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1 EINLEITUNG

Seit Beginn des 20. Jahrhunderts wird ein Wandel des Klimas festgestellt, der bis-
her nicht auf natiirliche Effekte zuriickgefiihrt werden konnte. Die erste Dekade
des 21. Jahrhunderts war in Bezug auf die Jahresdurchschnittstemperatur die
warmste seit Aufzeichnung der Wetterdaten. Der Klimawandel wird mit dem An-
stieg der Treibhausgase begriindet, die zum Teil anthropogenen Ursprungs sind.
Dabei hat Kohlenstoffdioxid (COz) trotz geringen Anteils in der Atmosphaire einen
erheblichen Einfluss auf den Treibhauseffekt [1, 2]. Auf eine Reduzierung der
anthropogenen Treibhausgase hat man sich im Rahmen des Kyoto Protokolls geei-
nigt, jedoch keine verpflichtenden Grenzen festgelegt [3].

In Deutschland konnte 2010 ein Anteil von 42 % der COz-Emissionen auf die Ener-
giewirtschaft zuriickgefiihrt werden. Davon fallt ein Grofdteil auf die festen Brenn-
stoffe zurtick (44 %), die vor allem zur Stromerzeugung eingesetzt werden [4]. Um
diesen Anteil der anthropogenen COz-Emissionen zu reduzieren, kénnen drei un-
terschiedliche Pfade verfolgt werden:

e Substitution fossiler Brennstoffe durch CO2-armere Brennstoffe;

e Erhohung des Wirkungsgrades fossilbefeuerter Kraftwerke und effizientere
Nutzung von Warme und Strom;

e Abtrennung und Speicherung von CO; aus fossilbefeuerten Kraftwerken
(Carbon Capture and Storage - CCS).

Dem Trend der letzten Jahre folgend, werden regenerative Energietrager auch in
den kommenden Jahren nur einen Teil des Energiebedarfs decken kénnen. Mit dem
Ausstieg aus der Kernenergie bleibt insbesondere Kohle auch in den nachsten De-
kaden ein wesentlicher Bestandteil der deutschen Energieversorgung. Global be-
trachtet ist der Anteil der kohlebefeuerten Anlagen an der Stromerzeugung in den
letzten 40 Jahren gestiegen [5].

Da das COz-Einsparpotenzial durch Wirkungsgradverbesserung eingeschrankt ist,
fiihrt nur die Abtrennung und Speicherung von CO; aus dem Rauchgas kohlebefeu-
erter Kraftwerke zu einer signifikanten Reduzierung der COz-Emissionen. Dazu
existieren drei Technologierouten, die sich grundlegend in der Art der Abtrennung
unterscheiden. Neben der Pre-Combustion COz-Abtrennung und dem
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Oxyfuelprozess stellt die Post-Combustion CO2-Abtrennung das bisher am weites-
ten entwickelte Verfahren dar?.

1.1 Motivation

Unter den Verfahren zur Post-Combustion COz-Abtrennung ist vor allem die nass-
chemische Absorption Gegenstand umfangreicher Forschungsvorhaben. In diesem
Prozess wird das Rauchgas stromabwarts von den tiblichen Reinigungsschritten
(Entstickung, Entstaubung und Entschwefelung) in eine Absorptionskolonne ge-
fiihrt, in der das CO; an ein im Gegenstrom herabrieselndes Losungsmittel che-
misch gebunden wird. Fiir die Regeneration des Losungsmittels ist thermische
Energie (Warmebedarf) in Form von Dampf notwendig, der dem Kraftwerkspro-
zess entnommen wird. Da dieser Dampf keine Arbeit in den Turbinen leisten kann,
fiihrt die Dampfentnahme zu einer Reduzierung der elektrischen Nettoleistung und
bei gleichem Brennstoffaufwand entsprechend zu einer Abnahme des Nettowir-
kungsgrades [6].

Der Warmebedarf variiert je nach verwendetem Losungsmittel und gewahlter Pro-
zessfilhrung erheblich und gilt in der Literatur oft als Mafd zur Evaluierung eines
Abtrennungsverfahrens. Damit werden jedoch weitere Schnittstellengrofden wie
z. B. die erforderliche Dampfqualitit oder die elektrischen Verbraucher innerhalb
des Abtrennungsprozesses vernachlassigt. Dariiber hinaus werden beim Vergleich
verschiedener Verfahren z. T. unterschiedliche Randbedingungen verwendet, die
eine Vergleichbarkeit erschweren oder ausschlief3en.

Bei der nasschemischen Absorption handelt es sich um ein Verfahren, dessen Si-
mulation Programme erfordert, welche die chemischen Reaktionen und gleichzei-
tig die Prozessfilhrung ausreichend genau abbilden kdénnen (z.B. AspenPlus®,
Chemasim, ProTreat, CHEMCAD, CO2Sim). Fiir die Modellierung eines Dampfkraft-
werks in gleicher Detaillierung ist in diesen Programmen ein hoher Aufwand so-
wohl bei der Modellerstellung als auch bei der Simulation erforderlich. Aus diesem
Grund und da die Kraftwerkssimulation z. T. andere Kompetenzen erfordert, wird
in der Literatur oft kein Gesamtprozess, sondern die CO2-Abtrennung als isolierter
Prozess dargestellt. Eine Prozessintegration und eine Gesamtprozessoptimierung

1 Fiir detaillierte Informationen iiber die Technologierouten wird verwiesen auf [75].
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sind dabei nicht Gegenstand der Untersuchungen. Es wird davon ausgegangen,
dass das energetische Optimum des Abtrennungsprozesses (niedrigster Warme-
bedarf) auch das Optimum des Gesamtprozesses darstellt. Allerdings trifft dies nur
bei Verwendung bestimmter Losungsmittel zu [7].

1.2 Ziel und Abgrenzung der Arbeit

Das wissenschaftliche Interesse im Bereich der Post-Combustion CO;-Abtrennung
kohlebefeuerter Dampfkraftwerke ist in den letzten Jahren deutlich gestiegen. Da-
bei konkurrieren Verfahren miteinander, welche unterschiedliche Losungsmittel
und verschiedene Prozesstopologien verwenden. Als primares Ziel wird ein Pro-
zess angestrebt, der zu moglichst geringen Leistungseinbuflen des Dampfkraft-
werks fiihrt. Die Forschungsgebiete, die an einer entsprechenden Prozessevaluie-
rung (fiir einen Prozess basierend auf nasschemischer Absorption) beteiligt sind,
lassen sich in drei Gruppen aufteilen:

1. Untersuchung der physikochemischen Eigenschaften der Losungsmittel
und Erstellung von thermodynamischen Stoffwertemodellen [8, 9, 10];

2. Erstellung von Modellen zur Abbildung der Absorption und Desorption
sowie Simulation des Abtrennungsprozesses [11, 12, 13, 14, 15, 16];

3. Modelle zur Integration des Abtrennungsprozesses in den Kraftwerkspro-
zess zur Gesamtprozessevaluierung [17, 18, 19, 20].

Es wird deutlich, dass eine Gesamtprozessevaluierung nur dann detailliert durch-
gefiihrt werden kann, wenn kompetenziibergreifende Kooperationen zwischen
unterschiedlichen Institutionen entstehen. Es hat sich gezeigt, dass solche Koope-
rationen gerade fiir die Evaluierung neuartiger Prozesse? vergleichsweise selten
umgesetzt werden. Besonders die Interaktion von Gruppe zwei und Gruppe drei
erfolgt oft nur fiir bereits hinreichend erforschte Abtrennungsprozesse.

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Bewertungssystem fiir Post-Combustion CO;-
Abtrennungsprozesse entwickelt, das eine Gesamtprozessevaluierung zulasst, oh-
ne auf eine detaillierte Kraftwerks- oder CO;-Verdichtermodellierung zurtickgrei-

2 Als neuartige Prozesse werden sowohl der Einsatz neuartiger Losungsmittel als auch neuartiger
Prozesstopologien bezeichnet.
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fen zu miissen. Das Bewertungssystem basiert auf physikalisch und empirisch her-
geleiteten Kennzahlen, die fiir

e eine energetische Gesamtprozessbetrachtung und -optimierung fiir nachge-
riistete (Retrofit) und neu gebaute Anlagen (Greenfield),

e einen Vergleich unterschiedlicher Prozessvarianten oder Lésungsmittel,
e eine Abschitzung des Potenzials einer Warmeintegration,

e eine Untersuchung des Einflusses verschiedener Randbedingungen auf den
Gesamtprozess,

¢ eine Untersuchung des Einflusses verschiedener Kraftwerkskonfigurationen
auf den Gesamtprozess

herangezogen werden kénnen.

Forschungsgruppen wie z. B. unter der Leitung von GARY T. ROCHELLE (UT)3 und
HALLVARD F. SVENDSEN (NTNU)* beschaftigen sich seit mehr als neun Jahren mit der
Post-Combustion COz-Abtrennung basierend auf nasschemischer Absorption und
zahlen dabei zu den weltweit fithrenden Institutionen. Diese und ahnlich orientier-
te Forschungsgruppen konnen unter Verwendung des in dieser Arbeit erstellten
Bewertungssystems detaillierte und transparente Gesamtprozessuntersuchungen
durchfiihren, ohne dabei auf die Kompetenz der Kraftwerkstechnik angewiesen zu
sein. Besonderer Fokus liegt daher auf einer moglichst einfach anwendbaren Ge-
staltung des Bewertungssystems bei gleichzeitig hoher Genauigkeit der darin ent-
haltenen mathematischen Korrelationen.

Ein weiteres Anwendungsfeld ergibt sich fiir Kraftwerksbetreiber, die durch die
Anpassung der wichtigsten Randbedingungen die Auswirkungen der Nachriistung
einer COz2-Abtrennungsanlage auf ein spezielles Kraftwerk im Hinblick auf den Ge-
samtprozess abschatzen konnen.

3 Department of Chemical Engineering, University of Texas (UT)

4 Institute for Chemical Process Technology, Norwegian University of Science and Technology
(NTNU)
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1.3 Vorgehensweise

Eine Gegentiberstellung der nach dem derzeitigen Stand der Technik angewende-
ten Methoden zur Bewertung von CO2-Abtrennungsprozessen in Kapitel 2 soll ver-
deutlichen, dass die in der Literatur verfiigbharen Methoden z. T. keine zufrieden-
stellenden Ergebnisse liefern.

In Kapitel 3 wird der integrierte Gesamtprozess erlautert. Dabei geht es vor allem
um die Bereitstellung der energetischen Schnittstellengrofien zwischen Dampf-
kraftwerk, CO;-Abtrennungsanlage und COz-Verdichtung. Dariiber hinaus werden
verschiedene Integrationsvarianten vorgestellt, die im weiteren Verlauf der Arbeit
naher untersucht werden.

Da der Fokus dieser Arbeit nicht auf Seiten der COz-Abtrennungsanlage, sondern
auf der Integration der COz-Abtrennungsanlage in ein Dampfkraftwerk zur Erstel-
lung eines Systems zur Bewertung des Gesamtprozesses liegt, ist die detaillierte
Modellbildung eines Dampfkraftwerks notwendig. Die Modellbildung des Dampf-
kraftwerks und der CO2-Verdichtung unter Verwendung realitatsnaher Randbedin-
gungen wird in Kapitel 4 vorgestellt.

Fir den integrierten Gesamtprozess erfolgen umfangreiche Sensitivitatsanalysen,
bei denen Schnittstellengrofden zwischen Kraftwerk und Abtrennungsanlage (z. B.
Warmebedarf und erforderliche Dampfqualitit), zwischen Abtrennungsanlage und
CO2-Verdichtung (z. B. COz-Eintrittsdruck in den CO;-Verdichter) sowie allgemeine
Randbedingungen (z. B. Kithlwasserbedingungen und Druck in der Uberstrémlei-
tung) variiert werden.

In Kapitel 5 werden mit Hilfe der Simulationsergebnisse fiir in dieser Arbeit defi-
nierte Kennzahlen mathematische Korrelationen entwickelt, welche die Zusam-
menhdnge und Abhdngigkeiten von den variierten Grofden mit hoher Genauigkeit
im Vergleich zu den Simulationsergebnissen abbilden. Dariiber hinaus wird ein
Algorithmus vorgestellt, der die Optimierung der CO;-Verdichterkonfiguration im
Hinblick auf den Gesamtprozess ermdoglicht. Die Korrelationen und der Optimie-
rungsalgorithmus werden auf Basis von Visual Basic in Microsoft Excele implemen-
tiert, und es wird eine moglichst einfach anwendbare Benutzeroberfliche gene-
riert, die direkt mit Simulationsprogrammen fiir den CO2-Abtrennungsprozess
gekoppelt werden kann.
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In Kapitel 6 werden die Korrelationen zur Gesamtprozessbewertung fiir zwei ver-
schiedene CO:-Abtrennungsprozesse herangezogen. Dariiber hinaus werden die
Einfliisse wichtiger Randbedingungen der Prozessintegration quantifiziert.

In Kapitel 7 folgt neben einer Zusammenfassung der wesentlichen Ergebnisse ein
Ausblick auf weiterfiihrende Untersuchungsmoglichkeiten.

In Abbildung 1.1 ist der Umfang dieser Arbeit als grau hinterlegter Bereich sche-
matisch dargestellt. Der CO2-Abtrennungsprozess wird dabei als Black Box behan-
delt, die in Form von Schnittstellengréfien berticksichtigt wird.

Modell Rauchgasdaten N Co,-
Dampfkraftwerk Abtrennungsprozess

Simulationsdaten
SchnittstellengréfSen

Mathematische
Korrelationen

—>| Bewertungssystem [€—

Simulationsdaten Ausgabegrofien
Modell CO,- 5| Gesamtprozess-
Verdichtung bewertung

Abbildung 1.1: Umfang der Arbeit (grau hinterlegter Bereich)



2 STAND VON WISSENSCHAFT UND TECHNIK

Bei einer Post-Combustion COz-Abtrennung (Post-Combustion Capture - PCC) wird
Kohlenstoffdioxid aus dem Rauchgas konventioneller Kraftwerke nach den iibli-
chen Reinigungsschritten (Entstickung, Entstaubung und Entschwefelung) abge-
trennt. In Abbildung 2.1 ist ein Kohlekraftwerk mit integrierter CO:-
Abtrennungsanlage schematisch dargestellt. Verglichen mit dem Oxyfuel- und dem
Pre-Combustion-Verfahren ist der Integrationsaufwand einer Post-Combustion
CO2-Abtrennung gering und eignet sich daher neben einem Neubau insbesondere
auch fiir die Nachriistung bestehender Kraftwerke. Der wesentliche Nachteil des
PCC-Verfahrens sind die Wirkungsgradeinbufden, die auf den Energiebedarf der
Abtrennungsanlage und der CO;-Verdichtung zuriickzufiihren sind. Der Grofteil
der Verluste entsteht durch den Warmebedarf, der dem Kraftwerksprozess fiir die
Regenerierung des Losungsmittels in Form von niederkalorischem Dampf entzo-
gen wird. Dariiber hinaus erfordert der Antrieb der Strémungsmaschinen inner-
halb der Abtrennungsanlage elektrische Energie. Die dritte energetische Schnitt-
stellengrofle bildet der Kiihlbedarf der Abtrennungsanlage, der sich je nach
Abtrennungsprozess aus der Rauchgaskiihlung, der Losungsmittelkiihlung und der
CO2-Kiithlung wahrend der Verdichtung ergibt. In einer Gesamtprozessbewertung
miissen alle Schnittstellengréfien (Warmebedarf, elektrischer Bedarf und Kiihlbe-
darf) Beriicksichtigung finden. Fir eine detaillierte Beschreibung des PCC-
Verfahrens wird auf [21] verwiesen.

Zur energetischen Bewertung von Prozessen zur Post-Combustion CO;-
Abtrennung existieren in der Literatur nur wenige Ansatze. Der Fokus liegt dabei
stets auf einer Umrechnung des Warmebedarfs zur Losungsmittelregeneration in
einen elektrischen Leistungsverlust des Kraftwerks. Im Folgenden werden diese
Ansatze vorgestellt und verglichen. Die dabei verwendeten Gréfden werden in Ab-
bildung A.1 (Anhang A.1) dargestellt.
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Abbildung 2.1: Schematische Darstellung eines Kohlekraftwerks mit Post-Combustion CO,-
Abtrennung

2.1 Verfiigbare Ansitze zur Prozessbewertung
ANsATZ 1

BOLLAND und UNDRUM fiihren in [22] einen Faktor « ein, der das Verhdltnis von
elektrischem Leistungsverlust zu Warmeauskopplung beschreibt (,The ratio of
incremental power reduction to incremental heat output®). Als Kraftwerksprozess
wird dabei ein Gas- und Dampfprozess (GuD) verwendet. Fiir ein kohlebefeuertes
Dampfkraftwerk (DKW) lasst sich der generelle Ansatz, jedoch nicht das Ergebnis
der Arbeit iibertragen. Wie in Abbildung 2.2 dargestellt, hat die Qualitat des ent-
nommenen Dampfes einen grofien Einfluss auf den Faktor a. Eine Warmeauskopp-
lung bei 200 °C Sattdampftemperatur fiihrt zum Beispiel zu einem etwa doppelt so
grofden elektrischen Leistungsverlust wie eine Warmeauskopplung bei 100 °C
Sattdampftemperatur.
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Abbildung 2.2: Verhaltnis zwischen elektrischem Leistungsverlust und der Sattdampftempe-
ratur der Warmeauskopplung bei einem GuD-Prozess [22]

ANSATZ 2

GOTTLICHER bewertet in [23] unterschiedliche Losungsmittel mit dem mathemati-
schen Ansatz aus Gleichung (1).

o« = h(pext' Text) - h(pcondl xcond) + nel(h,(pext) - h’(pcond)) (1)
h(pextr Text)

Dabei ist « das Verhaltnis zwischen thermischer und elektrischer Energie, h die
Dampfenthalpie, h' die Sattigungsenthalpie, p.4 der Druck des entnommenen
Dampfes, Ty die Temperatur des entnommenen Dampfes, x.o,q der Dampfgehalt
am Austritt der Niederdruckturbine, p.,,q der Kondensatordruck und 7,; der Wir-
kungsgrad des Niederdruckteils des Kraftwerks.

Der Ansatz beruht auf einer vereinfachten physikalischen Berechnung, in der ne-
ben der Qualitit des entnommenen Dampfes auch der Kondensatordruck des
Kraftwerks berticksichtigt wird. Die Anwendung dieses Bewertungsansatzes ist
nur dann moglich, wenn die exakten Dampfzustiande der Entnahme und des Nie-
derdruckturbinenaustritts bekannt sind. Dariiber hinaus wird ein Wirkungsgrad
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N benotigt, der nicht eindeutig definiert ist und somit Interpretationsspielraum
lasst.

Ansatz 3

Einen wesentlich einfacher anwendbaren Ansatz (Gleichung (2)) liefern OYENEKAN
und ROCHELLE in [14].

(Toep + 10 K) — 313K

(2)
Trep + 10K  Weomp

Weq = Woump + 0,75 - Q -

Dabei ist W4 die dquivalente Arbeit (entspricht hier dem elektrischen Leistungs-
verlust), W, mp die Arbeit der Pumpen im Abtrennungsprozess, Wom,, die Arbeit

der CO2-Verdichtung, Q der Warmebedarf und T}, die Reboilertemperatur.

Der mittlere Summand stellt den Leistungsverlust durch den Warmebedarf dar
und ahnelt in seiner Form dem Carnot-Faktor. Der Zahlenwertfaktor 0,75 ist dem
Umstand geschuldet, dass der Kraftwerksprozess nicht verlustfrei ablauft und wird
dabei (missverstandlich) als Turbinenwirkungsgrad bezeichnet. Mit den Summan-
den Wyymp und Weomp werden auch die Verluste, die nicht auf die Dampfentnahme

zurlickzufiihren sind, berticksichtigt.
ANSATZ 4

OEXMANN ET AL. haben diesen Ansatz in [24] zu Gleichung (3) und (4) weiterentwi-
ckelt.

. Tcond
P = Mt 0 o 3)
e Toit (Pext)
Neft = 0,7855 + 0,01485p; (4)

Dabei ist Bg der elektrische Leistungsverlust fiir die Dampfentnahme, 7 der ef-

fektive Wirkungsgrad, T,,,q die Kondensattemperatur des Kraftwerks, Ts2F die Sét-
tigungstemperatur des entnommenen Dampfes und pey: der Druck der Dampfent-
nahme. Der wesentliche Unterschied zu der Korrelation von OYENEKAN und
ROCHELLE besteht in dem Faktor 7., der die Abweichung zu dem Carnot-Faktor in
Abhangigkeit von der Dampfentnahme und nicht als konstanten Wert beschreibt.

ANSATZ 5

NAZARKO bewertet in [16] verschiedene Betriebsparameter einer Abtrennungsanla-
ge mit einem konstanten Verhaltnis zwischen elektrischer und thermischer Ener-
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gie von 0,2. In diesem Ansatz werden alle Einfliisse auf das Verhaltnis vernachlas-
sigt.

ANSATZ 6

LIEBENTHAL et al. stellen in [25] einen Ansatz vor, der erstmals eine energetische
Gesamtprozessbewertung flr die Nachriistung eines speziellen Kraftwerks ermog-
licht. Dabei werden auch Berechnungsansitze fiir den Energiebedarf der CO--

Verdichtung angegeben. In [26] wird dieser Ansatz um die Berticksichtigung ver-
schiedener Uberstromdriicke des betrachteten Kraftwerks erweitert.

2.2 Vergleich der verfiigbaren Ansitze zur
Prozessbewertung

Die Eigenschaften der in der Literatur verfiigbaren Bewertungsansatze sind in Ta-

belle 2.1 aufgelistet. Es wird deutlich, dass die meisten Ansatze nicht fiir eine Ge-

samtprozessbewertung geeignet sind. Dariiber hinaus werden weder das Potenzial
einer Warmeintegration noch eine Variation von Randbedingungen berticksichtigt.

Tabelle 2.1: Eigenschaften der in der Literatur verfiigharen Bewertungsansitze

sty aus Beriicksichtigte Verluste Nachriistung Brennstoff /
Literatur  wsrmebedarf Elel;(;::‘;?er Kithlbedarf ~ / Neubau Kr;:/:sri{ ”

1 [22] o @) O Neubau Gas / GUD

2 [23] o ®) ®) Neubau Kohle / DKW

3 [14] o ¢ O Neubau -

4 [24] L @) O Neubau Kohle / DKW

5 [16] [ O o Neubau Kohle / DKW

6 [25] o o { Nachriistung Kohle / DKW

@ = Beriicksichtigt (mit Korrelation); € = Beriicksichtigt (ohne Korrelation); O = Nicht
berticksichtigt

Ein quantitativer Vergleich lasst sich nur fiir die Anséatze 2, 3, 4 und 5 durchfiihren,
da sowohl ein auf Steinkohle basierter Kraftwerksprozess als auch die Integrati-
onsvariante Neubau vorausgesetzt werden. Dazu werden Randbedingungen fiir das
DKW und die Abtrennungsanlage angenommen, die in Tabelle A.1 (Anhang A.1)

11
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zusammengefasst sind. Da in den Ansatzen nur der Einfluss des Warmebedarfs
berticksichtigt wird, sind alle weiteren Einflussgrofien nicht Bestandteil des Ver-
gleichs. Eine Sensitivitdtsanalyse soll zeigen, wie grofd die Abweichungen der An-

satze bei Variation
e des spezifischen Warmebedarfs gre», und

e der Reboilertemperatur trep

ausfallen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 2.3 dargestellt. Bei einer Variation des
spezifischen Warmebedarfs ergeben sich zwar gleiche Kurvenverlaufe (lineare
Steigung), aber deutliche Unterschiede in den berechneten Nettowirkungsgradver-
lusten. Besonders grof3 ist die Differenz zwischen Ansatz 2 und Ansatz 3. Bei einem
mittleren spezifischen Warmebedarf von 3 MJw/kg CO2 iibersteigt diese 1,5 %-
Punkte. Die Ansitze 3 -5 liegen in einem Differenzbereich von etwa 0,6 %-

Punkten.

Bei Variation der Reboilertemperatur fallt auf, dass Ansatz 5 keine Abhangigkeit
von derselben aufweist. Die Ansdtze 2 - 4 zeigen anndhernd parallele Verlaufe, bei
denen die Differenzen bei etwa 2 %-Punkten liegen. Dariiber hinaus wird anhand
der Steigung der Kurven deutlich, dass die Reboilertemperatur einen erheblichen
Einfluss auf den Nettowirkungsgradverlust hat. Nach Ansatz 3 fiihrt zum Beispiel
eine Anhebung der Reboilertemperatur von 83 °C auf 127 °C bei konstantem spezi-
fischem Warmebedarf zu einer Erh6hung des Nettowirkungsgradverlusts um 2 %-
Punkte.

[2 - ] T

2 94 Ansatz 2 .

o g] —*—Ansatz3 /. ] /'/.:/,A

9 T 7] —A—ﬁnsa:z;l / P 1 /,,/'/

= : J

2% o] T nsazs = — — 4

c 5 s ;

S © | ' ./"’

<< 4 ~ o

2 £ ]

9] 24+——— : : : : : —————

z 10 15 20 25 30 35 40 45 60 70 80 90100110120130140150160
Spezifischer Warmebedarf (MJ, /kg CO,) Reboilertemperatur (°C)

Abbildung 2.3: Einfluss des spezifischen Warmebedarfs und der Reboilertemperatur auf den
Nettowirkungsgradverlust unter Verwendung verschiedener Bewertungsan-
satze
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Aus der Sensitivititsanalyse geht hervor, dass die in der Literatur verfiigharen Be-
wertungsansatze zu grofden quantitativen Unterschieden in den prognostizierten
Nettowirkungsgradverlusten fithren. Bei der Anwendung fallt auf, dass z. T. unter-
schiedliche Schnittstellengrofien definiert werden. So wird in Ansatz 3 direkt die
Reboilertemperatur verwendet, wahrend in den Ansatzen 2 und 4 eine Umrech-
nung der Reboilertemperatur in den dafiir notwendigen Entnahmedruck erforder-
lich ist. Zusatzlich wird in Ansatz 2 der exakte Dampfzustand bei der Entnahme
und der Dampfzustand am Turbinenaustritt benétigt. Zur Ermittlung dieser Gro-
3en bedarf es einer detaillierten Kraftwerksmodellierung, die ja gerade durch Ver-
wendung der Korrelationen vermieden werden soll. Dadurch ist Ansatz 2 nur ein-
geschrankt anwendbar.

Der Vergleich zeigt, dass fiir Neubauanlagen derzeit keine Bewertungsansatze exis-
tieren, die einen aquivalenten Vergleich von PCC-Verfahren unter Berticksichtigung
des Gesamtprozesses ermoglichen. Die verfligbaren Ansatze sind z. T. nur einge-
schrankt anwendbar oder soweit vereinfacht, dass wesentliche Einflussgréfien
vernachlassigt werden. Sowohl der Kiihlbedarf als auch der elektrische Bedarf der
Abtrennungsanlage und der COz-Verdichtung werden zwar teilweise berticksich-
tigt, allerdings ohne Angabe von geeigneten mathematischen Korrelationen.

Fir nachgeriistete Anlagen existiert ein Ansatz, der eine Bewertung des Gesamt-
prozesses fiir ein bestimmtes Kraftwerk zuladsst. Allerdings ist dabei eine Variation
von Randbedingungen nicht moglich, sodass sich die Ergebnisse kaum auf andere
bestehende Anlagen iibertragen lassen.
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3 INTEGRIERTER GESAMTPROZESS

Die Integration eines PCC-Prozesses in den Kraftwerksprozess ist Gegenstand zahl-
reicher Untersuchungen [17, 18, 19, 20, 27, 28, 29, 30, 31]. Neben dem elektrischen
Bedarf sind dabei vor allem die Stoffstrome fiir die Bereitstellung des Warmebe-
darfs und des Kiihlbedarfs von prozesstechnischer Relevanz (vgl. Abbildung 2.1).

