6.10) in Verbindung mit Realgasdaten (H2O aus [Sch69] und CO, aus [Spa93]) auch
fiir Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemische sehr gute Ergebnisse liefert, wurde mit dem
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Vergleich von Berechnungs- und Messdaten in Kapitel 4.5 nachgewiesen. Die Ergebnisse
dieses Vergleichs sind in Tabelle 4.4 dokumentiert.

Als Unbekannte der Gleichung (6.10) miissen nunmehr der Séattigungsdruck pg 4 und
der Gemischdruck pg 4 ermittelt werden. Letzterer wird jeweils aus dem gemessenen sta-
tischen Druck pg, der Drucksensoren (22) und (28) und der in Kapitel 6.6.2 besproche-
nen Korrektur um den dynamischen Druck pg,,, berechnet. Der Sattigungsdruck p%’ 4 des
Dampfs wird aus den Taupunkttemperaturen 7rp der Sensoren (21) und (29) mittels der
Stoffdatenbank fiir Wasserdampf nach SCHMIDT berechnet.

Die Messunsicherheit von u(ép,a) = f(pD (Trp), Pa,a) berechnet sich nach Kapitel 5.5
aus der positiven Quadratwurzel von

2 aSD,A 2 S 2 aSD,A ? 2
u(vaA) - ap%A(TTP) u(pD,A(TTP)) + 8pG’A u(pG’,A>

9pa  Op.a
ap%,A(TTP) 3PG,A

+2 w(p 4(Trp), pc,a)- (6.11)
Die Ergebnisse der aus den Messungen berechneten Messunsicherheiten u(€p 4) werden
in Kapitel 6.9.2 dargestellt.

6.7.2 Nebelanteil

Als Nebel sind hier kleinste Tropfchen (Durchmesser nach KAUFMANN [Kau99] 2-3 um)
im Rauchgas zu verstehen, die, statt im Kondensator, nachgeschaltet abgeschieden werden
miussen - z.B. durch einen Rotationsabscheider (s. Kapitel 3.1.4 und [Kau99]).

Um die Nebelbildung im Labormodell-Kondensator messtechnisch erfassen zu kénnen,
wird neben der Restdampfmessung durch die Taupunkt-Methode zusatzlich der Dampf-
massenstrom am Kondensatoreintritt 1 p g tiber eine Blendenmessung an Position (20)
erfasst (s. kombinierte Taupunkt-Methode in Kapitel 6.4). Da dieser Dampf um ca. 2 °C
iiberhitzt ist und alle Dampf fithrenden Rohrleitungen auf Kondensatoreingangsseite zu-
sdtzlich beheizt werden, kann davon ausgegangen werden, dass sich dieser vollstandig im
dampfférmigen Zustand befindet. Somit lasst sich der Massenstrom an Nebel 7y 4, der
sich wiahrend der starken Abkiihlung und Kondensation im Oxyfuel-Kondensator bildet,
aus der Massenbilanz um den Oxyfuel-Kondensator mit

PN = Thp.p — Thp.a — M (6.12)

berechnen. Aus der Definition des Massenanteils & = Zn’”m folgt schlielich die Berech-
=1

nungsgleichung des Nebelanteils

Ena=—— e (6.13)

wobei die zu messenden Grofien in Gleichung (6.13 ) folgende sind: der Dampfmassenstrom
vor Eintritt in den Kondensator mp r = f(Ip,pp, Apnyg), der Dampfmassenstrom aus
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dem Kondensator mp 4 = f(Trp,pa.a), der anfallende Kondensatmassenstrom 7

f(vco,)-

Der Dampfmassenstrom 7p g wird aus der Blendenmessung an Position (20) nach der

f(mg,tx) und der Kohlendioxidmassenstrom o,

VDI-Richtilinie ,, Durchfluf$messung mit Drosselgerdten; Blenden und Diisen fiir besondere
Anwendungen* VDI/VDE 2041 mit

¢
(1—p4)
berechnet. Hierbei ist C' der Formfaktor (C' = 0,769 + 0,527 - 81 40,423 - 3° ~ 0, 8127),

[ das Verhéltnis von Blendendurchmesser und Durchmesser des Rohres vor der Blende
(8 =dnp/dr = 0,5285) und e die Expansionszahl

Thp.p = cendip - 0,25,/(2 - Apyp - 105 - pp) (6.14)

e=1—((0,484+1,54- 8%) - Apyg - (kp - pp) ') ~ 1 — (0,4543 - Apxp/pp) . (6.15)

Der Dampf- bzw. Restdampfmassenstrom rp 4 in der Absauglanze, Position (24), er-
gibt sich mit Gleichung (6.10) aus

mpa=Epa(mpr—mg+meco,) - (6.16)

Der Kondensatmassenstrom 7y berechnet sich aus der Wagung des tiber die Zeit ¢

gesammelten Kondensats nach
m
g = — (6.17)
379
Die Messunsicherheit von u(éx.4) = f(Apns. pp: Tp, M, tic, Moy, DD 4> Pe,a) folgt,

nach Kapitel 5.5, aus der positiven Quadratwurzel von

O&n, A 3§N,A>2u(pD)g . (35N,A

u<5N,A>2=( ) u(ApNB>2+( ) u(Tp)’

5ApNB 0]?[) 8TD
OEN, A ? 9 OEN A ? 9 OEN A > 9
+ ((‘3mK> u(mg)” + < Dtr u(tx)” + Brnco, u(meo,)

T (aiggg;) 2 u(App4)° + (gﬁgj ) 2 u(pe,a)?

+2  BNA (A pp) 4 25 N S (A, T)

+288A£Z;B aaivﬁu(ApNB, mg) + 28852;3 8§Z;Au(ApNB, tr)

+2 aaﬁzj’; ;ﬁiﬁ 2 w(Apyg, hco,) + 2 aaﬁg;B gﬁ% ;‘ w(Apn g, P 1)
2 e ) 2L . 1)

+2 85;\[;4 givlj w(pp, M) + 2 agg; 8;;\/[:4 u(pp, tK)

+Qa§;\f; ;Tifz; u(pp,heo,) + 2%;\/; gjg:ju(pD,p%’A)
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+2 85;; gfg 2 u(pp, pe,a) + 285%’;‘ givﬁu(TD, mx)

+2 3@5;; ag;VI;Au(TD, ti) + 2‘985;; ;ﬁifzi w(Tp, 1ico,)

+2 @(%YI,DA g}igzj u(Tp, P%,A) +9 385%;4 gf)gj w(Tp,pc.a)

+2 giv;? agév:u(mm tr) + 2%%;;‘ ;?Z;‘ u(my, meo,)

+2 aaf;vﬁ gj%:i u(mi, pp.a) + 2%?22 gf)gzj w(m, pe.a)

2 (;972]222 gﬁ%ﬁ w(mco,; Ph.a) + 2 ;éﬁ’; gigj u(meco,, Pc,4)

49 OEN,a agN’Au(p%ﬁmpG,A)' (6.18)

OpD 4 Opa.a

Die Ergebnisse der aus den Messungen berechneten Messunsicherheiten u(&x 4) werden
in Kapitel 6.9.3 dargestellt.

6.7.3 pH-Wert Berechnung

Die pH-Wert-Bestimmung (s. Kapitel 3.1.5) im Kondensatsumpf des Kondensators ver-
folgt zweierlei Ziele: zum FEinen sollen Aussagen zur pH-Wert-Senkung auf den Kiihl-
rohren gemacht werden, zum Anderen wird mit den Messungen eine einfache pH-Wert-
Berechnungsmethode fiir HoO/C'O,-Gemische validiert.

