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KURZFASSUNG
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Im Zuge dieser Diplomarbeit wurde eine NHs/H,O-Absorptionskéalteanlage mit einer maximalen
Kalteleistung von 22 kW auf Optimierungspotenziale der Anlagenregelung im stationaren
Betrieb untersucht. Im Weiteren wurden Einflisse auf das dynamische Betriebsverhalten in ein
instationares Simulationsmodell Ubertragen. Fur die experimentelle Analyse wurde ein
Versuchsstand mit entsprechender Messtechnik verwendet, mit dem die gewlnschten
Betriebsbedingungen mittels einer Wéarmequelle und einer Warmesenke eingestellt werden
konnten. Das im Simulationsprogramm ,Engineering Equation Solver” erstellte Modell basiert in
erster Linie auf Energie- und Massenbilanzen sowie auf anlagenspezifischen Charakteristika.
Fir die Berechnung der Zustandsgrof3en wurde eine programminterne Stoffdatenbank fir das
Stoffgemisch Ammoniak/Wasser verwendet.

Das Optimierungspotenzial wurde mittels experimentellen Versuchen in einzelnen
stationdren Betriebspunkten durch Variation von Sollwerten der Regelparameter fir
Niederdruck und Losungspumpendrehzahl untersucht. Dabei wurden Moglichkeiten zur
Steigerung der Leistung sowie zur Effizienzoptimierung festgestellt. Es wurden optimierte
Sollwerte definiert, welche im Simulationsmodell verwendet werden konnten. Die Ergebnisse
von Simulation und Messung zeigen Leistungssteigerungen bis 30 % bei Teillastbetrieb im
Bereich von 5 bis 20 kW fir die optimierte Anlagenregelung.

Die dynamischen Effekte werden vorrangig durch die internen Speichermassen in den
Sammelbehaltern der Absorptionskélteanlage hervorgerufen, die sich als TragheitsgroRen bei
Betriebspunktwechseln auswirken. Diese Komponenten wurden mit zeitabhangigen
Bilanzgleichungen im Simulationsmodell nachgebildet. Die Charakteristika der Warmetauscher
und der Regelung wurden aus experimentellen Messdaten bestimmt. Zur Vergleichsanalyse
wurden angendherte Sprungfunktionen fur Veranderung der externen Temperaturen fur Heiz-,
Kdhl- und Kaltwasserkreise verwendet. Die Ergebnisse aus den Sprungantworten zeigten
qualitativ hinreichende Ubereinstimmungen mit den experimentellen Daten. Zeitverzogerungen
wurden durch die Anlagenreglung sowie durch Kavitation der Losungspumpe verursacht. Fur
exaktere Simulationen weisen die entsprechenden Messungen auf die Notwendigkeit der

Berticksichtigung von Totzeiten beim Ansprechen der Losungspumpe im Modell hin.
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This diploma thesis investigates the steady-state and dynamic operational behaviour of an
NHas/H,O-absorption chiller with a cooling capacity of up to 22 kW. In the first part the
optimisation potentials of the steady-state operation over the whole load range was
experimentally analysed by adjusting the setting of the manufacturer-specific control system. In
the second part a dynamic model was developed based on the characteristic of the chiller to
enable comparisons with the system’s operational behaviour during changes in operating
conditions. The operating conditions were provided by a test bench using a heat source and a
heat sink. The simulation model was set up with the software “Engineering Equation Solver” and
is based on equations for energy, mass and species balances. Therefore it is linked with a
program-internal property database for ammonia/water solutions.

The optimisation potential of the system was investigated in experiments and steady-
state simulations by varying the set values for low pressure and for the speed of the solution
pump at constant external operating parameters. In doing so possible improvements were
developed to enhance performance and increase efficiency. The results of the simulations with
optimised settings for the control parameters show performance improvements of up to 30 % at
part-load operation in the load range from 5 to 20 kW compared with data measured before the
optimisation.

The dynamic operating performance is mainly influenced by varying mass of solution
and refrigerant stored in internal accumulators, respectively these components act as thermal
inertia during adjustments of operating parameters. The dynamic chiller model was set up with
time-dependent mass and energy balances. The characteristics of heat exchangers and the
influences of the control system were determined from experimental data. Step functions of
external temperature changes for heating and cooling flow and cold return flow from the
external circuits served as input parameters for load changes. The comparison with
experimental data shows good agreement. It was also detected that relevant time deviations are
caused by cavitation in the solution pump and the system control. For a more detailed analysis

it is necessary to consider the delayed response of the solution pump in the simulation model.
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1 Einleitung

1 EINLEITUNG

Praambel

Das Thema des steigenden Energiebedarfs und der damit verbundenen hohen Energiepreise
ist aktueller denn je. Wachsende Anspriiche der breiten Bevdlkerung an Komfort stehen zudem
der Knappheit an fossilen Energietrdgern gegeniber. Die vorhandenen Ressourcen muissen
deshalb so effizient wie mdglich genutzt werden. Auf die Entwicklung neuer und verbesserter
Verfahren zur Energieversorgung wird immer gréRerer Wert gelegt. Der Trend zu
energieautarken Gesamtsystemen fir private und kommerzielle Bereiche muss vorangetrieben
werden, um Kkurzfristig entstehende und bleibende Abhangigkeiten durch langerfristige

Nachhaltigkeit fiir die Offentlichkeit und die Umwelt zu ersetzen.

Zum Themenbereich Komfort lasst sich unter anderem die Gebaudeklimatisierung einordnen.
Rein zweckmd&Rig getétigte Investitionen fir gewohnliche Kalteanlagen mit erheblichem
elektrischem Energiebedarf fihren bei dieser Anwendung zu den erwahnten Abhéngigkeiten. In
der Regel mussen fir ,alternative” Anlagen mit héherem energetischem Nutzen auch hdhere
Investitionen getétigt werden, da langfristig ein finanzieller Nutzen zu erzielen ist. Im Rahmen
dieser Arbeit wird deshalb der Prozess einer thermisch angetriebenen Absorptionskalteanlage
untersucht, die fir eine breite Anwendung aufgrund des komplexeren Systems mit den

genannten Vorteilen Gberzeugen muss.

Ziel der Diplomarbeit

Mit einer zur Verfugung gestellten NHs/H,0-Absorptinskalteanlage fur die solare Kiihlung sollen
im Betrieb Optimierungspotenziale fir die generierte Kalteleistung und fur die Effizienz
analysiert werden. Die Nutzung dieser Anlagen ist dann sinnvoll, wenn sie einen deutlich
geringeren elektrischen Energiebedarf als herkdbmmliche Kompressionskalteanlagen aufweisen
und dabei das Uberangebot an Solarstrahlung im Sommer fiir den ,thermischen Antrieb*
verwenden. Das Ubergeordnete Projekt zielte auf die Reduktion des Primarenergiebedarfs fur

solarthermisch angetriebene Kihlanlagen ab. (www.klimafonds.gv.at, 09.03.2012).

Es soll das stationare und dynamische Betriebsverhalten der Absorptionskélteanlage in
Abhangigkeit von variierenden Betriebsbedingungen und Regelparametern untersucht werden,
um daraus Riuckschlisse auf optimale Prozessbedingungen zu ziehen und verbesserte

Regelkonzepte entwickeln zu kdnnen.