3.1 Bereitstellung des Wiarmebedarfs

Prinzipiell existieren verschiedene Moglichkeiten zur Dampfentnahme aus dem
Kraftwerksprozess. In Abbildung 3.1 sind Dampfentnahmen aus der Frischdampf-
leitung (FD), aus der heilen Zwischeniiberhitzung (HZU), aus der kalten Zwi-
scheniiberhitzung (KZU) und aus der Uberstromleitung (MD/ND) dargestellt. Die
ersten drei Varianten haben gemeinsam, dass sie wesentlich hohere Dampfdriicke
aufweisen als von iiblichen Abtrennungsanlagen benoétigt werden. Um den hohen
Exergiegehalt des Dampfes sinnvoll nutzen zu kénnen, wird eine zusatzliche Ge-
gendruckdampfturbine (CCS-T) eingesetzt, in welcher der Dampfdruck je nach An-
forderung des CO2-Abtrennungsprozesses abgebaut wird.

* _ Zur CO2-

. | ,
| .. .. | " Abtrennun
HZU | FD :KZU ccs-T4(| :) g
| 4
|

l IMD/ND

42 | NP

DE ﬂ MD ND - { ND —@

A T I/
v
Kond | =]
HDV; LJ
Iy NDV;
SWB I Ty
SWP
7\
N %

Abbildung 3.1: Mégliche Dampfentnahmestellen fiir die Bereitstellung des Warmebedarfs
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LIEBENTHAL hat in [32] verschiedene Dampfentnahmen fiir die Nachriistung einer
PCC-Anlage untersucht. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass eine Entnahme von
hochkalorischem Dampf (FD, HZU, KZU) nicht nur zuséitzliches Equipment erfor-
dert, sondern prinzipiell auch zu vergleichsweise grofien Wirkungsgradverlusten
fihrt.

Da die zusatzliche CCS-Turbine keine Anzapfungen zur Speisewasservorwarmung
aufweist, fiihrt die Auslagerung hochkalorischer Dampfmassenstrome dazu, dass
diese nicht mehr effizient genutzt werden kénnen. Werden hingegen Anzapfungen
in der zusatzlichen Turbine vorgenommen, entspricht die dabei entstehende Pro-
zesskonfiguration anndhernd dem Kraftwerksprozess mit niederkalorischer Ent-
nahme.

Fiir die Nachriistung einer PCC-Anlage konnen dariiber hinaus technische Proble-
me auftreten, welche die Verwendung der FD- und KZU-Leitung fiir eine Dampf-
entnahme ausschliefden. Der in den Berthrungsheizflachen verbleibende Dampf-
massenstrom wiirde durch eine FD- oder KZU-Dampfentnahme stark reduziert. Da
mit sinkender Stromungsgeschwindigkeit auch der innere Warmeiibergang in den
Bertihrungsheizflaichen verschlechtert wird, kann u.U. nicht mehr eine ausrei-
chende Kiihlung der Heizflachen gewdhrleistet werden.

Die Uberstromleitung zwischen Mitteldruck- (MD-) und Niederdruck- (ND-)Teil
stellt die sinnvollste Entnahmestelle dar. Die Druckniveaus liegen hier iiblicherwei-
se zwischen 3 und 10 bar. Die neueste Generation deutscher Kohlekraftwerke weist
eher kleine Uberstromdriicke zwischen 3 und 5 bar auf.

In dieser Arbeit wird aufgrund der o. g. Betrachtungen ausschliefdlich die Warme-
bereitstellung durch eine Dampfentnahme aus der MD/ND-Uberstromleitung be-
trachtet. Alternative Ansatze wie z. B. die Nutzung von sensibler Rauchgaswiarme
oder einer externen Warmequelle aus einem gekoppelten Gaskraftwerk haben sich
als ineffizient erwiesen [33].

3.2 Bereitstellung des Kiihlbedarfs

Sowohl im CO2-Abtrennungsprozess als auch bei der COz-Verdichtung fallen gro-
3en Mengen an Abwarme an, die ebenso wie die Abwarme des Kraftwerks an die
Umgebung abgegeben werden miissen. Dies fiihrt vor allem zu einem erhohten
elektrischen Bedarf durch zusatzliche Kiihlwasserpumpen, der bei der Gesamtpro-
zessbewertung bertcksichtigt werden muss. Dariiber hinaus ergeben sich fiir
nachgeriistete Anlagen, bei denen die Auslegung ohne Berticksichtigung der CO»-
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3.3 Bereitstellung des elektrischen Bedarfs

Abtrennung und -Verdichtung erfolgt, unterschiedliche Moglichkeiten, den Kiihl-
bedarf bereitzustellen (vgl. [7]):

Das bestehende Kiihlsystem wird fiir die Bereitstellung des gesamten Kiihl-
bedarfs (Kraftwerk + COz-Abtrennung + COz-Verdichtung) verwendet. Die-
se Variante setzt voraus, dass das vorhandene Kiihlsystem mit den durch
die COz2-Abtrennung und -Verdichtung entstehenden zusatzlichen Kiihlbe-
darfen betreibbar ist. Je nach maximal moéglicher Kiihlwassermenge wird
die Aufwarmspanne im Kraftwerkskondensator erhéht und fiihrt somit zu
einem erhohten Kondensatordruck. Als Folge sinkt die in den ND-Turbinen
umgesetzte Leistung und erhoht damit die CCS-bedingten Wirkungsgrad-
einbufden.

Es wird ein zusatzliches Kiihlsystem fiir den Kiihlbedarf der PCC-Anlage
vorgesehen. Dabei bestehen die Moglichkeiten, beide Kiihlsysteme gekop-
pelt oder entkoppelt aufzubauen. Bei beiden Varianten wird der Kraft-
werkskondensator bei Betrieb mit COz-Abtrennung aufgrund der Dampf-
entnahme (bei Verwendung des Losungsmittels MEA um ca. 50 %)
entlastet. Die minimale Kiihlwassermenge im Kraftwerkskondensator wird
dabei auf 80 % des Nennmassenstroms geregelt. Aufgrund dessen vergro-
3ert sich die erforderliche spezifische (auf die Nettoleistung bezogene) An-
triebsleistung der Kiithlwasserpumpen. Dieser Effekt wird allerdings durch
eine Reduzierung des Kondensatordrucks und des damit verbundenen
Leistungszuwachses in den ND-Turbinen tiberkompensiert. Bei Teillastbe-
trieb von modernen Kraftwerken wird diese Regelstrategie bereits ange-
wendet.

In dieser Arbeit wird fiir den Fall einer Nachriistung die Variante zwei mit zusatzli-

chem Kiihlsystem verwendet. Variante eins fiihrt zu einer hohen Kiihlwasseraus-

trittstemperatur, die den optimalen Betrieb der COz-Abtrennungsanlage beein-

trachtigen konnte [34]. Im Fall eines Neubaus wird das Kiihlsystem fiir den

erh6hten Kiihlbedarf ausgelegt.

3.3 Bereitstellung des elektrischen Bedarfs

Der elektrische Bedarf der COz-Abtrennungsanlage wird direkt von der Bruttoleis-

tung des Kraftwerks abgezogen. Wie in Kapitel 3.5 erldutert wird, erfolgt der CO-

Verdichterantrieb in dieser Arbeit liber elektrische Motoren. Dadurch stellt die

CO2-Verdichtung den grofdten elektrischen Verbraucher dar.
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Zu den grofsten elektrischen Verbrauchern innerhalb der PCC-Anlage zahlen die
Losungsmittelpumpen und das Geblise, welches zur Uberwindung der zusitzli-
chen rauchgasseitigen Druckverluste dient.

3.4 Integration
Im Rahmen dieser Arbeit werden zwei Formen der Integration definiert:

¢ Die Basisintegration umfasst den Gesamtprozess mit optimierter Dampf-
entnahme zur Bereitstellung des Warmebedarfs und mit optimierter Reboi-
ler-Kondensateinspeisung in den Kraftwerksprozess.

¢ Die Warmeintegration bietet zusatzlich zur Basisintegration die Moglich-
keit, Abwarmequellen aus der COz-Abtrennung und -Verdichtung in den
Kraftwerksprozess optimal einzubinden.

3.4.1 Basisintegration

In Abbildung 3.2 sind die Dampfentnahme und die Einspeisung des
Reboilerkondensats schematisch dargestellt. Die fiir den PCC-Prozess erforderliche
Dampfqualitdt folgt aus der Reboilertemperatur, die unter Berticksichtigung einer
Gradigkeit im Reboiler und eines Druckverlusts in der Dampfleitung zum Reboiler
den Entnahmedruck festlegt. Bei der Dampfauskopplung miissen drei wesentliche
Falle unterschieden werden:

e Der Druck in der Uberstromleitung ist nach der Dampfentnahme kleiner als
von der COz2-Abtrennungsanlage inklusive Druckverlust gefordert. In diesem
Fall muss der Druck tber eine Druckhalteklappe (DHK), welche sich strom-
abwirts der Entnahmestelle in der Uberstrémleitung befindet, angestaut
werden.

e Der Druck in der Uberstromleitung ist nach der Dampfentnahme gréfer als
von der CO2-Abtrennungsanlage inklusive Druckverlust gefordert. In diesem
Fall muss der Dampf in der Entnahmeleitung gedrosselt werden.

e Der Dampf in der Uberstrémleitung entspricht nach der Dampfentnahme
exakt der von der COz-Abtrennungsanlage inklusive Druckverlust geforder-
ten Qualitdt. In diesem Fall sind weder eine Druckhalteklappe noch eine
Drossel notwendig. Dieser Betrieb wird in Anlehnung an LIEBENTHAL ET AL.
als Open Valve Operation (OVO) bezeichnet [25].
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3.4 Integration

Alle drei Falle werden in Kapitel 3.4 aufgegriffen und detailliert diskutiert.
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Abbildung 3.2: Vereinfachte Darstellung der Basisintegration und der Warmeintegration

Die Uberhitzung des entnommenen Dampfes kann im Reboiler zu Bereichen mit
lokal erhohter Wandtemperatur (Hot Spots) fiihren. Diese konnen thermische De-
gradation des Losungsmittels oder verstirktes Fouling im Reboiler hervorrufen
[35, 36]. Um dies zu verhindern, ist eine Enthitzung des Dampfes notwendig [37,
38]. Dazu wird Reboilerkondensat zuriickgefiihrt und in die Entnahmeleitung ein-
gespritzt (KE in Abbildung 3.2), sodass die Uberhitzung des Dampfes auf etwa 15 K
reduziert wird. Eine vollstindige Enthitzung ist mithilfe einer solchen Einspritz-
kiihlung ohne Entstehung von Kondensat technisch nicht realisierbar.
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Das Reboilerkondensat sollte auf moglichst gleichem Temperaturniveau in die ND-
Vorwarmstrecke eingespeist werden. Es hat sich herausgestellt, dass bei
Reboilertemperaturen zwischen 70 und 150°C vier unterschiedliche
Einspeisestellen relevant sind. Welche dieser Einspeisestellen die energetisch
sinnvollste ist, lasst sich im Fall einer Nachriistung nicht auf einfache Weise be-
stimmen. Die Druck- und Temperaturniveaus der Turbinenanzapfungen hdngen
von der entnommenen Dampfmenge und dem gewahlten Druck im Speisewasser-
behdlter (SWB) ab. Der Druck im SWB wiederum unterliegt der Prozessoptimie-
rung (vgl. Kapitel 4.1.4) in Abhingigkeit vom Uberstrémdruck zwischen MD- und
ND-Turbine, sodass die optimale Einspeisestelle von zahlreichen Parametern ab-
hangt.

3.4.2 Warmeintegration

Bei der Warmeintegration werden neben einer optimalen Dampfentnahme und
Kondensateinspeisung verfligbare Abwarmestrome in den Kraftwerksprozess inte-
griert. Hier spielen nur diejenigen Abwarmequellen eine Rolle, die ein sinnvoll
nutzbares Temperaturniveau aufweisen. Innerhalb des Abtrennungsprozesses ist
dies u.a. die Abwdrme aus dem Desorberkopfkondensator. Dort wird der CO3-
Produktstrom aus dem Desorber gekiihlt, damit anschliefdend das dabei konden-
sierte Wasser abgeschieden werden kann. Das obere Temperaturniveau liegt in
diesem Fall etwa 10 - 20 K unterhalb der Reboilertemperatur.

Eine weitere sinnvoll nutzbare Abwarmequelle stellt die Zwischenkiihlung bei der
CO2-Verdichtung dar. Das Temperaturniveau kann hier mit der Anzahl und der Po-
sition der verwendeten Zwischenkiihlungen und mit der Temperatur der Zwi-
schenkiihlung variiert werden. Je hoher die Temperatur der verfiigharen Abwarme,
desto effizienter kann diese in der Vorwarmstrecke genutzt werden. Allerdings
steigt mit erh6htem Temperaturniveau der Abwarme aus der Zwischenkiihlung
auch der elektrische Bedarf der CO2-Verdichtung. Das energetische Optimum die-
ser beiden gegenlaufigen Effekte liegt zwischen den beiden Extrembetrachtungen
einer isothermen Verdichtung (minimale elektrische Antriebsleistung) und einer
Verdichtung ohne Zwischenkiihlung (maximal moégliches Temperaturniveau und
maximal mogliche Abwarme). Daher gilt es, diese Effekte in die Gesamtprozessop-
timierung einzuschlief3en.

Als Warmesenken stehen zum einen die Luft- und Rauchgasseite sowie zum ande-
ren die Wasser-Dampf-Seite des Kraftwerksprozesses zur Verfiigung. Die
Vorwarmung der Verbrennungsluft erfolgt tiber den Luftvorwarmer (LuVo) und
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3.4 Integration

iber den Dampfluftvorwarmer (DaLuVo). Der DaLuVo dient dabei zur Anhebung
des Temperaturniveaus am kalten Ende des LuVos (Kaltblechtemperatur), um dort
Taupunktunterschreitung zu vermeiden. Auch wenn sich eine Substitution des
DaLuVo durch Integration von verfiigharer Abwarme als energetisch sinnvoll er-
weist, ist der DaLuVo (vor allem im Teillastbetrieb des Kraftwerks) fiir die Kalt-
blechtemperaturregelung von essentieller Bedeutung. Um den maximalen Nutzen
aus der Abwarme ziehen zu konnen, sind dariiber hinaus konstruktiv aufwandige
Mafsnahmen notwendig, die bei dem zu erwartenden Optimierungspotenzial als
nicht realititsnah einzustufen sind [20]. Daher wird die Luftseite in dieser Arbeit
nicht als Warmesenke herangezogen.

Eine weitere potenzielle Warmesenke stellt die Vorwarmstrecke des Kraftwerks-
prozesses dar. Das ND-Kondensat weist Driicke unter 20 bar auf und kann im Pa-
rallelstrom zu den Abwarmequellen gefiihrt werden. Die maximal nutzbare Ab-
warme hdngt hier von mehreren Parametern ab. Wie bereits erwdhnt, wird der
Kondensatmassenstrom durch die Dampfentnahme zur Losungsmittelregeneration
(bei Verwendung des Losungsmittels MEA auf etwa die Halfte) reduziert, sodass
mit steigendem Warmebedarf in der PCC-Anlage das Potenzial der Warmeintegra-
tion sinkt. Dariliber hinaus ergibt sich die maximale Vorwarmtemperatur des Kon-
densats aus dem Temperaturniveau des SWB. Um die Funktion der
Kondensatentgasung im SWB sicherzustellen, ist eine Unterkiihlung des Konden-
sats bei Eintritt in den SWB von 5-20 K erforderlich [39].

Weitere Ansatze zur Nutzung von verfiigbarer Abwarme sind in Anhang A.2 aufge-
fiihrt, finden in dieser Arbeit jedoch keine Bertiicksichtigung, da sie entweder als
sehr speziell in Hinblick auf den Kraftwerksprozess (z. B. Kraft-Warme-Kopplung)
oder als unrealistisch eingestuft werden.

3.4.3 Nachriistung

Die Nachriistung einer CO2-Abtrennungsanlage in ein bestehendes Kraftwerk er-
fordert spezielle Mafdnahmen fiir die Bereitstellung des Dampfes zur Losungsmit-
telregeneration. Neben der erforderlichen Dampfmenge muss auch die Dampfqua-
litdit (Dampfdruck) den Anforderungen der CO;-Abtrennungsanlage entsprechen.
Wie schon erwahnt, sinkt in Folge der Dampfentnahme der Druck in der
Entnahmeleitung (MD/ND-Uberstromleitung), sodass der sich einstellende Druck
nicht nur vom Auslegungsdruck (Betrieb ohne Dampfentnahme), sondern auch von
der entnommenen Dampfmenge (Warmebedarf) abhdngt. Entsprechend Kapitel
3.1 ist je nach erforderlicher Dampfqualitat (Reboilertemperatur) fiir den Volllast-
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Kapitel 3: Integrierter Gesamtprozess

betrieb eine Druckhalteklappe in der MD/ND-Uberstromleitung oder eine Drossel
in der Dampfleitung zum Reboiler notwendig. Auch wenn fiir den Volllastfall nur
eine Drossel notwendig ist, erfordert der Teillastbetrieb in der Regel eine Druck-
halteklappe, da in diesem Fall der Dampfdruck in der MD/ND-Uberstromleitung
weiter sinkt.

Der Volumenstrom des MD-Turbinenaustritts steigt bei Absenkung des MD/ND-
Uberstromdrucks aufgrund der Dichteabnahme des Dampfes. Wie in Kapitel 4.1.1
naher erlautert wird, muss die maximale Volumenstromzunahme am MD-
Turbinenaustritt limitiert werden. In Folge dessen sind Betriebszustidnde moglich,
bei denen die von der PCC-Anlage geforderte Dampfqualitdt so gering ist, dass ei-
nerseits eine Drossel in der Dampfleitung zum Reboiler notwendig ist, andererseits
jedoch am MD-Turbinenaustritt Volumenstrome auftreten, die durch eine Druck-
halteklappe stromabwirts der Dampfentnahme in der MD/ND-Uberstromleitung
begrenzt werden miissen. Wie spater gezeigt wird, fiihrt besonders der Betrieb mit
aktiver Druckhalteklappe zu grofden Wirkungsgradverlusten. Ein Retrofit der hin-
teren MD-Stufen stellt daher ein realistisches Szenario zur Vermeidung dieser Ver-
luste dar.

In Abbildung 3.3> ist dargestellt, bei welchem Wertepaar, bestehend aus spezifi-
schem Warmebedarf (Quantitit der Dampfentnahme) und Reboilertemperatur
(Qualitit der Dampfentnahme), der Betriebspunkt OVO fiir verschiedene Uber-
stromdriicke im Auslegungsbetriebspunkt piprp erreicht wird. Oberhalb der OVO-
Kurven liegen jeweils die Betriebspunkte, bei denen eine héhere Dampfqualitat
gefordert wird, sodass eine DHK notwendig ist. Unterhalb der Kurven ist entspre-
chend eine Drossel erforderlich.

Dartiber hinaus ist in Abbildung 3.3 auch die Grenze fiir verschiedene kritische
MD-Austrittsvolumenstromverhaltnisse v p dargestellt. v . p ist definiert als
Verhdltnis zwischen kritischem Austrittsvolumenstrom und Nennvolumenstrom
im Auslegungsbetriebspunkt. Fiir alle Wertepaare aus spezifischem Warmebedarf
und Reboilertemperatur, die rechts von v p liegen, ist eine Druckhalteklappe
notwendig, um den Volumenstrom am MD-Turbinenaustritt zu begrenzen.

5 Fir das Diagramm in Abbildung 3.3 werden eine Gradigkeit im Reboiler von 10 K und ein
Druckverlust in der Dampfleitung zum Reboiler von 0,3 bar angenommen.
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3.4 Integration

Fiir alle Wertepaare aus spezifischem Warmebedarf und Reboilertemperatur, die
einerseits rechts von v, p, aber unterhalb der OVO-Kurve liegen, ist sowohl eine
Druckhalteklappe (zum Schutz der MD-Turbine) als auch eine Drossel (zur Einstel-
lung der Dampfqualitdt fiir den Reboiler) notwendig. Wenn die Kraftwerksnachriis-
tung auch einen Umbau der MD-Turbine umfasst, entfallt die Grenze vt ip.
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Abbildung 3.3: Open Valve Operation fiir verschiedene Auslegungsdriicke in der Uberstrém-
leitung und verschiedene kritische MD-Austrittsvolumenstromverhaltnisse

Der Dampfzustand am ND-Turbineneintritt wird ebenfalls durch die Dampfent-
nahme beeinflusst. Unabhdngig von der Mafnahme zur Dampfkonditionierung
(Druckhaltekappe, Drossel oder beides) sinkt der Druck hier in Abhadngigkeit vom
entnommenen Dampfmassenstrom. Aufgrund der Dichteabnahme des Dampfes
bleiben allerdings die Volumenstrome anndhernd Kkonstant, sodass die ND-
Turbinen auch bei einer Reduzierung der Eintrittsmassenstrome auf 10 % des Aus-
legungsdampfmassenstroms noch betrieben werden kénnen (vgl. Kapitel 4.1.1). In
der Literatur werden Ansatze diskutiert, in denen vorgeschlagen wird, eine von
zwei ND-Fluten beim Betrieb mit CO2-Abtrennung zu entkoppeln und nicht mit
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Dampf zu beaufschlagen [40]. Ob solch eine Mafdnahme sinnvoll ist, hangt vom er-
warteten Betriebsregime des Kraftwerks ab.

Bei der Nachriistung einer CO2-Abtrennungsanlage werden die Kraftwerkskompo-
nenten des ND-Teils aufgrund der Dampfentnahme mit einem im Vergleich zur
Auslegung geringeren Massenstrom beaufschlagt. Da dieser Betriebszustand dem
Teillastbetrieb des Kraftwerks dhnelt, obwohl der Dampferzeuger in Volllast be-
trieben wird, erfordert eine realititsnahe Betrachtung des Gesamtprozesses die
Berticksichtigung des Teillastverhaltens bestimmter Komponenten (Turbinen,
Kondensator, Generator etc.). Dies kann auf der einen Seite zu einer Verschlechte-
rung der einzelnen Komponentenwirkungsgrade fithren. Auf der anderen Seite
steigt bei Warmeiibertragern die zur Warmeiibertragung zur Verfiigung stehende
spezifische Flache (Flache pro Massenstrom). Im Kondensator kann dadurch z. B.
der Druck verringert und somit das Enthalpiegefille in den ND-Turbinen und da-
mit die generierte Wellenleistung gesteigert werden (vgl. Kapitel 3.2). Aus diesem
Grund weist der Gesamtprozess bei Neubauanlagen, die fiir eine CO2-Abtrennung
ausgelegt sind, nicht zwingend hohere Wirkungsgrade auf als im Nachriistfall.

3.4.4 Neubau

Bei einer Neubauanlage kann der Kraftwerksprozess flir die Anforderungen der
CO2-Abtrennungsanlage ausgelegt werden. Das bedeutet vor allem, dass der Druck
in der MD/ND-Uberstrémleitung so gewihlt werden kann, dass bei dem zu erwar-
tenden Betriebsregime moglichst geringe Wirkungsgradverluste auftreten. Aller-
dings hat eine Anderung des Betriebs (z.B. Teillastbetrieb des Kraftwerks oder
Verringerung der COz-Abtrennungsrate) ebenfalls eine Anderung des Drucks in der
MD/ND-Uberstromleitung zur Folge. Drossel und Druckhalteklappe sind daher
auch fiir Neubauanlagen erforderlich. Dies soll anhand folgender Beispiele verdeut-
licht werden:

e Sollte das Kraftwerk starken Lastschwankungen unterliegen, konnte der Be-
triebspunkt OVO auch in einen Teillastbetriebspunkt gelegt werden, sodass
bei Volllast die Drossel aktiviert werden miisste.

e Sollte das Kraftwerk mit einer geringeren CO2-Abtrennungsrate oder ohne
CO2-Abtrennung betreibbar sein (um kurzfristig mehr Leistung bereitstellen
zu konnen), konnten die Turbinenfluten fiir grofdere Dampfmassenstrome
ausgelegt werden. Alternativ kdnnte eine zusatzliche Turbine installiert
werden, die nur dann betrieben wird, wenn mehr Dampf als im Ausle-
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gungspunkt zur Verfligung steht. In beiden Fallen ist eine Drossel fiir die
Dampfkonditionierung vorzusehen.

Aus diesen Uberlegungen ergeben sich zahlreiche Konzepte fiir eine Neubauanlage,
die je nach erwartetem Betriebsregime zu einem energetischen, aber vor allem
O6konomischen Optimum des Gesamtprozesses flihren konnen. Nichtsdestotrotz
fithren alle diese Mafdnahmen zu erhéhten Verlusten im Volllastbetrieb.

Die Anwendung eines generellen Verfahrens zur Ermittlung des Optimums kann
nur dann erfolgen, wenn detaillierte Daten iiber das erwartete Betriebsregime vor-
liegen. Dariiber hinaus muss das Verfahren eine ausreichend genaue Kostenkalku-
lation umfassen, was besonders flir neuartige Prozessvarianten der Post-
Combustion COz-Abtrennung ein grofdes Hindernis darstellt. Ziel dieser Arbeit ist
die Ermittlung eines Verfahrens, das eine einfach anwendbare Prozessevaluierung
unter Bertcksichtigung des Gesamtprozesses ermoglicht (vgl. Kapitel 1.2). Daher
wird in dieser Arbeit der Gesamtprozess so ausgelegt, dass der Betriebspunkt OVO
im Kraftwerksvolllastpunkt bei festgelegter COz-Abtrennungsrate liegt.

Fir die Auslegung werden dieselben Annahmen zu Grunde gelegt wie fiir die Aus-
legung des Kraftwerks ohne CO2-Abtrennung. Die Rauchgasseite und der Dampfer-
zeuger sind flir die Varianten Nachriistung und Neubau identisch. Im Falle eines
Neubaus mit CO2-Abtrennung wird die Feuerungsleistung also konstant gehalten,
wahrend die elektrische Nettoleistung reduziert wird.

3.5 CO,-Verdichter

Fiir den Transport zur Speicherstiatte muss der abgetrennte CO2-Massenstrom ver-
dichtet und verflissigt werden. Der dazu notwendige Druck hangt von der Art des
Transports ab. Damit eine Vergleichbarkeit zu anderen Forschungsprojekten
(ENCAP [41], CESAR [42], POSEIDON [28], ICAP [43], OCTAVIUS [44]) gewahrleis-
tet ist, wird auch in dieser Arbeit ein Verdichteraustrittsdruck von 110 bar festge-
legt. Der Eintrittsdruck wird vom Desorberdruck des COz-Abtrennungsprozesses
bestimmt.

Mehrwellige Getriebeturboverdichter (Abbildung 3.4) eignen sich aufgrund ihrer
hohen Wirkungsgrade, eines guten Teillastverhaltens und eines hohen Massen-
durchsatzes besonders fiir die COz-Verdichtung [45, 46]. Dariiber hinaus werden
Getriebeturboverdichter bei der Ammoniaksynthese, beim Enhanced Oil Recovery
und in der Diingemittelproduktion bereits grofdtechnisch eingesetzt. Ausgefiihrte
Maschinen weisen bis zu zehn Stufen und acht Zwischenkiihler bei einem Verdich-
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tungsverhaltnis von 200 auf [47]. Sowohl die Anzahl der Stufen als auch die Anzahl
und Position der Zwischenkiihler beeinflussen einerseits die elektrische Antriebs-
leistung und andererseits die Qualitdt (Temperatur) und die Quantitit (Warme-
strom) der bei der Verdichtung entstehenden Abwarme. Sofern keine Abwarme aus
der CO2-Verdichtung genutzt werden kann, fiihrt die hochste technisch realisierba-
re Anzahl an Zwischenkiihlern zu der niedrigsten Antriebsleistung und dem ener-
getisch effizientesten Gesamtprozess. Die tatsachlich realisierte Anzahl an Zwi-
schenkiihlern muss jedoch vor allem einer techno-okonomischen Evaluierung
gerecht werden, da mit der Anzahl der ausgefiihrten Zwischenkiihler die Investiti-
onskosten fiir die COz-Verdichtung steigen.

