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Kurzfassung

Im Rahmen dieser Arbeit wird die Analyse eines neuartigen Speicherkonzeptes fiir sensible
Wiérme — des CellFlux-Speicherkonzepts — durchgefiihrt. Diese Analyse umfasst die
Identifikation geeigneter Komponenten zur Umsetzung sowie die Abbildung des dynamischen
Verhaltens des Gesamtsystems in einem Simulationsprogramm. Im Vordergrund steht ein
Einsatz des Speichersystems in Kombination mit Kraftwerksprozessen. Die Funktionsfahig-
keit des Konzeptes wird im Pilotmafstab nachgewiesen. Auf Basis der erarbeiteten
Entwurfsgrundlagen wird eine beispielhafte Anwendung des Speicherkonzepts untersucht.

Gegeniiber dem aktuellen Stand der Speichertechnik soll das CellFlux-Speicherkonzept eine
Kostensenkung ermoglichen und gleichzeitig eine hohere Anwendungsflexibilitit aufweisen.
Hierzu werden kostengiinstige Feststoffe als Speichermedien eingesetzt wihrend Luft unter
Umgebungsdruck zur Ubertragung der thermischen Energie dient. Um das Konzept auch bei
Anwendungsfillen einsetzen zu konnen, die fliissige Warmetrdgermedien oder druckbeaut-
schlagte Gase nutzen, wird das Speichersystem mit einem Wirmeiibertrager kombiniert. Hier
erfolgt die Warmeiibertragung zwischen dem Luftstrom und dem eigentlichen Arbeitsmedi-
um. Wesentlich fiir eine erfolgreiche Umsetzung des CellFlux-Konzepts ist die Abstimmung
von Speichervolumen, Wéarmeiibertrager und Luftkreislauf.

In der vorliegenden Arbeit werden zunéchst innovative Ansédtze zur Gestaltung des
Speichersystems diskutiert und entscheidende Einflussgrolen herausgearbeitet. Auf dieser
Grundlage erfolgt eine Charakterisierung des Warmeiibertragers und des Speichervolumens.
Hierzu werden in der Programmierumgebung MATLAB eigene Auslegungsmodelle
implementiert. Mit Hilfe der Programme erfolgt eine umfassende Analyse des Speichervolu-
mens unter gleichzeitiger Berilicksichtigung der Betriebsweise und geometrischer
EinflussgroBen. Dabei wird deutlich, wie die zulissige Anderung der Austrittstemperatur AT,
das Betriebsverhalten und damit auch die GroBe des Speichervolumens beeinflusst.

Da noch keine belastbaren Kostendaten verfiigbar sind, sollen die Ergebnisse so vorbereitet
werden, dass spétere 6konomische Untersuchungen stattfinden konnen. Um die transienten
Temperaturverldufe aus dem Speichervolumen charakterisieren zu kénnen, wird eine neue
KenngroBe, der Storage Steadiness Factor (SSF) vorgestellt, mit der sich diese anhand einer
analytischen Gleichung rekonstruieren lassen. Am Beispiel solarthermischer Parabolrinnen-
kraftwerke werden zwei Bewertungsansitze entworfen und angewendet. Der erste dieser
Ansitze vereinfacht die Problemstellung durch Ableitung von Randbedingungen, wie es
gewohnlich in der Literatur angewandt wird. Dadurch konnen die zuvor berechneten
Ergebnisse genutzt werden, was den Rechenaufwand signifikant verringert. Die Bewertung
erfolgt anhand eines exergetischen Wirkungsgrads. Fiir den neuartigen zweiten Ansatz wird
das Speichersystem mit dem Kraftwerksblock gekoppelt. Die Bewertung erfolgt anhand der
mit dem Speicher produzierbaren Strommenge. Beide Ansdtze verwenden das gleiche
Energieangebot als gemeinsame Vergleichsgrundlage. Um zugleich die vorgegebenen
Auslegungsparameter einzuhalten, wird ein Minimierungsalgorithmus eingesetzt. In
Verbindung mit den Auslegungsergebnissen der Wérmeiibertrager ergeben sich so flir beide
Ansitze pareto-optimale Speicherkonfigurationen, die sich in kompakten Kennfeldern
darstellen lassen. Mit dem neuen Ansatz konnen dabei genauere Auslegungsrechnungen
durchgefiihrt werden. Es werden weitere Verbesserungsmoglichkeiten des Speichersystems,
wie eine asymmetrische Betriebsweise und die Modularisierung des Speichervolumens,
identifiziert.
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Zum experimentellen Funktionsnachweis wird eine GroBanlage mit 100 kW thermischer
Leistung bei 10 m Bettlinge und einem Speichervolumen von 30 m’ aufgebaut und in Betrieb
genommen. Dabei wird erstmals ein horizontal durchstromtes Speichervolumen realisiert.
Neben umfangreichen Inbetriebnahmeversuchen zur Sicherstellung konsistenter Ergebnisse,
wird auch die Gleichverteilung der Stromung untersucht. Letztere fiihrte in bisherigen
Veroffentlichungen zu signifikanten Unsicherheiten. Die entwickelten Simulationsprogramme
werden anhand verschiedener Versuchsergebnisse validiert. Anhand weiterer Versuche wird
eine neue Nusselt-Korrelation fiir den inneren Wirmetibergang hergeleitet und es wird
gezeigt, dass kiirzere Stillstandszeiten des Regenerators von einigen Stunden nahezu keinen
Einfluss auf das innere Temperaturprofil haben. Fiir Formsteine wird eine neue Druckverlust-
korrelation hergeleitet. Dabei zeigt sich, dass der Druckverlustbeiwert in der Pilotanlage,
aufgrund der ungenaueren Ausrichtung des Besatzmaterials, etwa 50 % hoher als in zuvor
ermittelten Teststandsversuchen ausfdllt. Mit den gewonnenen Erkenntnissen konnen die
Modelle fiir die Simulation groBerer Speicherkonfigurationen verbessert werden.

Zum Nachrechnen einiger Konfigurationen wird in SIMULINK ein weiteres Simulationspro-
gramm entwickelt, in dem sich Systemkomponenten beliebig verschalten lassen. Mit den
realistischen Temperatur- und Massenstromverldufen eines Solarfelds wird abschlieBend das
dynamische Verhalten einiger Konfigurationen untersucht. Dabei zeigt sich, dass fiir
Konfigurationen mit geringer zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur eine zusitzliche
Regelung des Olmassenstroms notwendig ist, um die Auslegungsertriige zu erreichen. Bei
weiteren Simulationen mit halbiertem Strahlungsangebot zeigt sich, dass bei Speicherkonfigu-
rationen mit mdglichst hoher zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur der Stromertrag mit
40 % am wenigsten sinkt.
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Abstract

In this thesis, a new concept for sensible thermal energy storage, the CellFlux-concept, is
analyzed. This analysis encompasses the identification of suitable components for a
successful implementation as well as dynamic modeling of the full system within a simulation
environment. Focus lies on utilization with solar thermal power plants. The concept is proven
by a pilot scale test facility. Based on the sizing concepts, an example configuration is derived
and thoroughly investigated.

The CellFlux-concept aims for significant cost reductions and higher application flexibility
when compared to the current state-of-the-art for thermal energy storage. Cost effective solids
are used as storage materials, while air at ambient pressure transfers heat to or from the
storage material. To allow for pressurized or liquid working fluids as well, a heat exchanger is
utilized to transfer heat between the working fluid and the air. Crucial for the success of the
CellFlux-concept is the adjustment of storage volume, heat exchanger and air cycle.

As a first step, innovative designs of the storage system are discussed and major influencing
variables are identified. On this basis, heat exchanger and storage volume are characterized.
This is achieved by the development and implementation of sizing routines in the MATLAB
programming environment. Supported by these tools, a comprehensive analysis of the storage
volume under simultaneous consideration of both geometric and systemic influences is
performed. It is shown that the permitted change in exit temperature AT, influences the
operational behavior and eventually the size of the storage volume.

Since no reliable costs for such systems are available, the results must be conditioned in a
way that allows subsequent economic studies. To characterize the transient progression of the
exit temperatures of the storage volume, a newly developed characteristic number, the storage
steadiness factor (SSF), is introduced. The transient progression of the exit temperature can be
reconstructed from the SSF by an analytical function afterwards. Based on two example solar
thermal parabolic trough power plants, two possible assessment approaches are developed and
applied. The first one simplifies the complexity of the problem by deriving constant boundary
conditions, as commonly applied in the literature. Through this derivation, previously
calculated solutions are applied, thereby significantly reducing the necessary computational
effort. As a final step in this assessment an exergetic rating is used. For the second approach,
the storage system is coupled with a model of a solar thermal power plant. The final step in
this assessment culminates in the electricity produced from the thermal energy. Both
approaches use the same amount of initially available thermal energy as a common basis for
the comparison. A minimization routine is used to satisfy given boundary conditions. In
conjunction with the sizing results of the heat exchanger, pareto-optimal storage system
configurations are identified, which are visualized in compact characteristic maps. With the
second approach, the precision of the sizing calculations is significantly increased.
Furthermore, it is shown that the storage system can be improved by an asymmetric operation
strategy or the modularization of multiple storage volumes.

For the experimental proof-of-concept, a large scale plant with 100 kW thermal power, a bed
length of 10 m and 30 m’ in volume is built and commissioned. For the first time, the storage
volume is arranged in a horizontal flow direction. In addition to comprehensive
commissioning experiments to guarantee consistent results, the flow stratification is
investigated. The latter has led to significant uncertainties in prior studies. The developed
computer models of the storage system are validated by various experiments. A new Nusselt-
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correlation for the inner heat transfer is deduced from experiments and it is shown that stand-
by periods shorter than a few hours have virtually no impact on the inner temperature profile
of the storage volume. For regularly shaped bricks with inner flow channels a new pressure
loss correlation is derived. Results show that deviations in the alignment of the bricks can
increase the predicted pressure drop by 50 % when compared to preliminary test rig results.
The new insights allow an improvement of further simulations of large scale systems.

For a detailed final investigation, another simulation tool is developed in SIMULINK which
allows for an arbitrary interconnection of the system components. Alongside with realistic
exit temperatures and mass flow rates from a solar field as input data, several storage system
configurations are investigated. It is shown that for those configurations with only a small
allowable change in exit temperature, additional control of the mass flow rates is necessary, if
the predicted electricity yield is to be achieved. Further simulations with halved thermal
energy supply show that storage configurations with a large permitted change in exit
temperature are favorable, since they have the comparatively lowest decrease in electricity
yield of only 40 %.
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1 Einleitung

Aufgrund der Verknappung der fossilen Energietrdger und der aus ihrer Nutzung folgenden
Umweltauswirkungen gewinnt die Speicherung von Energie als Option zur Steigerung der
Energieeffizienz an Bedeutung. Mit thermischen Energiespeichern werden Angebot und
Bedarf von Wirme zeitlich entkoppelt. Anwendung finden thermische Energiespeicher iiber
breite Leistungs- und Temperaturbereiche hinweg. Fiir den mittleren bis hohen Temperaturbe-
reich von 200 °C bis 800 °C sind kommerzielle Speichersysteme auf dem Markt verfiigbar.
Anwendungsgebiete sind Prozesswarmeanwendungen und solarthermische Kraftwerke. Die
thermische Energie zur Versorgung des Speichers ist in nahezu allen Fillen an ein
Primarwarmetragermedium gebunden. Im Folgenden wird hierfiir die englische Bezeichnung
HTF (Heat Transfer Fluid) verwendet. Speziell fiir Prozesse, bei denen fliissige oder
druckbeaufschlagte HTF eingesetzt werden, hat sich der Zweitank-Fliissigsalz Speicher
etabliert. Aufgrund der hohen Kosten fiir das Fliissigsalz ist das Potential zur Kostenreduktion
hier jedoch nahezu erschopft. Gegenstand dieser Arbeit ist daher ein neuartiges Speichersys-
tem mit dem Ziel, die Kosten gegeniiber dem Stand der Technik signifikant zu senken und
dadurch einen entscheidenden Beitrag zum weiteren Ausbau erneuerbarer Energien zu leisten.
So wird flir den deutschen Strommarkt ein steigender Bedarf zur Flexibilisierung
vorhergesagt [1], so dass z.B. Kraft-Warme-Kopplung (KWK) und Strom-Warme-Strom
(SWS) Speicher potentielle, neue Anwendungsgebiete darstellen. Hierfiir soll das System
flexibel iiber weite Temperaturbereiche, sowie flir verschiedene Warmetrdgermedien und
Leistungsbereiche einsetzbar sein.

In diesem Kapitel wird eine Ubersicht iiber Speichersysteme fiir den mittleren bis hohen
Temperaturbereich gegeben. AnschlieBend wird das neue Speichersystem vorgestellt und die
sich daraus ableitenden Fragestellungen werden formuliert.

1.1 Speichersysteme fiir den mittleren bis hohen Temperaturbereich

Hinsichtlich ihres Funktionsprinzips lassen sich Speichersysteme grundsitzlich in drei Arten
unterteilen [2].

Die erste Art bilden Latentwdrmespeicher, welche die Phasenwechselenthalpie eines
Speichermaterials ausnutzen. Aufgrund des Phasenwechsels arbeiten diese Speicher nahezu
isotherm und es werden vergleichsweise hohe Energiedichten erreicht. Gewohnlich sind diese
Speicher aus einem in das Phasenwechselmaterial eingebetteten Wérmetibertrager aufgebaut,
in dessen Innerem ein Wiarmetrdgermedium stromt. Diese Kopplung von Leistung und
Kapazitat wirkt sich nachteilig auf die Entladeleistung des Speichers aus, da bereits erstarrtes
Phasenwechselmaterial den Warmedurchgang hemmt [3]. Neuere Ansitze, die dieses Problem
durch Trennung von Leistung und Kapazitit umgehen, befinden sich derzeit in der
Entwicklung [4].

Die zweite Art sind thermochemische Speicher, die die Reaktionswiarme einer chemischen
Reaktion ausnutzen. Diese haben die Vorteile, hochste Energiedichten und theoretisch
unbegrenzte Standzeiten zu erreichen. Aufgrund der chemischen Reaktion finden die
Speicherung und Freisetzung von thermischer Energie ebenfalls isotherm statt. Das
Temperaturniveau kann zwar durch Anpassung des Drucks reguliert werden, allerdings lassen
sich z.B. gasformige Reaktionsprodukte nur aufwéndig speichern und enthalten hiufig noch
grolle Mengen Energie. Diese Energie muss anderweitig genutzt und bei der Entladung des
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Speichers wieder bereitgestellt werden. Geschieht dies nicht, sinkt der Wirkungsgrad des
Speichers signifikant ab [5].

Die dritte Art sind sensible Warmespeicher. Die Speicherung von thermischer Energie geht
hierbei mit einer Temperaturdnderung des Speicherinventars einher. Sensible Wéarmespeicher
bieten ein weitldufiges Einsatzfeld, insbesondere fiir die Speicherung von Niedertemperatur-
wiarme im Hausgebrauch oder von saisonaler Warmespeicherung. Fiir den mittleren und
hohen Temperaturbereich existieren verschiedene Unterarten sensibler Wérmespeicher, die
aufgrund der Relevanz zur vorliegenden Arbeit im Folgenden beschrieben werden. Eine
umfassende Ubersicht aktueller Speichertechniken fiir Kraftwerke geben Gil et al. [2] und
Medrano et al. [6].

Winderhitzer

Im Hiittenwesen werden sensible Wéarmespeicher seit ungefahr 150 Jahren als sogenannte
Winderhitzer zur Wirmeriickgewinnung von Hochoéfen eingesetzt. Dies ist 6konomisch
sinnvoll, weil fiir den Autheizvorgang grofle Mengen thermischer Energie bendtigt werden
und sich zugleich hohe Abgastemperaturen ergeben. Die Arbeitsweise wird in zwei Perioden
unterteilt. In der HeiBBperiode wird in einem Brennschacht Gichtgas aus den Schmelzdfen
verbrannt. Dieses durchstromt anschlieBend ein hochtemperaturfestes Speicherinventar und
gibt seine Energie an dieses ab. Das abgekiihlte Brenngas wird in die Umgebung entlassen.
Nach etwa einer Stunde folgt die Kaltperiode. Hier wird Umgebungsluft durch den
Winderhitzer geblasen, um die Verbrennungsluft fiir den Ofen vorzuwédrmen. Somit stellt der
Winderhitzer einen zyklisch arbeitenden indirekten Warmeiibertrager, auch Regenerator
genannt, dar. Da bei der Warmeriickgewinnung durch Winderhitzer das Temperaturniveau
nachrangig ist, erfolgt die Auslegung unter rein energetischen und mechanischen
Gesichtspunkten. Der Einsatz von Winderhitzern fiihrte zu den Anfingen der wissenschaftli-
chen Untersuchung von Regeneratorspeichern in den spdten 1920er Jahren. Erste
Untersuchungen von Anzelius [7], Nusselt [8], Furnas [9] und Schumann [10] beschrinkten
sich auf das sogenannte Single-Blow Problem, der einmaligen Durchstromung des
Regeneratorspeichers. Der von Schumann gewihlte Modellansatz wird wegen der Existenz
von analytischen Losungen bei gleichzeitig hohem Detaillierungsgrad in der Literatur haufig
verwendet. Erste Arbeiten zur periodischen Betriebsweise gehen auf Nusselt [8] und Hausen
[11] zuriick. In den 70er Jahren hat der Regeneratorspeicher in der weltweiten Energiekrise
neue Bedeutung erlangt, wobei ein umfassendes Standardwerk von Schmidt & Willmott [12]
die bisherigen theoretischen Arbeiten zusammenfasst und durch eigene ergénzt. Ende der
Neunziger Jahre wurden neuere numerische Methoden mit Schwerpunkt auf die Dynamik von
Regeneratoren von Willmott zusammengefasst [13]. Eine sehr gut aufbereitete Ubersicht
verschiedener numerischer Modellansdtze mit einem abschlieBenden Vergleich gibt Ismail
[14].

Direktdurchstromte Regeneratorspeicher fiir Kraftwerksanwendungen

In den letzten Jahrzehnten erlangte der Regeneratorspeicher durch den Einsatz in
solarthermischen Kraftwerken erneut Bedeutung. Im Gegensatz zum Winderhitzer liegen die
Schwerpunkte zur Auslegung von Regeneratorspeichern fur Kraftwerksanwendungen in der
Minimierung exergetischer Verluste [15]. Ein Einsatzgebiet sind Turmkraftwerke, bei dem
Luft in einem zentral angeordneten Receiver erhitzt wird und bei atmosphirischem
Druckniveau einen Regenerator mit keramischem Speichermaterial durchstromt. Theoretische
Arbeiten mit Fokus auf den Speicher wurden bereits in den 80er Jahren bei der DFVLR
(Deutsche Forschungs- und Versuchsanstalt fur Luft- und Raumfahrt), dem Vorgénger des
heutigen DLR, durchgefiihrt [16]. Im Rahmen des PHOEBUS-Projekts wurde ein solcher
Speicher fiir Temperaturen bis 700 °C mitbetrachtet [17]. Am DLR wurde eine Versuchsanla-
ge mit einem zwei Meter langen Speicherbett betrieben [18]. Gliick [19] und Taut [20]
untersuchten Verbesserungsmoglichkeiten mit Phasenwechselmaterialien am Ein- und Austritt
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des Regenerators fiir Temperaturen bis zu 1000 °C. Eine systematische Untersuchung zu
Speichern mit keramischen Materialien findet sich in [21]. Zanganeh [22] untersuchte einen
kegelstumpfformigen Schiittspeicher aus Basalt mit drei Meter Bettlinge und einem
Durchmesser von 2,5 bis 3,5 Metern. Das Anwendungsgebiet sind Industrieprozesse bei
Temperaturen bis zu 640 °C. Eine etwas iltere Ubersicht geben Beasley et al. [23]. Ein
aktuelles Review tiber Schiittspeicher wurde von Singh et al. [24] veroffentlicht.

Betonregeneratoren

Bei der Anwendung in Parabolrinnenkraftwerken werden derzeit fliissige HTF eingesetzt. Das
HTF (z.B. Thermool) durchstromt einen in das Speichermaterial eingebetteten Wérmeiiber-
trager. Die Wéarme wird somit ausschlieBlich durch Leitung in das Speichermaterial
tibertragen. Gleichzeitig weisen die eingesetzten kostengiinstigen Speichermaterialien, wie
z.B. Beton, eine geringe Wiarmeleitfahigkeit auf. Zum Ausgleich sind grofle Warmeiibertra-
geroberflichen notwendig — verbunden mit hohen Kosten fiir den Wéarmeiibertrager. Die
Funktionsfdhigkeit des Konzepts wurde experimentell zunidchst im Labormafstab [25] und
spéter mit einer Demonstrationsanlage mit 400 kWh und einem Arbeitstemperaturbereich von
300 °C bis 400 °C nachgewiesen [26]. Ratzesberger [27] untersuchte Verbesserungsmoglich-
keiten in Kombination mit Phasenwechselmaterialien und Stiickle [28] den Einsatz zur
Direktverdampfung.

Adiabate Druckluftspeicherkraftwerke

Ein neuartiges FEinsatzfeld fiir Regeneratorspeicher ist die Nutzung in adiabaten
Druckluftspeichern [29]. Diese funktionieren dhnlich wie herkémmliche Druckluftspeicher-
kraftwerke bei denen iiberschiissige elektrische Energie dazu genutzt wird, Luft zu
komprimieren und in unterirdischen Kavernen zu speichern. Diese Druckluft wird bei der
Entladung zum Antrieb einer Turbine genutzt, wobei bisher die Luft vor der Expansion durch
Erdgas erhitzt wird. Adiabate Systeme bendtigen kein Erdgas. Stattdessen wird die
gespeicherte Kompressionswérme bei der Entladung zur Erwidrmung der Luft verwendet. Die
komprimierte Luft wird vor der Speicherung durch einen druckbeaufschlagten Regenerator-
speicher geleitet, wo sie ithre Wiarme abgibt. Zur Entladung des Speichers wird die Luft {iber
den Speicher wieder vorgewarmt und in einer Turbine entspannt.

Zweitank-Fliissigsalzspeicher

Fiir den Einsatz in solarthermischen Kraftwerken mit fliisssigen HTF stellt der Zweitank-
Fliissigsalzspeicher den Stand der Technik dar [30]. Als Speichermedium wird fliissiges Salz
verwendet, welches zur Speicherung von Energie in einem Wiarmeiibertrager erwiarmt wird.
Das anfénglich kéltere und das erwdrmte Salz werden in zwei voneinander getrennten Tanks
gespeichert. Durch Umkehr des Prozesses kann der Speicher wieder entladen werden. In CSP
(engl. Concentrated Solar Power) Anwendungen wird ein druckloses Gemisch aus 60 %
Natriumnitrat (NaNO;) und 40 % Kaliumnitrat (KNOs) eingesetzt. In kommerziell
eingesetzten Turmkraftwerken wie Solar Two oder Gemasolar [31] findet eine direkte
Wiérmezufuhr im Receiver statt, wobei das Salz von 290 °C auf 565 °C aufgeheizt wird. In
den ANDASOL Parabolrinnenkraftwerken [32] wird Thermodl als HTF eingesetzt. Hier findet
die Warmezufuhr indirekt iiber einen Warmeiibertrager statt. Die Temperaturspanne ist dabei
durch das Thermodl auf den Bereich zwischen 290 °C und 390 °C begrenzt. Die untere
Grenze der Temperaturspanne ist durch die Erstarrungstemperatur des Salzes limitiert.

Eintank-Fliissigsalzspeicher

Fiir eine Kostenersparnis gegeniiber dem Zweitank-Fliissigsalzspeicher, wird die Moglichkeit
untersucht, Salzvolumen durch den Einsatz eines Fiillmaterials einzusparen [33]. Zudem kann
auf einen zweiten Tank verzichtet werden. Hierzu wird ein einzelner Tank mit einem
Fiillmaterial und Fliissigsalz befiillt. Das zu erwdrmende Salz wird am Tankboden abgefiihrt,
erwdarmt und von oben wieder zugefiihrt. Aufgrund von Dichteunterschieden vermischen sich



4 Kapitel 1 - Einleitung

die unterschiedlich temperierten Salzschichten nicht. Durch die so entstehende Temperatur-
schichtungszone im Inneren des Speichers wird dieser Speicher auch Thermocline-Speicher
genannt. Durch die entstehende Temperaturschichtungszone kann das Speichervolumen nicht
vollstindig ausgenutzt werden, so dass etwa 30 % mehr Tankvolumen notwendig sind. Fiir
einen langfristigen Einsatz ist ein gegeniiber dem Fliissigsalz chemisch stabiles Fiillmaterial
notwendig. Das Konzept wurde anhand einer Versuchsanlage mit 2,4 MWh Kapazitit
untersucht.

1.2 Das CellFlux-Konzept

Beim derzeitigen Stand der Technik thermischer Energiespeicher fiir CSP-Anwendungen,
dem Zweitank-Fliissigsalz Speicher, sind die Kosten fiir das Speichermaterial dominant. Etwa
50 % der Kosten werden durch das Salz verursacht, sodass das weitere Kostenreduktionspo-
tential gering ist [30]. Zudem werden weitere Kosten durch eine erforderliche Begleitheizung
verursacht, die ein Erstarren des Salzes verhindert.

Signifikante Einsparungen lassen sich nur mit einem kostengiinstigen Feststoffspeichermate-
rial erreichen. Diese Uberlegung fiihrte zur Entwicklung von Betonregeneratoren, die jedoch
die geringe Warmeleitfahigkeit des Betons mit einer groBen, warmeiibertragenden Fléche
kompensieren miissen [34]. Eine grofle warmeiibertragende Fléche ist mit einer VergroBBerung
des in den Beton eingebetteten Warmeiibertragers verbunden. Durch diese Einschriankung
liegen die Kosten fiir Betonregeneratoren im Bereich des Zweitank-Fliissigsalzsystems [35].

Um das Problem der geringen Wiarmeleitfiahigkeit des im Betonregenerator eingesetzten
Speichermaterials zu umgehen, ist ein direkter Kontakt zwischen Wérmetrdgermedium und
Speichermaterial erforderlich. Auf diese Weise lassen sich ohne weitere Kosten eine
wesentlich groflere wirmeitibertragende Oberflache und kurze Wirmeleitwege realisieren, da
nur die Geometrie des Speichermaterials modifiziert werden muss. Problematisch dabei ist
jedoch, dass die eingesetzten HTF wie Thermodl, Fliissigsalze oder Dampf (zum Einsatz in
einer Turbine) nicht in direkten Kontakt mit den infrage kommenden Feststoffen gebracht
werden konnen. Ein solches Warmetrdgermedium miisste folgende Eigenschaften gleichzeitig
in sich vereinen:

1. Drucklos: Ein druckbeaufschlagtes Wiarmetragermedium, wie z.B. Dampf oder
Thermodl, wiirden einen druckfesten Speicherbehélter erfordern. Dies fiihrt zu einem
deutlichen Kostenanstieg.

2. Chemisch stabil: Untersuchungen mit Salzen und Thermodl haben ergeben, dass diese
bei ldngerem Kontakt mit silikathaltigen Stoffen, wie kostengiinstige Naturmateria-
lien, degenerieren [36]. Dampf kann nicht in der erforderlichen Reinheit fiir den
Einsatz in einer Dampfturbine gehalten werden.

3. Kaostenginstig: Wird das Warmetragermedium von einem mikroporésem Speicherma-
terial absorbiert, so wird die absorbierte Menge zusétzlich bendtigt. Sehr kosteninten-
sive Stoffe, wie z.B. Thermodl oder fliissige Metalle, scheiden daher aus.

4. Umweltvertraglich: Umweltgefédhrdende Fliissigkeiten, wie z.B. Thermool, Nitritsalze
oder Schwermetalle, filhren zu erheblichen Kosten bei der Entsorgung des kontami-
nierten Speichermaterials. Mogliche Umweltschdden wihrend des Betriebs stellen
zudem ein erhebliches Sicherheits- und Kostenrisiko dar.

Da kein solches Wirmetrdgermedium im fliissigen Aggregatszustand existiert, muss ein
gasformiges Zwischenwéarmetragermedium eingesetzt werden. Dies ist der Ansatz des
CellFlux-Konzepts. Abb. 1.la veranschaulicht das Funktionsprinzip wihrend des
Beladevorgangs. Die Wiarme wird mittels eines Warmetibertragers an ein gasformiges
Zwischenwarmetragermedium (ZWT) {ibertragen, welches seine Energie im direkten Kontakt
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an das Speichermaterial abgibt. Das Speichermaterial befindet sich im Inneren eines
Speichervolumens und stellt damit einen Regenerator dar. Das Zwischenwirmetrdgermedium
befindet sich in einem geschlossenen Kreislauf und wird durch einen Ventilator umgewalzt.
Das ZWT hat nur einen geringen Uberdruck zur Uberwindung von Druckverlusten. Wihrend
des Beladevorgangs bildet sich eine Temperaturschichtungszone im Inneren des Regenerators
aus, die sich langsam in Stromungsrichtung durch diesen hindurchbewegt. Erreicht die
Temperaturschichtungszone den Austritt des Regenerators, beginnt die Austrittstemperatur
langsam anzusteigen. Uberschreitet die Austrittstemperatur eine festgelegte Grenze, so ist der
Beladevorgang beendet. Zum Entladen des Speichers muss der Prozess umgekehrt ablaufen.
Der Entladevorgang ist in Abb. 1.1b dargestellt. Das Zwischenwéirmetrigermedium
durchstromt den Regenerator jetzt in umgekehrter Richtung und nimmt dort thermische
Energie auf, die iiber den Wérmeiibertrager wieder an das fliissige HTF abgegeben wird. Um
im Wirmeiibertrager eine Gegenstromfithrung beizubehalten, stromt nun das HTF in
umgekehrter Richtung durch den Wirmeiibertrager. Auch die Temperaturschichtungszone
bewegt sich in umgekehrter Richtung. Bei Erreichen des Speicheraustritts findet ein
Temperaturabfall der Austrittstemperatur statt. Sobald die vorher festgelegte Grenztemperatur
erreicht ist, ist der Entladevorgang beendet.

Bilanzgrenze eines Einzelmoduls (Beladung) Bilanzgrenze eines Einzelmoduls (Entladung)

Zwischenwdrmetragermedium (ZWT) > Zwischenwdrmetragermedium (ZWT) ‘ Venti g
-lator /¢
.Speichervolumen ) C % [ Speichervolumen ; :

 (a) Wairmeibertrager E ; (b) Wirmeiibertrager }

Primarwarmetragermedium (HTF): heiR | kalt Primdrwarmetriagermedium (HTF): heiR | kalt

Abb. 1.1: Arbeitsprinzip des CellFlux Konzepts: (a) Beladung des Speichers, (b) Entladung des
Speichers

Im direkten Vergleich zum Betonregenerator besteht ein CellFlux-Speicher zwar ebenfalls aus
einem kostengiinstigen Feststoffspeichermaterial und einem Wairmeiibertrager. Durch die
Trennung dieser beiden Komponenten wird jedoch eine erheblich bessere Ausnutzung des
Wiérmeiibertragers erreicht, da dieser stets mit maximaler Leistung betrieben werden kann.
Dariiber hinaus existieren zahlreiche weitere Vorteile des beschriebenen Systems. Im
Gegensatz zu Fliissigsalzen sind eingesetzte Feststoffe haufig lokal verfiigbar. Das System ist
sehr flexibel, da es mit unterschiedlichen fliissigen Wirmetrdgermedien und auf
unterschiedlichen Temperaturniveaus betrieben werden kann. Damit kann es auch fiir
neuartige Anwendungsgebiete wie KWK und SWS eingesetzt werden. Sdmtliche eingesetzten
Materialien und Warmetrdger sind umweltvertriglich und kostengiinstig zu entsorgen. Zuletzt
sind mogliche Betriebsrisiken minimal, da das System drucklos ist.

1.3 Inhalte und Aufgabenstellung

Das CellFlux-Speicherkonzept hat gegeniiber dem Stand der Technik durch eine neuartige
Kombination von Speichersystemkomponenten das Potential, die Kosten von Speichern fiir
fliissige HTF signifikant zu senken. Um dieses Potential auszuschopfen, ist eine prézise
Abstimmung der Hauptkomponenten unter gleichzeitiger Beriicksichtigung komplexer
dynamischer Wechselwirkungen sowie zahlreicher weiterer Einflussgro3en notwendig. So ist
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eine besondere Eigenschaft der Temperaturschichtungszone im Regenerator, dass sich diese
stetig verbreitert. Nur durch grofere Temperaturdifferenzen zu Beginn der Umschaltvorgénge
wird diese wieder geschmailert. Dieser Effekt ist umso stirker, je grofBer die vorhergegangene
zuldssige Anderung der Austrittstemperatur war. Ist diese aufgrund von Einschrinkungen
durch den nachgeschalteten Prozess gering, muss eine breite Temperaturschichtungszone
akzeptiert werden. Dies fiihrt jedoch zu einem geringen Ausnutzungsgrad und damit zu hohen
Kosten fiir den Regenerator. Auf die sich daraus ergebenden Wechselwirkungen zwischen
Speicherausnutzung und den nachgeschalteten Prozess wird in dieser Arbeit besonders
eingegangen. Neben dem Systemverhalten sind die Kosten des im CellFlux-System
eingesetzten Wirmelibertragers eine weitere bedeutende GroBe. Der Gas-Fliissig-
Wirmeiibertrager benotigt aufgrund der geringen volumetrischen Warmekapazitit der Luft
eine sehr groe Oberfliche, um eine vergleichbare Wirmeleistung wie die des Fliissig-Fliissig
Wirmeiibertragers im Zweitank-Fliissigsalzsystem zu erreichen. Treibende Temperaturdiffe-
renzen und parasitire Verluste haben hier einen groBen Einfluss auf die Investitions- und
spéteren Betriebskosten.

Aufgrund der vielféltigen EinflussgroBen bleibt die genaue Gestaltung moglicher
Systemkonfigurationen noch génzlich unklar. Im Rahmen dieser Arbeit werden daher
Entwurfsgrundlagen erarbeitet und Realisierungsvarianten identifiziert, sowie der Nachweis
tiber die Funktionsfahigkeit des CellFlux-Systems erbracht. Da in der friihen Entwicklungs-
phase noch keine relevanten Kostendaten verfiigbar sind, wird in dieser Arbeit eine
Entwurfsmethodik entwickelt, die auf rein technischen Kriterien basiert. So kann auf
Kostenrechnungen zunidchst verzichtet werden. Diese Methodik wird am Beispiel eines
solarthermischen Parabolrinnenkraftwerks angewandt. Weiterhin werden in dieser Arbeit
flexibel erweiterbare Simulationswerkzeuge entwickelt, um CellFlux-Speicher im
Zusammenhang mit aktuellen und zukiinftigen Prozessen auslegen und tiefgreifender
untersuchen zu konnen. Die gewonnenen Erkenntnisse und Simulationswerkzeuge
ermoglichen die Entwicklung von Speichersystemen fiir zukiinftige Anwendungsgebiete wie
z.B. KWK und SWS-Speicher. Zum Nachweis der Funktionsfahigkeit des Systems und zur
Validierung der Simulationsmodelle wird eine Versuchsanlage in einem relevanten Mal3stab
geplant und realisiert.

Das Vorgehen dieser Arbeit gliedert sich daher wie folgt:

Kapitel 2 beinhaltet einige einleitende Uberlegungen. Es werden die sich aus einem
Parabolrinnenkraftwerk ergebenden Randbedingungen definiert. Weiterhin werden mogliche
Bauformen fiir den Wairmelibertrager und neuartige Gestaltungsmoglichkeiten des
Regenerators vorgestellt und diskutiert. AnschlieBend wird ein einfaches Verfahren zur
Vorauswahl moglicher Zwischenwérmetrdgermedien vorgestellt.

Durch die so getroffene Vorauswahl kénnen geeignete Modelle implementiert werden, die in
Kapitel 3 beschrieben werden. Zunichst werden Modelle zur Auslegung des Speichersystems
benotigt, die umfangreiche Parametervariationen erlauben. Die Auslegungsmodelle werden
mit einem Minimierungsalgorithmus gekoppelt, um gleichzeitig auslegungsrelevante
Nebenbedingungen einzuhalten. Um die Rechenzeiten auf einige Tage zu beschrinken,
miissen Vereinfachungen getroffen werden. Die Modelle werden in der Simulationsumgebung
MATLAB implementiert. Weiterhin wird ein detailliertes Simulationsmodell entwickelt, bei
dem konkrete Systemkonfigurationen realistisch abgebildet und deren dynamisches Verhalten
analysiert werden konnen. Das Modell muss daher modular aufgebaut sein und sich leicht
erweitern lassen. Hierflir werden detailliertere Modelle entwickelt und in der Simulationsum-
gebung SIMULINK implementiert. Fiir den Warmeiibertrager wird ein dynamisches Modell
implementiert. Zum Schluss wird auf die getroffenen Annahmen, verwendeten Korrelationen
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sowie die Diskretisierung und Losung der zugrunde liegenden Differentialgleichungen
eingegangen.

Mit Hilfe der implementierten Auslegungssoftware wird nachfolgend eine Versuchsanlage
dimensioniert und aufgebaut, auf die in Kapitel 4 eingegangen wird. Die Versuchsanlage dient
dem experimentellen Funktionsnachweis des CellFlux-Speichersystems und besitzt daher eine
Grofe tlber den iiblichen Labormafistab hinaus. Dadurch treten zwar andersartige
Fehlereinfliisse auf, die zunédchst quantifiziert werden miissen, jedoch werden Warmeverluste
und Randstromungen stark minimiert. Diese haben in bisherigen Arbeiten meistens zu
erheblichen Ungenauigkeiten der Messergebnisse gefiihrt. Zudem konnen aufgrund des
groBBen Speichervolumens Effekte wie die dynamische Entwicklung einer Temperaturschich-
tung im Regenerator oder lokale Druckverlustunterschiede experimentell untersucht werden.

In Kapitel 5 erfolgt eine systematische Charakterisierung der beiden Hauptkomponenten des
Speichersystems, welche die Grundlage fiir die spitere Bewertung bildet. Die endgiiltige
Bewertung eines Speichersystems kann letztendlich nur unter wirtschaftlichen Gesichtspunk-
ten erfolgen. Damit miissen normalerweise schon zu einem frithen Entwicklungsstand
Annahmen getroffen werden, die aufgrund verdnderlicher Preisentwicklung auf den Mairkten
schnell ihre Giiltigkeit verlieren. Es bedarf daher einer Methode, bei der die Ergebnisse der
technischen Analyse unter Beriicksichtigung aktueller Kostenparameter eine ziigige,
wirtschaftliche Analyse einer gewihlten Speicherkonfiguration ermoglichen. Die
Herausforderung hierbei ist, die komplexen Zusammenhidnge zwischen der Dynamik des
Speichers und den maBgeblichen GeometriegroBBen, die letztendlich entscheidend fiir einen
wirtschaftlichen Erfolg sind, systematisch darzustellen. Fiir den Wéarmeiibertrager werden
hierzu relevante Einflussgroflen herausgearbeitet und mit Hilfe des Auslegungsmodells
geeignete Konfigurationen ausgelegt. Im Zusammenhang mit dem Regeneratorspeicher wird
analog vorgegangen. Hierbei wird ein besonderer Schwerpunkt auf die zulissige Anderung
der Austrittstemperatur gelegt, da deren Einfluss signifikante Auswirkungen auf das
dynamische Verhalten des Speichersystems und die notwendige Steinmasse hat. Dieser
Einfluss hat in bisherigen Veroffentlichungen wenig Beachtung gefunden. Es wird eine neue
KenngrofBe definiert, mit der der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur in Abhdngigkeit
ihrer zulissigen Anderung ohne erneute numerische Berechnung rekonstruiert werden kann.
So konnen die Simulationsergebnisse zu spéteren Zeitpunkten unter gednderten MaBstiben
neu bewertet werden.

In Kapitel 6 werden konkrete Anlagenkonfigurationen am Beispiel zweier solarthermischer
Parabolrinnenkraftwerke ausgelegt und bewertet. Die Kraftwerke arbeiten bei unterschiedli-
chen Temperaturniveaus. Das erste Kraftwerk verwendet Thermodl VP1 und arbeitet im
Temperaturbereich zwischen ca. 290 °C bis 390 °C. Das zweite arbeitet mit Hitec HTS und
arbeitet im Temperaturbereich von 210 °C bis 510 °C. Durch die doppelt so hohe
Temperaturspreizung ergibt sich eine interessante Vergleichsmoglichkeit, da der ZWT-
Massenstrom bei gleicher Leistung halbiert werden kann. Fiir die Bewertung werden zunéchst
bisherige Methoden vorgestellt. Im Vergleich zeigt sich, dass eine simultane Betrachtung
samtlicher Einflussgrofen, insbesondere die dynamische Wechselwirkung mit dem
nachgeschalteten Prozess bisher noch nicht durchgefiihrt wurde. In einer umfassenden
Untersuchung werden daher zwei Bewertungskonzepte angewendet und die Ergebnisse
miteinander verglichen. Das erste Konzept basiert auf einer Bewertung der aus dem Speicher
rickgewinnbaren Exergie aus einem vorgegebenen Energicangebot. Die sich ergebenden
Randbedingungen werden aus dem Kraftwerksprozess abgeleitet, wodurch sich die
Problemstellung deutlich vereinfacht. Die Methodik ermdglicht die Nutzung der
vorbeschriebenen Charakterisierung der Systemkomponenten. Das zweite Bewertungskonzept
beinhaltet die Wechselwirkung mit dem nachgeschalteten Kraftwerksprozess. Hierdurch
ergeben sich deutliche Fluktuationen der Randbedingungen, wodurch die Komplexitit, aber
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auch die Prizision der Auslegung steigt. Damit kann das Speichersystem anhand der aus dem
Speicher produzierbaren Strommenge aus einem vorgegebenen Energieangebot bewertet
werden. AbschlieBend wird auf die Vor- und Nachteile beider Ansétze eingegangen. Aufgrund
mangelnder Kenntnisse iiber zukiinftige Strompreise und Investitionskosten, kann zum
momentanen Zeitpunkt in beiden Fillen kein eindeutiges Optimum identifiziert werden. Das
Ergebnis sind somit pareto-optimale Speicherkonfigurationen. Hierfiir wird eine geeignete
Darstellung in Kennfeldern entworfen.

Zum Schluss dieser Arbeit wird das detaillierte SIMULINK-Simulationsmodell eingesetzt,
um exemplarisch einige Konfigurationen mit den transienten Temperatur- und Massenstrom-
verldufen eines Solarfelds als Eingangsgrofen zu untersuchen. Die Ergebnisse werden mit
den Ergebnissen der Auslegungsrechnungen verglichen, um in diesem Zusammenhang
getroffene Annahmen zu iiberpriifen.
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2 Ableitung der Rahmenbedingungen fiir das Speichersystem

In dieser Arbeit wird der Einsatz des CellFlux Konzepts in solarthermischen Kraftwerken
betrachtet. Daher ist fiir die weitere Betrachtung des Speichersystems notwendig, die
angenommene Kraftwerksumgebung zu beschreiben. Es folgt eine Diskussion {iber
potenzielle Komponenten des Speichersystems mit dem Ziel, die vielversprechendsten
Komponenten auszuwihlen. Zuletzt wird ein Verfahren zur Vorauswahl geeigneter
Zwischenwérmetrigermedien vorgestellt.

2.1 Beschreibung des Kraftwerksprozesses

Als {iibergeordnetes Referenzszenario werden zwei Parabolrinnenkraftwerke herangezogen.
Das erste entspricht einem ANDASOL-typischen Kraftwerk mit einer Leistung von 50 MWy,
welches den aktuellen Stand der Technik darstellt. Ein vereinfachtes Anlagenschema zeigt
Abb. 2.1. Die in den folgenden Unterkapiteln angegebenen Daten wurden verschiedenen
Quellen [37],[38],[39] entnommen.
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Bei dem eingesetzten HTF handelt es sich um das Thermodl VP1, welches im Solarfeld durch
solare Strahlung aufgeheizt wird. Das Solarfeld dient als Warmequelle des Kraftwerks. Dieses
besteht aus mehreren Kollektorstrangen, die parallel geschaltet an eine gemeinsame
Sammelleitung angeschlossen sind. Jeder Strang besteht aus vier in Reihe geschalteten
Parabolrinnenkollektoren mit einer Lange von jeweils 150 m. Diese biindeln das einfallende
Sonnenlicht mit Spiegeln auf ein im Brennpunkt verlaufendes Absorberrohr. Durch das
Absorberrohr flieft das HTF und fiihrt so die vom Absorberrohr aufgenommene Warme ab.
Das Thermodl wird im Solarfeld von seiner Eintrittstemperatur von 293 °C auf 393 °C erhitzt.
Die im Ol enthaltene Energie wird in etwa zu gleichen Teilen zum Dampferzeuger und zum
Speichersystem transportiert. Optional besteht die Moglichkeit, durch fossile Zufeuerung
Zeiten ohne solares Strahlungsangebot zu iiberbriicken.

Ein zweites Kraftwerk mit dem Fliissigsalz Hitec HTS wird zum Vergleich herangezogen.
Dieses Kraftwerk hat eine Leistung von 125 MWel und arbeitet im Temperaturbereich von
210 °C bis 510 °C.

2.1.1 Speichersystem

Das derzeit eingesetzte Speichersystem in solarthermischen Kraftwerken ist ein Zweitank-
Fliissigsalzspeicher. Da das CellFlux-Konzept dieses Speichersystem substituieren soll,
werden die gemeinsamen Randbedingungen beschrieben.

Zu Beginn des Speicherprozesses ist der kéltere der beiden Tanks vollstindig gefiillt.
Wihrend des Speichervorgangs wird das Salz iiber einen Wérmeiibertrager in den zweiten
Tank gepumpt. In dem Wairmetibertrager wird Energie vom Thermo6l auf das Salz
tibertragen. Beide Fluide dndern ihre Temperatur dabei um etwa 100 Kelvin. Bei der
Ubertragung der Wirme betriigt die logarithmische Temperaturdifferenz im Wirmeiibertrager
etwa 7 Kelvin. Das Thermool gelangt anschlieBend zuriick zum Solarfeld. Das Speichersys-
tem ist auf eine Nennbetriebszeit von 7,5 Stunden ausgelegt. Tabelle 2.1 fasst die
Betriebsrandbedingungen fiir das Speichersystem zusammen. Die Hélfte der nominell vom
Solarfeld bereitgestellten Energie wird dem Speicher zugefiihrt. Damit ergibt sich ein
Nennmassenstrom des HTF von 575 kg/s bei einer Nennleistung von 140 MWy,.

Weiterhin sind in Tabelle 2.1 die Betriebsparameter jeweils fiir das VP1- und Fliissigsalz-
basierte CellFlux-System (CF-VPI1, bzw. CF-HTS) angegeben. Das VP1-Speichersystem soll
— wie der 2-Tank-Fliissigsalzspeicher auch — mit einer Temperaturdnderung von 100 Kelvin
arbeiten, wihrend diese beim HTS-System 200 Kelvin betrdgt. Die Speicherzeit ist bei beiden
CellFlux-Systemen 8 Stunden.

Tabelle 2.1: Auslegungsparameter des Speichersystems durch das Referenzkraftwerk

Kraftwerkstyp 2-Tank  CF-VP1 CF-HTS
Nennspeicherkapazitét 1120 1120 2256 MWh
Gesamtleistung des Speichersystems 140 140 282 MW
Speicherzeit 7,5 8 8 h
Nennmassenstrom HTF 575,1 575,1 918,4 kg/s
Eintrittstemperatur HTF 393 390 510 °C

Temperaturspreizung im Speicher 100 100 200 K
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2.1.2 Kraftwerksblock

Die im Dampferzeuger abgegebene Energie des Thermodls wird genutzt, um einen
konventionellen, dampfbasierten Kreisprozess zu betreiben. Es handelt sich in beiden Féllen
um einen Clausius-Rankine Prozess mit regenerativer Speisewasservorwdrmung und
einfacher Zwischeniiberhitzung. Der Dampferzeuger ist in Rohrbiindel-Bauweise ausgefiihrt.
Das Wasser wird rohrseitig, das HTF mantelseitig gefiihrt, mit Ausnahme des Verdampfers,
dort sind die Seiten vertauscht. Die Kiihlung des Kraftwerks erfolgt im NaBkiihlverfahren, der
Abdampfdruck betrdgt damit nominell 80 mbar. Dariiber hinaus wird der Abdampfdruck im
Kondensator von den Umgebungsbedingungen Temperatur und Luftfeuchte beeinflusst.

Im oOlbasierten Kraftwerk wird von den 575,1 kg/s HTF-Massenstrom 512,8 kg/s zur
Frischdampferzeugung bei 377 °C und 90 bar Druck verwendet. Der restliche Anteil von 62,3
kg/s wird dem Zwischeniiberhitzer zugefiihrt und verldsst diesen mit 16,5 bar Druck und einer
Temperatur von 379 °C. Der Kraftwerksblock hat eine Bruttoleistung von 52,6 MW,,, wobei 6
MW, auf Eigenverbrduche zuriickzufiihren sind. Damit erreicht das Kraftwerk etwa 37,6 %
Bruttowirkungsgrad.

Der fliissigsalzbasierte Kraftwerksblock hat eine Bruttoleistung von 125 MW, mit Hitec HTS
als HTF. Das Kraftwerk ist fiir eine Eintrittstemperatur des HTF von 510 °C ausgelegt. Die
thermische Leistung des Kraftwerks betriagt mit 282 MWy, etwa das Doppelte des Olbasierten
Kraftwerks. Folgende Tabelle fasst die sich daraus ergebenden Systemparameter zusammen.

Tabelle 2.2: Ubersicht der wesentlichen Systemparameter des Referenzkraftwerks im Auslegungszu-
stand

Grofie CF-VP1 CF-HTS Einheit
Nominelle Bruttoleistung 52,64 123,15 MW,
Eigenbedarf (mit 2-Tank-Fliissigsalzspeicher) 6 9 MW
Leistung des Dampferzeugers 140 282 MWy,
Nomineller Exergiestrom ! 160,0 283,8 MW
Bruttowirkungsgrad Kraftwerk 37,6 44,2 %
HTF Nennmassenstrom im Dampferzeuger 575,1 918,3 kg/s
Eintrittsdruck Turbine 90 150 bar
Dampfmassenstrom 59,6 104,0 kg/s
Frischdampftemperatur 377 500 °C
Zwischeniiberhitzertemperatur 379 500 °C
Abdampfdruck 80 80 mbar

" bezogen auf 25 °C Umgebungstemperatur

Das Verhalten des Dampferzeugers wird maB3geblich von den Parametern Massenstrom und
Temperatur des eintretenden HTF beeinflusst. Da der Dampferzeuger im Gleitdruckbetrieb
arbeitet, fiihrt — unter Annahme eines gleichbleibenden Gegendrucks — eine Absenkung der
HTF Eintrittstemperatur nach dem Gesetz von Stodola zu einer Absenkung des Verdampfer-
drucks und damit der Turbinenleistung. Dies wirkt sich auf die Sattigungstemperaturen der
Anzapfungen der Vorwdrmer aus und fiihrt zu einer niedrigeren Speisewassertemperatur.
Damit vergroBert sich die mittlere treibende Temperaturdifferenz im Dampferzeuger, so dass
sich das HTF stérker abkiihlt.
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2.2 Auslegungsrandbedingungen fiir den Wiarmeiibertrager

Basierend auf den bereits erdrterten Randbedingungen des Referenzkraftwerks werden
verschiedene Optionen flir den CellFlux-Wérmeitibertrager diskutiert.

2.2.1 Ubersicht moglicher Wirmeiibertrager

Eine Unterteilung moglicher Warmetibertragerbauarten zeigt Abb. 2.2, unter Verwendung der
tiblichen englischen Begriffe. Es werden drei Hauptkategorien unterschieden: Glattrohre
(Tube), Plattenwirmetibertrager (Plate) und Wérmeiibertrager mit sekundirer Oberfldche
(Extended Surface). Die Gruppe der Wirmeiibertrager mit sekundérer Oberfliche wird in
zwei weitere Untergruppen aufgeteilt, der berippten Plattenwarmeiibertrager (Plate and fin)
und der berippten Rohre (Finned tubes).

| Tube | l Plate | |Extended Surfacel

Plate (-1}

Finned tubes
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Flat tube
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Abb. 2.2: Klassifizierung moglicher Warmeiibertrager-Bauarten

Im vorliegenden Fall wird Wéarme zwischen einem Gas und einer Fliissigkeit iibertragen,
weshalb meist versucht wird, den gasseitigen Wirmeiibergang zu verbessern. FEin
Wirmestrom Q = k- A-AT kann fiir eine gegebene treibende Temperaturdifferenz AT
entweder durch VergroBerung der Fliche A oder durch einen besseren Wéarmedurchgang k
vergrofert werden.

Die Wirmetibertragerflaiche A ldsst sich in die primédre und sekundire Flache unterteilen.
Erstere trennt die beteiligten Fluide voneinander, Verbesserungen dieser haben daher
unmittelbaren Einfluss auf beide Seiten. Durch Hinzuziehen einer sekundiren Fldache, wie
z.B. Rippen, wird die Verbesserung auf eine Seite beschriankt. Rippen miissen die Wiarme zur
priméren Oberfldche leiten, und haben daher einen schlechteren Wirkungsgrad als die primére
Oberfldche selbst. Andererseits werden Rippen beidseitig benetzt und koénnen so den
Wairmelibertrager kompakter machen. Soll einzig der Flichenbedarf minimiert werden, sind
Wirmeiibertrager mit ausschlieBlich primarer Warmeiibertragerfliche zumindest theoretisch
iberlegen. Diese haben ndmlich einen besseren Wirkungsgrad gegeniiber sekundéren Flachen.
Zugleich konnen geringere Druckverluste erreicht werden. Ist, wie im vorliegenden
Anwendungsfall, eine Druckdifferenz zwischen den beteiligten Fluiden vorhanden, miissen
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von der primidren Wérmeiibertragerfliche auch mechanische Belastungen aufgenommen
werden. Dadurch erhdht sich die notwendige Wandstédrke, womit die Kosten steigen. Durch
den Einsatz einer sekundiren Oberfliche konnen sich deutliche Einsparpotentiale ergeben,
wenn diese auch mechanische Krifte aufnehmen kann. Daher koénnen die beiden
Hauptgruppen der Glattrohr- und Plattenwérmeiibertrager ausgeschlossen werden.

Als zweite Moglichkeit kann der Warmedurchgang k verandert werden. Beschridnkt man sich
auf die Warmeiibertragungsmechanismen Konvektion und Leitung, wird in einer laminaren
Stromung Warme ausschlieBlich durch Leitung {ibertragen. Dagegen wird bei auftretender
Turbulenz Wiarme durch die an die bewegten Fluidpartikel gebundene Energie iibertragen.
Wird Wirme an eine turbulente Stromung iibertragen, muss diese zunidchst durch eine
laminare Unterschicht transportiert werden, bevor die wesentlich effektivere Konvektion
einsetzt. Um die limitierende laminare Unterschicht zu verkleinern, muss der Anteil von
Querstromungen senkrecht zur Oberfliche erhoht werden. Fiir eine iiberstromte Platte ist
dieser proportional zu v%8 [40], wobei v die Geschwindigkeit der Hauptstromung bezeichnet.
Gleichzeitig wird der induzierte Druckverlust, der direkt mit der notwendigen Pumpleistung
korreliert, in der zweiten Potenz erhoht. Exergetisch ist es daher besser, die Oberfldche durch
Wirbelkorper, Rauigkeit oder wiederholte Unterbrechungen so zu modifizieren, dass sich die
Grenzschicht immer wieder neu aufbauen muss. Insbesondere Wérmeiibertrager mit
Sekundiroberfliche erlauben solche MaBnahmen. Anhand dieser Uberlegungen lassen sich
prinzipiell der OSF- (Offset Strip Fin) und der Rippenrohr-Warmeiibertrager fiir das CellFlux-
System einsetzen. Abb. 2.3 zeigt den Querschnitt eines OSF-Wérmetibertragers.
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Abb. 2.3: Querschnitt des OSF-Wiarmeitibertragers (links) und auftretende Kraft auf die Rippen

Der OSF besteht aus parallel angeordneten Platten, zwischen denen abwechselnd das HTF
und das ZWT stromen. Auf der Seite des ZWT sind unterbrochene Rippen angebracht. Da das
HTF druckbeaufschlagt ist, werden die entstehenden Krifte auf die Rippen iibertragen. Aus
diesem Grund konnen die Rippen nicht beliebig diinn ausgefiihrt werden. Der Einfluss der
Rippendicke auf den Materialbedarf ist zugleich sehr sensitiv, weshalb der Einfluss der
mechanischen Stabilitit eine zusitzliche signifikante Einflussgrofe bedeutet. Durch eine
gewellte Ausfithrung der Rippen (engl. wavy fins), lieB3e sich das Flachentragheitsmoment der
Rippe erhohen. Da der Plattenwarmetibertrager mit gewellten Rippen bisher nicht ausreichend
erforscht worden ist [41], wird in dieser Arbeit dem Rippenrohrwirmeiibertrager der Vorzug
gegeben.
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2.2.2 Einordnung des Wirmeiibertragers

Der eingesetzte Wirmeltibertrager erfordert aufgrund seiner geringen Gridigkeit eine grof3e
Oberflache und damit auch eine hohe Stahlmasse. Abb. 2.4 zeigt eine Klassifikation von
Wirmeiibertragern mit Sekunddroberfliche nach Einsatztemperaturbereich sowie dem
minimal auftretenden Wiarmekapazitétsstromverhiltnis. Dieser ist ein Indikator fiir das
Anwendungsgebiet. Ist das minimale Warmekapazititsstromverhéltnis gering, handelt es sich
meist um Kiihlanwendungen mit Umgebungsluft. Exergieverluste sind hierbei von
untergeordneter Bedeutung. Bei Werten in der Ndhe von Eins sind die Temperaturdnderungen
beider Fluide gleich groB. Im Niedertemperaturbereich sind Heizanwendungen, bei hohen
Temperaturen Abhitzekessel typische Anwendungsbeispiele. Das CellFlux System passt
ebenfalls in dieses Anwendungsfeld. Der Temperaturbereich und das gegeniiber Wasser und
Dampf viskosere Warmetrdagerfluid Thermool erfordern jedoch geometrisch andersartige
Wirmeiibertrager. Dariiber hinaus zeichnet sich das CellFlux System zusétzlich durch einen
hohen Wirkungsgrad aus. Es miissen somit sehr grole und damit kostenintensive
Wirmetibertragerflichen realisiert werden. Eine prizise Auslegung ist demzufolge
unerldsslich.
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Abb. 2.4: Klassifizierung von Wirmelibertragern mit verbesserter Oberfliche nach
Temperaturbereich und minimalem Wérmekapazititsstromverhéltnis

2.3 Aufbaukonzepte fiir das Speichervolumen

2.3.1 Geometrie des Speicherbehilters

Bisher realisierte, gasdurchstromte Regeneratorspeicher sind als vertikal durchstromte
Behilter ausgefiihrt. Im Folgenden sollen alternative Konzepte diskutiert werden.

Querschnittsfliche des Regenerators

Beim Einsatz vertikal durchstromter Einzelbehélter ergeben sich Grenzen fiir das
Querschnitts- zum Durchmesserverhiltnis. Sind die Druckverluste des Regenerators gering,
ist ein lidngerer Stromungsweg notwendig, um eine ausreichende Gleichverteilung der
Stromung zu erreichen [42], [43]. Bei sehr groBen Querschnitten und kurzen Strémungswe-
gen ist dies nur durch einen erheblichen konstruktiven Aufwand zu erreichen.

Schneider et al. [44] verwenden daher ein modulares Speicherkonzept, bei dem sich durch
eine vorherige Aufteilung und horizontale Einstromung in den Regenerator sehr grofe
Querschnittsflichen und kurze Stromungswege realisieren lassen. Abb. 2.5 zeigt den
prinzipiellen Aufbau einer einzelnen Speichereinheit.
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Abb. 2.5: Modulares Speicherkonzept mit sehr groer Querschnittsflache [44]

Mit diesem Speicherkonzept lassen sich sehr grole Querschnittsflichen bei gleichzeitig
kurzem Stromungsweg realisieren. Bei der Auslegung des CellFlux-Speichervolumens
werden daher keine Einschrankungen vorgenommen. Es soll untersucht werden, ab welcher
Grenze eine weitere QuerschnittsvergroBBerung keinen signifikanten Einfluss mehr hat.