Die Sattigungskonzentration des Wasser-Kohlendioxid-Systems berechnet sich nach dem
Henry’schen Gesetz vco, = pco,/Hco, - (1 4+0,2/99,8) (vgl. (3.17) und Kapitel 3.1.5).
Die fiir (3.17) notwendige temperaturabhéngige Henry-Konstante in [bar| wurde im tem-
peraturrelevanten Bereich von Tk € [0;100] °C mit den Werten aus [LB76] approximiert
als

Heo,(Tx) = 0,00003 - Ty +0,0094 - Ty +0,9085 - T + 17,432 - Tk + 780,61.  (6.19)

Der pH-Wert berechnet sich aus der Néherungsgleichung (3.22), da hier ein auf C'O,
bezogener pKg-Wert verwendet wird.

Zur Messung des pH-Werts wird ein tiber zwei pH-Wert Pufferlésungen (pH-Wert 4,01
und 10,01) kalibriertes Handmessgerat eingesetzt. Die Unsicherheit des pH-Werts der
Pufferlosungen gibt der Hersteller mit u(pH)*¥* = 0,01 an. Das Handmessgerit selbst
besitzt eine Messunsicherheit fir den pH-Wert von u(pH)*¥* = 0,20, die wie in Kapitel
6.6.5 erlautert, als Unsicherheitsintervall den zufalligen Messfehlern zugeordnet wird. Bei

der pH-Wert Messung handelt es sich um eine einparametrische, direkte Einzelmessung
fir die somit gilt: u(pH) = /0,202 4+ 0,012 ~ 0, 20.
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6.8 Definition der Kondensatorkennzahl

Um Oxyfuel-Kondensatoren untereinander vergleichen zu konnen empfiehlt sich eine Kenn-
zahl &hnlich der eines Wirkungsgrads. KAUFMANN [Kau99] definierte hierzu den Abschei-
degrad €2, der das Verhéltnis von realem zu theoretisch méglichem Kondensatmassenstrom
darstellt '

My

0= (6.20)

Mp.g —Mp A
wobei g der gemessene Kondensatmassenstrom ist, mp g der gemessene Dampfmas-
senstrom am Kondensatoreintritt und rp 44, der nebelfreie und mit einer Wérme- und
Stoffiibertragungstheorie? (s. Beispiele in Kapitel 5.8) berechnete Dampfmassenstrom am
Kondensatoraustritt. Der Abscheidegrad 2 ist folglich immer kleiner eins, wenn mp_4 4, >
mp, 4 gilt. Dies wiederum setzt aber voraus, dass Nebel entsteht, d.h. 7y > 0, da fiir den

Dampfmassenstrom am Kondensatoraustritt gilt:
MpA=MppE — MKk — MN,A. (6.21)

Laut KAUFMANN lassen sich bei treibenden Temperaturdifferenzen von AT < 20 °C Ab-
scheidegrade von bis zu 98,5 % erreichen. D.h. nach (6.20) verlassen ca. 1,5 Massen-% der
Gesamtkondensatmasse den Kondensator iiber die Entliiftung als Nebel. Gab KAUFMANN
noch zusitzlich Primérkeime (bis zu 3 Vol.-% Zigarettenrauch®) in den Gasgemischein-
tritt, erhohte sich dieser Anteil bis auf 5,2 Massen-%.

Aus ) allein kann aber noch kein Bezug zum Restdampfgehalt hergestellt werden.
Dieser fiir die Auslegung von Oxyfuel-Kondensatoren sehr wichtige und interessante Zu-
sammenhang lasst sich mit Hilfe des Nebelanteils {y 4

ENA = = : — = - : :
McO,,A +TMpE— MK MCo,,A+Mp A+ MNA

MN,A MmN, A (6.22)

und des Restdampfgehalts {p 4 4n

EDAth = = mD’A’t.h (6.23)
Mp. Ath + MCO,, A
herleiten, wobei letzterer mit einem Wéarme- und Stoffiibertragungsmodell berechnet wird
und 720, 4 dem Kohlendioxidmassenanteil am Kondensatoraustritt entspricht. Da das
nachfolgend gebildete Verhéltnis aus {n 4 und §p a4, spezifisch fiir den Kondensator ist,
wollen wir es als Kondensatorkennzahl K

K = N4 (6.24)
€D, A th

2K AUFMANN berechnet mp, ash aus der gemessenen, nicht wie hier der mit [CGO02] berechneten Aus-
trittstemperatur des Restdampf-Kohlendioxid-Gemischs.
3Nach GRASSMANN [Gra82] liegt die Partikelgrofie zwischen 0,02-0,1 um
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bezeichnen. Im Weiteren wird Gleichung (6.21) mit Hilfe der Gleichungen (6.20), (6.22)
und (6.24) nach

mp.a = (K&pawm—1)(Q(mp e —1mpawm) —mpe) — KEp ammco, (6.25)

umgeformt und damit ein Bezug zwischen der Kondensatorkennzahl K und dem Ab-
scheidegrad 2 hergestellt, wobei die letzten beiden aus den Messungen (s. Kapitel 6.9.5)
abzuleiten sind. Mit der Definition des Restdampfgehalts und Gleichung (6.25) ergibt sich
schliefilich der gesuchte Zusammenhang zwischen Restdampfanteil {p 4 und dem Abschei-
degrad €2 wie folgt
mp, A

Mco,,4 + Mp A+ My a
(Kép,aum — 1) (Q(p.p —mp am) — mpr) — KEp ammco,

Meo,.a +Mpr —Q(Mp g —mMp awm) '

§pa =

(6.26)

Mit der hier eingefithrten Kondensatorkennzahl K und dem Abscheidegrad €2, kann
demnach fiir einen Oxyfuel-Kondensator mit Rezirkulationskonzept einfachem, bereits be-
kanntem Wirme- und Stoffiibertragungsmodell und den Ein- und Ausgangsparametern
wie Druck, Temperatur, Massenstrome der um den Nebelanteil reduzierte Restdampfge-
halt berechnet werden. Anders als z.B. bei [Kau99] handelt es sich nicht um eine direkte,
sehr komplexe Berechnung der lokalen Séttigung und der damit verursachten Nebelbil-
dung, sondern um einen korrelativen Ansatz, der mit Vergleichsmessungen hergestellt wird
(s. Kapitel 6.9.5).

6.9 Diskussion der Messergebnisse

In diesem Abschnitt werden die Messergebnisse des in Kapitel 6.4 vorgestellten Labor-
modells zum Kondensatorkonzept prasentiert und hinsichtlich Restdampfgehalt, Nebelge-
halt, Abscheidegrad, Kondensatorkennzahl und Kondensat-pH-Wert (vgl. Kapitel 3.3.3)
diskutiert.

6.9.1 Rahmenbedingungen der Messung

Anders als bei den Messungen am gekiihlten Einzelrohr (s. Kapitel 5) handelt es sich
bei diesem Versuchsaufbau um ein offenes System, was einen deutlich hoheren Verbrauch
an Kohlendioxidgas (verwendete Reinheit betragt 99,999 %) bedeutet. Um die Kosten
im verfiigharen Rahmen zu halten, wurde der C'O5-Gehalt am Eintritt deshalb moglichst
klein gewahlt und die Anzahl der Messpunkte auf ein notwendiges Minimum beschrankt.
Der C'O,-Gehalt liegt fiir alle Messungen mit {co, r =~ 0, 143 etwas unterhalb der mit der
Kreislaufsimulation berechneten Werte (s. Tabelle 4.5).

Das Kondensatverteilsystem (10) (s. Abbildung 6.6) lasst sich aufgrund der Druck-
begrenzung der Membrankolbenpumpe (3) auf maximal 10 bar Forderdruck nur bis zu
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einem € von ca. 1,1 einsetzen. Messungen mit hoherem e sind deshalb nur mit den beiden
Tropfenverteilerlanzen (12) moglich.