Sofern die entstehende Abwirme in den Kraftwerksprozess integriert werden
kann, lasst sich die Frage nach der energetisch optimalen Verdichterkonfiguration
nicht pauschal beantworten. Diese hangt von den Warmesenken des Kraftwerks-
prozesses, also dem Potenzial der Abwarmeaufnahme ab. Getriebeturboverdichter
konnen so gestaltet werden, dass die Abwarme aus der COz-Verdichtung optimal in
den Kraftwerksprozess integriert werden kann.

Abbildung 3.4: Vereinfachte Darstellung eines achtstufigen Getriebeturboverdichters mit
fiinf Antriebswellen [45]
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Als Verdichterantrieb kann entweder ein Elektromotor oder eine zusatzliche An-
triebsdampfturbine (VAT - Verdichterantriebsturbine®) verwendet werden.
LIEBENTHAL hat in [32] gezeigt, dass der Antrieb durch eine VAT zu einem geringen
energetischen Vorteil fiihrt, da in der Kette der Leistungsiibertragung, ausgehend
vom Dampf bis zum CO-Verdichterantrieb, die mechanischen und elektrischen
Verluste des Generators und des Elektromotors eingespart werden. Allerdings ist
fir eine VAT eine zusatzliche geregelte Dampfentnahme notwendig, die den Integ-
rationsaufwand der COz-Abtrennungsanlage erhoht und die Flexibilitit des Ge-
samtprozesses verschlechtert. Darliber hinaus entstehen bei einer raumlichen
Trennung von COz-Verdichtung und Turbinenhalle Warme- und Druckverluste des
entnommenen Dampfes, welche die Leistungsumsetzung in der Turbine reduzieren
und damit den Vorteil einer VAT kompensieren. Aus diesem Grund wird in dieser
Arbeit von elektrisch angetriebenen CO2-Verdichtern ausgegangen.

6 Ahnlich der SPAT aus Kapitel 4.1
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4 MODELLBILDUNG

Der Gesamtprozess lasst sich in die drei Teilprozesse Kraftwerk, CO2-Verdichtung
und CO2-Abtrennung unterteilen. Um den Einfluss unterschiedlicher PCC-Verfahren
bewerten zu konnen, ist eine detaillierte Modellierung der beiden erstgenannten
Teilprozesse notwendig. Dariiber hinaus miissen die Schnittstellengrofien zwi-
schen allen Teilprozessen sowie wesentliche Randbedingungen identifiziert wer-
den.

Sowohl der Kraftwerksprozess als auch die CO;-Verdichtung werden mit der kom-
merziellen Simulationssoftware Ebsilon®Professional abgebildet. Diese wurde
speziell fiir die Simulation stationadrer Betriebspunkte energietechnischer Systeme
entwickelt und stellt eine grofde Anzahl der in der Kraftwerkstechnik eingesetzten
Komponenten in einer Bauteilbibliothek bereit. Dariiber hinaus zeichnet sich
Ebsilon®Professional durch eine schnelle Konvergenz des implementierten
Gleichungslosers aus. Dies ist bei der Anzahl der in dieser Arbeit durchgefiihrten
Sensitivitatsanalysen von grofder Bedeutung.

Bei den in der Software hinterlegten Stoffwertemodellen handelt es sich im We-
sentlichen um [APWS-IF97 (International Association for the Properties of Water
and Steam) fiir die Wasser-Dampf-Seite [48] und um die Verbandsformeln des
FDBR (Fachverband Dampfkessel-, Behalter- und Rohrleitungsbau) fiir die Rauch-
gasseite [49]. Die CO2-Verdichtung wird auf Basis der Stoffwerte aus [50] model-
liert, in denen das nicht-ideale Verhalten des CO2-reichen Stroms wahrend der
Verdichtung berticksichtigt wird’.

4.1 Kraftwerksmodell

Als Kraftwerksprozess wird in dieser Arbeit von einem installierten steinkohlebe-
feuerten Dampfkraftwerk mit einer elektrischen Bruttoleistung von 1100 MW
nach dem heutigen Stand der Technik ausgegangen. Da alle relevanten Schnittstel-
lengrofden zu den anderen Teilprozessen auf den abgetrennten CO2-Massenstrom

7 Die Berechnung unter der Annahme idealen Gasverhaltens wiirde zu Abweichungen von etwa
10 % bezogen auf den Energiebedarf der Verdichtung fithren.
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bezogen werden, lassen sich die Ergebnisse auch auf Kraftwerke anderer Grofden-
ordnung mit gleicher Prozesskonfiguration tibertragen.

Als Brennstoff wird Steinkohle mit einem Heizwert von 25,10 MJ/kg und spezifi-
schen COz-Emissionen von 347,4 g/kWhy, verwendet. Der elektrische Nettowir-
kungsgrad ergibt sich bei einem Brennstoffwarmeeintrag von 2243 MW, Zu et =
45,3 %8. Weitere Charakteristika des Kraftwerksmodells ohne COz-Abtrennung
sind in Tabelle 4.1 zusammengefasst.

8 Die Definition des elektrischen Nettowirkungsgrades ist in Tabelle A.2 erlautert.
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Tabelle 4.1: Charakteristika des Kraftwerksmodells ohne CO,-Abtrennung

Brennstoffwarmeeintrag 2243 MWy,
Nettoleistung 1015 MW
Bruttoleistung 1100 MW
Elektrischer Nettowirkungsgrad 45,3 %
Elektrischer Bruttowirkungsgrad 49,0 %
Spezifische COz-Emissionen 769 g/kWhe
Frischdampftemperatur 600 °C
Frischdampfdruck 285 bar
HZU-Temperatur 620 °C
HZU-Druck 55 bar
Kondensatordruck 40 mbar
Rauchgas hinter REA

Massenstrom 1063 kg/s
Druck 1,018 bar
Temperatur 50°C

CO: 13,5 Vol.-%
H20 12,0 Vol.-%
N 70,2 Vol.-%
02 3,5 Vol.-%
Ar, SOy, NOy 0,8 Vol.-%

Zur Erstellung eines realititsnahen Modells ist die Festlegung von realititsnahen
Randbedingungen notwendig. Die Identifikation und Festlegung der fiir die Model-
lierung eines kohlebefeuerten Dampfkraftwerks notwendigen Randbedingungen
war eines der Ziele des Forschungsvorhabens von KATHER und PFAFF [51], das den
derzeitigen Stand der konventionellen Kraftwerkstechnik darstellt. Dabei werden
insgesamt 72 Randbedingungen angegeben, die in dieser Arbeit flir die Kraft-
werksmodellierung iibernommen werden.
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Das vereinfachte Prozessschaltbild des Kraftwerksmodells ist in Abbildung 4.1
dargestellt. Stromabwarts des Frischliifters wird Frischluft in einem zweigeteilten
LuVo vorgewarmt. Wahrend die Primarluft nach Erwdarmung eines Speisewasser-
teilstroms der pneumatischen Forderung des Kohlenstaubs aus den Miihlen dient,
wird die Sekundarluft direkt der Brennkammer zugefiihrt. Mithilfe des DaLuVos
kann die Sekundarluft vor Eintritt in den LuVo zusatzlich erwdarmt werden, um eine
festgelegte rauchgasseitige Kaltblechtemperatur am kalten Ende des LuVos nicht
zu unterschreiten.

Auf der Rauchgasseite folgen stromabwarts des Kessels die Entstickung (DeNOx),
der LuVo, der Elektro-Staubabscheider (E-Filter), der Saugzug, die REA und
schliefdlich die Ableitung des Rauchgases in den Kiihlturm.

Der Wasser-Dampfkreislauf weist eine Zwischeniiberhitzung und eine neunstufige
Kondensat- bzw. Speisewasservorwarmung auf. Der Turbosatz besteht aus einer
einflutigen HD-Turbine, einer zweiflutigen MD-Turbine und zwei zweiflutigen ND-
Turbinen. Die in zwei parallel geschalteten Kondensatoren® {ibertragene Abwarme
wird in einem Nasskiihlturm mit Naturzug an die Umgebung abgegeben.

Der Antrieb der Speisewasserpumpe erfolgt iiber einen elektrischen Antrieb, da
sich der Einsatz einer Speisewasserantriebsturbine (SPAT) fiir die in dieser Arbeit
durchgefiihrten Untersuchungen als unflexibel herausgestellt hat. Der Dampf zum
Antrieb der SPAT wird tiblicherweise aus einer MD-Anzapfung entnommen. Bei
Variation der fiir die PCC-Anlage geforderten Dampfqualitit (und somit des
Dampfdrucks) verschieben sich die Druckniveaus der Anzapfungen. Die
Entnahmestelle fiir die SPAT miisste daher fiir jede Variationsrechnung angepasst
werden10.

Hilfsdampfsysteme (z.B. Sperrdampf, Wellendichtungsdampf etc.) und
Leckagedampfe werden nach Absprache mit Herstellern im Modell berticksichtigt.

9 In Abbildung 4.1 ist vereinfacht nur ein Kondensator fiir beide ND-Turbinen dargestellt.

10 Die Festlegung der Anzapfdriicke erfolgt iiber einen iterativen Optimierungsalgorithmus, bei
dem lediglich der Druck in der Uberstromleitung als feste Randbedingung gewéhlt wird.
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Da die Rauchgasseite in dieser Arbeit von untergeordneter Relevanz ist, wird an
dieser Stelle nur auf die Modellierung von Komponenten der Wasser-Dampf-Seite
naher eingegangen. Fiir eine eingehende Darstellung der Kraftwerksmodellierung
wird verwiesen auf [51].

Fiir die Simulation eines mit einer PCC-Anlage nachgeriisteten Kraftwerks werden
einige Komponenten (z. B. die ND-Turbinen) aufgrund der Dampfentnahme zur
Deckung des Warmebedarfs nicht in ihren jeweiligen Auslegungspunkten betrie-
ben. Die daraus resultierenden Betriebszustinde entsprechen dabei zum Teil den
Betriebszustinden, die sich bei Teillastbetrieb des Kraftwerks einstellen. Da der
Dampferzeuger jedoch unverandert in Volllast betrieben wird, werden im Folgen-
den die von der Auslegung einer Komponente abweichenden Betriebszustdnde als
lokale Teillast bezeichnet. Diese treten bei allen Komponenten der Niederdrucksei-
te des Kraftwerksprozesses auf. Stromabwarts des Speisewasserbehalters werden
alle beteiligten Komponenten nahezu in ihrem Auslegungspunkt betrieben. Zu
leichten Abweichungen davon kann es kommen, wenn der Druck am MD-
Turbinenaustritt so stark vom Auslegungszustand abweicht, dass sich die Ein-
trittsdriicke der MD-Stufengruppen und somit auch die Druckniveaus der entspre-
chenden Anzapfungen dndern.
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Abbildung 4.1: Vereinfachtes Prozessschaltbild des Dampfkraftwerks
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4.1 Kraftwerksmodell

4.1.1 Dampfturbine

Die Dampfturbine spielt in der Kraftwerkssimulation eine zentrale Rolle. Sie bildet
die Schnittstelle bei der Umwandlung von thermischer in mechanische Energie und
hat somit grofden Einfluss auf den Wirkungsgrad des Gesamtprozesses. Die Model-
lierung erfordert daher eine detaillierte Berticksichtigung der wesentlichen physi-
kalischen Zusammenhange bei der Dampfentspannung.

Es kann gezeigt werden, dass das realititsnahe Verhalten der Dampfturbine durch
die Modellierung der folgenden vier wesentlichen Effekte abgebildet werden kann:

e Beriicksichtigung gednderter Dampfzustinde in lokaler Teillast [52, 53];

e Dampfentspannung unter Verwendung eines Stromungswirkungsgrades
[54];

e Beriicksichtigung von Dampfnasse [55, 56, 57];
e Beriicksichtigung von Austrittsverlusten [58].

Die Dampfturbinen im Modell sind in einzelne Segmente gleichen Massenstroms
aufgeteilt und umfassen z. T. mehrere Stufengruppen der Maschine. Innerhalb eines
Segments gelten dieselben Annahmen und Korrelationen ohne weitere
Diskretisierung.

Dampfzustande in lokaler Teillast

Lokale Teilleist einzelner Turbinensegmente tritt bei einer Reduzierung des in das
entsprechende Turbinensegment eintretenden Dampfmassenstroms ein. In Folge
dessen andern sich auch die Dampfzustinde am Ein- und Austritt der einzelnen
Turbinensegmente. STODOLA stellt in [52] das Dampfkegelgesetz vor, mit dem die
sich dndernden Dampfzustinde bei lokaler Teillast beschrieben werden kénnen.
Mit Abnahme des in ein Turbinensegment eintretenden Dampfmassenstroms sinkt
der statische Eintrittsdruck vor dem Turbinensegment. Der Gegendruck jedes Tur-
binensegments ergibt sich aus dem jeweiligen Eintrittsdruck des stromabwarts
folgenden Turbinensegments. Fir das letzte Turbinensegment stellt der
Kondensatordruck den Gegendruck dar.

Es kann gezeigt werden, dass dieser Ansatz das Teillastverhalten von derzeitig ein-
gesetzten Dampfturbinen hinreichend genau beschreibt. Exaktere Ansatze kénnen
nur dann angewendet werden, wenn ausreichend viele Betriebsdaten der abgebil-
deten Maschine verfligbar sind. Dariiber hinaus rechtfertigt die daraus resultieren-
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de hohere Genauigkeit nicht den wesentlich umfangreicheren Modellierungsauf-
wand [59].

Im Rahmen der in dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen sind zwei Be-
triebsgrenzen der Turbinen bei Nachriistung eines PCC-Prozesses von besonderer
Relevanz:

e Durch eine Dampfentnahme fiir den PCC-Prozess wird der in den ND-
Turbinen verbleibende Dampfmassenstrom drastisch reduziert. Dabei muss
jedoch stets ein Massenstrom von 10 % des Nennmassenstroms gewahrleis-
tet sein, um eine ausreichende Kiihlung der Turbine sicherzustellen. Die
aufgrund des  reduzierten  Massenstroms  verkleinerten = ND-
Austrittsgeschwindigkeiten konnen zu starken Ventilationen bis hin zur
Leistungsiibertragung von der Welle auf den Dampf fiihren, stellen jedoch
keine kritische Betriebsgrenze dar.

¢ Je nach bendétigter Dampfqualitat fiir den PCC-Prozess kann der Druck am
MD-Turbinenaustritt absinken. Die gednderten Dampfzustinde am MD-
Turbinenaustritt fiihren zu gréferen thermischen Spannungen, da die Tem-
peraturdifferenzen im Turbinengehduse steigen. Dartiber hinaus steigt auch
die mechanische Biegebeanspruchung aufgrund gréfderer Druckdifferenzen
tiber die hinteren Stufen der MD-Turbine [60]. Nach Absprache mit einem
Turbinenhersteller wird in dieser Arbeit ein maximal zuldssiges MD-
Austrittsvolumenstromverhaltnis von 140 % (bezogen auf den Nennaus-
trittsvolumenstrom) angenommen. Ein mégliches Sperren der MD-Turbine
aufgrund vergrofierten Volumenstroms wird als unkritisch eingestuft.

Innerer Wirkungsgrad

Fir die Berechnung des Stromungswirkungsgrades wird der innere Wirkungsgrad
verwendet, der auf trockenen Dampf bezogen wird. Dieser hangt vor allem von den
Stromungsgeschwindigkeiten an den Schaufelprofilen ab, berticksichtigt jedoch
auch Einfliisse wie Spaltverluste oder wirkungsgradmindernde Randverluste durch
die Nabe [61]. KATHER und PFAFF stellen in [51] eine empirische Korrelation fiir
50 Hz-Dampfturbinen vor, die in dieser Arbeit angewendet wird. Fiir den Kraft-
werksprozess ohne COz-Abtrennung ergeben sich daraus die in Tabelle 4.2 zu-
sammengefassten (gemittelten) inneren Wirkungsgrade.
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4.1 Kraftwerksmodell

Tabelle 4.2: Gemittelte innere Turbinenwirkungsgrade fiir den Kraftwerksprozess ohne CO--
Abtrennung nach [51]

NHPj,dry 0,92
H]P’Ldry 0,925
Hipidary 0,93

Es hat sich gezeigt, dass sich die Volumenstréme vor den Turbinensegmenten in
weiten Bereichen des Teillastbetriebs nur geringfiigig andern. Kleinere Massen-
strome am Eintritt werden dabei durch kleinere Driicke kompensiert, sodass sich
die Stromungsgeschwindigkeiten in den Schaufelprofilen und damit die inneren
Wirkungsgrade kaum dndern [62]. In dieser Arbeit werden die inneren Wirkungs-
grade als konstant angenommen.

Dampfndisse

Durch die Expansion in das Zweiphasengebiet kommt es in den letzten ND-
Turbinenstufen zur Bildung von Wassertropfchen. Diese konnen der erwiinschten
Stromungsrichtung nicht folgen und verursachen die sogenannten Feuchtigkeits-
verluste. In erster Naherung gilt die Annahme, dass sich der Wirkungsgrad um den
arithmetischen Mittelwert der Dampfndsse ¥ am Ein- und Austritt der Turbinen-
stufe verringert (Baumann-Faktor). Diese Wirkungsgradreduktion wird zusatzlich
durch eine Verzogerung der Tropfchenbildung abgeschwacht (bei mittleren
Dampfndssen < 0,043) oder verstarkt (bei mittleren Dampfnassen > 0,043). Dieser
Effekt wird in der Modellierung durch die sogenannte Baumann-Faktor-Korrektur
bcorr berticksichtigt [54]. Da in Ebsilon®Professional nicht einzelne Turbinenstufen,
sondern Turbinensegmente gleichen Massenstroms abgebildet werden, ergeben
sich z. T. grofse Entspannungsverlaufe, die nur teilweise im Nassdampfgebiet lie-
gen. Eine arithmetische Mittelung der Dampfndsse am Ein- und Austritt des Turbi-
nensegments wiirde die Feuchtigkeitsverluste zu stark gewichten, da der maximale
Dampfgehalt unabhangig vom tiberhitzten Dampfzustand 1,0 betragt. Aus diesem
Grund wird bei Uberschreitung der Phasengrenze eine lineare Gewichtung der
Dampfnasse y eingefiihrt, die in Abbildung A.2 nadher erlautert wird.

Ah
Miswet = Misdry Deorr (1 - (WZAhz)) ”
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Da die in dieser Arbeit betrachteten Lastbereiche grofde Unterschiede in der
Dampfndsse aufweisen, wird eine Baumann-Faktor-Korrektur von bcorr =1,0 ange-
setzt.

Austrittsverluste

Die kinetische Energie des Dampfes dissipiert am Austritt aus den ND-Stufen und
fiihrt so zu einer Erh6hung der Enthalpie. Da diese nicht in der Turbine abgebaut
wird, fiilhren die Dampfaustrittsgeschwindigkeiten zu einem Leistungsverlust (Aus-
trittsverlust). Die in dieser Arbeit verwendete Kennlinie zur Beriicksichtigung der
Austrittsverluste stammt von einem Turbinenhersteller und wird aus Griinden der
Geheimhaltung dimensionslos dargestellt (Abbildung 4.2). Die Effekte, die zu dem
charakteristischen Verlauf der Kurve fiihren, sind in [58] detailliert erldutert. Auf-
fallig ist, dass der Auslegungsbetriebspunkt (fiir Volllast) nicht in das Optimum der
Kurve gelegt wird. Der Grund dafiir ist, dass sinkende Austrittsgeschwindigkeiten
aufgrund von Ventilationserscheinungen zu erheblich gesteigerten Austrittsverlus-
ten fiihren. Um diese bei Teillastbetrieb des Kraftwerks zu vermeiden, wird der
Auslegungsbetriebspunkt in den Bereich héherer Austrittsgeschwindigkeiten ge-
legt.

—————————————————————————————————————————————————————————————————————————————————————————————————
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Abbildung 4.2: Austrittsverlust in Abhingigkeit von der Austrittsgeschwindigkeit fiir die
letzten Stufen der ND-Turbinen
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4.1 Kraftwerksmodell

4.1.2 Generator

Der Generator wird unter der Annahme eines konstanten Verhaltnisses zwischen
Blind- und Wirkleistung (cos(¢) = 0,85) modelliert. Dabei liegt der effektive Wir-
kungsgrad im Auslegungsbetriebspunkt bei 98,7 %. Zwei Drittel der Verluste han-
gen von der Drehzahl und der Erregerspannung des Generators ab. Da beide Gro-
Ben auch bei lokaler Teillast der Komponente konstant bleiben, ist keine
Berticksichtigung dieser Verluste erforderlich. Der einzige fiir diese Arbeit relevan-
te Verlust hangt quadratisch vom erzeugten Laststrom ab [63]. Dieser ist bei kon-
stantem cos(¢) proportional zur erzeugten Nennleistung. Nach Auskunft eines Be-
treibers wird der effektive Wirkungsgrad des Generators bei 50 % der
Auslegungslast relativ auf 98,5 % verringert. Damit ergibt sich ein absoluter effek-
tiver Wirkungsgrad von 97,2 %. Die Verluste werden in Form von Warme tiber das
Kiihlsystem abgefiihrt.

4.1.3 Kiithlwassersystem

Im Auslegungsbetriebspunkt werden fiir die Warmeabfuhr im Kondensator in An-
lehnung an [51] eine Kiihlwasservorlauftemperatur von 16 °C und eine obere Gra-
digkeit!l von 3 K verwendet. Mit einer Aufwarmspanne von 10 K resultiert ein
Kondensatordruck von 40 mbar. Die Kiihlung des Kiihlwassers (KW) erfolgt iiber
einen Nasskiihlturm mit Naturzug. Dabei wird ausgehend von den Randbedingun-
gen Lufteintrittstemperatur (10°C), relative Luftfeuchtigkeit (60 %), KW-
Riicklauftemperatur (26 °C) und KW-Massenstrom (ergibt sich aus abzufithrender
Wiarmemenge und KW-Aufwiarmspanne) die notwendige Kiihlflichengrofie be-
rechnet.

In lokaler Teillast, also bei reduziertem in den Kondensator eintretenden Dampf-
massenstrom, bewirken die spezifisch vergrofierten Kiihlflachen des Kondensators
eine Abnahme der oberen Gradigkeit. Dieses Verhalten wird liber eine empirische
Korrelation zwischen kA-Wert und Dampfmassenstrom modelliert. Fiir das lokale
Teillastverhalten des Nasskiihlturms werden Kennlinien verwendet, die auf dem
Modell von KLENKE [64] basieren.

11 Die obere Gradigkeit im Kondensator ist als Differenz zwischen der Sattdampftemperatur des
eintretenden Dampfes und Riicklauftemperatur des Kiihlwassers definiert.
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In Abbildung 4.3 sind die Auswirkungen des Zusammenspiels der Komponenten
Kondensator und Kiihlturm auf das lokale Teillastverhalten des Kiihlsystems dar-
gestellt. Die auf den  Auslegungsbetriebspunkt bezogene, relative
Kondensatorabwarme  wird als  Bezugsgrofde  verwendet.  Zwischen
Kondensatorabwarme und Warmebedarf des Reboilers besteht ein linearer Zu-
sammenhang, weshalb letzterer auch als zweite Abszisse in das Diagramm einge-
tragen ist.

Mit abnehmender Kondensatorabwarme sinkt aufgrund der Kiihlturmcharakteris-
tik die KW-Vorlauftemperatur (1). Da der KW-Massenstrom oberhalb 80 % Last an
die abgefiihrte Warmemenge angepasst wird, bleibt die KW-Aufwarmspanne bis zu
einer Kondensatorabwiarme von 80 % konstant (2). Die KW-Riicklauftemperatur
verlauft folglich parallel zur KW-Vorlauftemperatur (3).

Aufgrund der relativ grofier werdenden Warmeitibertragungsflachen im Kondensa-
tor nimmt die obere Gradigkeit mit abnehmender Kondensatorabwarme ab (4). Als
Folge der abnehmenden oberen Gradigkeit und der abnehmenden KW-
Riicklauftemperatur stellt sich mit abnehmender Kondensatorabwarme ein kleine-
rer Kondensatordruck ein (5).

Ab einer Kondensatorabwarme <80 % wird der KW-Massenstrom konstant gehal-
ten, sodass die KW-Aufwarmspanne linear abnimmt (vgl. Kapitel 3.2) (6). Obwohl
sich dadurch der Gradient der KW-Vorlauftemperatur verkleinert (7), vergrofdert
sich der Gradient der KW-Riicklauftemperatur (8) und bewirkt einen starker ab-
nehmenden Kondensatordruck (9).
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Abbildung 4.3: Kondensatordruck, KW-Temperaturen und Temperaturdifferenzen in Abhén-
gigkeit von der relativen Kondensatorabwidrme bzw. vom spezifischen War-
mebedarf des Reboilers

4.1.4 Vorwarmer und Speisewasserbehalter

Die Speisewasservorwdarmung des Kraftwerksprozesses erfolgt in fiinf ND-
Vorwiarmern, dem SWB und drei HD-Vorwarmern, in denen eine Speisewasser-
temperatur vor Eintritt in den Dampferzeuger von 300 °C realisiert wird. Die Vor-
warmer werden mit einer oberen Gradigkeit von 2,5 K ausgelegt!2. Eine Unterkiih-
lung des kondensierten Anzapfdampfes erfolgt in einem Nachkiihler mit einer
unteren Gradigkeit von 6 K.

12 Als obere Gradigkeit wird in diesem Fall die Temperaturdifferenz zwischen Sattdampftempera-
tur und austretendem Speisewasser definiert.
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Fiir das lokale Teillastverhalten wird in diesem Fall nicht auf eine empirische Kenn-
linie, sondern auf eine Berechnungsmethode nach RABEK zurtickgegriffen, mit wel-
cher der Teillastbetrieb hinreichend genau beschrieben werden kann [65].

Die Anzapfdriicke werden fiir den Auslegungsbetriebspunkt iiber einen Optimie-
rungsalgorithmus festgelegt, der von PFAFF fiir diesen Zweck entwickelt wurde
[51]. Als zu maximierende Zielgrof3e wird dabei der elektrische Nettowirkungsgrad
verwendet. Die achtdimensionale Optimierungsaufgabe (ergibt sich aus neun Vor-
warmstufen) wird zunachst auf jeweils eine Dimension reduziert. Jeder Anzapf-
druck wird einzeln optimiert und auf Basis der Ergebnisse iterativ vorgegangen.
Um lokale Maxima mit grof3er Wahrscheinlichkeit ausschlief3en zu kénnen, werden
die Anzapfdriicke nach einem Zufallsprinzip ausgewahlt. Als Abbruchkriterium
wird eine Anderung der Driicke von <1 % nach dem letzten Iterationsschritt eines
jeden Vorwarmers festgelegt. Es kann gezeigt werden, dass das Optimum sehr flach
ist. D. h. zum einen, dass kleine Druckdnderungen der Anzapfungen nur einen ge-
ringen Einfluss auf den Nettowirkungsgrad haben, und zum anderen, dass viele
Iterationsschritte notwendig sind, um das Optimum zu finden. Aus diesem Grund
handelt es sich bei der in [51] vorgestellten Methode um einen rechenzeitintensi-
ven Optimierungsalgorithmus.