AuBere Abmessungen des Regenerators

Fiir die Gestaltung des Regenerators werden zwei Moglichkeiten in Betracht gezogen. Im
klassischen Fall wird der Regenerator axial durchstromt. Abb. 2.6a zeigt diesen Fall in
vertikaler Anordnung. Die zweite Moglichkeit ist eine radiale Durchstromung wie in Abb.
2.6b dargestellt, bei der sich die Stromungsgeschwindigkeit im Inneren des Regenerators
andert.

Abb. 2.6: Geometrie des Regenerators: (a) axial durchstromter Regenerator, (b) radial durchstromter
Regenerator

Ausnutzung von Auftriebseffekten im Regenerator

Der vertikale Aufbau bei Winderhitzern hat den Vorteil, nur wenig Platz auf dem
Industriegeldnde einzunehmen. Bei groBen Querschnittsflichen hat die vertikale Bauweise
den Nachteil, dass unterhalb der Speichermasse Zuleitungen verlegt werden miissen. Es ist
also ein geeignetes Tragwerk notwendig, sofern dieses nicht bereits vorhanden ist, wie z.B.
beim Solarturm Jiilich. Die Kosten fiir das Tragwerk {iibersteigen die Kosten fiir den
Speicherbehélter [45]. Allerdings ergibt sich durch den schlanken und hohen Behélter sowie
den hohen Temperaturdifferenzen ein Auftriebseftekt, der zur Verminderung der notwendigen
Ventilatorleistung fiihrt. Der im Solarturm Jiilich eingesetzte Regenerator befindet sich im
Turm, eine vertikale Durchstromung ist daher zwangslaufig vorgegeben [46]. Ein in Marokko
eingesetzter Regeneratorspeicher ist in die Erde eingelassen und ebenfalls vertikal
durchstromt [22].

Bei dem CellFlux-Speichersystem ergeben sich weniger starke raumliche Einschrinkungen.
Die Temperatur- und Dichteunterschiede sind zudem ebenfalls geringer. Tabelle 2.3 zeigt
exemplarisch die eingesparte Ventilatorleistung bei einer angenommenen Gesamtleistung des
Speichersystems von 140 MWy, und einer Bauhohe eines Regenerators von 10 Metern. Bei
der Berechnung wird angenommen, dass der Effekt gleichzeitig auch im Wiarmeiibertrager
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genutzt werden kann und der Ventilator einen elektrischen Wirkungsgrad von 80 % aufweist.
Ty und Tk sind dabei die oberen und unteren Systemtemperaturen. Demnach liegt das
Einsparpotential flir die in dieser Arbeit betrachteten Systeme bei etwa 0,1 % der
Kraftwerksleistung. Dem steht ein deutlich verminderter Aufwand bei der Gestaltung des
Regenerators gegeniiber.

Tabelle 2.3: Eingesparte Ventilatorleistung in Kilowatt fiir verschiedene obere (Ty) und untere (Tk)
Systemtemperaturen bei 140 MW thermischer Leistung und einer Speicherhdhe von 10 Metern

4 Tk /T >| 300 350 400 450 500 550 600 650 700 750 800
100, 71,1 666 629 59,7 572 549 52,7 50,3 473 434 383
150 66,5 624 590 563 541 522 503 480 451 41,1 357
200 62,0 583 554 53,1 51,2 49,7 480 460 43,0 389 332
250 57,9 54,7 52,2 50,3 489 47,6 46,2 442 41,3 369 308

30 - 517 28,1 460 448 429 398 351 286

350 - - 47,7 46,6 458 450 43,8 419 386 33,5 265
400( - - - 456 450 443 432 410 374 31,8 241
450 - - - - 44,5 439 426 40,2 36,1 298 21,3
500( - - - - - 43,3 41,8 389 34,2 27,2 17,7

Aus diesem Grund wird die Versuchsanlage in horizontaler Bauweise ausgefiihrt, was zum
aktuellen Forschungstand bisher einzigartig ist. Mdgliche Temperaturschichtungen im
Regenerator bleiben daher zu untersuchen.

2.3.2 Maogliche Besatzmaterialien

In dieser Arbeit werden drei Konzepte fiir die Gestaltung des Besatzmaterials untersucht. Fiir
jede Geometrie kommt ein bestimmtes Material in Betracht. Die drei Konzepte werden wie
folgt bezeichnet:

e Formsteine aus Rasenlochklinker (FS)
e Platten aus Beton (P)
e Schiittung aus Basalt (PB, von engl. Packed Bed)

Kommerziell verfiigbare sensible Regeneratorspeicher fiir den Hochtemperaturbereich werden
aus keramischen Formsteinen aufgebaut [46]. Diese ermdglichen ein an die jeweiligen
Rahmenbedingungen angepasstes Design. Dariiber hinaus bieten diese den Vorteil,
mechanische Belastungen zielgerichtet abzuleiten. Die fiir den Hochtemperaturbereich
eingesetzten Materialien sind jedoch relativ teuer. Eine kostengiinstigere Alternative bieten
herkommliche, gebrannte Ziegelsteine. Diese werden in Form sogenannter ,,Rasenlochklin-
ker* vertrieben, welche eine fiir Warmespeicherung geeignete Geometrie aufweisen. Da
Klinkersteine bei hohen Temperaturen von iiber 800 °C gebrannt werden, sind diese als
Wirmespeichermaterial sehr gut geeignet. Da es sich bei dem Hauptbestandteil Tonerde um
ein Naturmaterial handelt, ist dieses Speichermaterial nicht umweltbelastend, jedoch variiert
die exakte chemische Zusammensetzung [47]. Aus diesem Grund wurden die Stoffwerte
Wairmekapazitit und Warmeleitfahigkeit in Laboruntersuchungen mit einer Differenzkalori-
metrie (DSC) und Heifldrahtmethode (TCT) ermittelt. Die ermittelten Stoffeigenschaften
finden sich im Anhang D.4.

Aufgrund des gegebenen niedrigeren Temperaturbereichs kommt Beton in Betracht. Die
Eignung von Beton fiir den Temperaturen bis 400 °C wurde bereits nachgewiesen [26]. Uber
die Langzeitstabilitit von direkt durchstromten Betonformsteinen liegen bisher noch keine
Erkenntnisse vor. Der auf Beton basierende Regenerator soll aus Platten aufgebaut sein. Die
Stoffdaten fiir den Beton werden der Literatur entnommen und finden sich im Anhang D.5.
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Weiterhin kommen auch Schiittungen aus Naturstein in Betracht. Hierbei ist Basalt
Gegenstand aktueller Forschung, da es als magmatisches Gestein thermisch stabil ist, eine
hohe volumetrische Warmekapazitit und eine hohe mechanische Stabilitdt aufweist [46]. Die
Stoffdaten werden aus der Literatur entnommen und finden sich im Anhang D.5. Fiir
Schiittungen stellt sich eine feste Porositét ein, die bei etwa 38 % liegt. Dies konnte auch
durch eigene Messungen bestitigt werden (vgl. Anhang D.2).

2.3.3 Regelung des Gasgehalts

Das in dem geschlossenen System enthaltene Gas unterliegt einer permanenten Dichteédnde-
rung, die mit der Temperaturdnderung korreliert. In einem absolut dichten System wire daher
ein Ausgleichsbehélter notwendig. Es ist jedoch davon auszugehen, dass aufgrund von
Leckagen ein Austausch des Gases mit Umgebungsluft stattfindet. Fiir ein System, das mit
Luft arbeitet, wire dies unproblematisch, mit einem anderen Gas wiirde dessen Konzentration
jedoch mit der Zeit abnehmen. Fiir den Einsatz eines alternativen Wérmetragermediums ist
vorgesehen, vor der Ansaugstelle des Ventilators durch Zugabe bzw. Abfuhr das Druckniveau
der Anlage zu Regeln. An dieser Stelle ist das Temperaturniveau am geringsten.

Ein Verfahren zur Einbringung von fliissigem Wasser zum Betrieb des Speichersystems mit
iiberhitztem Dampf wurde im Rahmen dieser Arbeit zum Patent angemeldet [48]. Das
Verfahren beschreibt zudem eine energiesparende Losung das Speichersystem zu trocknen.

2.4 Zwischenwirmetrigermedien

Als Zwischenwirmetrdgermedium im Speichersystem ist Luft vorgesehen. Da es sich um ein
geschlossenes System handelt, sind jedoch grundsétzlich auch andere Zwischenwéarmetrager-
medien denkbar.

Bei der Bewertung von Wirmeiibertragern werden sogenannte ,,Performance Evaluation
Criteria® (PEC) berechnet, welche eine KenngroBe fiir den Nutzen (z.B. Wirmeiibergang)
zum notwendigen Aufwand (z.B. Reibungsverluste) ins Verhiltnis setzen. Es existieren sehr
viele PEC, die speziell an bestimmte Bediirfnisse angepasst sind. Eine Ubersicht hierzu findet
sich beispielsweise in [49]. Fiir den vorliegenden Fall sollen anstatt der Warmetibertragerge-
ometrie verschiedene Warmetrdgerfluide bewertet werden. Daher ist es auch hier notwendig,
Annahmen zu treffen, um ein sinnvolles Vergleichskriterium zu finden.

Der gewidhlte Ansatz sieht vor, einen Bewertungskoeffizient V' zu definieren, welcher die
iibertragene Leistung @ (Nutzen) zur notwendigen Ventilatorleistung Pyen: (Aufwand) ins
Verhiltnis setzt.

ro_¢

- )
PVent

mitQ =a-A-AT,  Pyene =V Ap 2.1)

Da Leistung Q und mittlere treibende Temperaturdifferenz AT gleich bleiben, muss das
Produkt aus Wirmeiibergangskoeffizient und wérmeiibertragender Fliche « - A ebenfalls
gleich bleiben. Andere Stoffdaten werden a verdndern, sodass auch die notwendige Fliache A
angepasst werden muss. Um ein geeignetes PEC entwickeln zu konnen, muss daher eine
Vorhersage der Anderung der Fliche erfolgen, jedoch ohne umfangreiche Auslegungsrech-
nungen durchzufiihren. Es wird angenommen, dass sich die Stromungsgeschwindigkeit v,ef
nicht dndert. Da sich die Dichte der Gase deutlich dndert, werden sich die freie Querschnitts-
fliche Ay und die iiberstromte Lange L signifikant &ndern. Weiterhin wird angenommen, dass
die Geometrie der wirmetlibertragenden Fliche (Hydraulischer Durchmesser dyyq, und
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volumenspezifische Oberfliche a,) unverdndert bleiben. Der Bewertungskoeffizient vV
berechnet sich dadurch mit dem Reibungsbeiwert £ und der Dichte p wie folgt:

a-ayAoL - AT L«
VrerAo 5 Vrer " § - Tnya p
Lo _ p o, L
mit A = ayAoL, Pyent = VrefAo § =

=V .
2 dhyd

Dabei bezeichnet p die Dichte des Gases. Die Konstante C'' fasst samtliche unverdnderlichen
Einflussgrofen, wie z.B. Geometriewerte, zusammen. Wie sich zeigt, kiirzen sich unter der
Annahme einer konstanten Stromungsgeschwindigkeit die variablen Geometriegro3en A, und
L heraus.

Der Warmeiibergangskoeffizient @ und der Reibungsbeiwert ¢ lassen sich allgemeingiiltig als
Funktion von Re und Pr schreiben:

a~A-Re™- Prh, § ~ReP - Pra, (2.3)

Eingesetzt in Gleichung (2.2) ldsst sich der Bewertungskoeffizient ¥ als reine Funktion der
Stoffwerte schreiben. Alle neu hinzu gekommenen, konstanten Einflussgrof3en werden in den
neuen Konstanten C', bzw. C zusammengefasst.

Re™ - Pr} p\™~P A
Y= @

e z n-q =
> Reb - Pra p Pr P (2.4)
Unter Beriicksichtigung der Stromungsverhiltnisse lassen sich die Korrelationen wie in
Tabelle 2.4 angegeben schreiben. Bei der Auswahl der Korrelationen wurde darauf geachtet,
dass diese dem in Gleichung (2.3) angegebenem Schema entspricht, um die Terme
vereinfachen zu konnen. Die in den Termen auftretenden Geometriegroflen werden, da diese
keine Bedeutung haben, mit f (Geo) zusammengefasst.

Tabelle 2.4: Zugrunde gelegte Warmeiibergangs- und Widerstandskorrelationen fiir den
Bewertungskoeffizient

Rippenrohr-

wiirmeiibertrager Schiittung (PB) Stromungskaniile (FS)
Nu  f(Geo) - Re9681py0:333 f(Geo) - Reggri f(Geo) - Rep? - Pro*
£ f(Geo)-N,-Re-0316 f (Geo) f(Geo) - Reg™
Nu: Briggs & Young [50] Nu: Singh et al. [24] Nu: ,,Dittus-Boelter” [53]
¢: Robinson and Young [51] &: Ergun (Forchheimer) [52] ¢ ,,Blasius® [54]

Die Ergebnisse fiir verschiedene Wiarmetragermedien fasst Tabelle 2.5 zusammen. Dargestellt
sind die Ergebnisse bei zwei verschiedenen Temperaturniveaus von 340 °C und 440 °C (in
Anlehnung an die betrachteten Kraftwerkstypen). Der Druck entspricht dem atmosphérischen
Druck. Die letzte Spalte der Tabelle zeigt den notwendigen Gasmassenstrom zur Ubertragung
einer Leistung von 10MWy,. Unabhédngig von der Anlagenkomponente zeigen sich fiir alle
betrachteten Warmetrdger die gleichen Tendenzen. Die Edelgase Xenon und Argon wiirden
aufgrund ihrer vergleichsweise geringen spezifischen Wirmekapazitit einen hohen
Massenstrom bendtigen. Tetrafluormethan wird hier betrachtet, da dieses als Kailtemittel
eingesetzt wird. Fiir den vorliegenden Anwendungsfall erscheint das Gas jedoch ungeeignet,
zudem besitzen Fluorkohlenwasserstoffe einen Treibhauseffekt. Als interessante Alternativen
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treten Wasserdampf und Helium, moglicherweise auch Kohlenstoffdioxid hervor. Alle drei
Stoffe sind zudem ungeféhrlich und nicht brennbar. Helium besitzt zwar eine sehr geringe
Dichte, kann dies jedoch durch seine hohe Wairmekapazitit wieder ausgleichen. Eine
nochmals erhebliche Leistungssteigerung lieBe sich durch den Einsatz von reinem Wasserstoff
erreichen. Dank seiner sehr hohen Wiarmekapazitit ist nur ein sehr geringer Massenstrom
notwendig. Trotz seiner geringen Dichte wire der Volumenstrom in etwa in der gleichen
GroBenordnung von Luft. Allerdings besteht bei der Verwendung von Wasserstoff
Explosionsgefahr.

Tabelle 2.5: Vergleich verschiedener Warmetrdgermedien als ZWT bei 340 °C und 440 °C anhand des
Bewertungskoeftizienten. Notwendiger Massenstrom und Volumenstrom bei 340 °C

mg Vg

Y Y Y
/YLuft /YLuft /YLuft

wuU PB FS

340°C 440°C  340°C 440°C  340°C 440°C kgs' m’s’

Luft 1 1 1 1 1 1 947  166,2
Xe 0,16 0,15 0,12 0,12 0,17 0,16 630,5 244,7
Ar 052 - 0,52 - 0,52 - 192,0 245,1
CFs 092 - 0,70 - 0,99 - 99.6 57,7

HO0 1,62 1,64 1,53 1,58 1,64 1,65 49,1 138,83
CO, 1,01 1,03 0,89 091 1,05 1,06 92,3 106,9
He 528 5,13 8,84 8,57 4,66 4,53 193 2452

H, 15,24 15,16 25,13 25,17 13,51 13,42 6,9 173,7

* keine Daten vorhanden

Wie bei allen PEC ist bei den obigen Ergebnissen zu beachten, dass stets gewisse Annahmen
getroffen werden miissen. Durch die Annahme konstanter Stromungsgeschwindigkeit wird
dem Einfluss von Viskosititsunterschieden wenig Rechnung getragen. Die detaillierte
Optimierung weiterer EinflussgroBen, wie z.B. Rippengeometrie oder die Geometrie des
Speichermaterials, fithrt zu einer Relativierung der Unterschiede. Die angegebenen Werte fiir
den Bewertungskoeffizienten sind daher eher qualitativ aufzufassen.



3 Modellbildung und Simulation

Durch die im vorherigen Kapitel getroffene Vorauswahl konnen nun geeignete Modelle
implementiert werden. Diese werden im folgenden Kapitel beschrieben. Eine Verifizierung
der Regeneratormodelle ist in Anhang B.1 beschreiben.

3.1 Grundlagen der Modellbildung

Zur Simulation der beteiligten Komponenten werden zwei verschiedene numerische Modelle
implementiert, die sich in ihrem Detaillierungsgrad unterschieden. Diese werden zur
Unterscheidung im Folgenden als Auslegungsmodell und Detailmodell bezeichnet. Der
Programmcode fiir beide Modelle wurde vollstdndig im Rahmen dieser Arbeit entwickelt.

3.1.1 Simulationsumgebung

Das Auslegungsmodell wird in der Programmierumgebung MATLAB implementiert. Es
besteht aus zwei voneinander unabhéngigen Berechnungsprogrammen fiir den Wérmeiiber-
trager und den Regenerator. Beide Programmteile verwenden eine gemeinsame Basis zur
automatisierten Parametervariation von bis zu vier Parametern. Gleichzeitig konnen weitere
Parameter als Nebenbedingungen definiert werden. Die Einhaltung dieser Nebenbedingungen
wird mit Hilfe der Methode der nichtlinearen Programmierung durchgefiihrt. Hierzu wird eine
Implementierung des Simplex-Algorithmus eingesetzt [55]. Aufgrund des hohen
Berechnungsaufwands liegt der Schwerpunkt bei den Auslegungsmodellen auf einer
moglichst hohen Berechnungsgeschwindigkeit. Hierfiir sind entsprechende Modellvereinfa-
chungen notwendig.

Das Detailmodell wird in der Simulationsumgebung SIMULINK erstellt. Es besteht aus
sogenannten Level-2-S-Function-Blocken, die iiber eine grafische Benutzeroberfliche
miteinander verschaltet werden. Die Blocke beinhalten die rdumlich diskretisierten Modelle,
die in der MATLAB-Programmiersprache implementiert sind. Durch die rdumliche
Diskretisierung liegen die ZustandsgréBen in zeitlich abgeleiteter Form vor und werden in
zugehorigen Zustandsvektoren gespeichert. Durch die Verschaltung der Blocke werden die
Randbedingungen der Blocke definiert. Durch zusitzliche algebraische Gleichungen liegt das
Modell in Form eines Differential-Algebraischen Gleichungssystems (DAE engl. Differential
Algebraic Equation) vor. Die zeitliche Integration zur Losung des Gleichungssystems wird
mit Hilfe einer Implementierung der Trapezregel durchgefiihrt [56]. Hierfiir wird der implizite
Loser ode23t eingesetzt. Die ein- und austretenden Stoffstrome der SIMULINK-Blocke liegen
in Form von vektoriellen Signalen vor. Diese beinhalten die GroBen Temperatur,
Massenstrom, Druck, spezifische Enthalpie sowie spezifische Entropie und werden daher
Tmphs-Signale genannt. Dieser signalbasierte Ansatz in SIMULINK definiert von vorne
herein Ein- und Ausgangsgrolen. Da sich bei dem CellFlux-System aufgrund der
Stromungsrichtungsumkehr diese vertauschen, sind zwei Besonderheiten bei der
Modellbildung zu beachten. Zum einen muss beim Umschaltvorgang das Temperaturfeld in
den beiden Komponenten Wéirmeiibertrager und Regenerator invertiert werden. Dies
geschieht mit Hilfe eines Steuersignals, welches die entsprechenden Blocke bei diesem
Vorgang kurzzeitig deaktiviert und zu einer erneuten Initialisierung der Simulation fiihrt. Zum
anderen miissen die Tmphs-Signale wegen ihrer Richtungsabhingigkeit umgeleitet werden,
was mit Hilfe entsprechender Weichen geschieht.
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3.1.2 Erhaltungsgleichung der Energie als Grundlage der Modellbildung

Zur Modellierung der dynamisch betrachteten Komponenten Wirmeiibertrager und
Regeneratorspeicher werden im Folgenden einige Vereinfachungen und Annahmen diskutiert.
Ausgehend vom ersten Hauptsatz der Thermodynamik

dQ +dP = dU + dE, (3.1

wird angenommen, dass keine Arbeit (dP = 0) verrichtet wird. Der Beitrag durch Reibungs-
und Massenkrifte ist marginal und wird daher vernachléssigt.

Eine weitere Annahme ist, dass Anderungen der potentiellen und kinetischen Energie
ebenfalls vernachléssigt werden (dE, = 0). Der Einfluss der kinetischen Energie ist fiir die in
dieser Arbeit betrachteten Anwendungsfille im unteren Promille-Bereich. Der Einfluss der
potentiellen Energie ist bei in Richtung des Schwerefelds der Erde durchstromten
Komponenten bemerkbar. Der Effekt steigt linear mit der Hohe und der Dichtednderung des
Stromungsmediums. Da insbesondere letztere flir die in dieser Arbeit betrachteten Félle
gering ist, ist obige Annahme gerechtfertigt.

Mit den o.g. Vereinfachungen lédsst sich nun eine Energiebilanz um ein Volumenelement
aufstellen. Die zeitliche Anderung der inneren Energie u jeder Phase entspricht dann den
durch Konvektion und Warmeleitung zu- und abgefiihrten Strémen von innerer Energie und
Wirme, sowie der Warmeleistung Q" durch Quellen und Senken.

d(pu)
ot

Die dynamisch betrachteten Komponenten Warmeiibertrager und Regeneratorspeicher werden
somit durch die Differentialgleichung des Temperaturfeldes beschrieben. Fiir die folgende
Diskussion werden die Differentialgleichungen in kartesischen Koordinaten angegeben
(x,y,z). Je nach Anwendungsfall werden auch Zylinderkoordinaten oder Kugelkoordinaten
verwendet. Im Folgenden wird nur die Koordinate (z) verwendet. Die spezifische statische
Enthalpie h = u + p/p eingesetzt in Gleichung (3.2) fiihrt zu:

d(ph) OJp 0 aT

5t . a2 hpv, — pv, — /16— +Q". (3.3)

Folgende Annahmen werden fiir die Warmetrdgermedien getroffen:

+ V[upv — AVT] = Q"". (3.2)

1. Die Gasphase wird als inkompressibel betrachtet. Damit s1nd =0 und Z—p =0,

womit auch du = dh gilt. Der geringe Einfluss dieser Annahme W1rd in [57] bestétigt.
Gase werden als ideal betrachtet dh = ¢, dT

Keine Quervermischung der Stromung

Keine chemischen Reaktionen

Gleichverteilung der Stromung normal zur Hauptstromungsrichtung v, # f(x,y)
Homogene Verteilung fester Phasen, d.h. keine ortliche Anderung von deren
Stoffwerten A, # f(z)

Somit ldsst sich folgende Gleichung als Grundlage fiir die im Folgenden betrachteten Modelle
festlegen:

T 0
P 5 = T oz

ISANRANE e

aT -
cpTpv, — /15 +0Q 34
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3.2 Modellierung des Wirmeiibertragers

3.2.1 Geometrische Definitionen

Die Geometrie des Wéarmeiibertragers wird durch folgende Parameter definiert: Die Luft
stromt in Richtung der x-Achse, wihrend das Ol in Richtung z-Achse stromt. Entsprechend
ergeben sich Ly fiir die Lange des luftseitigen Stromungswegs und L, als die Rohrlidnge. Mit
L, wird die Hohe des Wirmetibertragers bezeichnet. Das einzelne Rippenrohr ldsst sich mit
den Innen- und AuBlendurchmessern d.; und d, ,, der Rippenhdhe hg;, dem Rippenabstand
pri und Rippendicke sg; beschreiben (Abb. 3.1a). Die Breite des Zwischenraums zwischen
zwei Rippen wird mit ag; = pr; — Sg; bezeichnet. Die Rippenrohre sind versetzt angeordnet,
mit der lings gerichteten Rippenteilung X; und der transversalen Rippenteilung X; (Abb.

3.1b).

P
i -
M
e

(a),imﬁasﬁﬁﬁmﬁﬁﬁﬁm .

Abb. 3.1: Geometrische GroB3en des Warmeitibertragers. (a) Geometrie des Rippenrohrs; (b) Geometrie
des Wiarmeiibertragers und der Rohranordnung

Mit den Geometriegroflen berechnet sich die gasseitig benetzte, primdre Warmeiibertrager-
oberfliche Ag i zu

Ag,pri = 7Tdr',al‘z(l - SRinRipm)nt- (3.5)

Dabei ist ng;pm die Anzahl Rippen pro Meter und n; die Gesamtzahl Rippenrohre. Die
sekundire Oberfléche Ag sec berechnet sich zu

s 2
Ag,sek = (E ((dr,a + 2h—Ri) - dIZ',a) + T’:(dr,a + 2h—Ri)SRi) nRimeznt- (36)
Die Summe beider Flichen ergibt die gasseitige Gesamtoberfliche Ag.

Ag = Agpri + Agsex (3.7)
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Zur Berechnung des gasseitigen engsten Stromungsquerschnitts A ist eine Fallunterschei-
dung notwendig.

Ly
Aog = [(7 - 1) ¢+ (Xt - dr,a)_ZhRiSRinRipm L, (3.8)
t
mit ¢ = {Za, wenn 2a < 2b
~ |2b, wenn2b>a

Diese Fliache wird zur Berechnung der Stromungsgeschwindigkeit vy, im engsten

Querschnitt herangezogen. Auf der Rohrinnenseite wird die benetzte Rohrinnenfliche nach
folgender Gleichung berechnet:

Af = ndr,iLZnt. (39)
Der freie Stromungsquerschnitt ergibt sich zu
T 2
AO,f = Zdr,inrpr’ (310)

mit der Anzahl Rohre pro Reihe np,.

3.2.2 Detailmodell des Wiarmeiibertragers

Der Wiarmeiibertrager wird durch ein zweidimensionales Modell beschrieben, bei dem eine
reprisentative Rippenrohrschlange entlang der Stromungsrichtung der Luft modelliert wird.
Die zweidimensionale Darstellung wird gewihlt, da die Rippenrohre sehr lange
Stromungswege von bis zu 15 m aufweisen und der gesamte dlseitige Stromungsweg mehrere
hundert Meter betrdgt. Die zugrunde liegende Modellvorstellung illustriert Abb. 3.2a. Es
werden drei gekoppelte, partielle Differentialgleichungen aufgestellt: fiir das HTF (f), das
Rippenrohr (r) und das Gas (g). Diese bilden ein Rippenrohrsegment geméf der Darstellung
in Abb. 3.2c ab. Das System Rippe und Rohr wird als eine Einheit aufgefasst (One Capacity
Approach, OCA). Ataer et. al. [58] vergleichen diesen Ansatz mit einem aufwéndigeren
Ansatz, bei dem Rippe und Rohr getrennt betrachtet werden (Two Capacity Approach, TCA),
und einem vereinfachten Ansatz, bei dem die Wairmekapazitit der Rohrseite der
Wirmekapazitit der Fliissigseite des Warmeiibertragers zugeschrieben wird (Zero Capacity
Approach, ZCA). Im Vergleich mit experimentellen Daten stellen die Autoren den OCA als
ausreichend dar, stellen aber gegeniiber dem ZCA beim transienten Verhalten deutliche
Abweichungen von weit iiber 30 % fest.
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Abb. 3.2: Modellvorstellung eines Volumenelements am Wiarmeiibertrager: (a) Zweidimensionale
Diskretisierung, (b) Seitenansicht eines Knotenelements, (c) Frontalansicht eines Knotenelements

Ausgehend von Gleichung (3.4) werden die folgenden Differentialgleichungen zur
Modellierung des Wirmeiibertragers aufgestellt. Die Gleichungen sind jeweils iiber den
Quellterm Q""" miteinander gekoppelt. Fiir das Fluid ergibt sich mit dessen volumetrischer
Wirmekapazitét pece und der Stromungsgeschwindigkeit v, ¢

0T
PrCt ot

. oT¢
= —sign (Pfovz,fg) + Q¢

o 1

(3.11)



3 - Modellierung des Warmetibertragers 25

Bei der fluidseitigen Differentialgleichung wird durch das Signum sign die Médanderung der
Rohrschlange beriicksichtigt. Die DGL (Differentialgleichung) des Rippenrohrs enthélt keine
Transportterme und lautet

aT « I
prer—-=0Qr . (3.12)

Analog zur Fluidseite ergibt sich fiir die Gasseite mit der Stromungsgeschwindigkeit vy 4(2)

aTg aTg - 11
Pelrg 7, = Pelpglug(2) 5 7+ 0 - (3.13)

In dem Modell kann eine gasseitige Geschwindigkeitsverteilung in Abhingigkeit der z-Achse
berticksichtigt werden, daher ergibt sich die Abhéngigkeit vy 4(2z). Wirmeleiteffekte werden
vernachléssigt, da die dabei iibertragene Leistung klein gegeniiber der konvektiv iibertragenen
Leistung ist. Die Quellterme Q"' lauten mit den zuvor definierten Flichen und Wirmeiiber-
gangskoeffizienten wie folgt:

<1 Af

Qf = - A (T, = Tp), (3.14)
f

. 11! A

Qg =g Vg(Tr —Ty), (3.15)
g

< 11! Af A

Qr =" Vr (Tr - Tf) + Ag—r - Vf (Tr - Tg)- (3.16)

Die Knotenpunkte werden mittig in das Zentrum eines Rippenelements gelegt. Hierdurch ist
die Schrittweite in Stromungsrichtung des Gases auf eine longitudinale Rippenteilung
festgelegt.

Diskretisierung des Wirmeiibertragers

Fiir die Diskretisierung des Warmeiibertragers wird ein zentrales Differenzenverfahren
zweiter Ordnung fiir die diffusiven Terme und eine Aufwind-Diskretisierung erster Ordnung
fiir die konvektiven Terme angewandt. An jedem Knotenpunkt des Rechengebiets werden die
Temperaturen des Gases (g), des Rohres (r) und des Fluides (f) berechnet. Das Diskretisie-
rungsschema in Abb. 3.3 zeigt, wie die einzelnen Temperaturen zueinander im Verhiltnis
stehen. Das Modell erlaubt zudem die Unterteilung des Wirmelibertragers in Zonen
unterschiedlicher Geometrie. So konnen auch unterschiedliche Rippenrohre innerhalb eines
Wirmeiibertragers betrachtet werden.
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B out

Abb. 3.3: Diskretisierungsschema des Rippenrohr-Wérmeiibertragers

Gleichung (3.17) gibt die DGL fiir das Gas an. Dabei ist der Term A/LyLy, der durch das
Rippenrohr verdridngte Anteil des in jedem Element zur Verfliigung stehenden Volumens
AzLy,Ly,. Die Fliche ist A die mittlere Querschnittsfliche eines Rippenrohres und des darin
enthaltenen Fluides. Diese ist in Abb. 3.2b illustriert. 1, gibt den effektiven Oberflachenwir-

kungsgrad auf der Gasseite des Rippenrohres an. 4, ist die gasseitig benetzte Oberfléche.

00gi; _ vgx(m) 1 Ogij = Ogiv1,

dt — Ly A AZ
Ly¢Lx;
Ag_r * NogA 1
_ggcwg. y (6 — Ogi)) (3.17)
g°pg AZLXtLXI (1 —_ L_Ll)
XtX

Die rippenrohrseitige DGL wird durch Gleichung (3.18) beschrieben. Af ist die fluidseitig
benetzte Oberfliche. AzA ist das Gesamtvolumen eines Rippenrohrelements.

00rij _  @rAs
dt AzA - p,c,

Ag—r *Toglg
AzA - p,.c,

(61— 6fi) — (61— 0gi)) (3.18)
Gleichung (3.19) gibt die fluidseitige DGL an. Zur Beriicksichtigung der wechselnden
FlieBrichtung des Fluides wird der Koeffizient § eingefiihrt, der fiir alle ungeraden
Rohrreihen negativ wird.

Oy _ iz Oy = Orijes | AGrr g oy
dt L, An dr,i " PsCe o b

mit § = (—1)! (3.19)
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Die Randbedingungen am Eintritt des Gases und des Fluides sind von erster Art. Dabei
werden die Knoten auBerhalb des Rechengebiets mit der Eintrittstemperatur des jeweiligen
Mediums gleichgesetzt.

T

Ogms1; = Ogein = (3.20)
re
T e
01,1 = Ofein = T‘e”‘ (3.21)
ref

Als Austrittsbedingung der Fluidseite wird die Temperatur des letzten Knotens herangezogen.
Dabei ist zu unterscheiden, ob eine gerade oder ungerade Rohranzahl vorhanden ist.

Ot m 1, wenn m ungerade

Opaus = {Hf,m,n, wenn m gerade (3.22)
Auf der Gasseite ist durch die Festlegung der Knotenpunkte in die Mitte der Rippenrohrreihe
die Anzahl der Knotenpunkte abhidngig von der Anzahl der Rohreihen. Bei wenigen
Rippenrohrreihen konnen sich so groBere Abweichungen von mehreren Prozentpunkten
ergeben. Als weitere Randbedingung auf der Gasseite ergibt sich ein Warmeverlustterm in die

Umgebung. Dieser wird der Kopplungsbeziehung an den Randknoten zugeschrieben.

. 224 A A —_

Qg,i,l =0g_r- no,gvg (Hr,i,l - gg,i,l) + k Ig/ - (eu - eg,i,l) (3.23)
g g

. nr A A —

Qg,i,n = ag—r : no,gvg (gr,i,n - Hg,i,n) +k Ig/ - (eu - gg,i,n) (3-24)
g g

Auf der Seite des Fluides muss die Mdanderung der Rohrschlange beriicksichtigt werden. Die
beiden Ostlichen oder westlichen Seiten des Rechengebiets werden je nach FlieBrichtung von
den dariiber befindlichen Knotenpunkten beeinflusst.

Ofin+1 = Ofi—1n

Ofin+2 = Ofi—1n—-1, wenn i gerade (3.25)

9f,i,—1 = 9f,i—1,1

O¢i—2 = Ofi—1,2, wenn i ungerade (3.26)

3.2.3 Auslegungsmodell des Wirmeiibertragers

Zur Auslegung des Wiarmelibertragers wird ein stationdres, auf analytischen Gleichungen
basierendes Modell verwendet. Die gewihlte Berechnungsweise folgt der P-NTU (engl.
Number of Transfer Units) Methode. Bei dieser Methode werden zwei Wirkungsgrade fiir die
Seite des fliissigen HTF Pr und des Gases P, verwendet. Diese sind definiert als die
Temperaturanderung der zugeordneten Strome bezogen auf den maximal auftretenden
Temperaturunterschied ATy, .
Pf _ Tf,ein - Tf,aus ' Pg _ Tg,ein - Tg,aus (3.27)
AT'I'IlaX ATmax

Die Austrittstemperaturen werden dann durch umstellen obiger Gleichungen berechnet. Die
Wirkungsgrade stehen tiber das Wirmekapazititsstromverhéltnis Ry bzw. R¢ nach
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mef 1
= (3.28)
MgCpg  Rg

Rf =
miteinander in Beziechung. Der Wirkungsgrad F, der Gasseite berechnet sich fiir den reinen
Gegenstrom wie folgt:

p_ 1 exp[—NTUg(1 — Ry)]
81— R, exp[-NTU,(1—R,)]

(3.29)

Analog kann auch der Wirkungsgrad der Seite des HTF berechnet werden. Ist bei einem
Rippenrohr-Wiarmeiibertrager die Stromfiihrung méanderformig gegenldufig, so kann ab einer
Anzahl von mehreren Rohrreihen von reinem Gegenstromverlauf ausgegangen werden [59].
Die Kennzahl NTUj, ist eine dimensionslose Kenngroe des Wérmeiibertragers dhnlich zur

dimensionslosen Lénge A des Regenerators. Die gasseitige NT Ug-Zahl wird berechnet nach

kA
NTU, = -

— (3.30)
g-P.8

Dabei ist kA das Produkt aus Gesamtwérmedurchgangskoeffizient und wérmeiibertragender
Oberflache.

1
kA = (3.31)

1 d 1 1
e+ (32 +
AgNogAg dpi) 2mALn, — agAs

Die Berechnung der Warmeiibergangsbeziehungen erfolgt wie in Anhang A beschrieben. A,
ist die Warmeleitfahigkeit des Rohrmaterials und 7, ist der im vorherigen Abschnitt
beschriebene Oberflachenwirkungsgrad.

3.3 Modellierung des Regenerators

3.3.1 Geometrische Definitionen

Die dueren Abmessungen des Speicherbehdlters ergeben sich aus Abb. 2.6. Im Folgenden
sollen die GeometriegroBen fiir das Besatzmaterial Formsteine (FS), Platten (P) und
Schiittung (PB) erldutert werden.

Formsteine
Abb. 3.4a illustriert die Proportionen eines Formsteins. Hieraus lassen sich sdmtliche
KenngroBen ableiten. Jeder beliebig geformte Stromungskanal mit der Querschnittsfliche Ag g

wird von einer Steinmasse mit der Querschnittsfliche A, s umgeben.

AO,s
NN Ly

N
Ao

Ll

A
(a) (b)

Abb. 3.4: Geometrie des Formsteins (a) und der Schiittung (b)
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Aus dem Flachenverhiltnis von Stromungskanal und Gesamtflache folgt die Porositit zu

Aog

= — 3.32
Aogs T Aog (3-32)

€Fs
Der hydraulische Durchmesser dy,yq s Wird aus der Querschnittsfliche A, g und dem Umfang

Ly des Stromungskanals berechnet. Fiir Stromungskanéle mit unterschiedlichen Geometrien
wird der Mittelwert gebildet:

n

B 4A0‘g _ 4 Ai,O,g
hyd,FS — - .
Ly : Ly,

(3.33)

Die wirmeiibertragende Fliche pro Volumenelement a, ergibt sich mit dem hydraulischen
Durchmesser und der Porositét egg zu

A LU L 4‘A0,g 4£FS

a FS =5 = = = .

Y v (AO,S + AO,g)L (AO,S + AO,g)dhyd dhyd

Die effektive Steindicke als Grundlage fiir Wéarmeleitvorginge im Inneren der Steinmasse ist

nach [40] definiert als die Linge, die mit dem Umfang multipliziert die Querschnittsfldche
des Steins ergibt . Sie 14sst sich mit der vorhergegangenen Definition wie folgt ausdriicken:

Lo = Ags _ Ao _ (1 — &pg) _ (1 — &pg) - dhya
s,FS LU av(AO’S + Ao'g) av 4£FS .

(3.34)

(3.35)

Soll die effektive Steindicke als Grundlage fiir ein Modell, welches die Steinmasse rdumlich
diskretisiert, herangezogen werden, muss ein anderer Ansatz gewéhlt werden. In diesem Fall
wird von kreisrunden Einzelkandlen ausgegangen, die von einer Steinmasse gleichméaBiger
Dicke umhiillt sind und auflen adiabat sind. Die effektive Steindicke ZS,FS wird so gewihlt,
dass jedes Einzelelement die gleiche Steinmasse besitzt. Daraus ergibt sich der Ansatz

VA -~ 2
AO,s = Z (dhyd,FS +2- LS,FS) - AO,g (3.36)
. 7-[ 2
mit Ao'g s Zdhyd,FS'

Mit Gleichung (3.32) ldsst sich Gleichung (3.36) umstellen und die effektive Steindicke lautet

) d 1
Lops = hyzd'Fs : < =" 1). (3.37)
€Fs

Demnach ist die Geometrie der Formsteine iiber die Porositit und den hydraulischen
Durchmesser vollstindig definiert.

Platten

Fiir die Platten gelten die Gleichungen analog den Formsteinen. Die Spaltbreite entspricht
dabei dem hydraulischen Durchmesser dyyqp und die halbe Plattenbreite bp der effektiven
Steindicke.

Schiittung
Abb. 3.4b illustriert den Aufbau einer Schiittung der Linge L. Die Porositdt ldsst sich am
einfachsten aus dem Verhiltnis des Volumens der Schiittungspartikel (part) Vpargges zum

Gesamtvolumen Vges berechnen. Das Volumen der Partikel kann bei groBeren Mengen tiber
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die Rohdichte der Partikel und der Masse berechnet werden oder direkt mit Hilfe der
Verdringung in einem Wasserbad.
Vpart,ges mpart,ges

Epp = = 3.38
°B Vges Ppart * Vges ( )

Der hydraulische Durchmesser wird als der durchschnittliche Durchmesser der durch die
Schiittungspartikel geformten Stromungskanidle aufgefasst. Hydraulischer Durchmesser
dphyape und Partikeldurchmesser d ¢ stehen daher wie folgt im Verhéltnis:

ooy = 2 FB_ 3.39
hyaPB = 37— oy dpart (3.39)

Die spezifische Oberfliche pro Volumenelement ldsst sich aus der Definition (3.34) durch
Einsetzen von (3.39) berechnen.

6(1 — epp)

3.40
dpart ( )

Qvp =
Zuletzt ergibt sich die effektive Steindicke aus der Hélfte des Partikeldurchmessers. Hierbei
ist zu beachten, dass die effektive Steindicke als Bezugsldnge fiir die Berechnung der
Wirmeleitfahigkeit herangezogen werden soll.

- dpart
Lepp = Lopp = —5- (3:41)

Fiir Schiittungen wird eine auf dem hydraulischen Durchmesser basierende Reynolds-Zahl
Reyyqpp Wie folgt definiert. Hierbei ist zu beachten, dass laut Definition der entstehende
Zahlenfaktor von 3/2 vernachléssigt wird.

pgvg ' dhyd,PB _ pgvo,g ' dpart

Re = = (3.42)
hyd.PB Hg (1 —epp) Kg
Die auf dem Partikeldurchmesser basierende Reynolds Zahl berechnet sich zu
Voo d
Reparpy = LE08_Cpart. (3.43)

Hg

3.3.2 Thermisches Modell

Der Regenerator wird durch die Differentialgleichungen des Temperaturfeldes des
gasformigen Warmetrdgermediums (g) und des Speichermediums (s) beschrieben. Aufgrund
der Symmetrieeigenschaften des Speicherbehilters ist fiir zylindrische Regeneratoren
grundsitzlich ein zweidimensionales Modell ausreichend. Sind nur geringe Temperaturgradi-
enten normal zur Stromungsrichtung vorhanden, kann ein eindimensionales Modell
verwendet werden. Solche Temperaturgradienten treten nur in der Randzone aufgrund von
Wirmeverlusten auf. Aufgrund der sehr guten Isolierung in den hier betrachteten Fillen kann
auf eine rdumliche Auflosung dieser Randzone verzichtet werden. Bei der Berechnung sehr
grofler Regeneratoren ist die Randzone ebenfalls von untergeordneter Bedeutung. Ferner ist
davon auszugehen, dass lokal fluktuierende Querstromungen ebenfalls keinen signifikanten
Einfluss haben. Daher wird der Regenerator eindimensional betrachtet und der Wérmetiber-
gang in der Randzone durch eine empirische Warmetibergangskorrelation modelliert.
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3.3.3 Detailmodell des Regenerators

Fiir das Detailmodell wird der Temperaturverlauf innerhalb eines reprisentativen Partikels des
Speichermaterials beriicksichtigt. Die Differentialgleichungen werden ausgehend von
Gleichung (3.4) fiir die Gasphase und die feste Phase formuliert und iiber den Quellterm Q"'
miteinander gekoppelt. In der Pilotanlage hat die Wandisolierung gegeniiber dem eigentlichen
Speichermaterial eine nicht zu vernachldssigende thermische Masse. Daher wird statt eines
Wairmedurchgangskoeffizienten die mittlere Wandtemperatur durch eine zusitzliche
Differentialgleichung ebenfalls beriicksichtigt. Abb. 3.5 zeigt exemplarisch die zugrunde
liegende Modellvorstellung fiir die betrachteten Besatzmaterialien. Die Schiittung wird als
Kugel betrachtet, die Formsteine als innendurchstrémte Hohlzylinder mit der effektiven
Steindicke Lg. Die Knotenpunkte fiir die Diskretisierung des Speichermaterials werden so
gelegt, dass der dullere Knoten genau auf der Grenzfliche zwischen Feststoff und Gas liegt
und der innere Knoten auf der Symmetrieebene.

zZn
| vorherige I /T vorherige | vorherige
X £ : Zelle ' 7/ : Zelle
’ . / T
A
7 L] |2
X
<
W, u S. S_ S g W, UD

AN

et

nachste nachste
(a) Zelle (b) Zelle

[ ] Feststoff (s) | | Gas(g) [ ] Wand (w) ORB (Umgebung) ® Knoten £7 adiabat — - Symmetrie

ARN RN NN NN NN

AR

ARRNRN N RN NN NN RSN

~—Ax/2

1-e | €

Abb. 3.5: Modellvorstellung eines Volumenelements am Regenerator.
Kugelschiittung (a), innendurchstromter Zylinder (b) und umstrémte Platten (c)

Es wird auflerdem die Mdoglichkeit bedacht, dass der Speicherbehilter zylindrisch ausgefiihrt
ist, wobei das Wéarmetrdgermedium radial von innen nach auBlen stromt (vgl. Abb. 2.6b).
Hierzu wird der Koeffizient I, eingefiihrt, der in diesem Fall den Wert Eins annimmt und in
allen anderen Fillen zu Null gesetzt wird. Die Wirmeleitung des Speicherinventars innerhalb
des Speicherbehilters wird gasseitig durch eine effektive Wirmeleitfahigkeit Aq¢r, modelliert.
Diese entspricht der Parallelschaltung der Warmeleitwiderstinde von Gas und Feststoff,
gewichtet durch den jeweiligen Volumenanteil. Hanchen et al. [60] vergleichen diesen
vereinfachten Ansatz mit komplexeren Modellen und finden eine gute Ubereinstimmung. Die
DGL der Gasseite lautet damit wie folgt:

oT, oT, 0’T, T,0T,\ .
EPglpg 7, = ~Pelpgloxg g, T Aefex 22 T ) T (3.44)
T <1 —& N € >_1
mi ffx = —
emx Ag /1g

Die rdumliche Diskretisierung des Inneren des Speichermaterials erfolgt eindimensional.
Hierzu muss das Koordinatensystem an den jeweiligen Anwendungsfall angepasst werden.
Die Unterschiede sind ebenfalls in Abb. 3.5 erkennbar. Gleichung (3.45) gibt die DGL fiir den
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Feststoff in allgemeiner Form an. Der Koeffizient I5 trigt dem jeweiligen Koordinatensystem
Rechnung. Schiittungen werden in Kugelkoordinaten (I = 2) beschrieben, innendurchstrom-
te Hohlzylinder oder umstromte Zylinder in Zylinderkoordinaten (I3 = 1) und Platten in
kartesischen Koordinaten (I3 = 0). Fiir Kugel- und Zylinderkoordinaten ist z mit dem Radius
r zu substituieren.

oT, _, (0°T,  TOL\ . w ‘s
pscsor =As\ 52+, 5,0 |Z=LS (3.45)

Der gasseitige Quellterm beinhaltet einen Verlustterm iiber den Verluste in die Umgebung
beriicksichtigt werden. Auf der Seite des Feststoffs tritt der Quellterm nur an der Grenzfldche

zwischen Gas und Feststoff auf. Daher wird auf Seite der festen Phase deren Oberflachentem-
peratur T, = Ts|,—, verwendet. Die Berechnung der Quellterme lautet wie folgt:

« 117 A
0 = ttyor (Tso = Ty) + ke - % (T —Ty), (3.46)
g

Qsm = Uyol * (Tg - Ts,o)- (3.47)
Der volumetrische Warmeiibergangskoeffizient @y, wird aus dem Produkt aus spezifischer
Oberfldche a, und Warmetibergangskoeffizienten a berechnet. Fiir das Wandelement wird ein
effektiver Wiérmedurchgangskoeffizient k,, herangezogen. Dabei bezeichnet Ajrey die
zugehorige Oberflache der Innenwand des Regenerators und V; das Gasvolumen. Die
Berechnung der Warmetibergangskoeftizienten ist in Anhang A.3 beschrieben. Die DGL des
Wandelements lautet wie folgt:

aTw . nr
pwcwﬁ =Qw - (3.48)
Der Quellterm me koppelt die DGL der Wand mit der Umgebung und der Gasphase.
7 A',R A R
Ow =k % (Ty = Tw) + ky % (Ty — Tw) (3.49)

Hierbei ist k, der Wiarmedurchgangskoeffizient zur Umgebung, T,, die Umgebungstempera-
tur, A, reg die AuBenoberfliche und V,, das Volumen des Wandelements.

Diskretisierung des Detailmodells

Die Differentialgleichungen des Detailmodells werden raumlich nach dem Finite-Differenzen-
Verfahren diskretisiert. Abb. 3.6a illustriert die Wechselwirkungen der Knotenpunkte
untereinander. Fiir die konvektiven Terme wird ein Aufwind-Verfahren erster Ordnung
eingesetzt und fiir die Warmeleitung zentrale Differenzen zweiter Ordnung. Die gasseitige
Differentialgleichung in den Punkten (i,n—1) lautet nach der Diskretisierung und
Umstellung der zeitlichen Ableitung auf die linke Seite wie folgt:
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aHg,i,n—l _ Voxg Hg,i,n—l - Hg,i—l,n—l

dt L, AZ

Aeff,x [Hg,i+1,n—1 - 2Hg,i,n—l + eg,i—l,n—l
PgCpg€ " L% Ag?

%Qg,Hl,n—l - Hg,i—l,n—l] . dyol

& 2A¢ PgCp g€

Ai,Reg kw
Ve Pglpgt

(Hg,i,n—l - Hs,i,n—z)

(Hg,i,n—l - 9w,i,n)- (3.50)

Analog ergibt sich die Gleichung fiir den Feststoff in den Punkten (i,1..n —2) wie in
folgender Gleichung dargestellt.

00sij  As  |Osije1 =205 + 6551 L5 Osij+1 — Osij-1

= 3.51
dt  pgcg - L2 An? nj 2An (31

In beiden Gleichungen wurden die dimensionslosen Variablen eingefiihrt. Hierbei ist fiir die
Formsteine zu beachten, dass die Linge z riickwirts, beginnend bei Lg + dhya/2 verlduft.
Hiermit ergibt sich

p T ¢ X z
— ) = —, ‘r’ = —
Tref 1 Lx . Ls
0..Az..L, fiir Schiittung und Platten
mitz = ~ dhyd (352)

s > ..— Az ..Lg, fir Formsteine.

Die Randbedingung am Eintritt des Gases ist von erster Art. Dabei wird der Knoten auf3erhalb
des Rechengebiets mit der Eintrittstemperatur des Gases gleichgesetzt.

T. .
eg,—l,n—l = Hg,ein = 7{{.61: (3.53)
re

Bei der Bildung des Differenzenquotienten werden die Randknoten statt mit A mit A& /2
berechnet. Fiir das Randgebiet des Speichermaterials ergeben sich zwei Randbedingungen. Im
Zentrum eines Feststoffpartikels, unabhdngig seiner geometrischen Form, ergibt sich die
Forderung dass dort der Warmefluss gleich Null ist, demnach lésst sich schreiben

95,1',—1 - gs,i,l

TR 0. (3.54)

Jip =
Dies ist eine Randbedingung zweiter Art, auch Neumann Randbedingung genannt. Eingesetzt
in Gleichung (3.51) ergibt sich die diskretisierte Gleichung in den Randpunkten i, 0 zu

0050 _ As [20s:1 — 2‘9s,i,0]
dt  pscs An? '

(3.55)

Am Ubergang zum Gas in den Punkten i,n — 2 ergibt sich eine Randbedingung dritter Art
(Cauchy-Randbedingung). Der Wérmefluss ist dort proportional zur Potentialdifferenz
Hs,i,n—z B 95,i,n—3

éIi,n—z = _/15 A77 ] zs = ag—s(gg,i,n—l - es,i,n—z)- (3-56)
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Eingesetzt in Gleichung (3.50) ergibt sich hier

ags,i,n—z — /15
dt  psC
2gs,i,n—z + 295,i,n—3 2 Fn Ayol * Es
' An? B <E + H) T (6s,im-2 = Ogin-1) |- (3.57)

Das Wandelement in den Punkten (i, n) ist ein kapazitiver Term, der iiber Warmedurchgangs-
bezichungen mit dem Gas und der Umgebung gekoppelt ist. Die Gleichung lautet wie folgt:
aew,i,n _ Ai,Reg k

= — W (9w,i,n - 9g,i,n—1) - Aareg_ku
dt Vo PwCw Vo PwCw

(Bw,im — Ou). (3.58)

3.3.4 Auslegungsmodell des Regenerators

Fiir das Auslegungsmodell ist ein schnelles Rechenmodell erforderlich. Daher wird eine
mittlere Temperatur eines Speicherelements angenommen, so dass nur zwei gekoppelte
Differentialgleichungen je Knoten berechnet werden miissen. Wiarmeleitung wird bei der
Auslegungsrechnung vernachlissigt, da nur Betriebszustéinde betrachtet werden, bei denen
Konvektion dominiert. Dariiber hinaus ist auch die Wirmekapazitit der Gasphase
vernachlissigbar, weil diese sehr klein gegeniiber der festen Phase ist. Gleichung (3.4)
vereinfacht sich daher wie folgt:

aTg « I
0 = —Png,gvo,x,gW + Qy (3.59)

Sofern Temperaturgradienten im Inneren des Speichermaterials gering sind, kann eine
einheitliche Temperatur fiir das Material angenommen werden. Schmid und Willmott [12]
geben als Richtwert eine Biot-Zahl kleiner Eins an. Ab einer bestimmten Wandstirke des
Speichermaterials muss ein zusitzlicher Warmeleitwiderstand beriicksichtigt werden, so dass
der Wirmeitibergangskoeffizient a,,; in einen ,,Warmeeindringkoeffizienten* k. libergeht.
Sragovic [61] nennt hier als Richtwert eine Biot-Zahl grof3er 0,1. Je nach dullerer Geometrie

hat Hausen [11] vereinfachte Gleichungen hergeleitet. In der Kopplungsbeziehung Qg”’ wird
der Warmeeindringkoeffizient wie folgt berechnet:

Qg = _Qs = kyol - (Ts - Tg)
1 1 L 3 fir Platten
mit—— = — +—5_ undC=4Cgy fir Zylinder (3.60)
kvol dyol C-A “

5 fur Kugeln.
Fiir den Hohlzylinder berechnet sich der Koeffizient nach [62] zu

d
C LS t ri = —hzyd (3 61)
Zyl = 3 2 . AYNE mi . .
A — 1)+ [4 In (7”1) 3] ro=n+L,
4(r2 —r?)?
Gleichung (3.4) lasst sich fiir die feste Phase formulieren zu
aT « I
(1 —e)pses == = Qs - (3.62)
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Wirmeverluste werden ebenfalls vernachléssigt, da die Auslegungsrechnungen fiir sehr grof3e
Regeneratoren mit geringem Oberflichen-zu-Volumen-Verhéltnis durchgefiihrt werden.
Werden in Gleichung (3.59) die Anderung der inneren Energie der Gasphase und eine
effektive Warmeleitfdhigkeit mitberiicksichtigt, entspricht das Auslegungsmodell dem héufig
verwendeten Modell nach Schumann [10]. Dieses Modell wére bei fliissigen Warmetrager-
medien vorzuziehen, da in diesem Fall die innere Energie nicht zu vernachlassigen ist.

Diskretisierung des Auslegungsmodells

Das Auslegungsmodell wird mit einem Aufwind-Schema erster Ordnung diskretisiert. Die
zeitliche Diskretisierung findet voll implizit statt. In dimensionsloser, diskretisierter Form
lautet Gleichung (3.59) fiir die Gasphase nun

n+1 n+1
9 _Qgi

i—1
& a7 =A- (63 —021), (3.63)
wiéhrend Gleichung (3.62) fiir die feste Phase in dimensionsloser Form
o1 — o1, =11 (67 — g1 (3.64)
AT gi s,i .
lautet. Dabei werden folgende dimensionslose Grofen eingefiihrt:
p T t ¢ x
= B T = _, =
Tref Lref LReg
A= VRt.Eg " Kyol , _ tref * Kyol . (3.65)
MgCp g pscs(1 — &)

Das Diskretisierungsschema fiir das Auslegungsmodell ist in Abb. 3.6b dargestellt. Die
Stoffdaten werden mit den bekannten Temperaturwerten des vorhergegangenen Zeitschritts
berechnet (engl. Backward-Time-Approximation). Diese Annahme ist gerechtfertigt, da sich
die Stoffdaten innerhalb eines Zeitschritts nur geringfiigig 4ndern.

n
eg,in en in
§ eu §
[ ] [ ] [ J [ ] [ J [ J [ ]
q=0 Bs 05 05 84 Bu 05 8,
1,1 1,n-3 1,n-2 1,n-1 1,n s, 1 g, 1
6,
® ® ) ® ® ) ®
q=0 8 6 6 4 B 6 8,
2,1 2,n-3 2,n-2 2,n-1 2,n s, 2 g, 2
CH
[ d [ [ 4 [ [ J [ J o
q=0 Bs 05 05 04 8w 05 8,
m,1 m,n-3 m,n-2 m,n-1 m, n s, m g, m
OQVOU‘ 9g,out
(a) (b)

Abb. 3.6: (a) Diskretisierungsschema des Detailmodells und (b) des Auslegungsmodells
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Die zeitliche Diskretisierung fiihrt auf ein lineares Gleichungssystem mit einer diinn besetzten
Bandmatrix M.

M-e"1=0"+b (3.66)

0™+1 ist der Vektor des Temperaturfelds zum neuen Zeitpunkt n + 1 und ™ zum vorherigen

Zeitpunkt n. Die Randbedingungen sind im Vektor b enthalten. Das Gleichungssystem lésst
sich fiir den neuen Zeitschritt durch linksseitige Multiplikation mit der Inversen von M 16sen.
Die Berechnung der Inversen erfolgt im mittels einer LU-Zerlegung. Dabei wird auf die
entsprechenden Routinen DGBTRF und DGBTRS aus dem ,Linear Algebra Package
(LAPACK)* zurtickgegriften [63].

3.4 Modellierung des Kraftwerksblocks

Zur Abbildung des Kraftwerksblocks wird auf vorhandene Regressionsmodelle
zuriickgegriffen. Es handelt sich in beiden Fillen um einen Clausius-Rankine Prozess mit
regenerativer  Speisewasservorwdarmung und einfacher Zwischeniiberhitzung. Die
Regressionsmodelle korrelieren die drei maf3geblichen Einflussgrofen auf das Lastverhalten
des Kraftwerksblocks. Diese sind der Massenstrom mypp und die Eintrittstemperatur
Tyrrkwein des HTF sowie der Abdampfdruck des Kondensators pgong. Neben der
Kraftwerksnettoleistung  Pgwnet Wwird die Austrittstemperatur des HTF aus dem
Kraftwerksblock Tyrg kw aus ausgegeben.

Das auf dem Wirmetrdgermedium VP1 basierende Kraftwerk wird nach einem Modell von
[39] abgebildet. Das Modell beinhaltet zwei HD-Speisewasservorwiarmer und vier ND-
Speisewasservorwirmer. Der letzte ND-Speisewasservorwarmer vor den HD- Speisewasser-
vorwéarmern ist in einer offenen Bauweise ausgefiihrt. Zur Vermeidung einer Regelung wird
angenommen, dass der Vorwérmer stets geséttigtes Speisewasser liefert. Die urspriingliche
Bruttoleistung des Kraftwerksblocks von 50 MW, wurde auf 52,64 MW, normiert, um eine
thermische Leistung von 140 MWy, zu erreichen. Der Einfluss von Massenstrom und
Eintrittstemperatur des HTF ist in Abb. 3.7 dargestellt.