Die duleren Messbedingungen fiir die Abscheidung des Kohlendioxids aus dem Wasser-
dampf-Kohlendioxid-Gemisch lassen sich somit wie folgt zusammenfassen:

o die Kiihlwassereintrittstemperatur liegt bei Tkw r =29+0,1 °C,

der Dampfgehalt am Kondensatoreintritt betragt {p g = 0,857 £ 0, 03,

der Gemischdruck im Kondensator liegt bei pg = 0,96 £+ 0,1 bar,

die Kondensatrezirkulationsrate betragt im Falle der drei Kegeldiisen (10) ¢ =
[0;1,1] bzw. fir die beiden Tropfenverteilerlanzen (12) e = [0; 3, 5] und

die Prézision bzw. die Wiederholgenauigkeit einer Messung (Restdampf, Nebel) liegt
durchschnittlich bei < 10 Prozent beziiglich des Messwerts.

6.9.2 Restdampfgehalt

Die Kreislaufsimulation zeigte, dass ein um 5 %-Punkte hoherer Wasserdampfgehalt der
ersten Kondensationsstufe den Nettowirkungsgrad des Prozesses um knapp 0,5 %-Punkte
reduziert (s. Kapitel 4.7). Allerdings muss aus Sicht des Oxyfuel-Prozesses der Nebel des
ersten Kondensators, der wihrend der Druckerhohung wieder zu Wasserdampf verduns-
tet, dem Wasserdampfgehalt vor Eintritt in die zweite Kondensationsstufe angerechnet
werden. Somit erhoht sich der Massenstrom an Wasserdampf fiir die weiteren Kondensa-
tionsstufen, wodurch der Prozesswirkungsgrad abnimmt (s. Kapitel 4.7.3).

Den Einfluss der Rezirkulationsrate auf den mit der Taupunkt-Methode (s. Kapitel
6.6.3) gemessenen Restdampf zeigt Abbildung 6.10: Der Restdampfgehalt nimmt, ausge-
hend von der Vergleichsreferenz von ca. {p 4 = 0,05, fiir fast alle Messungen mit einer
Rezirkulationsrate ¢ > 0 zu. Dies deckt sich mit der Hypothese, dass mit steigender
Kondensatrezirkulationsrate der Warme- und Stoffiibergang reduziert wird, da Teile der
Kiihlrohre zusétzlich mit warmerem Kondensat (wegen der Tropfenkondensation iiber
dem Warmetibertragerbiindel) beaufschlagt werden. Hierdurch sollte bei gleichem Wand-
warmeiibergang ar die Kondensattemperatur 77 und folglich auch der Restdampfgehalt
&p a steigen. Da die Zunahme des Restdampfgehalts {p 4 mit maximal 0,01 Punkten
deutlich geringer als die Schwankungsbreite von Messpunkten nahe beieinander liegen-
den Rezirkulationsraten ausféllt und sich eine Abhéangigkeit des Restdampfgehalts vom
Kohlendioxidgehalt {co, r aus Abbildung 6.10 ablesen lasst, kann keine direkte Abhén-
gigkeit von Restdampf und Rezirkulationsrate abgeleitet werden. Interessant wird es nun
zu sehen, wie sich bei diesem geringem Anstieg der Rezirkulationsrate das Rezirkulati-
onskonzept auf die Nebelbildung auswirkt, weshalb eine Ergebnisbetrachtung hierzu in
Kapitel 6.9.3 erfolgt.
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Abbildung 6.10: Ergebnisse der Messung mit der Taupunkt-Methode: Restdampfgehalt
und Kohlendioxid-Massenanteil am Kondensatoreintritt iiber der Kon-
densatrezirkulationsrate (Messunsicherheit nach DIN 1319)

6.9.3 Nebelgehalt

Nach KAUFMANN lésst sich die Nebelbildung bei fremdkeimfreiem Gas-Dampf-Gemisch
mit einem unter 20 °C liegenden, treibenden Temperaturgefille stark reduzieren bzw. bei
einem Rauchgas ohne Fremdkeime sogar vermeiden. Das hiele fiir die Messungen, dass
die Kiihlwassereintrittstemperatur der ersten Rohrreihe statt 29 °C ca. 76 °C betragen
miisste (z.B. durch einen mehrgingigen Kreuz-Gegenstromwéarmetibertrager), wodurch
die erforderliche Kondensatorfliche unter Beibehaltung des Restdampfgehalts wegen @ =
a - A- AT im Vergleich etwa dreimal so grofl werden wiirde. In Anbetracht dessen ist der
Zusammenhang von Restdampf- und Nebelgehalt besonders interessant.

Die vergleichsweise hohere Messunsicherheit (vgl. Kapitel 4.7.3) resultiert aus der grofie-
ren Anzahl an Messgroflen und der damit steigenden Anzahl an Summanden im Gaufy’schen
Fehlerfortpflanzungsgesetz, wie Gleichung (6.18) bereits vermuten lasst. Da die iiber alle
Messpunkte gemittelte Messunsicherheit von w({y 4) = 19,1 % jedoch um ein Vielfaches
kleiner ist als die Differenz zwischen grofitem und kleinstem Messwert, stellt die Messreihe
in Abbildung 6.11 eine gute Diskussionsbasis dar.

Wie Abbildung 6.11 veranschaulicht, l&sst sich der Nebelanteil - ausgehend von einem
Niveau von {y 4 =~ 0,31 bei € = 0: durch das Kondensatrezirkulationskonzept um bis zu
50 % auf x4 ~ 0,16 reduzieren. D.h. geht man von einer Wiederverdunstung des Nebels
in weiteren Reinigungs- bzw. Kondensationsstufen des Gemischs aus, sinkt der Gesamt-
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Abbildung 6.11: Ergebnisse der Messung mit der kombinierten Taupunkt-Methode: Nebel-
und Dampfanteil im Kondensatoraustritt iiber der Rezirkulationsrate
(Messunsicherheit nach DIN 1319)

wasserdampfgehalt £y 4 +&p a folglich um 42 % von ca. 0,36 auf 0,21. Wie Abbildung 6.12
zeigt, und KAUFMANN erlautert, kann als Ursache hierfiir die zunehmend kleiner werden-
de treibende Temperaturdifferenz AT = T — Ty angefithrt werden. Ebenfalls dargestellt
ist der Aufreinigungsfaktor ¢ = 5022 £ der als praktische Darstellung der Reinigungs-
quantitit eines Gas-Dampf- Kondensgtors bezeichnet werden konnte. Wie zu sehen ist,
kann der Aufreinigungsfaktor durch die Erhohung der Kondensatrezirkulationsrate um

bis zu 21 % verbessert werden.

Die sich bei Beginn der Kondensation einstellende treibende Temperaturdifferenz, auf-
getragen tber der Rezirkulationsrate e, verhalt sich dhnlich wie die Funktion AT (¢) =
i + b (s. Abbildung 6.12) und néhert sich rechnerisch fiir sehr grofie e an AT = 17,1 °C
an. D.h. die erste Stufe der Kondensation bewegt sich hinsichtlich der genannten Tempera-
turdifferenz mit steigender Rezirkulationsrate auf den Bereich zu, der von KAUFMANN zur
Vermeidung von Nebel ohne Fremdpartikel genannt wird. Damit ergibt sich fir das fremd-
keimfreie Kohlendioxid-Wasserdampf-Gemisch qualitativ gesehen ein dhnliches Verhalten
wie es KAUFMANN schon fiir Methanol-, Ethanol-, Toluol- und Methylenchlorid-Stickstoff-
Gemische herausfand. Ob sich dies auch quantitativ bestéatigen lasst, zeigt Kapitel 6.9.4.