1 Einleitung

Als Projektergebnis von ,SolarCoolingOpt* sollen ausgefuhrte Gesamtanlagen in der
Gebaudetechnik mittels Simulation optimiert werden und System- und Regelungskonzepte fur

solarthermisches Kiihlen ausgewertet werden. (energyit.ict.tuwien.ac.at, 09.03.2012).

Durchfiihrung

Die Messdaten der AKA wurden experimentell mit einem zur Verfligung gestellten
Versuchstand ermittelt. Ein empirisch entwickeltes, stationares Bilanzmodell stand zur
simulationsgestitzten Auswertung der Optimierungspotenziale zur Verfigung. Es wurde der
Einfluss des Massenstroms der Lésungspumpe und des Niederdrucks analysiert. Diese Grol3en

werden zur Regelung der AKA verwendet und beeinflussen den Prozess wesentlich.

Mit der Entwicklung eines dynamischen Bilanzmodells wurden zeitabhangige Vorgéange
untersucht. Dabei sollen einzelne komplexe Charakteristika des stationdren Modells fir das
dynamische Modell vereinfacht werden. Als Basis fir dieses Simulationsmodell wurden die
wesentlichen Einflussfaktoren fir das dynamische Verhalten in Abhangigkeit von thermischen
Speichermassen der Arbeitsmedien definiert. Die Daten des dynamischen Modells wurden

schlie3lich mit Messdaten bei dynamischen Lastdnderungen verglichen.

Aufbau

In Kapitel 2 werden die wesentlichen technischen Grundlagen beschrieben, das Prinzip einer
Absorptionskalteanlage und die Zustandsé&nderungen mit dem Stoffpaar Ammoniak/Wasser.

Dabei soll ein Bezug zu den beschriebenen Simulationswerkzeugen hergestellt werden.

Das Kapitel 3 beschaftigt sich mit dem Aufbau des Versuchsstandes und einigen Komponenten
der verwendeten Absorptionskalteanlage. Es werden die verwendeten Messgerate aufgelistet

und dabei die optionale Méglichkeit der Dichtemessung zur Zustandsbestimmung diskutiert.
In Kapitel 4 werden die Untersuchungen zum stationdren Betriebsverhalten erlautert und
gewonnene Erfahrungen angefuhrt. Unter anderem werden die durchgeflhrten Arbeiten zur

Analyse der Optimierungspotenziale aus der anlagenspezifischen Regelung beschrieben.

Das Kapitel 5 behandelt das entwickelte dynamische Simulationsmodell. Es werden getroffene

Annahmen und empirische Zusammenhange sowie Anwendungen im Programm beschrieben.

In Kapitel 6 werden die Ergebnisse zusammengefasst und einige Rickschlisse gezogen.
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2 GRUNDLAGEN

In diesem Kapitel werden die wesentlichen Begriffe und die technischen Grundlagen
beschrieben, welche dem Verstandnis der durchgefiihrten Arbeit dienen. Das Prinzip einer
einfachen Absorptionskalteanlage wird anhand eines Prozessschaubildes erklart. Die
Anderungen von ZustandsgroBen werden im sogenannten Losungsfeld des verwendeten
Stoffpaares Ammoniak/Wasser dargestellt. Die Prozesse in den einzelnen Komponenten
werden dabei detailliert erlautert. Im Weiteren werden relevante Kennzahlen betrachtet, die zur
Bewertung des Prozesses herangezogen werden. Neben den thermodynamischen
Eigenschaften des Stoffpaares werden auch dessen Eigenschaften beim Warmetransport
veranschaulicht. Die wesentlichen Simulationswerkzeuge werden theoretisch und mit einem

Anwendungsbeispiel erklart.

2.1 Der Absorptionskalteprozess

Unter Absorption versteht man allgemein die Aufnahme und das Ldsen von Gasen oder
Dampfen in Flussigkeiten. Im gegebenen Fall wird darunter beim Prozess der
Absorptionskalteanlage das Loésen von gasformigem Kaltemittel in  einem flissigen
Ldsungsmittel verstanden. (Niebergall 1981, S.1). Die Menge an absorbiertem Kaltemittel wird
durch die Massenkonzentration der Losung definiert, die bei stationdren Bedingungen vom
Druck und der Temperatur abhéngt. Die Warmemenge, die bei der Absorption frei wird, nennt
man Warmeténung (L). Diese setzt sich Uberschlagig aus der Verdampfungsenthalpie des
Kaltemittels (rf) und der Losungswéarme (l), auch als Mischungswéarme bezeichnet, gemal der
Gl. 2-1 zusammen. Die Warmetdnung wird auf 1 kg des zu ldsenden Stoffes bezogen und ist
jene Warmemenge, die der Losung zu- oder abzufiihren ist, damit ein isothermer Mischvorgang
erreicht wird. (Niebergall 1981, S.4f). Bei Stoffpaaren, die in der Kaltetechnik verwendet
werden, ist die Losungswarme (I) bei der Absorption positiv und daher abzufiihren. Sie nimmt

mit h6her werdender Konzentration an Kéaltemittel ab. (Niebergall 1981, S.129).
L =rpe+1 Gl. 2-1

Die Grundfunktion einer Kélteanlage beschreibt das Anheben von Warmeenergie von einem
niedrigen Temperaturniveau im Verdampfer auf ein hoher gelegenes Temperaturniveau im
Kondensator. Je nachdem bei welchem der beiden Temperaturniveaus die Warme genutzt wird,
werden Kalteanlagen fur Kihlanwendungen und Warmepumpen fir Heizanwendungen

eingesetzt. Die vorliegende Arbeit beschrankt sich auf die Kiihlanwendung.
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In Abbildung 2-1 werden der Kompressions- und der Absorptionskalteprozess
gegeniubergestellt. Kompressionskalteanlagen bestehen nur aus einem Kaltemittelkreislauf.
Der Prozess lauft zwischen zwei Druck- und Temperaturniveaus ab. Die Druckerh6éhung von
gasformigem Kaltemittel wird dabei in einem Verdichter (CMP) ausgefihrt. Um das

kompressible Medium zu verdichten, wird dabei ,hochwertige“ elektrische Energie zugefuhrt.

Der Prozess der Absorptionskélteanlage  lauft zwischen zwei Druckniveaus und drei
Temperaturniveaus ab. Der zusatzliche Losungskreislauf einer Absorptionskalteanlage wird von
einem Stoffpaar, das aus Kaltemittel und Losungsmittel besteht, als Arbeitslésung durchflossen.
Das dampfférmige Kaltemittel aus dem Kaltekreislauf wird im Absorber vor der Druckerhéhung
absorbiert. Dabei andert sich der Aggregatzustand von gasférmig auf fliissig. Die annéhernd
inkompressible, flissige Lésung kann nachfolgend mit einer Pumpe (PMP) bei wesentlich
geringerem elektrischem Energieaufwand als bei Kaltemittelkompression auf Hochdruckniveau
gehoben werden. Fur die Absorption im Absorber ist eine Warmeabfuhr auf mdglichst niedrigem
Temperaturniveau erforderlich. Die Austreibung bzw. Desorption des Kaltemittels erfolgt auf
Hochdruckniveau in einem Generator unter Zufuhr von Warme auf hohem Temperaturniveau.
Der gesamte Losungskreislauf wird als ,thermisch angetriebener Verdichter* bezeichnet.
(Niebergall 1981, S.1). Die Nutzung von thermischer Energie bei der Druckerhthung im

sthermischen Verdichter" ist der wesentliche Unterschied zur Kompressionskélteanlage.