Der salzbasierte Kraftwerksblock wurde in [64] entwickelt. Hierbei handelt es sich um einen
Kraftwerksblock mit einer Bruttoleistung von 125 MW, mit Fliissigsalz als HTF. Das Modell
wurde in EBSILON-Professional implementiert. Es beinhaltet ebenfalls drei geschlossene und
einen offenen ND-Speisewasservorwérmer, allerdings drei HD-Speisewasservorwérmer. Der
Dampferzeuger ist ein geregelter Zwangsdurchlaufdampferzeuger. Die Regelung der
Frischdampfparameter findet durch eine Einspritzkiihlung des Uberhitzers statt. Das
Kraftwerk ist fiir eine Eintrittstemperatur des HTF von 510 °C ausgelegt. Die thermische
Leistung des Kraftwerks betrdgt mit 282 MWy, etwa das Doppelte des dlbasierten Kraftwerks.
Abb. 3.7 zeigt den Einfluss von Massenstrom und Eintrittstemperatur auf die Kraftwerksbrut-
toleistung und HTF Austrittstemperatur.
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Abb. 3.7: Teillastverhalten des 6lbasierten und des salzbasierten Kraftwerksblocks
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4 Modellvalidierung und Versuche

Zum Nachweis der Funktionsfdhigkeit des CellFlux-Konzepts und zur Validierung der
Modelle wird eine Versuchsanlage entworfen und realisiert. Das Kapitel beschreibt zundchst
die Rahmenbedingungen und den Aufbau der Versuchsanlage. Eine Beschreibung der
Inbetriebnahme-Versuche zur Konsistenzpriifung findet sich in Anhang E. Der experimentelle
Teil gliedert sich in Versuche zum thermischen Verhalten des Speichers, Versuchen zur
Modellvalidierung und zuletzt dem Vergleich von Druckverlusten der Pilotanlage mit
Ergebnissen aus einem Teststand.

Die Validierung findet anhand der Detailmodelle statt, da diese mit variablen Eingangsgrof3en
versehen werden konnen. In Anhang B.3 ist ein Vergleich der Auslegungsmodelle mit den
Detailmodellen beschreiben. Das Detailmodell der Schiittung soll anhand von Ergebnissen
aus der Literatur gestiitzt werden. Hierbei finden sich nur wenige experimentelle
Untersuchungen in einem relevanten Malstab, bei denen notwendige Angaben zur
Modellbildung vollstindig sind. Einige hiufig zitierte Arbeiten bei niedrigen Temperaturen
bis 60 °C sind die von Beasley et al. [23] und Sullivan et al. [65]. Die Autoren Nsofor et al.
[66], Meier et al. [67] und Allen [68] verdffentlichen Versuche bei Temperaturen in einem fiir
das CellFlux-System relevanten Bereich. Die Veroffentlichung von Allen eignet sich
besonders gut zur Modellvalidierung, da der Versuchsaufbau detailliert beschrieben ist und
aufgrund der VersuchsanlagengroBe die Randeffekte gering sind. Uber eine an der DVFLR
betriebene Versuchsanlage finden sich ebenfalls einige Verdffentlichungen [16], [20]. Die
Beschreibung der fiir die Modellbildung erforderlichen Parameter ist jedoch liickenhaft. Die
bisher grofite realisierte Versuchsanlage ist die von Zanganeh et al. [22], mit einer Bettlinge
von drei Metern. Hierbei muss jedoch die konisch geformte Behilterstruktur beriicksichtigt
werden und es finden sich keine Angaben iiber die Gleichverteilung der Stromung.
Detaillierte Angaben iiber Modellparameter und préizise Angaben zur Stromungsverteilung
iber den im Solarturm Jiilich eingesetzten Regeneratorspeicher sind ebenfalls liickenhaft [69].

4.1 Konzeption und Inbetriecbnahme der Versuchsanlage

Aufgrund der GroBe der Anlage konnen erstmals Randeffekte minimiert werden, die in
kleineren Teststinden auftreten. Hierzu zéhlen Randstrdmungen und Wiarmeverluste. Diese
wurden in bisherigen Arbeiten mit groen Fehlertoleranzen erkldrt. Dariiber hinaus ist es
moglich, auch Ausgleichsvorgéinge durch Konvektion und Wairmeleitung wihrend eines
Anlagenstillstands zu untersuchen.

4.1.1 Vorhandene Infrastruktur

Im Rahmen eines friiheren Projektes wurde eine eingehauste Testanlage fiir thermische
Energiespeicher aufgebaut. Teil dieser Testanlage war eine Thermodlanlage, die auch fiir die
CellFlux-Pilotanlage eingesetzt wird. Abb. 4.1 zeigt den Grundriss der Behausung und das
zur Verfiigung stehende Gelidnde vor dem Aufbau der Anlage.
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Abb. 4.1: Grundriss der zur Verfiigung stehenden Hiitte und des anschlieBenden Gelidndes vor dem
Aufbau der Pilotanlage, Langenangaben in Meter
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Die bestehende Anlage ist mit dem Thermool Syltherm 800 befiillt. Dieses ist im Gegensatz
zu VPl nicht umweltgefdhrdend, besitzt jedoch geringfiigig andere physikalische
Eigenschaften als VP1.

4.1.2 Berechnung der Komponenten

Im Zusammenhang mit der vorhandenen Infrastruktur ergeben sich folgende Randbedingun-
gen fiir die Pilotanlage:

Tabelle 4.1: Randbedingungen der Pilotanlage mit Syltherm 800

Anlagenleistung 100 kW
Maximal zulédssiger Olseitiger Druckverlust 1 bar

Massenstrom Luft 0,95 kg/s
Massenstrom Thermodl 0,46 kg/s

Eine exakte Auslegung des Ventilators war zu dem frithen Planungsstand der Pilotanlage noch
nicht moglich, da die exakten Randbedingungen noch nicht definiert waren. Als
Bemessungsgrundlage wurde daher eine maximale parasitire Leistung von 10 % der
dquivalenten elektrischen Kraftwerksleistung angenommen. Im Zusammenhang mit den
Daten des Referenzkraftwerks und einem angenommenem elektrischen Gesamtwirkungsgrad
des Ventilators von 70 % berechnet sich der maximal zuldssige Druckverlust der Anlage zu
etwa 1800 Pa. Druckverluste der Rohrleitungen und iibrigen Anlagenteile wurden zu maximal
etwa 1700 Pa abgeschitzt, sodass sich eine notwendige Gesamtdruckerhdhung des Ventilators
von etwa 3500 Pa ergibt. Die technischen Daten des Ventilators fasst Tabelle 4.2 zusammen.

Tabelle 4.2: Technische Daten des Ventilators

Volumenstrom 1,71 m’/s
Statischer Druck bei 0,58kg/m’ 3436 Pa
Nenndrehzahl 2921 1/min
Laufradleistung bei 0,58kg/m’ 7,81 kW
Betriebstemperatur 300 °C

Gesamtlinge 1,55 m
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Zur Richtungsumkehr der Luftstromung wire ein bidirektional arbeitender Axialventilator
vorgesehen. Ein solcher Ventilator, der Temperaturen bis 300 °C dauerhaft standhalten kann,
ist derzeit als Standardlésung nicht auf dem Markt verfiigbar. Aus diesem Grund muss auf
einen Radialventilator zuriickgegriffen werden, der mit den gewiinschten Leistungsdaten
verfiigbar ist. Der Radialventilator erlaubt jedoch nur eine unidirektionale Forderrichtung,
weshalb die notwendige Stromungsumkehr durch eine geeignete Rohrfiihrung in Form einer
Klappkastengruppe realisiert werden muss. Diese wurde fiir die Versuchsablage aus
Rohrsystemkomponenten fiir Liiftungssysteme entworfen. Durch geeignete Umbaumalnah-
men der Dichtungen und des Stellantriebs sowie einer Oberflichenbeschichtung wird eine
Temperaturfestigkeit dieses Anlagenteils von 300 °C erreicht.

Aus dem vorhandenen Platzangebot, den Abmessungen des Ventilators, Einlaufstrecken und
der Mindestlinge des Wiarmeiibertragers ergibt sich eine maximale Linge der Klappkasten-
gruppe. Zusétzlich muss ein Mindestabstand zwischen Warmeiibertrager und der daran vorbei
laufenden Rohrleitung eingehalten werden.
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Abb. 4.2: Detailansicht der Hiitte mit Ventilator, Rohrleitungen und Wérmeiibertrager. Zusétzlich ist
der Platzbedarf durch Isolierung dargestellt

Die MaximalgroBBe der Klappkastengruppe ldsst sich mit einem Rohrleitungssystem von
DN250 erreichen. Dies stellt auch einen guten Kompromiss zwischen Druckverlusten der
Luftstrdmung einerseits und dem Isoliermaterialbedarf andererseits dar. Hohere Druckverluste
durch geringere Rohrdurchmesser bedeuten eine groBere Druckdifferenz gegeniiber der
Umgebung, wodurch unerwiinschte Leckagestrome zunehmen. Auf der Verbindungsstrecke
zwischen Wérmeiibertrager und Regenerator wird eine Rohrleitung mit DN300 eingesetzt.
Durch die um etwa 100 K hoheren Temperaturen gegeniiber den {ibrigen Anlagenteilen wére
dort eine hohere Stromungsgeschwindigkeit zu erwarten, die durch die grofere Querschnitts-
fliche wieder kompensiert wird.

4.1.3 Beschreibung des Wirmeiibertragers

Die Berechnung des Wirmeiibertragers folgt Korrelationen von Briggs & Young [50] sowie
Robinson & Briggs [51]. Fiir die Auslegung des Warmeiibertragers wurde als Rahmenbedin-
gung nicht eine bestimmte parasitire Leistung vorgegeben, sondern es sollte der zur
Verfiigung stehende Bauraum moglichst gut ausgenutzt werden. Hierbei spielen die
notwendige Unterstinderung, Isolierung und Deckenhéhe eine Rolle. Unter diesen
Umsténden ergeben sich eine maximal zuldssige Hohe des Rohrregisters von 1500 mm und
eine maximal zuldssige Breite von 1000 mm. Es wurden die fertigungstechnisch minimal
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moglichen Rohrabmessungen gewéhlt. Die Auslegungsdaten des Warmeiibertragers fasst
Tabelle C.13 im Anhang zusammen.

Fiir den Wiarmeiibertrager im KraftwerksmaBstab ist dlseitig ein Durchgang pro Rohrreihe
vorgesehen. Um die Einfliilsse langer Stromungswege auf der Thermodlseite realistisch
abzubilden, werden in der Pilotanlage mehrere Durchginge pro Rohrreihe realisiert. Die
oOlseitigen Druckverluste begrenzen die maximale Anzahl an Rohrdurchgéngen pro Rohrreihe
auf drei, wie in Abb. 4.3a illustriert. Das Ol tritt auf der gegeniiberliegenden Seite des
Lufteintritts in den Wérmeiibertrager ein und verteilt sich auf acht parallel geschaltete Rohre
pro Durchgang. Nach drei Durchgédngen innerhalb der ersten Rohrreihe wird das Thermodl
zur nichsten Rohrreihe geleitet, die es wiederum in drei Durchgingen durchstromt. Nach
insgesamt 25 Rohrreihen verldsst das Thermodl den Warmetibertrager. Die drei Durchginge
pro Rohrreihe konnen wie ein einziger Rohrstrang mit der dreifachen Lédnge betrachtet
werden. Abb. 4.3b veranschaulicht die zugrunde liegende Modellvorstellung. Fiir die
Modellierung wird anschlieBend eine zweidimensionale Ebene betrachtet, so dass aus jedem
Biindel aus acht Rippenrohren ein repriasentatives Rohr diskretisiert wird (vgl. Kapitel 3.2.2).
Abb. 4.3c zeigt das so entstehende Diskretisierungsschema. Durch die bewusste Wahl eines
moglichst langen Stromungswegs auf der Olseite, kann die lange Verweilzeit des Thermodls
in den Warmeiibertragern im Kraftwerksmaf3stab imitiert werden.
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Abb. 4.3: Stromungsfiihrung und Modellbildung des Wirmeiibertragers in der Pilotanlage.
(a) Tatséchliche Stromungsfiihrung, (b) vereinfachte Modellvorstellung, (c) im 2D-Modell betrachtete
Ebene

Die Kombination aus dem relativ engen luftseitigen Rohrquerschnitt und der groflen
Querschnittsfliche des Wairmeiibertragers erfordert eine Stromungsverteilung. Eine
Stromungsverteilung mit Metallschaumplatten wurde bereits erfolgreich umgesetzt [70]. Der
Vorteil von Schiumen besteht darin, dass diese wie eine Kombination aus Lochplatte mit
Stromungsgleichrichter wirken und somit deutlich bessere Verteileigenschaften aufweisen
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[71]. In der Anlage werden aus Kostengriinden statt Metallschiumen keramische
Schaumplatten eingesetzt. Diese weisen gleiche geometrische Eigenschaften auf, sind aber
deutlich kostengiinstiger. Abb. 4.5a illustriert die Funktionsweise der zweistufigen
Stromungsverteilung im Wérmeiibertrager. Eine pordse Prallplatte sorgt fiir eine
Vorverteilung der Stromung, welche in der nachfolgenden Keramikschaumschicht
gleichmaBig verteilt wird.

4.1.4 Aufbau des Regenerators

Der Regenerator wird in einer horizontal durchstromten Bauweise ausgefiihrt. Als
AuBenbehilter wird ein 40-Full ISO-Container verwendet. Dieser ist von innen mit einer 350
mm starken Isolationsschicht und einem luftdichten Innenbehélter versehen, in dem sich das
Speichermaterial befindet. Abb. 4.4 zeigt eine Skizze des Speicherbehilters. Die ein- und
austretende Lufttemperatur in den Anschlussleitungen des Regenerators wird iiber vier
Thermoelemente gemessen, von denen drei in Wandnidhe positioniert sind. Der Besatz wird in
11 Messebenen unterteilt. Diese sind mit einem Abstand von jeweils einem Meter von 0 bis
10 nummeriert. Entlang der Mittelachse befindet sich in jeder Messebene ein Thermoelement,
zusdtzlich wird in den Messebenen 0, 2, 5, 8 und 10 die radiale Temperaturverteilung {iber
eine 3x3 Anordnung erfasst. Die radialen Positionen werden in Matrix-Notation wie in der
Querschnittsansicht nummeriert. In jeder Messebene befinden sich je drei Abgriffspositionen
fiir den statischen Druck. Zwei der Abgriffspositionen sind seitlich angebracht und eine auf
der Oberseite. Uber Ventile kann der Differenzdruck iiber verschiedene Messebenen
gemessen werden. Damit konnen die Druckverluste nicht nur global iiber das gesamte
Besatzmaterial, sondern auch lokal bestimmt werden. Fiir die Messung der Warmeverluste
sind in den Messebenen 1, 5 und 9 weitere Thermoelemente in der Isolierung eingebracht. Die
Wirmeverluste werden in der Decke, der 6stlichen Seite und im Boden gemessen.
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Abb. 4.4: Abmessungen des Speicherbehélters und Position der Messpunkte
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An den Enden des Besatzmaterials befindet sich jeweils eine 60 cm lange Schiittung aus
Sattelkdrpern (VFF Novalox-Sattelkorper, 3°). Diese dient der Stromungsverteilung und hat
aufgrund ihrer hohen Porositit von 77 % nur einen geringen FEinfluss auf die gesamte
Wirmekapazitidt des Regenerators. Abb. 4.5b zeigt die Stromungsverteilung im Regenerator
auf der stidlichen Seite. Hier befinden sich die Sattelkdrper in herausnehmbaren Gitterkorben
um den Zugang zum Innenbehilter zu ermoglichen.
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Abb. 4.5: Stromungsverteilung (a) im Wérmetibertrager und (b) im Regenerator, Léngenangaben in
Millimeter

Als Besatzmaterial werden Steine aus Klinker eingesetzt. Die Daten des Besatzmaterials und
die fiir die Simulation herangezogenen gemittelten Werte der Isolierung konnen folgender

Tabelle enthnommen werden:

Tabelle 4.3: Technische Daten des Besatzmaterials

Besatzmaterial

Porositit € 35,58 %
Hydraulischer Durchmesser djyq 13,75 mm
Anzahl Steinreihen 84 -
Gesamtgewicht 39799 kg
Oberflachenrauigkeit K (entspr. Beton, glatt) 0,3 mm

Isolierung (verwendeter Wert)

Mittlere Warmeleitfahigkeit (200 °C) 0,063 W/mK
Gesamtmasse 8580 kg
Wiérmekapazitit 1000 J/kgK

In Abb. 4.6 ist oben die AuBenansicht der Versuchsanlage zu sehen. Der du3ere Behilter des
Regenerators ist geodffnet, so dass die Isolation sichtbar ist. Die mittige Isolation und das
Anschlussrohr bis zur Verdickung konnen entfernt werden, sodass das Speicherinventar
ausgetauscht werden kann. An der Auf3enseite des Speicherbehilters sind die Anschliisse zum
Abgriff des statischen Drucks zu sehen. Der Warmeiibertrager ragt aufgrund des begrenzten
Platzangebots teilweise aus der Behausung heraus. Im unteren Bild ist die Innenansicht
abgebildet. An den Radialventilator ist die Klappkastengruppe angeschlossen, erkennbar an
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den elektrischen Stellantrieben. Hinten links ist der Wérmeiibertrager zu sehen, sowie die
Anschlussleitungen der Thermodlanlage.
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Abb. 4.6: Oben: AuBlenansicht der Versuchsanlage mit der Behausung (links) und dem Regenerator
(rechts). Unten: Innenansicht der Versuchsanlage, rechts der Radialventilator und im linken Teil die
Klappkastengruppe sowie der Warmetibertrager im Hintergrund

4.1.5 Uberpriifung der Messungen auf Konsistenz

Vor der Durchfiihrung erster Versuche werden systematisch Versuchsreihen zur Minimierung
weiterer Fehlerquellen durchgefiihrt. Eine Ubersicht mdglicher Fehlerquellen und die
zugehorigen Annahmen sind in Anhang E.1 zusammengefasst. Im nichsten Schritt werden die
zu erwartenden Messunsicherheiten erfasst. Dabei zeigt sich, dass die Akkumulierung von
Feuchtigkeit aus der Umgebung einen zusitzlichen Messfehler von 2% bei der
Massenstrommessung verursachen kann. Die genaue Herleitung findet sich in Anhang E.2.
Aufgrund der zahlreichen Flanschverbindungen, dem proprietiren Klappkastensystem und
der fehlenden Wellenabdichtung des Ventilators ergeben sich mdgliche Leckagen in der
Anlage. Diese miissen innerhalb der betrachteten Bilanzraume unbedingt ausgeschlossen
werden. Wie sich herausstellt, sind Leckagen an den Klappkésten und der Wellenabdichtung
nachweisbar, an dieser Stelle jedoch ohne Relevanz fiir die Versuchsdurchfiihrung, da sich
diese auBlerhalb des Bilanzraumes befinden. Die iibrigen Anlagenteile sind hingegen als
luftdicht anzusehen. Der Nachweis iiber die Dichtigkeit wird anhand spezieller Versuche in
Anhang E.4 erbracht. Die nach dem Gesetz von Fourier bestimmten Wiarmeverluste des



4 - Experimentelle Bestimmung des thermischen Verhaltens 45

Regenerators und die Enthalpiebilanz um den Regenerator zeigen bei unterschiedlichen
Massenstromen und Temperaturen eine gute Ubereinstimmung. Daher kann dem gemessenen
Luftmassenstrom und den aus Temperaturdifferenzen innerhalb der Isolierung ermittelten
Wiérmeverlusten im Regenerator vertraut werden. Die Darstellung und Diskussion der
Ergebnisse findet sich in Anhang E.5. Nachdem den luftseitigen Enthalpiestromen und den
Wirmeverlusten des Regenerators vertraut werden kann, wird die Wéarmekapazitit des
Besatzmaterials iiberpriift. Dies geschieht durch Vergleich der dem System iiber einen
langeren Zeitraum durch zu- und abgefiihrten Enthalpie- und Wérmestrome kumulierten
Energie mit der Anderung der inneren Energie des Besatzmaterials. Die auftretenden
Abweichungen liegen auch hier innerhalb der Fehlergrenzen. Die Versuchsergebnisse sind im
Anhang E.6 zusammengefasst.

4.2 Experimentelle Bestimmung des thermischen Verhaltens

Fiir die in den folgenden Kapiteln durchgefiihrten Versuche sind verschiedene Betriebsmodi
der Anlage notwendig. Dabei ist zwischen vier Modi zu unterscheiden. Im Modus Heizen (H)
wird mehr Warme zugefiihrt als in der Anlage verloren geht. Im Modus Kiihlen (K) wird
Wirme aus dem Luftmassenstrom abgefiihrt. Im Modus Erhalten (E) wird nur so viel Wéarme
zugeflihrt wie Verluste in der Anlage entstehen und im Modus Inaktiv (I) wird keine Wirme
iibertragen.

4.2.1 Symmetrische Temperaturverteilung der Luftstromung

In der folgenden Versuchsreihe wird die rdumliche Temperaturverteilung im Regenerator
untersucht. Ziel der Versuche ist, eine starke Asymmetrie im Stromungsverlauf des
Regenerators auszuschliefen. Diese kann auftreten, wenn durch eine ungenaue Ausrichtung
der Steine lokale Blockaden der Stromung entstehen. Zu deren Detektion wird der
Regenerator im stationdren Zustand, d.h. im Betriebsmodus Erhalten (E), auf Anomalien in
der Temperaturverteilung untersucht.

Abb. 4.7 zeigt die Temperaturverteilung der Luft im Inneren des Regenerators fiir
unterschiedliche Durchstromungsrichtungen und Massenstrome. Die radialen Positionen sind
wie in Abb. 4.4 benannt. Zusétzlich sind noch die mittleren Mischungstemperaturen in den
Zu- und Ableitungen des Regenerators dargestellt. Dabei zeigen sich folgende Zusammen-
hénge:

1. Die Stromung in der Mitte des Regenerators ist weitestgehend abgeschirmt von
duBeren Einfliissen wie Wiarmeverlusten. Lediglich bei einem sehr geringen Massen-
strom von hier 0,3 kg/s ist ein geringer Temperaturabfall von ca. 2 Kelvin bemerkbar.
Das bedeutet, dass bei einer spdteren Modellvalidierung Wérmeverluste und die
Einfliisse der Stromungsverteilung vernachlissigbar sind, wenn nur die Messwerte aus
der Mittelachse des Regenerators betrachtet werden.

2. Die Temperaturverldufe in den Randzonen sind nach den &uBeren Einfliissen durch
Wirmeverluste anhand der Verbindungslinien gruppiert. Es zeigt sich erwartungsge-
mél, dass der Temperaturabfall an den Seiten geringer als in den Ecken ausfillt.
Weiterhin ist der Temperaturabfall in Bodenndhe aufgrund der hoheren Wirmeleitfa-
higkeit der Bodenisolierung hoher. Demnach sind keine inakzeptablen Ungleichvertei-
lungen zu beobachten.

3. Einzelne Anomalien treten unabhéngig vom Massenstrom und der Durchstromungs-
richtung auf. Beispielsweise tritt der Temperaturabfall von T, an Position 2 in allen
Messungen auf.
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4. Es zeigt sich ein ca. 40 % stirkerer Temperaturabfall am heilen Ende des Regenera-
tors. Dies ist auf die entfernbare Isolation und einige Warmebriicken zuriickzufiihren.
Eine Thermographie-Aufnahme bestétigt die hoheren Verluste. Es werden Oberflé-
chentemperaturen von etwa 60 °C bei einer Innentemperatur von ca. 370 °C gemessen.
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Abb. 4.7: Gemittelte stationdre Temperaturverliufe im Regenerator. Oben: Entladen bei 0,75 kg/s,
Mitte: Laden bei 0,6 kg/s Unten: Laden bei 0,3 kg/s

Die Versuchsergebnisse zeigen keine starke Asymmetrie in der Temperaturverteilung. Um die
Temperaturmesswerte entlang der Mittelachse des Regenerators zur Validierung der
Simulationsmodelle verwenden zu kdnnen, muss der Massenstrom in der Regeneratormitte
bekannt sein. Daher wird die radiale Temperaturverteilung des Regenerators ermittelt, um
Riickschliisse auf die Massenstromverteilung zu ziehen.
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4.2.2 Radiale Variationen der Temperaturverteilung

Die Untersuchung im vorherigen Abschnitt hat gezeigt, dass die Mittelachse des Regenerators
frei von dueren Warmeverlusten ist, sofern der Massenstrom oberhalb von 0,3 kg/s liegt. Um
eine radiale Ungleichverteilung der Stromung bestimmen zu kdnnen, wird der Regenerator
instationdr, d.h. im Modus Kiihlen (K) oder Heizen (H) betricben. Uber einen lingeren
Zeitraum hinweg wird die durch Enthalpiestrome und Wérmeverluste kumulierte
Energiemenge mit der Anderung der inneren Energie des Besatzmaterials verglichen. Der
Bilanzraum sind einzelne, quadratische Stromrohren mit 20 cm Kantenldnge entlang der
axialen Temperaturmessstellen im Regenerator. Da die wandnahen Thermoelemente 10 cm
von der Wand entfernt liegen, sind diese somit genau mittig in der Stromrdohre positioniert.
Die Stromr6hren in den Ecken grenzen iiber zwei Seitenflichen, die Stromréhren an den
Seiten nur iiber eine Seitenfliche an die Behilterwand an. Entsprechend sind die
Wiérmeverluste in den Ecken hoher, wie auch die Temperaturverteilung im vorherigen
Abschnitt gezeigt hat.

Nachdem die Versuche im Anhang E.4 bis E.6 gezeigt haben, dass der gemessene
Luftmassenstrom und die Wéarmekapazitéit des Besatzmaterials innerhalb der Fehlertoleranzen
liegen, muss die Ursache fiir eine Abweichung der bilanzierten Energiemengen eine
ungleichférmige Durchstromung sein. In diesem Fall sollte sich zudem eine Abhéngigkeit der
Ungleichverteilung von der Euler-Zahl des Speicherbesatzes ergeben. Abb. 4.8 zeigt die so
berechneten Abweichungen der lokalen Massenstrome vom mittleren gemessenen
Massenstrom. Es werden die gleichen Messreihen wie in Anhang E.6 verwendet. Eine
Messreihe mit sehr niedrigem Massenstrom von 0,2 kg/s wurde jedoch nicht beriicksichtigt,
da im vorherigen Abschnitt gezeigt wurde, dass bei derart geringen Massenstromen die
Mittelachse nicht mehr als adiabat zu betrachten ist. Eine Abhéngigkeit von der Euler-Zahl ist
bei allen Messwerten zu erkennen. Der Mittelwert aller so berechneten Massenstrome weicht
bei den drei niedrigsten Euler-Zahlen um deutlich weniger als ein Prozent vom gemessenen
Massenstrom ab. Bei den hoheren Euler-Zahlen liegt der Mittelwert etwa 10 % dartiiber und
bei der hochsten Euler-Zahl von 290 etwa 20 % dariiber. Die Ursachen fiir die Abweichung
kénnen in der unvollstindigen Erfassung des gesamten Stromungsprofils und in
Ungenauigkeiten der Warmeverlustberechnung liegen. Diese Einschrankung gilt jedoch nicht
fiir die Stromréhre in der Mitte des Regenerators. Daher kann der hier ermittelten
Abweichung vertraut werden. Hier ldsst sich die in Abb. 4.8b dargestellte Korrekturfunktion
herleiten.

Der Anstieg der Ungleichverteilung mit der Euler-Zahl widerspricht bisherigen Erkenntnissen
zur Stromungsverteilung in Regeneratoren [42], [72], wonach sich die Gleichverteilung mit
steigender Euler-Zahl verbessert. Im vorliegenden Fall ist jedoch zu beachten, dass durch die
mit Sattelkorpern gefiillten Gitterkdrbe komplexere Stromungsverhiltnisse vorliegen. So kann
durch diese auch eine Invertierung des Stromungsprofil verursacht werden [71], wenn der
Druckverlustbeiwert der Gitterkdrbe hoch ist. Da diese noch in den verengten Querschnitt des
Konus hineinragen, ist dies wahrscheinlich. Es wurde weiterhin untersucht, ob sich
moglicherweise auch eine andersartige Abhdngigkeit nur von den mittleren Temperaturen
oder vom gemessenen Massenstrom ergibt. Diesbeziiglich konnte jedoch kein erkennbarer
Zusammenhang gefunden werden.
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Abb. 4.8: Aus einer Energiebilanz verschiedener Stromréhren im Regenerator berechnete Abweichung
vom mittleren Massenstrom durch den Regenerator in Abhéngigkeit von der Euler-Zahl

Um die rdumliche Stromungsverteilung zu veranschaulichen, zeigt Abb. 4.9a die berechnete
Verteilung beim Beladen des Regenerators mit einem Massenstrom von 0,45 kg/s im
Temperaturbereich von etwa 200 °C bis 300 °C. Abb. 4.9b zeigt bei gleichen Betriebsparame-
tern die berechnete Verteilung beim Entladen. Im Mittel liegen die Werte hier 10 % iiber dem
gemessenen Massenstrom. Aufgrund der gegebenen Unsicherheiten sind die absoluten Werte
quantitativ nicht zu bewerten. Mit groBer Sicherheit lassen sich im qualitativen Vergleich
folgende Aussagen treffen:

e Der Massenstrom in Mitte liegt je nach Euler-Zahl bis etwa 20 % iiber dem Durch-
schnitt.

e In den oberen Ecken zeigt sich in Richtung T3 ein leichter Abfall der Massenstrom-
verteilung, wihrend in Richtung T,; ein leichter Anstieg zu beobachten ist.

e In Bodennihe ist die Verteilung auf beide Ecken sehr gleichméBig und gegeniiber der
Stromrdhre Tz, widerspriichlich. Da hierfiir keine vergleichbare Stromrohre existiert,
konnte die Verteilung in Bodenndhe auch gleichméBig sein und aus einem Fehler in
der Warmeverlustberechnung herriihren.

Die symmetrische Verteilung in Bodenndhe und die stirkere Asymmetrie in Deckenndhe ist
durch die bessere Ausrichtung der Steine am Boden zu erkléren.
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Abb. 4.9: Aus einer Energiebilanz berechnete mittlere Massenstromverteilung {iber den
Regeneratorquerschnitt. (a) Beladen, Stromungsrichtung in Zeichenebene, (b) Entladen,
Stromungsrichtung aus der Zeichenebene

Die sich bei der Energiebilanz ergebende Abweichung in der mittleren Stromréhre kann nun
mit der von der Euler-Zahl abhédngigen Korrekturfunktion korrigiert werden und fiir die
Modellvalidierung eingesetzt werden.

4.2.3 Innerer Wirmeiibergang

Fiir die Modellierung groBer Regeneratorspeicher wird eine Warmetibergangsbeziehung des
Zwischenwérmetrégers und der Behélterwand hergeleitet. Hierzu werden im Erhaltungszu-
stand des Regenerators die iliber die nach Fourier berechneten Wérmeverluste zur
Bestimmung des inneren Wérmeiibergangs herangezogen. Wie in Anhang E.5 dargestellt, ist
der innere Warmetibergang relativ unempfindlich gegeniiber der Stromungsgeschwindigkeit
des Gases. Der Grund hierfiir ist, dass der Wirmeiibergang sehr stark durch Warmeleitung
dominiert wird. Im Gegensatz zu einer Schiittung betrdgt die Randporositit durch die
Formsteine etwa 50 %. Die Stromungskanile am Rand haben eine Hohe von lediglich 5 mm
und sorgen fiir eine geringe Quervermischung.

Bei der Versuchsdurchfiihrung wird der eingestellte Betriebszustand flir 24 Stunden nicht
verdndert. Die iiber einen Zeitraum von mindestens dreiflig Minuten gemittelten Messwerte
werden in den Morgenstunden aufgenommen, da ab Mitternacht die geringsten Temperatur-
schwankungen der Auflentemperatur auftreten und noch keine Sonneneinstrahlung vorhanden
ist (vgl. hierzu auch Abb. 4.12). Abb. 4.10 zeigt die aus den Versuchen ermittelten Nusselt-
Zahlen. Die Speichertemperatur wird zwischen 100 °C, 200 °C und 300 °C variiert, der
Massenstrom in 0,1 kg/s-Schritten von 0,1 kg/s bis 1 kg/s.
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Abb. 4.10: Nusseltzahl fiir den inneren Warmeiibergang des Regenerators [73]

Aus den Messdaten ldsst sich folgende Nusselt-Korrelation nach [73] korrelieren.
Nu = 0,3047 + 0,0049 - Rey’ 0 (4.1)

95 % der Messwerte liegen innerhalb eines Intervalls von + 33 %. Basis bildet die Reynolds-
Zahl basierend auf dem hydraulischen Durchmesser der Formsteine. Die Bezugstemperatur ist
die Gastemperatur in Mitte des Regenerators. Dies erlaubt eine einfachere Implementierung,
da auf eine Approximierung der Randtemperaturen verzichtet werden kann.

4.3 Versuche zur Modellvalidierung

Im folgenden Kapitel werden in der Pilotanlage gemessenen Temperaturen mit Simulationser-
gebnissen verglichen.

4.3.1 Modellannahmen

Die Modellannahmen des Wairmeiibertragers wurden im Zuge der Beschreibung der
Versuchsanlage vorweggenommen. Wirmeverluste werden vereinfacht durch einen
Wirmedurchgangskoeftizient beschrieben.

Fiir den Speicherbehélter wird ein konstanter Querschnitt angenommen. Um die Endstiicke
des Regenerators zu modellieren wird fiir die Stromungsverteilung eine Effektivlinge von 477
mm angenommen, sodass deren Volumen dem tatsdchlichen Volumen entspricht. Die
Sattelkorper werden nach Herstellerangabe als Kugelschiittung mit 15 mm Durchmesser und
einer Porositdt von 77 % modelliert. Die Linge des Hohlraums wird auf 523 mm festgelegt.
Die Enden des Regenerators werden als adiabat betrachtet. Die Isolierung wird als ebene
Wand betrachtet, deren Masse den tatsdchlichen Werten entspricht. Fiir die Stoffwerte der
Isolierung werden gewichtete Effektivwerte gebildet. Da die Bodenisolierung etwa 25 % des
Volumens der gesamten Isolierung ausmacht, wird diese entsprechend gewichtet. Da der
Boden selbst aus zwei verschiedenen Komponenten (Calciumsilikat und Glasschaum) besteht,
wird fiir diesen eine Effektivwirmeleitfdhigkeit aus einer Serienschaltung korreliert. Die
Dicke der Isolierung wird einheitlich auf 350 mm festgelegt, mit Ausnahme am heilen Ende
des Regenerators. Hier werden nur 300 mm angenommen, da aufgrund der Flanschverbin-
dung die Isolationsstirke dort geringer ist und einige Liicken und Metallteile die
Isolierwirkung herabsetzen. Die hier verwendeten Stoffdaten finden sich in Anhang D.

Die mittlere Porositit des gesamten Speichervolumens ist geringer als die Porositét eines
einzelnen Steins. Der Grund hierfiir sind die Liicken zwischen den Steinreihen. Da die
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Porositit fiir die Berechnung der Stromungsgeschwindigkeit im Besatz ausschlaggebend ist,
wird der tatsdchliche Wert beibehalten. Um den Liicken Rechnung zu tragen wird die Lénge
des Speicherbesatzes auf 9580 mm reduziert. Abb. 4.11 illustriert die getroffenen
Modellannahmen. Zusétzlich sind die fiir die folgenden Betrachtungen relevanten
Messebenen eingezeichnet. Fiir die Simulation bei der nur die Temperaturen entlang der
Mittelachse betrachtet werden, wird nur der Besatz unter gleichzeitiger Vernachldssigung von
Wirmeverlusten betrachtet.
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Abb. 4.11: Relevante Temperaturmessstellen und Modellannahmen

4.3.2 Stillstandsverhalten des Regenerators

Beim Einsatz in solarthermischen Kraftwerken wird der Regenerator im zyklischen Betrieb in
den nichtlichen Stunden nicht in Betrieb sein. In vertikal aufgestellten Regeneratoren tritt
durch Abkiihlung des enthaltenen Gases und der damit verbundenen Erhohung der Dichte
freie Konvektion auf. Heller et al. [74] untersuchen das Abkiihlverhalten von Regeneratoren.
Dabei stellen die Autoren fest, dass die meisten Daten in der Literatur zur Modellvalidierung
unvollstindig sind. Die horizontale Bauweise mit Formsteinen hemmt das Auftreten freier
Konvektion, da abgekiihltes Gas an den Behélterwénden nicht frei nach unten strémen kann.
Um zu iiberpriifen, ob die freie Konvektion im Regenerator fiir kurze Zeitrdume von einigen
Stunden vernachldssigbar ist, wird ein Stillstandsversuch durchgefiihrt. Der Regenerator wird
hierzu ausgehend von einer einheitlichen Anfangstemperatur von 280 °C mit 380 °C heifler
Luft beladen, bis die Temperaturschichtungszone die Hélfte der Wegliange erreicht hat. Im
Anschluss erfolgt ein Stillstand {iber einen Zeitraum von einer Woche. Die dreidimensionale
Temperaturverteilung wird aus Messdaten der inneren Besatz- und der Wand-Temperaturen
durch eine lineare Interpolation berechnet.

Aus den interpolierten Messdaten wird die innere Energie des Besatzmaterials berechnet.
Abb. 4.12 zeigt den zeitlichen Verlauf der inneren Energie tiber den gesamten Zeitraum. Aus
der Differenz der Anfangs- und Endwerte ergibt sich ein mittlerer Warmeverlust von etwa 4,8
kW. Dies ist ca. 500 Watt mehr als der (nach dem Fourier’schen Wirmeleitungsgesetz
berechnete) mittlere Wandwérmeverlust von ca. 4,3 kW. Dessen zeitlicher Verlauf ist
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ebenfalls in Abb. 4.12 dargestellt. Zur Veranschaulichung des Einflusses der Umgebungstem-
peratur ist auch diese dargestellt.
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Abb. 4.12: Abkiihlverhalten des Regenerators wihrend eines einwochigen Stillstands. Zeitlicher
Verlauf der inneren Energie (links), Wéarmestrom durch die Behélterwand und Umgebungstemperatur
(rechts)

Abb. 4.13 zeigt den mittigen, vertikalen Langsschnitt der rdumlichen Temperaturverteilung zu
verschiedenen Zeitpunkten. Zu Beginn des Stillstandsversuchs zeigt sich eine leicht
asymmetrische Temperaturverteilung zwischen Boden und Decke, begriindet durch die
geringfiigig hohere Wéarmeleitfahigkeit der Bodenisolierung. Nach etwa sechs bis zwdlf
Stunden ist am heiflen Ende des Regenerators ein deutlicher Wirmeverlust zu beobachten.
Dieser ist besonders in Bodenndhe sehr ausgepridgt. Dieses Verhalten ist moglicherweise
durch einstromende kiihlere Luft aus der Rohrleitung und dem Stromungsverteiler zu
erkldren. Die einstromende Luft erwdrmt sich und steigt nach oben, so dass ein Rezirkulati-
onsgebiet entsteht. Am kalten Ende des Regenerators hingegen bleibt die Temperaturschich-
tung nahezu unverindert. Nach etwa einem Tag stabilisiert sich die Temperaturschichtung am
heiBen Ende des Regenerators. In den darauffolgenden Tagen ist eine gleichmiBige
Abkiihlung des Regenerators zu beobachten, wobei das Temperaturniveau in Deckennihe
etwa 30 Kelvin hoher ist als in Bodennéhe.
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Temperaturverteilung im mittigen vertikalen Langsschnitt des Speichers
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Abb. 4.13: Konturlinien der Temperaturverteilung im Regenerator wéihrend des Stillstands iiber einen
Zeitraum von einer Woche, vertikaler Langsschnitt aus Messdaten linear interpoliert

Zur Uberpriifung des Einflusses von freier Konvektion wird das Abkiihlverhalten mit dem
Simulationsmodell verglichen. Als Startwert filir die Simulation wird die eindimensionale,
mittlere Speichertemperatur in Langsrichtung herangezogen. Der Startwert der Isolationstem-
peratur ist der Mittelwert aus Besatztemperatur und Umgebungstemperatur. Abb. 4.14a zeigt
das so berechnete Abkiihlverhalten des Regenerators. Das Besatzmaterial erstreckt sich iiber
den Bereich von 0 bis 10 Meter. An den Speicherenden findet ein starker Temperaturabfall
statt, da dort nur eine geringe Warmekapazitit vorhanden ist. Das Abkiihlverhalten in der
Speichermitte wird mit sehr guter Ubereinstimmung wiedergegeben, da dort die interpolierten
Temperaturwerte durch viele Messstellen gestiitzt sind und &uBlere Einfliisse durch die
Entfernung zu den Speicherenden mit jeweils {iber fiinf Metern vernachlédssigbar sind. Zu den
Enden des Regenerators hin zeigen sich deutliche Abweichungen, die durch die theoretische
effektive Warmeleitung nicht zu erkldren sind. Erst wenn diese um einen Faktor von 150
erhoht wird, wird das Abkiihlverhalten des Regenerators mit einer lokalen maximalen
Abweichung von 11 Kelvin realistisch abgebildet. Der so entstandene Wérmetransport
entspricht einer kontinuierlichen, schwachen konvektiven Stromung in den Stromungskanilen
von etwa 0,15 cm/s.
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Abb. 4.14: Entwicklung des Temperaturprofils im Regenerator wihrend des Stillstands iiber einen
Zeitraum von sechs Tagen, Messwerte in radialer Richtung linear interpoliert und gemittelt.
(a) Simulation mit theoretischer effektiver Warmeleitfahigkeit, (b) mit 150-facher effektiver
Wirmeleitfahigkeit

Schlussendlich zeigt sich aus den Stillstandsversuchen, dass fiir kurze Zeitrdume von maximal
12 Stunden freie Konvektion vernachléssigbar ist. Sollen lidngere Stillstandszeiten simuliert
werden, muss diese in den Modellen jedoch berticksichtigt werden.

4.3.3 Temperaturverteilung entlang der Mitteleachse ohne Wirmeverluste

Um Wirmeverluste an die Umgebung vernachldssigen zu konnen, wird zunichst nur die
Temperaturverteilung in der Mittelachse des Regenerators mit Simulationsergebnissen
verglichen. Wie in Kapitel 4.2 nachgewiesen, sind ab einem Massenstrom von mindestens 0,3
kg/s &duBere Wairmeverluste vernachldssigbar. Zur Modellvalidierung werden zwei
Versuchsreihen bei unterschiedlichem Massenstrom und Temperaturniveau herangezogen.

Versuchsreihe bei verringerter Temperatur

Die erste Versuchsreihe wird mit dem direkt gemessenen und einem um 7 % erhdhten
Massenstrom durchgefiihrt. Der Wert von 7 % wurde nach der in Kapitel 4.2.2 hergeleiteten
Korrekturfunktion berechnet. Als weitere Vergleichsgroflen wird die Simulation auch mit
einem um 20 % erhohten Massenstrom und der doppelten Knotenanzahl in Stromungsrich-
tung wiederholt. Abb. 4.15 zeigt die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den im Inneren
des Regenerators gemessenen Temperaturen. Allgemein zeigt sich ein sichtbarer Einfluss des
Massenstroms auf die Bewegungsgeschwindigkeit der Temperaturschichtungszone durch den
Regenerator. Im Vergleich ist die Ubereinstimmung der Simulation mit dem nach der
Korrekturfunktion berechneten Massenstrom sehr gut und die Abweichung liegt nach acht
Stunden unterhalb von 5 % bezogen auf die Temperaturspanne. Die Abweichung mit dem
unkorrigierten Massenstrom betrdgt hingegen bis zu 9 %. Mit der Verdoppelung der
Knotenzahl auf 100 sinkt die maximale Abweichung nach acht Stunden auf unterhalb von
einem Prozentpunkt. Die Berechnungsdauer steigt hierbei jedoch erheblich auf mehrere
Stunden an, da die leicht fluktuierenden EingangsgrofBen zu geringen Zeitschrittweiten fiihren.
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Abb. 4.15: Vergleich zwischen Simulation und Messung der Temperaturverteilung im Inneren des
Regenerators

Versuchsreihe bei nomineller Temperatur

Die zweite Versuchsreihe ist bei nominellen Betriebsparametern der Anlage durchgefiihrt. Die
Simulation wird mit 50 Knoten und dem korrigierten Massenstrom durchgefiihrt, der auch
hier um 7 % erhoht ist. Beginnend mit einem Stillstand wird der Regenerator be- und wieder
entladen. Abb. 4.16a zeigt den zeitlichen Verlauf der simulierten und gemessenen
Temperaturen am heiflen Ende (LO), der Mitte (L5) und dem kalten Ende des Regenerators
(L10) gemé Abb. 4.11, sowie den Massenstrom. Auch hier zeigt sich eine gute
Ubereinstimmung mit den Messwerten mit einer maximalen Abweichung von 3,4 % bezogen
auf die Temperaturspanne. Abb. 4.16b zeigt die Ergebnisse der gleichen Simulation mit um
50 % verringertem Wirmeiibergang. Hierbei erhoht sich die maximale Abweichung auf
5,8 %. Insgesamt ist der Einfluss des Warmetibergangs aufgrund der geringen Wéarmeiiber-
gangskoeffizienten und der geringen Wirmeleitfdhigkeit des Besatzmaterials sehr gering.
Daher ist davon auszugehen, dass die gewéhlte Warmetibergangsbeziehung geeignet ist, den
Wirmeiibergang abzubilden.
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Abb. 4.16: Vergleich zwischen Messung und Simulation eines vollstindigen Zyklus bei nominellen
Betriebsparametern. (a) korrigierter Massenstrom, (b) korrigierter Massenstrom und 50 % geringerer
Warmeiibergang

4.3.4 Simulation des gesamten Regenerators

Nachdem der Regenerator unter Vernachldssigung duBlerer Einfliisse realistisch abgebildet
werden kann, wird in einer letzten Versuchsreihe der gesamte Regenerator einschlieBlich der
Stromungsverteiler und der Wiarmeverluste simuliert. Da das Modell den Regenerator nur
eindimensional abbildet, werden als Startwert die gemittelten Temperaturen im Regenerator
verwendet. Abb. 4.17 zeigt die berechneten und gemessenen Temperaturwerte, gemél3 Abb.
4.11 mit vorangestelltem ,,TC . Hierbei zeigt sich zunichst eine groere Abweichung beim
ersten Autheizvorgang. Der Grund hierfiir ist, dass die Startwerte nicht exakt ermittelbar sind.
Wie in Kapitel 4.2 gezeigt, unterscheiden sich die radialen Temperaturen im Regenerator um
bis zu 10 Kelvin. Durch die vorhergegangene Aufheizphase sind die Temperaturvariationen
somit am kalten Ende des Regenerators am groften. Hier ergeben sich anfangs auch die
groBten Abweichungen. Weiterhin wird die Isolation mit einem Mittelwert aus dem Startwert
der Besatztemperatur und der AuBlentemperatur initialisiert. Die thermische Masse betriagt mit
etwa 10 t etwa 25 % der Masse des Besatzmaterials. Damit wirken sich Abweichungen auch
hier entsprechend stark aus. Im weiteren Verlauf der Simulation zeigt sich eine zunehmende
Verringerung der Abweichungen auf weniger als 5 Prozent.
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Abb. 4.17: Vergleich zwischen Simulation und Messung der Austrittstemperatur des Regenerators

Damit wurde gezeigt, dass auch mit der vereinfachten eindimensionalen Betrachtung eine
sehr gute Ubereinstimmung mit den gemessenen Temperaturverldufen erreicht wird.

4.3.5 Simulation eines Schiittspeichers

In einer letzten Simulationsreihe werden die experimentellen Daten von Allen [68] zum
Vergleich des Modells mit einem Schiittspeicher herangezogen. Die Wahl fillt auf diese
Veroffentlichung, weil die experimentellen Rahmenbedingungen sehr ausfiihrlich beschrieben
sind und die Versuche bei Temperaturen bis 550 °C durchgefiihrt wurden. Zudem ist der
Versuchsspeicher mit einer Linge von 1,5 Metern und einem Querschnitt von 1 m” sehr groB,
so dass Randeffekte vernachléssigbar sind. Diese fiihren in anderen Veroffentlichungen mit
kleineren Speichern, wie z.B. Meier et al. [67] zu erheblichen Unsicherheiten. Dies wurde in
einer neueren Untersuchung bestétigt [60]. In der Versuchsreihe wird Dolerit mit 0,18 kg/s
Dieselabgas von 50 °C auf iiber 500 °C erhitzt. Der dquivalente Partikeldurchmesser betrdgt
49,1 mm und die Porositit 45 %. Warmeverluste konnen aufgrund der Behélterabmessungen
vernachldssigt werden. Genauere Angaben, insbesondere zu den temperaturabhidngigen
Stoffeigenschaften konnen der Originalquelle entnommen werden. Abb. 4.18 zeigt die mit
dem Modell berechneten zeitlichen Temperaturverldufe nach 0,69 m und am Austritt nach
1,5 m, dargestellt als schwarze Linien mit Markern. Gerechnet wurde mit einer Knotenanzahl
von 150x20. Zusitzlich sind die Verldufe der Eintrittstemperatur und der von Allen
gemessenen Temperaturen dargestellt. Insgesamt zeigt sich auch hier eine sehr gute
Ubereinstimmung zwischen dem Modell und der Versuchsreihe. Bei der Simulation wurde
das Abgas naherungsweise als Luft betrachtet, welche eine etwa 3 % geringere Wérmekapazi-
tat aufweist. Zudem sind Strahlungseinfliisse im Modell nicht beriicksichtigt.
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Abb. 4.18: Vergleich des Detailmodells einer Schiittung mit den experimentellen Ergebnissen aus
Allen [68]

4.3.6 Simulation des Wirmeiibertragers

Die Messung des Olmassenstroms am Wirmeiibertrager ist mit groBeren Unsicherheiten
behaftet, die sich nicht exakt bestimmen lassen. Hauptursache fiir die hohe Ungenauigkeit des
gemessenen Olmassenstroms ist eine deutliche Unterschreitung des Messbereichsendwerts. In
Anhang E.3 wird zur Verbesserung eine Korrekturfunktion angegeben, mit der sich im
stationdren Zustand des Wérmeiibertragers eine im Rahmen der iibrigen Messunsicherheiten
plausible Energiebilanz aufstellen ldsst. Die gemessenen Eintrittstemperaturen und
Massenstrome werden als Eingangsgroflen in das Simulationsmodell eingespeist, wobei fiir
den Olmassenstrom die Korrekturfunktion angewandt wird. Abb. 4.19 zeigt die gemessenen
und berechneten Temperaturverldufe fiir zwei transiente Umschaltvorginge des
Wirmeiibertragers, bei dem der Ventilator eingeschaltet wird. Als Austrittstemperatur der Luft
(T Lu a) wird die Temperatur unmittelbar hinter dem Rohrregister herangezogen. Der
transiente Verlauf der Austrittstemperaturen stimmt mit einer Abweichung von maximal 10 %
mit den gemessenen Temperauren iiberein. Groflere Abweichungen ergeben sich in den ersten
Minuten der Simulation, da die anfdnglich inhomogene dreidimensionale Temperaturvertei-
lung von dem zweidimensionalen Modell nicht abgebildet werden kann. Nach etwa 30
Minuten ist der Umschaltvorgang nahezu abgeschlossen. Bezogen auf die Temperaturspanne
liegen die Abweichungen auch hier unterhalb von 10 %. Die Abweichungen sind dabei stets
systematisch. Eine Erkldrung hierfiir ist eine inhomogene Luftmassenstromverteilung im
Wirmeitibertrager. So reichen die Rippenrohre nicht vollstindig an die Innenwand des
Wirmeiibertragers heran, wodurch sich Randstromungen ergeben. Damit ldsst sich der
tatsdchliche Luftmassenstrom durch die Mittelachse des Wérmeiibertragers nicht exakt
bestimmen.
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Abb. 4.19: Instationdre Temperaturverliufe im Wairmeiibertrager. Oben: Beginnender Heizvorgang,
Unten: Abkiihlvorgang

Die berechneten Austrittstemperaturen sind zueinander konsistent, da die berechneten
Enthalpiestrome auf der Luft- und Olseite iibereinstimmen.

4.4 Vergleich der Druckverluste mit Teststandsergebnissen

Die Druckverluste des in der Pilotanlage eingesetzten Besatzmaterials werden mit den zuvor
ermittelten Ergebnissen aus einem kleinen Teststand verglichen. Der Teststand und einige
weitere Ergebnisse sind in Anhang D beschrieben. Es wird untersucht, mit welchen
Unterschieden sich Ergebnisse aus einer Untersuchung im Labormaflstab auf eine groBere
Anlage tlibertragen lassen.

4.4.1 Gesamtdruckverluste

Die Messwerte der Gesamtdruckverluste des Regenerators werden aus der Quelle [73]
entnommen. Abb. 4.20 zeigt die aus den gemessenen Druckverlusten berechneten
Reibungsbeiwerte § = { - dpyq/Lreg der Besatzmaterialien C.2 der Pilotanlage sowie C.1 und
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C.2 aus den Teststandsversuchen. Da es sich im weitesten Sinne um eine Kanalstrémung
handelt, wird der Druckverlustbeiwert ¢ fiir die Formsteine nach den Gesetzen der
Kanalstromung modelliert. Dieser setzt sich aus Anteilen fiir die Ein- und Austrittsverluste
und einem Anteil fiir Reibungsverluste zusammen. Als kritische Reynolds-Zahl wird ein Wert
von 2300 angenommen. Fiir die Pilotanlage werden nach jedem Meter Stromungsweg Ein-
und Austrittsverluste berechnet, da in diesen Abstdnden grofere Liicken in den Steinreihen
gelassen wurden. Bei den Teststandsversuchen hat sich gezeigt, dass die Modellvorstellung
der Kanalstromung beim Besatzmaterial C.2 bei den hochsten Reynolds-Zahlen lediglich
30 % des verursachten Gesamtdruckverlusts erkldren kann. Der librige Anteil ist auf Grate
und unsaubere Stofstellen an den Schnittstellen des Besatzmaterials zuriickzufiihren. Aus den
Teststandsversuchen wird daher ein zusitzlicher, konstanter Druckverlustbeiwert fiir die
untersuchten Besatzmaterialien hergeleitet. Der nach dem Modell der Kanalstromung
berechnete Reibungsbeiwert ist ebenfalls in Abb. 4.20 dargestellt.

Die aus den Messdaten berechneten Reibungsbeiwerte der Pilotanlage stimmen bei sehr
kleinen Reynolds-Zahlen sehr gut mit der Korrelation iiberein. Ab einer Reynolds-Zahl von
etwa 200 ist die Annahme einer laminaren Stromung nicht mehr gerechtfertigt und es sind
turbulente Einfliisse zu beobachten. In der Pilotanlage lassen sich Re-Zahlen bis etwa 800
einstellen, die Teststandsversuche hingegen beginnen ab dieser Reynolds-Zahl. Einige der
Teststands-Ergebnisse sind bei noch geringeren Re-Zahlen, allerdings sind diese mit gro3en
Unsicherheiten behaftet. Im turbulenten Bereich werden die Teststandsergebnisse aufgrund
der angepassten Verlustbeiwerte gut abgebildet.
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Abb. 4.20: Druckverlustbeiwert des Besatzmaterials bei verschiedenen Temperaturen und
unterschiedlicher Durchstromungsrichtung des Regenerators

Aus den Versuchen lassen sich folgende Erkenntnisse ableiten:

1. Der Umschlag in den Ubergangsbereich findet deutlich friiher statt als bei einer reinen
Kanalstromung. Ab etwa Re > 200 sind turbulente Einfliisse erkennbar.

2. Im Ubergangsbereich ist zusitzlich eine Abhingigkeit des Reibungsbeiwerts von der
Reynolds-Zahl zu beobachten.

3. Die Reibungsbeiwerte des Besatzmaterials in der Pilotanlage sind etwa 30 % hoher als
im Teststand. Dies ist durch die bessere Ausrichtung der Klinkersteine, einem grof3e-
ren Anteil von Randspalten und zusitzlichen Unsicherheiten durch Ein- und Austritts-
verluste zu erkldren.

4. Fir die durch Grate induzierten Druckverluste muss ein zusétzlicher Druckverlustbei-
wert experimentell ermittelt werden. Die Grate durch eine Blendenstromung zu
modellieren ist problematisch, da die Geometrie der Grate stark variiert.
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5. Der Abstand der Besatzreihen hat einen sichtbaren Einfluss auf die Druckverluste. Die
Teststandsergebnisse des Besatzmaterials C.2 in Abb. 4.20 wurden bei unterschiedli-
chen Reihenabstinden durchgefiihrt. Die Ergebnisse dieser Untersuchung finden sich
in Anhang D.3.

Auf Basis der Messdaten der Pilotanlage ldsst sich folgende Korrelation fiir den
Widerstandsbeiwert ¢ des Besatzmaterials C.2 herleiten. Dieser setzt sich aus einem von der
reziproken Re-Zahl abhidngigen laminaren Teil und einem schwach Re-abhédngigen
turbulenten Term zusammen.

§ =64 Reqyqps + 0,1532 Repy ks 4.2)

laminarer Teil turbulenter Teil

Der Zahlenwert der turbulenten Terms bewegt sich so im Bereich von 0,2 bis 0,3. Dieser ist
damit geringfiigig hoher als der urspriinglich in den Teststandsversuchen fiir die Formsteine
C.2 ermittelte konstante Wert von etwa 0,152.

4.4.2 Axiale Verteilung der Druckverluste

In einer weiteren Versuchsreihe werden die Druckverluste des Besatzmaterials in der
Pilotanlage in Abhéngigkeit der jeweiligen Messebene untersucht. Es werden zwei Versuche
bei 100 °C und 200 °C durchgefiihrt. Der Massenstrom bleibt konstant bei etwa 0,8 kg/s. Abb.
4.21 zeigt die aus den Messdaten berechneten Reibungsbeiwerte in Abhdngigkeit der
Messebene und die aus der Korrelation berechneten Werte. Im Vergleich zu letzteren zeigt
sich auch hier, dass die tatsdchlichen, mittleren Reibungsbeiwerte iiber den korrelierten
liegen. In Anbetracht der starken Schwankung der Reibungsbeiwerte iiber die Messebenen,
relativiert sich diese Abweichung. So schwanken die Reibungsbeiwerte je nach Messebene
etwa 20 % um den Mittelwert.
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Abb. 4.21: Berechneter Reibungsbeiwert in Abhdngigkeit der Messebene

Zusammenfassend ldsst sich feststellen, dass beim Einsatz von Klinkersteinen die
Schnittkanten deutliche zusidtzliche Druckverluste induzieren. Durch die komplizierte
Geometrie — im Gegensatz zu den speziell fiir Regeneratoren hergestellten keramischen
Besatzmaterialien — ist die Korrelation der Druckverluste schwierig und mit groBen
Unsicherheiten behaftet.
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5 Charakterisierung und Auslegung der Systemkomponenten

Nachdem die numerischen Modelle validiert wurden und sédmtliche Randbedingungen
definiert sind, erfolgt in diesem Kapitel eine systematische Analyse des Speichersystems.
Nach einer Ubersicht iiber die Methodik erfolgt eine Auslegung verschiedener Wirmeiiber-
tragerkonfigurationen. Fiir den dynamisch arbeitenden Regenerator werden entscheidende
EinflussgroBen  herausgearbeitet.  AbschlieBend erfolgt anhand von abgeleiteten
Randbedingungen eine Charakterisierung des Regenerators.