In einer Neubauanlage kann der MD/ND-Uberstromdruck fiir den Betrieb mit CO2-
Abtrennung so gewdahlt werden, dass der entnommene Dampf genau den Anforde-
rungen des Reboilers inklusive Druckverluste entspricht, ohne dass eine Dampf-
konditionierung iiber eine Drossel oder eine Druckhalteklappe notwendig ist. In
diesem Fall wird der MD/ND-Uberstromdruck entsprechend festgelegt und ist
nicht Bestandteil des Optimierungsalgorithmus. Allerdings muss der Optimie-
rungsalgorithmus fiir jede untersuchte Reboilertemperatur neu angewendet wer-
den.

Fiir die Modellierung des SWB wird eine minimale Unterkiihlung des Kondensats
vor Eintritt in den SWB von 15 K angenommen, um die Entgasung in dem auf den
SWB aufgesetzten Entgaserdom sicherzustellen [66, 39]. Diese Randbedingung ist
besonders dann von Bedeutung, wenn Abwarme aus dem COz-Abtrennungsprozess
oder dem CO2-Verdichtungsprozess in die Vorwarmstrecke integriert wird. Das
Druckniveau des SWB und die notwendige Unterkiihlung des Kondensats limitie-
ren die Kondensattemperatur vor Eintritt in den SWB und somit das Potenzial der
Warmeintegration.
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4.1.5 Wirmeintegration

Fir die Untersuchung des Potenzials der Warmeintegration wird Kondensat
stromabwidrts von der Kondensatpumpe abgezweigt und durch eine
Abwarmequelle erwdrmt. Anschlieféend wird das erwdarmte Kondensat moglichst
temperaturgleich in die Vorwarmstrecke des Kraftwerksprozesses integriert. Das
Modell wird so geregelt, dass sich fiir das Kondensat und das warmeiibertragende
Fluid eine als Randbedingung vorgegebene obere Gradigkeit einstellt. D. h., dass
das Temperaturniveau der Abwarmequelle durch die Anpassung des abgezweigten
Kondensatmassenstroms optimal genutzt wird.

Die maximal integrierbare Abwarme ergibt sich aus der Nutzung des gesamten
Kondensatmassenstroms stromabwarts der Kondensatpumpe, sodass alle ND-
Vorwdrmer abgeschaltet sind. Die moglichen Temperaturniveaus der
Abwarmestrome aus der  COz-Abtrennungsanlage sind durch die
Reboilertemperatur und damit durch die Sattdampftemperatur der Dampfaus-
kopplung aus der MD/ND-Uberstromleitung begrenzt. Da bereits der Speisewas-
serbehdlter den Dampf aus einer Anzapfung auf héherem Druckniveau bezieht,
erfolgt auch keine Warmeintegration in die HD-Vorwarmstrecke. Fiir die Abwarme
aus der CO2-Verdichtung kann gezeigt werden, dass die Temperaturniveaus der
Zwischenkiihler nur unterhalb der Temperatur im Speisewasserbehalter fiir eine
energetische Gesamtprozessoptimierung sinnvoll sind (vgl. Anhang A.3). Aus die-
sem Grund wird keine Warmeintegration in die HD-Vorwarmstrecke berticksich-
tigt.

4.2 CO,-Verdichtermodell

Als COz-Verdichter wird ein mehrwelliger Getriebeturboverdichter vorgesehen.
Der Aufbau des entsprechenden Modells ist in Abbildung 4.4 beispielhaft als sechs-
stufige Variante dargestellt. Nach jeder Stufe erfolgt im dargestellten Beispiel eine
Zwischenkiihlung (ZK) des COz-reichen Stroms auf 40 °C. Das nach jeder ZK kon-
densierte Wasser wird mit einer Entwasserungslanze abgefiihrt. Hinter der vierten
Stufe wird das verbliebene Wasser mittels Adsorption in einem Molsieb abge-
trennt. Der Warmebedarf zur Wasserentladung der diskontinuierlich betriebenen
Kammern des Molsiebs entsprechen weniger als 0,3 % des Warmebedarfs im Re-
boiler und werden daher in dieser Arbeit vernachladssigt. Im Nachkiihler wird der
COz-reiche Strom auf 40 °C gekiihlt.
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Abbildung 4.4: Vereinfachter Aufbau des Verdichtermodells (hier beispielhaft mit sechs Stu-
fen, fiinf Zwischenkiihlern und einem Nachkiihler)

Die gasseitigen Druckverluste in den Zwischenkiihlern liegen je nach Druckniveau
zwischen 20 mbar und 120 mbar. Fiir das Molsieb wird ein Druckverlust von
50 mbar angenommen.

Zur Berticksichtigung der Stromungsverluste wird bei Verdichtern tiblicherweise
auf den polytropen Wirkungsgrad zuriickgegriffen. Die polytropen Wirkungsgrade
der Stufen variieren in diesem Fall zwischen 0,84 am Eintritt und 0,80 am Austritt
des Verdichters!3. Der Einfluss der Spaltverluste nimmt mit abnehmender
Radgrofie und somit bei steigender Stufenzahl zu und fiihrt zu sinkenden polytro-
pen Wirkungsgraden. Fiir die Regelung bei Teillastbetrieb ist die erste Stufe mit
einem verstellbaren Vorleitrad ausgestattet, das den Anstromwinkel der ersten
Stufe variieren kann. Diese Regelungsvariante hat sich gegeniiber anderen Varian-
ten als energetisch glinstigste Variante herausgestellt [67, 46]. Fir den Ausle-
gungsbetriebspunkt wird zur Berticksichtigung des verstellbaren Vorleitrads ein
leicht reduzierter polytroper Stufenwirkungsgrad angenommen. Aufgrund der Ro-
tordynamik von Getriebeturboverdichtern wird eine Abwertung des Druckverhalt-
nisses mit steigender Stufenzahl angenommen [68]. Die Druckverhéltnisse und
polytropen Wirkungsgrade sind fiir die in Abbildung 4.4 dargestellte
Verdichterkonfiguration in Tabelle 4.3 zusammengefasst.

13 Zur Ermittlung realitdtsnaher Stufenwirkungsgrade konnte auf die ehemals zur Grobauslegung
genutzte Software CENTUR zuriickgegriffen werden, in der die Standardlaufrader der MAN Tur-
bo AG aus dem Jahr 1996 hinterlegt sind.
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4.2 CO,-Verdichtermodell

Tabelle 4.3: Druckverhiltnisse und polytrope Wirkungsgrade fiir die in Abbildung 4.4
dargestellte CO;-Verdichterkonfiguration

Stufenzahl 1 2 3 4 5 6

Druckverhaltnis 2,05 2,01 1,97 1,93 1,89 1,85
Polytroper Wirkungsgrad 0,84 0,84 0,83 0,82 0,81 0,80

Es wird von einem mit Wasser gesattigten CO2-Massenstrom ausgegangen, der eine
COz-Reinheit von >98 % aufweist [69]. Die Verunreinigungen werden als Stickstoff
modelliert, haben jedoch aufgrund des geringen Anteils im CO;-reichen Strom ei-
nen vernachldssigbar kleinen Anteil an dem Energiebedarf der Verdichtungl.

Zur Uberpriifung des Modells wurde ein Abgleich mit ausgefiihrten Maschinen
vorgenommen. Die relative Abweichung in Bezug auf den Energiebedarf betragt
<1% [70, 68].

Fiir die in Kapitel 5.2 dargestellten Simulationsergebnisse werden unterschiedliche
Verdichterkonfigurationen hinsichtlich Stufenanzahl und Zwischenkiihleranzahl
untersucht. Bei der Nutzung der bei der Verdichtung auftretenden Abwarme ist zu
beachten, dass die Riicklauftemperatur des Kiihlwassers aus der Warmesenke ge-
gebenenfalls nicht den Anforderungen der ausgelegten Zwischenkiihlungen ent-
spricht. Aus diesem Grund muss ein Backup-Kiihler vorgesehen werden, der si-
cherstellt, dass das Kiihlwasser auf eine fiir die Verdichtung ausreichend niedrige
Temperatur abgekiihlt wird. Das in Abbildung 4.5 dargestellte Schaltungsprinzip
wurde als einfachste und zuverlassigste Losung zur Sicherstellung der Kiihlung
bewertet [71].

14 Bei Vergrofderung des Nz-Anteils von 1 Ma.-% auf 2 Ma.-% wird der elektrische Antriebsbedarf
um 2 % gesteigert.
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Kapitel 4: Modellbildung

Abbildung 4.5: Implementierung eins Backup-Kiihlers zur Sicherstellung der Zwischenkiih-
leraustrittstemperatur des CO;-reichen Stroms bei Abwirmenutzung aus der
CO;-Verdichtung

4.3 Schnittstellengréf3en und Randbedingungen

Damit eine Gesamtprozessbetrachtung auf Basis von Korrelationen und Kennzah-
len vorgenommen werden kann, miissen die Schnittstellengrofden zwischen den
beteiligten Teilprozessen eindeutig und vollstandig definiert werden. Dartiber hin-
aus muss sichergestellt sein, dass die Schnittstellengréfien so definiert sind, dass
sie flir eine moglichst grofde Anzahl verschiedener PCC-Prozesse gelten.

Wie in Abbildung 1.1 dargestellt, miissen fiir die COz-Abtrennungsanlage die
Rauchgasdaten aus dem Kraftwerksmodell (Tabelle 4.1) verwendet werden. Dabei
ist zu beachten, dass Druck und Temperatur des Reingases, das nach der CO3-
Abtrennung an die Atmosphare abgegeben wird, dem Zustand des Rauchgases vor
Eintritt in die Abtrennungsanlage entspricht. Abweichungen davon beeinflussen
die Energiebilanz des Abtrennungsprozesses und miissen daher bei Verwendung
des in dieser Arbeit vorgestellten Evaluierungssystems dokumentiert werden.

Die fiir eine Bewertung eines PCC-Prozesses notwendigen Schnittstellengréfien
sind in Tabelle 4.4 zusammengefasst. Dartliber hinaus sind zu jeder Schnittstellen-
grofde Grenzen angegeben, welche fiir die in Kapitel 5 angegebenen Korrelationen
gelten. Da es sich bei den Korrelationen um empirische Gleichungen handelt, miis-
sen fiir die Schnittstellengrofden die in Tabelle 4.4 aufgefiihrten Einheiten verwen-
det werden.
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4.3 Schnittstellengréfden und Randbedingungen

Tabelle 4.4: Schnittstellengrof3en einer CO,-Abtrennungsanlage mit den fiir die Anwen-
dung der Korrelationen zulidssigen Grenzen und Einheiten
Bezeichnung Formelzeichen = Min. Max. Einheit
Spezifischer
1,0 50 Mjwn/kg CO
Warmebedarf Qreb Ju/kg €O
g Spezifisch
S pezifischer ] ]
E Kiihlbedarf {cool,ccu M]th/kg COZ
8D
Q Spezifi
= pezifischer
= Waux - - MJe/kg CO
2 elektrischer Bedarf o Ja/kg CO2
T
= Reboilertemperatur treb 70 150 °C
Desorberdruck Ddes = Pin,comp 0,3 28,6 Dbar
Spezifische Abwarme* qhi - - MJwm/kg CO2
=)
; Obere
o 5 ) hiup 60 250 °C
£ ©  Abwirmetemperatur
Heol on
= % Untere
"~ . thilow 20 175 °C
Abwarmetemperatur

*Nicht genutzte Abwarme wird dem Kiihlbedarf zugeschlagen

Neben den Schnittstellengréfien erfordert die Gesamtprozessbetrachtung Randbe-
dingungen, von denen einige einen grofden Einfluss auf die Integration einer PCC-

Anlage in den Kraftwerksprozess aufweisen. Diese werden in Tabelle 4.5 unter An-

gabe eines empfohlenen Referenzwertes zusammengefasst. Wie bei den Schnitt-
stellengrofien gilt auch hier die Einhaltung der angegebenen Einheiten bei Anwen-

dung der Korrelationen aus Kapitel 5.

Tabelle 4.5: Randbedingungen wund Grenzen die Integration einer CO;-
Abtrennungsanlage
) Formel- ) . .
Bezeichnung _ Ref. Min. Max. Einheit
zeichen
CO2-Abtrennrate CCR 0,9 0 -
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Kapitel 4: Modellbildung

) Formel- ) .
Bezeichnung _ Ref. Min. Max. Einheit
zeichen
Spezifische CO;-
Emissionen eco2 769 717 830 g/kWhe
(ohne CO2-Abtrennung)
MD/ND-
Uberstréomdruck pipLP 5 2 9 bar
(Auslegung)
Kondensatordruck
Pcond 40 20 70 mbar
(Auslegung)
Druckverlust in A 03 b
re ) - - ar
Reboilerdampfleitung* Preb
Gradigkeit im Reboiler* ATrep 10 - - K
Minimales Druckver-
haltnis einer Stufe im Tlstage,min 1,6 >1,0 <Tlstage,max -
CO2-Verdichter
Maximales Druckver-
haltnls ell’ler Stufe lm ﬂstage,max 2,1 >T[stage,min = =
CO2-Verdichter
Kiihlwasseraufwarm-
ATcw 11 4 20 K
spanne
Obere Gradigkeit bei der
.- AThl,up 6 O <thi,up K
Abwarmenutzung
Minimale Unterkiihlung
ATt 15 0 50 K
des Kondensats vor SWB
Kritisches MD-Austritts-
Verit, IP exit 1,4 1 2 -

volumenstromverhaltnis

*Der Entnahmedruck des Dampfes pex: muss unterhalb von 6,5 bar liegen.
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5 ERSTELLUNG VON KORRELATIONEN ANHAND DER
SIMULATIONSERGEBNISSE

In diesem Kapitel werden die Simulationsergebnisse gezeigt, die auf den in Kapi-
tel 4 beschriebenen Modellen basieren. Diese Simulationsergebnisse werden zur
Erstellung von Korrelationen und Kennzahlen verwendet, die zu einer PCC-
Prozessbewertung unter Beriicksichtigung aller beteiligten Teilprozesse herange-
zogen werden konnen.

Der gesamte Wirkungsgradverlust Anpcc, der auf die CO2-Abtrennung und -
Verdichtung zuriickzufiihren ist, lasst sich mit Gleichung (6) ausdrtcken.

Anpcc = ANsteam T A77comp + Anaux + ANew — Any; (6)

Dabei ist Ang,m der Wirkungsgradverlust durch die Dampfentnahme, Ao, der

Wirkungsgradverlust durch den elektrischen Bedarf der COz-Verdichtung, An,,y
der Wirkungsgradverlust durch den elektrischen Bedarf der CO;-
Abtrennungsanlage, An.,, der Wirkungsgradverlust durch die Kiihlwasserpumpen
fir den zusatzlichen Kiihlbedarf und Any,; der Wirkungsgradgewinn durch Warme-
integration. Entsprechend Gleichung (6) lasst sich auch der Leistungsverlust APp¢¢
als Summe einzelner elektrischer Leistungsverluste in Gleichung (7) formulieren.

APpcc = APgteam + APcomp + APy + APy, — APy; (7)

Bei allen nachfolgend dargestellten entwickelten Korrelationen handelt es sich um
empirische oder semiempirische Zahlenwertgleichungen. Die Einheiten der einzu-
setzenden Grofden sind daher festgelegt und werden mit den jeweiligen Gleichun-
gen angegeben. Dariiber hinaus wird die Genauigkeit der jeweiligen Korrelation in
Form des maximalen absoluten Fehlers angegeben. Dabei handelt es sich um die
maximal auftretende Differenz zwischen der Ergebnisgrofie aus einer Korrelation
und der gleichen Grofie aus dem Simulationsmodell innerhalb der in Tabelle 4.4
und Tabelle 4.5 aufgefiihrten Giiltigkeitsbereiche.

In Anhang A.7 werden die Korrelationen anhand einer Beispielrechnung angewen-
det.

49



Kapitel 5: Erstellung von Korrelationen anhand der Simulationsergebnisse

5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme

Um den elektrischen Leistungsverlust durch die Dampfentnahme ermitteln zu
konnen, ist eine detaillierte Untersuchung der Ursache des Leistungsverlusts not-
wendig. Wie in Kapitel 3.4 beschrieben, muss dabei grundlegend zwischen den
Integrationsvarianten Nachriistung und Neubau unterschieden werden.

5.1.1 Nachriistung

Fir die Dampfentnahme werden die drei Falle aus Kapitel 3.4.1 aufgegriffen. Fiir
die Erlauterungen werden die in Abbildung 5.1 dargestellten Massenstrome ver-
wendet. Dabei ist myp der unter Beriicksichtigung der Anzapfmassenstréme ge-
mittelte Massenstrom durch die ND-Fluten, der sich ohne Dampfentnahme fiir den
Reboiler ergibt (Gleichung (8)).

Mnp = fiir Myep = O (8)

ND
Pyp stellt die Wellenleistung der ND-Turbinen und Ahyp das in den ND-Turbinen
maximal abgebaute Enthalpiegefille dar. Die Anzapfungen werden hier nicht sepa-
rat berticksichtigt.

Ihreb
Drossel
DHK
rhMD,exit
_MD -

[—

~'mnp~

Abbildung 5.1: Massenstrome fiir die Beschreibung der Verluste durch die Dampfentnahme

Betrieb mit DHK

Ein Betrieb mit DHK erfolgt immer dann, wenn der sich einstellende Druck in der
MD/ND-Uberstromleitung kleiner als die Summe aus fiir den Reboiler erforderli-
chem Dampfdruck und Druckverlust in der Leitung zum Reboiler ist. In dem in Ab-
bildung 5.2 dargestellten h,s-Diagramm sind die Entspannungsverlaufe des Damp-
fes in der MD-Turbine und den ND-Turbinen fiir den Betrieb mit und ohne
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5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme

Dampfentnahme dargestellt. Der Leistungsverlust APgiear, (Formel (6)) durch die
Dampfentnahme ldsst sich anhand der spezifischen Enthalpiedifferenzen Ah; und
der in Abbildung 5.1 dargestellten Massenstrome erldutern.

4000 — 3 — of of o\ X e\ \§
—— Keine Dampfentnahme /%0“ IS AT qo®
{- - - Entnahme mit DHK 0
3600 oo
209
i MD Ah

3200 — 100"
ASDHK _ v /
B Ry 2 Ah 0508
\

2800 ~ .
?170 \ /Ah 3/0‘1ba\"

Spezifische Enthalpie (kJ/kg)

S /o‘osbaf:
— ~ O,OZbaf‘
2400 ——x=0,9 ~_y Ah/o‘Olba"
T
2000 =22 . : . , .
7,0 7,5 8,0 8,5

Spezifische Entropie (kJ/kg K)

Abbildung 5.2: h,s-Diagramm fiir den Entspannungsverlauf des Dampfes in der MD-Turbine
und den ND-Turbinen, MD/ND-Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt
5bar, Betrieb mit DHK, spezifischer Wirmebedarf 3 M]j/kg CO,
Reboilertemperatur 150 °C (Entnahmedampfdruck 6,48 bar)

Die Enthalpiedifferenz Ah, ergibt sich aus dem Eintrittszustand in die MD-Turbine
und dem durch die Dampfentnahme verdanderten Eintritt in die ND-Turbinen. Ah,
stellt denjenigen Teil der Dampfentspannung dar, der nicht durch die Dampfent-
nahme beeinflusst wird. Wie aus Abbildung 5.1 hervorgeht, ist Aspyk ein Maf$ fiir
die Druckdifferenz iiber die DHK. Aspyk hidngt vom MD/ND-Uberstromdruck im
Auslegungsbetriebspunkt, von der Reboilertemperatur und von der entnommenen
Dampfmenge bzw. dem Warmebedarf des Reboilers ab.

Die Enthalpiedifferenz Ah, ergibt sich aus dem durch die Dampfentnahme veran-
derten ND-Eintrittszustand und dem urspriinglichen ND-Eintrittszustand (ohne
Dampfentnahme). Es wird folglich ein Teil der insgesamt abgebauten
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Kapitel 5: Erstellung von Korrelationen anhand der Simulationsergebnisse

Enthalpiedifferenz von der MD-Turbine zu den ND-Turbinen verschoben. Der Leis-
tungsverlust ist in diesem Teil der Dampfentspannung auf den durch die Entnahme
von M.y, reduzierten ND-Eintrittsmassenstrom zuriickzufiihren.

Die Enthalpiedifferenz Ah; ergibt sich aus dem urspriinglichen ND-
Eintrittszustand und dem sich einstellenden ND-Austrittszustand. In diesem Teil
der Dampfentspannung ist der Leistungsverlust wie bei Ah, auf den reduzierten
Dampfmassenstrom in den ND-Stufen zuriickzufiihren.

Die Enthalpiedifferenz Ah, ergibt sich zum einen aus dem durch die Dampfent-
nahme reduzierten Kondensatordruck (vgl. Kapitel 4.1.2). Zum anderen fiihrt der
gegenlaufige Effekt der spezifischen Entropiezunahme zu einer in diesem Fall gro-
Beren spezifischen Enthalpie am ND-Austritt. Fiir kleinere Aspyx-Werte kann Ah,
auch negativ werden.

Unter Berticksichtigung aller einzelnen Leistungsverluste ldsst sich der gesamte
Leistungsverlust APg.., nach Gleichung (9) beschreiben. Dabei wird vereinfa-
chend angenommen, dass sich die Anzapfmassenstrome der ND-Turbinen propor-
tional zu dem eintretenden Dampfmassenstrom dandern. Die mechanischen Verlus-
te der Turbine und die Verluste im Generator werden durch die Wirkungsgrade 7,
und 7ge, berticksichtigt.

Myp,exit — M

. - b -
APsteam = (mreb Ah, + myp <1 - = )AhS + mNDAh4-> NmTgen (9)

MyMD, exit

Ein entsprechendes Zahlenbeispiel fiir den in Abbildung 5.2 dargestellten Fall ist in
Anhang A.4 aufgefiihrt.

Die Einfliisse der Reboilertemperatur und des spezifischen Warmebedarfs auf den
Entspannungsverlauf im MD- und ND-Teil sind in Abbildung 5.3 dargestellt. Es
wird deutlich, dass der spezifische Warmebedarf zum einen die Zunahme der En-
tropie in der DHK Aspyg (Maf3 fiir die Druckdifferenz tiber die DHK) und zum an-
deren den Kondensatordruck beeinflusst. Dartiber hinaus fiihren hohe spezifische
Warmebedarfe zu einer verringerten Dampfndsse am ND-Austritt. Die
Reboilertemperatur beeinflusst durch den erforderlichen Druck der Dampfent-
nahme ebenfalls die Zunahme der Entropie infolge der DHK.

Dadurch, dass die Reboilertemperatur den Zustand des entnommenen Dampfes
festlegt, variiert die entnommene Dampfmenge bei unterschiedlicher
Reboilertemperatur, obwohl der Warmebedarf konstant ist (vgl. Anhang A.5). Al-
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5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme

lerdings kann gezeigt werden, dass dieser Einfluss vernachlassigbar kleine Aus-
wirkungen auf den Kondensatordruck hat.

4000

\S RIS \S o of N R\
A L L P
‘ -m- Keine Dampfentnahme
-A-2MJ, /kg COy, 150°C ~

3600 - TR e oot " -@- 3 MJ, kg COp, 150 °C - e
—e- 4 MJ, /kg CO,, 150 °C
-0-3 MJ,/kg CO,, 130 °C

Spezifische Enthalpie (kJ/kg)

2000 422 , ,
7,0 7.5 8,0 8,5

Spezifische Entropie (kJ/kg K)

Abbildung 5.3: h,s-Diagramm fiir den Entspannungsverlauf des Dampfes in der MD-Turbine
und den ND-Turbinen fiir unterschiedliche Reboilertemperaturen und spezi-
fische Wirmebedarfe, MD/ND-Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt
5 bar

Betrieb mit Drossel

Ein Betrieb mit Drossel erfolgt immer dann, wenn der sich einstellende Druck in
der MD/ND-Uberstromleitung abziiglich des Druckverlusts in der Dampfleitung
zum Reboiler grofier als der fiir den Reboiler erforderliche Dampfdruck ist. In Ab-
bildung 5.4 ist ein h,s-Diagramm mit dem Entspannungsverlauf in den Turbinen
bei Betrieb mit Drossel dargestellt.

Im Unterschied zum Betrieb mit DHK entfillt die Enthalpiedifferenz Ah,, da der
erforderliche Entnahmedruck stets unterhalb des sich einstellenden Drucks in der
Uberstromleitung liegt. Die beiden dargestellten Entspannungsverliufe unter-
scheiden sich im Wesentlichen durch den Dampfdruck vor Eintritt in den ND-Teil
und durch den Kondensatordruck, der fiir den Betrieb mit Drossel aufgrund der

53



Kapitel 5: Erstellung von Korrelationen anhand der Simulationsergebnisse

Dampfentnahme reduziert ist. Dadurch, dass die Drossel in der Dampfleitung zum
Reboiler und nicht wie die DHK in der Uberstrémleitung positioniert ist, ergibt sich
fir den Entspannungsverlauf bei Betrieb mit Drossel keine erhohte
Entropiezunahme vor Eintritt in den ND-Teil. Folglich ist die Enthalpiedifferenz
Ah, stets negativ.

In Anlehnung an Gleichung (9) ergibt sich fiir den Betrieb mit Drossel Gleichung
(10).

APy = (ﬁlND (1 _ M) AR + Tng, (M) Ah4) Nnflgen  (10)

MMD,exit MMD,exit

Ein entsprechendes Zahlenbeispiel flir den in Abbildung 5.4 dargestellten Fall ist in
Anhang A.4 aufgefiihrt.

4000 H ’ iy - X \0’&‘ \o’b-‘ \0’03 e\ \§
—— Keine Dampfentnahme®” -0 SO QP 0%

4{- = - Entnahme mit Drossel NS
3600 - a0
\ =

3200 \ .
\ Eintritt ND ohne Dampfennahme /
e /f h
E Eintritt ND mit Dampfentnahme ,
)"/

Spezifische Enthalpie (kJ/kg)

2800 - . /o.zba‘
—x=1,0. |
| — 0,Abaf

] AN gsver]
\ _—
2400 4 _Ah | o0
x=0,9 N y '—/A 4 0,01bar
S e
1 /u/

2000 228 . : : : :

7,0 7,5 8,0 8,5

Spezifische Entropie (kJ/kg K)

Abbildung 5.4: h,s-Diagramm fiir den Entspannungsverlauf des Dampfes in der MD-Turbine
und den ND-Turbinen, MD/ND-Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt
5bar, Betrieb mit Drossel, spezifischer Warmebedarf 3 Mj/kg CO,
Reboilertemperatur 100°C (Entnahmedampfdruck nach Drosselung
1,73 bar)

54



5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme

Die Gleichungen (9) und (10) ermdglichen eine anschauliche Beschreibung des
Leistungsverlusts durch die Dampfentnahme. Allerdings liefern sie keine Mdéglich-
keit zur einfachen Berechnung des Leistungsverlusts, da die darin enthaltenen
Enthalpiedifferenzen eine detaillierte Modellierung des Kraftwerks voraussetzen.
Dartiber hinaus lasst sich der fiir den Reboiler erforderliche Dampfmassenstrom
Mpep Nicht auf einfache Weise aus dem Warmebedarf berechnen. Eine Erlauterung
dazu ist in Anhang A.5 aufgefiihrt.

Erstellung eines empirischen Ansatzes

Wie oben erlautert, kann ein physikalisch orientierter Ansatz zur Berechnung des
Leistungsverlusts AP,y nNur dann realititsnah angewendet werden, wenn Infor-
mationen des Gesamtprozesses aus einem detaillierten Modell vorliegen. Um die
Berechnung des Leistungsverlusts ohne detailliertes Modell zu erméglichen, wird
ein empirischer Ansatz gewdahlt, der die Resultate aller hinreichend modellierten
Komponenten und deren Wechselwirkungen aufeinander berticksichtigt. Dariiber
hinaus wird der Ansatz so formuliert, dass die Schnittstellengréfien zwischen der
CO2-Abtrennungsanlage und dem Kraftwerk (siehe Tabelle 4.4) direkt verwendet
werden konnen und als einzig notwendige Eingabewerte fungieren.