Legend:
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Abbildung 2-1: Vergleich von Kompressions- (links) und Absorptionskalteprozess (rechts) mit

angedeuteten Druck- und Temperaturniveaus (siehe auch Abbildung 2-2)
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Der Prozess der Absorptionskéalteanlage wird im Folgenden anhand der Beschreibung der
einzelnen Komponenten erklart. Dabei wird die Nummerierung der Zustande aus Abbildung 2-1
verwendet. Das Schema enthalt die Hauptkomponenten der untersuchten Anlage, die ohne
Dephlegmator und Rektifikationskolonne ausgefihrt ist.

Absorber (ABS): Bei Niederdruck wird das gasférmige Kaltemittel [14] durch die flissige
,arme* Losung [8] absorbiert. Die bei der Absorption frei werdende Warme (Qags) wird auf
mittlerem Temperaturniveau abgefihrt.

Losungssammler (SAC): Die resultierende flissige ,reiche* Losung [15] wird dem Sammler [1]
zugefuhrt und zwischengespeichert. Der Fillstand des Behélters wird durch die Konzentration
der Losung an Kaltemittel des jeweiligen Betriebspunkts bestimmt.

Losungspumpe (PMP): Die fliissige ,reiche” Losung [1] wird von der Pumpe durch Zufuhr der
elektrischen Antriebsleistung (Ppve) auf Hochdruckniveau geférdert [2].

Dampfer (DMP): Membranpumpen verursachen einen pulsierenden Massenstrom, der durch
den Dampfer teilweise ausgeglichen werden kann [3].

Losungswarmetauscher (SHX):  Zur Warmerickgewinnung wird die ,reiche” Lésung [3] durch
die riickflieRende ,arme* Lésung auf [4] vorgewarmt (Qsyx). Die dadurch erzielbare Reduzierung
der Austreiberenergie des Generators und der Kihlenergie des Absorbers tragt wesentlich zur
Effizienzsteigerung bei.

Generator (GEN): Das leichter siedende Kaltemittel wird durch Zufuhr von Warme (Qgen) auf
hohem Temperaturniveau aus der ,reichen* Losung [4] getrennt bzw. desorbiert und in
gasformigem Zustand [10] dem Kondensator des Kaltemittelkreislaufs zugeftihrt.

Abscheider (SEP): Die dabei abgetrennte, flussige ,arme“ Losung [6] wird dem
Lésungswarmetauscher zugefiihrt und gibt dort die Warme (Qsx) an die ,reiche Lésung* ab.
Ldsungsdrossel (STH): Die flissige ,,arme* Lésung wird auf Niederdruckniveau entspannt [8]
und flie3t anschlielend wieder dem Absorber zu.

Kondensator (CON): Das gasférmige Kaltemittel auf Hochdruckniveau [10] wird durch
Warmeabgabe (Qcon) bei mittlerem Temperaturniveau kondensiert [11].

Kaltemittelsammler (RAC): Das flussige Kondensat [11] wird dem Sammler [12] zugefihrt und
aufgefangen. Der Betriebspunkt bestimmt wiederum den Fillstand des Behalters.
Kaltemitteldrossel (RTH): Das Kaltemittel wird nun in der Kaltemitteldrossel annahernd
isenthalp auf Niederdruckniveau [13] entspannt. Der Austrittszustand liegt im Zweiphasengebiet
und die Temperatur stellt sich gemalR der Verdampfungstemperatur bei dem zugehdrigen
Druckniveau ein.

Verdampfer (EVA): Auf Niederdruckniveau kann durch die zugehorige Siedetemperatur des
Kaltemittels Warme (Qgva) auf niedrigem Temperaturniveau von einem externen Kaltmedium
zugefuhrt werden. Das Kaltemittel verdampft dadurch. Die abgefiihrte Warme des Kaltmediums

dient bei Kiihlzwecken zur Klimatisierung von Raumen oder sonstigen Anwendung.
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2.2 Prozessdarstellung imlog p/ (1/T)-Diagramm

Fir ein Zweistoffgemisch kann das log p/(1/T)-Diagramm (Losungsfeld) zur Darstellung des
Prozesses verwendet werden. Auf der Ordinate wird der Logarithmus des Druckes und auf der
Abszisse die reziproke, absolute Temperatur aufgetragen. (Niebergall 1981, S.32f). Die Werte
der Massenkonzentration von Ammoniak in der Loésung und im Dampf, als charakteristische
Grol3e des Absorptionsprozesses, kdnnen dort anndhernd als Geraden dargestellt werden. Die

Abbildung 2-2 zeigt den Prozess gemafl der Nummerierung in Abbildung 2-1 dargestellt.
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Abbildung 2-2: Absorptionskalteprozess im log p/(1/T)-Diagramm flir Ammoniak/Wasser
(Diagrammquelle: http://www.mrc-eng.com, 30.01.2012)

Im Diagramm sind die Dampfdruckkurven des Zweistoffgemisches (Siedelinien und Taulinien)
bei entsprechenden Konzentrationen eingetragen. Die roten, durchgezogenen Linien
beschreiben die Zustande der flissigen Gemische (Liquid) bei Siedetemperatur. Die blauen,
strichlierten Linien beschreiben die Zustande der gesattigten, gasférmigen Gemische (Vapor)
bei Tautemperatur. Die Taulinien sind ab einer Konzentration von 50 % dargestellt. Die
zugehorigen Zahlen geben die Massenkonzentration von Ammoniak an. Die linke, aul3erste

Linie beschreibt den Zustand von reinem Ammoniak (100 %) bei Siedetemperatur. Die
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Konzentration des siedenden Gemisches nimmt bei steigender Temperatur und konstantem

Druck im Diagramm nach rechts ab. Die rechte, aul3erste Siedeline beschreibt reines Wasser.

Die genaue Prozessfilhrung zur Abbildung 2-2 wird anhand der Komponentenbeschreibung in
Kapitel 2.1 erlautert, weshalb hier Hinweise zum Arbeiten mit dem log p/(1/T)-Diagramm
gegeben werden. Der Kaltemittelkreislauf, beschrieben durch die Zustandspunktel-2-11-13,
wird vom Losungskreislauf mit den Zustandspunkten 1-2-6-8 angetrieben. Der Zustand [10] des
Kaltemittels nach der Desorption befindet sich auf der Taulinie bei zugehdrigem Druck und
Temperatur. Zustand [14] am Eintritt in den Verdampfer liegt im Nassdampfgebiet zwischen

Siedelinie und Taulinie der entsprechenden Konzentration des Kaltemittelkreislaufs.