5.1 Ubersicht iiber die Methodik

Die Analyse des CellFlux Konzeptes soll die thermodkonomische Optimierung des
Speichersystems ermoglichen. Dies erfordert neben der Kenntnis der Abhingigkeit des
Systemverhaltens von den Auslegungsparametern auch Kostendaten der Komponenten sowie
die Tarifstruktur, um den Wert des erzeugten Stroms bestimmen zu konnen. Diese
Informationen sind in einem frithen Entwicklungsstadium nur mit begrenzter Genauigkeit
verfiigbar. Die Ergebnisse unterliegen daher groBen Unsicherheiten und sind nicht dazu
geeignet, die optimale Konfiguration des CellFlux-Systems zu identifizieren. Daher wird eine
andere Bewertungsmethodik angewendet, die auf technischen Kriterien basiert. Um die
Komplexitit iibersichtlich zu halten, muss die Anzahl der technischen Kriterien minimiert
werden. Fir spezifische Anwendungsfille soll diese Bewertungsmethodik nach der
Erginzung von Kostenparametern auch eine wirtschaftliche Analyse ermoglichen. Abb. 5.1
gibt eine Ubersicht iiber die Methodik. Diese gliedert sich in mehrere Ebenen, wobei erst im
letzten Schritt eine endgiiltige Bewertung des gesamten Speichersystems stattfindet. Es wird
zwischen den dufleren Randbedingungen (Kraftwerk), den zwei wesentlichen Komponenten
des CellFlux Systems (Wéarmelibertrager und Regenerator), sowie dem Zwischenwérmetré-
germedium unterschieden.

Der nullte, rein qualitative Schritt (E0), ist durch die Selektion zweier verschiedener
Kraftwerksoptionen, der Wahl der Bauart der CellFlux-Komponenten und durch eine
Vorauswahl moglicher Zwischenwérmetrdgermedien bereits erfolgt.

In einem ersten Schritt (E1) werden alle Einflussgrofen der jeweiligen Systemkomponente
identifiziert.

Im zweiten Schritt (E2) werden diese auf die wesentlichen EinflussgroBen reduziert. So lésst
sich z.B. die Variationsvielfalt der Stoffdaten durch eine Festlegung auf praxisrelevante Stofte
stark reduzieren. Andere Einflussgroflen, wie z.B. bestimmte Rippengeometrien des
Wirmeitibertragers, konnen schon an dieser Stelle festgelegt werden.

Im dritten Schritt (E3) werden zunéchst konstante Randbedingungen aus dem Kraftwerkspro-
zess abgeleitet und das Zwischenwirmetrdgermedium festgelegt. Darauf aufbauend erfolgt
die Charakterisierung der beiden Hauptkomponenten Regenerator und Wairmeiibertrager
anhand technischer Kriterien. Hierdurch werden konkrete GeometriegroBen und
Betriebsparameter flir die Komponenten definiert. Die Besonderheit bei dieser Methodik ist
die Verwendung eines Minimierungsalgorithmus. Dieser wird so eingesetzt, dass sdmtliche
Konfigurationen auf die gleichen Rahmenbedingungen hin ausgelegt werden. Diese sind die
Vorgabe einer exakten Beladezeit des Regenerators und einer festen Beladeleistung bei einer
konstanten Temperatur. Damit wird jeder Speicherkonfiguration bei der Beladung die gleiche
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thermische Energie zugefiihrt. Die Charakterisierung des Warmeiibertragers findet durch die
notwendige Stahlmasse zum Einhalten der Randbedingungen fiir verschiedene parasitire
Verluste und treibende Temperaturdifferenzen statt. Die Charakterisierung des Regenerators
erfolgt iiber die notwendige Speichergeometrie zur Einhaltung der Randbedingungen unter
Beriicksichtigung der parasitdren Verluste und des zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur.
Fiir letztere wird eine neue Kenngrofe eingefiihrt, der Storage Steadiness Factor (SSF).
Dieser ist anschaulich ausgedriickt der Anteil der Entladezeit mit konstantem Temperaturver-
lauf. Zugleich erlaubt diese Kenngrofle den zeitlichen Verlauf der Austrittstemperatur mit
geringen Abweichungen zu rekonstruieren. Damit beinhaltet diese Kenngrof3e einen groBeren
Informationsgehalt als einfache Wirkungsgraddefinitionen. Der Vorteil liegt insbesondere
darin, dass die zuvor numerisch berechneten Speicherkonfigurationen mit einer einfachen
analytischen Gleichung mit beliebigen Prozessmodellen neu bewertet werden kdnnen.
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Abb. 5.1: Auslegungsmethodik fiir das CellFlux Speichersystem

Die so geschaffene Datenbasis bildet die Grundlage fiir den letzten Schritt (E4), der im
Kapitel 6 zusammengefasst ist. Durch die im Schritt E3 durchgefiihrte Charakterisierung mit
Hilfe des Minimierungsalgorithmus sind sdmtliche Konfigurationen auf ein gleiches
Energieangebot ausgelegt. Die Speicherkonfigurationen werden dann anhand der aus diesem
Angebot zuriickgewinnbaren Exergie im Systemverbund bewertet. Hierbei erfolgt erstmals
eine umfassende und gleichzeitige Beriicksichtigung geometrischer und systemtechnischer
Einflussgroflen. Das Ergebnis sind pareto-optimale Speicherkonfigurationen, die abschlieSend
z.B. mit einem exergo-Okonomischen Verfahren [75] hinsichtlich Investitions- und
Betriebskosten bewertet werden konnen.

Die in diesem Kapitel vorgestellte Methodik hat mehrere Vorteile. Erstens erlaubt die
Festlegung auf abgeleitete, konstante Randbedingungen die Schaffung einer allgemeingiilti-
gen Datenbasis, bei der der Rechenaufwand gering bleibt. Zweitens konnen die Ursachen fiir
verschiedene Effekte analysiert werden, da komplexe Wechselwirkungen mit dem



64 Kapitel 5 - Charakterisierung und Auslegung der Systemkomponenten

nachgeschalteten Prozess als Ursache ausgeschlossen sind. Dieser Vorteil stellt zugleich auch
einen Nachteil dar, da die Annahme konstanter Randbedingungen nicht immer gerechtfertigt
ist. Ein Kraftwerksprozess steht in direkter Wechselwirkung mit dem Speichersystem und
fiihrt somit zu variablen Randbedingungen. Daher wird im nichsten Kapitel zum Vergleich
eine erneute Berechnung und Auslegung von CellFlux-Systemen im direkten Verbund mit
einem Kraftwerk durchgefiihrt.

5.2 Auslegung des Wirmeiubertragers

Das folgende Unterkapitel beschreibt die Auslegung verschiedener Warmeiibertragerkonfigu-
rationen anhand stationdrer Randbedingungen.

5.2.1 Auswahl geeigneter Groflen zur Charakterisierung des Wiirmeiibertragers

Der Wairmelibertrager ist wegen seiner vergleichsweise hohen Kosten die kritische
Komponente im CellFlux System. Die hohen Gesamtkosten werden zum einen durch die
hohen Investitionskosten und zum anderen durch Betriebskosten bestimmt. Auf Seiten der
Betriebskosten stehen einerseits parasitire Verluste aufgrund von Druckverlusten und
andererseits Verluste durch eine treibende Temperaturdifferenz bei der Wiarmeiibertragung,
die schlussendlich zu einem verminderten Stromertrag fithren. Die Temperaturdifferenz und
parasitire Verluste stellen damit technische Bewertungsgroflen der Betriebskosten dar. Es
besteht eine gegenseitige negative Beeinflussung zwischen den Betriebs- und Investitionskos-
ten. Unter Ausschopfung sdmtlicher Optimierungspotentiale konnen die Betriebskosten nur
durch groBere Wiarmetibertragerflichen und damit groBeren Investitionskosten vermindert
werden.

Um den Wirmeiibertrager spéter im Verbund mit dem Gesamtsystem bewerten zu kdnnen,
werden Konfigurationen mit unterschiedlichen parasitiren Verlusten und treibenden
Temperaturdifferenzen ausgelegt. Die in Kapitel 2.2 getroffene Vorauswahl sieht als zu
untersuchende Bauart einen Rippenrohr-Wirmeiibertrager vor. Die Auslegung folgt der von
Shah [76] beschriebenen Vorgehensweise zur Nachrechnung der Betriebsparameter nach der
P-NTU Methode. In Kombination mit einem Minimierungsalgorithmus liefert das
Auslegungsprogramm fiir jede Kombination aus parasitiren Verlusten und Grédigkeit die
optimale Konfiguration mit geringstmdglicher Stahlmasse.

Um die Anzahl der auszulegenden Wiérmeiibertrager zu begrenzen, wird eine Abstufung fiir
die parasitiren Verluste und die treibende Temperaturdifferenz des Wairmelibertragers
gewidhlt.

Stahlmasse

Die Berechnung der Investitionskosten kann anhand der Kenntnis der Warmeiibertragergeo-
metrie durchgefithrt werden. In [77] werden die Investitionskosten verschiedener
Wirmeiibertrager fiir das CellFlux-System berechnet. Dabei zeigt sich, dass selbst bei
pessimistischer Schitzung sidmtlicher Kapital- und Arbeitskosten, der Anteil der
Materialkosten fiir jede betrachtete Konfiguration zwischen 85 % und 95 % liegt. Aus diesem
Grund wird die notwendige Stahlmasse des Warmeiibertragers als technische Bewertungsgro-
Be der Investitionskosten gewéhlt.

Parasitire Verluste

Die parasitdren Verluste werden durch den elektrischen Energiebedarf ausgedriickt. Dieser
wird aus den im Wirmeiibertrager induzierten Druckverlusten berechnet. Zur Férderung des
HTF werden Pumpen mit einem angenommenen Gesamtwirkungsgrad von etwa 90 %
benotigt. Fiir den Ventilator wird ein Gesamtwirkungsgrad von 80 % angenommen [78]. Die
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parasitiren Verluste der Salzpumpen im Zweitank-Fliissigsalzspeicher betragen etwa 500
kW, [32]. Dieser Wert wird als untere Grenze fiir alle CellFlux-Wéarmeiibertrager in einem
Kraftwerk festgelegt. Weiterhin werden drei weitere Grenzen fiir die parasitiren Verluste auf
1, 2 und 4 MW festgelegt. Damit ist es moglich auch Zwischenwerte zu interpolieren und — in
Grenzen — auch groBere Werte zu extrapolieren.

Treibende Temperaturdifferenz
Ist die treibende Temperaturdifferenz in Wairmeiibertragern Ortlich variabel, wird als
Effektivwert die sogenannte logarithmische Temperaturdifferenz AT, herangezogen. Fiir die

Auslegung des CellFlux-Wérmetibertragers wird von einer konstanten treibenden
Temperaturdifferenz ausgegangen, da die Warmekapazititsstrome beidseitig gleich sind. Im
Folgenden wird jedoch die Bezeichnung logarithmische Temperaturdifferenz beibehalten.
Kelly et al. [30] veroffentlichen eine Studie in welcher der Einfluss der logarithmischen
Temperaturdifferenz auf die Stromgestehungskosten in einem Parabolrinnenkraftwerk mit
einer Leistung von 50 MW, untersucht wird. Hierbei wird fiir den im 2-Tank-
Fliissigsalzspeicher eingesetzten Wiarmetibertrager eine logarithmische Temperaturdifferenz
von 8,0 Kelvin — bei einem Wéarmekapazititsstromverhédltnis von eins — als wirtschaftliches
Optimum identifiziert. Dieser Einfluss ist in Abb. 5.2 dargestellt. Durch eine Erh6hung der
logarithmischen Temperaturdifferenz zwischen Thermodl und Fliissigsalz kann die Gro3e des
Wirmeiibertragers und damit dessen Investitionskosten signifikant verringert werden. Die
Ersparnis ist im Bereich geringer logarithmischer Temperaturdifferenzen unterhalb von 6
Kelvin besonders hoch. Zugleich sinkt die maximal erreichbare Frischdampftemperatur im
Kraftwerksblock beim Entladebetrieb. Damit einhergehend verringern sich der Kraftwerks-
wirkungsgrad und somit der monetére Gewinn aus der Stromproduktion. Ausgedriickt durch
die Stromgestehungskosten muss daher ein optimaler Wert fiir die logarithmische
Temperaturdifferenz existieren. Dieses Optimum lésst sich in Abb. 5.2 durch den ebenfalls
dargestellten Kostenverlauf erkennen. Die geringsten Kosten ergeben sich demnach bei etwa
8,0 Kelvin. Es zeigt sich allerdings auch, dass die Kosten im Bereich von etwa 6,0 bis 12,0
Kelvin nahezu gleichauf liegen.
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Abb. 5.2: Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz im Waiarmeiibertrager des 2-Tank-
Fliissigsalzspeichers auf dessen wiarmeiibertragende Oberfliche und die Stromgestehungskosten [30]

Die niedrigsten Stromgestehungskosten des CellFlux Systems werden bei einer grofleren
logarithmischen Temperaturdifferenz entstehen, da die Investitionskosten in den
Wirmeitibertrager deutlich hoher liegen. Fiir das System mit VP1 betragen die Temperaturén-
derungen des eintretenden Thermodls und des Gases jeweils 100 Kelvin. Die logarithmische
Temperaturdifferenz des Warmeiibertragers wird auf die Abstufungen 10, 15 und 20 Kelvin
festgelegt. Daraus ergeben sich die in Tabelle 5.1 dargestellten Wirkungsgrade des
Wirmeiibertragers. Beim fliissigsalzbasierten Kraftwerk tritt das Salz mit 510 °C in den
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Wirmeiibertrager ein und erfahrt eine Temperaturdnderung von 200 Kelvin. Zum Vergleich
wird auch ein Fall mit einer Temperaturdnderung von 300 Kelvin betrachtet. Die daraus
resultierenden Wirkungsgrade Py, gemdBl Gleichung (3.29) sind ebenfalls in Tabelle 5.1

aufgefiihrt.

Tabelle 5.1: Resultierende Wirkungsgrade des Warmeiibertragers fiir verschiedene Konfigurationen

. Eintritts- Temp.- Wirkungsgrad
Medium temp. / °C éindeI:'ung /K ATiog / K Pgyo /- -
VP1 /Hitec 390 100 10 90,9
VP1 /Hitec 390 100 15 87,0
VP1 /Hitec 390 100 20 83,3
Hitec 510 200 10 95,2
Hitec 510 200 15 93,0
Hitec 510 200 20 90,9
Hitec 510 300 10 96,8
Hitec 510 300 15 95,2
Hitec 510 300 20 93,8

jeweils in Ausfithrung mit 0,5 /1 /2 /4 MW parasitdrer Gesamtleistung

5.2.2 Spezifizierung der zu optimierenden Grofien

Modularisierung des Wirmeiibertragers

Anstelle eines einzigen, sehr grolen Speichersystems sieht das Konzept vor, mehrere parallel
arbeitende Speichereinheiten einzusetzen. Die Leistung eines einzelnen Speichersystems wird
auf eine thermische Leistung von 10 MWy, festgelegt. Dies erlaubt eine anschauliche
GroBenvorstellung und entspriache der Leistungsklasse einer moglichen Demonstrationsanla-
ge. Zudem lieBen sich so Einheiten produzieren, die noch leicht transportfahig sind. Damit
ergibt sich eine notwendige Anzahl von 14 Wérmeiibertragern. Die Anzahl der Warmetiber-
trager ist flir die theoretische Betrachtung irrelevant, da sdmtliche charakteristische GroB3en
beliebig skaliert werden konnen.

Materialien
Bis 400 °C sind fiir das Rippenmaterial Kohlenstoff-Stdhle einsetzbar, dariiber hinaus, und
grundsétzlich fiir das salzbasierte Kraftwerk, sind Edelstidhle notwendig [79].

Rohrgeometrie
Die Rippenrohrlédnge wird auf 15 m festgelegt, um die Anzahl der notwendigen Schweillndhte
Zu minimieren.

Die Rohrwandstirke wird fiir beide Kraftwerkstypen auf 2 mm festgelegt. Dies ist beim
Olbasierten Kraftwerk durch die kostengiinstige G-Fin Ausfiihrung [80] bedingt. Diese geht
mit einer Strukturschwéchung durch die umlaufende Nut einher und erfordert einen Zuschlag,
um die notwendige Druckfestigkeit zu erfiillen. Die Rohre des salzbasierten Kraftwerks
miissen geringeren Driicken standhalten und besitzen lasergeschweilite Rippen, da die G-Fin
Ausfithrung nur bis Temperaturen von 400 °C geeignet ist. Gleichzeitig ist ein Sicherheitsauf-
schlag wegen der Korrosivitit des Salzes notwendig. Fiir mit Fliissigsalz durchstromte
Absorberrohre wird eine Wandstirke von 2 mm empfohlen [81]. Die Festlegung auf eine
gemeinsame Rohrwandstirke ermoglicht zudem eine bessere Vergleichbarkeit.
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Der Abstand der Rippenspitzen (Tip-to-Tip clearance) sollte so gering wie moglich gewahlt
werden [82]. Fiir die weitere Betrachtung in dieser Arbeit wird der Rippenspitzen-Abstand auf
2,5 mm festgelegt. Die Rohrteilung ergibt sich mit der Rohrwandstirke und dem
Innendurchmesser des Rohres unmittelbar aus der gewéhlten Rippenhohe.

Der Einfluss der Rohranordnung wurde von [83] untersucht. Demnach haben versetzt
angeordnete Rippenrohrbiindel gegeniiber fluchtend angeordneten Biindeln stets einen
héheren Wirmetibergang bezogen auf die verursachte Reibung.

Rippengeometrie

Die Einfliisse der Rippengeometrie wurden von Hoffmann [84] im Detail untersucht. Abb. 5.3
zeigt die Einfliisse der Rippengeometrie auf den Druckverlust und die Gesamtmasse des
Wirmeitibertragers. Es zeigt sich, dass der Rippenabstand pg; und die Rippendicke sg;
moglichst gering zu wéhlen sind, da sich eine Verringerung beider Gréflen gleichermal3en
positiv auf Druckverlust und notwendige Stahlmasse auswirkt. Die letztendlich gewdéhlten
Grofen sind die unter Einhaltung der Herstellerspezifikation geringstmoglichen. Aus
personlicher Kommunikation mit einem Hersteller [80] wird die Rippendicke sg; auf 0,3 mm
und der Rippenabstand pg; auf 2,3 mm fiir Rohre in G-Fin Ausfithrung und auf 2,0 mm in
geschweilter Ausfiihrung festgelegt.
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Abb. 5.3: Einflisse der Rippengeometrie auf Druckverlust und notwendige Gesamtmasse des
Wirmeiibertragers [84]

Fiir die Rippenhohe hg; existiert ein vom Anwendungsfall abhingiger optimaler Wert. Aus
fertigungstechnischen Gesichtspunkten ist die maximale Rippenhéhe hgjmax auf den halben
AuBlendurchmesser des Rohres d; /2 begrenzt [80].

Spezifizierung der Nebenbedingungen

Bei der Optimierung dieser Parameter miissen zwei Nebenbedingungen eingehalten werden.
Fir den Wirmeiibertrager lautet die erste Nebenbedingung, eine bestimmte parasitire
Leistung Pg o aufzuweisen. Als weitere Nebenbedingung wird festgelegt, bestimmte
Austrittstemperaturen zu erreichen. Dies wird — entsprechend den theoretischen Ausfithrungen
in Kapitel 3.2.3 — ausgedriickt durch den Wirkungsgrad Pg o
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5.2.3 Mathematische Problemstellung

Mit der im vorherigen Abschnitt festgelegten Abstufung der Nebenbedingungen ist die
Problemstellung vollstindig definiert. Tabelle 5.2 fasst sémtliche Vorgaben zusammen.

Tabelle 5.2: Ubersicht der zu optimierenden Parameter der Wirmeiibertrager

Grofie CF-HTS CF-VP1 Einheit
Modellparameter
Wirmeleitfahigkeit Stahl Agpap; 15/47 47 Wm' K!
Dichte Stahl pgian; 7860 kg m™
Rippenrohrlidnge L, 15 m
Rohrwandstirke ¢, 2 mm
Rohrteilung versetzt
Rippenspitzenabstand t;, t; 2,5 mm
Rippenteilung pg; 2,0 2,3 mm
Rippendicke sg; 0,3 0,3 mm
Anzahl fluidseitiger Durchginge pro

: 1 -
Rohrreihe np,,
Thermische Leistung Qy, 10 MW
Eintrittstemperatur 390/510 °C
Wirmekapazititsstromverhaltnis R, 1 -
Stoffdaten Gas / Fluid Ergibt sich durch Auswahl der
Cp.gr €6 Pgr P Agr At gy Us Fluide
Zu optimierende Groflen
Rohrinnendurchmesser d,. ; variabel mm
Rippenhdhe hg; variabel, max(d,,/2) mm
Anzahl Rohrreihen n, variabel -
Anzahl Rohre pro Reihe np, variabel -
Einzuhaltende Nebenbedingungen
Wirkungsgrad Py entspr. ATjq %
Parasitire Gesamtleistung P o 05/1/2/4 MW

Durch die Reduktion der Einflussgroen und die Vereinfachung des Optimierungsproblems
lasst sich eine konvergente Losung finden.

Das Verhalten des Wirmeiibertragers wird durch eine Funktion f*(K,d,;, hgi, Nrprs 1r)

ausgedriickt. Der Vektor K umfasst die zuvor diskutierten konstanten Einflussgrofen. Die
zuldssige Menge F c D wird durch praktische Uberlegungen und zwei Nebenbedingungen
begrenzt. Sie lautet demnach:

F={x€eR"|hix) =0} (5.1
Die Nebenbedingungen sind durch die Abbildung h; definiert.

h:D->R, i=1.2 (5.2)
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Mit der Vorgabe eine bestimmte parasitire Leistung P, o aufzuweisen und einen bestimmten
Wirkungsgrad Pg o zu erreichen, lauten die Nebenbedingungen wie folgt:

hy(x) = 0: Pey(x) = Pejo =0 (5.3)
hy(x) = 0: By(x) — Pgo =0 (5.4)

Die Funktion f* liefert die skalare GroBle F*, welche der Gesamtmasse des Warmeiibertragers
myyy entspricht. Zudem ist die Funktion f* prinzipbedingt nicht stetig, beispielsweise kann
nur eine ganzzahlige Anzahl Rippenrohre existieren. Damit @ndert sich die Grofe F*
sprunghaft. Durch die starke Reduktion auf wenige Einflussgrofen kann das Minimierungs-
problem

F* = myy = min f*(x) (5.5
x€F
mit dem Nelder-Mead Simplex-Algorithmus [55] gelost werden.

5.2.4 [Ergebnisse der Wirmeiibertrager-Auslegung

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Wérmelibertragerauslegung dargestellt. Die
angegebenen vier Abstufungen fiir die parasitdren Verluste beziehen sich dabei immer auf das
gesamte Kraftwerk und nicht auf den einzelnen Wérmeiibertrager.

Einfluss des Rohrinnendurchmessers

In einer ersten Untersuchung wird der Einfluss des Rohrinnendurchmessers untersucht. Ziel
der Untersuchung ist, einen geeigneten Innendurchmesser zu identifizieren, der fiir die
anschlieenden Untersuchungen festgelegt werden soll. Hierzu wird bei einer logarithmischen
Temperaturdifferenz von 10 Kelvin die notwendige Gesamtmasse fiir die vier parasitiren
Energieverbrauche berechnet. Die Ergebnisse fiir einen Wiarmeiibertrager mit VP1 und Hitec
HTS in Kombination mit Luft sind in Abb. 5.4 dargestellt. Die iiberlagerten Balken
verdeutlichen den Beitrag der Rippen zur Gesamtmasse. Tendenziell ist mit 16 mm
Innendurchmesser der Rohre fiir beide Systeme die grofite Gewichtseinsparung zu erzielen.
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Abb. 5.4: Gesamtmasse des Waérmeiibertragers mit 10MW,, Leistung bei Variation der
Innendurchmesser des Rippenrohres und der parasitidren Verluste. Temperaturdnderung von 390 °C auf
290 °C und logarithmische Temperaturdifferenz von 10 Kelvin. Das System ist VP1 / Luft (links),
bzw. Hitec HTS / Luft (rechts)
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In einer weiteren Untersuchung wird die logarithmische Temperaturdifferenz erhoht. Da sich
die Ergebnisse zwischen Hitec HTS und VP1 qualitativ kaum unterscheiden, wird nur Hitec
HTS zum Vergleich herangezogen. Es zeigt sich der gleiche Trend, allerdings fallen die
Unterschiede geringer aus.
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Abb. 5.5: Gesamtmasse des Wairmelbertragers mit 10 MWy, Leistung bei Variation der
Innendurchmesser des Rippenrohres und der parasitéren Verluste. Temperaturdnderung von 390 °C auf
290 °C und dem System Hitec HTS / Luft. Die logarithmische Temperaturdifferenz betragt 15 Kelvin
(links), bzw. 20 Kelvin (rechts)

Weiterhin wird untersucht, wie sich eine Anderung des gasseitigen Wirmetriigers auswirkt.
Das linke Diagramm in Abb. 5.6 zeigt das Ergebnis fiir das System VP1 / Wasserdampf. Der
Trend bleibt unverdndert, wenn auch die Unterschiede zwischen 16 und 20 mm kaum noch
auszumachen sind.

In einer letzten Untersuchung wird die Temperaturdnderung erhoht. Das rechte Diagramm in
Abb. 5.6 zeigt das System Hitec HTS / Luft bei einer Temperaturdnderung von 538 °C auf
290 °C. Dies entspricht der maximal moglichen Temperatur beim Einsatz von Hitec HTS.
Auch hier bleibt der Trend unverédndert.
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Abb. 5.6: Gesamtmasse des Wairmeiibertragers mit 10 MWy, Leistung bei Variation der
Innendurchmesser des Rippenrohres und der parasitiren Verluste. Temperaturdnderung von 390 °C auf
290 °C und das System VP1/Dampf (links) bzw. Temperaturdnderung von 538 °C auf 290 °C und das
System Hitec HTS/Luft (rechts)

Fiir die weiteren Untersuchungen wird der Rohrinnendurchmesser fiir Hitec HTS auf 20
Millimeter und fiir VP1 auf 24 mm festgelegt. Zwar ist mit 16 mm Innendurchmesser in den
meisten Fillen eine etwas groflere Ersparnis zu erzielen, allerdings gibt es drei Griinde den
etwas grofBeren Durchmesser zu wihlen:

e Rohre mit 16 mm Innendurchmesser haben eine entsprechend geringere Rohrteilung
(vgl. Tabelle C.10 und sind daher auch aufwendiger zu schweiflen

e Rohre mit groflerem Innendurchmesser haben eine grofere Sicherheit gegen Fouling

e Die Rohranzahl sinkt leicht mit groerem Durchmesser. Damit sind weniger
Schweilindhte notwendig, wodurch die Kosten sinken. Damit féllt die relative Kos-
tendifferenz gegeniiber Rohren mit 16 mm Innendurchmesser noch etwas geringer als
die relative Massendifferenz aus.

Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz und der parasitiren Verluste

Die Ergebnisse der Wirmelibertragerauslegung sind in drei verschiedene logarithmische
Temperaturdifferenzen (10, 15 und 20 Kelvin) abgestuft. Fiir das Verhalten des Kraftwerks-
blocks ist nur diese Abstufung ausschlaggebend, so dass zunichst nur zwischen drei Optionen
unterschieden werden muss. Die Bewertung erfolgt abschlieBend im Verbund mit einem
Regenerator. Die notwendige Stahlmasse, die mit den Investitionskosten korreliert und die
parasitidren Verluste, die die Betriebskosten direkt beeinflussen, sind technisch irrelevant und
lediglich von wirtschaftlicher Bedeutung.

Mit einem Rohrinnendurchmesser von 24 mm zeigt Abb. 5.7 mogliche Konfigurationen fiir
Systeme, die auf dem HTF VPI basieren. Neben Luft wurde das Zwischenwédrmetragermedi-
um Wasserdampf untersucht. Wasserdampf hat im betrachteten Temperaturbereich eine etwa
doppelt so hohe Wirmekapazitit wie Luft, sodass der notwendige Massenstrom etwa halbiert
werden kann. Andererseits verursacht die hohere dynamische Viskositit einen groBeren
Druckverlust, zu dessen Kompensation wiederum ein groflerer freier Stromungsquerschnitt
erforderlich ist. Dennoch ist durch den FEinsatz von Wasserdampf eine deutliche
Masseneinsparung von bis zu 20 % gegeniiber Luft erreichbar.
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Abb. 5.7: Notwendige Gesamtmasse eines Warmeiibertragers fiir ein CellFlux-Modul basierend auf
dem HTF VP1 mit 10 MWy, Leistung fir Luft und Wasserdampf als ZWT. Variation der
logarithmischen Temperaturdifferenz und der parasitdren Verluste

In Abb. 5.8 sind die Untersuchungsergebnisse fiir das System mit Hitec HTS als HTF
dargestellt. Als Zwischenwirmetragermedium wird Luft beibehalten. Der Rohrinnendurch-
messer betrdagt 20 Millimeter. Es zeigt sich nur ein geringer Einfluss der Temperaturdnderung.
Hierbei heben sich zwei Effekte gegenseitig auf. Einerseits verringern sich mit zunehmender
Temperaturanderung die notwendigen Massenstrome, andererseits erhoht sich der notwendige
Wirkungsgrad um die logarithmischen Temperaturdifferenzen beizubehalten.
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Abb. 5.8: Notwendige Gesamtmasse eines Warmeiibertragers fiir ein CellFlux-Modul basierend auf
dem HTF Hitec HTS mit 10 MWy, Leistung bei unterschiedlichen Temperaturdnderungen und Luft als
ZWT. Variation der logarithmischen Temperaturdifferenz und der parasitdren Verluste

Sédmtliche hier dargestellten Ergebnisse und einige weitere sind in Anhang C tabellarisch
zusammengefasst.
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5.3 Kennzahl zur Charakterisierung der Dynamik von Regenerator-
speichern

Im folgenden Abschnitt wird zundichst eine Ubersicht verschiedener Verfahren zur
Berechnung von Regeneratoren gegeben. Zur Charakterisierung des Wairmeiibertragers
werden parasitdre Verluste und logarithmische Temperaturdifferenz der bendtigten Stahlmasse
gegeniibergestellt. Fiir den Regenerator sind parasitidre Verluste, die Austrittstemperatur und
die notwendige Speichermasse analoge charakteristische Groen. Die Austrittstemperatur des
Regenerators und die logarithmische Temperaturdifferenz des Wairmeiibertragers
unterscheiden sich jedoch in ihrer zeitlichen Abhéngigkeit. Wéhrend letztere konstant bleibt,
andert sich die Austrittstemperatur im zeitlichen Verlauf. In diesem Abschnitt wird zunichst
verdeutlicht, welchen signifikanten Einfluss die Anderung der Austrittstemperatur auf das
gesamte Speicherverhalten hat. Es wird der Storage Steadiness Factor (SSF) vorgestellt, mit
dem der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur charakterisiert werden kann.

5.3.1 Literaturiibersicht

Zur Auslegung von Regeneratorspeichern existieren zum einen die auf analytischen
Gleichungen basierenden, weitaus élteren geschlossenen Methoden und die auf numerische
Berechnungsverfahren basierenden, offenen Methoden [12]. Die geschlossenen Methoden
entstanden aus der Not an mangelnder Rechenleistung, sie sind in ihrer praktischen
Verwendbarkeit daher stark eingeschrinkt. So existieren geschlossene, analytische Losungen
nur flr einfache Fille, wie zum Beispiel fiir das erste Autheizen eines Regenerators.
Beriicksichtigt man verdnderliche Anfangsbedingungen, fiihrt dies bereits auf eine analytisch
nicht mehr geschlossen losbare Integralgleichung. Eine Losung ist im Anhang B.l
beschrieben und wird zur Verifizierung der numerischen Modelle herangezogen.
Verdnderliche Randbedingungen, wie zum Beispiel variierende Eintrittstemperaturen oder
Massenstrome, konnen nur als harmonische Funktionen oder mit Né&herungsverfahren
beriicksichtigt werden.

Heutzutage nehmen numerische Berechnungen wie Auslegungsrechnungen mit vielen
Parametervariationen nach wie vor viel Zeit in Anspruch, so dass sich einige Autoren
bemiihten, vereinfachte Formeln zur Berechnung von Regeneratoren zu entwickeln
(Levenspiel [85], Scaricabarozzi [86], Dudukovic [87]). Die Ergebnisse weisen jedoch
mitunter Abweichungen von iiber 10 % auf und sind meist nicht allgemeingiiltig.

Ein anderer Ansatz ist, den zeit- und ortsabhiingigen Temperaturverlauf des Regenerators
anhand der dimensionslosen Kennzahlen A und I darzustellen. Die reduzierte Linge A ist

wie folgt definiert:
k,V
N=—-"-— (5.6)
Cpg " Mg

Diese Kennzahl wird auch zur Charakterisierung von Warmeiibertragern angewandt und wird
dort NTU-Kennzahl genannt. Die zweite KenngroB3e wird reduzierte Periode genannt:

g_tkV
Cs "My

(5.7)

Dabei ist das Produkt aus volumetrischem Wairmeiibergangskoeffizienten k, und dem
Speichervolumen V der Gesamtwérmeiibergang. Das Produkt im Nenner der Gleichungen
bildet bei der reduzierten Linge den Warmekapazititsstrom, bzw. bei der reduzierten Periode
die Gesamtwirmekapazitdt der Speichermasse. Die aus zeitlich und rdumlich gemittelten
Werten gebildeten Kennzahlen haben den Vorteil, keine Informationen iiber Geometrie zu
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enthalten. Das heif3t, es miissen zundchst nur Werte fiir A und II gefunden werden, die den
gewliinschten Eigenschaften des Regenerators entsprechen. Die allgemeingiiltigen Kennzahlen
konnen in Kennfeldern dargestellt und so passende geometrische Eigenschaften schnell
berechnen werden. Ratzesberger [27] verwendet die Methode — unter der Annahme konstanter
Eintrittsbedingungen — zur Auslegung von thermodldurchstromten Betonregeneratoren.
Dreifligacker [43] stellt ein Verfahren vor, bei dem zudem stromungstechnische sowie
thermomechanische Aspekte beriicksichtigt werden.

Ein direktes Auffinden einer gesamtheitlich optimalen Regeneratorgeometrie ldsst sich
hieriiber nicht direkt erreichen, denn in den dimensionslosen Kennzahlen ist keine
Information iiber die zu erwartenden Druckverluste enthalten. Diese sind fiir gasdurchstromte
Regeneratoren jedoch von wesentlicher Bedeutung. Zur Berechnung der Druckverluste muss
bereits die Geometrie festliegen. Es besteht weiterhin kein allgemeingiiltiger Zusammenhang
zwischen Druckverlust und Wérmeiibergang. Martin [88] hat einen Ansatz nach Levéque, der
diesen Zusammenhang herstellt, auf sensible Feststoffspeicher iibertragen. Allerdings ist auch
hier eine zusétzliche Information iiber die Geometrie des Besatzmaterials notwendig.

Sind weitere Informationen wie z.B. der zeitliche Temperaturverlauf im Inneren des
Regenerators oder die Beriicksichtigung ungleicher Periodenldngen notwendig, so steigt die
Komplexitdt des Losungsverfahrens stark an. Insbesondere bei zeitlich verdnderlichen
Eintrittsrandbedingungen besitzen dimensionslose Kennzahlen keinen Vorteil mehr. In diesen
Féllen ist die Implementierung eines Berechnungsprogramms, welches den Regenerator direkt
berechnet, zielfilhrender. Dariiber hinaus lassen sich so auch verdnderliche Stoffwerte
beriicksichtigen. Im Folgenden wird daher ein Verfahren vorgestellt, mit dem sich die
numerisch berechneten Temperaturverlaufe mit guter Genauigkeit anhand einer einfachen
analytischen Gleichung rekonstruieren lassen.

5.3.2 Bedeutung der zuliissigen Anderung der Austrittstemperatur

Wihrend des Betriebs des Regenerators bildet sich in dessen Inneren eine Temperaturschich-
tungs-Zone aus, die sich mit der Geschwindigkeit ¥ durch den Regenerator bewegt. Diese
Zone zeichnet sich durch eine deutliche Anderung der Temperatur mit der Wegléinge aus. Abb.
5.9 zeigt exemplarisch zu verschiedenen Zeitpunkten t';,t’, die raumliche Temperaturvertei-
lung der Luft und des Speichermaterials. Die Abbildungen zeigen zusitzlich die Steigung
sysm der Temperaturverteilung im Bereichsmittel, angendhert durch eine Gerade. Uber den
Schnittpunkt dieser Geraden mit der minimalen und maximalen Temperatur ldsst sich so eine
Breite w der Temperaturschichtungs-Zone definieren. Die Breite dieser Zone wird nach
Sanderson et al. [89] auch thermische Linge des Regenerators genannt. Ist diese
verhdltnismaBig klein, wird der Regenerator thermisch kurz genannt, andernfalls thermisch
lang. Die untere Grenze der thermischen Linge eines Regenerators ist begrenzt durch den zur
Verfiigung stehenden volumetrischen Warmeiibergangskoeffizienten. So sind Regeneratoren
mit geringem Wairmelibergang, wie z.B. der Betonregenerator oder Winderhitzer eher
thermisch lang und Thermocline-Speicher mit fliissigen Warmetrdgermedien mit sehr gutem
Wirmeiibergang thermisch kurz. Sanderson et al. empfehlen moglichst geringe
Partikeldurchmesser und lange, schmale Besdtze zu verwenden, um einen thermisch kurzen
Regenerator zu erhalten, da dieser energetisch besser ist. Die thermische Lénge eines
Regeneratorspeichers ist allerdings zu keiner Zeit konstant, sondern wéchst mit zunehmender
Zeit. Im Vergleich der Kurven in Abb. 5.9a und b zeigt sich, dass sich diese Steigung mit
zunehmender Zeit verringert — oder anders ausgedriickt — sich die Breite der Temperatur-
schichtungs-Zone vergroBert. Die Geschwindigkeit, mit der die zeitliche Anderung der
Steigung stattfindet, ist ~1/+/t. Diese Erkenntnis wurde von Kuznetsov anhand analytischer
Gleichungen gezeigt [90]. Im Zusammenhang mit Fliissigsalz-Thermocline Speichern wird
dieser Einfluss ebenfalls untersucht [91], [92].
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Abb. 59: Riaumliche Temperaturverteilung der Luft- und Speichermaterialtemperatur zu

verschiedenen Zeitpunkten

Wird ein Regeneratorspeicher zyklisch betrieben, wechselt dessen Durchstréomungsrichtung
und damit auch die Bewegungsrichtung der Temperaturschichtungs-Zone. Wird der
Regenerator so betrieben, dass die Temperaturschichtungs-Zone innerhalb des Regenerators
verbleibt, also keine zeitliche Anderung der Austrittstemperatur stattfindet, wird sich die
Temperaturschichtungs-Zone weiter ausdehnen. Erst wenn die Zone wihrend des Betriebs den
Austritt des Regenerators iiberschreitet, wird deren weitere Ausdehnung vermindert. Abb.
5.10a zeigt den Regenerator zu einem dritten Zeitpunkt t';, wenn die Temperaturschichtungs-
Zone den Austritt des Regenerators iiberschritten hat. Beim darauffolgenden Umschaltvor-
gang zum Zeitpunkt t''; (Abb. 5.10b) sorgt die anfinglich hohe treibende Temperaturdifferenz
fiir eine Deformation der Temperaturschichtungs-Zone, so dass dessen Breite wieder
verringert wird. Wird der Regenerator bei jedem Zyklus auf eine einheitliche Temperatur
gebracht, fdllt dieser Effekt am Stéirksten aus. Dies entspriche einer maximal mdglichen
Anderung der Austrittstemperatur.
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Abb. 5.10: Umschaltvorgang des Regenerators. (a) Erreichen der zuldssigen Anderung der
Austrittstemperatur, (b) Deformation des Temperaturprofils durch hohe treibende Temperaturdifferenz
unmittelbar nach Beginn der néchsten Periode

Aus den obigen Ausfithrungen wird ersichtlich, dass je groBer die zuldssige Anderung der
Austrittstemperatur AT, ist, desto stirker wird die Breite der Temperaturschichtungs-Zone
beim nachfolgenden Umschaltvorgang verringert. Da sich die Zone mit der
keit ¥ durch den Regenerator bewegt, bedeutet eine geringe Breite der Zone auch eine ldngere
konstante Austrittstemperatur aus dem Regenerator. Abb. 5.11 zeigt den zeitlichen Verlauf der
Austrittstemperatur des Regenerators fiir die vorhergegangenen Beispiele. Auf der Abszisse
sind auch die Zeitpunkte aus den Beispielen eingetragen.
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Abb. 5.11: Zeitlicher Verlauf der Austrittstemperatur des Regenerators in den vorhergegangenen
Beispielen

Ist der Regenerator wie im vorliegenden Fall an einen Kraftwerksprozess gekoppelt, ist eine
moglichst konstante Austrittstemperatur, die fiir einen lidngeren Zeitraum auf einem hohen
Niveau erhalten bleibt, vorteilhaft. Dies lieBe sich leicht erreichen, indem die Anderung der
Austrittstemperatur gering gehalten wird. Die damit einhergehende Verbreiterung der
Temperaturschichtungs-Zone hat jedoch einen weiteren Nachteil: Der Ausnutzungsgrad des
Speichermaterials sinkt damit ebenfalls. Abb. 5.12 zeigt diesen Zusammenhang anhand des
gewihlten Beispiels fiir verschiedene Anderungen der Austrittstemperatur AT,. Dargestellt
sind die Temperaturverldufe des Speichermaterials jeweils zu Beginn und am Ende eines
Zyklus. Die Fliache zwischen den Kurven bezogen auf die Isothermen bei maximaler und
minimaler Temperatur ist ein MaB fiir den Ausnutzungsgrad ng, des Regenerators.
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Abb. 5.12: Einfluss der Anderung der Austrittstemperatur auf den Ausnutzungsgrad des Regenerators.
(a) 10K, (b) 20 K, (c) 50 K und (d) 90 K

Es lisst sich erkennen, dass der Ausnutzungsgrad fiir geringe Anderungen der Austrittstempe-
ratur AT, schnell gegen Null strebt. Um Energie fiir eine bestimmte Zeit bereitstellen zu
konnen, wére somit — gleicher Querschnitt vorausgesetzt — ein deutlich ldngerer Regenerator
notwendig, einhergehend mit hoheren Investitionskosten und hoheren Druckverlusten im
Betrieb.
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5.3.3 Charakterisierung der zeitlichen Anderung der Austrittstemperatur

Direkter Ansatz

Wie im vorherigen Abschnitt dargestellt, hat die zulissige Anderung der Austrittstemperatur
AT, einen signifikanten Einfluss auf den Temperaturverlauf im Inneren des Regenerators.
Damit wird auch der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur beeinflusst. Ein Regenerator-
speicher stellt ein sich dynamisch dnderndes System dar. Lisst sich fiir den Auslegungspunkt
eine optimale Konfiguration identifizieren, so verhdlt sich der Regenerator nach einigen
Einschwingzyklen mit jedem Zyklus gleich. Dadurch ist es moglich, umfangreiche
Auslegungsrechnungen durchzufiihren und alle notwendigen Informationen in wenigen
Kennzahlen zu kondensieren. Im folgenden Abschnitt wird der Storage Steadiness Factor
(SSF) vorgestellt, der es erlaubt den zeitlichen Verlauf der Austrittstemperatur zu
charakterisieren.

Abb. 5.13 zeigt die zeitlichen Verldufe der Austrittstemperatur aus dem Regenerator, diesmal
in dimensionsloser Darstellung. Der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur ldsst sich in
guter Nédherung durch die Fehlerfunktion erf(x) beschreiben. Da die Funktion ungerade und
damit symmetrisch ist, ist hier fiir deren vollstdndige Charakterisierung nur die Information
tiber die Steigung s, gy im Bereichsmittel Oy notwendig. Dies entspricht dem Wendepunkt
der Funktion. Die Grenzen sind durch die minimale und maximale Temperatur vorgegeben.
Der dem Wendepunkt zugehorige Zeitpunkt tgy ldsst sich aus dem SSF berechnen.

Zunichst sei angenommen, die Steigung s; gy im Wendepunkt sei bekannt. Dann berechnet
sich der zeitliche Verlauf der dimensionslosen Austrittstemperatur 6,5 zu

(emax - gmin) ‘/E " St
_— erf

2 O — Oy 77 78M) | (>-8)

eaus(f) = Ogm —

Weiter sei angenommen, dass der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur abschnittsweise
tiber einen Zeitraum konstanter Austrittstemperatur Atg und einen Zeitraum linear
veranderlicher Austrittstemperatur Aty definiert ist. Die Steigung des linear approximierten
Abschnitts entspricht der Steigung s, gy im Wendepunkt des tatsichlichen Verlaufs. Wird die
Zeitspanne konstanter Austrittstemperatur auf die ausgelegte Gesamtdauer einer Periode
bezogen, ist der SSF nach folgender Gleichung definiert:

SSF = Atk - 100 %. (5.9)

Weil die zuldssige Anderung der (dimensionslosen) Austrittstemperatur Af, eines der
Auslegungskriterien ist, so gilt fiir die Steigung s, gy auch

AB, — A8, A6, — A6, AB,—Ab,

= = = . 5.10
100 %

Womit der Zusammenhang zwischen s; gy und dem SSF hergestellt ist. A8, sieht hierbei den
Fall vor, dass der anfangliche Verlauf der Austrittstemperatur unter der Maximaltemperatur
Omax liegt. Zunichst soll aber angenommen werden, dass A6, = 0 ist. Der noch unbekannte
Zeitpunkt tgy ldsst sich aus der Nebenbedingung

Oaus(Te) = Omax — Abe (5.11)

berechnen. Eingesetzt in Gleichung (5.8) ist der Zeitpunkt tgy durch

(Hmax - Bmin) . 2- Aee )

TpM = Te — 5.12
BM e \/E'S.L.,BM ( )

erf=1 (1 -

Hmax - emin
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gegeben. Der SSF wird mit dem numerischen Auslegungsmodell berechnet und als
charakteristische Kenngrof3e gespeichert. Liegt der Zeitpunkt Ty hinter dem Zeitpunkt 7,
muss die Simulation mindestens solange fortgefiihrt werden, bis der Wendepunkt
iberschritten wird, um den SSF bestimmen zu koénnen. Dieser Fall ist in Abb. 5.13b
dargestellt.

@

Abb. 5.13: Dimensionslose Darstellung des zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur.
(a) 70 % Anderung, (b) 30 % Anderung mit Fortfiihrung der Simulation um das Bereichsmittel Ty Zu
erreichen

Fir den zuvor erwidhnten Sonderfall, dass der Regenerator einen sehr ungiinstigen
Wirmeiibergang aufweist und die Austrittstemperatur anfanglich bereits unterhalb der
Maximaltemperatur liegt (A@, > 0), muss dies beriicksichtigt werden. Abb. 5.14 zeigt diesen
Fall. Hierbei liegt jetzt die Zone mit linearer Austrittstemperatur vor der Zone mit konstanter
Austrittstemperatur.
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Abb. 5.14: Dimensionslose Darstellung des zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur bei
anfianglicher Temperatur unterhalb der Maximaltemperatur

Die Berechnung von A8, erfolgt nach Gleichung (5.13) aus tgy.

0 — O Omin — 0
. > n + M ° S‘E,BMF wenn -~ e < TBM (513)

AG, =
? 2 ScM

Grundsitzlich kann die Anderung der Austrittstemperatur auch so flach verlaufen, dass keine
Zone mit konstanter Austrittstemperatur mehr vorhanden ist. In diesem Fall wird der SSF
negativ.

Indirekter Ansatz iiber die Breite der Temperaturschichtungszone

Eine weitere Moglichkeit den Regenerator zu charakterisieren ist es, das Verhalten der
Temperaturschichtungs-Zone zu beschreiben und nicht den zeitlichen Verlauf der
Austrittstemperatur. Dieser Ansatz soll im Folgenden vorgestellt werden. Sind Position und
Breite der Zone zu jeder Zeit bekannt, kann daraus auch die Temperatur am Austritt und damit
der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur berechnet werden. Bayon et al. [93] haben diesen
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Ansatz fiir die Beschreibung von Fliissigsalz-Thermocline Speichern gewihlt: sie geben fiir
die Breite und Position empirische Korrelationen an, ihr Ansatz basiert auf einem
Eingleichungsmodell. Sie setzen somit einen unendlich hohen Wérmelibergang voraus,
weshalb sich die Ergebnisse nicht grundsétzlich auf gasdurchstromte Regeneratoren
tibertragen lassen. Beide Ansitze sind prinzipiell {iber die Bewegungsgeschwindigkeit ¥ der
Temperaturschichtungs-Zone verkniipft. Zur Herleitung der Bewegungsgeschwindigkeit
betrachtet man zwei Temperaturverldufe im Inneren des Regenerators zu zwei verschiedenen
Zeitpunkten. Die Flidche zwischen beiden Kurven ist gleich der Strecke AL, die die
Wendepunkte der Kurven zuriickgelegt haben, multipliziert mit der maximalen Temperatur-
differenz AT. Die gespeicherte thermische Energie Qy, ist dann

Qw = AL - AO,Reg(l - E)psCsAT- (5.14)
Gleichzeitig wurde in der verstrichenen Zeit At iiber die Luft die Energie Qy,
Qwn = At - mgcy oAT. (5.15)

zugefiihrt. Durch Gleichsetzen obiger Gleichungen ist die Bewegungsgeschwindigkeit ©
damit gegeben durch

. AL MgCp o

V=—= .
At AO,Reg(l - g)pscs
Der rdumliche Temperaturverlauf lasst sich wiederum durch die Fehlerfunktion beschreiben.
Es ergibt sich ein dhnlicher Ansatz wie bei Gleichung (5.8), jedoch mit anderem Vorzeichen.
Die Temperatur ist nun von der dimensionslosen Lénge ¢ abhédngig und die Steigung im
Bereichsmittel wird mit sg gy bezeichnet.

(5.16)

(gmax - Hmin) . erf \/E " Sg.BM

6(5) - HBM * 2 ' (Hmax - Bmin)

(& = $am) (5.17)

Der Ansatz ldsst sich leicht in den ersten Ansatz iiberfithren, wenn die rdumliche Steigung
sgpm bekannt ist. Die Temperatur () am Austritt § = 1 ist dann gleich der Austrittstempe-
ratur 6,,5(7) nach Gleichung (5.8). Der Wendepunkt der Kurve im Bereichsmittel &gy
bewegt sich ausgehend von &, mit der dimensionslosen Geschwindigkeit nach

Dt
Sem(T) =&+ T L =, (5.18)
Eingesetzt in Gleichung (5.17), unter Berlicksichtigung von erf(—x) = — erf(x), ergibt sich
Omax — Omi
D-te
-er At—(A-&)= :
(emax - gmin) 0 V- te
Durch einen Koeffizientenvergleich erkennt man, dass
D-te
StBM = SgBM und gy = (1 —¢p) (5.20)

- t,

ist. Somit stellt Gleichung (5.19) eine alternative Berechnungsmethode zur Berechnung des
zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur 6,,,(t) dar. Diese ist allerdings deutlich
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ungenauer: Zum einen muss die Startposition ¢, des Bereichsmittels der Temperaturschich-
tungs-Zone bekannt sein. Diese ldsst sich wegen der anfinglichen Verzerrung des
Temperaturprofils nur ungenau lokalisieren (vgl. Abb. 5.10b). Diese Problematik wird in [94]
bestdtigt. Zum anderen ist die Bewegungsgeschwindigkeit der Zone aufgrund temperaturab-
héngiger Stoffwerte variabel. {, kann sowohl positive als auch negative Werte annehmen. Der
hier gezeigte Zusammenhang zwischen s, gy und sg gy bildet die Grundlage fiir eine weitere
Verbesserungsmoglichkeit des direkten Ansatzes, bei dem die Ungenauigkeit durch die
Startposition & irrelevant ist.

Es bleibt noch zu erwéhnen, dass sich mit Gleichung (5.20) eine alternative — wenn auch
ungenaue — Berechnungsmethode fiir Tgy; ergibt.

Verbesserung durch Beriicksichtigung der Anderungsrate der Steigung

Wie bereits beschrieben, unterliegt die Steigung sgpy einer zeitlichen Anderung. Das
bedeutet nach Gleichung (5.20), dass s, gy zeitlich verdnderlich ist und nur zum Zeitpunkt
tgm den korrekten Wert aufweist. Dieser Sachverhalt wird beim direkten Ansatz
vernachléssigt. Die Genauigkeit ldsst sich somit durch die Beriicksichtigung der zeitlichen
Anderung der Steigung verbessern. Allerdings ist dann neben dem SSF noch eine weitere
Information iiber den Grad der Entwicklung der Temperaturschichtungs-Zone notwendig. Zur
Veranschaulichung der zeitlichen Anderung der Steigung der Temperaturschichtungszone
zeigt Abb. 5.15 die zeitlichen Verldufe der dimensionsbehafteten Steigung sy gy bei Variation
der zulissigen Anderung der Austrittstemperatur. Die hier dargestellten Verliufe zeigen
jeweils den Entladevorgang. Sie wurden aus numerischen Simulationen mit einer
Temperaturspreizung von 100 Kelvin berechnet. Die Kurve bei AT, = 0K stellt die
Entwicklung der Steigung eines unendlich langen Regenerators ohne Umschaltvorgédnge dar.
Der numerisch berechnete Kurvenverlauf lisst sich mit einem Bestimmtheitsmad R* < 0,999
nach

SX,1

sxm(t) = NG (5.21)

beschreiben. Dabei stellt Cgy; eine charakteristische Konstante dar. Nach obiger Gleichung
strebt die Steigung im Unendlichen somit gegen Null. Diese Entwicklung ist bei den zyklisch
betriebenen Speichern mit AT, > 0 K nicht gegeben. Durch die Umschaltvorgénge wird diese
Entwicklung wieder auf einen noch unbekannten Zeitpunkt 7,7 zuriickgeworfen. Je grofer
AT,, desto stirker wird die Entwicklung der Steigung zuriickgeworfen. Bei der Konfiguration
mit AT, = 10 K sind sehr viele Zyklen notwendig, bis ein quasistationdrer Zustand erreicht
st.



5 - Kennzahl zur Charakterisierung der Dynamik von Regeneratorspeichern 81

200 T T T T T T
Zeitliche Entwicklung des Temperaturgradienten
£ 160 s,.sw in der Temperaturschichtungszone 1
¥
~
z 120 —— AT e=0K 1
o R U T e — AT _e=10K
e 80 M|l AT_e=20K A
) N v ———-AT_e=30K
& a0 )RR ——AT_e=70K -
| i T‘"‘ 'LF:':' "L i ——— =
il :: 11 '.Ii R B RRtE R e T S w0
0 L IR A R I PR P O I O I A i
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4

Zeit / 1e6 * s

Abb. 5.15: Zeitliche Entwicklung der Steigung der Temperaturschichtungszone fiir verschiedene
zuldssige Anderungen der Austrittstemperatur

Ausgehend von der Annahme, dass die zeitliche Entwicklung der Steigung sg gy bei jedem
Umschaltvorgang auf einen Zeitpunkt 74, zuriickgeworfen wird, lasst sich nach Gleichung
(5.23) fiir den dimensionslosen Fall folgender Ansatz formulieren:

C;
sgpm(T) = —
VT +Toz
Durch Einsetzen von tgy fiir 7 lésst sich die Konstante Cg; eliminieren. Damit lésst sich die

zeitliche Entwicklung der Steigung s; gv(7) anhand der bekannten Steigung sg gy ausdriicken
durch

(5.22)

Tgm T Toz

segm(T) = Sgpm - (5.23)

T+ 7Tz
Um 7y7 zu ermitteln, wird die zeitliche Ableitung $g(r) der Steigung durch einen

Differenzenquotienten gebildet. Wird diese im Bereichsmittel 7gy gebildet, ldsst sich diese
umstellen.

: S¢BM Tgm T Toz SgBM
Sepm(Tem) = ——5—- s = (5.24)
(TBM + TO,Z) 2|TBM + TO,Z
Aus Gleichung (5.24) ergibt sich 7, 7 mit positivem tgy:
St BM
Toz = —TBgM — =—————— 5.25
0,Z BM 2. SE(TBM) ( )

Die dimensionslose Zeit 7oz ist damit ein Mal} fiir den Entwicklungsstand der Temperatur-
schichtungszone zu Beginn des neuen Zyklus. Sie ist stets groBer Null. Speichert man
zusitzlich zum SSF diese Grof3e, ldsst sich Gleichung (5.10) genauer durch

AQe - AQa M + TO,Z
ST,BM(T) = SSF :

1= 100%
ausdriicken. Allerdings muss Gleichung (5.12) jetzt iterativ gelost werden, da das gesuchte

7gm auch in s gy (7) enthalten ist. Alternativ kann tgy als zusitzliche Variable bei der
numerischen Berechnung gespeichert werden oder aus Gleichung (5.20) berechnet werden.

5.26
T+ 7oz ( )
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5.3.4 Vergleich mit der Approximationsmethode aus dem SSF

Die zuvor diskutierte Approximationsmethode aus dem SSF wird mit dem direkten Ergebnis
aus der numerischen Simulation verglichen. Hierzu werden die Auslegungsparameter
zuldssige Anderung der Austrittstemperatur AT,, Partikeldurchmesser dpge und
Querschnittsfliche A, eines Schiittspeichers wvariiert. AnschlieBend wird die mittlere
prozentuale Abweichung der zeitlichen Verlaufe der Austrittstemperaturen nach

Te
100 % K
= OZ 1 — —tausert (5.27)
Nq ) gf,aus,num

berechnet. Dabei ist n, die Anzahl der Zeitschritte. Tabelle 5.3 gibt die minimale und
maximale Abweichung, die Standardabweichung o und die mittlere Abweichung an. Alle
Angaben sind in Prozent.

Tabelle 5.3: Mittlere prozentuale Abweichung vom tatséchlichen Temperaturverlauf fiir verschiedene
Berechnungsmethoden des zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur aus dem SSF

TgM,¢ TBM,num TBM,erfinv

Min Max o € Min Max o € Min Max o €

StBMkonst 0,27 9,73 2,13 3,55 0,02 1,96 0,40 0,63 0,02 4,27 0,72 0,71 %
SteMse 0,45 9,63 2,19 4,01 0,03 1,85 0,41 0,46 0,02 6,19 1,19 0,79 %

Wird tgy iiber die Bewegungsgeschwindigkeit ¥ der Temperaturschichtungszone berechnet,
ergibt sich eine maximale mittlere Abweichung vom tatsdchlichen Temperaturverlauf von fast
10 % bei einem konstanten Wert fiir die maximale Anderungsrate s pgy. Durch die
Anwendung des Korrekturterms aus Gleichung (5.26) ldsst sich keine Verbesserung erzielen.
Die Bewegungsgeschwindigkeit der Temperaturschichtungszone eignet sich demnach nicht
als Berechnungsgrundlage. Hauptgrund fiir die Abweichung ist die fehlende Kenntnis der
exakten Anfangsposition &, des Bereichsmittels der Temperaturschichtungs-Zone. Hierauf
wird auch in [95] hingewiesen. Die Bewegungsgeschwindigkeit ¥ hingegen bleibt relativ
konstant.

Eine deutliche Verbesserung wird erreicht, wenn der tatsdchliche Zeitpunkt 7gy aus der
numerischen Berechnung herangezogen wird (TgMnpumsStBMkonst). Di€ maximale
Abweichung betrdgt hier nur noch 1,96 % und Ilédsst sich durch den Korrekturterm
(TBM,num'Sr,BM,SE) auf 1,85 % leicht verbessern. Das Histogramm in Abb. 5.16 schliisselt die

Genauigkeitsverteilung detaillierter auf. Durch den Korrekturterm verschieben sich mehr als
50 % der Messwerte in die Genauigkeitsklasse mit einer Abweichung unter 0,5 %.

Grofere maximale Abweichungen treten auf, wenn 7y aus Gleichung (5.12) berechnet wird.
Hierbei handelt es sich um einige Extremwerte, die mittlere Abweichung steigt nur
unwesentlich und bleibt unter einem Prozentpunkt. Der Korrekturterm fiithrt hier zu keiner
weiteren Verbesserung. Die Haufigkeitsverteilung ohne Korrekturterm (T erfinys St BM konst)
ist ebenfalls in Abb. 5.16 dargestellt. Die Abweichungen treten bei sehr kleinen
dimensionslosen Langen A < 2 auf. Beschrinkt man sich auf Werte A > 2, bleibt die
maximale Abweichung auch hier unterhalb von zwei Prozentpunkten.
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Abb. 5.16: Histogramm der prozentualen Abweichung des mittleren Temperaturverlaufs vom
tatsdchlichen Verlauf fiir verschiedene Berechnungsmethoden des zeitlichen Verlaufs der
Austrittstemperatur aus dem SSF

Abb. 5.17 zeigt die Verteilung aller Fehlerwerte {iber dem Wendepunkt tgy der
Fehlerfunktion. Liegt der Wendepunkt vor dem Ende des Entladevorgangs 7. und wird der
Zeitpunkt Ty puym herangezogen, so konnen sdmtliche Temperaturverldufe mit einer
Genauigkeit von unter einem Prozent berechnet werden. Liegt der Wendepunkt hinter dem
Ende des Entladevorgangs tgy > T, steigt der Fehler auf bis zu zwei Prozent an. Umgekehrt
dazu verhilt sich in diesem Fall der Fehler wenn Tgy erfiny verwendet wird. Hier bleibt der
Fehler oberhalb von ., unterhalb von einem Prozent.