Um den elektrischen Leistungsverlust AP0,y durch die Dampfentnahme ermitteln
zu konnen, ist eine Umrechnung des Wiarmebedarfs Q,., notwendig. Dazu wird die
Kennzahl o (im Folgenden Power Loss Factor - PLF genannt) nach Gleichung (11)

definiert.
o= AP.steam — APstteam (1 1)
Qreb dreb Mco2

Die Erstellung von Korrelationen, mit deren Hilfe sich der PLF quantifizieren lasst,
erfordert eine Untersuchung aller Einflussgréfien auf den Leistungsverlust.

In Abbildung 5.5 ist der PLF in Abhangigkeit vom spezifischen Warmebedarf fiir
verschiedene Reboilertemperaturen aufgefiihrt. Die Reboilertemperatur bestimmt
unter Berticksichtigung der Gradigkeit im Reboiler AT}, und des Druckverlusts in
der Dampfleitung zwischen Entnahmestelle und Reboiler Ap.; den Druck des
Entnahmedampfes pey: nach Gleichung (12).

Pext = psat(Treb + ATreb) + Apext (12)
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Kapitel 5: Erstellung von Korrelationen anhand der Simulationsergebnisse

Fir die in Kapitel 5 dargestellten Abbildungen werden die Gradigkeit AT,..;, und der

Druckverlust Apqy; gemaf Tabelle 4.5 konstant bei 10 K bzw. 0,3 bar gehalten. In

Abbildung 5.5 wird deutlich, dass sich fiir jede Reboilertemperatur zwei Kurvenab-

schnitte unterscheiden lassen.

Or1:

Or2.

Der Kurvenabschnitt, auf dem der PLF fiir verschiedene
Reboilertemperaturen (hier 90 °C, 100 °C und 130 °C) identisch ist, kenn-
zeichnet den Betrieb mit Drossel in der Dampfleitung zum Reboiler. Die
Reboilertemperatur hat hier nur einen vernachladssigbar kleinen Einfluss auf
den PLF. Kleine Differenzen im PLF (aus Abbildung 5.5 nicht ersichtlich) er-
geben sich durch die unterschiedliche Uberhitzung des Entnahmedampfes
bei verschiedenen Reboilertemperaturen.

Ausgehend von der or1-Kurve sinkt mit steigendem spezifischem Warmebe-
darf die Differenz zwischen dem in der Uberstromleitung vorliegenden
Dampfdruck und dem im Reboiler inklusive Druckverlust erforderlichen
Dampfdruck. Wenn beide Driicke identisch sind, liegt der Betriebspunkt
OVO vor und der PLF folgt einem asymptotischen Verlauf, der den Betrieb
mit DHK in der Leitung zum ND-Teil der Dampfturbine kennzeichnet. OVO
stellt den Betriebspunkt mit dem kleinstméglichen PLF fiir jede
Reboilertemperatur dar. Fiir Reboilertemperaturen, die Zu
Entnahmedriicken fithren, die oberhalb des Uberstromdrucks im Ausle-
gungsfall (USD-A) liegen (Treb = 150 °C in Abbildung 5.5), ergibt sich ein an
der Horizontalen gespiegelter Kurvenverlauf im Vergleich zu den anderen
DHK-Kurven.

Generell gilt: Je grofler die Druckdifferenz zwischen verfiigbarem Druck in der

MD/ND-Uberstrémleitung und erforderlichem Dampfdruck fiir die Dampfentnah-

me, desto grofder der PLF.

56



5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme
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Abbildung 5.5: PLF in Abhingigkeit vom spezifischen Warmebedarf fiir verschiedene
Reboilertemperaturen (t.»), Nachriistung, MD/ND-Uberstromdruck im Aus-
legungsbetriebspunkt 5 bar

In Abbildung 5.6 (links) sind die Verldufe von o1 fiir unterschiedliche MD/ND-
Uberstromdriicke ohne Dampfentnahme in Abhingigkeit vom spezifischen War-
mebedarf aufgetragen. Es wird deutlich, dass eine Erhohung des USD-A (pipLp) zu
einem hoheren PLF fiihrt. Alle Kurven zeigen einen dhnlichen Verlauf. Die Kurven-
schar fiir or1 lasst sich nach Gleichung (13) durch ein dreidimensionales Polynom
zweiten Grades abbilden.

Or1 = Qr1Qreb + brlQrZeb + Cr1iPrpLp + drlpIZPLP + er1PipLpqreb t+ fr1 (13)

ar1 =-0,03194; br1 = -7,987E-04; ¢r1 = 0,02278; dr1 = -9,729E-04;
er1 = 4,459E-04; fr1=0,1024

[greb] = MJm/kg CO2; [pipLp] = bar

Maximaler relativer Fehler: Acy1max = 2 %
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Abbildung 5.6: PLF o1 (links) und o, (rechts) in Abhingigkeit vom spezifischen Wiarmebe-
darf fiir verschiedene MD/ND-Uberstromdriicke im Auslegungsbetriebs-
punkt (pirrr), Reboilertemperatur 130 °C, Nachriistung

Die asymptotisch verlaufenden DHK-Kurven fiir 6,2 aus Abbildung 5.5 lassen sich
fiir einen konstanten USD-A mit Gleichung (14) beschreiben.

In +b
Oy = ry % +eo (14)
re

arz = 0,3475; br2: Gleichung (15); cr2: Gleichung (16);
[greb] = M]in/kg CO2; [pext] = bar
Maximaler relativer Fehler: Aoz max = 2 %

Als Eingabewert fiir die Dampfqualitdat wird anstelle der Reboilertemperatur der
Druck des Entnahmedampfes p.y; gewahlt. Dies hat den Vorteil, dass die Gradigkeit
im Reboiler und der Druckverlust in der Entnahmeleitung auf einfache Weise nach
Gleichung (12) beriicksichtigt werden kénnen. Der Einfluss des USD-A auf oy ist
beispielhaft fiir eine Reboilertemperatur von 130 °C in Abbildung 5.6 (rechts) dar-
gestellt. Jede der Kurven lasst sich mit Gleichung (14) beschreiben. Allerdings miis-
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sen dazu die Werte fiir die Konstanten by, und c fiir jeden USD-A angepasst wer-
den. Die Anpassung der Konstanten erfolgt iiber die Gleichungen (15) und (16).

bry = brp1DipLp + DroaPivrp + brosPipre + broa (15)

_ 2
Cr2 = Cr21PipLp T Cr22P1PLP T Cr23 (16)

br21 =-1,729E-03; br22 = 0,04519; by23 =-0,5133; br24 =-0,01419;
cr21 = -8,375E-04; br22 = 0,02023; br23 = 0,1833;
[pipLp] = bar

Wie in Kapitel 3.4.3 erliutert, muss bei Gefahr der Uberschreitung des kritischen
MD-Austrittsvolumenstromverhaltnisses veiip die Druckhalteklappe unabhdngig
von der geforderten Reboilertemperatur aktiviert werden. Der Verlauf des PLF ist
fur diesen Fall (or3) in Abbildung 5.7 dargestellt.
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Abbildung 5.7: PLF in Abhingigkeit vom spezifischen Wirmebedarf fiir verschiedene
Reboilertemperaturen (t.), Nachriistung, MD/ND-Uberstromdruck im Aus-
legungsbetriebspunkt 5 bar, Beriicksichtigung eines kritischen MD-
Austrittsvolumenstromverhaltnisses vt ip von 1,4

Der Verlauf von o3 entspricht dem Verlauf von o2 bei einer bestimmten
Reboilertemperatur und ist selbst unabhangig von der Reboilertemperatur. Ab ei-
nem Wairmebedarf von 2,3 MJwm/kg CO2 flihrt die entnommene Dampfmenge bei
einem USD-A von 5 bar Zu einem Anstieg des MD-
Austrittsvolumenstromverhaltnisses v ;p von Uber 1,4, sodass die DHK aktiviert
werden muss. Durch die Druckanstauung wird eine weitere Zunahme des MD-
Austrittsvolumenstromverhaltnisses verhindert. Der Schnittpunkt von or1 und or3
stellt in diesem Fall nicht den Betriebspunkt OVO dar.

Fiir jeden USD-A existiert genau ein spezifischer Wiarmebedarf, bei dem die DHK
aufgrund von v 1p aktiviert werden muss. Aufgrund der Anzapfoptimierung (vgl.
Kapitel 4.1.4) vergrofert sich mit steigendem USD-A die Dampfentnahme fiir die
Speisewasservorwarmung aus den ND-Turbinen. Dadurch ergibt sich bei h6heren
USD-A ein groflerer Dampfmassenstrom stromabwirts der MD-Turbine als bei
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5.1 Leistungsverlust durch Dampfentnahme

kleineren USD-A. Bei konstantem spezifischem Warmebedarf wird bei einem héhe-
ren USD-A prozentual weniger Dampfmassenstrom entnommen, sodass der
Druckabfall in der Uberstrémleitung geringer ausfillt als bei einem kleineren USD-
A. Daraus resultiert, dass die DHK aufgrund von v, p bei hoheren USD-A erst bei
grofderen spezifischen Warmebedarfen aktiviert werden muss.

Bei der Berechnung von or3 kann aufgrund des abschnittsweise gleichen Verlaufs
auf die Korrelation fiir o, zuriickgegriffen werden. Fiir jeden USD-A existiert genau
eine Reboilertemperatur (bzw. ein Entnahmedruck pex), bei der or3 dem Wert von
or2 entspricht. Bei der Anwendung von Gleichung (14) zur Berechnung von o3
muss daher berticksichtigt werden, dass statt des tatsdchlichen Entnahmedrucks
Pext der Entnahmedruck pey veritip verwendet wird, bei dem v 1p gerade erreicht
wird. Die Berechnung von o3 ist in den Gleichungen (17) und (18) zusammenge-

fasst.
Or3 = Op2V Pext = Pext,verit,IP (17)
pext,Vcrit,IP = Qr3 + br3pIPLP + Cr3pIPLPvcrit,IP + dr3vcrit,IP (18)

ar3 =0,964; b3 = 1,462; ¢r3=-0,5786; di3 =-0,7247;
[Pextveritip] = bar; [pipLp] = bar; [Verigip] = -
Maximaler relativer Fehler: Ac,3max = 2 %

Die sich aus den Gleichungen (17) und (18) ergebenden Verladufe sind in Abbildung
5.8 dargestellt. Dabei wird deutlich, dass ein hoherer spezifischer Warmebedarf
stets zu einem erhdhten PLF o,5 fiihrt. Mit steigendem spezifischem Warmebedarf
vergrofdert sich die notwendige Dampfentnahme und somit der Druckabfall in der
Uberstromleitung. Der erhdhte PLF resultiert aus dem gréferen notwendigen
Druckverhaltnis iiber die DHK zur Einhaltung des erforderlichen Druckniveaus
hinter der MD-Turbine. Aus Abbildung 5.8 (links) wird deutlich, dass bei gleichem
spezifischem Warmebedarf unabhiangig von der Reboilertemperatur ein héherer
Uberstromdruck zu einem héheren PLF fiithrt. Wie aus Abbildung 5.8 (rechts) her-
vorgeht, fiihrt ein grofieres zuldssiges Austrittsvolumenstromverhaltnis verigip zu
einem kleineren PLF o,5.
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Abbildung 5.8: PLF o,3 in Abhangigkeit vom spezifischen Warmebedarf fiir verschiedene
MD/ND-Uberstromdriicke im Auslegungsbetriebspunkt (piie) (links) und
verschiedene Kkritische MD-Austrittsvolumenstromverhiltnisse  (Vcrit,ip)
(rechts), Nachriistung

Zur Bewertung des Einflusses der Dampfentnahme auf den Gesamtprozess ist eine
isolierte Betrachtung der Kennzahlen o,,, g, und 0,3 nicht zuldssig, da aufgrund
der stetigen mathematischen Formulierung auch unrealistische Zahlenwerte in-
nerhalb der definierten Giiltigkeitsbereiche der Korrelationen aus Tabelle 4.5 auf-
treten. So ergibt sich fiir o, bei einer Reboilertemperatur von 130 °C und einem
USD-A von 9 bar ein in der Realitit unmoglicher Wert kleiner Null fiir kleine Wir-
mebedarfe (vgl. Abbildung 5.6, rechts). Daher wird die Berechnungsanweisung aus
Gleichung (19) zur Ermittlung des PLF fiir den Fall Nachriistung verwendet.

Oy; = Max (0r1, Or2, Or3) (19)
Wird die MD-Turbine nachgertistet und dabei fiir den Betrieb mit Dampfentnahme
ausgelegt, entfallt die Berechnung von o,5.

Der Kondensatordruck hat einen grofien Einfluss auf die umgesetzte Leistung in
den ND-Turbinen. Da der Leistungsverlust durch die Dampfentnahme im Wesentli-
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chen auf eine Reduzierung der umgesetzten Leistung in der ND-Turbine zurtickzu-
fiihren ist, hat der Kondensatordruck Einfluss auf den Verlust, der durch den PLF
quantifiziert wird. Aus diesem Grund wird der Korrekturfaktor Crcona eingefiihrt,
der in Gleichung (20) definiert ist.

Cr,cond =2 (20)

or;

Dabei ist o, der korrekte PLF und o,; der aus Gleichung (19) ermittelte PLF ohne
Beriicksichtigung eines veranderten Kondensatordrucks. In Abbildung 5.9 ist der
Korrekturfaktor Crcong fiir verschiedene Kondensatordriicke im Auslegungsbe-
triebspunkt (ohne Dampfentnahme fiir PCC) pcona in Abhdngigkeit von der
Reboilertemperatur dargestellt. Ein Kondensatordruck von 40 mbar stellt den Re-
ferenzwert dar, fiir den sich stets ein Korrekturfaktor von eins ergibt. Fiir kleinere
Kondensatordriicke ergeben sich Korrekturfaktoren grofier als eins. D. h., der spe-
zifische Leistungsverlust vergrofdert sich bei einem kleineren Kondensatordruck.
Generell ist ein kleinerer Kondensatordruck wirkungsgradsteigernd. Dies gilt so-
wohl fiir Kraftwerke mit als auch fiir Kraftwerke ohne CO2-Abtrennung. Allerdings
beschreibt der PLF den sich infolge des PCC-Betriebs ergebenden, auf den Warme-
bedarf bezogenen, elektrischen Leistungsverlust. Dieser ist umso grofier je grofier
die Leistungsumsetzung in der ND-Turbine ohne Dampfentnahme ist. Folglich
fiihrt ein hoher Kondensatordruck, der beim Kraftwerk ohne COz-Abtrennung ei-
nen schlechteren Wirkungsgrad bewirkt, bei Dampfentnahme fiir den Reboiler zu
einem kleineren elektrischen Leistungsverlust. Fiir den Korrekturfaktor ergeben
sich in diesem Fall Werte kleiner als eins.
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Abbildung 5.9: PLF Korrekturfaktor C;cn¢ in Abhidngigkeit von der Reboilertemperatur t.p
fiir verschiedene Kondensatordriicke im Auslegungsbetriebspunkt pcona des
konventionellen Kraftwerks ohne CO,-Abtrennung

Neben dem Kondensatordruck im Auslegungsbetriebspunkt hangt der Korrektur-
faktor von der entnommenen Dampfqualitit und somit von der
Reboilertemperatur ab. Aus Abbildung 5.9 geht hervor, dass sich der Korrekturfak-
tor mit steigender Reboilertemperatur dem Wert eins anndhert. Mit steigender
Reboilertemperatur nimmt somit der Einfluss des Kondensatordrucks auf den Kor-
rekturfaktor ab. Dieser Effekt ldsst sich anhand eines h,s-Diagramms erlautern. Der
Leistungsverlust aufgrund der Dampfentnahme ergibt sich aus unterschiedlichen
Enthalpiedifferenzen, die in den Abbildungen 5.2 bis 5.4 dargestellt sind. Eine Ver-
anderung der Reboilertemperatur bei konstantem spezifischem Warmebedarf be-
wirkt eine Verschiebung des Eintrittszustandes in die ND-Turbinen entlang einer
Isobaren. Dadurch werden die Enthalpiedifferenzen gestreckt oder gestaucht. Die
Isobaren verlaufen nicht parallel sondern weisen im hoéherkalorischen Bereich
grofdere Steigungen auf. Bei hohen Reboilertemperaturen hiangt daher die Stre-
ckung oder Stauchung der Enthalpiedifferenzen im Wesentlichen von der
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Reboilertemperatur und nicht wie bei niedrigen Reboilertemperaturen vom
Kondensatordruck im Auslegungsbetriebspunkt ab.

Mit dem empirischen Ansatz aus (21) lasst sich der Korrekturfaktor aus den Simu-
lationsergebnissen mit hoher Genauigkeit ausdriicken. Es besteht keine Abhangig-
keit des Korrekturfaktors vom USD-A und vom spezifischen Warmebedarf.

Cr,cond = (ar,cond Pcond + br,cond pgond + Cr,cond pgxt + dr,cond ) : (21)
(pcond - 4'0) +1
ancond = 2,12E‘04; bncond = '1,55E'06; Cr,cond = 4‘,51E‘05; dr,cond = '0,0114‘;

[pCOIld] = mbar; [pext] = bar;
Maximaler relativer Fehler: ACiconda = 3 %

5.1.2 Neubau

Im Fall eines Neubaus gilt wie in 3.4.4 erldutert, dass der MD/ND Uberstromdruck
fir den Betrieb bei Volllast mit Dampfauskopplung fiir die geforderte Dampfquali-
tat ausgelegt wird. Bei der Herleitung eines mathematischen Ansatzes fiir die Be-
rechnung des PLF ist deshalb keine Fallunterscheidung wie im Fall einer Nachriis-
tung notwendig. Da das Kraftwerk fiir den Betrieb mit Dampfentnahme ausgelegt
ist, stellt der spezifische Warmebedarf diesmal keine Einflussgrofde dar.

Der Verlauf des PLF ist in Abbildung 5.10 fiir verschiedene Kondensatordriicke in
Abhangigkeit von der Reboilertemperatur dargestellt. Mit steigender
Reboilertemperatur steigt der Exergieanteil des entnommenen Dampfes und somit
der energetische Anteil, der in Wellenleistung umgewandelt werden kann. Aus die-
sem Grund steigt der PLF mit steigender Reboilertemperatur.

Wie fiir den Korrekturfaktor im Fall einer Nachriistung erldutert, wirkt sich ein
kleinerer Kondensatordruck stets wirkungsgradsteigernd aus. Der Verlust an
elektrischer Leistung, der iiber den PLF ausgedriickt wird, steigt daher mit sinken-
den Kondensatordriicken. Dies ist auf eine Zunahme des in den ND-Turbinen ab-
baubaren Enthalpiegefdlles zuriickzufiihren, welches dazu fiihrt, dass der ND-
Dampf bei geringeren Kondensatordriicken mehr Leistung umsetzen kann.
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Abbildung 5.10: PLF in Abhidngigkeit von der Reboilertemperatur fiir verschiedene
Kondensatordriicke (pcond), Neubau

Die Kurvenschar aus Abbildung 5.10 lasst sich im Gegensatz zu den in dieser Arbeit
empirisch erstellten Korrelationen semiempirisch formulieren. Gleichung (22) be-
steht aus zwei Termen, von denen der zweite eine Anlehnung an den Carnot-
Wirkungsgrad darstellt (physikalischer Term). Mit der Sattdampftemperatur des
entnommenen Dampfes t53f und der Kondensatortemperatur t.,,q wird der Car-
notfaktor ermittelt. Mit dem ersten Term wird die Uberhitzung des Dampfes in der
Uberstromleitung in Abhingigkeit vom Entnahmedruck beriicksichtigt (empiri-

scher Term).

O = (ag + by Pext) * (1 - —t°°“d+273'15) (22)

t$3t1273,15
ag = 0,8, bg = 0,01,

[pext] = bar; [tcond] = OC; [tggg] = OC;
Maximaler relativer Fehler: Aogmax=1 %
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5.2 Leistungsverlust durch CO,-Verdichtung

Der Leistungsverlust durch die CO2-Verdichtung besteht aus drei Anteilen:

Den grofdten Anteil stellt die erforderliche elektrische Antriebsleistung dar.
Diese wird tiber den Term APy, aus Gleichung (7) berticksichtigt. Die fiir
die Berechnung des Leistungsverlusts erforderliche Zielgrof3e aus der Simu-
lation des CO2-Verdichtungsprozesses ist der spezifische elektrische An-
triebsbedarf weomp (MJei/kg CO2). Die Berechnung des Leistungsverlusts
AP.omp erfolgt unter Beriicksichtigung des abgetrennten CO2-Massenstroms

Mco, hach Gleichung (23).
APcomp = WcommeOZ (23)

Dariiber hinaus fallt Abwarme in den ZK an. Der Kiihlbedarf fiihrt zu einer
erh6hten Leistungsaufnahme der Kiihlwasserpumpen und wird in Glei-
chung (7) uber AP, berticksichtigt. Die Umrechnung des Kiihlbedarfs in ei-
nen elektrischen Leistungsverlust erfolgt in Kapitel 5.4. Die fiir die Berech-
nung des Leistungsverlusts erforderliche Zielgrofde aus der Simulation des
CO2-Verdichtungsprozesses ist der spezifische Kiihlbedarf qcomp (M]m/kg
COz).

Ein Teil der Abwarme aus den ZK kann in den Kraftwerksprozess integriert
werden und wird in Gleichung (7) liber den Term AP,; berticksichtigt. Die
Umrechnung von integrierter Abwarme in elektrische Leistung erfolgt in
Kapitel 5.5. Die fiir die Berechnung der Leistung erforderlichen Zielgrofien
aus der Simulation des CO2-Verdichtungsprozesses sind die spezifischen
nutzbaren Abwarmestrome gwh,compi (MJin/kg CO2) und die entsprechenden
Temperaturniveaus der nutzbaren spezifischen Abwarmestrome twncompi

(°O).

Der aus energetischer Sicht optimale Verdichtungsprozess ohne Berticksichtigung

von Warmeintegration ergibt sich aus einer konstruktiv grof3tmoglichen Anzahl an

ZK. Unter Bericksichtigung von Warmeintegration hangt die optimale

Verdichterkonfiguration vor allem von dem Vorhandensein von Warmesenken auf

der Wasser-Dampf-Seite des Kraftwerksprozesses ab. Sowohl die Qualitat (Tempe-

ratur) als auch die Quantitat (Warmemenge) der Abwarme aus dem Verdichtungs-

prozess kann iiber die Anzahl und Position der ZK variiert werden.
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Das Gesamtdruckverhaltnis ergibt sich aus dem in dieser Arbeit festgelegten CO»-
Verdichteraustrittsdruck von 110 bar und dem je nach COz-Abtrennungsprozess
variierenden Eintrittsdruck in die CO:-Verdichter. Das durchschnittliche Stufen-
druckverhaltnis 7rstge lasst sich aus dem Gesamtdruckverhaltnis IT und der Stufen-
anzahl nstage nach Gleichung (24) berechnen.

_ nstagi/ﬁ (2 4)

Tstage

Die Auswertung von Gleichung (24) ist in Abbildung 5.11 fiir eine Stufenanzahl von
vier, sechs und acht grafisch dargestellt. Der in Tabelle 4.5 definierte Grenzbereich
fiir das Stufendruckverhaltnis ist als schraffierte Flache gekennzeichnet. Mit den
drei Stufenanzahlen kénnen innerhalb des Grenzbereichs Eintrittsdriicke zwischen
0,3 bar (8 Stufen) und 28,6 bar (4 Stufen) berticksichtigt werden. Fiir Eintrittsdri-
cke zwischen 5,7 bar und 7,5 bar konnen alle drei Stufenanzahlen verwendet wer-

den.
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Abbildung 5.11: Durchschnittliches Stufendruckverhiltnis in Abhdngigkeit vom Eintritts-

druck der CO;-Verdichter fiir verschiedene Stufenanzahlen, CO--
Verdichteraustrittsdruck 110 bar
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Die oben genannten Zielgrofden Weomp, gecomp Und twhcomp hdngen vor allem von der
Anzahl der ZK ab. In Abbildung 5.12 ist der Einfluss der ZK-Anzahl auf den spezifi-
schen elektrischen Antriebsbedarf fiir drei verschiedene Eintrittsdriicke exempla-
risch dargestellt. Dabei wird eine gleichmafiige Verteilung der ZK angestrebt. D. h.,
dass die Druckverhaltnisse der Verdichterstufen vor und hinter den einzelnen ZK
moglichst gleich ausgelegt sind. Es wird deutlich, dass der spezifische elektrische
Bedarf mit zunehmender ZK-Anzahl abnimmt. Dariiber hinaus sinkt der Einfluss
der ZK-Anzahl auf den spezifischen elektrischen Bedarf mit zunehmender ZK-
Anzahl. Fiir einen Eintrittsdruck von 1 bar bewirkt, im Vergleich zu einem ZK, ein
zweiter ZK eine Verringerung des spezifischen elektrischen Bedarfs um etwa
0,1 MJei/kg CO2. Der dritte ZK hingegen bewirkt nur noch eine zusatzliche Verrin-
gerung von etwa der Halfte (0,05 MJei/kg CO2).
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Abbildung 5.12: Spezifischer elektrischer Antriebsbedarf der CO:-Verdichter in Abhingig-
keit von der Anzahl der Zwischenkiihler fiir verschiedene Eintrittsdriicke in
den CO:-Verdichter pcomp,in, COz2-Verdichteraustrittsdruck 110 bar

Neben dem spezifischen elektrischen Antriebsbedarf hdangen auch die Zielgréfien
qcomp Und twh comp von der Anzahl der ZK ab. Um ein grofdes Spektrum verschiedener
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ZK-Anzahlen und ZK-Positionen systematisch zu untersuchen, werden fiir die drei
Stufenanzahlen acht, sechs und vier jeweils zwei Verdichterkonfigurationen be-
trachtet. In Konfiguration 1 wird die maximal moégliche Anzahl an Zwischenkiihlern
nic verwendet. Es gilt nic = nstage — 1. Das Gesamtdruckverhaltnis wird unter Bertick-
sichtigung der unter Kapitel 4.2 beschriebenen Abwertung des Druckverhaltnisses
dquivalent auf die einzelnen Stufen verteilt. Dadurch ergibt sich fiir Konfiguration 1
ein nahezu identisches Temperaturniveau des COz-Massenstroms an jedem Stufen-
austritt. In Konfiguration 2 entspricht die Zwischenkiihleranzahl der Halfte der
Stufenanzahl. Fiir die hier betrachteten Varianten mit gerader Anzahl von
Verdichterstufen gilt nic = %2 nstage. Dabei wird im Vergleich zu Konfiguration 1 nicht
jeder ZK berticksichtigt, ohne jedoch die Druckverhaltnisse pro Stufe zu verdandern.
Fiir Konfiguration 2 existieren zwei Temperaturniveaus abhangig davon, ob vor der
Stufe ein ZK vorgesehen ist oder nicht. Fiir beide Temperaturniveaus ergibt sich ein
unterschiedlicher Abwarmestrom. Alle Warmestrome auf gleichem Temperaturni-
veau werden fiir die Darstellung der Ergebnisse addiert.