Wie weit konnte nun der Nebelgehalt bei einer weiteren Erhéhung der Rezirkulations-
rate € gesenkt werden? Da dieser Zusammenhang ganz wesentlich von der weiteren Tem-
peraturdifferenz zwischen Gemisch und Rezirkulationstropfen AT = T; — Tk abhéingt,
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Abbildung 6.12: Temperaturdifferenz und Aufreinigungsfaktor iiber der Kondensatrezir-
kulationsrate. Berechnung der Filmtemperatur 7% nach Filmtheorie

muss die Antwort dort (s. Abbildung 6.13) gesucht werden (Tg wird kurz vor Eintritt in
den Kondensator gemessen, s. Abbildung 6.6 (9)). Die Temperatur eines Tropfens kurz
vor Eintritt in den Kondensatsumpf, T} genannt, wird mit 7% = (Tr + €Tg)/(1 + €) aus
der Energiebilanz bei @ = 0 um den Kondensatsumpf abgeschétzt. Die einzusetzen-
de Kondensattemperatur ergibt sich aus den Berechnungen mit der Filmtheorie fiir die
Kondensation am Rohrbiindel. Der fiir die Berechnung des im Kondensatorauflenraum
herrschenden Dampfgehalts notwendige Warmeiibergang der Tropfenkondensation wird
mittels des Dampfgehalts bei ¢ = 0 abgeschatzt und tiber das Berechnungsmodell von
CELATA et al. [CCDF91] plausibilisiert. Dies ist wegen der nur abzuschétzenden Stro-
mungsgeschwindigkeiten notwendig.

In den Verlaufen von 7% und des berechneten Dampfgehaltes nach der Tropfenkonden-
sation (und vor der Rohrbiindelkondensation) in Abbildung 6.13 zeichnet sich fiir den
Dampfgehalt ein Minimum bei einer Rezirkulationsrate von etwa vier ab. Das liegt daran,
dass die berechnete, abgefiihrte Kiihlleistung bei einer Rezirkulationsrate von € ~ 2,5 ihr
Maximum erreicht. Grund ist die Abnahme der treibenden Temperaturdifferenz zwischen
Dampf und rezirkuliertem Kondensat, welche auch nicht durch eine Erhéhung des Mas-
senstroms kompensiert werden kann (s. Abbildung 6.13). Die weitere Reduzierung des
Nebelgehalts fiir e > 2,5 kann nur noch auf einer Erh6hung der Kondensationstempera-
tur der dufleren beiden Rohrreihen (aufgrund dartiber ablaufendem, rezirkuliertem Kon-
densat) beruhen, da sich das Temperaturgefille zwischen Kondensationsoberfliche und
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Abbildung 6.13: Verlauf von Tx (gemessen) und T}, (berechnet), dem berechneten Dampf-
gehalt im Kondensator nach der Tropfenkondensation und der vom re-
zirkulierten Kondensat aufgenommenen Wérmeleistung Q}}

Gas-Dampf-Gemisch dadurch nebelreduzierend verringern kann. Das bedeutet aber auch,
dass eine weitere Reduzierung des Nebelgehalts zunehmend auf Kosten des Restdampfge-
halts (s. Abbildung 6.11) gehen muss. Folglich kann ab einem bestimmtem ¢ eine weitere
Nebelreduzierung unter Beibehaltung eines definierten, maximalen Restdampfgehalts nur
durch zusatzliche Riickkiithlung des rezirkulierten Kondensats erreicht werden. Im Versuch
liegt dieser Punkt bei € ~ 4 (s. Abbildung 6.13), womit ein geschatzter Nebelgehalt von

Env,a ~ 0,13 erreicht werden kann.

6.9.4 Abscheidegrad

Ziel des in [Kau99] vorgestellten Kondensationskonzepts, das basierend auf der Idee von
CoOLBURN und EDISON [CE41] das Gemisch vorkiihlt bzw. erwérmt, war, dessen Sattigung
stets kleiner als S = 1,1 zu halten. Anders als bei den Ideengebern geschieht dies jedoch
regenerativ statt elektrisch. Mit dieser Methodik der warmeiibertragerinternen Warme-
verschiebung war es moglich, den Abscheidegrad bei der Kondensation eines zeitweise
mit Fremdpartikeln versetzten Stickstoff-Isopropanoldampf-Gemischs um 12 % von 0,80
auf 0,89 zu verbessern. Im besten Fall konnte der Abscheidegrad fiir fremdpartikelhaltige
Prozessgase mit dieser Technik, ausgehend von einem konventionellen Kondensationskon-
zept, um bis zu 33 % erhoht werden. Im Falle einer Temperaturdifferenzreduzierung bei
einem konventionellen Rohrbiindelkonzept konnte der Abscheidegrad Q von 78 % auf 96
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% gesteigert werden. Allerdings lieBe sich dies restdampfneutral nur durch eine um etwa
1/3 groBlere Warmetibertragungsflache (geschitzt nach Filmtheorie) umsetzen. Wie die
interne Warmeverschiebung des Rezirkulationskonzepts den Abscheidegrad zu verbessern
vermag, zeigt Abbildung 6.14. Nach der Definition des Abscheidegrads von KAUFMANN
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Abbildung 6.14: Abscheidegrad iiber der Kondensatrezirkulationsrate (Messung) bei
gleichbleibender Kiihlwassereintrittstemperatur und -volumenstrom

lagen die Werte in Abbildung 6.14 um 2,26 £ 0,3 % niedriger, ursichlich hierfir ist
der um ca. 10 Ma.-% hohere, mit [CGO2] berechnete Restdampfgehalt. Mit der hier ver-
wendeten auslegungsorientierten Definition beginnen diese bei €2 =~ 0,94 fiir ¢ = 0 und
steigen durch das Kondensationsrezirkulationskonzept bei sonst konstanten Bedingungen
um etwas mehr als 5 % auf Werte von bis zu 2 ~ 0,99 (s. Abbildung 6.14). Wie bereits
erlautert ist dies bei einem konventionellen Kondensatorkonzept wegen Q = a - A - AT
nicht méglich, weshalb das Kondensatrezirkulationskonzept eine erhebliche Verbesserung
zur Abscheidung von Kohlendioxid aus einem Kohlendioxid-Dampf-Gemisch darstellt.
Fiir die qualitative und quantitative Beurteilung von Effizienz und Leistung eines Gemisch-

Kondensators ist, wie in Kapitel 6.8 erwdhnt, neben dem Abscheidegrad die Kondensa-

torkennzahl notwendig. Deren Ergebnisse werden im néchsten Kapitel prasentiert.

6.9.5 Kondensatorkennzahl

Die Kondensatorkennzahl nach der Definition von Gleichung (6.24) ist in Abbildung 6.15
dargestellt. Dort zeigt sich eine gute Korrelation aus Kondensatorkennzahl K und Rezir-
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Abbildung 6.15: Kondensatorkennzahl iiber der Kondensatrezirkulationsrate

kulationsrate €
K (¢) = —0,0651 - €2 + 0,0222 - €+ 1,6994, (6.27)

die allerdings nur fiir die in Kapitel 6.9.1 genannten Bedingungen gilt. Andern sich Ab-
scheidegrad und Kondensatorzahl in Bezug auf die vermessenen Rezirkulationsraten (z.B.
durch eine andere Kiithlwassereintrittstemperatur), so ergeben sich fiir Abbildung 6.15 an-
dere Korrelationen. D.h. hier ergébe sich die Moglichkeit, durch eine Dimensionsanalyse
der Kondensatorkennzahl und deren Abhéangigkeiten, eine allgemein giiltige Korrelation
zu finden.