I

157}
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BM,erfinv’ S7:,konst

Fehler / %
=

Fehler / %
N

05¢}

Berechnung tber Tamnum’ Stkonst

0 e 2 3 4 5 0 e 2 3 4 5
Wendepunkt der Fehlerfunktion Tam /- Wendepunkt der Fehlerfunktion /‘EBM /-

Abb. 5.17: Mittlere Abweichung des zeitlichen Verlaufs der Austrittstemperatur zwischen
numerischem und durch Angleichung der Fehlerfunktion berechnetem Verfahren. Links: Wendepunkt
als Stiitzstelle. Rechts: Endzeitpunkt als Stiitzstelle

Der Grund fiir die Abhédngigkeit der Genauigkeit vom Wendepunkt 7y der Fehlerfunktion
liegt in der sich aus dem Berechnungsverfahren ergebenden Position der Stiitzstellen. Ist der
Kurvenverlauf sehr flach, wie in Abb. 5.18a, dann fiihrt die Verwendung von Tgy erfiny dazu,
dass die Kurven zum Zeitpunkt 7, = 1 exakt zusammen fallen. Hierdurch ergibt sich
insgesamt eine bessere Ubereinstimmung. Ist der Kurvenverlauf sehr steil wie in Abb. 5.18b,
so fiihrt Tgy num Zu einem besseren Ergebnis, weil die Kurven genau zum Wendepunkt exakt
iibereinstimmen. Im Mittel ist hier die Ubereinstimmung besser.
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Abb. 5.18: Exemplarischer Vergleich der Wiedergabegenauigkeit des zeitlichen Verlaufs der
Austrittstemperatur fiir verschiedene Berechnungsmethoden. (a) Wendepunkt liegt weit hinter
Endzeitpunkt, (b) Wendepunkt liegt vor Endzeitpunkt

Zusammenfasend ldsst sich feststellen, dass die Bestimmung von tgy einen signifikanten
Einfluss auf das Ergebnis hat. Wegen der problematischen Definition der Anfangsposition &,
der Temperaturschichtungszone ist der direkte Ansatz deutlich genauer. Die Verbesserung
durch die Beriicksichtigung der zeitlichen Anderung der Steigung Segm(Tpy) ist ebenfalls
erkennbar, jedoch weniger ausschlaggebend. Da die Ablesegenauigkeit filir eine
vereinfachende Darstellung der Ergebnisse in Kennfeldern ausschlaggebender ist, kann auf
den Korrekturterm und die Darstellung von Tgy num verzichtet werden. In einer tabellarischen
Darstellung erscheint die Kombination aus numerisch berechnetem tgy n,m und der Angabe
des Korrekturterms sinnvoll.

5.4 Datenbasis zur Charakterisierung des Regeneratorspeichers

Im folgenden Abschnitt erfolgt nach der Spezifizierung der Randbedingungen eine
Parametervariation zur Auslegung verschiedener Regeneratoren. Die Ergebnisse werden in
Kennfeldern dargestellt und im Hinblick auf die zuvor beschriebenen Einflussgroflen
diskutiert.

5.4.1 Spezifizierung der zu untersuchenden Groflen

Die Einflussparameter fiir die Speicherauslegung werden im Folgenden diskutiert, um die
Problemstellung zu vereinfachen. Die Vorgaben der gasseitigen Temperaturen sowie des
gasseitigen Massenstroms fiir den Wirmeiibertrager gelten weiterhin auch fiir den
Regenerator. Dariiber hinaus ergeben sich zusétzliche Bedingungen.

Eintrittsrandbedingungen des Regenerators

Durch die zuvor festgelegte Abstufung der logarithmischen Temperaturdifferenz im
Warmelibertrager ergeben sich drei mogliche Eintrittstemperaturen beim Beladen fiir den
Regenerator. Diese liegen damit 10, 15 oder 20 Kelvin unterhalb der nominellen HTF-
Temperatur von 390 °C fiir das Olbasierte Kraftwerk, bzw. 510 °C fiir das salzbasierte
Kraftwerk. Bei einer Temperaturspreizung von 100 bzw. 200 Kelvin liegen die Eintrittstempe-
raturen beim Entladen entsprechend unterhalb der Eintrittstemperaturen beim Beladen. Als
Starttemperatur wird die Entladetemperatur gewéhlt.
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Der Annahme konstanter Randbedingungen liegen einige grundlegende Vereinfachungen
zugrunde:

Vernachlissigung der Temperaturerhdhung des Ventilators: Zur Uberwindung der
Druckverluste im Wairmelibertrager und Regenerator findet eine entsprechende
Druckerhohung des ZWT im Ventilator statt. Durch die Kompression erhoht sich die
ZWT-Temperatur an dieser Stelle. Beim Beladen des Regenerators fiihrt dies zu einem
Anstieg der ZWT-Eintrittstemperatur in den Wérmeiibertrager, wodurch sich die
ZWT-Austrittstemperatur geringfiligig an die HTF-Eintrittstemperatur anndhern wird.
Der Regenerator wird somit mit hoherer Temperatur beladen. Beim Entladen des
Speichers fiihrt die Temperaturerhohung des Ventilators zu einem Anstieg der ZWT-
Eintrittstemperatur in den Regenerator. Damit kann der Regenerator ldnger entladen
werden, bis die vorgegebene zulissige Anderung der Austrittstemperatur erreicht wird.
Grundsitzlich féllt dieser Effekt mit zunehmenden Druckverlusten stirker aus. Somit
ist nicht die gesamte elektrische Antriebsenergie verloren, sondern wird dem Regene-
rator in Form von Wiarme wieder zugefiihrt.

Konstante HTF-Eintrittstemperatur beim Entladen: In Verbindung mit einem realen
Kraftwerksblock wird dessen Austrittstemperatur mit sinkender Eintrittstemperatur
ebenfalls abfallen. Dieser Effekt tritt besonders bei groBeren Anderungen der Regene-
ratoraustrittstemperatur auf. Dies fiihrt dazu, dass beim nachfolgenden Beladevorgang
die Regeneratoraustrittstemperatur zundchst sehr gering ist. Da die zur Verfiigung
stehende Leistung konstant ist, muss daher fiir eine bestimmte Zeit der Massenstrom
reduziert werden. Daher ist bei groBeren zuldssigen Anderungen der Austrittstempera-
tur tendenziell von einem zusitzlichen Verlust auszugehen.

Konstante logarithmische Temperaturdifferenz im Wairmeibertrager: Mit den
variablen Randbedingungen éndert sich auch der Wirkungsgrad des Wérmeiibertra-
gers. Bei verringertem Massenstrom wihrend des Beladens wiirde sich die ZWT-
Temperatur stirker an die HTF Temperatur annidhern.

Fiir den Ventilator wird wie bei der Auslegung des Wérmeiibertragers ein Gesamtwirkungs-
grad von 80 % angenommen. Folgende Tabelle fasst die Auslegungsrandbedingungen
zusammen.

Tabelle 5.4: Ubersicht der wesentlichen Prozessparameter des Regenerators

CF-VP1 CF- HTS Einheit

Thermische Leistung 10 20 MW
Anzahl Module 14 14 -
Beladetemperatur ZWT 380/375/370  500/495/490 °C
Temperaturanderung 100 200 K
Massenstrom ZWT 94,8 93,5 kg/s
Elektrischer Ventilatorwirkungsgrad 80 80 %

Zuliissige Anderung der Austrittstemperatur

Die Bedeutung der zuldssigen Anderung der Austrittstemperatur wurde im vorherigen Kapitel
erortert. Diese ist daher einer der Auslegungsparameter und wird im Bereich von 10 bis 90 %
variiert.
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Eigenschaften des Besatzmaterials
Die infrage kommenden Besatzmaterialien wurden in Kapitel 2.3.1 vorgestellt. Es ergeben
sich die folgenden charakteristischen Gréf3en:

e Die geometrischen Abmessungen der Formsteine (FS) werden vollstindig durch die
Porositdt € und den hydraulischen Durchmesser dy,q der Stromungskanéle charakteri-
siert. Fiir die Formsteine wird, zur Sicherstellung einer ausreichenden mechanischen
Festigkeit, eine Mindeststegbreite von 5 mm vorgegeben.

e Die Geometrie von Platten ist vollstindig iiber die Porositét € und die Plattendicke bp
definiert. Fiir die Platten wird wegen einer moglichen Rissbildung des Betons eine
Mindeststiarke von 10 cm vorgegeben.

e Fiir Schiittungen wird eine feste Porositdt von 38 % angenommen. Somit bleibt zur
vollstindigen Charakterisierung nur der Partikeldurchmesser dp,,+ des Schiittungsma-
terials. Eine geringere Porositét lieBe sich durch Mischung unterschiedlicher Partikel
erreichen. Dies hidtte zwei Nachteile: Erstens wiirde die thermische Trigheit der
groferen Partikel weiterhin dominieren und zweitens wiirden die Druckverluste
signifikant zunehmen.

Die charakteristischen Léngen dyyq4, bp und dp,,e werden im Folgenden als d,¢ bezeichnet.

Durch die Wahl des Materials sind die Stoffeigenschaften festgelegt. Die betrachteten
Bereiche sind Tabelle 5.5 zu entnehmen.

Geometrie des Speicherbehiilters

Die Querschnittsfliche des Speicherbehilters ist die letzte wesentliche Einflussgrofle des
Regenerators und wird daher ebenfalls variiert. Die Linge des Regenerators ergibt sich aus
der Optimierungsrechnung.

5.4.2 Nebenbedingungen

Im Gegensatz zum Wirmeiibertrager sind keine Nebenbedingungen vorhanden. Die zulédssige
Anderung der Austrittstemperatur stellt lediglich die Umschaltbedingung fiir den Regenerator
dar. Daher muss sie nicht als Nebenbedingung vom Optimierungsalgorithmus beriicksichtigt
werden. Da die Berechnung mehrerer Zyklen bis zum eingeschwungenen Zustand ohnehin
sehr zeitaufwindig ist, wiirde die Einfithrung weiterer Nebenbedingungen (z.B. Einhaltung
eines Druckverlusts) zu inakzeptablen Rechenzeiten fiihren.
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5.4.3 Mathematische Problemstellung

Folgende Tabelle fasst die Auslegungsparameter eines sensiblen Feststoffspeichers
zusammen.

Tabelle 5.5: Ubersicht der wesentlichen Systemparameter eines sensiblen Feststoffspeichers

Grofle PB FS P Einheit
Einflussgrofien
Thermische Leistung 10 MW
Nomlnnelle l?mtrlttstemperatur HTF in 510 /390 390 oC
den Wirmeiibertrager
Temperaturdnderung 200/ 100 100 K
Volgmetrlsche'Warmekapaznat des ie nach Material MI/mPK
Speichermaterials
Wiarmeleitfahigkeit des Speichermaterials je nach Material W/mK
Art des eingesetzten

. - - Luft -
Zwischenwarmetragers
Zulissige Anderung der Austritts-

10-90 %

temperatur aus dem Regenerator
Freier Querschnitt des Speicherbehélters 100 — 1000 m?
Charakteristische Grof3e des

i . 10-150 mm
Speichermaterials
Porositdt des Speichermaterials 38 20/30/40/50 %
Mindeststiarke des Materials - 5 100 mm
Einzuhaltende Bedingung
Periodendauer Beladevorgang 8 h

Im Gegensatz zur Auslegung des Wirmeiibertragers findet keine Optimierung von
Einflussgrofen statt. Der Minimierungsalgorithmus wird in dieser Arbeit stattdessen dazu
eingesetzt, die vorgegebene Beladedauer einzuhalten. Dadurch vereinfacht sich die
mathematische Problemstellung erheblich. Das Verhalten des Regenerators wird durch eine
Funktion fReq(KReg Kvars Lreg) ausgedriickt. Der Vektor Kgeg umfasst die zuvor diskutierten

konstanten EinflussgroBen. Der Vektor Kya, = (ATeng, Ao, drep, €)T beinhaltet die im Rahmen
der Parameterstudie variierten EinflussgroBen. Die zuldssige Menge F < D wird durch
praktische Uberlegungen begrenzt. Die Funktion f* liefert als zu minimierende GroBe das
Skalar F*, welches der Differenz aus der sich ergebenden Periodendauer teg,(x) beim

Beladen des Speichers und der Sollvorgabe t, s, o1 €ntspricht. Somit ist F* hier definiert als
F*= tesp (x) — lesp,soll = r;gj{} fr(x). (5.28)

Das Minimierungsproblem wird dazu genutzt, einen moglichst kurzen Regenerator zu finden,
der die gewiinschte Speicherzeit einhélt. Sofern die zuldssige Menge F < D aufgrund
widerspriichlicher Eingabeparameter nicht physikalisch unsinnig definiert wurde, ist das
Ergebnis stets eindeutig. Durch die starke Vereinfachung kann das rechenaufwéndige Problem
nach dem Nelder-Mead Simplex Verfahren [55] gelost werden.
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5.4.4 Diskussion der Charakteristik des Regeneratorspeichers

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Speicherauslegung in Kennfeldern dargestellt und
anschlieBend diskutiert. Da nicht sdmtliche Einflussgroen in einem Kennfeld dargestellt
werden konnen, missen mehrere zweidimensionale Kennfelder betrachtet werden. Die
Querschnittsfliche des Regenerators hat den groften Einfluss auf dessen spétere Gestaltung.
Daher werden Kennfelder fiir verschiedene Querschnittsflichen miteinander verglichen. Ziel
dieses Kapitels ist es, die verschiedenen Einfliisse auf die Speicherauslegung zu diskutieren.
Eine Bewertung sowie der Ausschluss impraktikabler Werte, wie z.B. ein zu grofler Speicher,
zu geringe oder zu hohe Druckverluste, findet erst im nachfolgenden Kapitel 6 statt. Da sich
die Ergebnisse bei einer Erhohung des Temperaturniveaus qualitativ nicht unterscheiden,
findet die folgende Diskussion am Beispiel der Konfigurationen fiir das dlbasierte Kraftwerk
statt.

Basaltschiittung

Abb. 5.19 zeigt die erzeugten Druckverluste, den SSF sowie die Gesamtmasse bei Variation
der zuldssigen Austrittstemperatur und des Partikeldurchmessers fiir den Temperaturbereich
eines auf Thermool basierenden Kraftwerks. Dabei zeigt die linke Abbildung die Ergebnisse
fiir einen schmalen Regenerator mit einer Querschnittsfliche von 200 m* und die rechte
Abbildung die Ergebnisse bei 1000 m”. Entsprechend den Auslegungsrandbedingungen wurde
der Regenerator im eingeschwungenen Zustand betrieben und auf eine nominelle Leistung
von 10 MWy, ausgelegt. Die Temperatur wurde zwischen 275 °C und 375 °C variiert. Die
Lange wurde so angepasst, dass sich exakt acht Stunden Beladedauer ergeben.

Im direkten Vergleich der Regeneratoren mit unterschiedlichen Querschnittsflichen zeigen
diese qualitativ dhnliche Kurvenverldufe, jedoch auf unterschiedlichen Niveaus. Die
notwendige Masse des Regenerators ist bei kleinerer Querschnittsfliche und sonst gleichen
Bedingungen geringer, da aufgrund der hoéheren Stromungsgeschwindigkeit der
Wirmeiibergang besser ist. Gleichzeitig sind auch die Druckverluste gréfer. Sehr hohe
Druckverluste tiber 2000 Pa sind als unwirtschaftlich anzusehen, da — bezogen auf das
Referenzkraftwerk mit vierzehn Modulen — zu deren Uberwindung bereits iiber 5 MW
elektrische Antriebsleistung filir den Ventilator notwendig wéren.
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Abb. 5.19: Druckverluste, Steinmasse und SSF einer Basaltschiittung mit 200 m*> Querschnittsfliche
(links) und 1000 m* Querschnittsfliche (rechts)

Bei ndherer Betrachtung der Speichermasse ergeben sich zwei erkennbare Abhéngigkeiten.
Die erste wurde bereits in Kapitel 5.1. erldutert: Wird eine hohere Anderung der
Austrittstemperatur zugelassen, so verbessert sich die Ausnutzung des Regenerators und
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dieser kann kiirzer ausgefiihrt werden. Die zweite Abhingigkeit ist hingegen bilateral nicht
nur vom (Partikel-) Referenzdurchmesser, sondern auch von der Anderung der Austrittstem-
peratur abhingig. Bis etwa 70 % zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur A, ist
aufgrund des schlechteren Wiarmetibergangs bei groferen Partikeln auch mehr Steinmasse
notwendig. Folglich steigt die notwendige Lénge des Regenerators. Abb. 5.20a zeigt zur
Veranschaulichung exemplarisch die Verldaufe der Austrittstemperatur fiir einen Regenerator
mit 1000 m? Querschnittsfliche und verschiedenen Partikeldurchmessern bei nur 10 %
zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur. Beide Kurven zeigen einen flachen Verlauf, bei
groflen Partikeln ist aufgrund des schlechten Warmeiibergangs jedoch mehr als die dreifache
Regeneratorldnge notwendig. Ab 70 % A8, kehrt sich dieses Verhalten in das Gegenteil um.
Abb. 5.20b zeigt das Ergebnis bei 90 % zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur. Bei
grofBen Partikeln ist ein sofortiger Abfall der Austrittstemperatur zu erkennen. Deswegen wird
von Anfang an relativ wenig Wiarme {bertragen und es kann mit einem sehr kurzen
Regenerator die Austrittstemperatur fiir acht Stunden iiber dem zuldssigen Wert gehalten
werden. Die mittlere Leistungsabgabe des Regenerators ist allerdings sehr gering. Bei kleinen
Partikeln hingegen féllt nach etwa 70 % der Entladezeit die Austrittstemperatur sehr stark ab,
und aufgrund des starken Gradienten wird schnell die zuldssige Austrittstemperatur
unterschritten. Daher ist die notwendige Speicherlédnge in diesem Fall etwa doppelt so groB3.
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Abb. 5.20: Zeitlicher Verlauf der Austrittstemperatur fiir einen Regenerator mit 1000 m’
Querschnittsfliche und verschiedenen Partikeldurchmessern. (a) 10 % zuldssige Anderung der
Austrittstemperatur, (b) 90 % zuléssige Anderung der Austrittstemperatur

Der Vergleich zwischen Speicherldnge und dem Verlauf der Austrittstemperatur zeigt bereits
die komplexen Zusammenhinge zwischen diesen beiden GroBen auf. Erlaubt der
nachgeschaltete Prozess keine groflen Temperaturdnderungen (vgl. Abb. 5.20a), muss dies
durch einen relativ langen Regenerator (und damit viel Material) erreicht werden. Kleine
Partikel ermdglichen weitere deutliche Einsparungen. Sind auch groflere Gradienten méglich
(vgl. Abb. 5.20b), kann der Regenerator um ein vielfaches kleiner ausgefiihrt werden.
Kleinere Partikel fiihren nicht zwangsldufig zu Materialeinsparungen, jedoch immer zu einem
deutlich langeren konstanten Verlauf der Austrittstemperatur. Dies zeigt sich auch an den
hohen Werten fiir den SSF.

Werden zu der Betrachtung die zeitlich gemittelten induzierten Druckverluste hinzu gezogen,
ergeben sich jedoch bei langen Besédtzen hohere Druckverluste. Insbesondere die fiir den
Verlauf der Austrittstemperatur vorteilhaften, geringen Partikelgrofen verursachen besonders
hohe Druckverluste. Diese Zusammenhinge lassen sich qualitativ unabhéngig von der
betrachteten Querschnittsfliche beobachten. Die Querschnittsfliche wirkt sich nochmals
deutlich auf das Niveau der Druckverluste und auf das Speichervolumen aus. Bei sehr grof3en
Querschnittsflichen des Regenerators ergeben sich extrem niedrige Druckverluste (<10 Pa).
In diesen Fillen wiren konstruktive Maflnahmen fiir eine gleichmiBige Verteilung der
Stromung tiber den Querschnitt notwendig.
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Formsteine

Fiir Formsteine ergibt sich gegeniiber der Schiittung durch die Porositit ein zusitzlicher
Freiheitsgrad. Abb. 5.21 zeigt dhnlich zur Schiittung zwei Kennfelder, diesmal mit 100 m?
und 500 m® Querschnittsfliche. Statt eines Partikeldurchmessers wird der hydraulische
Durchmesser von 5 bis 50 mm variiert. Die Porositét ist mit 40 % etwa gleich der der
Schiittung. Auch die qualitativen Verldufe der Kurven gleichen denen der Schiittung. Bei
Betrachtung der Druckverluste fillt auf, dass diese trotz halbierter Querschnittsflache in etwa
auf dem gleichen Niveau liegen. Die notwendige Linge des Regenerators ist aufgrund des
schlechteren Warmelibergangs trotz halbierter Querschnittsfliche mehr als doppelt so lang.
Der schlechte Wiarmelibergang zeigt sich auch an den Werten fiir den SSF, die weitaus
niedriger als beim Schiittspeicher sind und teilweise sogar im negativen Bereich liegen.
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Abb. 5.21: Druckverluste, Steinmasse und SSF eines Regenerators mit Klinker-Formsteinen mit 100
m’® Querschnittsfliche (links) und 500 m* Querschnittsfliche (rechts) und 40 % Porositit

Betonplatten

Aufgrund der Einschriankungen bei den Betonplatten ergeben sich deutlich schlechtere
Leistungswerte gegeniiber den Formsteinen. Durch die Annahme einer Plattenstruktur und der
Begrenzung durch eine Mindestdicke verringert sich die wérmeiibertragende Oberflache
nochmals deutlich. Dies duflert sich in einem vergleichsweise sehr hohen Materialbedarf und
damit einer sehr groBBen Speicherldnge. Aus diesem Grund werden Betonplatten nicht weiter
betrachtet.
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Abb. 5.22: Druckverluste, Steinmasse und SSF eines Regenerators mit Betonplatten mit 50 m’
Querschnittsfliche (links) und 150 m* Querschnittsfliche (rechts) und 30 % Porositt

Zusammenfassung

Die abschlieende Bewertung der drei wesentlichen Groflen Geometrie des Speicherbehilters,
Druckverluste und Austrittstemperatur ldsst sich nur anhand einer Kostenrechnung in
Verbindung mit dem nachgeschalteten Prozess durchfiihren. Dabei muss auch die treibende
Temperaturdifferenz im Wairmeiibertrager Dberiicksichtigt werden. Samtliche hierfiir
benotigten Informationen sind in den gezeigten Kennfeldern enthalten:

e Aus Querschnittsfliche, Material, Porositit und Steinmasse ergibt sich die Geometrie
des Speicherbehilters zur Berechnung der Investitionskosten

e Anhand der Partikelgeometrie kann eine Auswahl des Besatzmaterials erfolgen.
Hierbei kann auch direkt auf moglicherweise vor Ort vorhandenes Besatzmaterial
zurlickgegriffen werden, sodass sich weitere Kostenersparnisse ergeben (Local Share)

e Aus den Druckverlusten und dem sich aus der nominellen Leistung ergebenden
Massenstrom wird der Energiebedarf berechnet

e Die zulissige Anderung der Austrittstemperatur in Verbindung mit dem SSF erlaubt
eine priazise Rekonstruktion des Austrittstemperaturverlaufs aus dem Regenerator.
Durch Subtraktion der logarithmischen Temperaturdifferenz des Wéarmeiibertragers
ergibt sich die Austrittstemperatur des HTF und damit die Energieabgabe

e Die Auslegung aller Konfigurationen auf eine nominelle Speicherleistung und gleicher
Speicherzeit ermdglicht es die Ergebnisse untereinander zu vergleichen.

Die hier vorgestellte Methodik der Speicherauslegung bildet somit die Grundlage fiir eine
kompakte Datenbasis, die es ermdglicht, eine Kostenrechnung ohne erneute und aufwéndige
numerische Simulation durchfiihren zu kénnen. Allerdings wurden vereinfachend konstante
Randbedingungen angenommen, die aus dem Kraftwerksprozess abgeleitet wurden. Im
nichsten Kapitel erfolgt daher zusétzlich, zum Vergleich, eine aufwindigere Betrachtung in
direkter Wechselwirkung mit dem Kraftwerksprozess.
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6 Dynamik des Gesamtsystems

In einem letzten Schritt sollen verschiedene CellFlux-Konfigurationen bewertet werden.
Dabei werden zwei verschiedene Methoden angewandt und miteinander verglichen.
AbschlieBend erfolgt die Betrachtung einiger Konfigurationen mit einem detaillierten
Simulationsmodell.

6.1 Einleitung und Vorgehen

Zundchst werden bisherige Arbeiten zur Auslegung von Regeneratorspeichern vorgestellt.
Darauf aufbauend erfolgt die Definition der fiir diese Arbeit gewdhlten Methodik.

6.1.1 Literaturiibersicht

In der Literatur finden sich einige Verdffentlichungen, die sich mit der Optimierung eines
Regeneratorspeichers befassen.

Fiir Betonregeneratoren sind die dlteren Arbeiten von Dinter [25] und Ratzesberger [27] zu
erwihnen. Die Methodik von Dinter ist eine Variation einiger Geometriegrolen und der
Berechnung der entstehenden Investitions- und Betriebskosten unter der Annahme
festgelegter Randbedingungen. Ratzesberger wendet die gleiche Methode an, fiihrt jedoch
abschlieBend mit einem gleichungsbasierten Kraftwerksmodell eine Jahresertragsrechnung
durch. Garcia & Mitsos [96] fiihren eine umfassende Parameterstudie durch, die Optimierung
findet auch hier bei konstanten Ein- und Austrittsbedingungen statt.

Fiir gasdurchstromte Feststoffregeneratoren wurden ebenfalls einige Optimierungsrechnungen
durchgefiihrt. Taut [20] optimiert einen Regeneratorspeicher aus keramischem Speichermate-
rial mit Stromungskanilen. Die Optimierung findet bei konstantem Druckverlust und
konstanten Ein- und Austrittsbedingungen statt. Als Bewertungsgrundlage wird die
gespeicherte, thermische Energie herangezogen. Die Ergebnisse werden einer speziellen
Regeneratorkonfiguration verglichen, bei denen ein Phasenwechselmaterial an den
Regeneratorenden eingesetzt wird. Der Einsatz von Phasenwechselmaterialien soll aufgrund
deren isothermen Verhaltens die Austrittstemperatur aus dem Regenerator stabilisieren. Dabei
ist die Vergleichsgrundlage jedoch ein rein sensibler Regenerator mit sehr geringem
Ausnutzungsgrad. Entsprechend positiv ist der Stabilisierungseffekt, wodurch der
Ausnutzungsgrad um einen Faktor von 2-3 verbessert wird. Gamisch [97] zeigt, dass im
Vergleich zu einem optimal ausgelegten, rein sensiblen Regenerator dieser Mehrgewinn
jedoch weit darunter liegt. Unter Beriicksichtigung der Mehrkosten fiir das Phasenwechselma-
terial erscheint diese Mallnahme sogar unwirtschaftlich. Zangeneh et al. [22] legen einen
Schiittspeicher mit 650 °C Maximaltemperatur fiir einen Clausius-Rankine Prozess aus. Fiir
die Auslegung werden feste Be- und Entladezeiten sowie konstante Eintrittstemperaturen
wiahrend des Be- und Entladevorgangs angenommen. Die Bewertung findet abschlieSend
anhand eines energetischen Wirkungsgrades statt. Hinchen et al. [60] flihren eine &dhnliche
Parameterstudie fiir einen Schiittspeicher mit 800 Kelvin Maximaltemperatur durch. Die
Methodik entspricht der von Zanganeh et al. Die Autoren Adebiyi et al. [21] fithren Versuche
zur Validierung eines numerischen Modells mit einem kleinen Schiittspeicher von 60 cm
Linge und 15 cm Durchmesser durch. In einer Parameterstudie werden Massenstrom,
Eintrittstemperatur und Bettldnge variiert. Die Speicher werden mit einer Energiemenge von
100 kWh beladen und bis zu einer vorgegebenen Austrittstemperatur entladen. Der
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Partikeldurchmesser wird nicht variiert. Die Bewertung findet anhand eines energetischen und
eines exergetischen Wirkungsgrades statt. McTigue et al. [98] legen einen Regenerator fiir
einen Strom-Wairme-Strom Speicher aus und bewerten diesen anhand exergetischer
Kennzahlen.

Li et al. [95] stellen eine Methodik basierend auf generalisierten Kennfeldern zur Auslegung
von Fliissigsalz-Thermocline Speichern vor. Als Bewertungsgrundlage wird die entnommene
Energie auf die in der gleichen Zeit einem idealen Speicher entnehmbare Energie bezogen. Es
werden konstante Stoffwerte und Eintrittsbedingungen angenommen. Parasitire Verluste
werden dabei vernachléssigt. Bayon et al. [93] parametrisieren eine analytische Gleichung zur
Beschreibung des Temperaturprofils eines Thermocline-Tanks mit Fliissigsalz als
Wirmetrdger. Dies geschieht mit der numerischen Losung eines Eingleichungsmodells.
Dieser Ansatz ldsst nur bedingt auf gasdurchstromte Regeneratorspeicher iibertragen, da bei
den Umschaltvorgingen starke Abweichungen von der analytischen Losung auftreten.
Biencinto et al. [94] verdndern diesen Ansatz durch &quivalente Temperaturprofile und
untersuchen den Einfluss verschiedener Be- und Entladestrategien auf das Betriebsverhalten
im Verbund mit einem Kraftwerk.

6.1.2 Bedeutung einer gesamtheitlichen Betrachtung

Frithe Arbeiten iiber sensible Regeneratorspeicher gehen auf die Auslegung von
Winderhitzern zuriick [40], [99]. Die Auslegung erfolgt hierbei unter energetischen
Gesichtspunkten und mechanischen Stabilitdtskriterien. Erkenntnisse, die diese Art von
Speichern betreffen, lassen sich nicht auf Systeme zur Speicherung von Exergie fiir den
Einsatz in Kraftwerksprozessen iibertragen. In einem Vergleich zeigt z.B. Krane [100] am
Beispiel eines sensiblen Speichers mit fliissigem Warmetrdger, dass ein nach dem ersten
Hauptsatz der Thermodynamik ausgelegter Speicher iiber 70 % seiner enthaltenen Exergie
wihrend des Betriebs verlieren kann. Mit dem Aufkommen von Regeneratorspeichern als
Speicher fiir thermische Energie zur Verstromung wurden erstmals auch exergetische
Bewertungen durchgefiihrt. Erste Arbeiten wurden von Béjan [101] verdffentlicht, eine
ausfiihrliche Darstellung erfolgt in [15].

Eine rein exergetische, auf der Entropieproduktion (vgl. Kapitel 6.3.2) basierende Bewertung
wird stets zu dem trivialen Ergebnis fithren, die Druckverluste und treibenden Temperaturdif-
ferenzen zu minimieren. Tabelle 6.1 zeigt exemplarisch einige Speicherkonfigurationen mit
gleicher Querschnittsfliche, welche zyklisch betrieben und iiber einen Zeitraum von acht
Stunden mit 10 MW thermischer Energie geladen wurden. Die Exergieverluste im
Regenerator durch treibende Temperaturdifferenzen und durch Druckverluste sind in etwa in
der gleichen GroBenordnung und beeinflussen sich gegenseitig. So verursachen groflere
Partikel zwar geringere Druckverluste, gleichzeitig jedoch einen hoheren thermischen
Widerstand. Demnach wire — exergetisch betrachtet — Speicher #1 den {ibrigen vorzuziehen.
In vielen Veroffentlichungen werden daher weitere Randbedingungen eingefiihrt, wie z.B. ein
vorgegebenes Speichervolumen. Hierdurch ist die Problemstellung deutlich eingeschrinkt
sodass sich—anhand einer rein exergetischen Betrachtungsweise —lokale Optima
identifizieren lassen.

Eine weitere Moglichkeit ist durch Bilanzen die ein- oder austretenden Exergiestrome zu
betrachten. Zum Beispiel zeigt White [102], dass zwischen den Ursachen fiir Entropieproduk-
tion differenziert werden muss und schligt den beim Beladeprozess auftretenden
Temperaturanstieg den Exergieverlusten zu. Durch die Einfiihrung dieser Randbedingungen
ergeben sich Exergieverluste, die sich gegenseitig beeinflussen, so dass sich meist ein lokales
Minimum identifizieren lasst. Auf diese Art und Weise lassen sich zuverldssig Optima
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auffinden. Auf obiges Beispiel iibertragen, weist Speicher #2 die geringsten exergetischen
(Gesamt-)Verluste auf.

Tabelle 6.1: Beispielkonfigurationen fiir die exergetische Bewertung von Speichern

Grolle Speicher #1 #2 #3

Thermische Leistung QO 10 10 10 MW
Beladedauer te 8 8 8 h
PartikelgrofBBe dpart 45 45 25 mm
Regeneratorldnge Lgeg 5,47 10,21 2,87 m
Log. Temperaturdifferenz

im Warmeiibertrager ATog 20 20 10 K
Zulassige Anderung der -\ 2020 10/10 5050 %
Austrittstemperatur

Exergieverlust durch irre- AETT L 112,9 54,6 140,5 kKWh
versible Entropieproduktion i;r

im Regenerator AEy pp 80,8 150,7 89,0 kWh
Zwischensumme AE{',” 193,7 205,3 229.5 kWh

Exergieverlust durch Aus- B
trittsverluste im Regenerator AEV aus 18470 9977 3383,2  kWh

Gesamtsumme AEy ges 2040,7 1148.,4 3612,7 kWh

Stromproduktion

(bei 14 Modulen) Eq 268,7 270,3 319,0 MWh

Wie der geringere Exergieverlust von Speicher #2 zu bewerten ist bleibt vage, da die Exergie
zunédchst keine wirtschaftliche Relevanz hat. Immerhin bendtigt Speicher #2 etwa die
doppelte Steinmasse wie Speicher #1. Es ldsst sich nur ein relativer Vergleich anstellen, wie
z.B., dass Speicher #2 etwa die Hélfte des Exergieverlusts von Speicher #1 aufweist. Zieht
man einen nachgeschalteten Prozess zur Bewertung hinzu, wie z.B. einen Dampfkraftprozess
(vgl. Kapitel 2.1.2), so lésst sich die tatsdchlich produzierte Strommenge berechnen. Fiir die
erzeugte Strommenge wurde angenommen, dass vierzehn Module parallel geschaltet wurden
und die Riicklauftemperatur aus dem Kraftwerksprozess konstant bleibt. Somit fillt der
Unterschied zwischen den beiden Speicherkonfigurationen deutlich geringer aus.

Die Bedeutung einer gesamtheitlichen Betrachtung wird besonders im Vergleich mit Speicher
#3 deutlich. Dieser wurde iiber einen Wérmeiibertrager mit deutlich geringerer logarithmi-
scher Temperaturdifferenz von 10 statt 20 Kelvin an das Kraftwerk gekoppelt. Obwohl dieser
Speicher exergetisch betrachtet deutlich schlechter als die ersten beiden ist, kann mit diesem
weitaus mehr Strom produziert werden.

Nun besteht noch zusitzlich die Moglichkeit, die austretenden Exergiestrome aus dem
gesamten Speichersystem zu berechnen und zu vergleichen. In diesem Fall wire ebenfalls
Speicher #3 den ersten beiden iiberlegen. Allerdings haben kleine Temperaturunterschiede nur
einen geringen Einfluss auf den Exergiegehalt, jedoch einen groBen auf den Kraftwerkspro-
zess, da dieser dann im Teillastbetrieb arbeitet. Beispielsweise sinkt der Exergiegehalt eines
Thermodlstroms aus VP1 um etwa 10 %, wenn sich dieser von 390 °C auf 370 °C abkiihlt.
Die Stromproduktion, die bei nominellem Massenstrom mit beiden Olstrdmen mdglich wire
(vgl. Abb. 3.7), sinkt hingegen um etwa 16 %. Daher ldsst sich festhalten, dass eine
exergetische Betrachtung geeignet ist, um durch Vergleiche mogliche Potentiale zu erkennen.
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Eine Auslegung des Speichers anhand exergetischer Berechnungen ist jedoch schwierig, da
erst ein Zusammenhang zwischen Exergie und Kosten hergestellt werden muss.

6.1.3 Pareto Optimierung

Die Literaturiibersicht zeigt, dass die Auslegung und Bewertung von gasdurchstromten
Regeneratoren stets nur unter eingeschrinkten Randbedingungen durchgefiihrt wurde. In
dieser Arbeit werden daher zwei neue weiterfilhrende Ansitze verfolgt.

Erstens: In den meisten Verdftentlichungen werden konstante Randbedingungen aus einem
bestimmten Prozess abgeleitet. Dieses Vorgehen hat den Vorteil, das Speichersystem isoliert
betrachten zu konnen, da mogliche Wechselwirkungen mit dem Prozess auler Acht gelassen
werden. So lassen sich verschiedene Einfliisse, wie z.B. die Entwicklung der Temperatur-
schichtungszone oder geometrische GroBlen, anschaulich untersuchen. Weiterhin lassen sich
komplexere Systeme auf einzelne Teilsysteme reduzieren und bewerten. Im Gegensatz zu
abgeleiteten Randbedingungen kann das Speichersystem in direkter Verschaltung mit dem
nachgeschalteten Kraftwerksprozess betrachtet werden. Durch die dadurch entstehenden
variablen Randbedingungen wird eine realistischere Untersuchung des Speicherverhaltens
gewdhrleistet. Der Nachteil ist, dass sich die Ursachen einzelner Effekte schlechter
identifizieren lassen und somit die Komplexitidt erhoht wird. Daher sollen in dieser Arbeit
beide Konzepte auf das CellFlux-System angewandt werden und deren Eignung zur
Bewertung verglichen werden.

Zweitens: Um verschiedene Speicherkonfigurationen zu bewerten, wird héufig ein
Wirkungsgrad verwendet. Dieser allein ist jedoch nicht fiir eine wirtschaftliche Bewertung
ausreichend. Hierfiir sind vergleichbare BezugsgroBen und eine Information iiber die zu
erwartenden Investitionskosten notwendig. Um diese Vorgabe zu erfiillen, wird allen
betrachteten Speichersystemen das gleiche Energieangebot zur Verfiigung gestellt. Fiir jede
Konfiguration wird die daraus zuriickgewinnbare Exergie bzw. elektrische Energie, abziiglich
parasitdrer Verluste, ermittelt. Die hierfiir notwendigen Massen des Regenerators und des
Wirmeiibertragers erlauben eine nachtrigliche wirtschaftliche Bewertung. Die Einhaltung
dieser Randbedingung erfolgt durch einen Minimierungsalgorithmus.

Fiir festgelegte logarithmische Temperaturdifferenzen im Wirmeiibertrager lésst sich die
Menge aller Regenerator-Konfigurationen als zweidimensionale Ebene darstellen. Dies ist
exemplarisch in Abb. 6.1 dargestellt. Das Tupel aus Regenerator-Konfigurationen, welche die
jeweils geringstmogliche Masse zur Riickgewinnung einer bestimmten Energiemenge
erfordert, bildet das Pareto-Optimum. Alle Datenpunkte oberhalb dieser Kurve sind als
ineffizient anzusehen, alle darunter liegenden Punkte sind nicht erreichbar. Zudem wird in
jedem Diagramm das theoretische erreichbare Maximum eines perfekten Speichers ohne
logarithmische Temperaturdifferenz und ohne Druckverluste angegeben. Die durch den
Wirmetibertrager verursachten parasitéren Verluste sind den Ergebnissen iiberlagert. Die sich
so ergebende Verschiebung der Kurven ist fiir die Untersuchung im Kraftwerksverbund durch
die Pfeile gekennzeichnet.
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Abb. 6.1: Veranschaulichung der Pareto-Front

Die eingezeichneten Ausgleichskurven lassen sich nach Gleichung (6.1) korrelieren.

msp=a-exp<b-@>+c-exp<d-$) (6.1)

Dabei bezeichnet oy die Standardabweichung und ¥ den Mittelwert. Durch die Tabellierung
der Koeffizienten der Ausgleichskurven lassen sich die Ergebnisse leicht fiir eine
Wirtschaftlichkeits-Berechnung heranziehen und jederzeit neu bewerten.

6.2 Exergetische Bewertung mit abgeleiteten Randbedingungen

Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse der exergetischen Bewertung dargestellt und
diskutiert.

6.2.1 Beschreibung der exergetischen Bewertungsgrofie

Die exergetische Bewertung erfolgt durch die Bilanzierung der Exergiemengen und
Exergieverluste.

Sind die lokalen Temperaturdifferenzen und Druckverluste bekannt, lisst sich der zeitliche
Verlauf der Entropieproduktion und damit der Exergieverluststrom E, berechnen. Der
Exergieverluststrom entspricht der iiber den betrachteten Zeitraum produzierten Entropie
multipliziert mit der Umgebungstemperatur T,, in Kelvin. Integriert iiber die Zeit ist der
Exergieverlust AEy einer Systemkomponente

AEy = f E,dt = j T, - S'rdt. (6.2)

Entropierzeugung S findet im Wesentlichen durch zwei Effekte statt.
1. Abbau von Druckenergie durch Dissipation S

2. Eine treibende Temperaturdifferenz zwischen zwei Reservoirs bei der
Wairmetibertragung Si7 7

a. durch konvektive Warmetibertragung

b. im Inneren von Feststoffen durch Wérmeleitung
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Fiir den Regenerator erfolgt die Entropieproduktion hauptsidchlich durch Druckverluste. Diese
entspricht der Entropiednderung durch Druckénderung und berechnet sich unter Annahme
eines idealen Gases nach Gleichung (6.3). Dabei wird die Geschwindigkeitsdnderung durch
die Dichteédnderung vernachldssigt. Unter dieser Annahme ist die Zustandsédnderung isenthalp
und damit findet auch keine Temperaturdnderung statt.

$iteap = R In (2222) (63)
' Pein
Zusétzlich wird angenommen, dass die Verdichtung der Luft im Ventilator isentrop ablauft,

sodass die Entropieproduktion hier vernachldssigt werden kann. Der Exergieverlust durch
Wirmeiibertragung  S{%¥ wird nicht explizit berechnet. Dieser ist automatisch in der
Exergiebilanz enthalten. Die Exergie eines Enthalpiestromes E}, entspricht der Arbeit, die sich
bei einer reversiblen Uberfiihrung ins Gleichgewicht mit der Umgebung ergibt. Sie berechnet

sich demnach zu
Ey, =m(h — hy — Ty(s — s0) (6.4)

Uber Wirmeverluste an die Umgebung wird ebenfalls Exergie Eq transportiert, wobei T,, die
thermodynamische Mitteltemperatur bei der Warmeiibertragung ist.

L T,

Eq=0Q|1—5 (6.5)
Tm

Fiir das Speichersystem ldsst sich die Anderung der Exergie AEg,, tber die ein- und

ausgetretenen Exergiestrome des HTF und der Exergie der iibertragenen Wirme an die
Umgebung bilanzieren. Sie lautet

~

. - Ty
AEs, = f m (hHTF,ein — hyrFaus — Tu(SHTF,ein - SHTF,aus)) +Q(1- T_ dt. (6.6)

m

Fiir den zur Bewertung herangezogenen Exergieriickgewinnungsgrad Z wird die beim
Entladen des Speichers entnommene Exergie AEg, des HTF abziiglich des Exergieverlusts
AEy yent durch den Ventilator auf die anféngliche Exergie AE;, des HTF bezogen. Die
logarithmische Temperaturdifferenz im Wérmeiibertrager ist dabei enthalten. Zusitzlich
lassen sich die Anteile durch die parasitiren Verluste der Luftseite AEy wyijvent und der
Olseite AEy wi ppe hinzuziehen.

14
o AEg, —AEyRregvent AEvwivent T AEvwippe
AEa,O' AEa,O'

(6.7)

Die entnommene Exergie AEé’p ist der das Speichersystem verlassende Exergiestrom des HTF

n

Els(t), abziiglich dem konstanten eintretenden Exergiestrom EL,,

Entladezeit t,.”'.

integriert iiber die

tel!
8By = [ Bl = Binde (6.8)
0

Die anfingliche Exergie AE;, des HTF ergibt sich aus den konstanten, nominellen
Exergiestromen multipliziert mit der Beladezeit t,'.

AE;,O = (Ea’lus,nom - Eéin,nom) ’ te, (6-9)
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Der anteilige Exergieverlust des Regenerators der Luftseite AEy pegvent Summiert sich aus
den Exergieverlusten wihrend des Be- und Entladevorgangs, sowie dem Betrieb wéhrend der
Vorwarmung. Letztere ist in Kapitel 6.2.4 beschrieben. Analog wird der anteilige
Exergieverlust der Luftseite des Warmeiibertragers AEy wijven: berechnet. Allgemeingiiltig
werden die einzelnen Anteile nach Gleichung (6.3) wie folgt berechnet:

AEV,Vent = AE\,/,Vent + AE\,/’,Vent + AE\‘//,(\)/'revt\{t' (6'10)

Die olseitigen Exergieverluste entstehen in der Pumpe und im Wiarmelibertrager selbst.
Betrachtet man vereinfachend den Wirmeiibertrager ohne Ubertragung von Wirme, ergeben
sich zwei Energiebilanzen um die Pumpe (1 = 2) und den Wiarmeiibertrager(2 — 3). Dabei
sind mcy der gemittelte Warmekapazititsstrom des HTF, Ap die Druckidnderung und p die
mittlere Dichte. Mit der in der Pumpe zugefiihrten elektrische Leistung Pgjppe und dem

elektrische Wirkungsgrad 1) ppe ergibt sich

o my, AP
Pelppe * Mel,ppe = M [Cf (TZ - Tl) + F] (6.11)
Mit der Betrachtung des Wiarmeitibertragers ohne Zufuhr von Warme ergibt sich
S A
0 =m[c—f (T, —TZ)—FP]. (6.12)

Die Entropieproduktion in der Pumpe berechnet sich mit Gleichung (6.11) und (6.12) aus der
Entropiednderung einer idealen Fliissigkeit nach

. Tg Pel Ppe * Tlel,Ppe
SHT =mcln|= | =mcIn|1+———5—. 6.13
HTF,Ppe f <T1> f ( ThCTle ( )

Auch hier berechnet sich mit Gleichung (6.2) der anteilige Exergieverlust AEy yyppe der
Pumpe.

Der Exergieriickgewinnungsgrad ist damit eine dimensionslose Darstellung der
urspriinglichen Exergie. Abgezogen werden Exergieverluste durch die treibende
Temperaturdifferenz im Wairmeiibertrager, dem Temperaturabfall beim Entladen und der
Druckverluste des Ventilators. Zusitzlich konnen die Exergieverluste durch Druckverluste im
Wirmeiibertrager subtrahiert werden. In der Literatur findet sich hierfiir auch die englische
Bezeichnung ,,rational exergetic efficiency* [15].

Durch die isolierte Betrachtung konnen die zuvor durchgefiihrten Berechnungen des
Regeneratorspeichers mit Hilfe des SSF berechnet werden. Daneben muss jetzt auch die
logarithmische Temperaturdifferenz des Warmeiibertragers beriicksichtigt werden. Dadurch,
dass sich diese dndert, verdndert sich auch das Temperaturniveau im Regenerator. Demnach
misste flir jede Warmetibertrager-Konfiguration (mit ATy,e = 10 K, 15 K, 20 K) eine neue
Parameterstudie des Regenerators durchgefiihrt werden. Allerdings fithren leichte
Veridnderungen des Temperaturniveaus im Regenerator nur zu sehr geringen Unterschieden in
den Ergebnissen. Abb. 6.2 zeigt die relative Abweichung der berechneten Gesamtmasse des
Regenerators, wenn die Temperaturspanne ausgehend von 275-375 °C um fiinf Kelvin erhoht
wird. Grundlage ist die in Abschnitt 5.3.4 verwendete Parameterstudie. Demnach sind die
Unterschiede trotz variabler Stoffwerte sehr gering und die zeitlichen Temperaturverldufe
konnen problemlos um einige Kelvin herauf oder herunterskaliert werden, ohne relevante
Abweichungen zu erhalten.
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Abb. 6.2: Differenz der berechneten Massen des Schiittspeichers (PB) zwischen dem
Temperaturbereich 375-275 °C bzw. 380-280 °C

6.2.2 Variation der Querschnittsfliiche und des Besatzmaterials

In einer ersten Untersuchung wird der Einfluss der Querschnittsfliche auf den Exergiertick-
gewinnungsgrad untersucht. Ziel der Untersuchung ist es, den Parameterbereich
einzuschrinken. Die folgenden Untersuchungen basieren auf einer logarithmischen
Temperaturdifferenz von 15 Kelvin im Wérmetibertrager.

Thermoolbasiertes Kraftwerk

Abb. 6.3 zeigt die Exergierlickgewinnung fiir Schiittspeicher (Packed Bed) bei Variation der
Querschnittsflache. Der Anstieg der benétigten Speichermasse verlduft zunachst nahezu linear
mit der riickgewinnbaren Exergie und geht ab etwa 80 % in einen exponentiellen Verlauf {iber.
Ab einer Querschnittsfliche von 400 m? oder einer Massenflussdichte G unterhalb von etwa
0,25 kg/m’s ist nur noch ein geringer Einfluss des Regeneratorquerschnitts auf die
Exergieriickgewinnung zu beobachten. Daher erscheint eine weitere VergroBerung dieser tiber
400 m* hinaus nicht sinnvoll. Fiir den hier dargestellten Fall mit ATjog von 15 Kelvin im
Wirmeiibertrager liegt der maximale Exergieriickgewinnungsgrad bei 95,3 %, wenn keine
parasitdren Verluste des Warmetibertragers und des Regenerators vorhanden sind.
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Abb. 6.3: Exergieriickgewinnung in Abhingigkeit der minimal notwendigen Speichermasse. Variation
der Querschnittsfliche des Regenerators. Grundlage: Schiittspeicher fiir 61basiertes Kraftwerk

In einem nédchsten Schritt werden die Parameter, welche die Parcto-Front darstellen,
betrachtet. Hierzu wird die Querschnittsfliche des Regenerators auf 400 m” festgelegt. Die
genauen Einfliisse des Kurvenverlaufs sind in Abb. 6.4 dargestellt. Zunéchst verdoppelt sich
durch den linearen Verlauf die bendtigte Speichermasse von etwa 1500 t auf 3000 t bei einer
Steigerung des Exergieriickgewinnungsgrads von 60 % auf 80 %. Die Regeneratoren mit dem
geringsten Exergierlickgewinnungsgrad zeichnen sich durch maximale Partikeldurchmesser
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und maximale zulidssige Anderung der Austrittstemperatur aus. Bis etwa 72 % Riickgewin-
nungsgrad sinkt der Partikeldurchmesser auf die kleinsten Durchmesser von 20 mm ab,
wihrend die zuldssige Anderung der Austrittstemperatur auf dem maximalen Wert verharrt.
Die Verldufe der Austrittstemperatur entsprechen dabei der Darstellung in Abb. 5.20b. Ab
72 % Riickgewinnungsgrad sinkt die zuléssige Anderung der Austrittstemperatur, so dass sich
damit auch der Ausnutzungsgrad des Regenerators verringert. Durch die geringere zuldssige
Anderung der Austrittstemperatur steigt der Riickgewinnungsgrad weiter an. Oberhalb von
80 % beginnt eine exponentielle Verschlechterung des Ausnutzungsgrads, sodass
entsprechend lidngere Regeneratoren notwendig sind. Gleichzeitig steigen auch die
Druckverluste weiter an, sodass die riickgewinnbare Exergie vermindert wird. Letztendlich
muss die Speichermasse nochmals verdoppelt werden, um lediglich drei bis vier weitere
Prozentpunkte Exergie zuriickzugewinnen. Aus diesem Grund ist das wirtschaftliche
Optimum des Speichers um etwa 80 % Exergieriickgewinnungsgrad zu suchen. In diesem
Bereich betrigt die zulissige Anderung der Austrittstemperatur zwischen 40 % und 60 %. Der
Ausnutzungsgrad des Regenerators liegt bei iiber 80 %. Interessant ist hierbei, dass geringere
Partikeldurchmesser als 20 mm derart hohe Druckverluste verursachen, dass diese zu keiner
Zeit ein Optimum darstellen. Fiir die zuléissige Anderung der Austrittstemperatur konnen zwar
noch zwei weitere Konfigurationen mit einem Wert von 10 % und noch etwas groflerem
Riickgewinnungsgrad gefunden werden, die notwendige Speichermasse liegt hierbei jedoch
schon bei weit iiber 15000 t und wird deshalb verworfen. Dabei steigt der optimale
Partikeldurchmesser wieder leicht an.
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Abb. 6.4: Charakteristik des Schiittspeichers fiir thermodlbasiertes Kraftwerk bei 400 m’
Querschnittsflache

Abb. 6.5 zeigt den Einfluss des Speicherquerschnitts fiir die Formsteine. Hier ist bereits ab
einer Querschnittsfliche von 200 m” bzw. unterhalb einer Massenflussdichte von 0,5 kg/m’s
nur noch ein geringer Einfluss des Speicherquerschnitts erkennbar. Der Grund liegt in dem
deutlich niedrigeren Druckverlustniveau der Formsteine. Im Unterschied zur Schiittung ist der
Ubergang zum exponentiellen Anstieg nicht so deutlich begrenzt. Der Grund ist die minimale
Stegbreite I i, von fiinf Millimetern, die gemédll Gleichung (3.35) zu einem minimalen
hydraulischen Durchmesser fiihrt. Dadurch sind Druckverluste und Warmeiibergang starker
limitiert.
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Abb. 6.5:Exergieriickgewinnung in Abhingigkeit der minimal notwendigen Speichermasse. Variation
der Querschnittsfliche des Regenerators. Grundlage: Regenerator aus Formsteinen filir lbasiertes
Kraftwerk

Analog zu der Schiittung sind auch bei den Formsteinen &hnliche Beobachtungen zu machen.
Die Zusammenhinge sind in Abb. 6.6 dargestellt. Durch die Begrenzung der Stegbreite ist der
minimale hydraulische Durchmesser bereits bei geringeren Riickgewinnungsgraden erreicht.
Durch die frei wahlbare Porositdt € ergibt sich ein zusdtzlicher Freiheitsgrad. Ab etwa 68 %
Riickgewinnungsgrad stellen sich eine konstante optimale Porositit ¢ von 30 % und ein
hydraulischer Durchmesser von 14 mm ein. Offensichtlich ist genau diese Kombination einer
anderen aus groflerem hydraulischen Durchmesser und geringerer Porositit tiberlegen.
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Abb. 6.6: Charakteristik des Regenerators mit Formsteinen fiir thermodlbasiertes Kraftwerk bei
200 m” Querschnittsfliche

Abb. 6.7 zeigt den Riickgewinnungsgrad fiir Formsteine und Schiittung im Vergleich. Bei
alleiniger Betrachtung des Riickgewinnungsgrads und der Speichermasse bei vergleichbaren
Querschnittsflichen sind nur unterhalb von etwa 200 m’® die Formsteine gegeniiber der
Schiittung im Vorteil. Allerdings ist zu beriicksichtigen, dass Formsteine thermomechanisch
unproblematischer sind.
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Abb. 6.7: Vergleich der Querschnittsflichen zwischen Schiittung und Formsteinen im thermodlbasier-
ten Kraftwerk

Fliissigsalzbasiertes Kraftwerk

Abb. 6.8 zeigt den Exergieriickgewinnungsgrad eines Schiittspeichers fiir das salzbasierte
Kraftwerk. Die Bemessungsleistung ist mit 20 MW doppelt so hoch wie bei den Speichern fiir
das oOlbasierte Kraftwerk bei etwa gleichem Massenstrom. Der maximale Riickgewinnungs-
grad ist von 95,3 % auf 96,3 % gestiegen. Die erreichbaren Maximalwerte sind in der
gleichen Region wie beim thermodlbasierten Kraftwerk. Auffallig ist hier, dass der Einfluss
der Querschnittsfliche gegeniiber dem thermodlbasierten Kraftwerk geringer ist. Der Grund
hierfiir ist die mehr als doppelt so hohe Kraftwerksleistung. Da fiir beide Kraftwerke 14
Module benétigt werden, ist der Einfluss der Druckverluste geringer.
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Abb. 6.8: Exergieriickgewinnung in Abhingigkeit der minimal notwendigen Speichermasse. Variation
der Querschnittsfliche des Regenerators. Grundlage: Schiittung fiir salzbasiertes Kraftwerk

Die Kurvenverldufe und Geometriegroflen des fliissigsalzbasierten Kraftwerks unterscheiden
sich kaum vom thermodlbasierten Kraftwerk. Daher wird auf eine ausfiihrliche Diskussion
verzichtet.

Allerdings fiihrt der geringere Einfluss der Druckverluste zu Unterschieden zwischen den
Besatzarten, wie Abb. 6.9 zeigt. Hierdurch ist der Vorteil der Formsteine, einen geringen
Druckverlust aufzuweisen, vermindert. Insgesamt ist der Regenerator mit Formsteinen
exergetisch betrachtet dem Schiittspeicher fiir alle Querschnittsflichen unterlegen.
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Abb. 6.9: Vergleich der Querschnittsflichen zwischen Schiittung und Formsteinen im fliissigsalzba-
sierten Kraftwerk

6.2.3 Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz im Wirmeiibertrager

Fir die im vorhergegangenen Abschnitt durchgefiihrten Untersuchungen wurde eine
logarithmische Temperaturdifferenz ATj,g von 15 Kelvin im Warmeiibertrager zugrunde
gelegt. Abb. 6.10 zeigt den Einfluss einer Variation von ATj,, gemal den gewdhlten drei
Abstufungen bei der Warmeitibertragerauslegung. Die Diagramme beschreiben Schiittspeicher
fiir das Olbasierte und das salzbasierte Kraftwerk. Die Querschnittsfliche betrdgt maximal
600 m’, da ab diesem Wert nur noch geringe Verbesserungen zu erreichen sind. Generell zeigt
sich, dass die Kurvenverldufe nahezu gleich und zueinander verschoben sind. Damit wird der
Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz erst bei Speicherkonfigurationen relevant,
bei denen die Kurven in den exponentiellen Verlauf iibergehen. Der Einfluss von ATy, ist
beim Olbasierten Kraftwerk aufgrund der geringeren Temperaturspreizung von 100 Kelvin
deutlicher ausgeprigt. So fiihrt eine Erhéhung der logarithmischen Temperaturdifferenz um
5 Kelvin zu etwa 2,7 % weniger zuriickgewonnener Exergie, wihrend beim salzbasierten
Kraftwerk lediglich 1,3 % weniger zuriickgewonnen werden. Damit ergibt sich ein deutlicher
Vorteil des salzbasierten Kraftwerks, da bei vergleichbaren Exergieeinbuflen eine etwa
doppelt so hohe logarithmische Temperaturdifferenz im Warmeiibertrager méglich ist. Wie
die Auslegungsrechnung im Kapitel 5.2.4 gezeigt hat, konnen so bei gleichen Exergieeinbu-
Ben deutlich mehr Kosten eingespart werden.
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Abb. 6.10: Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz auf den Exergieriickgewinnungsgrad.
Oben: 6lbasiertes Kraftwerk, unten: salzbasiertes Kraftwerk

6.2.4 Spezielle Modellparameter am Beispiel eines Schiittspeichers

Ausgehend von den Berechnungen der symmetrischen Betriebsweise als Standardfall werden
einige Verbesserungsmoglichkeiten untersucht. Um die Unterschiede zu verdeutlichen, sind
die Ausgleichskurven ebenfalls in den Diagrammen dargestellt.