0,20 : : : : : :
- -#- - Wassergesattigter CO_-Strom am Eintritt .
Sv 1| - - - Trockener CO_-Strom am Eintritt |
O i i i i : :
e R s S e
'_>£
= ]
(D)
= | | | | | |
g 012 drmommmeeeeeoes frommmmmoeeoes bommnmmeee oo boommmmoee oo peome e poooee
= | | | | | |
8 |
< i :
) !
e |
2 ! ! ! !
= 0,08 - - m el
‘N - | | |
3 ' T m : r”
e m---=-==¥

U) -1 . ______ * ______ ?—

0,04 S S S S S

ZK 1 ZK 2 ZK 3 ZK 4 ZK 5 NK

Zwischenkuhler

Abbildung 5.13: Verteilung der spezifischen Abwirme auf die einzelnen Zwischenkiihler bei
Verwendung von sechs Verdichterstufen, NK = Nachkiihler, Eintrittsdruck
2 bar, Austrittsdruck 110 bar
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5.2 Leistungsverlust durch CO,-Verdichtung

Die Verteilung der Abwarmestrome auf die ZK ist in Abbildung 5.13 exemplarisch

fiir Konfiguration 1 mit 6 Stufen dargestellt. Es zeigt sich, dass die Abwarmestrome

fiir einen mit Wasser gesattigten CO2-Strom am Eintritt des Verdichters mit stei-

gender Stufenzahl zundchst abnehmen und ab Stufe 3 wieder ansteigen. Im Nach-

kiihler stromabwarts der letzten Stufe fallt der grofite Abwarmestrom an. Zwei ge-

genlaufige Effekte flihren zu diesem Verlauf:

Der Anteil an Wasserdampf im COz-Strom wird in den ZK kondensiert und
anschlief3end in fliissiger Form abgeschieden. Die thermische Energie der
Verdampfungsenthalpie des Wassers wird tliber die ZK abgefiihrt. Dadurch,
dass der Grofdteil des Wassers bereits hinter den ersten Stufen als fliissige
Phase anfallt und die Restfeuchte mit einem Molsieb hinter der vierten Stufe
abgeschieden wird, fallt nur in den vorderen ZK Abwarme durch kondensie-
rendes Wasser an. Der Vergleich mit einem trockenen CO2-Strom am Eintritt
in Abbildung 5.13 verdeutlicht dies.

Bei gleicher Temperatur hat der CO2-Strom bei h6herem Druck eine kleine-
re Enthalpie. D. h,, dass bei der Kiihlung im ZK mehr thermische Leistung
umgesetzt wird als elektrisch fiir die Verdichtung in der stromaufwarts ge-
legenen Stufe notwendig ist. Dieser Effekt verstarkt sich mit Anndherung an
den kritischen Punkt. Verdeutlicht wird dies in dem t,s-Diagramm der Ab-
bildung 5.14. Dabei stellt die Flache unter den Kiihlverldufen bis herab zum
absoluten Nullpunkt die jeweils anfallende spezifische Abwarme im ZK dar.
Diese vergrofdert sich mit zunehmendem Druckniveau und fiihrt zu den in
Abbildung 5.13 dargestellten hohen Abwarmestromen in den hinteren ZK
der CO2-Verdichter.

71



Kapitel 5: Erstellung von Korrelationen anhand der Simulationsergebnisse
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Abbildung 5.14: T,s-Diagramm fiir die Verdichtung von CO;, 6 Stufen, Konfiguration 1, Ein-
trittsdruck 2 bar, Austrittsdruck 110 bar

Der elektrische Bedarf der einzelnen Stufen hdngt von dem darin umgesetzten
Druckverhéltnis ab und ist somit fiir alle Stufen annahernd konstant. Aufgrund der
ungleich verteilten Abwarmestrome lassen sich die Positionen der ZK in Konfigura-
tion 2 so wahlen, dass der Grofdteil der Abwarme auf dem hoheren Temperaturni-
veau vorliegt, ohne dass der spezifische elektrische Bedarf erhéht wird. Dazu wird
der letzte ZK stromaufwarts der vorletzten Stufe vorgesehen, sodass das Tempera-
turniveau im Nachkiihler angehoben wird. In Abbildung 5.15 ist die
Verdichterkonfiguration 2 fiir alle in dieser Arbeit betrachteten Stufenzahlen dar-
gestellt. Die darin rot aufgefiihrten ZK kennzeichnen das jeweils hohe Temperatur-
niveau, die blauen ZK kennzeichnen das jeweils niedrige Temperaturniveau. Bei
der vierstufigen Variante fallt ausschlief3lich im Nachkiihler Abwarme auf hohem
Temperaturniveau an.
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Abbildung 5.15: Verdichterkonfiguration 2, rot £ Abwirme auf oberem Temperaturniveau, blau

2 Abwirme auf unterem Temperaturniveau

In Abbildung 5.16 sind alle Zielgroflen exemplarisch flir Konfiguration 2 mit
6 Stufen in Abhangigkeit vom Eintrittsdruck der Verdichter dargestellt. Der spezifi-
sche elektrische Bedarf weomp steigt mit sinkendem Eintrittsdruck exponentiell an.
Alle weiteren Zielgrofien zeigen einen dhnlichen Verlauf. Durch die oben beschrie-
bene Positionierung der ZK kann erreicht werden, dass der Abwarmestrom auf
dem hoheren Temperaturniveau qwncompz drei- bis viermal grofder ist als der
Abwarmestrom auf dem niedrigeren Temperaturniveau gwncomp1. Die dazugehori-
gen Temperaturniveaus twh,compi liegen fir gwh,comp1 Zwischen 70 °C und 121 °C und
fir qwh,compt Zwischen 102 °C und 223 °C. Alle Zielgrofien der untersuchten Stufen-
zahlen sind fur beide Konfigurationen in Anhang A.6 dargestellt.
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Abbildung 5.16: Zielgrofdien der Verdichtersimulation fiir 6 Stufen, Konfiguration 2, Aus-

trittsdruck 110 bar
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5.2 Leistungsverlust durch CO,-Verdichtung

Die ideale technische Verdichtungsarbeit w; lasst sich fiir eine Stufe unter der An-
nahme idealen Gasverhaltens nach Gleichung (25) berechnen.

K—1
we = —_RT;, <nst’;ge _ 1) (25)

k—1

Dabei ist k der Isentropenexponent, R die spezifische Gaskonstante und Ti, die Ein-
trittstemperatur. Fiir mehrstufige Verdichter, bei denen der CO2-Strom zwischen
jeder Stufe auf die Eintrittstemperatur gekiihlt wird, ldsst sich daraus
Gleichung (26) ableiten.

Nstage
R

K
Wy = KTlRTin Z T[St};gei — nstage (26)
i=1

Ein einfacher physikalischer Ansatz wie Gleichung (26) lasst keine einfache Mog-
lichkeit zur Berticksichtigung von Verlusten zu. Aus diesem Grund wird fiir die Be-
rechnung der Zielgrof3en eines realititsnahen Verdichtungsprozesses eine empiri-
sche Korrelation verwendet. Aufgrund der dhnlichen Kurvenverldufe kann der
gleiche mathematische Ansatz fir die Zielgrofden weomp und gwhcomp in den Glei-
chungen (27) und (28) verwendet werden. Die Koeffizienten ergeben sich je nach
Zielgrofie, Verdichterkonfiguration und Stufenzahl.

bcomp,w
Weomp = Qcomp,w * Pip + Ccomp,w

(27)

(28)

dwh,comp; = Acomp,q; * Pin,comp + Ccomp,g;
Konfiguration 1 (nic = Nstage — 1) Konfiguration 2 (nic = %2 Nstage)

8 Stufen 6 Stufen 4 Stufen 8 Stufen 6 Stufen 4 Stufen

Acomp,w 935 1025 1056 779,3 848,4 1002
Beompw -0,1098 -0,1052 -0,1134 -0,1531 -0,1526 -0,141
Ccomp,w -573,7 -646,7 -644,6 -382,7 -426,5 -539,8
Qcomp,q1 433,3 549,1 -20630 90,05 139,9 256,4
beomp,q1 -0,4401 -0,3457  5,006E-3 | -0,3729 -0,2587 -0,3772

Ccomp,ql 214,1 118,3 21250 36,09 12,84 11,47
acomp,qz - - - 376,7 456,4 -384,2
bcomp,qz - - - '0,4’585 '0,3836 0,1387

Ccomp,q2 - - - 187,6 100 802,4
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[Wcomp] = M]el/kg COg; [CIwh,comp] = M]th/kg COg; [pin,comp] = bar;
Maximaler relativer Fehler: Awcompmax = 1 %; AGwh,compmax = 1 %

Die COz-Temperaturen t.p comp; hinter dem ZK hdngen von dem vorher umgesetz-
ten Druckverhaltnis und den polytropen Wirkungsgraden der stromaufwarts gele-
genen Stufen ab. Dadurch, dass die Druckverhaltnisse und Wirkungsgrade der ein-
zelnen Stufen leicht variieren (vgl. Kapitel 4.2), ergeben sich fiir ein gleiches
Temperaturniveau um =+ 3 K voneinander abweichende ZK-Austrittstemperaturen.
Fir die Berechnung wird eine gemittelte Temperatur fir tyn comp, angenommen,
die fiir jede Konfiguration in Abhingigkeit vom gemittelten Stufendruckverhaltnis
Tstage NAch Gleichung (29) berechnet werden kann.

twh,compi = acomp,ti ’ ﬂ:::;p,ti + Ccomp,tl- (29)
Moage = V1T (30)
Konfiguration 1 Konfiguration 2
(Nic = Nstage — 1) (Nic = Y2 Nstage)
twh,comp twh,comp1
Qcomp,t1 495 1615
beomp,t1 0,1776 0,05405
Ccomp,tl -456,8 -1574
Acomp,i2 - 1076
beomp,t2 - 0,1793
Ceomp,t2 - -1041

[twh,comp] =°G; [T[stage] =- [nstage] =- [H] =-
Maximaler relativer Fehler: Atwh,compmax =1 %

Die fiir einen bestimmten Abtrennungsprozess optimale Verdichterkonfiguration
und Stufenanzahl hingt vom Potenzial der Warmeintegration ab. Die Kennzahlen
der Warmeintegration sowie der Optimierungsalgorithmus fiir die COz-Verdichter
werden in Kapitel 5.5 erldutert.
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5.3 Leistungsverlust durch elektrische Verbraucher

5.3 Leistungsverlust durch elektrische Verbraucher

Der Leistungsverlust durch elektrische Verbraucher AP, ergibt sich nach Glei-
chung (31).

Naux

APy = Z Waux; Mco2 (31)

i=1

Dabei stellt naux die Summe der elektrischen Verbraucher innerhalb des CO--
Abtrennungsprozesses und wauxi deren jeweiligen spezifischen elektrischen Bedarf
(MJei/kg CO2) dar. Die grofdten Verbraucher sind iiblicherweise das Rauchgasgebla-
se zur Uberwindung der rauchgasseitigen Druckverluste und die Lésungsmittel-
pumpen.

5.4 Leistungsverlust durch Kiihlbedarf

Der Leistungsverlust durch Kiihlwasserpumpen fiir den zusatzlichen Kiihlbedarf
AP, ergibt sich indirekt aus den spezifischen Kiihlbedarfen gcooli (MJm/K] CO2) des
CO2-Abtrennungsprozesses und der COz-Verdichtung. Fiir die Umrechnung des er-
forderlichen Kiihlwassermassenstroms m,, in einen elektrischen Leistungsverlust
wird die Kennzahl ¢ verwendet, die in Gleichung (32) definiert ist. Dabei wird an-
genommen, dass im Kiihlwasserkreislauf ein Druckverlust von 3 bar iberwunden
werden muss. Der verwendete kumulierte Antriebswirkungsgrad fiir die Kiihlwas-
serforderung (Pumpe + Motor) betragt 77 %.

0= i_f cw (32)
cw
¢ = 3,882E-04;

[¢] = MWei/(kg/s); [APew] = MWe; [mhcy ] = Kg/s;
Maximaler relativer Fehler: A@max = 0,1 %

Der erforderliche Kiihlwassermassenstrom ldsst sich nach Gleichung (33) aus den
spezifischen Kiihlbedarfen berechnen.

_ (2?301 qcooli)mCOZ (33)
ATy Cp,cw

cw
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Dabei ist neol die Anzahl an spezifischen Kiihlbedarfen qcooli, AT, die Aufwarm-
spanne des Kiihlwassers und cpcw die spezifische Warmekapazitat des Kiihlwas-
sers. Die Kiihlbedarfe umfassen alle Abwarmestréome aus CO2-Abrennung und CO2-
Verdichtung, die nicht in den Kraftwerksprozess integriert werden kénnen (vgl.
Kapitel 5.5).

5.5 Leistungsgewinn durch Warmeintegration

Durch die Integration von Abwarme in den Kraftwerksprozess konnen die in den
vorangegangenen Kapiteln beschriebenen Wirkungsgradeinbufden reduziert wer-
den. Als Warmesenke eignet sich dabei vor allem die ND-Vorwarmstrecke des
Kraftwerksprozesses (vgl. Kapitel 3.4.2).

Das Vorgehen zur Abschitzung des energetischen Potenzials der Warmeintegrati-
on lasst sich in drei Problemstellungen gliedern:

e Abschitzung, wie viel Abwarme maximal in die ND-Vorwarmstrecke inte-
griert werden kann;

e Berechnung, wie viel Abwarme effektiv, also auf passendem Temperaturni-
veau, zur Verfligung steht;

e Umrechnung der in Form thermischer Energie integrierten Abwarme in ei-
nen elektrischen Leistungsgewinn.

Wie bei der Berechnung des Leistungsverlusts durch Dampfentnahme in Kapi-
tel 5.1 muss auch hier zwischen den Integrationsvarianten Nachriistung und Neu-
bau unterschieden werden. Da sich die dabei verwendeten Ansatze dhneln, erfolgt
eine detaillierte Erlduterung nur fiir die Integrationsvariante Nachriistung.

5.5.1 Nachriistung

Die maximal integrierbare spezifische Abwarme gnimax (MJm/kg CO2) lasst sich an-
hand des maximalen Kondensatmassenstroms stromabwarts der Kondensatpumpe
Mcondmax (Siehe Erlduterungen zu Gleichung (39)) und der maximal méglichen
Aufwarmspanne Atcondgmax nach Gleichung (34) berechnen.

_ mcond,max Ep Atcond,max (34)
th,max - .
Mco2
Atcond,max = tcond,up - tcond,low (35)
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5.5 Leistungsgewinn durch Warmeintegration

Dabei ist ¢, die spezifische mittlere Warmekapazitat des Kondensats. Die maximal

mogliche Aufwirmspanne Atcondmax 1dsst sich anhand des t,Q-Diagramms aus Ab-
bildung 5.17 erlautern. Sie ergibt sich zum einen aus der maximalen Temperatur
des durch Abwarme aufgewarmten Kondensats tcondup (Gleichung (36)) und zum
anderen aus tcondlow (Gleichung (38)).

tcond,up = max ((thi,up - AThi,up); (tfwt - Awat)) (36)

Dabei ist AThiup die obere Gradigkeit im Abwarmeiibertrager, tr: die Speisewasser-
temperatur am Austritt des SWB und ATt die notwendige Unterkiihlung des Kon-
densats vor Eintritt in den SWB. ts: ldsst sich mit der empirischen Gleichung (37)
fiir verschiedene USD-A berechnen.

b
teew = Qfwt p][f{,vftl (37)

dfwt = 140,58, bfwt = 0,1377,
[tewt] = °C; [pipLp] = bar;
Maximaler absoluter Fehler: Atavtmax = 3 K

Die Kondensattemperatur am Austritt der Kondensatpumpe tcondlow €rgibt sich aus
der empirischen Gleichung (38) in Abhingigkeit vom Kondensatordruck im Ausle-
gungsbetriebspunkt pcond und vom spezifischen Warmebedarf grep.

¢ _ @hi,cond Pcond + bhi,cond Qreb t Chi,cond Pcond Y9reb (38)
cond,low —
dhi,cond + Pcond

(hi,cond = 85,91; bhi,cond = 49,78; Chicond = -8,557; dhi,cond =73,77;
[tcond,low] =°C; [pcond] = mbar; [qreb] = M]th/kg COz;
Maximaler absoluter Fehler: Atcondlowmax = 3 K
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hi,up’ “'wh,comp

cond,up

Temperatur (°C)

hi,low

cond,low |- —

0 Ubertragene Warme (MW,) th,max

Abbildung 5.17: Qualitatives t,Q-Diagramm fiir die Wirmeintegration in die ND-
Vorwirmstrecke

Der maximale Kondensatmassenstrom .onqmax aus Gleichung (34) ergibt sich
genau dann, wenn alle Turbinenanzapfungen zur Kondensatvorwarmung geschlos-
sen sind, sodass der gesamte ND-Dampf, der in die ND-Fluten eintritt, auch den
Kondensator passiert. Mgondmax hdngt nicht nur vom Warmebedarf der Abtren-
nungsanlage gre» ab, sondern auch von der maximalen Temperatur des durch Ab-
warme aufgewarmten Kondensats teond,up- Bei kleinen Werten fiir tcond,up, die mit der
Abwarmequelle erreicht werden, ist zusdtzlicher Anzapfdampf fiir die weitere
Vorwarmung des Kondensats notwendig, der nicht den Kondensator passiert und
somit MM ¢ong max reduziert. Fir unterschiedliche USD-A ergeben sich aufgrund der
Optimierung der Anzapfdriicke (vgl. Kapitel 4.1.4) unterschiedliche Anzapfmas-
senstréme. Die daraus resultierende Anderung von monq max Wird tiber den Kor-
rekturfaktor Ccondmax berticksichtigt, sodass 7.onqmax Mit den empirischen Glei-
chungen (39) und (40) berechnet werden kann.

. . (ahi,m Greb T bhi,m) tcond,up + Chim Qreb T dhi,m (39)
Mcond,max — Mcoz2 CCR * Lcond,max
— 2
Ccond,max = d¢,cond,max (pIPLP + bc,cond,max) dreb +1 (40)
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anim = -6,113E-04; bhim = 4,436 E-03; chim =-0,2819; dhim = 2,035
Accondmax = 1,9E-03; becondmax = -5,4;

[mcond,max] = kg/s; [mco2] = kg/s COz (abgetrennt); [greb] = MJum/kg CO2;
[tcondup] = °C; [CCR] = -; [pipLp] = bar;

Maximaler relativer Fehler: Am o4 max = 3 %

Die maximal integrierbare spezifische Warme gnimax hangt, wie oben gezeigt, von
zahlreichen Einflussgrof3en ab. In Abbildung 5.18 ist gnimax exemplarisch fiir einen
Kondensatordruck von 40 mbar und einen MD/ND-Uberstromdruck im Ausle-
gungsbetriebspunkt von 5 bar fiir verschiedene spezifische Warmebedarfe in Ab-
hangigkeit von der oberen Temperatur der Abwarme dargestellt. Es wird deutlich,
dass gnimax bis zu einer oberen Temperatur der Abwarme von 170 °C anndhernd
linear mit tn;up ansteigt. Die Steigung ist dabei abhangig vom spezifischen Warme-
bedarf. Je mehr Warme fiir die Losungsmittelregeneration entnommen wird, desto
weniger Massenstrom passiert den Kondensator. Ab einer Temperatur von 170 °C
bleibt gnimax konstant, da die minimale Unterkiihlung des Kondensats vor Eintritt in
den SWB erreicht wird.

Die tatsdchlich integrierte Warme gniuseda €rgibt sich nach Gleichung (41) entweder
aus der nutzbaren Abwirme gni oder aus der maximal integrierbaren Abwarme

(hi,max-

Ghi,used = min (th,max' th) (41)
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14
qreb

—a— 2 MJ, /kg CO,
—e— 3 MJ, /kg CO,
—a— 4 MJ,/kg CO,

12+

Maximal integrierbare spezifische
Warme g, (MJ, /kg CO,)

T T T
120 140 160 180

Obere Temperatur der Abwarme t_ o (°C)

Abbildung 5.18: Maximal integrierbare spezifische Warme in Abhingigkeit von der oberen
Temperatur der Abwirme fiir verschiedene spezifische Wirmebedarfe,
Kondensatordruck im Auslegungsbetriebspunkt 40 mbar, MD/ND-
Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt 5 bar, CO;-Abtrennrate 0,9,
Nachriistung

Die in Form von thermischer Energie Q,; integrierte Abwirme bedarf einer Um-
rechnung in den elektrischen Leistungsgewinn APy; in Gleichung (7). Dazu wird in
Anlehnung an den PLF ein Power Gain Factor (PGF) nach Gleichung (42) definiert.

APy APy

= . (42)
Qni  9ni Mco2

Ohj

Der PGF hangt, wie in Abbildung 5.19 dargestellt, im Wesentlichen vom Tempera-
turniveau tniup der verfligharen Abwarme ab. Bei kleinem ¢y up werden nur die An-
zapfungen auf sehr niedrigem Druckniveau entlastet, sodass der PGF einen kleinen
Wert annimmt. Bei hohem ¢y, hingegen werden hoherkalorische Turbinenanzap-
fungen entlastet, woraus ein hoher PGF resultiert.

Hohe Warmebedarfe fiihren zu einem hohen PGE Der Grund dafiir ist eine hohe
Druckabsenkung aller Anzapfdampfmassenstrome in der ND-Turbine. Damit fallen
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5.5 Leistungsgewinn durch Warmeintegration

auch die Temperaturniveaus in den ND-Vorwarmern. Da jedoch der SWB von einer
MD-Turbinenanzapfung gespeist wird, hat der Warmebedarf keinen Einfluss auf
das Druck- und Temperaturniveau des SWB. Bei kleineren Temperaturniveaus in
den ND-Vorwarmern werden die Anzapfungen stromaufwarts der ND-Turbinen
starker beansprucht. Durch Warmeintegration konnen diese Anzapfungen wieder
entlastet werden, sodass sich fiir hohe Warmebedarfe ein hoher PGF ergibt.

qrebi ! ! ! ! ! ;
| | | | n
2209 —a—a My kg CO, [T o ;-’-"/'f.”“&'h'i';
|| ——3My/kgcCO, | I i il U
— —a—2MJ kg CO, | | e A
T 0154 ‘ e B ey T e
S 1 A
& | - A e e
LL : | / o N | : |
T SR ' Ol N B S —
b i o e i i i i i
- R g L R R B
o v % 1 1 1 1 1
a _— Q/‘ ! ! : : : :
0051 b B o o
] A/
000 +—F——F——F———F—+—F——1T——T——T—
60 80 100 120 140 160 180 200 220

Obere Temperatur der Abwarme t o (°C)

Abbildung 5.19: PGF in Abhingigkeit von der oberen Temperatur der Abwirme fiir ver-
schiedene Wirmebedarfe gr.,, Nachriistung

Da die ND-Anzapfungen bei der Warmeintegration entlastet bzw. abgeschaltet
werden, verbleibt zusatzlicher Dampf zur Leistungssteigerung in den ND-Turbinen.
Die umgesetzte Leistung in den Turbinen hingt vom abgebauten Enthalpiegefalle
ab. Da das abgebaute Enthalpiegefille vom Kondensatordruck abhangt, beeinflusst
der Kondensatordruck auch den PGF, sodass fiir die Bestimmung des PGF der Kor-
rekturfaktor Chicond herangezogen wird. Dieser ist in Abbildung 5.20 in Abhangig-
keit vom Kondensatordruck im Auslegungsbetriebspunkt p.onda dargestellt. Fiir die
Erh6hung von pcond von 40 mbar auf 50 mbar wird der PGF beispielsweise um den
Faktor 0,9 reduziert.
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Abbildung 5.20: PGF Korrekturfaktor Cpicona in Abhingigkeit vom Kondensatordruck im
Auslegungsbetriebspunkt, Nachriistung

Die Berechnung des PGF erfolgt iiber die empirischen Gleichungen (43) und (44).

_ 2 2
Ohir = (@nir + Dhir Greb + Chir thiup + hir Goeb + Ehir thi,up) * Chi,cond (43)

— 2
Chi,cond = Qhij,cond Pcond + bhi,cond Pcond + Chi,cond (44’)

ahir = -0,1594; bhir = 0,01977; chir = 2,47E-03; dhir = -7,52E-04;

énir = -4,91E-06; anicond = -1,137E-04; bhicond = -3,267E-04;

(hicond = 1,17;

[onir] = -5 [qreb] = M]/kg CO2; [thiup] = °C; [Chicond] = -; [Pcond] = mbar;
Maximaler relativer Fehler: Achirmax = 4 %

5.5.2 Neubau

Die Bestimmung des Leistungsgewinns durch Warmeintegration lasst sich fiir die
Integrationsvariante Neubau mit wenigen Ausnahmen aus Kapitel 5.5.1 tiberneh-
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5.5 Leistungsgewinn durch Warmeintegration

men. Die Unterschiede werden im Folgenden erldutert. Da bei der Integrationsva-
riante Neubau der Kondensatordruck bei Dampfentnahme dem Auslegungswert
entspricht, ist die Kondensattemperatur tcondjow gleich der Sattigungstemperatur
des gewahlten Kondensatordrucks, sodass Gleichung (38) entfillt. Anstelle von
Gleichung (35) wird fir die Berechnung der maximal mdéglichen Aufwarmspanne
Atcondmax Gleichung (45) verwendet, in der die Temperaturerhéhung durch die
Kondensatpumpe vernachlassigt wird.

Atcond,max = tcond,up - tsat(pcond) (45)

Die maximal integrierbare Abwarme gnimax lasst sich auf gleiche Weise wie fiir die
Integrationsvariante Nachriistung innerhalb der angegebenen Genauigkeit berech-
nen.

Da die Vorwarmstrecke fiir den Betrieb mit Dampfentnahme ausgelegt wird, hat
der Warmebedarf fiir die Integrationsvariante Neubau keinen Einfluss auf den PGE.
Der Einfluss des oberen Temperaturniveaus thup auf den PGF ist fiir verschiedene
Kondensatordriicke pcond in Abbildung 5.21 dargestellt. Wie in Kapitel 5.5.1 erlau-
tert, fithrt ein hoher Wert flir tpup und ein kleiner Wert fiir pcond Zu einem hohen
PGE.
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Abbildung 5.21: PGF in Abhingigkeit von der oberen Temperatur der Abwirme fiir ver-
schiedene Kondensatordriicke pcong, Neubau

Der PGF fiir Neubau lasst sich nach Gleichung (46) anstelle von Gleichung (43) be-
rechnen.

_ 2
Ohig = Ghig thiup T Phig Peond + Chig thiup T Ahig thiup Peond (46)

anig = 1,626E-03; bhig = -1,074E-03; chig = -2,77E-06; dhig = 3,47E-06;
[O'hi,g] = [thi,up] =°G; [pcond] = mbar;
Maximaler relativer Fehler: Achigmax =2 %

5.5.3 Optimierte Beriicksichtigung mehrerer Abwarmequellen

Die im Folgenden erlauterte Beriicksichtigung mehrerer Abwarmequellen gilt so-
wohl fiir Neubau als auch fiir den Nachriistfall. Falls mehrere Abwarmequellen zur
Verfligung stehen, konkurrieren diese insofern, als die gesamte integrierbare
Warmemenge begrenzt ist. Um die energetisch bestmogliche Abwarmeausnutzung
zu gewahrleisten, sollten zwei wesentliche Punkte beachtet werden:
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e Abwirmequellen, die ohne zusatzlichen energetischen Aufwand zur Verfii-
gung stehen, sollten bevorzugt verwendet werden.

e Abwirmequellen auf hohem Temperaturniveau sollten bevorzugt verwen-
det werden.