Ausgehend vom Absorber [1] wird die arme Losung durch die Ldsungspumpe auf
Hochdruckniveau [2] gehoben. Die reiche Lésung wird im Generator bis zu einer gegebenen
Temperatur erhitzt [6], wodurch das Kaltemittel verdampft [10] und abgetrennt wird. Die arme
Losung im Losungskreislauf  wird durch die LOsungsdrossel auf Niederdruckniveau [8]

entspannt.

Durch den Zustand [6] ist ebenfalls die Konzentration des Kaltemittels im Kaltemittelkreislauf

bestimmbar. Dieser befindet sich auf der roten Siedelinie mit der Konzentration der armen
Losung. Druck und Temperatur des Zustands [10] sind gleich und liegen auf der
entsprechenden blauen Taulinie mit der ablesbaren Konzentration des abgetrennten
Kaltemittels. Die Konzentration der Taulinie im Zustand [10] entspricht der Konzentration der
Siedelinie im Zustand [11]. Durch diesen Zusammenhang lasst sich veranschaulichen, dass bei
Betrieb ohne Rektifikation hohe Austreibertemperaturen zu niedrigen Kaltemittel-
konzentrationen im Kaltemittelkreislauf fiihren, da auch ein zunehmender Anteil des Wassers

verdampft wird.

Der Kondensator verflissigt das Kaltemittel unter Warmeabgabe von [10] auf [11] und durch die
Kaltemitteldrossel wird es auf Niederdruckniveau [13] entspannt. Im Verdampfer wird dem
Kaltemittel anschlieBend Warme zugefihrt [14]. Dabei wird nur ein kleiner Anteil des
enthaltenen Wassers verdampft, es bleibt eine zunehmend wassrige Losung Ubrig. Der
Zustand [14] liegt deshalb im Nassdampfgebiet. Das aus dem Verdampfer austretende
Kaltemittel [14] und die arme Ldsung [8] werden schliel3lich im Absorber unter Warmeabgabe

bei der Absorption wieder zur fliissigen reichen Losung [1] vermischt.
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2.3 Kaltemittel Ammoniak / L6sungsmittel Wasser

Kaltemittel und Stoffpaare mussen thermische, physikalische, chemische und wirtschaftliche
Anforderungen erflillen. (Niebergall 1981, S.122f). Fir die Anlage wird im gegebenen Fall das
Stoffpaar Ammoniak/Wasser (Kaltemittel /Losungsmittel ) verwendet. Es wird dabei die
Abhangigkeit der Ldoslichkeit von Ammoniak in Wasser im verwendeten Druck- und
Temperaturbereich genutzt. Das zu absorbierende, gasformige Kaltemittel Ammoniak
(Absorptiv) wird im Lésungsmittel Wasser (Absorbens) gebunden und ergibt die Ldsung
(Absorbat). (Mersmann et al. 2005, S.296). Ammoniak wird auch in Kompressions-Kalteanlagen
als Kaltemittel eingesetzt. In Tabelle 2-1 sind wesentliche thermodynamische Eigenschaften der

beiden Stoffe angefihrt.

Tabelle 2-1: Zustandsgréf3en von Ammoniak und Wasser (http://www.peacesoftware.de, 02.02.2012)

GroRe Ammoniak (NH;) | Wasser (H,0) | Einheit
Siedetemperatur bei 1,013 bar -33,44 100 | [°C]
Dampfdruck bei 0 °C 4,29 0,0061 | [bar]
Dampfdruck bei 20 °C 8,57 0,0234 | [bar]
Dampfdruck bei 100 °C 62,55 1,0130 | [bar]
Dichte bei Sattigung und 20 °C 6,70 0,0173 | [kg/m?]
Verdampfungsenthalpie bei 20 °C 1186,20 2453,55 | [ki/kg]
Volumetrische Kilteleistung bei 20 °C 7947,54 42,45 | [ki/m3]
Kritische ZustandsgréBen

Kritischer Druck 113,39 220,64 | [bar]
Kritische Temperatur 132,25 373,95 | [°C]
Tripelpunkttemperatur -77,65 0| [°C]

Bei gleicher Temperatur ist der Dampfdruck von Wasser kleiner als der von Ammoniak. Das
hei3t, bei gleichem Druck besitzt Ammoniak eine niedrigere Siedetemperatur als Wasser.
Dieser Zusammenhang geht auch aus dem Losungsfeld fur Ammoniak/Wasser in
Abbildung 2-2 hervor. Zum einfacheren Verstandnis vergleicht man dazu die beiden aul3eren,

rot durchgezogenen Siedelinien fur reines Ammoniak (NH3) und reines Wasser (H,0).

Die Losung Ammoniak/Wasser besitzt, im Gegensatz zu den reinen Stoffen, keinen
Siede- und Taupunkt, sondern einen Siede- und Taubereich . (Niebergall 1981, S.3). Im
Verdampfer und Kondensator &ndern sich daher die Konzentrationen der Gasphase und

Flissigphase wahrend der Zustandsanderung (siehe auch Kapitel 2.5).



2 Grundlagen

Durch den niedrigen Tripelpunkt von Ammoniak bei -77,65 C, an dem das Dreiphasen-
Gleichgewicht herrscht, konnen in Ammoniak/Wasser-Anlagen auch Prozesstemperaturen
unter 0 T realisiert werden. Mit Wasser als Kaltemittel in einer Wasser/Lithiumbromid-Anlage

ist diese Anwendung nicht mdglich.

Die hohe volumetrische Kalteleistung von Ammoniak ermdglicht eine kompakte Bauweise, da
die Komponenten dadurch mit relativ niedrigen Volumenstrémen betrieben werden kdnnen.
Ammoniak ist brennbar und giftig, deshalb wird es als Gefahrstoff eingestuft. Durch den
unangenehmen Geruch wird es in der Regel schnell wahrgenommen, jedoch ist der Einsatz an

einige Auflagen gebunden. (Fenzl 2011, S.7).

2.4 Absorptionswirkungsgrad

Der ideale Absorptionsvorgang verlauft auf der Isobaren des entsprechenden
Verdampferdrucks (peva) und ist umkehrbar. Dabei stehen eine unendlich grolRe
Warmetauscherflache zur Abfuhr der anfallenden Warmemenge und unendlich viel Zeit bei der
Absorption zur Verfigung. Mehrere Faktoren haben jedoch einen Einfluss auf diesen Vorgang
(Niebergall 1981, S.52f):

- Zwischen Verdampfer (peva) und Absorber (pass) herrschen Druckverluste aufgrund der
Rohrleitungswiderstande und der Warmetauscher an sich.

- Sind Fremdgase (z.B. Luft) im Absorber enthalten, wird der Partialdruck des
Kaltemitteldampfes gesenkt, der fir die Absorption maRgeblich ist (siehe auch Kap. 4.5,
Einfluss von Inertgas im System).

- Bei der Absorption muss aufler der Abfuhr der Kondensationswarme (r;) und
Losungswarme (l) des Kaltemittels auRerdem die Losung stetig abgekihlt  werden, um
sich weiter anreichern zu kdénnen, denn die Warmetauscherflachen und die Zeit sind
begrenzt . Es wird ein ,wirksames Druckgefalle* bendtigt, um das Kaltemittel in der Lésung

absorbieren zu kénnen.