Asymmetrische Betriebsweise

In den vorhergegangen Betrachtungen wurde der Regenerator stets bis zu einer bestimmten
zuldssigen Anderung der Austrittstemperatur be- und entladen. Dabei hat sich gezeigt, dass
die notwendige Speicherldnge und damit auch die Druckverluste deutlich reduziert werden
konnen, wenn die zuldssige Anderung moglichst groB gewihlt wird. Im Folgenden wird nun
der Fall untersucht, wenn die zulissige Anderung der Austrittstemperatur nur einseitig beim
Entladen variiert wird. Beim Beladen wird die zuldssige Anderung auf konstant 10 %
festgelegt. Dies hat zur Folge, dass die Temperaturschichtungszone zwar nach dem Beladen
weiter wichst, nach dem Entladen jedoch wieder deutlich geschmélert wird. Theoretisch wére
es auch moglich, die zuldssige Anderung der Austrittstemperatur beim Beladen zu variieren
und beim Entladen auf 10 % festzulegen. Dies hat jedoch zwei Nachteile. Zum einen erhdht
sich die Riicklauftemperatur in das Solarfeld, sodass dieses nicht vollstandig ausgenutzt wird.
Zum anderen kann die vorgegebene Anderung der Austrittstemperatur bei einem geringen
Energieangebot nicht erreicht werden, wihrend dies beim Entladen immer moglich ist.

Durch eine asymmetrische Betriebsweise verdndern sich die Ergebnisse gegeniiber der
normalen Auslegung sehr deutlich. Abb. 6.11 zeigt den maximalen Exergieriickgewinnungs-

grad, wenn die zulissige Anderung der Austrittstemperatur beim Beladen AT, = 10 % betriigt
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und beim Entladen variabel bleibt. Durch diese MaBnahme ldsst sich grundsétzlich mehr
Exergie zuriickgewinnen, da beim Beladevorgang die Temperaturdifferenz stets zwischen
90 % und 100 % der maximal moglichen Temperaturdifferenz ist und so entsprechend viel
Exergie gespeichert wird. Ausgehend von einer zuldssigen Anderung der Austrittstemperatur
beim Entladen AT,” von 10 % ergibt sich derselbe Fall wie bei der symmetrischen
Betriebsweise da in diesem Fall AT," = AT," ist. Der Exergieriickgewinnungsgrad und die
notwendige Speichermasse sind in diesem Fall sehr gro3, die Be- und Entladezeit nahezu
gleich. Bei hoherem AT," verringert sich zwar der austretende Exergiestrom, der Regenerator
kann nun jedoch fiir eine langere Zeit entladen werden. Dadurch wird letztendlich ein
GroBteil der Exergie wieder entnommen. Gleichzeitig tritt durch das groBere AT,' der
positive Effekt der kurzen Temperaturschichtungszone hervor, sodass deutlich weniger
Speichermasse notwendig ist. Die damit einhergehende Verminderung der Druckverluste und
der grofere SSF fiihren zu geringeren Exergieverlusten. Dieser Effekt fiihrt beim
thermodlbasierten Speicher sogar dazu, dass keine Konfiguration mit AT, < 70 % existiert,
da in diesen Fillen Gesamtmasse und Exergieverluste stets grofer sind. Ist die zuldssige
Anderung der Austrittstemperatur sehr groB (> 80 %), verstirken sich Exergieverluste durch
die hohen treibenden Temperaturdifferenzen beim Umschaltvorgang. Durch dieses
Entgegenwirken der beschriebenen Effekte existiert eine optimale zuldssige Anderung der
Austrittstemperatur beim Entladen fiir eine maximale Exergieriickgewinnung. Diese betrdgt
beim Regenerator fiir Thermodlanwendung 70 % und beim Regenerator fiir Fliissigsalz 25 %.
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Abb. 6.11: Einfluss der asymmetrischen Betriebsweise am Beispiel eines Schiittspeichers. Oben:
thermodlbasiertes Kraftwerk, unten: fliissigsalzbasiertes Kraftwerk
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Restenergienutzung

Eine weitere Moglichkeit zur Optimierung besteht in der Restenergienutzung. Hierbei wird
der Regenerator nur bis zu einer geringen Anderung der Austrittstemperatur entladen. Uber
Nacht wird der Zustand des Speichers erhalten und am nédchsten Morgen wird die zusitzliche
Energiemenge von eineinhalb Volllaststunden aus dem Regenerator entnommen. Damit wird
ebenfalls die gewiinschte groBere zulissige Anderung der Austrittstemperatur erreicht.
Gleichzeitig kann der Teil der Energie aus dem Regenerator genutzt werden, der sich auf
einem niedrigeren Temperaturniveau befindet. Die notwendige Energiemenge zur
Solarfeldvorwérmung entspricht der von eineinhalb Volllaststunden [103]. Durch die
Solarfeldvorwiarmung kann der Kraftwerksbetrieb frither beginnen. Da sich das im Solarfeld
enthaltene HTF {iber Nacht auf ca. 200 °C abkiihlt, ist die Temperatur im Speichervolumen
deutlich hoher. Damit sich der Regenerator nicht zu stark abkiihlt, muss bei der
Solarfeldvorwérmung der Warmekapazititsstrom des Thermools gering gehalten werden. Der
grundlegende Vorteil dieses Verfahrens ist — wie bei der asymmetrischen Betriebsweise — eine
bessere Ausnutzung des Regenerators. Der zusidtzliche Vorteil liegt darin, dass der
nachgeschaltete Kraftwerksprozess keine starken Anderungen der Temperatur des
austretenden HTF erfahrt. Allerdings verldngert sich die Betriebszeit des Regenerators und
damit auch der Energiebedarf der Pumpen und Ventilatoren.

Abb. 6.12 zeigt die berechneten Exergieriickgewinnungsgrade in Abhédngigkeit von
logarithmischer Temperaturdifferenz und Primdrwéirmetragermedium. Die dargestellten
Konfigurationen haben alle eine zulissige Anderung der Austrittstemperatur zwischen 10 und
40 %. Offenbar existiert keine Konfiguration mit groBeren AT,"”, da andernfalls nicht mehr
ausreichend Restenergie im Regenerator vorhanden ist.
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Abb. 6.12: Einfluss der Restenergienutzung am Beispiel eines Schiittspeichers. Oben: thermodlbasier-
tes Kraftwerk, unten: fliissigsalzbasiertes Kraftwerk
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Fir die Variationsrechnung wird nach dem FErreichen der zuldssigen Anderung der
Austrittstemperatur  beim Entladen AT, der Entladevorgang weitergefiihrt, bis die
vorgegebene dquivalente Energiemenge von 1,5 Volllaststunden entnommen wurde. Erst dann
folgt ein neuer Beladezyklus, der — entsprechend der Annahme der schnelleren Betriebsbereit-
schaft des Solarfelds — mit insgesamt 9,5 Stunden um 1,5 Stunden lidnger dauert.

Modularisierung

Eine dritte Option zur Verbesserung des Speichers ist eine geeignete Modularisierung des
Regenerators. Hierbei werden —wie von Crandall et al. [104] vorgeschlagen — mehrere
Regeneratorabschnitte in Serie geschaltet und nacheinander durchstromt. Das Speicherkon-
zept von Schneider et al. [44] sieht ebenfalls eine Modularisierung vor. Abb. 6.13 verdeutlicht
das Funktionsprinzip der Modularisierung. Der Regenerator wird hierfiir in mehrere
Abschnitte unterteilt. Fiir das folgende Beispiel werden vier Abschnitte gewihlt. Es werden
zwei Grenztemperaturen Ty, und Ty, definiert. Ist die Gastemperatur beim Beladen oberhalb
von Ts, am letzten Knoten einer Zone, wird diese deaktiviert und nicht mehr durchstromt.
Analog wird die nachfolgende Zone erst durchstromt, wenn die Gastemperatur am letzten
Knoten der vorherigen Zone oberhalb von Ty, ist.
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Abb. 6.13: Funktionsprinzip der Modularisierung

Der Anteil aktiver Zonen wf zum Zeitpunkt t ldsst sich aus einer exklusiven Oder-
Verkniipfung (XOR) nach
ng—1
t 1 t t
wi=—— Z ((Tear > Too) ¥ (TE > o) (6.14)
Ng 1 e

berechnen. Dabei werden die Gastemperaturen an den Grenzknoten der Zonen Tgt, x mit den

Grenztemperaturen verglichen. Bei n, Grenzknoten ergeben sich ny — 1 Zonen. Durch die
XOR-Verkniipfung ergibt sich ein Zustandsvektor der Linge ny — 1, der die aktiven Zonen
durch den Wert Eins reprisentiert. w ist dann der arithmetische Mittelwert. Durch weitere
Mittelung iiber die gesamte Periode ist w, dann ein MalB fiir die mittlere Auslastung aller
Zonen.

Durch eine modulare Betriebsweise werden nur Teile des Regenerators durchstromt, innerhalb
derer gerade Wirmeiibertragung zwischen ZWT und Feststoff stattfindet. Da die induzierten
Druckverluste bei sonst gleichen Geometriebedingungen linear vom Stromungsweg
abhingen, konnen so Druckverluste vermindert werden. Allgemein ist der Effekt relativ
gering ausgeprdgt, da die Druckverluste im Regenerator im Vergleich zu anderen
exergetischen Verlusten relativ niedrig sind. Dies gilt insbesondere fiir Regeneratoren mit
hohem Exergieriickgewinnungsgrad, da hier das Druckverlustniveau besonders gering ist.
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Abb. 6.14 zeigt daher den Einfluss der Modulanzahl auf den Exergieriickgewinnungsgrad im
Bereich von 83 % bis 87 %. Dabei geht der Schritt von einem auf zwei Module mit der
grofften Verringerung der Exergieverluste einher. Insgesamt sind bei zwei Modulen im
Durchschnitt im dargestellten Bereich etwa 75 % durchstromt, wihrend bei fiinf Modulen die
Auslastung auf 50 % sinkt. Das theoretische Maximum von 1/n, - 100 % lieBe sich nur
erreichen, wenn die Temperaturfront senkrecht verlaufen wiirde. Da diese jedoch stets eine
gewisse Breite aufweist, sind so auch permanent mehrere Module gleichzeitig durchstromt.
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Abb. 6.14: Exergieriickgewinnung in Abhingigkeit der Modulanzahl am Beispiel eines
Schiittspeichers im thermodlbasierten Kraftwerk

Die Untersuchung der Modulvariation zeigt, dass nur eine sehr geringe Einsparung von
Druckverlusten moglich ist. Allerdings lassen sich modularisierte Regeneratoren besser an ein
fluktuierendes Energieangebot anpassen. So konnte z.B. in den Wintermonaten ein Modul
dauerhaft deaktiviert werden, sodass die verbleibenden Module besser an das Energieangebot
angepasst sind.

6.3 Transiente Randbedingungen mit Kraftwerksblock

Die exergetischen Untersuchungen in den vorhergegangenen Kapiteln haben optimale
Speicherparameter identifiziert und Optimierungspotentiale aufgezeigt. Dabei wurden
konstante Randbedingungen angenommen. Dies hatte den Vorteil, dass der Regenerator
isoliert betrachtet werden konnte und somit auch keine Steuerung der Eintrittsbedingungen
beriicksichtigt werden musste. Weiterhin sind die Ergebnisse untereinander besser
vergleichbar. Im folgenden Kapitel werden einige Berechnungen nochmals unter realistischen
Randbedingungen durchgefiihrt.

6.3.1 Geinderte Randbedingungen gegeniiber der exergetischen Betrachtung

Durch die Systembetrachtung &dndern sich die nominellen Randbedingungen fiir das
Speichersystem. Abb. 6.15 veranschaulicht die Temperaturverliufe im CellFlux-
Wirmeiibertrager unter realen Bedingungen. Fiir die Auslegungsrechnungen wird eine
konstante, logarithmische Temperaturdifferenz im Warmeiibertrager angenommen. Diese wird
entsprechend der in Kapitel 5.2 gewdhlten Abstufung bei der Warmeiibertragerauslegung
gewdhlt. So kann im Modell auf eine detaillierte Abbildung des Wirmeiibertragerverhaltens
verzichtet werden.

Tritt das HTF mit nomineller Temperatur Typg sgays in den CellFlux Warmeiibertrager ein,
erreicht die heifle Lufttemperatur Ty i nur eine um die logarithmische Temperaturdifferenz
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ATyog verringerte Temperatur. Beim nachfolgenden Entladevorgang erreicht die Temperatur
des HTF in den Kraftwerksblock maximal die Temperatur Tyjrggw ein. Diese ist um die
logarithmische Temperaturdifferenz ATj,, geringer als die Austrittstemperatur der Luft beim
Entladen Tjy. Da T{irpkwein < ThTFsFaus iSt. arbeitet das Kraftwerk im Teillastbetrieb,
wodurch sich auch die Leistungsaufnahme des Kraftwerks verringert. Da der Massenstrom
des HTF rhyrp konstant bleibt, erhoht sich die Riicklauftemperatur Tijrg xw aus aus dem
Kraftwerksblock. Damit steigt auch die in den Regenerator eintretende Lufttemperatur Ty 'k
an. Unter diesen Bedingungen ergibt sich unter der Annahme einer nominellen Beladeleistung
ch,nom von 10 MWy, der nominelle Luftmassenstrom 1y, ;o zu

y Qun,
mL,nom = e (6-15)

hL(Tﬁ,H) - hL(TL,.,K).
In Abb. 6.15 sind zum Vergleich die bei der exergetischen Bewertung angenommenen
Temperaturverldufe eingezeichnet. Im Gegensatz hierzu verringert sich die nominelle
Temperaturspreizung auf weniger als 100 Kelvin.
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Abb. 6.15: Qualitative Verdnderung der nominellen Randbedingungen durch die logarithmische
Temperaturdifferenz

Durch die Kopplung des Speichers mit einem Kraftwerksprozess stehen beide Systeme in
gegenseitiger Wechselwirkung zueinander. So ergeben sich nicht nur Anderungen der
nominellen Betriebsparameter gegeniiber der exergetischen Betrachtung, sondern auch
transiente Verldufe. Abb. 6.16 veranschaulicht die transienten Temperaturverldufe des
Wirmeiibertragers.
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Abb. 6.16: Veranschaulichung der transienten Temperaturdnderung im Wiarmeiibertrager beim Be- und
Entladen des Speichers am Beispiel des thermodlbasierten Kraftwerks
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Wenn beim Entladen die Austrittstemperatur der Luft T{;(¢t) aus dem Regenerator absinkt,
sinkt damit auch die Eintrittstemperatur Tyjg gy ein (t) in den Kraftwerksprozess weiter ab.
Damit geht das Kraftwerk stirker in den Teillastbetrieb, wodurch sich der Energiebedarf
Qéfx,Kw(t) weiter verringert. Dieser lisst sich iiber die Anderung der spezifischen Enthalpie
des HTF hyrp berechnen. Der Luftmassenstrom my (t) beim Entladen ergibt sich mit der
Enthalpiednderung der Luft Ah;, zu

o144 t
i (¢) = —ch*A“,jV ©
L
) hyrr (TP,I,TF,KW,ein (t)) — hytr (Tlli'TF,Kw,aus(t))
= MyTF * . (616)

b (Tiw(®) = b (TL(O)

Durch den im Mittel geringeren Leistungsbedarf, verldngert sich teilweise die Entladezeit
gegeniiber der Beladezeit.

Wird der Regenerator sehr weit entladen, kann zu Beginn des Beladevorgangs die anféngliche
Temperaturspreizung groBer als bei nominellen Auslegungsbedingungen sein. Deswegen
muss beim Beladen der Massenstrom begrenzt werden, sodass die nominelle Beladeleistung
Qthnom nicht iiberschritten wird. Der maximal zuldssige Belademassenstrom my ., (£) ergibt
sich zu

ch,nom .
b (TL () = by (T(©®)

Verringert sich die Temperaturspreizung hingegen mit fortschreitendem Beladevorgang,
wirde der Luftmassenstrom weiter ansteigen. Aus diesem Grund wird dieser zusétzlich auf
den nominellen Massenstrom my, o, nach Gleichung (6.15) begrenzt. Damit ergibt sich der
Luftmassenstrom iy (t) beim Beladen zu

1y, (t) = min(Mmy, max (), ML nom)- (6.18)

Aufgrund der Betrachtung realer Kraftwerksprozesse, ist auch die zulidssige Anderung der
Austrittstemperatur begrenzt. Da die Temperaturspreizung sich veridndert, wird die zuldssige
Anderung der Austrittstemperatur nicht mehr als Prozentsatz der Temperaturspreizung
angegeben, sondern in absoluten Zahlen. Diese wird fiir beide Kraftwerke auf maximal 70
Kelvin festgelegt. Damit ergibt sich insbesondere fiir das fliissigsalzbasierte Kraftwerk eine
deutliche Einschrinkung. Die Mindestwandstirke I, der Formsteine von 5 mm gilt
weiterhin.

ML, max (£) = (6.17)

Tabelle 6.2: Ubersicht der gedinderten wesentlichen Systemparameter gegeniiber der exergetischen
Betrachtung

Grofle Bereich Einheit
Temperaturdnderung variabel K
Zulissige Anderung der Austrittstemperatur 10-70 K
Freier Querschnitt des Speicherbehélters 200 - 700 m’
Charakteristische Gréf3e des Speichermaterials 10 -50 mm

Neben dem variablen Massenstrom wird die Temperaturerhdhung des Ventilators beim
Entladen beriicksichtigt. Beim Beladen wird hingegen davon ausgegangen, dass die
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eingebrachte Energie nicht genutzt werden kann und die Leistung des Solarfelds
heruntergeregelt wird. Zur Beriicksichtigung der Temperaturerhdhung im Ventilator wird eine
polytrope Zustandsdnderung angenommen. Die hierzu notwendigen Druckverluste des
Regenerators ergeben sich wihrend der Simulation. Fiir die zu {iberwindenden Druckverluste
des Wirmelibertragers wird vereinfachend ein konstanter Wert von 300 Pa angenommen, da
ansonsten fiir jede Wérmeiibertragerkonfiguration eine eigene Variationsrechnung notwendig
wire.

6.3.2 Bewertungsgrofie unter variablen Randbedingungen

Zur Bewertung wird der elektrische Energieriickgewinnungsgrad ¥ gemil3 Gleichung (6.19)
definiert. Damit kdnnen auch die parasitdren Verluste des Wirmeliibertragers mit einbezogen
werden und es wird eine Grundlage fiir eine spétere wirtschaftliche Bewertung geschaffen.
Der Energieriickgewinnungsgrad beschreibt die widhrend des Entladevorgangs kumulierte
elektrische Leistung des Kraftwerksblocks P (t) abziiglich des elektrischen Energiebedarfs
AE¢) Reg,vent ZUm Uberwinden der Druckverluste im Regenerator. Diese GroBen werden auf
die maximal mogliche produzierte elektrische Energie Eq o bezogen. Diese entspricht der
elektrischen Energiemenge, wenn die anfangs zur Verfligung gestandene Energie nicht
gespeichert, sondern direkt verstromt worden wire. Zusitzlich werden die 6l- und luftseitigen
parasitiren Verluste des Wiarmetibertragers AEq wy auf Eg o bezogen und vom Ergebnis
subtrahiert.

tel!
W = fO Pel(t) dt — AEel,Reg,Vent _ AEel,WU

(6.19)
Eel,O Eel,O

Die maximal mogliche elektrische Energie Eg o entspricht der nominellen Kraftwerksleistung
Pe1nom multipliziert mit der Beladezeit t,’ und ist somit konstant und nur vom Kraftwerkstyp
abhingig.

Eel,O = Pel,nom : te, (6.20)

Der Energiebedarf des Ventilators AEgj pegvent €rgibt sich aus der elektrischen Energie
wiéhrend des Be- und Entladevorgangs, sowie dem Betrieb wihrend der Vorwdrmung. Die
parasitiren Verluste des Warmetibertragers AE v setzen sich aus dem Anteil fiir luftseitige
Druckverluste AE ¢ wijvent und dem Energiebedarf der Pumpe AE ¢ wyj ppe Zusammen.

6.3.3 Einfluss der Querschnittsfliche

Im folgenden Kapitel wird ausgehend von einer logarithmischen Temperaturdifferenz von
15 Kelvin die riickgewinnbare elektrische Energie bei variabler Querschnittsfliche berechnet.
In allen Diagrammen wird zusétzlich der parasitire Energiebedarf des Wirmelibertragers
eingetragen. Die in Kapitel 5.2.2 gewihlte Abstufung wird in Prozent der urspriinglichen
Energie angegeben. Da die parasitiren Verluste sowohl beim Be- als auch beim Entladen
anfallen, entspricht der -elektrische Energicaufwand dem doppelten Prozentwert der
parasitéren Leistung.

Thermodolbasiertes Kraftwerk

Abb. 6.17 zeigt die Ergebnisse fiir das thermodlbasierte Kraftwerk, sowohl fiir die Schiittung
als auch fiir Formsteine. Qualitativ ergibt sich ein &hnlicher Kurvenverlauf wie bei der
exergetischen Bewertung. Allerdings zeigt sich im direkten Vergleich, dass die Druckverluste
im realen System einen deutlich groBeren Einfluss aufweisen. Dies flihrt dazu, dass die
Formsteine aufgrund ihres geringeren Druckverlusts bei gleicher Masse den gleichen
Energieriickgewinnungsgrad wie die Schiittung erreichen. Da dies bei halbierter
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Querschnittsflache geschieht, lassen sich so schlankere und dafiir lingere Regeneratoren
realisieren. Fiir die weiteren Betrachtungen wird daher eine Querschnittsfliche von 600 m?
fiir Schiittungen und 300 m” fiir Formsteine gewihlt.
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Abb. 6.17: Energierlickgewinnung bei Variation der Querschnittsfliche fiir olbasiertes Kraftwerk.

Oben: Schiittung, Unten: Formsteine

Fliissigsalzbasiertes Kraftwerk

Abb. 6.18 zeigt die Variation der Querschnittsfliche diesmal fiir das fliissigsalzbasierte
Kraftwerk. Aufgrund der beschrinkten zulissigen Anderung der Austrittstemperatur auf 70
Kelvin, liegt die Mindestmasse hier hoher als beim 6lbasierten Kraftwerk. Auch hier ist der
Mehrgewinn elektrischer Energie ab 300 m” bei den Formsteinen und ab 600 m” bei der
Schiittung gering, weshalb die gleiche Abstufung fiir die weiteren Betrachtungen beibehalten
wird. Da bei diesem Kraftwerk aufgrund seiner hoheren Leistung die Druckverluste deutlich
weniger ins Gewicht fallen, ist bei der gewidhlten Abstufung der Schiittspeicher den

Formsteinen geringfiigig iiberlegen.
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Abb. 6.18: Energieriickgewinnung bei Variation der Querschnittsfliche fiir fliissigsalzbasiertes
Kraftwerk. Oben: Schiittung, Unten: Formsteine

Ausgehend von den festgelegten Querschnittsflichen werden nun die genauen charakteristi-
schen Groflen der Regeneratoren dargestellt. Abb. 6.19 zeigt die Charakteristik des
Schiittspeichers fiir die beiden Kraftwerkskonfigurationen. Es ergeben sich qualitativ die
gleichen Zusammenhénge wie bei der exergetischen Betrachtung, allerdings mit anderen
Zahlenwerten. So liegt der optimale Partikeldurchmesser im mittleren Bereich der
Diagramme hier mit 25 mm etwas liber den Werten der exergetischen Betrachtung. Fiir
besonders hohe Riickgewinnungsgrade miissen wieder etwas grofere Partikel in Kauf
genommen werden, da sonst die Druckverluste zu stark steigen, wie sich anhand der Kurven
fiir den Energiebedarf des Ventilators zeigt. Letztendlich muss wieder zwischen den Kosten
fiir den Regenerator mitsamt Besatzmaterial und monetirem Gewinn durch den hdheren
Energieriickgewinnungsgrad abgewogen werden. Ist die zuldssige Anderung der
Austrittstemperatur durch den Prozess begrenzt, wird die Auswahl — wie beim salzbasierten
Kraftwerk — automatisch in Richtung volumindserer Regeneratoren eingeschrinkt.
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Abb. 6.19: Charakteristik der Schiittspeicher fiir thermodlbasiertes und salzbasiertes Kraftwerk bei
600 m” Querschnittsfliche

Bei den Formsteinen ergibt sich im Vergleich zu den Ergebnissen der exergetischen
Betrachtung eine andere Kombination aus hydraulischem Durchmesser und Porositit.
Demnach ist eine hohere Porositit von 50 % anstelle von 30 % vorzuziehen, wihrend der
hydraulische Durchmesser im mittleren Bereich bei 10 mm liegen sollte. Fiir besonders hohe
Energieriickgewinnungsgrade ergeben sich bei beiden Kraftwerkstypen noch leicht hohere
Werte von 15 mm.
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Abb. 6.20: Charakteristik der Regeneratoren mit Formsteinen fiir thermodlbasiertes und salzbasiertes
Kraftwerk bei 300 m* Querschnittsfliche

Fiir alle vier Kombinationsmoglichkeiten wurden noch weitere Konfigurationen mit nur 10
Kelvin AT, gefunden. Hierbei vergrofert sich der optimale hydraulische, bzw. Partikel-
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Durchmesser noch geringfiigig, allerdings wéren die Gesamtmassen der Regeneratoren dann
weit tiber 10.000 t pro Modul, sodass derartige Konfigurationen auszuschlieen sind.

6.3.4 Variation der logarithmischen Temperaturdifferenz

Im Folgenden wird der Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz untersucht. Bei der
exergetischen Betrachtung hat sich ein geringer Einfluss gezeigt, beim realen Kraftwerkspro-
zess muss noch das Teillastverhalten mitberiicksichtigt werden. Zudem macht sich hier die
veranderliche Riicklauftemperatur aus dem Kraftwerksprozess bemerkbar. Durch den
Teillastbetrieb sinkt auch der Energiebedarf des Kraftwerks, sodass der Luftmassenstrom im
Regenerator heruntergeregelt wird. Damit verlidngert sich die Entladedauer teilweise um mehr
als eine Stunde. Der Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz wird am Beispiel des
Schiittspeichers fiir die beiden Kraftwerkstypen in Abb. 6.21 dargestellt. Im Vergleich zu den
parasitiren Verlusten ist der Einfluss von ATy, deutlich geringer, sodass es sich empfiehlt,
mogliches Kosteneinsparpotential durch eine hdohere treibende Temperaturdifferenz im
Wirmeitibertrager auszunutzen.
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Abb. 6.21: Finfluss der logarithmischen Temperaurdifferenz beim Schiittspeicher auf den
Energieriickgewinnungsgrad

Im direkten Vergleich der beiden Kraftwerksprozesse fillt auf, dass der Energiertickgewin-
nungsgrad beim thermodlbasierten Kraftwerk grofer als beim fliissigsalzbasierten Kraftwerk
ist. Dies erscheint zundchst widerspriichlich, da das fliissigsalzbasierte Kraftwerk bei
gleichem AT, mehr Energie zuriickgewinnen kann als das thermodlbasierte Kraftwerk. Auch
der relative Verlauf der Austrittstemperatur des Regenerators ist bei geometrisch gleichen
Regeneratoren bei beiden Systemen dhnlich. Allerdings ist zu beachten, dass die absolute
Anderung der Austrittstemperatur beim fliissigsalzbasierten Kraftwerk doppelt so groB ist.
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Dadurch geht dieses stirker in den Teillastbetrieb als das thermodlbasierte, wodurch der
geringere Riickgewinnungsgrad zu erkléren ist.

6.4 Vergleich der Bewertungsergebnisse

In einem augenscheinlichen Vergleich stimmen die Kurvenverldufe der Ergebnisse beider
Bewertungsverfahren qualitativ iiberein. Dennoch ergeben sich bei genauer Betrachtung
einige Unterschiede, die im Folgenden diskutiert werden.

Querschnittsfliche

Fir die Wahl der Querschnittsfliche gilt zunédchst, dass diese unter den moglichen
konstruktiven Randbedingungen so grof wie moglich gewihlt werden sollte. Ab 300 m” bei
Formsteinen bzw. ab 600 m” bei Schiittungen wird das zunehmende Einsparpotential sehr
gering und eine weitere VergroBerung erscheint daher nicht mehr sinnvoll. Wegen der
geringen Druckverluste sind Formsteine beim thermodlbasierten Kraftwerk vorteilhaft, da
hier die parasitiren Verluste in Relation zur Gesamtleitung starker ins Gewicht fallen.

Logarithmische Temperaturdifferenz

Die treibende Temperaturdifferenz im Warmeiibertrager hat nur einen geringen Einfluss auf
die zuriickgewinnbare Exergie, bzw. elektrische Energie. Der Grund liegt darin, dass das
Kraftwerk wegen der verringerten Temperatur zwar deutlich weniger Leistung liefert,
allerdings auch weniger Wiarmebedarf aufweist. Somit kann der Speicher iiber einen ldngeren
Zeitraum entladen werden. Wihrend bei der exergetischen Betrachtung Be- und Entladezeiten
nahezu gleich sind, verldngert sich die Entladezeit bei der Betrachtung unter realistischen
Randbedingungen. Dies gilt insbesondere wenn, aufgrund einer hohen zulissigen Anderung
der Austrittstemperatur, ein starker Teillastbetrieb erfolgt.

Zulissige Anderung der Austrittstemperatur

Wie die Auslegungssimulationen zeigen, ist ein deutlicher Einfluss der zuldssigen Anderung
der Austrittstemperatur auf die notwendige Speichermasse vorhanden. Mit geringen
zuldssigen Anderungen der Austrittstemperatur ldsst sich prinzipiell die meiste Energie
zuriickgewinnen. Dies widerspricht scheinbar den Ergebnissen von Biencinto et al. [94], die
eine moglichst groBe Anderung der Austrittstemperatur als Optimum identifiziert haben. Die
Ursache hierfiir ist, dass die Autoren von einer festen Grof3e des Regenerators ausgehen. Wird
die Grof3e des CellFlux-Regenerators auf eine verhdltnisméBig geringe Grofe festgelegt, dann
ist auch hier eine mdglichst groBe Anderung der Austrittstemperatur energetisch vorteilhaft.

Partikel- bzw. hydraulischer Durchmesser

Bei der Betrachtung der errechneten Referenzdurchmesser (dpyq s, bzw. dparpp) féllt auf,
dass bei der exergetischen Bewertung grundsétzlich geringere Partikeldurchmesser als
Optimum identifiziert werden. Dies gilt weitestgehend auch fiir den hydraulischen
Durchmesser, dabei sind jedoch die optimalen Porosititen deutlich hoher (vgl. Abb. 6.22a).
Fiir die Partikeldurchmesser gilt, dass iiber einen bestimmten Bereich stets eine konstante
optimale Grofle von 2 bis 2,5 cm existiert. Fiir sehr kompakte oder sehr grofle Regeneratoren
sind noch etwas groflere Durchmesser bis hin zu 5 cm optimal. Die exergetische Bewertung
ergibt geringfiigig kleinere optimale Durchmesser mit 1 bis 2 cm. Bei den Formsteinen ist
eine moglichst groBe Porositit bei von 50 % zusammen mit einem hydraulischen
Durchmesser von 1 bis 1,5 cm vorteilhaft, mit etwas groBeren Werten bis hin zu 2 cm fiir sehr
kompakte oder sehr groBBe Regeneratoren. Exergetisch betrachtet ergeben sich die gleichen
hydraulischen Durchmesser, jedoch bei 30 % Porositit anstatt 50 %.
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Fiir diese Unterschiede sind zwei Ursachen zu identifizieren. Zum einen ist der mittlere
Luftmassenstrom bei der Bewertung mit transienten Randbedingungen héher als bei der
exergetischen. Mit den hiermit verbundenen hoheren Druckverlusten werden dann
entsprechend groflere Referenzdurchmesser als Optimum identifiziert. Im direkten Vergleich
sind bei der exergetischen Betrachtung die mittleren parasitdren Verluste in einer &hnlichen
GroBenordnung. Dies zeigt sich im Vergleich des elektrischen Energiebedarfs des Ventilators
(vgl. Abb. 6.22a).
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Abb. 6.22: Vergleich von Referenzdurchmesser (a) und elektrischem Energiebedarf (b) fiir alle
Speicherarten in Abhingigkeit des Exergie- (ex) bzw. elektrischen Energieriickgewinnungsgrads (el)

Die zweite Ursache liegt in der unterschiedlichen Herangehensweise zur Bewertung der
parasitiren Verluste. Bei der exergetischen Bewertung wird nur die durch den Druckabbau im
Regenerator dissipierte Exergie berechnet und den Verlusten zugeschrieben. Fiir die
Auslegung im Kraftwerksverbund wird hingegen der elektrische Energiebedarf des
Ventilators den Verlusten zugerechnet. Damit gehen zusétzliche Verluste aufgrund des
angenommenen elektrischen Ventilatorwirkungsgrades in die Verlustberechnung mit ein. Die
Temperaturerh6hung durch die Verdichtung wird beim Entladen dem System zugeschrieben
und trdgt somit geringfiigig — unter Einbeziehung des Kraftwerkswirkungsgrads — zum
Stromertrag bei. Der Wirmeeintrag beim Beladen wird hingegen nicht beriicksichtigt, da
angenommen wird, dass die die zusitzliche Wérme nicht genutzt werden kann, ohne den
Luftmassenstrom {iber den nominellen Wert hinaus hochzuregeln.

6.5 Nachrechnung im realen Mafistab

Die dynamischen Einfliisse des Speichersystems werden mit den Detailmodellen in
SIMULINK abschlieBend untersucht. Als Referenzspeicher wird die Konfiguration der
Pilotanlage herangezogen, da diese sehr nah an einer pareto-optimalen Konfiguration fiir
Formsteine liegt. Als Kraftwerk wird das thermodlbasierte Kraftwerk verwendet. Es werden
zwei Basiskonfigurationen definiert, eine mit hohem Energieriickgewinnungsgrad, geringer
zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur und groBer Speichermasse (TL15P0.5_Te20) und
eine kompakte Konfiguration mit groBerer zuldssiger Anderung der Austrittstemperatur und
geringerer Speichermasse (TL15P4.0_Te70).
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Tabelle 6.3: Parameter der Detailuntersuchung im realen Mal3stab

Regenerator Wiirmeiibertrager
K1 K2 Kl K2
dhyd 10 15 mm dri 24 24 mm
€ 50 50 % dya 28 28 mm
Lreg 7,63 17,413 m hg; 7,0 8,5 mm
Aoreg 300 300 m’ SRi 0,3 0,3 mm
Mpeg 2647 6041 t agi 1,7 1,7 mm
AT, 70 20 K Ly 0,86 0,62 m
v 74,1 88,8 % Ly 2,4 5,8 m
L, 15 15 m
ny 19 13 -
Nrpr 53 121 -
X 45,5 47,5 mm

K1: TL15P4.0 Te70, K2: TL15P0.5 Te20

Beide Konfigurationen werden tiber zwei Referenzwochen untersucht. Hierzu werden die fiir
eine dynamische Systemsimulation verwendeten Daten von Schenk et al. [105] angepasst.
Der transiente Temperaturverlauf wihrend des Anfahr- und Umschaltvorgangs wird
unverindert iibernommen, einige Uberschwingungen werden geglittet. Der Zeitraum der
konstanten Leistungsabgabe des Solarfelds wird so angepasst, dass sich ein Aquivalent der
kumulierten Energie von 8 Volllaststunden fiir die Referenzwoche S8 und vier Volllaststunden
fiir die Referenzwoche W4 ergeben. Der Zeitpunkt des Anfahrvorgangs wird fiir beide
Wochen auf vier Uhr der Modellzeit festgelegt. Abb. 6.23 zeigt den zeitlichen Verlauf der
Eingangs- und SteuergroBen fiir das Modell der Referenzwoche S8. Der Ablauf gliedert sich
in drei Phasen. Zum Zeitpunkt t = 4 h beginnt der Kraftwerksbetrieb, nachdem zuvor die
nominelle Solarfeld-Austrittstemperatur erreicht wurde. Das Speichersystem wird in den
Zustand Laden (L) versetzt. Dabei werden die Olmassenstrome in den Speicher (Sp) und in
den Kraftwerksblock (SF-KW) auf den nominellen Wert hochgeregelt. Nach Erreichen der
dquivalenten 8 Volllaststunden beginnt die erste Umschaltphase (U.a), bei der der
Massenstrom in den Speicher heruntergeregelt wird, da die Leistung aus dem Solarfeld
abfillt. Am Ende der Phase U.a ist der Speicher fiir 15 Minuten aufler Betrieb um den
Umschaltvorgang durchzufiihren. Mit Beginn der zweiten Umschaltphase (U.b) wird der
Speicher auf nominelle Betriebsparameter hochgefahren, wéhrend das Kraftwerk zunehmend
durch den Speicher versorgt wird. Mit Beginn der Entladephase (E) findet die ausschlieBliche
Versorgung des Kraftwerks aus dem Speicher statt. Der Abbruch des Entladevorgangs wird
durch das Modell gesteuert und erfolgt, wenn die in der Auslegungsrechnung ermittelte
zuldssige Anderung der Austrittstemperatur AT, erreicht ist. Die Referenzwoche W4
unterscheidet sich von der Referenzwoche S8 nur durch den vier Stunden frither beginnenden
Umschaltvorgang.
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Abb. 6.23: Zeitlicher Verlauf der EingangsgrofBen fiir einen Tag der Referenzwoche

Durch dieses Vorgehen findet eine direkte Substitution des bestehenden Zweitank-
Fliissigsalzspeichers statt. In den Auslegungsrechnungen wurde fiir die Beladung des
Speichervolumens von einer konstanten Leistungsabgabe des Solarfelds von 10 MWy, pro
Speichermodul ausgegangen, sofern durch die Temperaturspreizung und den maximalen
Luftmassenstrom des Speichervolumens kein Leistungsabfall auftritt. Die Regelung des
Luftmassenstroms erfolgt auch hier wie bei der Auslegungsrechnung, sodass die maximale
Beladeleistung von 10 MWy, nicht iiberschritten wird.

Durch die Vorgabe des Olmassenstroms gemiB Abb. 6.23 besteht nun die Mdglichkeit, dass
sich beim Beladen des Speichers die Olseitige Temperaturspreizung im Wéarmeiibertrager
verringert, obwohl luftseitig noch die volle Leistung von 10 MWy, aufgenommen werden
konnte. Aus diesem Grund soll ein weiteres Regelungskonzept zum Vergleich untersucht
werden, bei dem in diesem Betriebszustand die volle Beladeleistung durch eine Regelung des
Olmassenstroms aufrecht erhalten bleibt.

6.5.1 Simulation der Referenzwoche S8 mit konstantem Olmassenstrom

TL15P0.5_Te20

In Abb. 6.24 ist der zeitliche Verlauf der Ein- und Austrittstemperaturen aus dem
Wirmeiibertrager dargestellt. Da die Auslegung des Wiarmeiibertragers auf die Bedingungen
beim Beladen des Speichers erfolgt, fiihrt die Verkettung verschiedener Wechselwirkungen zu
unterschiedlichen Grédigkeiten:

a. Zu Beginn des Beladevorgangs ist der Luftmassenstrom bereits nah am Maximalwert.
Die Gradigkeit des Wiarmeltibertragers entspricht nicht mehr dem Auslegungszustand
von 15 Kelvin, da sich das Wiarmekapazititsstromverhéltnis dndert (a.1). Der Grund
dafiir ist, dass die Luft bereits mit einer erhohten Temperatur von etwa 290 °C in den
Wairmelibertrager eintritt (a.2). Folglich ist die maximal mogliche Abkiihlung des
Olmassenstroms ebenfalls begrenzt. Sie erreicht hier mit einer Gridigkeit von 10
Kelvin nur etwa 300 °C (a.3). Aufgrund des konstanten Olmassenstroms ist damit die
Leistung des Wiarmelibertragers ebenfalls begrenzt und erreicht mit ca. 9 MWy, nicht
mehr den nominellen Wert von 10 MWy, (a.4). Mit fortschreitendem Beladevorgang
steigt die Riicklauftemperatur aus dem Regenerator noch weiter an, sodass die luftsei-
tige Temperaturspreizung geringer wird (a.5). Der Luftmassenstrom erreicht so frith
den Maximalwert von 118 kg/s. Damit fillt die Beladeleistung weiter ab (a.6).

b. Durch den Teillastbetrieb des Kraftwerks beim Entladen verringert sich dessen
Energiebedarf (b.1). Bei gleichbleibendem Olmassenstrom ist die Temperatursprei-
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zung beim Entladen somit geringer als 100 Kelvin (b.2). Durch die auch hier geringere
Temperaturspreizung erhoht sich der notwendige Luftmassenstrom und betridgt an-
fangs 95 kg/s (b.3).

c. Mit dem schnellen Anstieg des Luftmassenstroms beim Beladen zeigt sich auch ein
Anstieg der parasitiren Verluste. Wegen des kubischen Zusammenhangs zwischen
Massenstrom und Leistungsbedarf verlduft dieser deutlich liber das Auslegungsmal
hinaus (c.1). Der Massenstrom beim Entladen entspricht den Auslegungsbedingungen.
Er fiihrt zu parasitiren Verlusten im Auslegungszustand mit ca. 0,5 MW fiir den
Wirmeiibertrager und ca. 100 kW fiir die Druckverluste des Regenerators (c.2).

Hinsichtlich der fiir die Auslegungsrechnung getroffenen Annahmen zeigen sich folgende
Zusammenhénge:

d. Der Speicher erreicht in diesem Fall nicht die nominelle Beladeleistung von 10 MW.
Fiir die Auslegungsrechnung wurde angenommen, dass die notwendige Leistung aus
dem Solarfeld bereitgestellt wird. Durch die Annahme eines konstanten Olmassen-
stroms, der konstanten Eintrittstemperatur und der sich aus dem Wéirmeiibertrager
ergebenden Austrittstemperatur kann jedoch aus dem Olmassenstrom nicht die nomi-
nelle Leistung entnommen werden. Zum Ausgleich miisste der Olmassenstrom erhéht
werden.

e. Die Umschaltvorgdnge zeigen deutliche Temperaturabweichungen. Dies ist in der
thermischen Masse des Warmetibertragers begriindet, da diese ausreichend hoch ist,
um bei einer Temperaturdnderung von 100 Kelvin fiir etwa 15 min die gesamte ther-
mische Energie aufzunehmen.

f. Im Vergleich ist die Entladezeit aufgrund des Teillastbetriebs des Kraftwerks
geringfiigig langer als die Beladezeit. Weiterhin zeigt sich aufgrund der unterschiedli-
chen Massenstrome eine leichte Asymmetrie, bei der die Anderung der Austrittstem-
peratur beim Beladevorgang etwas grof3er als beim Entladevorgang ausfallt.
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Abb. 6.24: Zeitlicher Verlauf der Temperaturen und Leistung des CellFlux-Wérmeibertragers,
Konfiguration TL15P0.5 Te20 mit ungeregeltem Olmassenstrom

TL15P4.0_Te70

Abb. 6.25 zeigt die Temperaturverliufe der Speicherkonfiguration TL15P4.0 Te70. Im
Gegensatz zur vorherigen Konfiguration ist die zulissige Anderung der Austrittstemperatur
sehr grof3. Dadurch ergeben sich folgende Effekte:

a. Zu Beginn des Beladevorgangs weicht die Gradigkeit sehr stark von den Auslegungs-
parametern ab (a.1). Der Grund hierfiir ist die anfangs sehr grofle Temperaturspreizung
von deutlich iiber 100 Kelvin (a.2). Um die geforderte Beladeleistung zu erreichen,
muss hier der Luftmassenstrom heruntergeregelt werden (a.3). Hierdurch verdndert
sich das Warmekapazititsstromverhéltnis. Allerdings ist nun im Gegensatz zu der
vorherigen Konfiguration der dlseitige Wirmekapazititsstrom groBer, wodurch das Ol
weniger stark abkiihlt. Die Lufttemperatur wiederum reicht nahe an die Oleintritts-
temperatur heran. Erst nach etwa vier Stunden werden die nominellen Betriebspara-
meter erreicht (a.3). Nach einer weiteren Stunde hat sich auch hier die Temperatur-
spreizung verringert und die Grenze des zuldssigen maximalen Luftmassenstroms
wird erreicht (a.4). Da durch den kompakteren Aufbau des Regenerators dessen
Austrittstemperatur sehr stark ansteigt, féillt im Gegensatz zur vorherigen Konfigurati-
on dadurch die Beladeleistung auf unter 50 % ab (a.5).

b. Wie bei der vorherigen Konfiguration arbeitet das Kraftwerk beim Entladen im
Teillastbetrieb mit entsprechend verringertem Massenstrom. Wegen des hohen SSF
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von ca. 70 % sind die Temperaturverldufe entsprechend lange konstant. Durch die
hohe zulissige Anderung der Austrittstemperatur fillt die Kraftwerksleistung hier
jedoch weitaus starker auf bis zu 19 MW ab (b.2). Dies fiihrt auch zu einem sehr
starken Abfall der Riicklauftemperatur des Thermodls in den Speicher (b.3). Dies fiihrt
dann beim nachfolgenden Beladeprozess zu der im Abschnitt (a) beschriebenen hohen
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Abb. 6.25: Zeitlicher Verlauf der Temperaturen und Leistung des CellFlux-Wéarmeiibertragers,
Konfiguration TL15P4.0_Te70 mit ungeregeltem Olmassenstrom

Die Simulationen zeigen, dass die verdnderliche Riicklauftemperatur aus dem Kraftwerk und
die dadurch verdnderte Temperaturspreizung des Regenerators einen deutlichen Einfluss auf
das Leistungsverhalten des Speichers haben. Unter Beibehaltung eines konstanten
Olmassenstroms verschwindet so der Leistungsunterschied zwischen den Speicherkonfigura-
tionen TL15P0.5 Te20 und TL15P4.0 Te70. Tabelle 6.4 zeigt die berechnete Stromerzeugung
der beiden Konfigurationen im Vergleich zur Auslegungsrechnung. Die parasitiren Verluste
zeigen eine gute Ubereinstimmung zueinander. Die Abweichungen ergeben sich insbesondere
durch die Schwankungen der Massenstrome im Wirmetibertrager und der damit verbundenen
Abweichung von den Auslegungsbedingungen. Die Konfiguration TL15P4.0 Te70 erreicht
anfangs die volle Beladeleistung, weshalb der Stromertrag auch hier gut mit der
Auslegungsrechnung iibereinstimmt. Bei der Konfiguration TL15P0.5 Te20 wird durch den
vorgegebenen Olmassenstrom nicht die in der Auslegungsrechnung angenommene
Beladeleistung erreicht, weshalb der Speicher nicht genug thermische Energie aufnehmen
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kann, um seinen nominellen Energieertrag zu liefern. Dies zeigt, dass fiir hohe Stromertrige
aus dem Speicher darauf geachtet werden muss, dass die Leistungsaufnahme durchweg
moglichst hoch ist.

6.5.2 Simulation der Referenzwoche S8 mit geregelter Beladeleistung

TL15P0.5_Te20

Durch eine Regelung des Olmassenstroms kann die Leistungsaufnahme des Speichers
TL15P0.5 Te20 auf den nominellen Wert erhoht werden. Abb. 6.26 zeigt die Temperatur- und
Massenstromverldufe mit geregeltem Olmassenstrom.

a. Im Gegensatz zur ungeregelten Variante erreicht der Warmeiibertrager nun die volle
Beladeleistung zu Beginn des Beladevorgangs (a.1). Hierfiir ist der Olmassenstrom
bereits zu Beginn des Beladevorgangs etwa 2 kg/s iiber dem Nennmassenstrom und
wird zunehmend auf maximal 150 % des Nennmassenstroms erhoht (a.2). Mit Errei-
chen des Maximums féllt die Beladeleistung des Speichers ab (a.3). Durch den erh6h-
ten Wirmekapazitdtsstrom ist auch die den Warmeiibertrager verlassende Lufttempe-
ratur anfianglich mit etwa 370 °C anndhernd auf dem Auslegungsniveau von 375 °C
(a.4). Die Abweichung ist maBgeblich durch den bereits zu Anfang maximal mdogli-
chen Luftmassenstrom begriindet (a.5).

b. Das Leistungsniveau des Entladevorgangs ist durch die beim Beladen erhohte
Eintrittstemperatur in den Regenerator hoher (b.1).

c. Parasitire Verluste sind nun aufgrund der sowohl 6l- als auch luftseitig erhohten
Massenstrome groBer als im ungeregelten Fall. Sie erreichen insgesamt etwa 1 MW
(c.1). Beim Entladen hingegen sind die parasitiren Verluste auf Auslegungsniveau.

d. Durch die hohere Leistungsaufnahme des Speichers beim Beladen, ist in dieser
Simulation die Entladezeit ldnger.
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Abb. 6.26: Zeitlicher Verlauf der Temperaturen und Leistung des CellFlux-Wérmeibertragers,
Konfiguration TL15P0.5 Te20 mit geregeltem Olmassenstrom

Tabelle 6.4 fasst die mit dem Auslegungsmodell und dem Detailmodell berechneten
Stromertrige zusammen. Durch die Regelung des Olmassenstroms erreicht die Konfiguration
TL15P0.5 Te20 mit ca. 368 MWh einen etwa 48 MWh hoheren Ertrag als bei einem
ungeregelten Olmassenstrom. Dennoch liegt der Ertrag etwa 4 % unterhalb des Ertrags der
Auslegungsrechnung, wéhrend bei der Konfiguration TL15P4.0_Te70 der Ertrag sogar etwas
hoher ist. Der Grund fiir diesen Unterschied liegt in den insgesamt hoheren Massenstromen
der Konfiguration TL15P0.5 Te20. Hierdurch wird die logarithmische Temperaturdifferenz
des Auslegungszustands nicht erreicht, wihrend bei der Konfiguration TL15P4.0_Te70 durch
die starken Temperaturspreizungen zeitweise geringe Massenstrome notwendig sind. Daher
fallt die logarithmische Temperaturdifferenz im Mittel geringer aus.
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Tabelle 6.4: Vergleich zwischen Auslegungs- und Detailmodell soiwe der Regeleung des
Olmassenstroms, Referenzwoche S8

Grofie TL15P4.0_Te70 TL15P0.5_Te20 Einheit
Aus- Detail Aus- Detail Detail
legung  unger. legung  unger.  geregelt
Eel,Reg,Vent 7785 - 85 19 - - MWh
Ee wu 69,33 - 9,01 - - MWh
Eeclparas 77,18 83,97 17,20 12,11 14,07 MWh
Ee1Entl,Brut 320,04 32791 382,21 320,53 367,87 MWh
Eel EntlNet 242,86 243,94 365,01 307,42 353,80 MWh

6.5.3 Simulation der Referenzwoche W4 mit geregelter Beladeleistung

In einer weiteren Untersuchung werden die vorherigen Speicherkonfigurationen unter
verringertem Energieangebot untersucht. Hierdurch sind beide Speicherkonfigurationen
iiberdimensioniert. Auf eine Darstellung der Temperatur- und Massenstromverldufe wird
verzichtet, da die auftretenden Effekte den zuvor bereits diskutierten entsprechen. Tabelle 6.5
fasst die Ergebnisse der folgenden Betrachtungen zusammen.

TL15P4.0_Te70

Bei der Konfiguration TL15P4.0 Te70 bleibt die Breite der Temperaturschichtungszone
aufgrund der starken Anderung der Austrittstemperatur weitestgehend erhalten. Dies fiihrt
dazu, dass die Temperatur- und Massenstromverldufe beim Beladevorgang im Wesentlichen
den ersten vier Stunden der Referenzwoche S8 entsprechen. Damit sind die parasitiren
Verluste beim Beladen im Mittel gering und die Leistungsaufnahme entsprechend hoch. Die
Temperatur- und Massenstromverldufe des Entladevorgangs entsprechen im Wesentlichen
dem Verlauf der letzten vier Stunden des Entladevorgangs. Insgesamt zeigt der Vergleich mit
der Referenzwoche S8 in Tabelle 6.5, dass die parasitiren Verluste mit ca. 60 %
tiberproportional gegeniiber der um 50 % verringerten Beladezeit gesunken sind. Durch die
durchweg hohe Leistungsaufnahme verringert sich der Bruttostromertrag um 40 %, der
Nettoertrag nur um 35 %. Das Betriebsverhalten des Speichers entspricht damit der in Kapitel
6.2.4 beschriebenen asymmetrischen Betriebsweise. Durch das verringerte Energieangebot
findet beim Beladevorgang lediglich eine geringe Anderung der Austrittstemperatur aus dem
Regenerator statt, wodurch die Leistungsaufnahme hoch bleibt. Die beim anschlieBenden
Entladevorgang beibehaltene, starke Anderung der Austrittstemperatur hingegen fiihrt zur
Beibehaltung eines deutlich ausgepragten Temperaturprofils.

TL15P0.5_Te20

Bei der Konfiguration TL15P0.5 Te20 hingegen verbreitert sich die Temperaturschichtungs-
zone aufgrund der geringen zuldssigen Anderung der Austrittstemperatur. Dies fiihrt dazu,
dass die Temperatur- und Massenstromverldufe im Wesentlichen der Referenzwoche S8
entsprechen. Dies duflert sich auch in den mittleren parasitiren Verlusten des Speichers, die in
etwa der Hilfte der Referenzwoche S8 entsprechen.
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Tabelle 6.5: Vergleich zwischen Auslegungs- und Detailmodell Referenzwoche W4

Grofle TL15P4.0_Te70 TL15P0.5_Te20 Einheit
4h Differenz 4h Differenz

Ee) paras 33,5 - 60,1 % 6,7 -52.4% MWh

Eel EntlBrut 190,7 -40,8 % 188,2 - 48,8 % MWh

E el Entl,Net 157,2 -35,5% 181,5 -48,7 % MWh

Zusammenfassend ldsst sich fiir die Referenzwoche W4 festhalten, dass eine hohe zuldssige
Anderung der Austrittstemperatur, insbesondere bei verringertem Energieangebot, deutliche
Vorteile gegeniiber einer geringen zuldssigen Austrittstemperatur aufweist.

6.5.4 Serielle Verschaltung mehrerer Module

Bei der seriellen Verschaltung mehrerer Regeneratoren muss die Verteilung des in den
Regenerator eintretenden ZWT-Massenstroms geregelt werden. Abb. 6.27 illustriert den
Aufbau eines modularen Speichervolumens aus drei Einheiten. Der Massenstrom wird durch
die Drosselklappen w1 bis w3 auf die Module verteilt und iiber die Klappen bll und bl2
abgefiihrt. Diese werden im Folgenden als Bleeds bezeichnet. Fiir die Regelung der Verteilung
wird eine Fuzzy-Logic angewandt, damit die Umschaltvorgéinge nicht abrupt ablaufen. Im
Gegensatz zur dem Verfahren der Auslegungsrechnung wird, durch die Anwendung der
Fuzzy-Logic, beim Unter- bzw. Uberschreiten der Grenztemperaturen Ty, und T, der
Massenstrom durch den entsprechenden Abschnitt des Regenerators nicht sofort
unterbrochen, sondern iiber einen festgelegten Temperaturbereich linear heruntergeregelt. Im
gleichen Verhiltnis wird der Massenstrom durch den angrenzenden Bereich heraufgeregelt.
Das hat den Vorteil, dass sich durch den verringerten Massenstrom die treibende
Temperaturdifferenz zwischen ZWT und dem Besatzmaterial verringert, wodurch sich das
Erreichen der endgiiltigen Abschaltung des Abschnitts verringert. So kann in diesem mehr
Energie gespeichert werden.

*

(a) Einzelmodul (b) 3 serielle Module

Abb. 6.27: (a) Schematischer Aufbau eines Einzelmoduls und (b) von drei in Serie geschalteten
Modulen

Die Auslegungsrechnung hat gezeigt, dass die Verringerung der parasitdren Verluste vor allem
bei Speicherkonfigurationen mit hoherer zulissiger Anderung der Austrittstemperatur auftritt.
Der Grund dafiir ist, dass nur hier eine ausgeprigte Temperaturfront im Regenerator auftritt.
Folglich wird die weitere Untersuchung nur mit der Speicherkonfiguration TL15P4.0 Te70 in
der Referenzwoche S8 durchgefiihrt. Auf eine Darstellung der transienten Temperaturverldufe
im Wiérmeiibertrager wird verzichtet, da diese nahezu identisch zu dem Einzelmodul
verlaufen.

Abb. 6.28 zeigt die zeitlichen Verldaufe der Drosselklappendffnung. Wihrend des Beladens
sind sdmtliche Bleeds geschlossen, d.h. die Luft tritt aus dem letzten Segment aus. Etwa 3,5
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Std. nach Beginn des Beladevorgangs ist die obere Grenztemperatur Ty, im ersten Segment
iberschritten. Deshalb wird der eintretende Massenstrom (w1) heruntergeregelt, wihrend in
gleichem Malle die Luft zunehmend direkt in das zweite Segment (w2) eintritt. Durch den
verringerten Stromungsweg sinkt der ebenfalls dargestellte Druckverlust des Regenerators ab.
Nach weiteren zwei Stunden ist auch im zweiten Segment die obere Grenztemperatur T,
erreicht, weshalb der eintretende Massenstrom hier ebenfalls heruntergeregelt wird. In Folge
sinken die Druckverluste weiter ab. Zu Beginn der Umschaltphase (U.1) stromt nahezu der
gesamte Massenstrom durch das letzte Segment. Beim Entladen stromt die Luft mit
Ausnahme der letzten Minuten in das erste Segment. In den ersten Minuten wird der erste
Bleed geschlossen, sodass anfangs die ersten beiden Segmente durchstromt sind. Die
Temperaturfront erreicht etwa 3 Stunden nach dem Umschaltvorgang das dritte Segment,
weshalb Bleed (bl2) zu diesem Zeitpunkt geschlossen wird. Damit steigen die Druckverluste
entsprechend an. Aufgrund der stark verdnderlichen Eintrittstemperatur in den Regenerator
wird die untere Grenztemperatur beim Entladen nicht erreicht, weshalb stets sdmtliche
Segmente durchstromt sind.
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Abb. 6.28: Zeitlicher Verlauf der Drosselklappendffnung und anteilige Leistungsaufnahme des
Ventilators zur Uberwindung der Druckverluste im Regenerator

Zusammenfassend zeigt sich fiir die serielle Verschaltung, dass diese eine deutliche
Verringerung der austretenden Druckverluste im Regenerator ermdglicht. Dies ist jedoch nur
vorteilhaft, wenn die Druckverluste im Regenerator im Vergleich zum Warmeiibertrager hoch
sind. Hierfiir wire letztendlich ein Warmeiibertrager mit hohen Investkosten notwendig. Ein
weiterer Vorteil wire in Verbund mit einem Regenerator, der eine hohe zuldssige Anderung
der Austrittstemperatur ausweist, da so bei geringem Energieangebot in den Wintermonaten
Teile des Regenerators vollstindig stillgelegt werden konnten. Ob die zusétzlichen Kosten fiir
die erforderlichen Drosselklappen die etwas niedrigeren Betriebskosten durch geringere
Druckverluste kompensieren konnen, muss anhand von Kostenrechnungen iiberpriift werden.

6.5.5 Zusammenfassung der Detailsimulationen

Die Detailsimulationen zeigen, dass durch eine direkte Substitution des 2-Tank-
Fliissigsalzspeichers, bei dem der dlseitige Massenstrom nicht an die Leistungsaufnahme des
Speichers angepasst wird, in bestimmten Fillen zu einem geringeren Ertrag fiihrt. Dieser
Effekt tritt insbesondere bei den Regeneratorkonfigurationen auf, die eigentlich den hochsten
Stromertrag liefern sollten. Der Grund hierfiir ist, dass diese Konfigurationen nur eine geringe
Anderung der Austrittstemperatur zulassen, was dazu fiihrt, dass die notwendige
Temperaturspreizung auf der Olseite bereits zu Beginn des Beladevorgangs sehr klein wird.
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Damit kann der Speicher nicht die ausgelegte Leistung aufnechmen. Erst durch eine Regelung
des Olmassenstroms konnen dhnliche Randbedingungen wie bei der Auslegungsrechnung
erzeugt werden. Die Ergebnisse stimmen in diesem Fall sehr gut {iberein.