Aus diesen beiden Punkten resultiert eine Berechnungsanweisung fiir die tatsach-
lich integrierte Abwarme gniused aus einer Abwarmequelle i, die in Gleichung (47)
mathematisch  beschrieben ist. Dabei wird vorausgesetzt, dass die
Abwarmequellen unter Berlicksichtigung der beiden oben aufgefiihrten Punkte
sortiert sind. D. h., dass die Abwarmequelle auf dem hochsten Temperaturniveau,
die ohne zusatzlichen Aufwand zur Verfligung steht, den Index i = 1 erhalt.

niused; = Max {0, [Min( qhimax; — Lkt Thiusedy » Ihiy) ]} (47)

Dabei ist gn; die nutzbare spezifische Abwarme und gnimax die maximal integrierba-
re spezifische Abwarme. Die Summe aller gy seq, €rgibt die gesamte integrierte

spezifische Abwarme. Unter Anwendung dieser Berechnungsanweisung gelingt es,
das maximale Potential der Warmeintegration unter Nutzung verschiedener
Abwarmequellen zu berechnen. Die Umrechnung der aus jeder Quelle integrierten
Abwarme in den entsprechenden Leistungsgewinn erfolgt so wie in den Kapi-
teln 5.5.1 und 5.5.2 erlautert. Die verfiigbare, aber nicht integrierte spezifische Ab-
warme gcwni (Gleichung (48)) wird dem Kiihlbedarf zugeschlagen und nach Kapi-
tel 5.4 in einen elektrischen Leistungsverlust umgerechnet.

Gew,hi; = 9ni; — hiused; (48)

Die Menge und das Temperaturniveau der Abwarme aus der COz-Verdichtung kann
durch Reduktion der Zwischenkiihleranzahl erh6ht werden. Da dies jedoch auch
eine Steigerung der elektrischen Antriebsleistung zur Folge hatte, zahlt die Ab-
warme aus der COz-Verdichtung zu den nicht bevorzugten Abwarmequellen. Mit
der oben beschriebenen Berechnungsanweisung lasst sich bei Kenntnis aller sons-
tigen verfligharen Abwarmequellen die energetisch optimale
Verdichterkonfiguration ermitteln.

5.6 Implementierung der Korrelationen

Die in dieser Arbeit entwickelten Korrelationen ermoglichen eine Gesamtprozess-
bewertung und -optimierung ohne die Notwendigkeit eines detaillierten Modells
des Kraftwerksprozesses oder der COz-Verdichtung. In einer Beispielrechnung in
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Anhang A.7 werden die Korrelationen fiir einen angenommenen CO2-
Abtrennungsprozess unter Angabe der wichtigsten Zwischenergebnisse angewen-
det. An der Anzahl der notwendigen Rechenschritte wird deutlich, dass eine manu-
elle Anwendung der Korrelationen nur fiir einzelne Betriebspunkte einer CO;-
Abtrennung sinnvoll ist. Eine Optimierung des CO;-Abtrennungsprozesses durch
Sensitivitatsanalysen variabler Parameter ist nur unter zeitlich erheblichem Auf-
wand durchfiihrbar. Aus diesem Grund wurde im Rahmen dieser Arbeit ein VBA-
basiertes!> Programm erstellt, das iiber eine einfache Oberflache in Microsoft Ex-
cele bedienbar ist. Es enthdlt neben allen Korrelationen und dem Optimierungsal-
gorithmus fiir die Warmeintegration auch die Moglichkeit, den Einfluss zahlreicher
Randbedingungen auf den Gesamtprozess zu quantifizieren. Viele Simulations-
programme bieten fiir Microsoft Excelg eine bereits implementierte Schnittstelle,
sodass das in dieser Arbeit erstellte Programm direkt mit dem gewahlten Simulati-
onsprogramm verkniipft werden kann. Dadurch, dass alle verwendeten Gleichun-
gen analytisch losbar sind, erfordern die Berechnungen keine rechenintensiven
Iterationen. Folglich sind bei der Verkniipfung keine erh6hten Rechenzeiten zu er-
warten, sodass auch umfangreiche Sensitivititsanalysen oder Parametervariatio-
nen unter Beriicksichtigung des Gesamtprozesses ohne zusatzlichen Zeitaufwand
durchgefiihrt werden konnen.

15 VBA - Visual Basic for Applications
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6 GESAMTPROZESSUNTERSUCHUNG UNTER
ANWENDUNG DER KORRELATIONEN

Die erzeugten Korrelationen werden im Folgenden sowohl zur Quantifizierung des
Einflusses von Randbedingungen als auch fiir beispielhafte Gesamtprozessberech-
nungen und —optimierungen angewendet.

6.1 Einfluss ausgewahlter Randbedingungen auf den
Gesamtprozess

Die Einfliisse der wichtigsten Randbedingungen auf den Gesamtprozess werden fiir
die Integrationsvarianten Neubau und Nachriistung anhand der Sensitivitatsanaly-
se in Abbildung 6.1 dargestellt. Fir die Dampfentnahme des CO;-
Abtrennungsprozesses wird dabei ein Warmebedarf von 3,0 MJw/kg CO2 und eine
Reboilertemperatur von 120 °C angenommen. Alle ausgewahlten Randbedingun-
gen (mit Ausnahme der spezifischen CO2-Emisionen¢) werden um +50 % variiert
und die absolute Anderung des Nettowirkungsgradverlusts berechnet.

Da die Erlauterungen zu den einzelnen Randbedingungen fiir beide Integrationsva-
rianten identisch sind, wird im Folgenden nur auf die Ergebnisse fiir die Integrati-
onsvariante Nachriistung eingegangen. Zusatzlich werden die entsprechenden Zah-
lenwerte der einzelnen Sensitivitdten fiir Neubau angegeben.

16 Fiir die spezifischen CO,-Emissionen ergeben sich die maximalen relativen Anderungen geméf3
Tabelle 4.5.

89



Kapitel 6: Gesamtprozessuntersuchung unter Anwendung der Korrelationen
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Abbildung 6.1: Einfluss ausgewihlter Randbedingungen auf den Wirkungsgradverlust fiir
Nachriistung (oben) und Neubau (unten), Wiarmebedarf 3,0 M]J/kg CO,,
Reboilertemperatur 120 °C
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6.1 Einfluss ausgewahlter Randbedingungen auf den Gesamtprozess

Apreb

Der Einfluss des Druckverlusts in der Dampfleitung zum Reboiler auf den Netto-
wirkungsgradverlust ist auf die Anderung der erforderlichen Qualitit des
Entnahmedampfes zuriickzufiihren. Eine Vergrofierung von Aprep von 0,3 bar auf
0,45 bar resultiert im dargestellten Beispiel in einem um 0,15 %-Punkte erh6hten
Nettowirkungsgradverlust. Damit ergibt sich eine durchschnittliche Sensitivitat
von 1,0 %-Punkten pro bar Druckverlust (fiir Neubau: 0,6 %-Punkte pro bar
Druckverlust).

A Treb

Ebenso wie der Druckverlust in der Dampfleitung zum Reboiler beeinflusst die
Gradigkeit im Reboiler die erforderliche Qualitdt des Entnahmedampfes. Aus dem
anndhernd linearen Verlauf in Abbildung 6.1 ergibt sich eine Sensitivitdat von etwa
0,08 %-Punkten pro Kelvin Gradigkeit (fiir Neubau: 0,04 %-Punkte pro Kelvin Gra-
digkeit).

Pcond

Ein niedriger Kondensatordruck wirkt sich, wie in Kapitel 5.1.1 erlautert, zwar
stets wirkungsgradsteigernd aus, fiihrt jedoch im Falle einer Dampfentnahme zu
grofderen Wirkungsgradverlusten. Die Sensitivitdt ist nicht linear und liegt fiir den
in Abbildung 6.1 betrachteten Bereich durchschnittlich bei 0,035 %-Punkten pro
mbar  Kondensatordruck  (fiir ~ Neubau: 0,029 %-Punkte pro mbar
Kondensatordruck).

€coz

Die spezifischen CO;-Emissionen (ohne CO2-Abtrennung) konnen je nach einge-
setzter Kohle variieren!’. Anhand von Abbildung 6.1 wird deutlich, dass sich fiir
den Gesamtprozess bei einer Steigerung der spezifischen Emissionen um 8 % (von
769 g/kWhe auf 830 g/kWhe ohne COz-Abtrennung) ein um 0,5 %-Punkte gestei-
gerter Nettowirkungsgradverlust bei sonst identischen Schnittstellengrofien

17" Ein daraus moglicherweise resultierender veranderter COz-Anteil im Rauchgas kann die Schnitt-
stellengrofien einer COz-Abtrennungsanlage direkt beeinflussen. Aus diesem Grund muss bei ei-
nem Vergleich unterschiedlicher PCC-Verfahren darauf geachtet werden, dass identische Rauch-
gaszusammensetzungen verwendet werden.
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ergibt. Aus dem linearen Verlauf in Abbildung 6.1 lasst sich eine Sensitivitat von
0,08 %-Punkten pro 10 g/kWhe ermitteln (fiir Neubau: 0,08 %-Punkte pro
10 g/kWhe)).

Alle dargestellten Sensitivititen gelten nur fir einen bestimmten Warmebedarf
und eine bestimmte Reboilertemperatur. Dadurch, dass sich die Randbedingungen
gegenseitig beeinflussen und dariiber hinaus von den Schnittstellengréfien abhan-
gen, konnen die durchschnittlich ermittelten Sensitivitaten nur zur groben Ab-
schiatzung verwendet werden.

6.2 Wirkungsgradpotenzial der Warmeintegration

Wie in Kapitel 5.5 erldutert, hangt das Potenzial der Warmeintegration von zahlrei-
chen Randbedingungen ab. Die maximal mogliche Nettowirkungsgradsteigerung
durch Warmeintegration ist in Abbildung 6.2 beispielhaft fiir verschiedene War-
mebedarfe in Abhangigkeit von der oberen Temperatur der Abwarme thiup aufge-
tragen. Es zeigt sich, dass eine hohere Temperatur thiup zu grofieren Wirkungs-
gradpotenzialen fiihrt. Dies liegt an der steigenden maximal integrierbaren
Abwarme. Das Maximum wird durch das Temperaturniveau des SWB festgelegt18
(vgl. Abbildung 5.18).

Der  Wiarmebedarf  beeinflusst den als  Warmesenke — genutzten
Kondensatmassenstrom, sodass die integrierbare Warme mit steigendem Warme-
bedarf abnimmt. Aus Abbildung 6.2 geht jedoch hervor, dass das Wirkungsgradpo-
tenzial fur kleine tpiup nur geringfiigig vom Warmebedarf abhangt. Dies kann auf
den PGF aus Abbildung 5.19 zuriickgefiihrt werden. Der PGF sinkt mit abnehmen-
dem Wairmebedarf, sodass der Vorteil der steigenden maximal integrierbaren
Warme z. T. kompensiert wird.

Fiir das in Abbildung 6.2 dargestellte Wirkungsgradpotenzial werden keine zusatz-
lichen Bedarfe berticksichtigt, die zur Bereitstellung der Abwarme auftreten kén-

18 Die hochste Temperatur im CO2-Abtrennungsprozess stellt die Reboilertemperatur dar. Somit ist
auch die maximale vorliegende obere Temperatur der Abwirme aus dem CO»-
Abtrennungsprozess durch die Reboilertemperatur begrenzt. Die optimalen Temperaturen der
Abwidrme aus der CO2-Verdichtung liegen unterhalb des Temperaturniveaus des SWB (vgl. Kapi-
tel 4.1.5).
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nen. Fir die Nutzung von Abwarme aus der COz-Verdichtung muss z. B. ein ggf. er-
hohter elektrischer Bedarf einbezogen werden. Eine Wirkungsgradsteigerung von
mehr als 1 %-Punkt durch Warmeintegration unter Beriicksichtigung des Gesamt-

prozesses ist daher als unrealistisch einzustufen.
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Abbildung 6.2: Maximal moégliche Nettowirkungsgradsteigerung durch Wirmeintegration
fiir verschiedene spezifische Warmebedarfe, Reboilertemperatur 120 °C,
Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt 5 bar, Nachriistung

6.3 Wirkungsgradpotenzial der CO,-
Verdichteroptimierung

Bei der CO2-Verdichteroptimierung geht es um die Festlegung der optimalen CO;-
Verdichterkonfiguration unter Berticksichtigung des elektrischen Bedarfs einer-
seits und der Abwarmeintegration andererseits. Fiir letztes ist vor allem entschei-
dend, inwieweit Abwarmequellen aus dem COz-Abtrennungsprozess genutzt wer-
den konnen. Aufgrund der Vielzahl von Einflussgréflen wird im Folgenden das
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Wirkungsgradpotenzial anhand eines Beispiels erlautert. Dazu werden ein War-
mebedarf von 3 MJw/kg CO2, ein Desorberdruck von 6 barl® und verfligbare Ab-
warme aus dem COz-Abtrennungsprozess von 1 MJwn/kg CO2 angenommen. Der
Einfluss der oberen Temperatur der verfiigharen Abwiarme aus dem CO;-
Abtrennungsprozesses auf den Nettowirkungsgradverlust durch die CO2-
Verdichtung ist in Abbildung 6.3 fiir drei COz-Verdichterkonfigurationen (Stufenan-
zahl/Zwischenkiihleranzahl)?0 dargestellt. Zum Vergleich sind auch die Nettowir-
kungsgradverluste durch die CO2-Verdichtung ohne Warmeintegration mit aufge-
fiihrt. Es lassen sich folgende Effekte feststellen:

o  Flr thiup < 102 °C ergibt sich Variante 6/3 als energetisch optimal. Dies liegt
an der Kombination von einem einerseits mittleren elektrischen Bedarf und
einer andererseits oberen Abwidrmetemperatur der CO2-Verdichtung von
133 °C, die eine Integration von liber 56 % der verfiigharen Abwarme er-
moglicht.

e Ab thiup > 90 °C steigt der Nettowirkungsgradverlust von Variante 6/3, da
der Anteil integrierbarer Abwarme aus der CO;-Verdichtung mit steigendem
thi,up Slnkt.

o Fiir 102 °C < tpijup < 137 °C stellt Variante 4/2 das energetische Optimum
dar. Ausschlaggebend dafiir ist die im Vergleich zu Variante 6/3 hohere obe-
re Abwarmetemperatur von 185 °C. Dies ermoglicht auch bei steigendem
Temperaturniveau der Abwarme aus dem COz-Abtrennungsprozess eine
Abwarmeintegration aus der COz-Verdichtung von liber 60 %.

e Wie fiir Variante 6/3 steigt auch fiir Variante 4/2 der Nettowirkungsgrad-
verlust mit steigendem thiup, allerdings erst fir thiup > 130 °C.

o Fir thiuw > 137 °C zeigt Variante 8/7 (ohne Abwarmeintegration) den ge-
ringsten Nettowirkungsgradverlust, da der Vorteil der Abwarmeintegration
der anderen Varianten durch den niedrigeren elektrischen Bedarf von Vari-
ante 8/7 iiberkompensiert wird.

19 Fiir den beispielhaft gewdhlten Desorberdruck von 6 bar kénnen fiir die hier dargestellte Unter-
suchung alle CO;-Verdichterkonfigurationen berticksichtigt werden.

20 Vgl. Kapitel 5.2 fiir detaillierte Informationen tiber die Verdichterkonfigurationen.
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6.3 Wirkungsgradpotenzial der CO,-Verdichteroptimierung

Ahnliche Untersuchungen lassen sich auch fiir die Variation anderer relevanter
Einflussgrofien (z. B. der verfiigharen Abwarme aus der COz-Abtrennung) durch-
fithren. Sollte fiir eine konstante Temperatur thiu = 130 °C die verfiighare Abwar-
me aus der COz2-Abtrennung beispielsweise von 0,4 M]w/kg CO2 auf 0,6 M]wm/kg CO2
steigen, ergibt sich durch  Anpassung der ausgewdhlten CO;-
Verdichterkonfiguration ein Wirkungsgradvorteil von etwa 0,3 %-Punkten?1.
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Abbildung 6.3: Nettowirkungsgradverlust durch die CO,-Verdichtung mit (HI) und ohne (no
HI) Abwirmeintegration in Abhédngigkeit von der oberen Temperatur der
Abwirme aus dem CO;-Abtrennungsprozess (z. B. Abwirme aus dem Kopf-
kondensator) fiir verschiedene Verdichterkonfigurationen, Neubau, Wir-
mebedarf 3 MJuw/kg CO2, Desorberdruck 6 bar, Abwirme aus dem CO:-
Abtrennungsprozess 1 M]w/kg CO;

21 Dieser Zusammenhang ist nicht aus Abbildung 6.3 ersichtlich, sondern ergibt sich aus weiteren

Berechnungen.

95



Kapitel 6: Gesamtprozessuntersuchung unter Anwendung der Korrelationen

Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass die energetisch optimale
Verdichterkonfiguration nur unter Bertiicksichtigung aller Einflussgrofden ermittelt
werden kann.

6.4 Gesamtprozessuntersuchung

Eine Gesamtprozessoptimierung unter Verwendung der in dieser Arbeit erstellten
Korrelationen und Optimierungsalgorithmen wird fiir zwei ausgewahlte Losungs-
mittel, flir die alle notwendigen Schnittstellengréfien in der Literatur verfiighar
sind, durchgefiihrt. Dabei werden insgesamt fiinf unterschiedliche Integrationsva-
rianten nach Tabelle 6.1 betrachtet.

Tabelle 6.1: Integrationsvarianten

Bezeichnung Integrationsvariante

NR Nachriistung
NR + HI Nachriistung mit Warmeintegration (Abwarmenutzung aus Abtren-
nungs- und Verdichtungsprozess)
NR + MD Nachriistung mit speziell fiir den Betrieb mit Dampfentnahme aus-
gelegter MD-Turbine
NB Neubau
NB + HI Neubau mit Warmeintegration (Abwarmenutzung aus Abtren-

nungs- und Verdichtungsprozess)

6.4.1 Monoethanolamin

Fiir auf nasschemischer Absorption basierende PCC-Prozesse wird in zahlreichen
Studien ein 30 Gew.-% Monoethanolamin (MEA)-Wasser-Gemisch als Referenzlé-
sung herangezogen[28, 42, 43, 41]. Nachfolgend werden die Schnittstellengréfien
eines entsprechenden Standardabtrennungsprozesses aus [28] verwendet. Die drei
wichtigsten  Schnittstellengrofden (Warmebedarf, Reboilertemperatur und

96



6.4 Gesamtprozessuntersuchung

Desorberdruck) sind in Abbildung 6.4 in Abhangigkeit vom Verhaltnis aus umlau-

fendem Losungsmittel und Rauchgasmassenstrom (L/G-Verhaltnis) dargestellt.22
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Abbildung 6.4: Spezifischer Warmebedarf und Reboilertemperatur in Abhingigkeit vom

L/G-Verhiltnis fiir einen Abtrennungsprozess mit 30 Gew.-% MEA aus [28]

Der Warmebedarf gre, weist fiir unterschiedliche Desorberdriicke dhnliche Kur-

venverlaufe mit flachen Optima bei unterschiedlichen L/G-Verhéltnissen auf. Die

Reboilertemperaturen trer, weisen flir jeden Desorberdruck nur eine kleine Sensiti-

vitdt gegeniiber dem L/G-Verhaltnis auf. Hohe Desorberdriicke fithren bei MEA zu

niedrigen Warmebedarfen. Fiir eine Erlauterung der Kurvenverldufe wird auf [28,

21] verwiesen.

2z Alle verwendeten Schnittstellengrofien fiir MEA sind in Anhang A.8 aufgefiihrt.
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Abbildung 6.5: Nettowirkungsgradverlust in Abhangigkeit vom L/G-Verhaltnis fiir MEA,
Integrationsvariante NR+HI, Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt
5 bar

Fir die Wirkungsgradverluste unter Berticksichtigung aller Schnittstellengréfien
ergeben sich Kurven, deren Verldaufe mit denen des Warmebedarfs vergleichbar
sind. In Abbildung 6.5 ist dies beispielhaft flir die Integrationsvariante NR+HI mit
einem USD-A von 5 bar dargestellt. Die L/G-Verhiltnisse der Minima des Wir-
kungsgradverlusts fiir die verschiedenen Desorberdriicke entsprechen jenen der
jeweiligen Minima des Warmebedarfs. D. h., dass bei kleinen Desorberdriicken die
Nachteile der hoheren Warmebedarfe und des grofieren elektrischen Bedarfs der
CO2-Verdichtung nicht durch den Vorteil kleinerer Reboilertemperaturen kompen-
siert wird. Dies gilt bei MEA auch fiir die anderen Integrationsvarianten und ande-
re USD-A. Ein Vergleich der Integrationsvarianten erfolgt daher fiir denselben
(energetisch optimalen) Betriebspunkt der COz-Abtrennungsanlage.

In Abbildung 6.6 sind die Zusammensetzungen der Wirkungsgradverluste fiir ver-
schiedene Integrationsvarianten dargestellt. Bei einem Vergleich der Varianten NR
und NR+HI (Nutzung von Abwarme aus dem COz-Abtrennungsprozess und aus der
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6.4 Gesamtprozessuntersuchung

CO2-Verdichtung) wird deutlich, dass der Wirkungsgradvorteil der Warmeintegra-
tion von etwa 1 %-Punkt stets zusammen mit dem damit verbundenen groéfieren
Anteil des elektrischen Bedarfs fiir die COz-Verdichtung betrachtet werden muss.
Die tatsachlich erreichte Wirkungsgradsteigerung durch die Warmeintegration
liegt deshalb bei etwa 0,6 %-Punkten.

Die Nachriistung der MD-Turbine (Variante NR+HI+MD) fiihrt zu einer Wirkungs-
gradsteigerung von etwa 0,2 %-Punkten. Diese verhaltnismaf3ig geringe Wirkungs-
gradsteigerung ist darauf zurtickzufiihren, dass sich aus der Kombination des hier
vorliegenden Wirmebedarfs, der Reboilertemperatur und dem USD-A eine Dampf-
entnahme mit aktiver Druckhalteklappe ergibt. Das MD-
Austrittsvolumenstromverhaltnis liegt dabei nur knapp oberhalb des kritischen
Grenzwertes von 140 %, sodass zum Schutz der MD-Turbine nur eine geringfiigige
zusatzliche Druckhaltung notwendig ist.

Variante NB weist im Vergleich zu Variante NR einen etwa gleichen Wirkungsgrad-
verlust auf. Dies ist auf zwei gegenlaufige Effekte zuriickzufiihren:

e Bei Variante NR wird der Kondensatordruck aufgrund der Dampfentnahme
reduziert (vgl. Abbildung 4.3). Das dadurch vergrofierte Enthalpiegefalle in
den ND-Turbinen fiihrt zu einer Reduktion des Wirkungsgradverlusts. Bei
Variante NB wird der Kondensator so ausgelegt, dass sich bei Betrieb mit
Dampfentnahme der gleiche Kondensatordruck (40 mbar) wie bei Variante
NR ohne Dampfentnahme einstellt.

e Der Betrieb mit DHK fiihrt bei Variante NR zu gesteigerten Wirkungsgrad-
verlusten im Vergleich zu Variante NB, bei der als Betriebspunkt OVO er-
reicht wird (vgl. Kapitel 3.4.1).

Beide Effekte sind unabhdngig voneinander und kompensieren sich in diesem Fall
zufallig fur die dargestellte Gesamtprozessbetrachtung. Durch den erstgenannten
Effekt kann es sogar dazu kommen, dass bei Variante NR kleinere Wirkungsgrad-
verluste auftreten als bei Variante NB.
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Abbildung 6.6: Vergleich unterschiedlicher Integrationsvarianten fiir MEA, Uberstrom-
druck im Auslegungsbetriebspunkt 5 bar fiir NR

Der Uberstrémdruck im Auslegungsbetriebspunkt ist die wichtigste Randbedin-
gung bei nachzuriistenden Anlagen. Dies wird in Abbildung 6.7 (oben) fiir MEA
verdeutlicht. Ausgehend von einem USD-A von 2 bar sinkt mit steigendem USD-A
der Wirkungsgradverlust, bis bei etwa 4,8 bar fiir Variante NR ein Minimum er-
reicht wird. Der Grund fiir den bis dahin fallenden Kurvenverlauf ist eine abneh-
mende Druckdifferenz iiber die DHK. D. h., der sich nach der Dampfentnahme ein-
stellende Druck in der Uberstromleitung nihert sich dem durch die
Reboilertemperatur festgelegten Entnahmedampfdruck an.

Bei einem USD-A von 4,8 bar liegt das MD-Austrittsvolumenstromverhiltnis bei
dem kritischen Grenzwert von 140 %. Fir gréfRere USD-A wird daher die DHK
nicht fiir die Konditionierung des Entnahmedampfes, sondern zur Einhaltung des
maximal zuldssigen MD-Austrittsvolumenstromverhaltnisses eingesetzt. Je grofier
der USD-A ist, desto gréfRer ist auch die erforderliche Druckdifferenz iiber die DHK.
Da der Dampfdruck vor der DHK jedoch grofder als der durch die
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6.4 Gesamtprozessuntersuchung

Reboilertemperatur festgelegte Dampfdruck ist, besteht zusatzlich die Notwendig-
keit einer Drossel zur Dampfkonditionierung. Bei dem Minimum des Wirkungs-
gradverlusts handelt es sich deshalb nicht um den Betriebspunkt OVO, sondern um
die minimale Druckdifferenz tiber die DHK.

Flr Variante NR+MD wird der Betriebspunkt OVO bei einem USD-A von 5,5 bar
erreicht. Da das MD-Austrittsvolumenstromverhaltnis in diesem Fall kein begren-
zendes Kriterium darstellt, ist fiir USD-A grofder als 5,5 bar nur eine Drossel und
keine DHK zur Dampfkonditionierung erforderlich.

Zur Verdeutlichung der oben beschriebenen Effekte sind in Abbildung 6.7 (unten)
die PLF dargestellt. Der jeweils maximale PLF spiegelt den Verlauf der Wirkungs-
gradverluste wider. Fiir Variante NR+MD wird o3 = 0 gesetzt. Aus den jeweiligen
Schnittpunkten der PLF-Verldufe ergeben sich die Minima der Wirkungsgradver-
luste. Die Quantitat des Wirkungsgradvorteils durch eine MD-Nachriistung (in die-
sem Fall etwa 0,2 %-Punkte; siehe oberes Diagramm in Abbildung 6.7) ist sowohl
vom Wirmebedarf, von der Reboilertemperatur als auch vom USD-A abhingig. Fiir
eine Reboilertemperatur von z. B. 100 °C wiirde sich bei sonst identischen Schnitt-
stellengrofien ein Wirkungsgradvorteil von etwa 0,5 %-Punkten ergeben.
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Abbildung 6.7: Nettowirkungsgradverlust und Power Loss Factor in Abhidngigkeit vom
Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt fiir MEA fiir die Integrations-
varianten NR und NR+MD

6.4.2 Piperazin

Das Losungsmittel Piperazin weist gegeniiber MEA fiir die COz-Abtrennung glinsti-
gere Stoffeigenschaften auf. Dartiber hinaus bietet es mit einer héheren thermi-
schen Stabilitiat das Potenzial fiir ein grofées mogliches Betriebsregime des Desor-
bers [72, 73]. Fiir die Schnittstellengrofden bedeutet das eine grofde mogliche
Variationsbreite von Desorberdruck und Reboilertemperatur. Als Beispiel fiir eine
Gesamtprozessuntersuchung werden die Schnittstellengrofien aus [74] herangezo-
gen, von denen die drei einflussreichsten - der spezifische Warmebedarf, der
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6.4 Gesamtprozessuntersuchung

Desorberdruck und die Reboilertemperatur - in Abbildung 6.8 in Abhangigkeit vom
L/G-Verhdltnis dargestellt sind?3. Die Reboilertemperatur wurde dabei zwischen
100 °C und 150 °C variiert.
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Abbildung 6.8: Spezifischer Warmebedarf und Desorberdruck in Abhingigkeit vom L/G-

Verhiltnis fiir einen Abtrennungsprozess mit Piperazin aus [74]

Der Warmebedarf ist fiir alle Reboilertemperaturen bei einem L/G-Verhaltnis von
knapp unter 5 kg/kg minimal. Eine hohere Reboilertemperatur fiihrt generell zu

23 Alle verwendeten Schnittstellengrofien fiir Piperazin sind in Anhang A.8 aufgefiihrt.
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einem kleineren Warmebedarf. Der Desorberdruck variiert in dem gesamten un-
tersuchten Bereich zwischen 1 bar und 13,3 bar und zeigt vor allem fiir hohe
Reboilertemperaturen eine grofde Sensitivitat gegentiber dem L/G-Verhaltnis.