Diese Faktoren filhren zum realen Absorptionsvorgang . Die Zusammenhange werden in
Abbildung 2-3 fir die austretende reiche Ldsung dargestellt. Bei der Absorption mit der
Temperatur (Tea) und dem Druck im Absorber (pass) kann eine theoretische
Massenkonzentration (§*,) erreicht werden. Mit derselben Temperatur (T,es) Wird die Lésung
bei der realen Absorption bei einem geringeren Prozessdruck (Pags rea) NUr mit der
Massenkonzentration (§s,) angereichert. Das Prozessdruckgefalle  (Approcess) der reichen
Ldsung kann man sich als treibende Druckdifferenz vorstellen, die das gasférmige Kaltemittel in

9
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die LOsung druckt. Es entsteht durch die realen Bedingungen des kontinuierlichen Prozesses,
kann jedoch nicht gesondert gemessen werden. Da man den Zustand jedoch auf den
Gesamtdruck im Absorber (pags) beziehen mdochte, rechnet man in der Praxis mit einer
Unterkiihlung (ATsc), welche der Differenz zwischen der realen Temperatur der Loésung am

Austritt des Absorbers (T.a) und einer theoretischen Temperatur (Ty) entspricht.
(Niebergall 1981, S.53).

[}
logp g*rso grSO ‘EPSO
ideal
Peva---------
Pags Q- .
; . theoretical
ApProcess é E
pABS_reaI_ ----------------- é
:<—>E

Treal Tin -1/T

Abbildung 2-3: Unterkiihlung am Austritt des Absorbers im log p/(1/T)-Diagramm (Niebergall 1981, S.53)

Setzt man die tatsachliche Anreicherung der Lésung (Entgasungsbreite A¢) mit der theoretisch
moglichen Anreicherung in ein Verhaltnis zueinander, erhalt man den Absorptionswirkungsgrad

(nass) geman Gl. 2-2. Die Entgasungsbreite wird in Gl. 2-3 dargestellt. (Niebergall 1981, S.54).

E‘rso - fpso
=0 Gl. 2-2

Nass f rso fpso
Af = frso - Epso Gl. 2-3

Fur die gegebene Anlage wurden Unterkiihlungen von 2 bis 5 Kelvin berechnet.

10
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2.5 Verdampfung und Verflissigung zeotroper Stoffe

Die Losung Ammoniak/Wasser ist ein zeotropes Gemisch, bei dem die Phasenanderung nicht
bei konstanter Temperatur, sondern ,gleitend” Uber ein Temperaturband erfolgt. Dieser
Temperaturgleit hat in der Praxis einen Temperaturanstieg bei der Verdampfung und einen
Temperaturabfall bei der Kondensation zur Folge. (Bitzer 2011, S.13). Die Zusammensetzung
von Dampf und Flissigkeit ist dabei trotz gleichbleibender Gesamtkonzentration in jedem Punkt
unterschiedlich. Wéahrend der Warmeibertragung andern sich die Konzentrationen der Gas-
und Flussigphase. Dies fuhrt ebenfalls zu Veranderungen der spezifischen Warmekapazitat (c)
von Gas- und Flissigphase in Abh&ngigkeit der Temperatur. Zur Veranschaulichung dieser
Eigenschaften werden im Folgenden theoretische Q/t-Diagramme  der einzelnen
Warmetauscher von Abbildung 2-4 bis Abbildung 2-7 dargestellt. In diesen Diagrammen wird
eine in 10 gleichen Abschnitten geteilte Warmemenge (Q) einer entsprechenden Temperatur (t)
der beteiligten Medien gegentibergestellt. Den Zusammenhang beschreibt die Gl. 2-4 fir die
Warmeleistung (Q) eines Stoffstroms. Die Steigungen fur die Darstellungen in den
Teilabschnitten entsprechen demnach dem Produkt aus Massenstrom (m) und der spezifischen

Warmekapazitat (c,).
Q =1 * (hoye — hip) Gl. 24

Fur die Warmeubertragung in den Komponenten werden im Folgenden keine Verluste
bertcksichtigt. Die Ubertragene Warmeleistung aus Gl. 2-5 entspricht damit der Warmeleistung
des Stoffstroms aus Gl. 2-4. Mit Kenntnis der logarithmischen Temperaturdifferenz (ATog) und
der konstanten Warmetauscherflache (A) ist dabei beispielsweise auch die Ermittlung des

Warmedurchgangskoeffizienten (U) méglich.
Q=Ugyp*A* ATy Gl. 2-5

In Abbildung 2-4 wird ein exemplarisches Q/t-Diagramm fir den Absorber dargestellt. Im
Bereich Qg bis Qg erfolgt eine gleichmafige Warmeabfuhr, die der Absorption von Kaltemittel
in der Losung dient. Theoretisch wird nach vollstédndiger Absorption die Lésung in den letzten
Abschnitten von Qg bis Qo unterkiihlt, um das Prozessdruckgefalle (Kapitel 2.4) aufrecht zu

halten. Praktisch ist diese Unterkiihlung wahrend der gesamten Warmeubertragung notwendig.

11
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Im Generator, Abbildung 2-5, wird im Bereich Qg bis Qp; zunéchst die Lésung bis zur
Siedelinie erhitzt bzw. das leichter siedende Ammoniak mit einem geringen Anteil an Wasser
verdampft. Bei der Warmezufuhr von Qp; bis Qg wird sukzessive die Dampfzahl erhoht,

ammoniakreiche Lésung ausgetrieben und die gesamte Losung erwarmt.

In der untersuchten Anlage wird keine Dephlegmation oder Rektifikation nach der
Austreibung vorgenommen, durch die das Wasser wieder abgetrennt werden kénnte. Aus
diesem Grund wirken sich hohe Generatortemperaturen wegen des zunehmenden
Wassergehalts im Kaltemitteldampf negativ auf den Gesamtprozess aus.

50 90
—_ — 85
o ® g
= = 80
€ 40 £
7) zZ
2 &
.35 i
= = 70
2 30 —o—tapc in g
5 _)(_;[ABS'lm[I_] EDJ 65 ——{GEN:int]i]
ABS extl] ——lGEN;ext]
25 60
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 10
Qp [] Qp []
Abbildung 2-4: Exemplarische Temperaturverlaufe  Abbildung 2-5: Exemplarische Temperaturverldufe
im Absorber von interner Lésung und externem im Generator von interner Losung und externem
Kuhlwasser Heizwasser

Durch diese ,Verunreinigung“ mit Wasser befindet sich auch im Kaltemittelkreislauf ein
zeotropes Zweistoffgemisch, dessen Konzentrationen von Gas- und Flissigphase sich wéahrend
der Warmedubertragung andern.

Im Kondensator , Abbildung 2-6, kondensiert im Bereich von Qg bis Q) zuerst der enthaltene
Anteil an Wasser. Dies fiihrt zu einer wassrigen Losung. Bei in etwa konstanter Temperatur
wird dem Gemisch von Qu bis Qg die Verdampfungsenthalpie von annahernd reinem
Ammoniak entzogen, wodurch es schlielich vollstandig kondensiert. Im Bereich Qg bis Qg

wird eine Unterkiihlung dargestellt.