In Simulationen der Referenzwoche W4 mit geringem Strahlungsangebot sind die betrachten
Speicher iiberdimensioniert. Im Speicher mit geringer zuldssiger Anderung der Austrittstem-
peratur AT, verbreitert sich aufgrund dessen die Temperaturschichtungszone und fiihrt zu
einer Halbierung der Ertrdge. Beim Speicher mit hohem AT, bleibt die Temperaturschich-
tungszone hingegen schmal. Da der Beladevorgang auf vier Volllaststunden begrenzt ist,
andert sich die Austrittstemperatur beim Beladen kaum. Damit wird der Speicher
asymmetrisch betrieben. Wie in der theoretischen Betrachtung beschrieben (vgl. Kapitel
6.2.4), kann der Speicher dadurch sehr viel Energie aufnehmen und der Bruttoertrag
verringert sich nur um 40 %.

Zuletzt zeigt sich, dass die von einigen Autoren vorgeschlagene serielle Verschaltung
tatsdchlich zu geringeren Druckverlusten im Regenerator fiithrt. Allerdings sind die
Druckverluste des Regenerators, verglichen mit dem Wérmeiibertrager, tendenziell geringer.
In diesem Zusammenhang ist jedoch das Verhalten des Warmeiibertragers gegen Ende der Be-
und Entladeperioden interessant. Hier verringert sich aufgrund der abnehmenden
Temperaturspreizungen auch die logarithmische Temperaturdifferenz. Somit konnten
stattdessen Teile des Warmetibertragers vom Luftstrom umfahren werden.
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7 Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit ist ein neuartiges Wéarmespeichersystem fiir fliissige
Primérwirmetrdgermedien vorgestellt worden, bei dem thermische Energie iiber einen
Wirmeiibertrager an ein geeignetes, gasformiges Zwischenwirmetragermedium iibertragen
wird. AnschlieBend wird die Energie im direkten Kontakt an ein kostengiinstiges
Feststoffspeichermaterial iibertragen. Das Zwischenwéirmetragermedium befindet sich in
einem geschlossenen Kreislauf und wird durch einen Ventilator umgewélzt. Anhand einer im
Rahmen dieser Arbeit aufgebauten GrofBanlage wurde der experimentelle Funktionsnachweis
des Systems erbracht. Es wurden neue Entwurfsgrundlagen erarbeitet und mit Hilfe eigener
Auslegungsprogramme angewendet. Ohne den Einsatz von Kostenfunktionen wurden damit
anhand umfangreicher Untersuchungen konkrete Realisierungsvarianten identifiziert. Zuletzt
wurden flexibel erweiterbare Simulationsmodelle entwickelt, sodass zukiinftige
Anwendungen des Speichersystems untersucht werden konnen.

Zuerst wurden geeignete Konzepte fiir das Speichersystem untersucht. Fiir den Wérmeiiber-
trager erwies sich eine Rippenrohrbauweise gegeniiber einem geschweiliten Plattenwarme-
iibertrager mit gewellten Rippen als zielfilhrender, da dieser auch bei hohen Driicken
eingesetzt werden kann und die verfligbaren Korrelationen flir die Simulation umfassender
sind. Fiir den Regenerator wurde eine neuartige, horizontale Bauweise als ideal identifiziert,
da sich so ein einfacher und kostengiinstiger Aufbau realisieren ldsst. In diesem
Zusammenhang wurde gezeigt, dass iliber weite Temperaturbereiche der in vertikalen
Regeneratoren unterstiitzend wirkende Auftriebseffekt vernachlidssigbar gering ist.

Fiir die zligige Eingrenzung der Gestaltungsmoglichkeiten wurde eine vereinfachte Methode
zur Bewertung alternativer Zwischenwiarmetrdgermedien zu Luft vorgestellt. Dabei stellten
sich iiberhitzter Wasserdampf und CO; als leistungsfahigere Alternativen heraus. Anhand von
Auslegungsrechnungen des Wérmeiibertragers wurde gezeigt, dass durch den Einsatz von
Dampf bis zu 20 % Stahlmasse eingespart werden konnen. Es wurde ein Verfahren zum
Einsatz von Dampf im CellFlux-System zum Patent angemeldet.

Im Anschluss an die einleitenden Betrachtungen erfolgte die Charakterisierung von
Regenerator- und Wirmeiibertragerkonfigurationen. In MATLAB wurden hierfiir
Auslegungsprogramme implementiert, die Parametervariationen unter gleichzeitiger
Verwendung eines Minimierungsalgorithmus erlauben. Als grundlegende Rahmenbedingung
wurden zwei solarthermische Parabolrinnenkraftwerke herangezogen. Das erste basierte auf
dem Primédrwirmetragermedium VP1 fiir den Temperaturbereich von 290 °C bis 390 °C. Das
zweite basierte auf dem Fliissigsalz Hitec HTS und arbeitet zwischen 310 °C und 510 °C. Fiir
den Wirmeiibertrager wurden konkrete Konfigurationen mit verschiedenen parasitiren
Verlusten und logarithmischen Temperaturdifferenzen ausgelegt. In Kombination mit der
notwendigen Stahlmasse konnen diese Konfigurationen spéter wirtschaftlich bewertet
werden.

Fiir den Regenerator erfolgte erstmals eine gleichzeitige Beriicksichtigung aller relevanten
geometrischen EinflussgroBen und der Betriebsweise des Speichers. In diesem Zusammen-
hang wurde veranschaulicht, wie deutlich die zulissige Anderung der Austrittstemperatur AT,
des Regenerators das Betriebsverhalten und damit auch dessen notwendige Grof3e beeinflusst.
Um die Ergebnisse der Charakterisierung tibersichtlich in Kennfeldern darzustellen und fiir
eine spidtere Nutzung zu speichern, zeigte sich, dass bisher keine geeignete Kenngrofle
existiert, mit der der zeitliche Verlauf der Austrittstemperatur aus dem Speicher beschrieben
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werden kann. Um diese Liicke zu schlieBen, wurde eine neue Bewertungskenngrofle
eingefiihrt, der Storage Steadiness Factor (SSF). Dieser erlaubt die Rekonstruktion des
Verlaufs der Austrittstemperatur aus dem Regenerator. Es wurde nachgewiesen, dass die aus
dem SSF rekonstruierten Temperaturverldufe mit weniger als einem Prozent von den direkt
berechneten Verlaufen abweichen. Als mogliche Besatzmaterialien wurden Basalt-
Schiittungen, Klinker-Formsteine und Betonplatten betrachtet.

Im ndchsten Schritt wurden zwei neue Bewertungsansitze entworfen und angewendet. Der
erste Ansatz basierte auf einer exergetischen Bewertung des Speichers mit konstanten,
abgeleiteten FEintrittsbedingungen aus dem Kraftwerksprozess. Dieses Vorgehen entspricht
dem gewdhnlichen Vorgehen in der Literatur zur Auslegung von Regeneratoren. Es konnten
die zuvor gewonnenen Ergebnisse der Charakterisierung wiederverwendet werden. Damit
erfolgt eine vom Prozess und dessen Verhalten unabhéngige Bewertung der Speicherkonfigu-
rationen, bei dem die Einfliisse der urspriinglichen Parameter exakt zugeordnet werden
konnen. Fiir den zweiten Ansatz wurde das Speichersystem direkt mit dem jeweiligen
Kraftwerksprozess gekoppelt. Da die Prozesse eine deutliche Wechselwirkung mit dem
Speichersystem verursachen, mussten hierfiir die Berechnungen erneut durchgefiihrt werden.
Die Bewertung erfolgte anhand der produzierbaren Strommenge.

Fir beide Ansdtze wurde bei der Auslegungsrechnung ein Minimierungsalgorithmus
eingesetzt, um den Speichern, unter Einhaltung der Auslegungsparameter, das gleiche
Energieangebot zur Verfligung zu stellen. Somit ergibt sich trotz unterschiedlicher Ansétze
eine Vergleichsgrundlage. Fiir die Berechnungen muss nur zuvor die logarithmische
Temperaturdifferenz, entsprechend der Abstufung bei der Wirmeiibertragerauslegung,
festgelegt werden. Die aus dem Speichersystem zuriickgewinnbare Exergie, bzw. Energie
wird auf die notwendige Steinmasse des Regenerators bezogen und kann so in Kennfeldern
dargestellt werden. Dadurch kann ein Grofteil der moglichen Konfigurationen verworfen
werden und es ergeben sich pareto-optimale Konfigurationen. Diese konnen nachtréglich
durch weitere Einschrdnkungen eingegrenzt werden. Da nun Speichermasse, die notwendigen
Stahlmassen fiir den Warmetibertrager, parasitire Verluste des Warmeiibertragers und die aus
dem Speicher zuriickgewinnbare Exergie bzw. elektrische Energie bekannt sind, kann aus
diesen Informationen leicht eine abschlieBende wirtschaftliche Bewertung erfolgen.

Im direkten Vergleich beider Ansétze zeigte sich, dass die Annahme konstanter Randbedin-
gungen bei der exergetischen Bewertung deutlich vom realen Prozessverhalten abweicht.
Daraus resultieren schlussendlich unterschiedliche Optima der Speichergeometrie. Damit
ergab sich, dass dieses bisher in der Literatur angewendete Vorgehen zwar weniger aufwindig
ist, jedoch nicht zu optimalen Ergebnissen fiihren kann.

Konkrete Auslegungsergebnisse sind, dass fiir Systeme wie das thermodlbasierte Kraftwerk,
die mit geringen Temperaturspreizungen arbeiten, die Druckverluste einen entscheidenden
Einfluss haben. Hierbei sind bei geringen Regeneratorquerschnitten die Formsteine — trotz
geringeren Wérmeiibergangs — einer Schiittung iiberlegen. Durch Erh6éhung der
Temperaturspreizung verringern sich die notwendigen Massenstrome und damit die
Druckverluste. Hierbei wiéren in allen Fillen Schiittungen vorteilhafter. Weiterhin wurde
untersucht, wie sich der Ertrag aus dem Speicher verbessern ldsst. Dabei zeigte sich, dass es
vorteilhaft ist, den Speicher asymmetrisch zu betreiben. Dies muss so geschehen, dass sich die
Austrittstemperatur beim Beladevorgang moglichst wenig, und die Austrittstemperatur beim
Entladen moglichst stark dndert. Ist dies aufgrund des nachgeschalteten Prozesses nicht
moglich, kann dieses Ziel auch durch die Nutzung von Restenergie erreicht werden. Eine
weitere Moglichkeit ist eine Modularisierung des Regenerators, sodass die Module
nacheinander durchstromt werden. Damit ldsst sich der Druckverlust in Konfigurationen mit
ausgeprigter Temperaturschichtungszone um bis zu 50 % reduzieren.
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Basierend auf den theoretischen Erkenntnissen wurde eine Pilotanlage mit einer thermischen
Leistung von 100 kWy, errichtet. Das Speichervolumen ist bei einer Ldnge von 10 m aus
28 m’ Lochklinkersteinen aufgebaut. Aufgrund der GroBe der Anlage ist es moglich, duBere
Randeffekte, wie sie in bisherigen Anlagen auftreten, weitgehend zu eliminieren. Vor der
Durchfiihrung von Experimenten wurde die Anlage umfassend auf Konsistenz iiberpriift.
Hierzu z&hlen der Nachweis der Dichtigkeit, besondere Einfliisse, wie z.B. Feuchtigkeit in der
Umgebungsluft und die Konsistenz von Wiarmeverlusten, sowie den in Laborversuchen
ermittelten Stoffdaten.

In bisherigen Veroffentlichungen mit Formsteinen als Besatzmaterial war die Gleichverteilung
der Stromung iiber den Bettquerschnitt unbekannt. Daher wurden grofe Fehlertoleranzen
zugelassen. In der vorliegenden Arbeit wurde daher die Ungleichverteilung der Stromung
ermittelt. Dies erfolgte durch die Berechnung der Anderung der inneren Energie des
Besatzmaterials und der Bilanzierung der Enthalpie- sowie Warmestrome. Durch die lokalen
Abweichungen dieser beiden Bilanzen wurde die radiale Massenstromverteilung im
Regenerator bestimmt. Dabei ergab sich, dass der Massenstrom entlang der Mittelachse des
Regenerators bis zu 20 % tiber dem gemessenen Wert liegen kann. Eine hieraus abgeleitete
Korrekturfunktion, basierend auf der Euler-Zahl, ermoglichte eine deutliche Verbesserung der
Simulationsergebnisse. Dadurch war es mdglich, das dynamische Verhalten der rdumlichen
Temperaturverteilung im Regenerator mit einer Abweichung von weniger als 5 % abzubilden.

In stationdren Versuchen wurde eine neue Nusselt-Korrelation fiir den inneren Wérmetiber-
gang der Luft an die Behilterwand ermittelt. Weiterhin wurde das Abkiihlverhalten des
Regenerators iiber einen ldngeren Zeitraum von etwa einer Woche untersucht. Hierbei ergab
sich, dass durch die Abkiihlung an den Speicherenden Temperaturgradienten entstehen. Dies
fiihrt zur Ausbildung einer schwachen Konvektion. Durch einen Vergleich mit dem
Simulationsmodell entspricht diese etwa der 150-fachen effektiven Wiarmeleitfahigkeit des
Besatzmaterials oder einer mittleren Strémungsgeschwindigkeit von 1,5 mm/s. Damit wurde
nachgewiesen, dass kiirzere Stillstandszeiten des Regenerators von einigen Stunden nahezu
keinen Einfluss auf das innere Temperaturprofil haben. Diese Ergebnisse konnen fiir die
Simulation groBerer Speichereinheiten verwendet werden.

Die Versuchsanlage wurde so aufgebaut, dass die im Besatzmaterial induzierten
Druckverluste entlang des Stromungswegs gemessen und mit zuvor gewonnenen
Teststandsversuchen verglichen werden koénnen. Dabei stellte sich heraus, dass der
Druckverlustbeiwert in der Pilotanlage aufgrund der ungenaueren Ausrichtung des
Besatzmaterials etwa 50 % hoher ausfallt. Dieser nicht zu vernachldssigende Einfluss zeigt
sich auch in der starken Schwankung der Druckverlustbeiwerte von etwa 20 % um den
Mittelwert entlang des Stromungswegs. Die in anderen Arbeiten filir keramische
Hochtemperaturbesatzmaterialien angenommene, reine Kanalstromung ist hier nicht
gerechtfertigt, da damit nur 30 % des induzierten Druckverlusts erkldrt werden konnen. Es
zeigte sich, dass Grate an den Schnittkanten der Formsteine {iber einen experimentell zu
ermittelnden Druckverlustbeiwert mitberticksichtigt werden miissen.

In der Simulationsumgebung SIMULINK wurden detaillierte dynamische Modelle des
Regenerators und des Rippenrohrwirmeiibertragers implementiert. Das zweidimensionale
Modell des Wirmeiibertragers erlaubt eine realistische Simulation des transienten Verhaltens,
um auch groflere Einheiten untersuchen zu konnen. Das eindimensionale Modell des
Regenerators beriicksichtigt neben unterschiedlichen Besatzmaterialien innerhalb eines
Speichervolumens auch die thermische Triagheit der Isolierung sowie das eindimensionale
Temperaturprofil innerhalb des Besatzmaterials. So konnen auch grof3ere Warmeleitstrukturen
realistisch abgebildet werden. Weiterhin erlaubt das Modell, den Besatz in Zonen zu
unterteilen, die individuell mit dem eintretenden Gasmassenstrom beaufschlagt oder umfahren
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werden konnen. Somit lassen sich auch serielle Verschaltungen innerhalb eines Modells
realisieren. Anhand von experimentellen Ergebnissen wurden die Modelle validiert.

Abschliefend erfolgte die Simulation einiger zuvor ausgelegter Konfigurationen, um den
Stromertrag mit den in den Auslegungsrechnungen ermittelten Ergebnissen zu vergleichen.
Hierbei konnte gezeigt werden, dass eine direkte Substitution des 2-Tank-Fliissigsalzspeichers
nur bei Konfigurationen mit groferen zuldssigen Anderungen der Austrittstemperatur (AT,)
funktioniert. Fiir Konfigurationen mit geringem AT, ist eine zusitzliche Regelung des
Olmassenstroms notwendig, um die Auslegungsertrige zu erreichen. Bei halbiertem
Strahlungsangebot fiihrten hohere AT, zu lediglich um 40 % verringerten Ertrdgen, wéahrend
bei geringen AT, der Ertrag um etwa 50 % sank.

Schlussendlich haben die in dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen gezeigt, dass das
CellFlux-Konzept in der Lage ist, den Zweitank-Fliissigsalzspeicher als Stand der Technik
abzulésen. Durch Steigerung der Temperaturspreizung und dem damit verbundenen
Kostenreduktionspotential erscheint das CellFlux-Konzept fiir neuere Anwendungen wie
Strom-Warme-Strom-Speicher, adiabate Druckluftspeicher oder Kraft-Warme-Kopplung
besonders geeignet. Mit den erarbeiteten Grundlagen konnen in zukiinftigen Arbeiten
gezielter Auslegungsrechnungen durchgefiihrt werden. Die im Rahmen der vorliegenden
Arbeit geschaffenen Simulationswerkzeuge konnen hierfiir flexibel an zukiinftigen Bedarf
angepasst werden. Zuletzt konnen an der Versuchsanlage neue Fragestellungen untersucht
werden.

Als néchste Schritte sollten abschlieBende wirtschaftliche Bewertungen durchgefiihrt werden.
Mit Hilfe der Versuchsanlage konnten alternative ZWT wie Dampf oder CO, untersucht
werden. Zudem wire die Aufriistung der Anlage zur Demonstration eines Strom-Wirme-
Strom-Speichers moglich. In theoretischen Untersuchungen koénnte das Systemverhalten
durch den Entwurf von Regelungskonzepten weiter verbessert werden.
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Anhang

A Verwendete Druckverlustkorrelationen und Wirme-
tibergangsbeziehungen

A.1 Dimensionslose Kenngrof3en

Die folgenden Ausfiihrungen setzen voraus, dass die verwendeten dimensionslosen
Kennzahlen bekannt sind. Sofern nicht anders angegeben berechnet sich die Reynolds-Zahl
mit dem hydraulischen Durchmesser dy,q und der dort herrschenden Stromungsgeschwindig-
keit des Fluides vy, der Dichte pr und der dynamischen Viskositit ye zu

dhyaV
Re = M_ (A.1)
Mg
Die Prandtl-Zahl lautet mit der Warmeleitfahigkeit A¢ des Fluides
c
pr = oS, (A2)
Ag

Die fiir Warmetibergangsbezichungen hdufig herangezogene Nusselt-Zahl wird wie folgt
berechnet:
ad
Ny = —24 (A.3)
Af
Dabei ist der flaichenbezogene Wirmetibergangskoeffizient @ und die Warmeleitfahigkeit des
Fluides 4. Als Bezugslinge wird hier meist der hydraulische Durchmesser d},yq verwendet.

A.2 Druckverluste

Die Druckverluste werden iiber einen Gesamt-Druckverlustbeiwert (oo, der mit dem
dynamischen Druck multipliziert wird, berechnet. Der Druckverlustbeiwert wird auf den
engsten Querschnitt mit der Durchstromungsgeschwindigkeit v¢ bezogen. Sind die Stoffdaten
rdaumlich verinderlich, sind entsprechende Mittelwerte zu bilden.

Pt
Ap = (ges ?vfz (A4)

Der Druckverlustbeiwert ist meist — wenn auch nur schwach — von der Re-Zahl abhédngig. Der
Gesamtdruckverlust {405 setzt sich additiv aus verschiedenen Teil-Druckverlustbeiwerten
zusammen.

Ein- und Austrittsverluste am Regenerator

Am Speichereintritt findet eine Kontraktion der Strdémung statt. Im Gegensatz zu Schiittungen
ist diese bei Formsteinen sehr scharf begrenzt und wird daher beriicksichtigt. Kays und
London [106] haben die zugehdrigen Druckverlustbeiwerte korreliert. Abb. A.1 zeigt die aus
dem Diagramm extrahierten Verldufe in Abhdngigkeit des Kontraktionsverhiltnisses. Dieses
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entspricht fiir Formsteine der Porositidt epg. Die turbulenten Eintrittsverluste sind hier fiir
Re=2000 eingetragen und werden mit einer Re-abhidngigen Potenzfunktion multipliziert.

1,5 T T T T
<
'::’ 1
2
‘o 05
o
k7
s Sea
= 0 r i in  TT==<
5 Iam!nar, em T y=x2-2x+1
2 | - laminar,aus ~ TTteeel
§-05 r --- Re=2000,ein T~ 1
a turbulent, aus y=1,007x2-2,7779x + 1,0047 "7 "==-
-1 1 I 1 1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

Kontraktionsverhiltnis f2/f1 / -
Abb. A.1: Druckverlustbeiwerte flir Ein- und Austrittsverluste eines rechteckigen Kanals

Reibungsverluste im Inneren von Kanélen

Der durch Reibung verursachte Druckverlustbeiwert berechnet sich nach Darcy aus dem
Reibungskoeffizienten ¢ und dem Verhéltnis aus Stromungslinge zu hydraulischem
Durchmesser.

L
{Reib = d—é‘ (A.5)
hyd
Der Reibungskoeffizient fiir laminare Strdomung lautet nach einer analytischen Herleitung von
Poiseuille

64

flam = ﬁ (A.6)

Fir turbulente Stromung existieren eine Vielzahl von Formeln zur Berechnung des
Reibungskoeftizienten ., meist in impliziter Form. Die urspriingliche Fassung geht auf
Colebrook zuriick. Da hier die Oberflachenrauigkeit einen signifikanten Einfluss hat, diese
jedoch nur ungefdhr zu bestimmen ist, kann der turbulente Reibungskoeffizient auch aus
Diagrammen abgelesen werden. Eine hiufig zu findende Darstellung ist die nach Moody
[107].
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Moody Diagram
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Abb. A.2: Turbulenter Reibungskoeffizient nach Moody [107] (Bildquelle: Wikimedia Commons)

Schiittung und Formsteine verwenden den gleichen Ansatz, wobei bei der Schiittung die
Modellvorstellung zugrunde liegt, dass die Zwischenrdume innendurchstromte Kapillare
bilden. Es wird dabei ein geringfligig lingerer Stromungsweg der Ldnge L' als der der
Schiittung selbst (L) angenommen. Daneben existieren Modelle, welche als Ansatz die
Umstromung eines Einzelpartikels verwenden, diese sind jedoch weniger gebrauchlich [108].

Die gebrauchlichste Korrelation fiir Schiittungen ist die nach Ergun [52]. Unter
Berticksichtigung von Gleichung (3.39) und (A.6) lautet der Widerstandsbeiwert

'3 —4< 150 +175> (A7)
eB 3 Repart,PB ' . .

Die auf dem Partikeldurchmesser basierte Reynolds-Zahl Rep,.pp entspricht 3/2 der auf

dem hydraulischen Durchmesser basierenden Reynolds-Zahl. Damit ist der laminare Anteil

des Verlustbeiwerts mit 133,3/Re nach Darcy geringfiigig héher als bei der reinen

Kanalstromung mit 64 /Re. Dies ist durch den lingeren Stromungsweg L' begriindet.

Die Reibungsverluste der Formsteine werden wie bei Rohren mit dem hydraulischen
Durchmesser als Bezugsgrof3e berechnet.

Zusitzliche Druckverluste durch Grate und Stof3stellen

Die Formsteine weisen an den StoB3kanten Grate auf, die zu einem zusétzlichen Druckverlust
filhren. Diese lieen sich theoretisch als Stromung durch eine Blende betrachten, allerdings
sind die Grate sehr unregelmifig geformt. Zudem treten weitere Verluste durch unsaubere
StoBstellen auf. Daher werden die zusitzlichen Verluste {,,s anhand einer empirischen
Korrelation berechnet, die aus den Vorversuchen am kleinen Teststand bestimmt wurden.
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Druckverluste im Wirmeiibertrager
Fiir die Berechnung der gasseitigen Druckverluste im Wirmeiibertrager wird eine etwas
abgewandelte Form der Druckverlustbeziehung herangezogen.

G2 1 Pgei
Ap = —5 [fgnrpg,em (p—) + 2( BER 1)] (A.8)
m

p ,ein p ,aus
g g g

Obige Gleichung wird fiir die Auslegungsrechnung herangezogen. Als Mittelwert der Dichte
wird das harmonische Mittel (pg)m aus Dichte am Ein- und Austritt gebildet.

(), =2l
pg m 2 pg,ein pg,aus .

Im Detailmodell wird der Druckverlust an jedem Knoten berechnet, so ist (pg)m X Pgein &
Pgaus- In diesem Fall vereinfacht sich Gleichung stark und der Druckverlustbeiwert f, wird
fg = 2{5. Fiir den Druckverlustbeiwert wird auf eine Korrelation von Robinson und Briggs
[51] zurlickgegriffen.

X -0,927 X 0,515
— 18,93 - Re-0316 [ 2t (—t) A10
fg eO,g dr'a )(1 ( )

Der Giiltigkeitsbereich fiir die Korrelation lautet wie folgt:

Tabelle A.1: Giiltigkeitsbereich fiir den gasseitigen Druckverlustbeiwert f;

Grofle Min Max

Regg 2,0 E+3 5,0 E+4
dyq 18,64 mm 40,89 mm

hgi 10,5 mm 14,94 mm
DRi 1,85 mm 2,76 mm
SRi 0,4 mm 0,6 mm
X; 42,85mm 114,3mm
X 42,85mm  114,3 mm
ny 4 -

Die Reynolds-Zahl Rey, wird hier mit dem RohrauBlendurchmesser d., und der
Stromungsgeschwindigkeit des Gases vy, im engsten Querschnitt gebildet. Eine
umfangreiche Untersuchung weiterer Korrelationen findet sich in [84].

A.3 Wirmeiibergang

Wirmeiibergang in Schiittungen
Fiir die Berechnung des Wirmeiibergangs in Schiittungen wird eine Korrelation nach Wakao

et al verwendet [109].

1
Nu=2+11-Pr3-Regy op (A.11)

Diese verwendet die auf dem Partikeldurchmesser basierende Reynolds-Zahl Rep,ppg. Die
Autoren haben eine umfangreiche Literaturstudie durchgefiihrt und die verdftentlichten
Korrelationen einer kritischen Untersuchung unterzogen. Ergebnis ist eine sehr einfach
gehaltene Korrelation (Abb. A.3). Wie sich anhand der Grafik erkennen lésst, streuen die
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Literaturwerte sehr stark. Daher ist diese den gesamten Reynolds-Zahlenbereich abdeckende
Korrelation ausreichend.
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Abb. A.3: Nusselt Korrelation nach Wakao el al [109]

Wirmeiibergang in Formsteinen und Rohren

Der Wiarmeiibergang in Formsteinen und Rohren wird mit einer Korrelation nach Gnielinski
berechnet. Fiir Auslegungsrechnungen wird die mittlere Nusselt-Zahl Nu, verwendet, im
Detailmodell die lokale Nusselt-Zahl Nu,. Fiir den turbulenten Bereich werden die Nusselt
Zahlen nach folgenden Gleichungen berechnet.

§ 2
& ) Repyg Pr d 3
8 hyd hyd
Nugyrbm = ( ) - 1+ (—ly ) (A.12)
14127 g- <Pr§ — 1)
E) 2
&) Reywq Pr 3
(8 hyd 1 dh d
Nttturb tok = ——|1+3 (—xy (A.13)
14127 g- (Pr§ — 1)

mité = (1.8log10 Reypyq — 1.5)_2 und Reyyq > 10*

Im laminaren Bereich wird die Nusselt-Zahl nach Shah und London [110] berechnet, die in
ihrer jetzigen Form von Gnielinski korreliert wurde.

1

Nujam = (49,371 + (Nuy — 0,7)% + Nud)3 (A.14)
Dabei wird fiir die Koeffizienten Nu, und Nug wieder zwischen mittleren und lokalen
Werten unterschieden. Fiir die mittlere Nusselt-Zahl gilt

1

d 3
Nugm = 1,615 - (Rehyd : Pr-%) und Nug, = 0 mit Repyq < 2300.
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Fiir die lokale Nusselt-Zahl wird der hydrodynamische Einlauf Nug mitberiicksichtigt:

1

dhya\3
NuAllok = 1,077 * Rehyd -Pr- T und

1
2 6 dhyd
Nig ok = 0.5 <1 ¥ 22- Pr) JRehyd Pr—

Fiir den Ubergangsbereich wird nach einem Vorschlag von Gnielinski [111] die Nusselt Zahl
linear interpoliert. Somit gilt fiir die Nusselt Zahl in Rohren Nu, und Kanilen von

Formsteinen Nugg allgemein
Nuyam wenn Reyyq < 2300

Nuy = Nugg =<V - Nijam + (1 =) - Nugyp, wenn 2300 < Repyq < 10* (A.15)

Ny wenn Repyq > 10*
it 104 — Rehyd
MY =70+ —2300°

Damit ist die Funktion auch {iber den gesamten Re-Zahlenbereich stetig.

Wirmeiibergang am Rippenrohr
Fiir den duBeren Wiarmeiibergang am Rippenrohr wird hiufig eine Korrelation nach Briggs
und Young [50] empfohlen, da diese einen sehr grolen Datenbereich abdeckt. Diese geht auf
frithere Arbeiten des Autors zuriick.

0,2 0,1134
1/3 (ARi\ "~ (QRi) "
Nu, gey = 0,134 - Re%6%L . pr (-) (—)
) ’ 0,
8 g & \hg SRi

Der Giiltigkeitsbereich fiir die Nusseltkorrelation lautet wie folgt:

(A.16)

Tabelle A.2: Giiltigkeitsbereich fir die gasseitige Nusselt-Zahl Nug ggy nach Briggs & Young

Grolie Min Max

Reg o 1,1 E+3 1,8 E+4
dya 13,49 mm 40,89 mm
hgi 43l mm 16,58 mm
PRi 1,82 mm 2,76 mm
SRi 0,33 mm 2,02 mm
X; 2743 mm 10,0 mm
X 23,76 mm 96,13 mm
ny 4 -

Mit der gleichen Definition der Reynolds-Zahl Rey, wie im Abschnitt A.2. Ein Vergleich
einiger weiterer Korrelationen findet sich in Hoffmann [84]. Die Korrelation nach Briggs &
Young beriicksichtigt nur gleiche Léngs- und Querteilung. Eine neuere Korrelation, die diesen
Einfluss beriicksichtigt und experimentelle Daten etwas genauer wiedergibt, ist die nach Mon
[112]. Seine eigene Korrelation basiert auf einem Ansatz aus dem VDI Wérmeatlas und wurde
anhand numerischer Berechnungen korreliert.
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1,06

1 -0,15 X
_ . 06 p..3 g . r-0075 [t
Nug‘Mon = 0,284 Reo'g Prg (Ag,pri> F (Xd> (A.17)

Ag -
mitXy = [XZ2+X?undF =(—=+1
t ! Ay
g

Der Giiltigkeitsbereich fiir die Nusseltkorrelation lautet wie in Tabelle A.3. Die Genauigkeit
wird mit £+ 20 % fiir 80 % der experimentellen Daten angegeben.

Tabelle A.3: Giiltigkeitsbereich fiir die gasseitige Nusselt-Zahl Nug yjon, nach Mon

Grofle Min Max

Regg 5,0 E+3 7,0 E+4
dra 13,59 mm 28,0 mm

hgi 3,0 mm 12,0 mm
PRi 1,2 mm 2,5 mm
SRi 0,3 mm 0,5 mm
X¢ 2831 mm 64,8 mm
X 31,18 mm 56,12 mm
ny 4 -

Wirkungsgrade am Rippenrohr
Auf der Gasseite wird ein Oberflichenwirkungsgrad hinzugezogen, der den Gesamtwirkungs-

grad von Rippe und primirer Oberflidche beriicksichtigt. Dieser wird wie folgt berechnet.

Ag
Nog = 1- A_ (1 - 77Ri) (A.18)
g

Der Rippenwirkungsgrad ng; berechnet sich nach [76] zu

a-(m-1,)"® wenn® > 0,6 + 2,257(r*)" 0445

i = {tanh ® AL
an wenn ® < 0,6 + 2,257 (r*) 0445 (A.19)

D
mita = (r*) 9246, d=m-1L,[T")", n = exp(0,13-m -1, — 1,3863)

b= {0,9107 40,0893 - r* r*<2
=10,9706 + 0,17125 - hg; -+ 1* r* > 2

2a SRi d, + 2hg;

g Ri * r,a Ri

= ) l = h . —’ o ——

" AgsRi © R 2 " dr,a

Wirmeiibergang an die Umgebung
Die Berechnung des Wirmeiibergangs an die Umgebung ist von vielen Einflussfaktoren

abhédngig (Wind, Sonneneinstrahlung, Regen). Bei sidmtlichen in dieser Arbeit betrachteten
Komponenten ist von einer Isolierschichtdicke von etwa 30 cm auszugehen, womit die
treibenden Temperaturdifferenzen und damit der Einfluss des &uBleren Wiarmeiibergangs
gering ist. Daher wird vereinfachend ein konstanter Wert herangezogen, mit

4
ay =107 (A.20)
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Sind genauere Wetterdaten verfiigbar, wird der Warmeiibergang als ldngsumstromte Platte
bzw. Zylinder angenéhert. Eine allgemeingiiltige Korrelation nach [113] lautet

Nuy = Nuy;, + \/Nulzam + NuZ ., (A.21)

mit Nuy,, = 0,664Re®5Pr1/3

0,037Re8Pr
1+ 2,443Re-01(Pr2/3 — 1)

Nugyp =
N _ {0 fiir Platten
Umin =103 fiir Zylinder

Die Reynolds-Zahl wird mit den Bezugsgroflen Plattenlénge ! bzw. beim Zylinder mit %d
gebildet.

B  Verifizierung der Modelle

B.1 Verifizierung des Speichermodelle

Die zuvor beschriebenen numerischen Modelle zur Speicherauslegung werden anhand von
analytischen Losungen verifiziert. Die analytische Losung wurde erstmals von Nusselt [§]
hergeleitet. Unter der Annahme konstanter Stoffwerte lautet die Losung fiir den zeitlichen und
ortlichen Verlauf der Gastemperatur

3
60 = [ T e € gy (20 G — ) de (B.22)
0
und der Verlauf der mittleren Steintemperatur berechnet sich zu

Ts(,1) = Tgo(§) - e7"

3
- f T (8) - e=G-e+D) / ; z — U (zlg/ (& — g)r) de (B.23)
0

Dabei sind J, und J; die Besselfunktionen erster Art und nullter bzw. erster Ordnung. Tg(¢)
ist die raumliche Verteilung der anfinglichen Ubertemperatur der Steinmasse gegeniiber der
eintretenden Gastemperatur. Dabei stellen die Variable ¢ die dimensionslose Koordinate, 7 die
dimensionslose Zeit und ¢ eine Integrationsvariable dar. Die genauen Definitionen sind anders
als die bisher fiir diese Variablen in der vorliegenden Arbeit verwendeten und kénnen der
Literatur entnommen werden.

Zum Vergleich soll eine Beispielaufgabe aus [13] herangezogen werden. Auf diese Weise
kann auch die korrekte Losung der analytischen Losung sichergestellt werden. Ein
Regenerator, gefiillt mit einem keramischen Speichermaterial, wird mit 80 °C heifler Luft
beheizt. Der Regenerator hat eine anfiangliche Temperatur von 10 °C. Die in Tabelle B.4
angegebenen Parameter gelten fiir den Regenerator. Dabei wird im Folgenden das
Auslegungsmodell wegen der vereinfachenden Annahmen mit SM (Simplified Model) und das
Detailmodell — wegen der Beriicksichtigung der Wirmeleitfahigkeit im Innern — mit FC
(Finite Conductivity) bezeichnet.
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Tabelle B.4: Ein- und Ausgabeparameter des Verifizierungsmodells

Eingabeparameter

Gesamtmasse Speichermaterial mg 905 kg
Oberfldache A 5.8 m’
Wirmekapazitit Speichermaterial c 920 J/kgK
Wirmekapazitit Luft ¢, |, 1011 J/kgK
Massenstrom Luft m, 0,156 kg/s
Wairmelibergangskoeffizient ay, 54,39 W/m’K
Zeitpunkt der Vergleichswerte t = 5/10  3,665/7,331 h
Knoten in Stromungsrichtung (SM) 500 -
Knoten in Stromungsrichtung (FC) 150 -
Knoten in Wérmeleitrichtung 50 -
Zeitschrittweite (SM) 1

Max. Zeitschrittweite (FC) 60
Ausgabeparameter

Dimensionslose Lange A 2,0 -
Dimensionslose Zeit & 3,789%¢-4 t -

Fiir beide Modelle wurden konstante Stoffwerte implementiert. Weiterhin wurden die
Berechnungsroutinen fiir den Wairmeliibergangskoeffizient deaktiviert und durch o.g.
konstanten Wert ersetzt. Im Detailmodell wurde dariiber hinaus eine sehr hohe Wérmeleitfa-
higkeit des Speichermaterials festgelegt, um den Wiarmeleitwiderstand aufler Kraft zu setzen.
Mit dem Detailmodell wurden die Kugel-, Kanal- und Platten-Konfiguration simuliert. Abb.
B.4 zeigt den zeitlichen Verlauf der berechneten Austrittstemperaturen der Luft aus dem
Regenerator und die Temperatur des Speichermaterials am Austritt aus dem Regenerator. Die
Unterschiede lassen sich nur in der vergroBerten Ansicht ausmachen.

80 30 . . . T Ts analytisch
70 799 4 =---- Tfanalytisch
- 79,8 1 A Ts SM Willmott
%) Q797 ) Hiﬁ,,ﬁ.ﬂn-ﬂ o TfSM Willmott
> 50 T 79,6 hmsmen e . Ts SM Ausl
5 57906 = s uslegung
g 40 g 795 1 71 ----TfSM Auslegung
g- 30 § 794 | 1 - Ts FC Kugel
[J] - 4
F R S R T FC Kugel
79,2 g
Ts FC Kanal
10 79,1 ¢ 1
! . . . ---- Tf FC Kanal
0 : : ; 9 . Ts FCPlatte
0 7200 14400 21600 25000 25300 25600 25900 26200
Zeit /s Zeit/s T Tf FC Platte

Abb. B.4: Zeitlicher Verlauf der berechneten Austrittstemperaturen der Luft und der mittleren
Steintemperatur am Austritt des Regenerators

Um die Genauigkeit besser vergleichen zu kdnnen wurden die gespeicherten Energiemengen
zu zwei Zeitpunkten berechnet und miteinander verglichen. Tabelle B.5 listet die
Vergleichswerte auf. Wie aus den Werten zu erkennen ist, stimmen die Werte mit einer
maximalen Abweichung von etwa 0,04 % mit den Ergebnissen der analytischen Ldsung
tiberein. Als weiteren Vergleichswert wurde im Detailmodell zusitzlich der iibertragene
Wiérmestrom anhand der Energiebilanz des Luftmassenstroms berechnet und iiber die
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Simulationszeit integriert. Die so berechnete kumulierte Energiemenge muss bei korrekter
Berechnung mit der gespeicherten Energiemenge iibereinstimmen. Die sich hier ergebenden
Abweichungen liegen bei etwa 0,5 %.

Tabelle B.5: Vergleich der berechneten kumulierten Energiemengen mit den verschiedenen Modellen

U A U A Q A Q A
25 0 2100 (%) 25 () 2100 (%)

Analytisch 54,023 0 58,098 0
Willmott 53,996 -0,050 58,095 -0,005
Auslegung 54,027 +0,008 58,101 +0,006

Kugel 53,972 -0,095 58,093 -0,009 53,733 -0,537 57,829 -0,464
Platte 54,006 -0,032 58,093 -0,009 53,767 -0,475 57,829 -0,464
Kanal 54,001 -0,041 58,093 -0,009 53,767 -0,474 57,834 -0,454

B.2 Netzstudie des Detailmodells

Zur Ermittlung einer ausreichenden Netzqualitdt werden weitere Beispielrechnungen aus [12]
nachgerechnet, um jeweils das Kugelmodell, das Plattenmodell und das Kanalmodell zu
verifizieren. Es werden die Anzahl der Knoten in Stromungsrichtung (n_flowdir) und die
Anzahl der Knoten des Speichermaterials variiert (n_perpflowdir). Folgende Tabelle zeigt die
Eingabeparameter fiir die Modelle fiir den Regenerator und die zugehorigen, konstanten
Stoffdaten.

Tabelle B.6: Eingabeparameter des Detailmodells fiir die Netzstudie

Kugel Platte Kanal Kugel Platte Kanal

de; 0,025 008 0,05
e 037 0,1919 0,04
Hreg 04 1,188 -

1,106 1095 1,106 kg/m’
Cpg 1007 1011 1007  J/kgK
m Ag  0,0278 W/mK
Breg 0.2 0,5 - m ps 7801 3900 2100 kg/m’
Dreg - - 0,25 m cs 473 920 878  JkgK
Lreg 1,0 5,8 10 m A 43,0 21 1,17  W/mK
mg 0,065 1,872 0,01086 kg/s ag 703 50,23 234 WmK
te 1740s 3h 20 h

=
=~

Mit den Literaturdaten werden zwei GroBen verglichen. Zum einen ist dies die Anderung der
inneren Energie des Besatzmaterials zwischen Beginn und Ende des Beladevorgangs. Zum
anderen wird der Warmestrom in das Besatzmaterial berechnet und iiber die Zeit integriert.

Fiir das Kugelmodell zeigt sich aufgrund des geringen Kugeldurchmessers und der hohen
Wirmeleitfahigkeit nur ein sehr geringer Einfluss der Knotenanzahl des Besatzmaterials.
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Tabelle B.7: Prozentuale Abweichung der berechneten Energiemengen im Vergleich zu den
Literaturdaten beim Kugelmodell

n_flowdir/n_perpflowdir 6 9 12 18 24
15 EcumQ

S — I — —
30 EcumQ 15 15 1
EcumU =3 =2 =

60 EcumQ b, 81 b, 81 b, 81 Wb, 81 b, 81

EcumU 00 99 99 99 ,99

100 EcumQ, 0,49 0,49 0,50 0,50 0,50

EcumU 66 66 66 /66 66

200 EcumQ, 0,24 0,24 0,22 0,25 0,25

EcumU Mo3s  PMo3s  Wo3s Moz  Jo39

Beim Plattenmodell ist der Referenzdurchmesser, die Plattendicke, ebenfalls noch relativ
gering. Aufgrund der geringeren Wiarmeleitfahigkeit ist hierbei jedoch bereits ein Einfluss der
Knotenzahl erkennbar.

Tabelle B.8: Prozentuale Abweichung der berechneten Energiemengen im Vergleich zu den
Literaturdaten beim Plattenmodell

n_flowdir/n_perpflowdir 6 9 12 18 24

15 EcumQ -0,44 I 038 I 032 I 02 -0,30
EcumU 66 77 .79 ,80 .80

30 EcumQ, .I-o,99 .“-0,89 .h-0,87 Ih-o,szl -0,92

EcumU 0,10 0,21 0,23 0,24 0,25
60 EcumQ 1 1,00 HH-1,12 IE -3 W2 .I -0,99
EcumU -0,04 0,07 0,09 0,10 0,11
100 EcumQ 1,41 W 122 B 1,28 W 1,27 1,11
EcumU -0,18 -0,07 -0,05 -0,04 -0,03
200 EcumQ 153 B -1 BB 127 W 121 -1,38
EcumU -0,29 | -0,18 | -016 | -015 -0,15

Bei der Vergleichsrechnung fiir das Hohlzylindermodell handelt es sich um einen
zylindrischen Betonkorper von 10 m Lénge, der im Inneren mit Luft durchstromt wird. Die
AuBenseite wird als adiabat betrachtet. Hierbei zeigt sich aufgrund der geringen
Wirmeleitfahigkeit des Betons und der langen Warmeleitwege ein sehr starker Einfluss der
Knotenzahl. Erst ab 18 Knoten sind die Abweichungen von den Literaturdaten als
zufriedenstellend anzusehen.
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Tabelle B.9: Prozentuale Abweichung der berechneten Energiemengen im Vergleich zu den
Literaturdaten beim Hohlzylindermodell

n_flowdir/n_perpflowdir 12 18 24 48
15 Qdt 0,55 93 0,27
AU 1

30 Qdt -0,08 0,24
AU b, 81 W 0,41

40 Qdt 033 | -0,02
AU 0,55 0,15

60 Qdt -0,59 -0,28
AU 0,30 -0,10
100 Qdt 0,83 0,48
AU 0,09 0,31

B.3 Vergleich der Modelle

Da fiir die Auslegungsmodelle nicht vorgesehen ist, experimentelle Daten als Eingangsgrof3en
zu verwenden, erfolgt ein Vergleich mit den validierten Detailmodellen. Hieraus ldsst sich
auch ein Vergleich der Modellannahmen ziehen.

Abb. B.5 zeigt den Vergleich zwischen den Regeneratormodellen fiir eine Basalt-Schiittung
und Abb. B.6 fiir Klinker-Formsteine. Der Regenerator hat die &uBleren Abmessungen der
Pilotanlage. Die Anzahl der Knoten in Stromungsrichtung wird auf 50 festgelegt, das
Besatzmaterial wird mit 20 Knoten diskretisiert. Der Regenerator hat eine anféngliche
Temperatur von 280 °C und wird mit 380 °C heiflem Gas durchstromt, bis die Austrittstempe-
ratur um 80 Kelvin auf 360 °C angestiegen ist. Im Vergleich stimmen die Kurvenverldufe fir
die Schiittung sehr gut iiberein. Da die Modelle bei der Verifizierungssimulation nahezu
perfekt iibereinstimmen und beiden Modellen die gleichen Wirmeiibergangsbeziehungen
zugrunde liegen, miissen die Unterschiede aus der unterschiedlichen Modellierung des
Wirmeeintrags in das Besatzmaterial herriihren.

360 T T T T T T T
Auslegungsmodell dp:10 cm
— — _ Detall d =1
o 340] etailmode dIO Ocm |
° Auslegungsmodell dp=1cm
= _ _ _ Detailmodell d_=1 cm
S 3201 p i
(]
3
2 Schittung Basalt
300 variable Stoffwerte -
mdot = 1 kg/s
eps =0,38
280 : : '
15 2 25 3 3.5 4 4.5 5 5.5 6
Zeit/s % 10*

Abb. B.5: Vergleich von Auslegungs- und Detailmodell fiir eine Basaltschiittung
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360 - . T .

Formsteine Klinker
variable Stoffwerte
340 mdot = 1 kg/s

eps =0,34

320 — — _ Detall dhyd: 5cm A

Ausleg dhyd =5cm

Temperatur / °C

300

Ausleg dhyd =lcm -

— — — Detall dhyd =1cm

0 1 2 3 4 5 6 7
Zeit/s X 104

280

Abb. B.6: Vergleich von Auslegungs- und Detailmodell fiir Formsteine

In Anbetracht der geringen Unterschiede wire fiir die Weiterentwicklung der Detailmodelle
eine Vereinfachung des Regeneratormodells moglich. Damit konnten die Simulationszeiten
signifikant beschleunigt werden, da die das Speichermaterial diskretisierenden Knoten
wegfallen wiirden.

B.4 Einfluss der Stoffwerte

In der Literatur werden haufig nur konstante Stoffwerte fiir Gesteine angegeben. Insbesondere
die Warmekapazitit ist jedoch deutlich temperaturabhingig. Im Folgenden werden gemittelte
Stoffwerte mit variablen Stoffwerten verglichen. Eine Voruntersuchung, bei der die Geometrie
des Speicherinventars, Querschnittsfliche des Regenerators sowie Temperaturdnderung
variiert wurden, hat gezeigt, dass die letzten beiden Groflen den signifikantesten Einfluss
haben. Hohe Temperaturinderung und geringer Querschnitt fiilhren zu den groBten
Abweichungen zwischen den zeitlichen Verldufen der Austrittstemperatur, wenn variable oder
konstante Stoffwerte verwendet werden. Zur Veranschaulichung wird ein Regenerator, der
den dulleren Abmessungen der Pilotanlage entspricht, herangezogen. Die Anzahl der Knoten
wird auf 60 festgelegt. Der Regenerator hat eine anfiangliche Temperatur von 280 °C und wird
mit 380 °C heilem Gas durchstromt, bis die Austrittstemperatur um 80 Kelvin auf 360 °C
angestiegen ist.

Zundchst werden rdumlich und zeitlich entweder konstante oder verdnderliche Stoffwerte
miteinander verglichen. Die konstanten Stoffwerte werden bei der Temperatur im
Bereichsmittel sowie bei der minimalen und bei der maximalen Temperatur berechnet. Das
Ergebnis zeigt Abb. B.7. Bei geeigneter Mittelung sind die Unterschiede zu den variablen
Stoffwerten kaum noch wahrnehmbar. Weichen die Mittelwerte jedoch stirker (hier bei
280 °C bzw. 380 °C) von der tatsdchlichen mittleren Temperatur ab, ergeben sich sichtbare
Unterschiede. So konnen Unterschiede von einigen Prozentpunkten entstehen.



146 Anhang B

360

Formsteine Klinker / Luft
| mdot = 1 kg/s
eps =0,34

dhyd = 13,75 mm

w
g
o

------ konst. 380°C

Temperatur / °C
w
N
o

300} — — —konst. 280°C|/
----- konst. 330°C
variabel
280 L L L L L L L
15 2 2.5 3 35 4 4.5 5 5.5
Zeit/s 4

x 10

Abb. B.7: Einfluss mittlerer Stoffwerte auf den Verlauf der Austrittstemperatur fiir das System
Klinker/Luft

Der Effekt unglinstig gewihlter Mittelwerte kann unter bestimmten Voraussetzungen
abgemildert sein. Wenn die Wéirmekapazitit des Gases und des Feststoffs in ungefdhr
gleichem Malle mit der Temperatur zunehmen, so ist auch deren Einfluss auf die
dimensionslosen Kennzahlen II und A &hnlich. Wenn mit der Temperatur auch der
Wirmelibergang in gleichem MalBe steigt, bleiben die dimensionslosen Kennzahlen konstant
und damit auch das Verhalten des Regenerators. Dies fiihrt zu der falschen Annahme, dass der
Einfluss der Stoffwerte vernachléssigbar ist. Ein besonders ausgeprigtes Verhalten zeigt z.B.
das System CO, / Klinker. Wie Abb. B.8 zeigt, ist der Unterschied zwischen variablen
Stoffwerten und konstanten Stoffwerten bei 380 °C im Gegensatz zum System Klinker / Luft
kaum sichtbar, obwohl CO, im betrachteten Bereich eine ausgepriagtere Temperaturabhéngig-
keit als Luft aufweist. Wird allerdings nur fiir den Klinker ein konstanter Stoffwert
angenommen, zeigt sich sofort eine deutliche Abweichung, die bereits einen zweistelligen
Prozentwert erreicht.

360 T T T r >
Formsteine Klinker / CO2
O 340} nur Klinker mit konst. Stoffwerten
i mdot = 1 kg/s
5 gps =0,34
IS I = 13,75 mm
5 320f “hyd
Q.
E 300t b variabel |
700 Il konst. 380°C, nur (s)
N T konst. 380°C
280 . . . : . .
15 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5 5.5
Zeit/s x 10"

Abb. B.8: Einfluss mittlerer Stoffwerte auf den Verlauf der Austrittstemperatur fiir das System
Klinker/CO,

Die beiden vorhergegangenen Beispiele zeigen, dass nur geringe Unterschiede zwischen
variablen und gemittelten Stoffwerten auftreten. Um zu {iberpriifen, ob dies auch
uneingeschrankt fiir einen groBen Parameterbereich gilt, wird fiir die Schiittung eine
Parametervariation durchgefiihrt. Es werden der Anteil der zuriickgewonnenen Energie sowie
die Gesamtmasse berechnet. Abb. B.9 stellt die Histogramme der absoluten prozentualen
Abweichungen zwischen den Berechnungsmethoden mit konstanten bzw. variablen
Stoffwerten dar. Die berechnete Gesamtmasse der Regeneratoren unterscheidet sich im Mittel
zu etwa 0,4 %. Sie iiberschreitet zu keiner Zeit das Maximum von 0,7 %. Deutlich geringer ist
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der Unterschied bei der zu erwartenden Energieriickgewinnung, da hier der zeitliche Verlauf
der Austrittstemperatur ausschlaggebend ist. Dessen Dauer sowie die Anfangs- und Endwerte
sind hier stets gleich, der exakte Kurvenverlauf unterschiedet sich lediglich geringfiigig. Die
Unterschiede beeinflussen die Energicausbeute jedoch nur sehr wenig.

140 300

, 120 Abweichung Gesamtmasse | 250 Abweichung Anteil —

= 100 200 zuriickgewonnener Energie —|
% 80 150

& 60

® 40 100
T 20 50
0 0

01 02 03 04 05 06 0,7 01 02 03 04 05 06 0,7

Abweichung / % Abweichung / %

Abb. B.9: Haufigkeitsverteilung der absoluten Abweichung zwischen den Berechnungsmethoden mit
variablen und konstanten Stoffwerten.

Fiir die Auslegungsrechnungen konnen die Stoffwerte als konstant angenommen werden. Es
sollten jedoch unbedingt temperaturabhingige Stoffwerte herangezogen und bei den
tatsdchlichen Mitteltemperaturen berechnet werden. Die Annahme von vollig temperaturun-
abhédngigen Stoffwerten fiihrt zu deutlich sichtbaren Abweichungen im zweistelligen
Prozentbereich.