Die Ergebnisse der Gesamtprozessuntersuchung sind in Abbildung 6.9 dargestellt.
Fiir Variante NB+HI wird deutlich, dass die Nettowirkungsgradverluste aller unter-
suchter Reboilertemperaturen in einem Bereich von 6,54+0,11 %-Punkten liegen.
D. h., dass das Betriebsregime im Desorber bei diesem Losungsmittel fiir den Ge-
samtprozess nahezu unerheblich ist. Der Grund dafiir sind im Wesentlichen drei
sich gegenseitig kompensierende Effekte:

e Der bei hohen Reboilertemperaturen niedrige Warmebedarf fiihrt zu klei-
neren Nettowirkungsgradverlusten.

e Eine hohe Reboilertemperatur fiithrt aufgrund einer héheren geforderten
Entnahmedampfqualitit zu grofderen Nettowirkungsgradverlusten.

e Eine hohe Reboilertemperatur fiihrt aufgrund des damit verbundenen ho-
hen Desorberdrucks zu kleineren elektrischen Bedarfen fiir die CO:-
Verdichtung und somit zu kleineren Nettowirkungsgradverlusten.

Fiir die Integrationsvariante NR ergeben sich die optimalen Reboilertemperaturen
in Abhingigkeit vom USD-A. Dadurch, dass sich die oben beschriebenen Effekte
z. T. gegenseitig kompensieren, liegt die optimale Reboilertemperatur (im Gegen-
satz zu MEA) nahe am Betriebspunkt OVO. So ergibt sich fiir einen USD-A von 5 bar
eine optimale Reboilertemperatur von 130 °C, fiir einen USD-A von 3 bar eine von
110 °C und fiir einen USD-A von 8 bar eine von 140 °C.

Aus dem Vergleich der in Abbildung 6.9 dargestellten Ergebnisse mit den in Abbil-
dung 6.8 oben dargestellten spezifischen Warmebedarfen wird deutlich, dass eine
isoliert betrachtete Optimierung der CO2-Abtrennung im Hinblick auf den Gesamt-
prozess nicht zielfithrend ist. Fiir die Integrationsvariante NR liegen zwischen dem
Betriebspunkt mit dem niedrigsten Warmebedarf und dem optimalen Betriebs-
punkt des Gesamtprozesses bis zu 2 %-Punkte Nettowirkungsgradverlust. Lo-
sungsmittel wie Piperazin, die eine grofde Variation von Desorberdruck und
Reboilertemperatur zulassen, bieten einerseits zwar das Potenzial, die CO;-
Abtrennung an den Kraftwerksprozess anzupassen, erfordern andererseits jedoch
auch die Berticksichtigung des Gesamtprozesses zur Prozessoptimierung.
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Abbildung 6.9: Nettowirkungsgradverlust in Abhingigkeit vom L/G-Verhaltnis fiir Piperazin
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7 ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK

Die auf nasschemischer Absorption basierende Post-Combustion COz-Abtrennung
gilt als das am weitesten entwickelte Verfahren zur Reduktion der COz-Emissionen
fossilbefeuerter Kraftwerke. Zahlreiche Prozessvarianten und Losungsmittel sind
derzeit Gegenstand der Forschung und Entwicklung. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde ein Bewertungssystem entwickelt, das es ermoglicht, Prozessvarianten und
Losungsmittel hinsichtlich ihrer Auswirkungen auf den Gesamtprozess energetisch
zu bewerten. Dazu wurden Schnittstellengrofden zwischen dem Abtrennungspro-
zess, dem Kraftwerk und der CO2-Verdichtung definiert, die fiir eine Vielzahl mogli-
cher Prozessvarianten giiltig sind. Die Schnittstellengréféen dienen als Eingabegro-
3en des Bewertungssystems, welches eine Berechnung des Wirkungsgradverlusts
des Gesamtprozesses ermoglicht. Das Bewertungssystem beruht auf in dieser Ar-
beit definierten Kennzahlen, die liber semiempirische Korrelationen berechnet
werden. Die Erstellung der Korrelationen basiert dabei auf detaillierten Modellen.

Die wichtigste Kennzahl stellt der Power Loss Factor dar, mit dem der Warmebedarf
zur Losungsmittelregeneration direkt in einen elektrischen Leistungsverlust des
Kraftwerks transformiert wird. Der Power Gain Factor dient entsprechend der Um-
rechnung von integrierter Abwarme in einen elektrischen Leistungsgewinn.

Das Bewertungssystem enthdlt einen Optimierungsalgorithmus zur Bestimmung
der energetisch optimalen Konfiguration der CO2-Verdichter. Dabei finden die
komplexen Zusammenhinge der Warmeintegration in den Kraftwerksprozess be-
sondere Beriicksichtigung.

Durch die Implementierung des Bewertungssystems in Microsoft Excele wird eine
einfache Anwendung ermdéglicht. CO2-Abtrennungsprozesse lassen sich so auf Ba-
sis gleichbleibender, realititsnaher Randbedingungen unter Berticksichtigung des
Gesamtprozesses flir verschiedene Integrationsvarianten bewerten. Neben der In-
tegrationsvariante Neubau lasst sich durch Anpassung der wichtigsten Randbedin-
gungen auch der Leistungsverlust fiir ein mit einem COz-Abtrennungsprozess
nachzuriistendes Kraftwerk berechnen. Auf diese Weise wird die Anpassung eines
CO2-Abtrennungsprozesses an ein spezielles Kraftwerk ermoglicht. Zu den wich-
tigsten Ergebnisgrofden des Bewertungssystems zahlen die Aufschliisselung der
einzelnen Leistungsverluste und der entsprechenden Nettowirkungsgradverluste
sowie die optimale Konfiguration der CO;-Verdichter.
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Angewendet wurde das Bewertungssystem auf zwei COz-Abtrennungsprozesse mit
unterschiedlichen Losungsmitteln (Monoethanolamin und Piperazin), fiir die hin-
reichend detaillierte Daten in der Literatur verfligbar sind. Fiir ein Losungsmittel,
das in einem engen Reboilertemperaturbereich eingesetzt werden kann (z.B.
Monoethanolamin), hiangt der Nettowirkungsgradverlust vor allem vom Uber-
stromdruck zwischen Mitteldruck- und Niederdruckturbine im Auslegungsbe-
triebspunkt (ohne Dampfentnahme) ab. Fir Losungsmittel, die in Bezug auf die
Reboilertemperatur einen grofien Betriebsbereich ermdéglichen (z. B. Piperazin),
kann der Abtrennungsprozess an den Uberstrémdruck angepasst werden. Wird
der COz-Abtrennungsprozess dahingehend ausgelegt, dass der niedrigste Warme-
bedarf zur Losungsmittelregeneration erreicht wird, kann bei einer Nachriistung
ein um bis zu 2 %-Punkte erh6hter Wirkungsgradverlust im Vergleich zur optima-
len Auslegung des CO2-Abtrennungsprozesses unter Berticksichtigung des Gesamt-
prozesses auftreten. Dies liegt vor allem an der Qualitit des Entnahmedampfes,
welche durch die Reboilertemperatur vorgegeben wird. Eine hohe Dampfqualitat
bedingt hohere Leistungsverluste als eine geringere Dampfqualitat. Die in der Lite-
ratur ibliche Minimierung des Warmebedarfs (also der Quantitit des
Entnahmedampfes) ohne Beriicksichtigung der erforderlichen Dampfqualitit ver-
deutlicht, dass dieser Effekt haufig vernachlassigt wird. Es wurde gezeigt, dass eine
Erhohung der Reboilertemperatur von 10 K zu einem um etwa 0,8 %-Punkte er-
hohten Wirkungsgradverlust fiihrt.

Zu den wichtigsten Randbedingungen, die den Wirkungsgradverlust maf3geblich
beeinflussen, zihlen der Uberstromdruck zwischen Mittel- und Niederdruckturbi-
ne (fiir die Integrationsvariante Nachriistung), der Kondensatordruck, die Gradig-
keit im Reboiler, der Druckverlust in der Dampfentnahmeleitung zum Reboiler und
der abzutrennende CO2-Massenstrom.

Neben der Warmebereitstellung aus dem Kraftwerk zur Losungsmittelregenerati-
on wurde das Potenzial der Integration von Abwarme in das Kraftwerk untersucht.
Dies hangt vor allem vom Temperaturniveau der Abwarmequellen und dem War-
mebedarf des Reboilers ab. Abwiarme aus der COz-Verdichtung, die auf hohem
Temperaturniveau vorliegt, fiihrt unweigerlich zu einem erhohten elektrischen
Eigenbedarf auf der Verdichterseite. Die optimale Konfiguration der COz-Verdichter
hangt daher von zahlreichen Randbedingungen ab, die in dem Optimierungsalgo-
rithmus berticksichtigt werden. Der maximal erreichbare Wirkungsgradgewinn
durch Warmeintegration unter Berticksichtigung des elektrischen Bedarfs der CO;-
Verdichtung liegt unterhalb von einem Prozentpunkt.
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Bei dieser Arbeit richtet sich der Fokus auf die energetische Gesamtprozessbewer-
tung. Fir zukiinftige Forschungsvorhaben sollten weitere Bewertungskriterien
Berticksichtigung finden, die bei der Auswahl geeigneter Losungsmittel und Pro-
zessvarianten von hoher Bedeutung sind. Darunter fallen unter anderem die As-
pekte Wirtschaftlichkeit, Umweltvertraglichkeit, Teillastverhalten, Regelbarkeit,
Flexibilitdit und Prozesskomplexitiat. Dariiber hinaus kénnen anlagenspezifische
Besonderheiten wie z. B. eine Fernwarmeauskopplung im Zusammenspiel mit der
Dampfentnahme fiir den Reboiler nicht mit dem in dieser Arbeit erstellten Bewer-
tungssystem abgedeckt werden und erfordern eine detaillierte Modellierung des
jeweiligen Gesamtprozesses.
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ANHANG

A.1 DEFINITION VERWENDETER GROREN

Tabelle A.1: Randbedingungen fiir den Vergleich von Bewertungsansitzen

Dampfkraftwerk
Zugefiihrte Brennstoffwarme Qin 2244,16 MWy,
Elektrischer Nettowirkungsgrad nenet 45,25 %
CO2-Massenstrom im Rauchgas  micg, 216,59 kg/s
Kondensatordruck Pcond 40 mbar

COz-Abtrennungsanlage

Warmebedarf Qreb 3,5 MJm/kg CO;
Reboilertemperatur treb 120 °C
CO2-Abtrennungsrate CCR 09 -

Gradigkeit im Reboiler* ATren 10 K

Druckverlust in
. Apext 0,3 bar
Dampfentnahmeleitung

*Als Gradigkeit im Reboiler wird hier die Temperaturdifferenz zwischen
siedendem Losungsmittel und Sattdampftemperatur im Reboiler be-
zeichnet.
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Reboiler ATreb—Treb,steam - Treb

L G T

N
Ve
\ \ 7/
. \ 7 Pext

Treb Treb,steam s

-MDT NDT 4@

pcond
Xcond

Kondensator >

7

Abbildung A.1: Definition der Grofien fiir die Bewertungssysteme

Tabelle A.2: Definition der elektrischen Wirkungsgrade

Nettowirkungsgrad  7pet = Pret
Miyel Hy
Bruttowirkungsgrad = _Pgross
ru gsg Ngross = e Ho
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Abbildung A.2: Definition der Grofden Ah; und Ah; zur Gewichtung des Baumann-Faktors,
die Sattdampflinie wird dabei als linear angenommen

A.2 ALTERNATIVE ANSATZE DER WARMEINTEGRATION

In der Literatur existieren weitere Ansatze der Warmeintegration, die in dieser
Arbeit keine explizite Berticksichtigung finden.

Enthitzer

Der entnommene Dampfmassenstrom zur Losungsmittelregeneration ist tiberhitzt
und muss vor Eintritt in den Reboiler mittels Wassereinspritzung abgekiihlt wer-
den. Alternativ kann die sensible Warme des Dampfes zunachst in einem Enthitzer
auf das vom Reboiler zuriickflieRende Kondensat iibertragen werden (Abbildung
A.3). Dadurch kann das Reboilerkondensat auf hoherem Temperaturniveau in den
Kraftwerksprozess integriert werden. Der sich daraus ergebende Wirkungsgrad-
vorteil hangt von der entnommenen Dampfmenge, dem Druckniveau der Dampf-
entnahme und der Reboilertemperatur ab. Fiir einen auf 30 Gew:.-
% Monoethanolamin (MEA) basierenden COz-Abtrennungsprozess wird in [20]
eine Wirkungsgradsteigerung von 0,05 %-Punkten berechnet. Aufgrund des ge-
steigerten Integrationsaufwands wird ein Enthitzer in dieser Arbeit nicht bertick-
sichtigt.
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Anhang

Reboiler Einspritzkiihlung
N >
NZ4 < | Enthitzer
zur Vorwarmstrecke aus Dampfentnahme

Abbildung A.3: Optimale Enthitzung des Entnahmedampfes

Fernwiarme

Besteht am Kraftwerksstandort eine Angliederung an ein Fernwarmenetz (Kraft-
Warme-Kopplung), kann verfligbare Abwarme fiir die Bereitstellung von Fernwar-
me genutzt werden, ohne dass dazu Anzapfdampf aus den Turbinen erforderlich
ist. Auf diese Weise lasst sich der Brennstoffausnutzungsgrad steigern. Fiir die Ziel-
setzung dieser Arbeit ist diese Integrationsvariante jedoch nicht sinnvoll, da die
Anbindung an ein Fernwarmenetz als sehr spezieller Fall einzustufen ist. Dariiber
hinaus wiirde eine Durchmischung elektrischer Wirkungsgrade mit Brennstoffaus-
nutzungsgraden keine transparente Evaluierung zulassen.

Eine Verschiebung von Warme auf das Fernwarmenetz ist nur dann energetisch
sinnvoll, wenn die geeigneten Warmesenken im Kraftwerksprozess bereits voll-
standig bedient wurden und dariiber hinaus weitere Abwarme verfiigbar ist. Eine
Unterkiihlung des Reboilerkondensats zur Bereitstellung von Fernwarme hat sich
nicht als wirkungsgradsteigernd herausgestellt [32].

Position des Speisewasserbehalters

Das Potenzial der Warmeintegration in die ND-Vorwarmstrecke des Kraftwerks
kann gesteigert werden, indem der SWB auf einem hoheren Druck- und Tempera-
turniveau betrieben wird. Dazu konnte die Position eines HD-Vorwarmers mit der
Position des Speisewasserbehilters inklusive der entsprechenden Anzapfungen
getauscht werden. Dieses Szenario fiihrt dazu, dass aufgrund der gréfderen Materi-
albelastung entweder hoherwertigere Werkstoffe, grofiere Wandstarken oder
mehrere parallel betriebene SWB eingesetzt werden miissen. In dieser Arbeit wird
das Kondensat als Warmesenke nur bei heutzutage tiblichen Druck- und Tempera-
turniveaus des SWB betrachtet.
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A.3 BEISPIELRECHNUNG FUR INTEGRATION VON
VERDICHTERABWARME

Fiir die Abwarme aus der COz-Verdichtung wird nur eine Warmeintegration in die
ND-Vorwarmstrecke bertcksichtigt. Eine Warmeintegration in die HD-
Vorwarmstecke erfordert hohe Abwarmetemperaturen und somit hohe Verdich-
tungsverhaltnisse. Der dadurch gesteigerte elektrische Bedarf der CO2-Verdichtung
kompensiert dabei den Wirkungsgradvorteil der Warmeintegration. Dies soll an
folgendem Beispiel gezeigt werden: Es werden drei unterschiedliche achtstufige
Verdichter mit einem ZK (hohe Abwarmetemperaturen), mit sieben ZK (niedrige
Abwarmetemperatur) und mit vier ZK (mittlere Abwarmetemperaturen) hinsicht-
lich ihres Wirkungsgradpotenzials herangezogen. Die Ergebnisse sind in Tabelle
A.3 zusammengefasst.

Aufgrund des Temperaturniveaus der HD-Vorwarmstrecke kann bei einem ZK nur
ein Kkleiner Teil (etwa 30 %) der insgesamt nutzbaren Warme auf die HD-
Vorwarmstrecke iibertragen werden. Der Rest der nutzbaren Warme wird auf die
ND-Vorwarmstrecke iibertragen. Insgesamt ergibt sich durch die Warmeintegrati-
on ein Wirkungsgradgewinn von etwa 1 %-Punkt. Allerdings fiihrt der hohe elekt-
rische Eigenbedarf zu einem Wirkungsgradverlust von etwa 3,4 %-Punkten, sodass
diese Verdichterkonfiguration insgesamt zu dem grofditen Wirkungsgradverlust
fuhrt.

Bei sieben ZK liegt die Abwarme auf niedrigem Temperaturniveau vor, sodass eine
Warmeintegration nur zu einem geringen Wirkungsgradgewinn fiihrt. Allerdings
fiihrt der niedrige elektrische Bedarf zu einem mit etwa 2,3 %-Punkten insgesamt
niedrigeren Wirkungsgradverlust als bei einem ZK.

Bei vier ZK wird mit 2,2 %-Punkten der niedrigste Wirkungsgradverlust erreicht.
Im Vergleich zu sieben ZK wird der elektrische Bedarf gesteigert. Dies wird aller-
dings vom Wirkungsgradgewinn durch Warmeintegration tiberkompensiert.
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Anhang

Tabelle A.3:  Wirkungsgradverlust durch CO;-Verdichtung mit Wiarmeintegration, Neubau,
Wirmebedarf 3,0 MJw/kg CO2, Desorberdruck 2 bar, Reboilertemperatur
120 °C, Kondensatordruck 40 mbar

Formelzeichen 8 Stufen, 1 ZK 8 Stufen, 7 ZK 8 Stufen, 4 ZK
Weomp 0,389 MJe/kg CO2 0,293 MJei/kg CO2 0,318 MJei/kg CO-
Qwh,comp1 0,252 MJm/kg CO2 0,533 MJm/kg CO2 0,096 MJwm/kg CO;
qwh,comp?2 0,364 MJu/kg CO2 - 0,462 MJwm/kg CO2
twh,comp1 255°C 84 °C 85 °C
twh,comp2 237°C - 136 °C
Ancomp 3,38 %-Pkt. 2,54 %-Pkt. 2,76 %-Pkt.
Anni 0,96 %-Pkt. 0,22 %-Pkt. 0,56 %-Pkt.
AN comp = Anhi 2,42 %-Pkt. 2,32 %-Pkt. 2,20 %-PKkt.

A.4 ZAHLENBEISPIELE ZUR ABSCHATZUNG VON APsream

In Kapitel 5.1.1 wird erlautert, dass sich der Leistungsverlust durch die Dampfent-
nahme AP, im Falle einer Nachriistung vereinfacht nach Gleichung (9) bzw.
Gleichung (10) berechnen lisst. Dies erfolgt beispielhaft fiir einen Uberstrémdruck
im Auslegungspunkt von 5 bar, einen Warmebedarf von 3 MJ/kg CO2 und eine
Reboilertemperatur von 150 °C fiir den Betrieb mit DHK und 100 °C fiir den Be-
trieb mit Drossel.

Betrieb mit DHK

MyD,exit — Mreb

APsteam = (mreb Ahz + 771ND <1 - )Ah3 + 7?lNDAhA}) 77mngen (9)

MyD, exit

Aus der Simulation ergeben sich folgende Werte:

Mpep = 245,1kg/s Ah, =57,0Kk]/kg
myp =516,1kg/s Ah; =641,0Kk]/kg
Mupexit = 558,3 kg/s Ah, =45,4K]/kg

Eingesetzt in Gleichung (9) ergibt sich fiir den Leistungsverlust:
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APgoam = (13,97 MW + 145,23 MW + 23,43 MW) - 0,98 - 0,987

APgeam = 176,65 MW

Der direkt aus der Simulation ermittelte Leistungsverlust betragt 167,82 MWe,
sodass die relative Abweichung bei etwa 5 % liegt.

Betrieb mit Drossel

APy = (,ﬁND (1 _ M) Al + T (M) Ah4) Nflgen (10)

MMD,exit TMMD,exit
Aus der Simulation ergeben sich folgende Werte:
Meep, = 243,6 kg/s Ah; =544,8Kk]/kg
myp = 516,1kg/s Ah, =-449XK]/kg
Myp,exit = 558,3 kg/s
Eingesetzt in Gleichung (10) ergibt sich flir den Leistungsverlust:

APgioam = (122,68 MW — 13,06 MW) - 0,98 - 0,987 = 106,03 MW,

Der direkt aus der Simulation ermittelte Leistungsverlust betragt 101,65 MWe,
sodass die relative Abweichung bei etwa 4 % liegt.

A.5 ZUSAMMENHANG ZWISCHEN WARMEBEDARF UND
ERFORDERLICHEM ENTNAHMEDAMPFMASSENSTROM

In Abbildung A.4 sind die spezifischen Enthalpiedifferenzen des Entnahmedampfes
fur variierende Reboilertemperaturen dargestellt. Der Warmebedarf betragt dabei
konstant 3 M]/kg CO,. Die Verdampfungsenthalpie sinkt mit steigender
Reboilertemperatur aufgrund des steigenden Dampfdrucks der Entnahme. Die
Enthalpiedifferenz der Uberhitzung hingegen hingt neben der Reboilertemperatur
auch von der Konfiguration der Dampfentnahme (Drossel oder DHK) und von
Randbedingungen aus der Kraftwerksmodellierung (Turbinenwirkungsgrade,
Uberstrémdruck) ab. Im hier dargestellten Beispiel sinkt der Anteil der Uberhit-
zung zundchst fiir steigende Reboilertemperaturen und steigt ab einer
Reboilertempratur von 120 °C wieder an. Die Summe der Verdampfungsenthalpie
und der Enthalpiedifferenz der Uberhitzung stellt die thermische Energie dar, die
im Reboiler libertragen wird und ist somit umgekehrt proportional zu dem erfor-
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derlichen Entnahmedampfmassenstrom. Der Anteil der Uberhitzung an der iiber-
tragenen Warme liegt fiir den gesamten in dieser Arbeit betrachteten Wertebereich
zwischen 4 % und 16 %.
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Abbildung A.4: Spezifische Enthalpiedifferenzen des Entnahmedampfes fiir eine variierende
Reboilertemperatur (Uberstromdruck im Auslegungsbetriebspunkt 5 bar,
Wirmebedarf 3 MJ/kg CO>)
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A.6 ZIELGROREN DER CO,-VERDICHTUNG
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Abbildung A.5: Spezifischer elektrischer Bedarf fiir die CO;-Verdichtung in Abhingigkeit
vom Eintrittsdruck, Austrittsdruck 110 bar
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Abbildung A.6: Spezifische Abwarme und CO;-Temperatur vor Eintritt in einen Zwischen-
kiihler bei der CO-Verdichtung in Abhingigkeit vom Eintrittsdruck, Konfi-
guration 1, Austrittsdruck 110 bar
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Abbildung A.7: Spezifische Abwirme und CO;-Temperatur vor Eintritt in einen Zwischen-
kiihler bei der CO;-Verdichtung in Abhingigkeit vom Eintrittsdruck, Konfi-
guration 2, Austrittsdruck 110 bar

A.7 BEISPIELRECHNUNG

In Tabelle A.4 sind die Schnittstellengréfden eines angenommenen nachgeriisteten
CO2-Abtrennungsprozesses aufgelistet. Fiir diese wird in Tabelle A.5 eine energeti-
sche Gesamtprozessberechnung mit den Korrelationen aus Kapitel 5 unter Angabe
wesentlicher Zwischenergebnisse durchgefiihrt. Dabei werden die Charakteristika
des Referenzkraftwerks aus Tabelle 4.1 und die Randbedingungen fiir die Integra-
tion aus Tabelle 4.5 verwendet. Zur Vereinfachung der Rechnung wird anstelle ei-
ner Optimierung der Verdichterkonfiguration ein Verdichter mit sechs Stufen und 3
Zwischenkiihlern angenommen. Neben der verfiigbharen Abwarme aus der CO;-
Abtrennungsanlage (Index 1) wird die Abwarme aus der COz-Verdichtung auf zwei
unterschiedlichen Temperaturniveaus verwendet (Index 2 und 3).
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Tabelle A.4: Schnittstellengrofden fiir die Beispielrechnung

Bezeichnung Formelzeichen @~ Wert Einheit
Spezifischer MJwm/kg CO2
. qreb 3,5
Warmebedarf
Spezifischer 30 MJwm/kg CO2
Kithlbedarf feookcen ‘
Spezifischer 0.06 MJei/kg CO2
Waux ’
elektrischer Bedarf
Reboilertemperatur treb 120 °C
Desorberdruck Pdes = Pin,comp 2,0  bar
Spezifische Abwarme* qhi 0,9 MJwm/kg CO:
Obere Abwarme- °C
thi,up 105
temperatur
Untere Abwarme- °C
thi,low 40

temperatur

Tabelle A.5: Ergebnisse der Beispielrechnung

Formelzeichen Wert Einheit Gleichung
Dext 3,00 bar (12)
Or1 0,198 - (13)
Or2 0,207 - (14), (15), (16)
Or3 0,214 - (17), (18)
Ori 013 - (19)

Or 0,214 - (20), (21)
APsteam 145,88 MW (11)
Weomp 0,337 M]/kg CO: (27)
qcompt1 0,130 M]J/kgCO: (28)
qcomp? 0,450 M]/kg CO; (28)
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Formelzeichen Wert Einheit Gleichung
twh,comp1 100,4 °C (29), (30)
twh,comp2 171,9 °C (29), (30)
APcomp 65,66 MWq (23)

APaux 11,70 MWeg (31)

Mew 12661 kg/s (33)

APy 4,92 MWe (32)
Meonamax 2738 kg/s R
s 2715 s 566769
Mcondmaxs 3041 kg/s (56). 28 (39)

Ghimax1 0,457 M]/kg CO2 (34), (35), (38)
qhimax2 0,426 M]/kg CO2 (34), (35), (38)
qhimax3 0917 M]/kgCO: (34), (35), (38)

Ohi1 0,097 - (43), (44)

Ohi2 0,090 - (43), (44)

Ohi3 0171 - (43), (44)

Gni,used, 0,457 M]/kg CO2 (41), (47)
Ghinsed, O M]/kg CO2 (41), (47)
Gni,useds 0,450 M]/kg CO2 (41), (47)

APy 23,63 MWg (42)

Qewphit 0,443 M]/kg CO> (46)

Qcwhi2 0,130 M]/kg CO2 (46)

Qcwhi3 0 M]/kg CO- (46)

Mew hit 1868  kg/s (33)
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Formelzeichen Wert Einheit Gleichung

Mew iz 0 kg/s (33)
Mew hi3 548 kg/s (33)
APcwhit 0,73 MWe (32)
APcwhiz 0 MWe (32)
APcwhi3 0,21 MW (32)
Endergebnisse
APsteam 145,88 MW ANsteam 6,50 %-Pkt.
APcomp 65,66 MW ANcomp 2,93 %-Pkt.
APaux 11,70 MW Anaux 0,52 %-Pkt.
APy 5,85 MW Anew 0,26 %-Pkt.
AP 23,63 MW¢ Anni 1,05 %-Pkt.
APpcc 205,47 MW Anpcc 9,15 %-Pkt.
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A.8 SCHNITTSTELLENGROREN FUR GESAMTPROZESSBEWERTUNG
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Abbildung A.8: Schnittstellengrofien fiir MEA nach [28]
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Elektrischer Bedarf
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Abbildung A.9: Schnittstellengréfen fiir Piperazin nach [74]
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