Im Verdampfer, Abbildung 2-7, wird das von der Kaltemitteldrossel kommende
Zweiphasengemisch unter Warmezufuhr kontinuierlich verdampft. Je mehr verdampft wird,
desto niedriger wird die Ammoniakkonzentration der Flissigphase. Die Ubrig bleibende

wassrige Losung verdampft bei steigender Siedetemperatur (Qgg; bis Qo).

12
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Abbildung 2-6: Exemplarische Temperaturverlaufe  Abbildung 2-7: Exemplarische Temperaturverldufe
im Kondensator von internem Kaltemittel und im Verdampfer von internem Kaltemittel und
externem Kihlwasser externem Kaltwasser

Der Anteil von Wasser im Verdampfer kann zu Betriebsstorungen fiihren, da es bei den
niedrigen Kaltwassertemperaturen nicht vollstdndig verdampft wird. Es kann sich im
Kaltekreislauf ansammeln und zu einer Unterbrechung des Kaltemittelmassenstroms fihren,

falls keine konstruktiven Maf3nahmen vorgesehen wurden. (Moser 2008, S.23f).

2.6 Warmebilanzen und Leistungskennzahlen

Die Bilanzierung Uuber den Absorptionskélteprozess erfolgt tber die zu- und abgefiihrten
Leistungen gemaR Abbildung 2-8 unter Vernachlassigung von Warmeverlusten. Der interne
Ldsungswarmetauscher (SHX) ist hierfir nicht zu bertcksichtigen, da es sich dabei um eine

Warmrickgewinnung innerhalb der Systemgrenze handelt.

Qgvya... zugefuhrte Wéarmeleistung im Verdampfer
Qgen. .- zugefuhrte Wéarmeleistung im Generator
Qpgs. .. abgefiihrte Warmeleistung im Absorber
Qcon. .. abgefiihrte Warmeleistung im Kondensator
Pemp... zugefihrte elektrische Antriebsleistung

der Lésungspumpe

Abbildung 2-8: Leistungsfliisse des Absorptionskalteprozesses
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Die gemal Gl. 2-6 dem System betraglich zugefiihrten Leistungen von Verdampfer, Generator

und Losungspumpe werden durch Kondensator und Absorber abgefihrt:

Qeva + Qgen + Pomp = Qcon + Quss Gl. 2-6

Die charakteristische Kennzahl fir die Glte des Absorptionskalteprozesses ist der sogenannte
Coefficient of Performance (COP) . Je nach Anwendungsfall stellt diese Kennzahl die genutzte
Warmeleistung (Nutzen) der aufgewendeten Warmeleistung und elektrischen Leistung

(Aufwand) gegenuber.

Bei der reinen Kiihlanwendung (Kennzahl COP () stellt die dem System von auf3en zugefihrte
Warmeleistung bei niedrigem Temperaturniveau im Verdampfer den Nutzen dar. Die zugefihrte
Warmeleistung im Generator und die elektrische Pumpleistung sind dabei als Aufwand definiert,
dargestellt in Gl. 2-7. Auch wenn die abgefihrten Wé&rmeleistungen im Kondensator und
Absorber hier nicht berticksichtigt sind, darf man den erheblichen apparativen Aufwand dabei

nicht auf3er Acht lassen.

COP, = _ Qeva Gl. 2-7
QGEN + PPMP

Bei der reinen Heizanwendung (Kennzahl COP ,) werden die dem System abgefiihrten
Warmeleistungen aus Kondensator und Absorber bei einem mittleren Temperaturniveau als
Nutzen definiert. Die zugefiihrte Generator- und Pumpleistung stellen dabei wieder den
Aufwand dar. Die zugefihrte Warmeleistung im Verdampfer wird als frei verfligbare

Umgebungswarme angenommen und ist daher in Gl. 2-8 nicht beriicksichtigt.

.
cop, = Jcon + Qass Gl 28

QGEN + PPMP

Bei beiden Anwendungsfallen wird sehr oft die Antriebsleistung der Losungspumpe (Ppyp) flr
die Definitionen in Gl. 2-7 und GI. 2-8 vernachlassigt, wenn sie im Vergleich zur aufgewendeten
Generatorleistung einen geringen Anteil darstellt. Bei der gegebenen Anlage betragt die
elektrisch aufgenommene Antriebsleistung der Lésungspumpe in etwa 1% der

Generatorleistung bei Nennlast.
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2.7 ZustandsgrofRen aus der Stoffdatenbank des Progr amms EES

Im Simulationsprogramm EES (Engineering Equation Solver 2011) wird die Stoffdatenbank
NH3H20O fur das Stoffgemisch Ammoniak/Wasser (Ibrahim, Klein 1993) zur Ermittlung der
erforderlichen ZustandsgréRen verwendet. Mit einem Operator (Procedure), bei dem die
Vorgabe von drei Eingabegrof3en erforderlich ist, konnen die weiteren Zustandsgrof3en
abgefragt werden. Drei Eingabegrof3en sind notwendig, da es sich um ein Stoffgemisch handelt.
Zur Ausgabe der Grol3en mit den erforderlichen Einheiten wurden Procedures zur Umrechnung
verwendet. Weitere Informationen zur Datenbank konnen unter Help\Help for External
Libraries\NH3H20 der Bedieneroberfliche des Programms nachgelesen werden. In der

Abbildung 2-9 ist exemplarisch ein verwendetes Procedures dargestellt.

@File Edit Search Options Calculate Tables Plots Windows Help Examples
ed& v B = B mE T &

Il
=
-
G

"The following procedures are used to convert units"

PROCEDURE TPQITC:P:Qxhnv:s)
“given T (temperature], P (pressure) and Q (quality) in 31 units,
this procedures returns x, b, v and 5 in 51 units”

TK=TC+273.15 "zur Umrechnung der Temperatur vor [K] in [*C]"
Pbar=P* 01 "zur Umrechnung des Druckes von [bar] in [kPa]"
CALL NH3HZ20(1 28 TE Phar:Q TK:Pharx:h:s:uv:Q)
END \_Y_} H_} H_/

Abfragecode AusgabegrofRen

EingabegroRen

Abbildung 2-9: Procedure TPQ als Funktion von NH3H20O zur Abfrage von Zustandsgréf3en in EES

Die folgenden ZustandsgréRen von Ammoniak/Wasser wurden im Simulationsprogramm mit

den angegebenen Einheiten verwendet:

- Temperatur t [C]

- Druck p [kPa]

- Ammoniak-Massenkonzentration x [-]
- Dampfzahl q [-]

- Enthalpie h [kJ/kg]

- Spezifisches Volumen v [m*/kg]

Uberhitzte Zustande werden mit der Dampfzahl q = 1,01 ausgegeben, unterkiihlte Zustande mit

g = -0,01. Mit der Vorgabe dieser GroRRe kann kein eindeutiger Zustand definiert werden.
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2.8 Zeitabhangige Bilanzgleichungen flr Speichermas  sen

Zur Erstellung eines instationaren Modells werden Bilanzgleichungen zur Beschreibung von
Speichermassen bendgtigt. Die Zustdnde in den Sammelbehaltern (SAC, RAC und SEP)
entsprechen in einem stationaren Modell den Zustéanden vor und nach den Behéltern. Will man
das Verhalten des Prozesses in Abhangigkeit der Zeit abbilden, gentgen diese Annahmen
nicht. Das System eines Speicherbehalters kann keine sprunghaften Anderungen der
ZustandsgroRen erfahren, da sich die enthaltene Masse an Flussigkeit als TragheitsgrofRe
auswirkt. Die ZustandsgroRen am Ein- und Austritt des Behalters sind wahrend einer Anderung
nicht gleich. Der Zustand im Behéalter entspricht im gegebenen Modell dieser Arbeit dem
Zustand am Austritt. Die Zustande am Eintritt unterscheiden sich so lange, bis sich das System

wieder an einen stationdren Betriebspunkt angenahert hat.