C Ergebnisse der Auslegung des Wirmeiibertragers

C.1 Rohrdurchmesservariation

In folgenden Tabellen werden die Ergebnisse der Wéirmeiibertragerauslegung detailliert
zusammengefasst. Tabelle C.10 und Tabelle C.11 enthalten die Ergebnisse unter
Berticksichtigung der Rohrdurchmesservariationen. In Tabelle C.12 sind schlieBlich die
Ergebnisse basieren auf den zuvor festgelegten optimalen Rohrdurchmessern enthalten.
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Tabelle C.10: Ergebnisse der Rohrdurchmesservariationen — Teil 1

Py d; n hy Ny ng dp, dps m, Mg L, Ly n
MW mm % mm - - Pa bar t t m m -
VP1 / Luft - 10K AT,

0,5 16 909 7,5 176 16 133,3 1,46 37,7 32,3 0,55 6,64 2816
1 16 91,3 7,0 136 19 271,5 2,76 346 27,1 0,63 5,00 2584
2 16 91,4 7,0 100 22 536,8 5,60 294 23,1 0,73 3,69 2200
4 16 91,0 6,0 78 24 1117,2 9,73 25,4 16,5 0,76 2,73 1900
0,5 200 91,0 80 155 16 156,2 0,65 40,6 353 0,63 6,63 2480
1 20 91,4 7,5 120 19 315,7 1,23 37,3 29,9 0,72 5,02 2280
2 20 910 7,0 89 21 643,4 2,33 30,6 22,5 0,77 3,65 1869
4 20 91,1 6,0 72 24 1299,4 3,91 28,3 17,3 0,83 2,81 1728
0,5 24 91,1 85 144 16 166,9 0,32 44,6 39,7 0,70 6,89 2304
1 24 91,0 8,0 108 18 336,7 0,60 37,6 31,1 0,77 5,07 1944
2 24 91,2 8,0 80 21 661,5 1,22 32,5 26,9 0,89 3,77 1680
4 24 91,1 7,5 60 24 1357,6 2,35 27,9 21,3 0,99 2,78 1440
0,5 28 91,2 90 138 16 169,3 0,17 49,3 453 0,77 7,30 2208
1 28 91,0 9,0 99 18 339,6 0,35 39,8 36,5 0,86 5,25 1782
2 28 90,9 8,0 77 20 687,0 0,61 344 27,4 0,92 3,94 1540
4 28 910 7,5 59 23 1367,5 1,13 30,3 22,3 1,03 2,97 1357
Hitec / Luft - 10K AT

0,5 16 91,2 7,5 182 17 132,2 2,32 41,4 35,5 0,58 6,86 3094
1 16 909 7,0 136 19 2691 4,34 346 27,1 063 500 2584
2 16 91,0 7,0 100 22 5321 8,66 294 23,1 0,73 3,69 2200
4 16 91,0 6,0 79 25 1125,1 15,11 26,8 17,3 0,79 2,76 2000
0,5 20 91,1 8,0 159 17 157,1 1,04 44,2 38,4 0,66 6,80 2703
1 20 90,9 7,5 119 19 317,5 1,94 37,0 29,7 0,72 4,98 2261
2 20 91,1 7,0 91 22 642,4 3,61 32,8 24,1 0,81 3,73 2002
4 20 91,0 6,5 69 25 1300,6 6,70 28,2 19,0 0,89 2,77 1725
0,5 24 91,2 8,5 148 17 167,4 0,50 48,7 43,4 0,74 7,08 2516
1 24 91,1 8,0 111 19 335,6 0,94 40,8 33,7 0,81 5,21 2109
2 24 91,2 8,0 81 22 671,8 1,90 34,5 28,5 0,93 3,81 1782
4 24 91,1 7,5 61 25 1361,3 3,57 29,5 22,6 1,02 2,82 1525
0,5 28 91,2 9,0 140 17 173,7 0,27 53,2 48,8 0,82 7,40 2380
1 28 91,2 8,0 110 19 347,7 0,46 46,7 37,2 0,87 5,61 2090
2 28 90,9 8,0 79 21 683,3 0,92 37,1 29,5 0,96 4,04 1659
4 28 910 7,5 60 24 1373,0 1,72 32,2 23,7 1,07 3,02 1440
VP1 / Luft - 15K AT,,,

0,5 16 86,9 7,0 156 12 134,6 2,16 25,0 19,7 0,41 5,73 1872
1 16 87,2 6,5 119 14 277,0 4,06 22,3 15,9 0,46 4,26 1666
2 16 87,1 6,0 90 16 570,0 7,60 19,3 12,5 0,51 3,14 1440
4 16 875 55 70 19 1167,7 14,09 17,8 10,4 0,58 2,38 1330
0,5 20 86,9 8,0 131 12 156,4 1,04 25,7 22,4 0,48 5,61 1572
1 20 87,2 7,5 100 14 318,2 1,95 22,9 18,4 0,54 4,19 1400
2 20 873 65 79 16 661,6 3,38 20,7 13,9 0,58 3,16 1264
4 20 87,0 6,0 60 18 1329,5 6,20 17,7 10,8 0,63 2,35 1080
0,5 24 87,0 85 121 12 168,9 0,51 28,1 25,0 0,53 5,80 1452
1 24 87,3 80 92 14 344,4 0,97 24,9 20,6 0,60 4,32 1288
2 24 874 75 70 16 689,8 1,80 21,7 16,6 0,67 3,23 1120
4 24 86,9 55 61 17 1401,1 2,42 20,1 10,6 0,65 2,57 1037
0,5 28 87,2 85 121 12 172,1 0,25 324 27,8 0,58 6,28 1452
1 28 86,7 7,5 93 13 350,0 0,43 270 199 0,60 4,65 1209
2 28 869 7,5 68 15 694,6 0,87 22,8 168 0,69 3,42 1020
4 28 874 55 62 17 1394,1 1,14 23,5 12,1 0,71 2,87 1054
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Tabelle C.11: Ergebnisse der Rohrdurchmesservariationen — Teil 2

Py d; n hy Ny m, dp, dps m, Mg L, Ly n
MW mm % mm - - Pa bar t t m m -
Hitec / Luft - 20K AT,

0,5 16 839 7,0 136 10 142,6 2,30 18,2 14,3 0,35 5,00 1360
1 16 83,2 7,0 99 11 272,5 4,44 14,6 11,4 0,38 3,65 1089
2 16 83,7 6,0 79 13 580,9 7,81 13,7 8,9 0,42 2,76 1027
4 16 82,7 5,5 60 14 1125,0 13,72 11,2 6,5 0,44 2,04 840
0,5 20 82,5 7,5 119 9 151,7 0,93 17,5 14,1 0,36 4,98 1071
1 20 83,4 7,0 90 11 329,6 1,85 16,2 11,9 0,42 3,69 990
2 20 82,7 6,5 68 12 644,5 3,33 13,3 9,0 0,44 2,73 816
4 20 82,9 6,5 50 14 1276,4 6,72 11,5 7,7 0,51 2,01 700
0,5 24 82,6 8,0 110 9 162,9 0,46 19,2 15,8 0,40 5,16 990
1 24 83,5 8,0 80 11 345,3 0,98 17,0 14,1 0,48 3,77 880
2 24 82,8 7,5 60 12 676,4 1,78 13,9 10,7 0,51 2,78 720
4 24 83,4 6,0 50 14 1452,6 2,86 135 7,9 0,55 2,17 700
0,5 28 82,6 9,0 100 9 166,5 0,26 20,1 18,5 0,45 5,30 900
1 28 83,9 8,0 80 11 352,1 0,48 19,7 15,6 0,52 4,09 880
2 28 832 7,0 60 12 758,2 0,87 16,1 10,9 0,55 2,96 720
4 28 83,0 6,0 50 13 1381,3 1,29 14,5 8,2 0,56 2,37 650
VP1 / Wasserdampf - 15K AT,

0,5 16 87,1 6,5 124 16 122,2 2,67 26,5 16,5 0,52 4,44 1984
1 16 86,8 6,0 94 18 247,0 4,97 22,6 12,8 0,57 3,28 1692
2 16 87,0 6,0 69 21 492,2 10,19 19,4 10,9 0,66 2,42 1449
4 16 86,8 5,5 52 24 1025,3 19,53 16,7 8,5 0,73 1,78 1248
0,5 20 86,9 7,5 97 16 158,7 1,48 25,4 17,7 0,61 4,07 1552
1 20 87,2 7,0 73 19 338,4 2,95 22,7 14,5 0,70 3,00 1387
2 20 86,9 6,5 56 21 653,0 5,28 19,2 11,3 0,75 2,25 1176
4 20 86,8 6,0 43 24 1306,1 9,78 16,9 9,0 0,83 1,69 1032
0,5 24 86,9 8,0 86 16 183,1 0,79 26,6 19,1 0,68 4,05 1376
1 24 86,7 7,5 65 18 365,4 1,48 22,6 15,0 0,75 3,00 1170
2 24 869 7,0 49 21 762,0 2,89 199 12,2 0,85 2,23 1029
4 24 87,0 6,5 38 24 1487,9 5,26 17,6 9,9 0,94 1,70 912
0,5 28 87,0 8,5 79 16 198,9 0,45 28,2 21,0 0,76 4,12 1264
1 28 86,9 8,0 60 18 3919 0,84 241 16,7 0,83 3,08 1080
2 28 87,1 7,5 45 21 820,0 1,66 21,1 13,5 0,94 2,28 945
4 28 87,2 7,0 35 24 1583,4 3,00 18,8 11,1 1,05 1,75 840
Hitec / Luft - 10K AT\, Temperaturdnderung von 538 °C auf 290 °C

0,5 16 96,1 7,0 79 40 322,4 4,71 42,3 33,2 1,30 2,92 3160
1 16 96,0 6,5 59 45 662,2 8,87 35,5 25,4 1,41 2,13 2655
2 16 96,0 7,5 40 52 1238,4 20,51 27,8 23,8 1,72 1,54 2080
4 16 96,0 7,0 30 60 2556,1 39,49 24,1 18,9 1,93 1,13 1800
0,5 20 96,1 7,5 70 40 371,7 2,06 45,8 36,8 1,47 2,95 2800
1 20 96,0 7,5 50 45 747,8 4,20 36,8 29,5 1,65 2,12 2250
2 20 96,0 6,5 40 51 1502,7 7,06 33,4 22,5 1,78 1,62 2040
4 20 95,9 6,0 30 57 3046,3 13,15 28,0 17,1 1,93 1,19 1710
0,5 24 96,1 9,0 60 40 386,8 1,16 46,5 44,4 1,72 2,96 2400
1 24 96,0 7,0 50 44 820,0 1,75 42,6 29,9 1,73 2,27 2200
2 24 96,1 6,5 39 50 1575,4 3,09 37,7 24,3 1,92 1,74 1950
4 24 96,1 6,0 30 57 3121,3 5,60 33,1 19,4 2,13 1,32 1710
0,5 28 96,0 9,0 59 39 395,5 0,57 51,4 47,2 1,82 3,15 2301
1 28 96,0 10,0 39 45 803,0 1,37 39,2 41,0 2,17 2,18 1755
2 28 96,0 9,0 31 51 1560,0 2,33 353 32,4 2,36 1,68 1581
4 28 959 6,0 29 54 3205,5 2,74 35,0 19,8 2,21 1,40 1566
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C.2 Einfluss der logarithmischen Temperaturdifferenz

Tabelle C.12: Gesamtiibersicht der Warmeiibertragerauslegung

dri dpg dps ne Mpr e Xy Ly Ly omp mpy Mper Mges My

mm Pa bar - - - mm m m t t t t t
01:VP1L-H390-L290-LTD10-P0.5 24 168,10 0,39 2484 138 18 42,00 6,74 0,80 48,07 39,96 1,20 89,24 18,23
02:VP1L-H390-L290-LTD10-P1.0 24 325,50 0,71 2100 105 20 41,00 5,04 0,86 40,64 31,48 097 73,09 15,40
03:VP1L-H390-L290-LTD10-P2.0 24 675,69 1,33 1840 80 23 39,60 3,73 0,96 35,60 24,82 0,80 61,23 13,48
04:VP1L-H390-L290-LTD10-P4.0 24 1.326,11 2,55 1560 60 26 39,00 2,78 1,06 30,18 20,07 0,67 50,92 11,43
05:VP1L-H390-L290-LTD15-P0.5 24 165,15 0,35 1573 121 13 41,00 5,80 0,58 30,44 23,58 0,73 54,75 11,53
06:VP1L-H390-L290-LTD15-P1.0 24 333,46 0,66 1380 92 15 40,00 4,32 0,64 26,70 19,20 0,62 46,52 10,11
07:VP1L-H390-L290-LTD15-P2.0 24 662,96 1,23 1190 70 17 39,00 3,23 0,71 23,02 15,31 0,51 38,84 8,72
08:VP1L-H390-L290-LTD15-P4.0 24 1.315,70 2,29 1007 53 19 38,00 2,40 0,77 19,48 11,92 041 31,81 7,37
09:VP1L-H390-L290-LTD20-P0.5 24 159,97 0,34 1060 106 10 41,00 5,08 0,45 20,51 15,89 0,50 36,89 7,77
10:VP1L-H390-L290-LTD20-P1.0 24 339,65 0,69 960 80 12 40,00 3,77 0,52 18,57 13,36 0,43 3236 7,03
11:VP1L-H390-L290-LTD20-P2.0 24 691,35 1,31 854 61 14 39,00 2,82 0,59 16,52 10,99 0,37 27,87 6,25
12:VP1L-H390-L290-LTD20-P4.0 24 1.410,23 2,50 736 46 16 38,00 2,09 0,66 1424 8,71 0,30 23,25 5,39
13:VP1D-H390-L290-LTD10-P0.5 24 178,19 0,77 2163 103 21 40,00 4,84 0,89 41,85 30,10 0,96 7291 15,85
14:VP1D-H390-L290-LTD10-P1.0 24 360,53 1,45 1872 78 24 39,00 3,59 0,99 36,22 24,08 0,79 61,09 13,71
15:VP1D-H390-L290-LTD10-P2.0 24 748,73 2,82 1652 59 28 38,00 2,67 1,12 31,96 19,55 0,67 52,19 12,10
16:VP1D-H390-L290-LTD10-P4.0 24 1.507,50 5,29 1440 45 32 37,00 2,00 1,24 27,86 15,60 0,56 44,02 10,54
17:VP1D-H390-L290-LTD15-P0.5 24 183,10 0,79 1376 8 16 40,00 4,05 0,68 26,62 19,15 0,61 46,38 10,08
18:VP1D-H390-L290-LTD15-P1.0 24 365,45 1,48 1170 65 18 39,00 3,00 0,75 22,64 15,05 0,50 38,19 8,57
19:VP1D-H390-L290-LTD15-P2.0 24 762,01 2,89 1029 49 21 38,00 2,23 0,85 1991 12,18 0,42 32,51 7,53
20:VP1D-H390-L290-LTD15-P4.0 24 1.487,88 526 912 38 24 37,00 1,70 0,94 17,64 9,88 0,36 27,88 6,67
21:VP1D-H390-L290-LTD20-P0.5 24 191,93 0,77 1014 78 13 39,00 3,59 0,55 19,62 13,04 0,43 33,09 742
22:VP1D-H390-L290-LTD20-P1.0 24 393,92 1,47 885 59 15 38,00 2,67 0,62 17,12 10,48 0,36 27,96 6,48
23:VP1D-H390-L290-LTD20-P2.0 24 786,02 2,73 765 45 17 37,00 2,00 0,68 14,80 8,29 0,30 23,39 5,60
24:VP1D-H390-L290-LTD20-P4.0 24 1.492,66 541 627 33 19 37,00 1,48 0,75 12,13 6,79 025 19,17 4,59
25:HTSL-H390-L290-LTD10-P0.5 20 156,74 1,03 2720 160 17 36,81 6,84 0,66 44,51 38,69 1,03 84,23 25,55
26:HTSL-H390-L290-LTD10-P1.0 20 310,99 1,88 2299 121 19 35,94 5,06 0,72 37,62 30,18 0,83 68,62 21,58
27:HTSL-H390-L290-LTD10-P2.0 20 626,47 3,84 1936 88 22 3594 3,69 0,83 31,68 2541 0,70 57,79 18,18
28:HTSL-H390-L290-LTD10-P4.0 20 1.279,40 6,53 1750 70 25 34,21 2,80 0,89 28,63 19,28 0,57 48,48 16,41
29:HTSL-H390-L290-LTD15-P0.5 20 156,44 1,04 1572 131 12 36,81 5,61 048 25,72 22,36 0,60 48,68 14,76
30:HTSL-H390-L290-LTD15-P1.0 20 318,19 1,95 1400 100 14 3594 4,19 0,54 2291 18,38 0,51 41,79 13,14
31:HTSL-H390-L290-LTD15-P2.0 20 661,56 3,38 1264 79 16 34,21 3,16 0,58 20,68 13,92 0,41 35,02 11,85
32:HTSL-H390-L290-LTD15-P4.0 20 1.329,50 6,20 1080 60 18 33,34 2,35 0,63 17,67 10,80 0,34 28,81 10,12
33:HTSL-H390-L290-LTD20-P0.5 20 151,70 0,93 1071 119 9 3594 498 0,36 17,52 14,06 0,39 31,97 10,05
34:HTSL-H390-L290-LTD20-P1.0 20 329,58 1,85 990 90 11 35,07 3,69 0,42 16,20 11,94 0,34 28,48 9,28
35:HTSL-H390-L290-LTD20-P2.0 20 644,47 3,33 816 68 12 3421 2,73 0,44 13,35 8,99 0,27 22,61 7,65
36:HTSL-H390-L290-LTD20-P4.0 20 1.276,40 6,72 700 50 14 3421 2,01 0,51 11,45 7,71 023 19,39 6,56
37:HTSL-H490-L290-LTD10-P0.5 20 298,41 18,46 2480 80 31 36,81 3,44 1,18 40,59 35,27 0,94 76,80 23,31
38:HTSL-H490-L290-LTD10-P1.0 20 621,63 35,66 2160 60 36 3594 2,53 1,33 35,35 28,35 0,78 64,48 20,29
39:HTSL-H490-L290-LTD10-P2.0 20 1.256,90 60,18 1968 48 41 3421 1,94 1,44 32,20 21,68 0,64 54,52 18,46
40:HTSL-H490-L290-LTD10-P4.0 20 2.475,80 12,12 1645 35 47 3421 1,42 1,64 2692 18,12 0,54 45,58 1543
41:HTSL-H490-L290-LTD15-P0.5 20 304,82 17,37 1610 70 23 35,94 295 0,86 26,35 21,13 0,58 48,06 15,12
42:HTSL-H490-L290-LTD15-P1.0 20 607,32 38,49 1400 50 28 36,81 2,17 1,07 2291 19,91 0,53 43,36 13,16
43:HTSL-H490-L290-LTD15-P2.0 20 1.231,60 66,16 1209 39 31 35,07 1,62 1,12 19,78 14,58 0,42 34,78 11,35
44:HTSL-H490-L290-LTD15-P4.0 20 2.465,40 12,25 1080 30 36 34,21 1,22 1,27 17,67 11,90 0,36 29,93 10,13
45:HTSL-H490-L290-LTD20-P0.5 20 301,50 18,94 1140 60 19 36,81 2,59 0,74 18,66 16,21 0,44 3531 10,71
46:HTSL-H490-L290-LTD20-P1.0 20 629,57 30,16 1100 50 22 34,21 2,01 0,79 18,00 12,12 0,36 30,48 10,32
47:HTSL-H490-L290-LTD20-P2.0 20 1.270,90 55,77 950 38 25 33,34 1,50 0,87 15,54 9,50 0,30 25,34 8,90
48:HTSL-H490-L290-LTD20-P4.0 20 2.686,30 94,84 840 30 28 31,61 1,13 092 13,74 6,77 0,24 20,75 7,86
49:HTSL-H490-L190-LTD10-P0.5 20 486,05 3,64 3363 57 59 35,94 241 2,16 55,04 44,14 1,21 100,40 31,60
50:HTSL-H490-L190-LTD10-P1.0 20 1.000,40 7,59 2640 40 66 3594 1,70 2,41 43,21 34,65 0,96 78,82 24381
51:HTSL-H490-L190-LTD10-P2.0 20 1.967,80 15,21 2175 29 75 3594 1,25 2,73 35,60 28,55 0,80 64,95 20,44
52:HTSL-H490-L190-LTD10-P4.0 20 3.813,50 33,10 1932 21 92 36,81 0,94 3,42 31,63 27,48 0,76 59,86 18,17
53:HTSL-H490-L190-LTD15-P0.5 20 483,27 4,72 1521 39 39 38,54 1,78 1,54 2490 25,10 0,64 50,64 14,32
54:HTSL-H490-L190-LTD15-P1.0 20 976,41 8,98 1276 29 44 37,67 1,31 1,70 20,89 19,58 0,52 40,99 12,01
55:HTSL-H490-L190-LTD15-P2.0 20 2.049,40 10,54 1372 28 49 3248 1,09 1,62 22,45 12,37 041 3522 12,86
56:HTSL-H490-L190-LTD15-P4.0 20 4.126,00 21,85 1120 20 56 32,48 0,79 1,85 18,32 10,10 0,34 28,76 10,50
57:HTSL-H490-L190-LTD20-P0.5 20 500,12 3,81 1320 40 33 3594 1,70 1,22 21,60 17,33 0,48 39,41 1240
58:HTSL-H490-L190-LTD20-P1.0 20 1.003,90 7,09 1110 30 37 35,07 1,26 1,33 18,16 13,38 0,39 31,94 10,42
59:HTSL-H490-L190-LTD20-P2.0 20 1.974,60 17,34 880 20 44 36,81 0,89 1,66 14,40 12,52 0,35 27,27 8,28
60:HTSL-H490-L.190-LTD20-P4.0 20 4.158,10 19,65 874 19 46 31,61 0,73 1,49 1430 7,04 0,25 21,59 8,19
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C.3 Auslegungsdaten des Wirmeiibertragers der Versuchsanlage

Tabelle C.13: Auslegungsdaten des Warmeitibertragers in der Versuchsanlage

Gewiihlte Vorgaben

Stahlsorte Rippe - St35.8 -
Stahlsorte Rippe - Stahl -
Wirmeleitfahigkeit Stahl Rohre Ay 76 W/mK
Wirmeleitfahigkeit Stahl Rippen ARi 50 W/mK
Dichte Stahl p 7850 kg/m’
Hohe des Wirmeiibertragers Ly 1500 mm
Breite des Wiarmeiibertragers Ly 1000 mm
Zulissiger Druckverlust Olseite Apgm 1 bar
AuBendurchmesser Rohr dra 20 mm
Innendurchmesser Rohr dy; 16 mm
Rippenhdhe hg; 9 mm
Rippendicke SRi 0,3 mm
Rippenteilung PRi 2,3 mm
Liangs-Rohrteilung Ly 40 mm
Quer-Rohrteilung Ly 40 mm
Berechnete Grofien

Anzahl Rohre pro Reihe Nypr 24 -
Anzahl parallel geschaltete Rohre - 8 -
Anzahl Reihen n, 25 -
Gesamtzahl Rohre ne 600 -
Innere Oberfldche Af 45,24 m’
AuBere Oberfliche Ag 705,22 m’
Gesamtmasse Rippenrohre Mwijges 1592 kg
Liange Wiarmelibertrager L, 1040 mm
Luftgeschw. im engsten Querschnitt Vg x 2,47 m/s
Olgeschwindigkeit im Rohr Vg, 0,46 m/s
Re-Zahl Luft Re, 930 -
Re-Zahl Ol Res 11966 -
Pr-Zahl Luft Pry, 0,703 -
Pr-Zahl Ol Pr¢ 11,01 -
Nu-Zahl Luft Nu, 11,54 -
Wiairmeiibergangskoeffizient Luft ag 26,6 W/m’K
Wirmeiibergangskoeffizient Ol as 542,5  W/m’K
Log. Temperaturdifferenz ATiog 9,90 K
Druckverlust Luft Apg 96,9 Pa
Druckverlust Ol Apy 0,16 bar
Austrittstemperatur Luft Tgour 3797 °C
Austrittstemperatur Ol Teour  289,5 °C
Leistung O 99,6 kW
Wirkungsgrad P, 91,4 %
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D  Voruntersuchungen

D.1 Teststand fiir Druckverlustmessungen

Im Vorfeld wurde ein Teststand zur Bestimmung von Druckverlusten des Besatzmaterials und
des Abkiihlverhaltens des Besatzmaterials aufgebaut. Luft wird durch einen gerundeten
Einlauf aus der Umgebung angesaugt und durchstromt einen drei Meter langen Rohrabschnitt.
An dieser Stelle befindet sich ein Massenstrommesser, welcher spéter auch in der Pilotanlage
eingesetzt wurde. Nach einer einen Meter langen Beruhigungsstecke folgt ein elektrischer
Heizer mit einer Leistung von 9 kW. Die Luft stromt von hier in einen rechteckigen
Stromungskanal mit 500 mm Breite und 300 mm Hohe und wird mit einem Stromungsgleich-
richter beruhigt. Nach einer weiteren Einlaufstrecke von 650 mm folgt die Testkammer mit
einer Linge von einem Meter. Mit Thermoelementen Typ K und einer Differenzdruckmes-
sung werden Temperatur sowie Druckabfall iiber die Testkammer gemessen. Eine genauere
Beschreibung findet sich in [114].
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Abb. D.10: Skizze des Teststands zur Voruntersuchung von Besatzmaterialien [114]

D.2 Untersuchte Materialien

In einer Voruntersuchung wurden Granit, Basalt und Formsteine mit unterschiedlichen
hydraulischen Durchmessern untersucht. Der verwendete Granit hat gegeniiber Basalt eine
deutlich rauere Oberfldche, so dass sich hier eine Vergleichsmoglichkeit ergibt.

e e

Abb. D.11: Ubersicht der untersuchten Speichermaterialien. Von links nach rechts: Granit (PB.1),
Basalt (PB.2), Formstein mit groem (C.1) und mit kleinem hydraulischen Durchmesser (C.2)

Die Formsteine wurden exakt vermessen, um den hydraulische Durchmesser bestimmen zu
konnen. Abb. D.12 zeigt die Abmessungen der untersuchten Formsteine.
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Abb. D.12: Abmessungen der untersuchten Formsteine

Die aus den in Abb. D.12 gezeigten Abmessungen berechneten Groflen und die mittleren
Stoffwerte fasst folgende Tabelle zusammen. Die Dichte der Materialien wurde mit Hilfe
einer Uberlaufwanne bestimmt. Hierzu wurde das Volumen einer Stichprobe von jeweils zehn
Steinen durch Auffangen des verdrangten Wassers gemessen. Das Gewicht der Steine wurde
mit einer Laborwaage bestimmt. Um die Einfliisse moglicher Porositdt zu eliminieren wurden
die Materialien zuvor einen Tag lang in Wasser gelagert.

Die Gesamtmasse der Steine wurde durch Abwiegen sédmtlicher Steine in der Testkammer
ermittelt. Zusammen mit der Dichte ergibt sich daraus das Steinvolumen. Dieses, bezogen auf
die Testkammergrofe, ergibt den Volumenanteil der Steine.

Tabelle D.14: Stoffdaten und geometrische GroBen der untersuchten Materialien

Material PB.1 PB.2 C.1 C.2

246x 122 x  245x121x
Abmessungen (Bx Hx L) - - 112 113
Mittlerer Durchmesser d, 47,56 45,56 - - mm
Hydr. Durchmesser d,yq 20,62 19,33 35,00 12,00 mm
Anzahl (Form-)Steine 1398 1604 40 40 -
Masse pro Stein m 143,8 147,8 4530,0 5095.0 g
Gesamtmasse Mg ges 201,0 237,7 1812 203,8 kg
Dichte pg 2552 2992 2473 2313 kg/m’
Leerraumanteil € 0,394 0,389 0410 0,338 -

D.3 Ergebnisse der Druckverlustmessungen

Druckverluste und Druckverlustbeiwerte
Zur Validierung der Messtechnik wurden zuerst die Druckverluste an einer Schiittung
gemessen, da hier eine gute Datenbasis an Literaturdaten vorhanden ist.

Abb. D.13 zeigt die gemessenen Druckverluste fiir die beiden Schiittungsmaterialien. In Abb.
D.13a sind die Ergebnisse als Druckverlust pro Meter Stromungsweg {liber der Massenfluss-
dichte dargestellt. Abb. D.13b zeigt die gleichen Daten in Form des inversen Druckverlustko-
effizients bezogen auf die Reynolds-Zahl. Die Ergebnisse zeigen eine gute Ubereinstimmung
mit den erwarteten Werten nach Ergun [52]. In der dimensionslosen Darstellung lésst sich der
Umschlagspunkt zur turbulenten Stromung ab einer Reynolds-Zahl von etwa 1000
ausmachen. Die hohere Rauigkeit von Granit hat offenbar nur einen sehr geringen Einfluss.
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Abb. D.13: Absolute Druckverluste der Schiittmaterialien (a) und Darstellung iiber den reziproken
Druckverlustbeiwert (b)

Verglichen mit der Schiittung weisen die Formsteine einen signifikant geringeren
Druckverlust auf. Tendenziell sind die Druckverluste der Formsteine jedoch deutlich hoher als
dies bei einer Kanalstromung und unter Beriicksichtigung der Ein- und Austrittsverluste zu
erwarten gewesen ware. Aus diesem Grund wird fiir die Formsteine ein zusitzlicher
Druckverlustkoeffizient hinzugezogen. Dieser ldsst sich filir die Formsteine C.1 zu 0,2 / Stein
und fiir C.2 zu 0,9 / Stein ermitteln. Unter der Annahme, dass bei einem unendlich grof3en
hydraulischen Durchmesser der Druckverlustbeiwert gleich Null sein muss, ldsst sich aus
diesen drei Stiitzstellen folgende einfache Korrelation aufstellen:

orat = 1,25-107% - dpyq 7. (D.24)

Die folgenden Diagramme zeigen die so ermittelten Ergebnisse fiir die untersuchten
Formsteine. Eine vollstindig turbulente Strdmung hat sich bei den Formsteinen mit groem
hydraulischen Durchmesser (C.1) erst ab einer Reynolds-Zahl von iiber 4000 ausgebildet,
wihrend bei den Formsteinen mit geringem hydraulischen Durchmesser (C.2) der Umschlag
bereits bei einer Reynolds-Zahl von etwa 1000 stattgefunden hat.
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Abb. D.14: Druckverluste der Formsteine nach eigener Korrelation
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Einfluss unterschiedlicher hydraulischer Durchmesser

Die Korrelationen wurden unter der Annhame eines mittleren hydraulischen Durchmesser
aufgestellt. In einer weiteren Untersuchung wurde der Einfluss verschieden grof3er
Stromungskanéle untersucht. Vereinfachend wurden die vorhandenen Stromungskanile in
zwei Groflen unterteilt. Abb. D.15 verdeutlicht die gewéhlte Unterteilung.

Abb. D.15: Unterteilung der Stromungskanile in zwei Groflen

Durch ein iteratives Verfahren wurden die Massenstromverteilung durch die Kanile und der
daraus zu erwartende Druckverlust ermittelt. Wie aus Abb. D.16 zu erkennen ist, ist dieser
Einfluss sehr gering und kann daher vernachlissigt werden. Die Graphiken zeigen auch den
berechneten Anteil des Massenstroms durch die groBBeren Kanéle.
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Abb. D.16: Vergleich der gemessenen und der berechneten Druckverluste fiir die Annahme eines
mittleren hydraulischen Durchmessers und einer Unterteilung in zwei hydraulische Durchmesser

Einfluss des Abstands der Klinkersteinreihen

In einer letzten Untersuchung wurde der Einfluss von Abstidnden zwischen den Formsteinrei-
hen untersucht. Aufgrund von Fertigungsungenauigkeiten ist davon auszugehen, dass die
Stromungskanéle nicht perfekt koinzident zueinander ausgerichtet sind. Dadurch verursachen
die betroffenen Kanile einen hoheren Stromungswiderstand und die Gesamtdruckverluste
steigen. Bei sehr langen Besitzen steigt die Wahrscheinlichkeit fiir jeden Kanal an, so dass
letztendlich sehr viele Kanile ganz oder teilweise blockiert sind. Durch geringen Abstand
zwischen den Formsteinreihen sinken die Druckverluste leicht, da die Stromung nach einer
ungiinstigen Ausrichtung der Formsteine die Mdglichkeit hat, neu einzulaufen. Abb. D.17a
verdeutlicht diesen Zusammenhang. Sind die Steine koinzident zueinander ausgerichtet, wird
die austretende Stromung aus der vorherigen Reihe leicht eingeschniirt. So kann sie
ungehindert in die nachfolgende Reihe einstromen, ohne einen signifikanten Druckverlust zu
induzieren. Eine weitere VergroBerung der Abstinde flihrt hingegen zum Abbau des
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dynamischen Drucks und damit zu einem Anstieg der Druckverluste. Auch dies lésst sich in
Abb. D.17a erkennen. Dieser Einfluss wurde in [115] korreliert (Abb. D.17b).
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Abb. D.17: (a) Einfluss von Abstinden zwischen den Formsteinreihen C.2 auf den Gesamtdruckver-
lust und (b) zugehorige Korrelation nach [115].

Die Ergebnisse zeigen, dass trotz unterschiedlich groBBer Stromungskanéle vereinfachend mit
einem mittleren hydraulischen Durchmesser gerechnet werden kann. Beim Aufbau eines
grofleren Regenerators kann durch die einfache Mallnahme, einen kleinen Abstand zwischen
den Formsteinreihen zu lassen, ein geringerer Druckverlust erzielt werden.

D.4 Ergebnisse der Stoffdatenbestimmung

Spezifische Wirmekapazitit des Klinkermaterials

Die temperaturabhiingigen Stoffwerte des Klinkermaterials wurden mit einer dynamischen
Differenzkalorimetrie bestimmt. Um Unterschiede zwischen den beiden Formen C.1 und C.2
auszuschlieBen, wurden von beiden Proben untersucht. Abb. D.18 zeigt die Messergebnisse.
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Abb. D.18: Ermittelte spezifische Warmekapazitit aus den untersuchten Formsteinproben C.1 und C.2

Aus den Messergebnissen wird folgende Korrelation fiir die spezifische Wirmekapazitit
hergeleitet:

Cops = —8,2612-107% -T2 + 1,0824-T + 741,15. (D.25)

Diese entspricht in obiger Abbildung der Ausgleichskurve des Besatzmaterials C.1, da hier die
Ergebnisse im unteren Temperaturbereich plausibler erscheinen.
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Wirmeleitfihigkeit des Klinkermaterials

Die Wirmeleitfahigkeit des Klinkermaterials wurde mit Hilfe einer Hitzdrahtapparatur
bestimmt. Hierfiir wurden Platten aus den Klinkersteinen gesédgt, wobei keine vollig glatte
Kontaktfliche mit der Apparatur hergestellt werden konnte. Daher wurden verschiedene
Messreihen jeweils mit und ohne applizierter Warmeleitpaste durchgefiihrt. Hierbei
schwanken die Ergebnisse ca. 10 % um den Mittelwert. Fiir die Modellierung werden die
Ergebnisse mit der applizierten Warmeleitpaste verwendet. Folgende Potenzfunktion gibt die
Wiarmeleitfahigkeit des Klinkermaterials C.1 / C.2 wieder:

Asrs = 1,1353 + 1,3081- 1076 - T8, (D.26)

Dichte des Klinkermaterials

Die Dichte des Klinkermaterials wurde durch die Verdrangung von zehn Klinkersteinen in
einer mit Wasser gefiillten Wanne bestimmt. Das Gewicht der Klinkersteine wurde gemessen,
nachdem diese 24 Stunden im Ofen bei einer Temperatur von 200 °C getrocknet wurden. Der
Wert der Dichte wurde zu 2312,76 kg/m® bestimmt.

D.5 Stoffdaten aus der Literatur

Die in dieser Arbeit verwendeten Stoffdaten stellen sich wie folgt dar: fiir die Bewertung des
Zwischenwirmetragermediums wurden stellenweise weitere Stoffdaten verwendet, deren
Korrelationen hier nicht dargestellt sind. Diese wurden aus dem Chemistry-Webbook des
NIST (National Institute of Standards and Technology, nist.gov) entnommen.

Tabelle D.15: Als Polynom hinterlegte Stoffdaten der Isolierung

Stoff c*T? d*T e
Silcamin' A 1,4558e-7  6,6560e-5 3,6579¢-2
(Mineralwolle) Cp 1030

p 200
Prorox WM950° A 3,0e-7 8,0e-5 3,41e-2
Foamglass, T4+3 A 2,8809e-7 1,4145e-4 3,9957e-2

Cp 1000

p 115
Silcal 900" y) 1,5¢-4 6,0e-2
Ca-Silikat Cp 1000

p 260

! Fa Silka, > Fa. Rockwool,
3 Fa. Foamglass, jeweils Produktdatenblatt
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Tabelle D.16: Als Polynom hinterlegte Stoffdaten der Besatzmaterialien
Stoff a*T* b*T? c*T? d*T e
Beton' A -6,667e-4 1,47
c 0,875 700
p 2250
Basalt® c -1,5¢-3 1,1853 756,99
p 2992
Resistal M 80° A 1,6
(Stromungsver- ¢ -6,155e-10 2,414e-6 -3,315e-3 2,02 719,37
teilung Pilotanl.) p 2400
Stahl' A 48,0
c 473
p 7800
! Interne Stoffdatenbank DLR, ? Vosteen et al. [116], * Taut [20]
Tabelle D.17: Als Polynom hinterlegte Stoffdaten der Warmetrdgermedien
Stoff a*T* b*T? c*T? d*T e
Luft' A -1,722e-8  7,13%-5  0,0246
Cp -3.943e-7 5,305¢-4 6,936¢e-3 1005,9
u 1,253e-14 -2,708e-11 4,895e-8 1,725e-5
p 6929-12 -1,333e-8 1,014e-5 -4,235¢-3 1,269
s 2,336e-6 -3,758e-3 3,425 -79,248
VP1? A -7,297e-15 2,503e-11 -1,923e-7  -8,195e-5 0,1377
c 4417e-8  -2,988e-5 5,959¢-3 2,414 1498
p -2,367e-6 7,812¢-4 -0,908 1083,25
Syltherm 800’ A -1,881e-4 0,1388
c 1,7073 1574,3
p -1,671-6  4,211e-4 -9,166¢-1 953,16
Hitec HTS" | -1,54e-6  4,36e-4 0,411
c 1568
p -7,4e-1 2084

! Eigene Korrelation, Quelle: VDI [117] ,2 Fa. Solutia, Produktdatenblatt, 3 Fa. Dow
Chemical, Produktdatenblatt, * Fa Coastal Chemical Co., Produktdatenblatt
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Einige der Stoffdaten lassen sich in anderer Form als ein Polynom korrelieren. Diese fasst
Tabelle D.18 zusammen.

Tabelle D.18: Stoffdaten die nicht als Polynom berechnet werden

Stoff Korrelation
Basalt' A 4740 + 1,1
3500+ T ’

s 1,0985-1078-T* +2,58877-1075-T3 4+ 2,4931- 1072
-T2+ 11,017 -T + 2125 - In(T) — 10439,6

544,149
T + 114,43

VP12

U exp( — 2,59578) )

Syltherm 800° s 1,7073 - T + 2125 - In(T) — 6821,69
1887,3
U exp( 7 ) -0,017528
—(2,3794-107% — 5,620 - T~* 45,0678
+10%-T72—1,9929 - 10° - T3 + 2,7936
+108 - T%)

Hitec HTS® s 1568 (In(T) —1In(298,15))
u 639,418 - T~2135

! Vosteen et al. [116], ’ Fa. Solutia, Produktdatenblatt,* Fa. Dow Chemical,
Produktdatenblatt, * Fa Coastal Chemical Co., Produktdatenblatt

E  Fehlerbetrachtung der Versuchsanlage

E.1 Allgemeine Annahmen fiir Fehler

Neben den Fehlern der Messinstrumente gehen weitere Fehler der Stoffdaten und
fehlerbehaftete GeometriegroBen in die Betrachtung mit ein. Tabelle E.19 fasst diese
zusammen.

Der Rohrdurchmesser weist durch Fertigungsungenauigkeiten eine geringe Abweichung von
einem Millimeter auf. Diese fiihrt zu einer Abweichung der Querschnittsfliche von 0,8 %.
Dieser Fehler wirkt sich auf das Messergebnis der Massenstrommessung aus.

Eine weitere Fehlerquelle ist das Durchschnittsgewicht eines trockenen Klinkersteines. Dieses
wurde durch Wiegen von zehn Steinen, die zuvor 24h im Ofen bei 300 °C getrocknet wurden,
ermittelt. Eine Ursache fiir mogliche Fehler sind hier die an die Innencontainerabmessungen
angepassten Steine. Diese weisen aufgrund leichter Verzerrungen des Speicherbehilters
unterschiedliche Malle auf, so dass deren Gewicht um maximal 150 g vom Durchschnitt
abweicht. Auf die Gesamtzahl aller Steine bezogen ergibt sich hier somit eine Unsicherheit
von maximal 250 kg oder 0,62 % der Gesamtmasse. Die ilibrigen Fehlerannahmen erfolgen
willkiirlich. Fiir den Fehler der Stoffwerte wird 0 % angenommen.
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Tabelle E.19: Annahmen fuir weitere Fehlereinfliisse

Art des Fehlers Wert Einheit
Rohrdurchmesser 0,8 %
Wirmeleitfahigkeit Isolierung 2,0 %
Flache fiir Warmeverluste 1,5 %
Fehler Isolierschichtdicke 1,5 %
Masse Klinkersteine 0,6 %
Wirmekapazitit Klinker / Luft 0 %

E.2 Messgenauigkeit der Messinstrumente

Herstellerseitige Angaben zur Messgenauigkeit
Fiir die eingesetzten Messinstrumente werden herstellerseitig bestimmte Messgenauigkeiten
angegeben. Tabelle E.20 fasst die Messgenauigkeit aller Instrumente zusammen.

Tabelle E.20: Herstellerangaben zur Messgenauigkeit der Messinstrumente

Instrument Genauigkeit Bewertung

Thermischer Massenstrom- 0,75 % Mittel, wurde kalibriert fiir

messer Luft +0,00100 < 0.2 kg/s Luft,

(FCI ST 100) + 0,00595 > 0.2 kg/s Einlaufstrecke ausreichend

Differenzdruckmessung +0,33 % Gering, hohe Genauigkeit

(Endress + Hauser PMD75)

U-Rohr + 10 Pa Skaleneinteilung in 10
Pascal-Schritten

Pt100 Thermometer + (0,03 + 0,005 ITC|) K Gering, hohe Genauigkeit

(Electronic Sensor 1/10

DINB)

Thermoelement Typ K + max(0,004 [TC|; 1,5) K Hoch, Differenzwerte sind

(Electronic Sensor) jedoch genauer

Die Genauigkeitsangaben der Messinstrumente gelten fiir die gemessenen Absolutwerte.
Allerdings ergeben sich noch weitere mogliche Abweichungen.

Einfluss der Luftfeuchte auf die Messungen

Der thermische Luftmassenstrommesser wurde flir die Massenstrommessung von
Umgebungsluft kalibriert. Es soll nun der Einfluss der Luftfeuchte auf das Ergebnis
untersucht werden.

Davon auszugehend, dass durch Leckagen in der Anlage ein permanenter Austausch mit
Umgebungsluft stattfindet, ist anzunehmen, dass im Inneren des Luftkreislaufs ein Gemisch
aus Wasserdampf und trockener Luft vorhanden ist. Der Wasseranteil in der Umgebungsluft
schwankt im Jahresverlauf um etwa + 1 %. Ausgehend von einem vereinfachten
Mischungsmodell, das den Wasseranteil linear in die Stoffdaten einflieBen ldsst, lassen sich
folgende Abweichungen aus Tabelle E.21 abschétzen.
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Tabelle E.21: Schwankung der Stoffdaten der Luft nach einem vereinfachten Mischungsmodell

Wirmekapazitét +1,0 %
Dynamische Viskositit  £0,5 %
Wirmeleitfahigkeit +0,3 %

Das Messprinzip des thermischen Massenstrommessers beruht auf der Abkiihlung eines
beheizten Widerstandthermometers. Um den moglichen Fehler abzuschétzen, wird der
Einfluss der Stoffdaten auf den Warmeiibergang an dem Widerstandsthermometer berechnet.
Hierzu wird das Widerstandsthermometer durch einen quer angestromten Zylinder
angenihert. Nach Whitaker berechnet sich die mittlere Nusselt-Zahl Nu fiir diesen Fall wie
folgt:

N 1/2
Nu = [0,4 Re}’* + 0,06 Re2/*] Pro# (nl) . (E.27)
w

Fiir den Korrekturterm ni der Wand wird angenommen, dass dieser sich nidherungsweise
w

nicht dndert. Unter Beriicksichtigung sdmtlicher moglicher Temperaturen und Durchflussraten
lasst sich eine maximal mogliche Abweichung des Luftmassenstroms von + 2%
identifizieren.

Thermoelemente

Fiir die eingesetzten Thermoelemente vom Typ K ergibt sich im verwendeten Messbereich
eine absolute Ungenauigkeit von 1,5 Kelvin. Dies gilt jedoch nur fiir den gemessenen
absoluten Temperaturwert. Da in den meisten Féllen Temperaturdifferenzen von Interesse
sind, ist die absolute Genauigkeit von untergeordneter Bedeutung. Eine Kalibrierung in
Eiswasser hat gezeigt, dass die relativen Unterschiede der gemessenen Temperaturen der
Thermoelemente nicht mehr als 0,5 Kelvin betragen. Auch wenn iiber einen lidngeren
Zeitraum eine konstante Temperatur von 300 °C in der Anlage eingestellt wird, sind keine
groBBeren Abweichungen als 0,5 Kelvin zu beobachten. Daher wird von einer Ungenauigkeit
der Temperaturmessung bei Temperaturdifferenzen von + 0,5 Kelvin ausgegangen. Die
oOlseitigen Ein- und Austrittstemperaturen werden mit Pt100 Thermometern der Genauigkeits-
klasse 1/10 DIN B gemessen.

Differenzdruckmessung

Zur Messung des statischen Drucks ist auf einen sauberen Einbau der Entnahmeanschliisse zu
achten. Hervorstehende Kanten konnen einen Staudruck erzeugen, der das Ergebnis
verfilscht. Dieser kann maximal dem dynamischen Druck entsprechen. Da der dynamische
Druck im Regenerator und Wiarmeiibertrager sehr gering ist (< 1 Pa), kann der Einfluss hier
vernachlissigt werden. In den Rohrleitungen betrigt der dynamische Druck hingegen mehrere
Hundert Pascal. Hier wurde die Einbaustelle des Entnahmeanschlusses sauber entgratet und
geschliffen.

Volumenstrommessung Olseite

Auf eine genauere Betrachtung der Olseitigen Messgenauigkeit wird an dieser Stelle bewusst
verzichtet, da die eingesetzte Differenzdruck-Volumenstrommessung deutlich auf3erhalb ihres
spezifizierten Betriebsbereichs betrieben wird.

Zusammenfassend lassen sich folgende, von den Herstellerangaben abweichende
Messunsicherheiten festlegen. Der Fehler im Rohrdurchmesser fiihrt zu einem weiteren
Messfehler von etwa + 0,8 % bei der Massenstrommessung.
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Tabelle E.22: Tatsdchliche Fehler der Messinstrumente

Instrument Genauigkeit

Thermischer Massenstrommesser Luft
(FCI ST 100)

Differenztemperatur Thermoelement Typ K
(Electronic Sensor)

3,5 % + 0,00595

+ 0,5 Kelvin

E.3 Wirmebilanzierung des Wirmeiibertragers

In einem ersten Versuch zur Bilanzierung des Warmetibertragers wurden keine zufriedenstel-
lenden Ergebnisse erzielt. Grund hierfiir ist die groe Ungenauigkeit der Olseitigen
Volumenstrommessung, da der auftretende Durchsatz von maximal 4 m’/h bei 400 °C
unterhalb der Mindestdurchflussmenge des Messinstruments liegt. Bei niedrigen
Temperaturen unterhalb von 120 °C konnte mit Hilfe eines Ultraschallvolumenstrommessge-
rits die Olseitige Durchflussmessung als Ursache fiir die Abweichung bestétigt werden und
eine entsprechende Korrekturfunktion hergeleitet werden [73]. Diese kann jedoch nicht
mogliche Temperatureinfliisse beriicksichtigen, da die maximale Einsatztemperatur nur 60 °C
betrigt. Abb. E.19 zeigt die absolute Abweichung einer Energiebilanz um den Wérmetibertra-
ger. Dabei werden auch Wirmeverluste berticksichtigt. Ohne die Korrekturfunktion ergeben
sich durch eine Fehlerbetrachtung nicht mehr erkldrbare Abweichungen. Die Energiebilanz
mit dem korrigierten Olmassenstrom bleibt hingegen innerhalb der Fehlergrenzen.
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Abb. E.19: Absolute Abweichung der Energiebilanz (dE) des Warmeibertragers fiir verschiedene
Betriebsparameter. Vergleich zwischen unkorrigierten und korrigiertem Olmassenstrom

Die angewandte Korrekturfunktion fiir den Olmassenstrom lautet:

MoLcorr = —0,3774 -3, + 0,9574 - — 0,0422 -1y + 0,3035 (E.28)



Anhang E 163

E.4 Untersuchung der Anlage auf mogliche Leckagen

Weiterhin wird die Moglichkeit von Undichtigkeiten innerhalb der Anlage untersucht. Wenn
z. B. Luft zwischen Regenerator und Wirmeiibertrager austritt, ist der tatsdchliche
Luftmassenstrom dort ein anderer als der gemessene — mit entsprechenden Auswirkungen auf
die berechneten Warmestrome. An den Klappkésten sind Verfarbungen sichtbar, die auf einen
Austritt von Luft hindeuten. Diese Verfarbungen sind kondensierte Harze aus dem
Isoliermaterial, die zuvor von ausgetretener Luft aufgenommenen wurden. Leichte
Undichtigkeiten lieBen sich an dieser Stelle bereits im Vorfeld absehen und waren nicht zu
vermeiden. Sémtliche Verbindungen wurden sorgfiltig mit ,,Lecksuchspray* iiberpriift.
Schraubverbindungen wurden bei einer Temperatur von etwa 200 °C nachgezogen und
nochmal iiberpriift. Hohere Temperaturen als 200 °C lieen sich durch die fehlende Isolierung
nicht erreichen. Ob und in welchem Bereich der Anlage weitere Leckagen vorhanden sind,
lasst sich anhand der Lufttemperaturen in stationdren Betriebszustinden der Anlage
bestimmen. Hierzu muss in dem entsprechenden Anlagenabschnitt ein Unterdruck herrschen,
so dass kalte Umgebungsluft eingesaugt wird. Dies fithrt zu einem Temperaturabfall, der
durch Wirmeverluste nicht mehr zu erkldren ist. Dariiber hinaus muss dieser zusatzliche
Wiérmeverlust in einem Zusammenhang mit dem Unterdruckniveau in dem entsprechenden
Anlagenteil stehen.

Es wird angenommen, dass ein moglicher Leckage-Massenstrom m;, durch ein Loch einen
Druckverlust verursacht. Dieser Druckverlust muss der Druckdifferenz Ap,_. zwischen der
Luft in dem Anlagenteil und der Umgebung entsprechen. Weiterhin ist davon auszugehen,
dass die Reynolds-Zahl des Lecks aufgrund des geringen Durchmessers sehr klein ist
(Re<1). Aus diesem Grund kann ndherungsweise von einer laminaren Stromung
ausgegangen werden. Das bedeutet, dass der Druckverlustbeiwert proportional zur reziproken
Reynolds-Zahl ist. Damit ldsst sich mit Hilfe der von Bernoullis Gesetz die Beziehung

pLe( Me )2 C (E.29)

Apg_e = —= :
e 2 \Ape - prLe Reye
formulieren. Unter der Annahme, dass die Stoffwerte der Luft durch die Leckage etwa denen
der Luft im Anlagenteil entsprechen, ist ein proportionaler Zusammenhang nach
“Ap,-
g o P SPIE - (E30)
HUre
gegeben. Der Term in Gleichung (E.30) wird im Folgenden angepasster Druckverlust Ap;_,
genannt. Weiterhin ist davon auszugehen, dass ein proportionaler Zusammenhang zwischen
Druckunterschieden in den Anlagenteilen und dem Gesamtdruckverlust der Anlage besteht.
Abb. E.20a zeigt den Zusammenhang zwischen Luftmassenstrom und Gesamtdruckverlust in
der Anlage. Der Einfluss der Stromungsrichtung (Laden/Entladen) ist vernachldssigbar. Der
rechte Graph (Abb. E.20b) zeigt den Zusammenhang zwischen Druckverlustbeiwert und
Reynolds-Zahl. Dieser wird auf den inneren Rohrdurchmesser und die Temperatur an der
Durchflussmessstelle bezogen.
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Abb. E.20: Gesamtdruckverlust der Anlage in Abhingigkeit vom Massenstrom und Druckverlustbei-
wert in Abhéngigkeit von der Reynolds-Zahl

Mit der Annahme des proportionalen Zusammenhangs zwischen Gesamtdruckverlust und
lokalem Druckunterschied gegeniiber der Umgebung lautet der Zusammenhang zwischen
dem Gesamtdruckverlust und dem Luftmassenstrom m;,

pL( my
Apa—e X Apges = (AR " PL

2
Der mathematische Zusammenhang zwischen Druckverlustbeiwert {go5 und der Reynolds-
Zahl lésst sich zu

)2 * Cges- (E.31)

Jges = 5,436 - 105 - Regos®® + 11,2 (E.32)

korrelieren. Fiir die Identifizierung moglicher Leckagen wird die Anlage in mehrere
Abschnitte unterteilt. Abb. E.21 zeigt eine Ubersicht der Anlage mit der gewihlten
Unterteilung in Abschnitte und fiir die Leckagebestimmung relevante Messstellen.
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Abb. E.21: (a) Unterteilung der Anlage in Abschnitte zur Leckageuntersuchung und relevante
Messstellen, (b) Bilanzraum

Um Leckagen zu erkennen, muss im entsprechenden Anlagenabschnitt ein Unterdruck
herrschen. Deshalb konnen nur bei entsprechenden Betriebsmodi der Anlage die Versuche
durchgefiihrt werden. Weiterhin ergeben sich Einschrinkungen des Wairmeiibertrager-
Betriebsmodus. Dabei ist zwischen vier Modi zu unterscheiden: Im Modus Heizen (H) wird
mehr Wirme zugefiihrt als in der Anlage verloren geht. Im Modus Kiihlen (K) wird Wérme
aus dem Luftmassenstrom abgefiihrt. Im Modus Erhalten (E) wird nur so viel Wérme
zugefiihrt wie Verluste in der Anlage entstehen und im Modus Inaktiv (I) wird keine Warme
ibertragen. Zur Bestimmung von Leckagen in den Abschnitten Nr. 1 und Nr. 2 sind sdmtliche
Wirmeiibertrager-Betriebsmodi geeignet, solange sich zwischen den Temperaturmessstellen
ein stationdrer Betriebszustand einstellt. Die Warmeverluste des Wéarmeiibertragers lassen
sich nur bestimmen wenn der Wiarmeiibertrager inaktiv (I) ist. Die Verluste des Regenerators
und des heilen duBleren Rohrabschnitts konnen nur im Erhaltungsmodus (E) bestimmt
werden. Eine Ubersicht gibt Tabelle E.23. Die Temperaturerhdhung des Ventilators AT;_,
wird nach

K—1

= (pO + Apges)T -1

ATl_Z - T1 (E.33)
Po

berechnet. Dabei ist k der Isentropenexponent der Luft und p, der Umgebungsluftdruck und
T, die Eintrittstemperatur in den Ventilator in Kelvin.
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Tabelle E.23: Angegebene und angenommene Fehler der Hauptfehlerquellen

. Anlagen- Temperatur- Wirmeiibertrager-
Nr Abschnitt Modus messstelle Modus
1 Regenerator (kalt) L TC S C H/K/E/N
Klappkisten TC DC 4
2 Klappkisten E/L TC HE C H/K/E/N
Wirmetibertrager (kalt) TC DC 4
3 Wairmeiibertrager (kalt) E TC HE H I
Wiarmeiibertrager (heil3) TC HE C
4  Wairmelibertrager (heil) E TC S C E
Regenerator (kalt) TC HE H

Entsprechend den Vorgaben wurden stationdre Mittelwerte aus verschiedenen Versuchen
herangezogen. Die Ergebnisse fiir Abschnitt 1 sind in Abb. E.22a dargestellt. Wie dem
Diagramm zu entnehmen ist, sind die berechneten Leckagen sehr gering (<1 g/s) und zeigen
zudem keinerlei Abhingigkeit vom angepassten Druckverlust Ap;_.. Eine andere Situation
zeigt sich im Abschnitt 2 (Abb. E.22b). Dort ergibt sich ein sichtbares Defizit in der
Energiebilanz. Dariiber hinaus ist hier ein leichter Zusammenhang zwischen dem angepassten
Druckverlust und dem berechneten Leckagemassenstrom zu erkennen. Der Grund fiir den
tendenziell hoheren Verlust beim Entladen ist vielschichtig. Denkbar wiren lokale
Temperaturschichtungen an den Temperaturmessstellen aufgrund der gednderten
Stromfiihrung oder dass je nach Klappenstellung eine bessere Dichtigkeit erreicht wird.

0,001 . : : : 0,03 . . . . .
Abschnitt 1 A Abschnitt
sehnl 0002 | o, & aa 12
7, ) o A
® 0,0005 | § B 0,01 koo ° o o |
=~ o ~ °
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& o &
< 2
3 0} o - 3 0,01 } -
o 0,02 a Entladen ¢ Laden
_0’0005 1 1 1 1 _0’03 1 1 1 1 1
0 22 44 66 88 110 0O 20 40 60 80 100

Ap*p/p / 1e6 kg/m3s Ap*p/u / 1e6 kg/m3s

Abb. E.22: Berechnete Leckagemassenstrome fiir die Abschnitte 1 (a) und 2 (b) in Abhingigkeit des
angepassten Druckverlusts

Abb. E.23 zeigt den berechneten Leckagemassenstrom des Warmeiibertragers (Abschnitt 3).
Es ergibt sich eine Leckage von etwa 1g/s. Allerdings ist hier zu erwihnen, dass die Isolierung
des Wirmeiibertragers nicht vollig homogen verteilt ist und lokale Warmebriicken vorhanden
sind. Deshalb ist auch hier eher von keiner Leckage auszugehen. Fiir den Abschnitt 4 1ésst
sich eine Bilanz nur sehr schwer erstellen, da aufgrund von Temperaturschwankungen der
Umgebungsluft die Eintrittstemperatur in den Regenerator um einige Kelvin schwankt. Somit
kann kein ausreichend stationdrer Zustand erreicht werden. In einer Messung, bei der
aufgrund der Wetterlage {iber einen lingeren Zeitraum von etwa sechs Stunden eine konstante
Umgebungstemperatur erreicht wurde, zeigen sich ebenfalls keine Verluste.
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Abb. E.23: Berechneter Leckagemassenstrom des Wiarmeiibertragers

Zusammenfassend ldsst sich festhalten, dass — auBer an den Klappkésten — keine relevanten
Leckagen zu beobachten sind. Die Leckagen an den Klappkédsten werden durch die
Temperaturerh6hung im Ventilator nahezu wieder ausgeglichen.

E.5 Konsistenztest der Wirmeverluste im Regenerator

Die Wirmeverluste des Regenerators sind von besonderer Bedeutung, weil iiber die
betrachteten Zeitrdume von mehreren Stunden grofle Wirmemengen an die Umgebung
abgegeben werden. Die Wirmeverluste werden {iber den gemessenen Temperaturabfall {iber
einen definierten Abschnitt in der Isolierung mit dem Gesetz von Fourier bestimmt. Die
nichtlinear verlaufenden Warmeleitfahigkeiten der eingesetzten Isolationsmaterialien werden
durch Integration iiber den betrachteten Temperaturbereich gemittelt. Zur Beriicksichtigung
der unterschiedlichen Wirmeverluste iiber die Seitenwidnde und Kanten des Speicherbehélters
wird das Verfahren von Heiligenstddt [40] angewendet. Als Austrittstemperaturen werden
nicht die unmittelbaren Messstellen am Speicheraustritt herangezogen, sondern jeweils eine
Messstelle weiter stromabwiérts. Beim Beladen ist dies die Messstelle TC_DC C1 und beim
Entladen die Mitteltemperatur am Warmetibertragereintritt TC_HE H1-4. Die Warmeverluste
in den zugehorigen Rohrabschnitten werden mitberiicksichtigt.

Stationiirer Zustand

Die Messdaten sind iiber einen ldngeren Zeitraum von mindestens 30 Minuten in den frithen
Morgenstunden gemittelt, da nachts die Umgebungstemperatur relativ konstant bleibt. Zuvor
wurde bei jeder Messreihe fiir mindestens 24 Stunden keine Verdnderung an den
Anlagenparametern vorgenommen, da Storungen je nach eingestelltem Massenstrom diese
Zeit im Bilanzraum verweilen. Abb. E.24 zeigt die ermittelten Warmeverluste im stationdren
Zustand des Regenerators. Es zeigt sich eine deutliche Zunahme der Verluste mit der
Temperatur und eine schwache Abhdngigkeit vom eingestellten Massenstrom. Wihrend die
nach Fourier bestimmten Warmeverluste relativ homogen verteilt sind, schwanken die iiber
die Enthalpiedifferenz bestimmten Warmeverluste stark. Bei hohen Massenstromen werden
die gemessenen Temperaturdifferenzen zwischen Ein- und Austritt des Regenerators sehr
klein. Dadurch wird der Fehler in der Enthalpiebilanz sehr groB3. In zwei Messreihen ergeben
sich groflere Abweichungen. Bei der ersten Messreihe ist wegen des geringen Massenstroms
eine starke Temperaturschichtung am Speicheraustritt bemerkbar, da sich die Stromung wenig
durchmischt (vgl. Abb. 4.5b). Die unmittelbar am Austritt gemessenen Temperaturen weisen
eine hohe Standardabweichung von 2,5 Kelvin auf, wihrend der gemessene Temperaturabfall
iiber den Regenerator 12,5 Kelvin betrdgt. Bei der letzten Messreihe betrdgt der
Temperaturabfall tiber den Regenerator lediglich 2,5 Kelvin. Zuvor stromt die temperierte
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Luft durch den langen Rohrabschnitt zur Speicherriickseite. Geringe Schwankungen der
Umgebungstemperatur haben so einen signifikanten Einfluss auf das Messergebnis.
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Abb. E.24: Vergleich der Wiarmeverluste des Regenerators nach Fourier und iiber die Enthalpiebilanz.
Variation der mittleren Temperatur und des Massenstroms.

ZyKklische Betriebsweise

In einer weiteren Messreihe wird die gleiche Bilanz bei zyklischer Betriebsweise des
Regenerators aufgestellt. Nach Erreichen eines eingeschwungenen Zustands sind keine
signifikanten Schwankungen der kumulierten Energiemengen zu erwarten. Abb. E.25 zeigt
den Verlauf der Inneren Energie des Regenerators ausgehend vom ersten Entladezyklus.
Wihrend der ersten Zyklen wird noch mehr Energie dem Regenerator zugefiihrt, da die
Periodenzeiten langer sind. Nach acht Zyklen sind die Unterschiede der inneren Energie {iber
einen Zyklus gesehen nur noch sehr gering. Uber die Zeit betrachtet ergibt sich eine mittlere
Abweichung in der Wirmebilanz von deutlich unter 500 Watt. Durch den Abfall der
AuBentemperatur verkiirzen sich die Periodenzeiten der letzten Zyklen. Da aufgrund hoherer
Wirmeverluste die Umschaltbedingung schneller erreicht wird, verringert sich die Anderung
der inneren Energie pro Zyklus.
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Abb. E.25: Zeitlicher Verlauf der inneren Energie des Regenerators iiber die Enthalpie- und
Wirmestrombilanz berechnet
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E.6 Berechnung der kumulierten Energiemengen

Im folgenden Experiment wird die iiber einen ldngeren Zeitraum durch die ein- und
austretenden Enthalpiestrome sowie Wirmeverluste im Regenerator kumulierte Energie
berechnet. AnschlieBend wird diese mit der Anderung der Inneren Energie des Besatzmateri-
als verglichen. Aufgrund lokaler Warmeverluste und der Temperaturschichtung im Inneren
des Regenerators muss zuvor die dreidimensionale Temperaturverteilung des Besatzmaterials
bestimmt werden. Hierzu werden die gemessenen Temperaturen in den Messebenen des
Regenerators herangezogen. Dies ist gerechtfertigt, da die Lufttemperatur innerhalb weniger
Sekunden die Besatztemperatur annimmt. Zusétzlich werden die gemessenen Oberflédchen-
temperaturen der Wand des Innencontainers hinzugezogen. Fiir die Temperaturen an den
Stirnseiten der Stromungsverteilung wird die gleiche Temperatur wie an der Grenzfliche
zwischen Besatzmaterial und der Stromungsverteilung angenommen.

Das Temperaturfeld wird auf eine Auflésung von 7cm linear interpoliert und zur Berechnung
der inneren Energie herangezogen. Unter Beriicksichtigung der Warmeverluste wird die
Abweichung AU, nach folgender Gleichung berechnet.

te .
AU, = (mL(hL,ein - hL,aus) - QV) dt

to

m n o
- z Z Z Mgk (us,i,j,k(te) — Usijk (to)) (E.34)

i=1j=1k=1

Wegen der hohen Dichte von Stahl betrdgt die Masse des Innencontainers trotz der geringen
Wandstérke von nur 2 mm insgesamt 1250 kg. Dieser Einfluss wird in den Randzellen durch
Bildung von Effektivwerten beriicksichtigt. Abb. E.26 zeigt die berechneten Abweichungen
AU.. Um diese besser bewerten zu konnen, sind die Ergebnisse als relative Abweichung
bezogen auf die Anderung der inneren Energie dargestellt. Bis auf einen Wert liegen die
Ergebnisse im Rahmen der Messungenauigkeit. Es zeigt sich auch keine Temperaturabhén-
gigkeit der Abweichungen. Demnach kann davon ausgegangen werden, dass die Anhand von
125 mg schweren Proben in Labormessungen bestimmte Warmekapazitit des Besatzmaterials
auf die Gesamtmenge von etwa 40 t im Speicherbehdlter iibertragbar ist. Insgesamt liegt die
Abweichung — mit einer Ausnahme — bei allen Werten innerhalb von 10 %. Bei der
Fehlerrechnung wurden die Abweichungen zwischen den interpolierten Werten und den
tatsichlichen Temperaturwerten nicht berticksichtigt. Die Annahme von einigen
Prozentpunkten wire sicher gerechtfertigt. Die dritte Messreihe wurde bei einem geringen
Massenstrom von 0,2 kg/s durchgefiihrt und zudem — wie die vorletzte Messreihe — iiber
einen kurzen Zeitraum von sieben Stunden. Hier entstehen stirkere Temperaturgradienten, die
zu groBeren Fehlern bei der Interpolation fiihren.
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