Wie in Kapitel 6.8 bereits erlautert, kann mit Hilfe von K (¢) (s. Abbildung 6.15)
und 2 (K) der durch die Nebelbildung veranderte Restdampfgehalt berechnet werden.
Aus den Messungen lésst sich die in Abbildung 6.16 dargestellte Korrelation zwischen
Abscheidegrad und Kondensatorkennzahl ableiten. Diese erstreckt sich iiber den Giiltig-
keitsbereich von K, mit K € [0; Kpow = K (Q = 0) = &N man/Ep,An], Wobel gilt, dass

gN,max = hmmN,A—>mD,E 5N7A. Sie lautet
Q(K)=-0,0149 - K**™ 41 (6.28)

und weicht maximal +2 % von den Messwerten ab (r = /0,92 =~ 0,96). Mit Gleichung
(6.28) fiir den von der Kondensatorkennzahl abhéngigen Abscheidegrad, der Kondensa-
torzahl K (6.24) und einem Wéarme- und Stoffiibertragungsmodell (z.B. aus [CG02]) ist
es nun moglich, alle fiir die Auslegung eines Oxyfuel-Kondensators erforderlichen Grofien
zu berechnen.
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1,02 Randbedingungen fur Q(K): )
/1. K=0—3dQ/0K=0
—_ - 2. (AK)yessung™@(K))Z =0 (| -0,0149-K2474311
= 0.98 R2=0,92
S 3 K = K(Q=0) = |
g’ F’N,max/ﬁDA,th
3 0,96 - \ 05 H 3-4 mm Tropfen
k. oz / 4 0,05 mm Tropfen
3094 "
< 0,1
0,92 005 |
0 . L T
45 475 5 5,25 5,5
0,9 T T T T T
0 1 2 3 4 5

Kondensatorkennzahl K [-]
Abbildung 6.16: Kondensatorzahl K iiber Abscheidegrad 2

Da es sich bei K und Q(K) um Korrelationen handelt, soll abschlieflend ein Vergleich
zwischen Rechnung und Messung die zu erwartenden Differenzen aufzeigen. Dafiir werden
folgende Groflen aus Kapitel 6.8 herangezogen: die Kondensatorzahl K (6.27), der Ab-
scheidegrad €2 (6.20), der Nebelanteil x4 (6.22), der Restdampfgehalt p 4 (6.26) und
mit den Laborkondensatormessungen verglichen.

Abbildung 6.17 zeigt eine gute bis sehr gute Ubereinstimmung von Rechnung und Mes-
sung bei Kondensatorkennzahl, Abscheidegrad, Nebel-, und Restdampfgehalt. Mit die-
sem Ergebnis empfiehlt sich die vorgeschlagene Methode fiir die Auslegung von Oxyfuel-
Kondensatoren mit Rezirkulationskonzept. Fiir eine allgemein giiltige Empfehlung be-
steht aber noch weiterer Forschungsbedarf bei der Bestimmung der Kondensatorkennzahl-
Korrelation iiber einen breiten Parameterbereich von Kiihlwassereintrittstemperaturen,
Eintrittswasserdampfgehalten und Kondensatordriicken.
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Abbildung 6.17: Vergleich von Mess- und Berechnungsdaten (Rechnung nach Kapitel 6.8

und 6.9.5). Von links oben in Reihe nach rechts unten: Kondensatorkenn-
zahl, Abscheidegrad, Nebel- und Restdampfgehalt.

6.9.6 Messung des pH-Werts

Die Messung des pH-Werts des angefallenen Kondensats findet auflerhalb des Kondensa-

tors statt. Dazu wurde Kondensat aus dem Kondensatsammelbehélter (s. Position (2) in
Abbildung 6.6) in ein isoliertes Gefafl gegeben und sogleich die Messung durchgefiihrt. Dies

ist notwendig da sich aufgrund der Partialdruckanderung tiber dem Kondensat die Gleich-

gewichtsbedingungen fiir das Kohlendioxid, und folglich auch der pH-Wert im Kondensat

andern. Nach jeder Messung erfolgten zwei Kalibriermessungen in zwei verschiedenen,
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temperierten Losungen (pH-Wert 4 und 10), wodurch ein eventueller Sensordrift zuver-
lassig kompensiert werden kann. Der pH-Wert wurde in den folgenden Betriebspunkten

gemessen:
e ohne Kiihlwasserumwalzung, ohne Rezirkulation
e ohne Kiihlwasserumwalzung, mit Rezirkulation
e mit Kithlwasserumwialzung, ohne Rezirkulation
e mit Kithlwasserumwalzung, mit Rezirkulation

e mit Kithlwasserumwaélzung, mit Frischwassereinspritzung

5
A ohne KW, ohne Rezi
Oohne KW, mit Rezi
A mit KW, ohne Rezi
T 4,75 B mit KW, mit Rezi
2 mit KW, mit Frischwasser
g
S 4,5
c
3
S 4,25 - 0 mgs mg
S 4
g. %A%D =
X 4 o
Q
3,75 T T T T T T
3,75 4 4,25 4,5 0 0,25 0,5 0,75 1

pH-Wert aus Messung [-] Partialdruck Kohlendioxid p co, [bar]

Abbildung 6.18: Links Vergleich des Kondensat-pH-Werts bei Kondensatoraustritt zwi-
schen Messung und Rechnung, rechts berechnete pH-Werte in Abhéngig-
keit von Kondensationstemperatur und Partialdrucks des Kohlendioxids

in der Kondensationsgrenzschicht

Da es sich bei den Messungen nicht um einen lokalen, sondern vielmehr um einen globalen
pH-Wert handelt, ldsst sich auch nur zu letzterem eine Aussage treffen. In Abbildung 6.18
werden die gerechneten (s. Kapitel 6.7.3) iiber den gemessenen pH-Werten dargestellt.
Darin zeigt sich, dass die vorgestellte Berechnungsmethode fiir den pH-Wert des Konden-
sats (s. 6.7.3) eine gute Ubereinstimmung von Messung und Rechnung im Bereich von
+5 % erzielt. Geht man von einer dariiber hinausgehenden Ubereinstimmung aus muss
angenommen werden, dass lokal geringere pH-Werte vorkommen (s. Abbildung 6.18). Bei
den herrschenden Bedingungen des Laborkondensators bewegen sich diese im Bereich von
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pH-Wert= [4,0;4, 4]. Fiir typische Kiihlwassereintrittsbedingungen und sofern der Kon-
densatordruck bei 1 bar liegt, erweitert sich dieser Bereich dagegen nach unten bis auf
pH-Werte um 3,9. Damit liegt die Obergrenze der lokalen Verdiinnbarkeit, bzw. der Spiel-
raum fiir eine lokale pH-Wert-Anhebung, bei etwa 0,3 Punkten, wenn man davon ausgeht
dass analog zur Messung ein mittlerer pH-Wert von 4,3 fiir € > 1,5 erreicht wird.

Unter Anwesenheit von Schwefel- und Stickoxiden ist von einer zusétzlichen Beeinflus-
sung des pH-Werts im Kondensat auszugehen, weshalb zuséatzlich zum rezirkulierten Kon-
densat auf den Kiihlrohren, welches eine verdiinnende und spiilende Wirkung besitzt, z.B.
auch Natronlauge zur Neutralisierung in den Rezirkulationskreislauf beigemengt werden

kann.
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Zusammenfassung

Ziel dieser Arbeit war es, ein Kondensationskonzept aufzustellen, welches gegeniiber einem
konventionellen Rohrbiindelkondensator in einem Oxyfuel-Prozess deutliche Verbesserun-
gen hinsichtlich der Kondensationseffizienz bringt.

Hierzu wurde in einem ersten Schritt der Stand von Wissenschaft und Technik hinsicht-
lich Abscheidungs- und Auslegungsmethoden untersucht (s. Kapitel 3). Um diese mit den
Rahmenbedingungen der Oxyfuel-Technologie vernetzen zu kénnen, wurden anschlieend
Kreislaufrechnungen von Oxyfuel-Prozessen zur Ermittlung der optimalen Kondensator-
Betriebsparameter durchgefiihrt (s. Kapitel 4). Hieraus ergaben sich auch wichtige Rah-
menbedingungen fiir die Warmestrommessungen mit Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch-
en, welche zur Validierung verschiedener Warme- und Stoffiibertragungstheorien herange-
zogen wurden (s. Kapitel 5). Die bis dahin gewonnenen Erkenntnisse miindeten schlieflich
in die Entwicklung eines neuen, effizienten Rauchgaskondensationskonzepts, welches in
Messungen im LabormaBstab validiert wurde (s. Kapitel 6).