Als Beispiel sind in Abbildung 2-10 gemessene Temperaturverlaufe beim RAC bei einer
sprunghaften Anderung der Kiihlwassereintrittstemperatur (t..o i) Uber der Zeit aufgetragen.
Am RAC-Eintritt (entspricht anndhernd dem Austritt aus dem Kondensator mit t.es con_our) KOmmt
es zunachst zu einer ebenfalls sprunghaften Abkihlung. Der Temperaturabfall im Behélter
(trer rac) Wird durch den Mischvorgang verzdgert. Sind die Medien durchmischt, haben sich die
Verlaufe an einen neuen stationaren Zustand angenahert. Durch die veréanderten Bedingungen

erkennt man im Weiteren die hohere Temperaturdifferenz zu t.., i» am Ende des Vorgangs.

32 -
t_ref RAC [°C]
304 e t_ref_CON_out [°C]
. - == t_cool_in[°C]
G 28 -
§ t I p s A Y T
© 26 - ;
[J] o
g' |'§
] i " [
y” VN N e mmrc v el rrnre P mmv =
]
2> ||RAC
12
20 T T T T 1
12:57 13:12 13:26 13:40 13:55 14:09
Zeit [hh:mm)]

Abbildung 2-10: Exemplarische, gemessene Temperaturverlaufe vor, im und nach dem RAC bei Senkung

der Kiihlwassertemperatur (tcol in)
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2 Grundlagen

Gemal den allgemein gultigen Differentialgleichungen von GI. 2-9 bis Gl. 2-11 kdnnen die
Vorgange in Sammelbehéltern in  Abhangigkeit der Zeit beschrieben werden.
(Bittanti et al. 2010, S.2). Die Gl. 2-9 beriicksichtigt die Anderung der Masse der Lésung,
Gl. 2-10 die Anderung der Masse des Kaltemittels Ammoniak. Die Gl. 2-11 beschreibt die

zeitliche Anderung der absoluten Enthalpie der Lésung.

dM . .
dt = z Mjp; — z Moyt Gl. 2-9
i k

d(M * x) : ,
dt = Z(mini * Xini) - Z(mOUtk * Xoutk) Gl. 2-10
i k
d(M * h) . .
dt = Z(mini * hini) - Z(moutk * houtk) Gl. 2-11
i k

2.9 Integral- und Differentialansétze zur Losung de r

Differentialgleichungen

Die einzelnen Differentialgleichungen der Gl. 2-9 bis GI. 2-11 wurden in der Simulation nicht mit
den gleichen Ansatzen geldst, weil nicht alle Gré3en Uber die Integralfunktion aufgeldst werden
konnten. Der genauere Ansatz des Programms EES ist die Integralfunktion in Verbindung mit
der Integraltabelle, die, im Gegensatz zur Parametertabelle mit einer Integrationsvariablen, in
diesem Fall der Zeit (1), generiert wird. (EES, 2011). Die Gl. 2-12 zeigt das allgemeine Format
des Befehls bei der Berechnung einer GroRRe f. Die Gl. 2-13 gilt als Befehl zum Aufruf der
Integraltabelle. Es kénnen alle im Modell verwendeten Grdl3en in der Integraltabelle mit dem

zugehdorigen Zeitschritt aufgelistet werden.

f = INTEGRAL(Integrand;Var; UntGrenze; ObGrenze; Zeitschritt) Gl. 2-12

$IntegralTable Variable: Zeitschritt; f Gl. 2-13
Die Anwendung des allgemeinen Formats aus Gl. 2-12 zeigt Gl. 2-14 anhand des Beispiels der
Massenbilanz der Losung im Kaltemittelsammelbehdalter (RAC). Dabei ist die Vorgabe einer

Startgrof3e (Mgrac_start) @ls Randbedingung erforderlich:

Mgac = Mgacg,,,, + integral(hyy — My2; T; Tseare; Tenas AT) Gl. 2-14
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2 Grundlagen

Beim Differentialansatz  wird hingegen die folgende Methodik verwendet. In numerisch
operierenden Programmen wird die Ableitung einer Funktion f an einer bestimmen Stelle t; Uber

die Definition des Differentialquotienten gemaf Gl. 2-15 bestimmt:

f(@) — f(ri — A1) Gl. 2-15
AT

e = fim,

Da es beim Grenzilbergang ATime — 0 zu einem groRen Rechenaufwand kommen wirde,
nahert man numerisch die Ableitung der Funktion an der Stelle 7; mit der Steigung bei
Zeitschritten A7 > 0 gemal Gl. 2-16 an (Westermann 2005, S.446):

f@) — f(ri — A7) Gl. 2-16
AT

B (7)) =

In  Abbildung 2-11 wird die Anwendung der Gl. 2-16 als einseitige (linksseitige)

Differenzenformel veranschaulicht.

fm |

Steigung

Y
~

T -A1 T

Abbildung 2-11: Sekantensteigung im Punkt 7; (Westermann 2005, S.447)

Als Beispiel wird im Folgenden die Anwendung der Gl. 2-16 im Programm EES flr den
Losungssammelbehalter (SAC) veranschaulicht, die durch Gl. 2-18 angenahert wird. Msac prec
wird mit Gl. 2-17 durch einen Wertzugriffsbefehl aus der Integraltabelle aufgerufen und

entspricht dem Wert von Msac beim jeweils vorherigen Zeitpunkt.

MSACp‘rec = integralvalue(t — At; Mgy) Gl. 2-17
(Msac — MSACp,-eC) . . Gl. 2-18
AT =my; —1m

Die Zeitschritte missen fir den Integralansatz und Differentialansatz gleich gewéhlt werden,
da keine Zwischenwerte berechnet werden und somit falsche Wertzugriffe auftreten wirden.
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2 Grundlagen

2.10 Anwendungsbeispiel des IntegralansatzesinE ES

In der folgenden Abbildung 2-13 wird die Anwendung des Integralansatzes zur Beschreibung
von zeitabhangigen Zustandséanderungen im RAC veranschaulicht. Die eingetragenen Werte
am Ein- und Austritt in Abbildung 2-12 stellen die Randbedingungen des vereinfachten Modells
dar. Zusatzlich wurden Startwerte definiert. Die fehlenden GrofRen werden durch die
Bilanzgleichungen beschrieben. Weitere Zustandsgrofien werden durch die Procedures aus der
Stoffdatenbank aufgerufen. Die Massenstrome sowie die Dampfzahlen am Ein- und Austritt sind

bei einer Anderung im realen Gesamtsystem nicht konstant annehmbar.