Aus der Untersuchung des Stands von Wissenschaft und Technik zeigten sich drei we-
sentliche Herausforderungen: ein bei der Kondensation durch die Anwesenheit von Inert-
gas reduzierter Warme- und Stoffiibergang [BS94], [LR84], [NOIH92], [CG02], usw., die
Entstehung von Nebel durch Ubersittigung des Wasserdampf-Inertgas-Gemischs [CE41],
[Ste72], [Kau99], [Man00] sowie Korrosion durch Séurebildung im Kondensat aufgrund der
Absorption von Kohlendioxid [Rie99]. Hieraus wurde als zusétzlicher Forschungsbedarf
abgeleitet (s. Kapitel 3.3): die Ermittlung der Oxyfuel-Kondensator- Betriebsparameter
fiir hohe Prozesswirkungsgrade, die Validierung von Wérme- und Stoffiibertragungstheo-
rien im Bereich von Dampfgehalten > 50 Ma.-% und die Entwicklung eines effizienten
Kondensationskonzepts fiir Oxyfuel-Prozesse.

Mangels Daten zu den Betriebsparametern von Rauchgaskondensatoren in Oxyfuel-
Prozessen wurden diese mittels Kreislaufrechnung geeigneter Prozesse ermittelt. Daraus
ergab sich, dass zur Erreichung hoher Kohlendioxidreinheiten bzw. -anteile um 96 Ma.-
% eine Kondensation in mehreren Stufen bei verschiedenen Driicken noétig ist. Dies ist
auf die direkte Korrelation der kleinst moglichen Kondensationstemperatur mit dem Ge-
samtdruck zuriickzufiihren, welche dazu fithrt dass die Kithlwassereintrittstemperatur die
begrenzende Grofle fiir die erreichbare Reinheit darstellt. Die erste Kondensationsstufe
iibernimmt den groffiten Anteil der Kohlendioxidreinigung, weshalb sich die beschriebenen
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Messungen auf deren Betriebsparameter konzentrieren. Im Wesentlichen sind dies Dampf-
gehalte von 5 Ma.-% bis 80 Ma.-%, Stromungsgeschwindigkeiten von 2 m/s bis 18 m/s
und Kondensatordriicke von 0,2 bar bis 3,5 bar.

Die Validierung der Berechnungsmodelle fiir den lokalen Warme- und Stoffiibergang bei
der Kondensation von Wasserdampf aus einem Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch fand
mittels Warmestrommessungen tiber der horizontalen Einzelrohr-Versuchsgeometrie bei
Stromungsgeschwindigkeiten in Schwerkraftrichtung von 2 m/s bis 10 m/s, einem Druck
von peo£0,1 bar und Dampfgehalten von 10 Ma.-% bis 100 Ma.-% statt. Die gemessenen
Wiarmestromdichten (6 % bis 63 %) wurden mit denen der Filmtheorie in Anlehnung an
[CGO02], dem Berechnungsmodell von Nozu et al. [NOIH92] und dem von ROSE [Ros80]
verglichen. Hierbei zeigte das Berechnungsmodell von NOzU et al. die beste Ubereinstim-
mung zwischen Berechnungstheorie und Warmestrommessung, die meist innerhalb von
+25 % lag. Etwas grofier in der maximalen Abweichung, dafiir insgesamt deutlich weni-
ger breit streuend, folgt die Filmtheorie. Ahnliche Ergebnisse fand auch LANZEL [Lan95]
fiir den Fall einer langsangestromten horizontalen Rohrgeometrie. Das Berechnungsmo-
dell von ROSE schéitzt die Warmestrome meist nur halb so grofl ein, wie sie tatséchlich

gemessen wurden.

Nach obigen Vorarbeiten konnte die Entwicklung eines Kondensationskonzepts fiir Oxy-
fuel- Prozesse gestartet werden. Aus anderen Arbeiten wie [Kau99], [CE41], [Hae00],
[Bro96], usw. ist bekannt, dass die aus der Ubersittigung des Wasserdampf-Inertgas-
Gemischs resultierende Nebelbildung eine der grofiten Herausforderungen bei der ge-
schickten Auslegung eines Rauchgaskondensators fiir Oxyfuel-Prozesse ist. Somit zielte
die Konzeptentwicklung auf eine Reduzierung des Nebelanteils bei - im Vergleich zu einem
konventionellen Rohrbtindelkonzept - gleichbleibendem Restdampfgehalt ab. Es sieht vor,
das gesammelte Kondensat im Kondensator durch ein Diisen- oder Tropfensystem tiber
eine Rezirkulationspumpe in den Kondensatoreintritt aufzugeben und damit einen Teil
des Dampfs aus dem Wasserdampf-Kohlendioxid-Gemisch bei einer wesentlich hcheren
Gemischtemperatur direkt zu kondensieren. Es steht dabei frei, das Aufgabesystem di-
rekt auf die Kiithlrohre auszurichten um eine weitere Verschiebung der Kondensation hin
zur effizienteren Tropfenkondensation zu erreichen. Somit nutzt dieses sogenannte , Rezir-
kulationskonzept® die Vorteile der Direkt- und Indirektkondensation und kann dadurch
entscheidend zum genannten Ziel beitragen.

Das Rezirkulationskonzept wurde hinsichtlich Restdampf- und Nebelgehalt in einem
Labormodell experimentell untersucht. Dafiir wurde ein einfaches aber genaues System
zur Bestimmung des Nebelgehalts entwickelt, das auf einem, wie in NOLTE [Nol89] ver-
wendeten, Taupunktsensor basiert. Mit dem im Kondensationskonzept verwendeten Auf-
gabesystem war es moglich, sehr kleine Tropfen von 50 pum sowie vergleichsweise grofie
von 3-4 mm zu erzeugen, wobei letztere aktiv iber die kithlwasserdurchstromten, aufleren
Rohrbiindel gekiihlt wurden. Es zeigte sich, dass insbesondere bei hohen Rezirkulations-
raten von 3,5 (Vielfaches des anfallenden Kondensatmassenstromes) und 3-4 mm, aktiv
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gektihlten, grofien Tropfen der Nebelgehalt am Kondensatoraustritt (von etwa 31 Ma.-%)
um knapp 50 % reduziert werden konnte. Der Restdampfgehalt stieg dabei um weniger
als 1 Ma.-% an, d.h. die Kohlendioxidreinheit konnte bei gleichem Kiihlwasseraufwand
um 21 % verbessert werden.

Ein weiteres Ergebnis der Kondensatorkonzept-Validierung war die Moglichkeit der lo-
kalen pH-Wert Anhebung auf den Kiihlrohren. Ein Teil des physikalisch absorbierten
Kohlendioxids wird in Form von Kohlensaure chemisch in das Wasser eingebunden und
senkt damit den pH-Wert. Da dieser eine Funktion der Kondensattemperatur und des
dariiberliegenden Kohlendioxidpartialdruckes ist, kann der lokale pH-Wert durch rezirku-
liertes Kondensat, dort wo die Kondensationstemperatur am geringsten und der Kohlen-
dioxidpartialdruck am hochsten ist, um ca. 0,3 Punkte auf etwa 4,2 angehoben werden.

In den Untersuchungen und im Vergleich zu den Ergebnissen anderer Autoren zeig-
te sich, dass es zur Beschreibung der Kondensatoreffizienz nicht ausreicht, lediglich den
Nebel- bzw. lediglich den Restdampfgehalt zu berticksichtigen. Um diese Effizienz zu be-
werten und einen Zusammenhang zwischen Nebel- und Restdampfgehalt quantifizieren
zu konnen wurde deshalb eine Kennzahl, hier als Kondensatorkennzahl benannt, vorge-
schlagen. Diese stellt das Verhaltnis aus dem Massenanteil Nebel und dem theoretisch
ohne Nebelbildung erreichbarem Restdampfgehalt dar. Somit ergibt sich ein verifiziertes,
ntitzliches Auslegungswerkzeug fiir Oxyfuel-Kondensatoren mit Rohrbiindeloberflachen,
da sich bei Kenntnis der Kondensatorkennzahl-Korrelation der Anteil des entstehenden
Nebels aus dem, z.B. mit [CG02], berechneten Restdampfanteil ergibt. Die Auslegung von
Oberflachenkondensatoren wird dadurch erheblich vereinfacht.

Weiterer Forschungsbedarf besteht, abgesehen von den bereits in den Kapiteln 5.8 und
6.9.5 erwiahnten Punkten, bei der Ubertragung des Kondensatrezirkulationskonzepts in
den PilotmafBstab. Dieser sollte Warmeiibertragungsleistungen im Bereich von mindestens
5 MW thermisch ermoglichen. Neben der Validierung des Konzepts fiir diesen Leistungs-
bereich sollte dort insbesondere der Zusammenhang zwischen Rohrbtindeldichte, gezielt
moglicher Rezirkulationstropfenkithlung und der Gemischgeschwindigkeit untersucht wer-
den, da hier Auslegungsempfehlungen fiir die Kiihl- und Kondensationsstrecke der Direkt-
kontaktkondensation tiber dem Kondensatorrohrbtiindel hervorgehen.

Die Arbeiten zur Deckung des angesprochenen Forschungsbedarf dienten nicht allein
der Bereitstellung einer effizienten Technologie im Bereich der Kohlendioxidabscheidung,
grundsatzlich ist das Kondensatrezirkulationskonzept bei einer Vielzahl von Trennungs-
und Warmeitibertragungsaufgaben mit nicht kondensierbaren Bestandteilen denkbar, wie
z.B. bei der Rauchgaskondensation in Biomasseheizkraftwerken (s. [Gad08] und Kapitel
6.1).
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Anhang A

Informationen zur Simulation

A.1 Kondensator- und Iterationsparameter

Tabelle A.1: Liste der festzulegenden Kondensator- und Iterationsparameter

Parameter

Betriebsmodus® Symbol Einheit

Kihlwasserdruckverlust

Abstand der Rohre in Querrichtung
auBerer Rohrdurchmesser

innerer Rohrdurchmesser
Rohrlange

Wiérmeleitkoeffizient der Rohrwand
Kiihlwassergeschwindigkeit
Toleranzintervall fiir die Konvergenz
Aktivierung des Kondensators
Betriebsweise

Restdampfgehalt
Rauchgasgeschwindigkeit

Anzahl der Rohre pro Rohrreihe
Anzahl der Rohrreihen

S O = =

Aprw [bar]
Sq [m]
D [m]
d [m]
lr [m]
AR [i]
VKW [%]
tolx [%]
OonOf f ]
Indicator ]
T Hy0,lim [%]
vG ]
nPipe2 -]
nRange2 ]

* Durch Betriebsweise definiert: 1 := Auslegungsmodus, 0 := Leistungsmodus
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Anhang A Informationen zur Simulation

A.2 Neue Stoffdatenbasis fiir die Simulation

Tabelle A.2: Neues Konzept zur Berechnung der physikalischen Eigenschaften von Rein-
stoffen und Gemischen in IPSEpro

Stoff  Ansatz  Temperatur [°C] Druck [bar] Quelle

min max min  max
COy  Realgas 0 827 0 8000 [Spa93]
H;O Realgas 0,01 850 0,175 1000 [Sch69]
AR Idealgas -30,0 5726,86 0,176 20 Cha85]
CyHg Idealgas -30,0 5726,86 0,176 35 Sch69
C3Hg Idealgas -30,0 5726,86 0,1°¢ 35 Sch69
CH, Idealgas -30,0 5726,86 0,17¢ 35 Sch69

[
[
[
[
[
[
CO  Idealgas -30,0 5726,86 0,17 100 [Sch69
[
[
[
[
[

H, Idealgas -30,0 5726,86 0,176 35

H,S Idealsas -30.0 5726,86 0,1-6 100 [Sch69
Ny Idealgas -30,0 5726,86 0,176 35 Sch69
@) Idealgas -30,0 5726,86 0,176 35 Sch69
SO,  Idealgas -30,0 5726,86 0,17¢ 10 Sch69

A.3 Simulationsbild des CES-Prozesses
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A.4 Simulationsbild des S-Graz Cycles
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Anhang B

Berechnungsnachweise

B.1 Berechnung der logarithmisch gemittelten

Temperaturdifferenz
a(x)
Rohrwand R
m Taw®) E Tyw(x+dx)

Abbildung B.1: Bilanz der Warmestrome an einem Rohrabschnitt infinitesimaler Dicke
dx in Anlehnung an [The01]

Der Grund fir die nur abschnittsweise Giiltigkeit von AT7,, liegt in einer Vereinfachung
fir die Herleitung von AT7,,. Die Energiebilanz iiber das Volumenelement in Abbildung
B.1 lautet

gwUdx = e, dTiw, (B.1)

wobei der spezifische Wandwarmestrom mit
dw =k (Tw — Tkw.m) (B.2)

berechnet wird. Dieser muss iiber dem Umfang U des Rohrs entlang dx gleich dem vom
Kithlmedium im Volumenelement aufgenommenen Warmestrom sein. Die Berechnung des
gesamt aufgenommenen Wérmestroms erfolgt iiber die Trennung der Variablen und die

Integration iiber die Lange L

“rde = e, [T 1 T B.3
/0 ZL‘—me/TKWM(O) m KW - ( . )
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B.2 Kritische Uberséttigung

Gilt Ty = konst. und definiert man ATxw = Tw — Tkw,m dann lasst sich in (B.3) der

rechte Integrand zu dTxw = —dATkw vereinfachen

L Tw —Trxw,m(L) 1
/ KUdz = 1ic, / d(Tw — Tiwm). (B.4)
0

Tw —Txw,m(0) Tw — TKW,m

Die Integration fithrt mit k = fOL kdx zu

— . Tw — TKWm(L)>
kUL = e, In : . B.5
P <TW — Trw,m(0) (B:5)
Durch Einsatz der Gleichung fiir den Kithlmedienwérmestrom
Qrw = ey (Tkwm(L) — Trewm(0)) (B.6)
und von A = UL erhilt man
: — Tkwm(L) = Tkwm(0) —
Qrw = kA 1 (TW*TKW,m(L)> = kAATLo, (B.7)
Tw —Txw,m(0)
wobel T L)-T 0 AT L) - AT 0
ATLOQ = KW,m( )_ KW,m( ) o KW,m( )_ KW,m( ) (BS)

gilt. Im Falle der Rauchgaskondensation, bei der sich sowohl die Wandtemperaturen als
auch die Warmekapazitatsstrome gasseitig wesentlich &ndern, ist die Vereinfachung Ty, =
konst. nicht zulédssig. Konsequenterweise kann Gleichung (B.7) nur abschnittsweise im
Kondensator angewendet werden. Andernfalls muss bedacht werden, dass der Fehler umso
groBer wird, je grofier die Anderung der Wandtemperatur bzw. je grofer die Anderung in

der Mischungszusammensetzung.

B.2 Kritische Ubersittigung

Die kritische Ubersittigung hingt von der Keimbildungsrate (s. MANTHEY [Man00])

J =K exp <AG> (B.9)

/{ZBT
[Vol39] ab. Hierbei ist K der Stoifaktor (Anzahl der StoBe der Gasmolekiile pro Zeit- und
Volumeneinheit; Berechnung z.B. nach FEDER et al. [FRLP66]), AG die Gibb’sche freie
Bildungsenthalpie, kg die Boltzmannkonstante und T die Temperatur des Gases/Gas-
gemisches. Eine kritische Ubersittigung bei technischen Prozessen liegt nach SCHABER
[Sch90] dann vor, wenn die Keimbildungsrate J einen Wert von 10* bis 10% em™3s™!
iiberschreitet. Ab diesem Wert erreicht die Keimbildung ein stabiles Wachstum, d.h. es
werden mehr Keime (Tropfchen) gebildet als wieder zerfallen. Den Verlauf der kritischen

Ubersittigung iiber der Temperatur zeigt Abbildung B.2. Fiir die Berechnung verwendete
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Anhang B Berechnungsnachweise

—J =10000 1/(cm3s)
—J =1 1/(cm3s)

kritische Sattigung S [-]

1 T T T
20 40 60 80 100

Gastemperatur [°C]

Abbildung B.2: Verlauf der kritischen Ubersittigung fiir ein Wasserdampf/Gas-Gemisch
tiber der Gemischtemperatur nach MANTHEY [Man00)]

MANTHEY fiir den Stofaktor eine Abschétzung von BECKER [Bec61], der diesen fir einen
Wasserdampfpartialdruck von 10 mbar mit K = 10% e¢m=3s~! angab. Die Gibb’sche freie
Bildungsenthalpie berechnete er nach

4

AG = 57'('7'%{0'3, (B.10)
worin )
o
rp = plnSS (B.11)

der Radius des Keimes (Trépfchens) und og die Oberflichenspannung ist. Bei Analyse von
(B.9) wird klar, dass die Sensibilitit der Keimbildungsrate J auf Anderungen des Stof3-
faktors deutlich geringer ist als die der Temperatur im Nenner des Exponentialarguments

(s. Abbildung B.2).

B.3 Temperaturprofil eines Mantelthermoelements

Fir die Warmebilanz iiber Az gilt

dQw, - : .
= Qwym + Qi + Quy (B.12)
wobel QW,]- = pA,Axc,Tj; Qmj_l = —)\%Aq; QW,j+1 = )\Tj%;Tqu und QA,j =

;A (T — T;) und die Flachen A, = %QW und A, = dr(zAz) sind. Fir die numerische
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B.3 Temperaturprofil eines Mantelthermoelements

QW,j+1

Abbildung B.3: Wérmebilanz an einem Stiick Az des Thermoelements

Berechnung wird der Ubergang von dt in At vollzogen, wobei n Zeitschritte bis zur Er-
reichung eines stationéren Profils notwendig sind. Unter Beachtung dieses Punktes lasst
sich die Warmebilanz iiber Az folgendermaflen schreiben

TP+ T AT TR, AT T a; Au

T =T .
At cpp  Ax? cpp  Ax? cppr( J )A

q

(B.13)

Durch Ausklammern und Zusammenfassen lésst sich (B.13) wie folgt vereinfachen

Tl —A <2Tjn — 1 17
J

J+1 Qi n Aa n
— Te =T — | At +T7. B.14
Cpp Ax? ) Al (cppr( J )Aq> i ( )

Die Berechnung des ortlichen Warmetibergangs «; erfolgt unter der Annahme eines ho-

50

Ler =067 L

/

N
[(6)]
|

N
o
|

Ler=05L

N ,f,

35 |«—— Eintauchtiefe L

30 - | Messbedingungen:

1 bar, T =46 °C, vg =3 m/s
90 Ma.-% CO,, Rest H,0O
Bedingungen auBerhalb:
T.=23 °C, p .=0,96 bar

20 T T T T T

0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 1
normierte Mantelldnge des Thermoelements L [-]

Thermoelementtemperatur [°C]

25 A

Abbildung B.4: Temperaturprofil eines Thermoelements iiber der Mantellange L

mogenen Temperatur- und Geschwindigkeitsprofils entlang der Teilabschnitte Lgy und
1-— LE'T mit LET = iL‘ET/L
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Anhang B Berechnungsnachweise

Das so berechnete Temperaturprofil eines Thermoelements, welches durch eine spezi-
elle Durchfithrung in der Versuchsstandswand (fir Berechnung: Azy = 0) die Gasge-
mischtemperatur misst, zeigt Abbildung B.4. Dort sind beispielhaft zwei unterschiedliche
Eintauchtiefen L g fiir den niedrigsten Warme- und Stoffiibergang im Versuchsstand dar-
gestellt.
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Anhang C

Weitere Details zu Messergebnissen

C.1 Auswertung der gemessenen und berechneten

Warmestrome

In folgendem Vergleich der Warmemengendifferenzen

AQr=AQ, -t = (QA,HQO/NQ - QA,Hzo/COz) -t

(C.1)

mit ¢ = 1 s. Dabei steht A entweder fir das Berechnungsmodell nach Nozu et al. (th) oder
fir Messwert (M). In Abbildung C.1 féllt zunachst auf, dass die gemessenen Wérmemen-

gendifferenzen zwischen HyO/Ns- und Hy0O/C'O,-Gemischen kleiner sind als jene aus der

Theorie. Die groflere Streuung der Theorie ist neben den vier Eingangsparametern pg, vg,

100 -
QM,Nz > QM,coz = QM,Nz > QM,coz
ch,NZ < ch,coz E ch,NZ > ch,coz
<
- n, a9 .
’ -
. AQy [J]
Py * N
e * \V) v 1
-100 * °.. .0 100
QM,Nz < QM,CO2 QMN2 < QM,COZ
Qun vz < Qincoz Qinnz > Qi con
-100 -

S0 > 0,4
Shoo < 0,4

Abbildung C.1: Vergleich der Warmemengendifferenzen AQ,; und AQ)y, aus der Berech-
nung nach NoOzU et al. und der Messung
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Anhang C Weitere Details zu Messergebnissen

Tyw und T vor allem die > 60 notwendigen Parameter zur Berechnung der Stoffdaten,
der Energie- und der Massenbilanzen zuriickzufithren. Insgesamt ist aber eine Tendenz
zu erkennen: wahrend sich bei Wasserdampfgehalten von £x,0 > 0,4 die Differenzen aus
Mess- und Berechnungsdaten qualitativ meist gleichen (s. Abbildung C.1, 3. Quadrant),
gibt es vor allem unterhalb dieser Grenze (§co, > 0,5) widerspriichliche Ergebnisse (s.
Abbildung C.1, 2. Quadrant). Daraus léasst sich ableiten, dass die Theorie spezielle Ei-
genschaften der Wasserdampf-Kohlendioxidmischung hierbei nicht berticksichtigt. Grund
dafiir konnte die viel hohere Loslichkeit in Wasser des Kohlendioxids gegeniiber der des

Stickstoffs sein, wodurch sich das Gleichgewicht aus konvektivem und diffusivem Massen-
transport verlagern wird.

C.2 Ergebnisse der Warmestrommessungen
Nachfolgend sind die berechneten einfachen Messunsicherheiten der Wand- Wand- und der

Kiihlwasser-Methode sowie die Messergebnisse beider Methoden in Abbildungen darge-
stellt.

u(Quw) [kW]

Dampfanteil [Ma.-%]

10%
20%

Abbildung C.2: Messunsicherheit iiber Dampfanteil und Konvektionsgeschwindigkeit der
Kiihlwasser-Methode nach DIN 1319
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C.2 Ergebnisse der Wiarmestrommessungen

u(Qy) [kW]

40%

Dampfanteil [Ma.-%]

10%
20%

Abbildung C.3: Messunsicherheit iiber Dampfanteil und Konvektionsgeschwindigkeit der
Wand-Wand-Methode nach DIN 1319

0,5 T
e

N s
=04 17
g ——id
_g ::' + :':
3 % r
€ 0,3 - s
H J.'
S i it
'c N
s
= 0,2 j: -
3
3 3
g &
s @

0 T T T T

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

gemessener Kiihlwasserwédrmestrom [kW]

Abbildung C.4: Vergleich der Warmestrome aus der Wand-Wand-Methode und der
Kiihlwasser-Methode, Fehlerbalken berechnet nach DIN 1319
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