@File Edit Search Options Calculate Tables Plots Windows Help Examples

=™ i { v B A e N = O T I P FETEEE LY 7
"Zeitparameter"
tyq =22
fimestep=1 11 =0
time_Start=0  x1=099
time_End=2000 myy = 0,02
"ZustandsgroBen i Punkt [T1]" S,
<y
11]=22] tRAC Start = 32
#171]=0.99 drAc,start = 0
q11]=0 XRAC Start = 0,95
CALL TR 11 gD p 1 b1 1181 1))
Mgrac,start = 5
"Startwerte im RAC" 41220
M_RAC_Start=5 Mz 0,015
t_RALC_Start=32 . .
q_RAC._Start=0 Abbildung 2-12: RAC (PC19 2011)

¥_RAC_Start=095
CALL TXQI_RAC_Startx_RAC_Startq_RAC_Startp_RAC_Starth_RAC_Startv_RAC_Start:s_RAC_Start)

"Massenbilanzen”
m(11]=0.02
m[12]=0.015
M_RAC=M_RAC_Start+integralim[11]-m[12].Time time_Start:time_End:timestep)
¥_RAC*™M_RAC=x_RAC_Start*™M_RAC_Start+integral{m[117%[11]-m[12]"{12]:Time fime_Starttime_Endtimestep)
"Energiebilanz”
h_RACZ*M_RAC=h_RAC_Start®M_RAC_Start+integralim[11]*[11}m[12]*h[12]:Timetime_Starttime_Endtimestep)
"ZustandsgroBen irn Punkt [12]"
¥[12]=_RAC
F[12]=h_RAC
ql12]=0
Call TXQR1 2= 2Lgl1 2] plr 21 b1 211 2]:8(1 2])
$IntegralTable Time:timestep:M_RAC:M[11] (1241 1]A12)p[111p(1 211 1]x(12Lh(111h[12]

Abbildung 2-13: Exemplarisches Programm in EES (2011) zur Beschreibung der Zustandsanderungen in

einem vereinfachten Modell des RAC mit dargestellten konstanten Gré3en am Ein- und Austritt
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2 Grundlagen

Mit den Ergebnissen aus der Integraltabelle kénnen die Zustandsadnderungen Uber der Zeit
dargestellt werden. Die Abbildung 2-14 zeigt die asymptotische Anndherung der Temperatur
(links) und der Massenkonzentration (rechts) des Austrittszustands [12] aus dem RAC an den
Eintrittszustand [11] iber der Zeit. Die Anderung der Masse im RAC wird im Folgenden nicht
dargestellt, da die vereinfachten Annahmen eine rein lineare Zunahme des Fillstandes tber der

Zeit ergeben.

B2
0,99
30
0,98}
28}
%) = 0,97}
~ 261 x
""" t 0,96
24+ —tp
0 600 1200 1800 0 600 1200 1800

Zeit [s] Zeit [s]
Abbildung 2-14: Temperatur (links) und Massenkonzentration (rechts) am Eintritt und Austritt des RAC

Uber der Zeit

Die Zeitschritte muissen bei Simulationen gut abgestimmt werden. Vor allem beim
Simulationsstart von komplexeren Modellen fuhren falsch gewahlte Zeitschritte zu
Laufzeitfehlern. Wahlt man zu grof3e Zeitschritte, wird das Ergebnis ungenau. Bei zu kleinen
Zeitschritten wird ein sehr hoher Rechenaufwand benotigt, der mit deutlich mehr Zeitaufwand
verbunden ist. Bei Verwendung von konstanten Zeitschritten soll die Abstimmung in
Abhangigkeit der instationdren Bereiche erfolgen, da diese fir detaillierte Analysen von
groRerem Interesse sind als stationare Bereiche. Fur die vorliegenden Simulationen wurde ein
minimaler Zeitschritt von einer Sekunde definiert. Kleinere Zeitschritte kénnen nur mit
passenden Anfangswerten berechnet werden (siehe Kapitel 5.5). Da auch die Messdaten zur
Validierung in 1-Sekunden-Schritten aufgezeichnet wurden, ergab sich eine passende
Vergleichbarkeit. Gro3ere Zeitschritte bis 10 Sekunden fiihren zu kirzeren Laufzeiten der

Simulation und zeigten annehmbare Genauigkeit, vor allem fir erste Abschéatzungen.
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3 Versuchsstand

3 VERSUCHSSTAND

Der verwendete Versuchsstand wurde aus dem zuvor durchgefuihrten Projekt ,Experimentelle

Analyse einer NH3/H,O-Absorptionswarmepumpe fir die solare Kuahlung® (Hannl 2011)

Ubernommen. Hier wird nochmals der wesentliche Aufbau mit den zugehérigen prozess- und

messtechnischen Komponenten erklart. Fir detaillierte Angaben tUber Mess- und Steuergeréate,

die Datenverarbeitung und die Bedienung wird auf oben angeflihrte Ausarbeitung verwiesen.

3.1 Hydraulische Anbindung der AKA an die Infrastru

ktur

Der dargestellte Versuchsstand in Abbildung 3-1 beinhaltet die hydraulische Anbindung der

Absorptionskélteanlage. Dieser wird wiederum durch eine Warmequelle und eine Warmesenke

der Infrastruktur am Institut fur Warmetechnik versorgt.

DDy

Warmequelle der
Infrastruktur

PinkChiller PC19

o =

Heizwasserkreislauf
(hot)

(A
N
Waérmesenke der
Infrastruktur

Kihlwasserkreislauf
(cool)

Kaltwasserkreislauf
(cold)

~<H

Abbildung 3-1: Hydraulisches Schema des Versuchsstandes (PC19, 2011), (Hannl 2011, S.17)
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3 Versuchsstand

Als Warmequelle fur den Generator diente ein Warmwasserspeicher mit einer elektrischen
Heizleistung von 40 kW. Analog wurde ein Kihlwasserspeicher als Warmesenke verwendet,
der die Warme uber eine Ruckkihlanlage an die Umgebungsluft abgibt. Die mdglichen
Kidhlwassertemperaturen fir Absorber und Kondensator waren deshalb an die jeweilige
AulRentemperatur gebunden. Die gewtunschten Temperaturen in den Speichern konnten an der
Bedienung fir die Infrastruktur eingestellt werden. Die Ruckkihltemperatur musste manuell

Uber eine separate Bedienung eingestellt werden.

Die Anbindung der AKA war jeweils mit hydraulischen Weichen ausgefiihrt, um die Systeme
hydraulisch voneinander zu entkoppeln. Dadurch wird ein konstanter Druck unabhangig vom
Vordruck der Infrastruktur an der Anbindung garantiert, der die Regelung der ausgefihrten
Beimischschaltungen vereinfacht. Als Warmequelle fir den Verdampfer diente ebenfalls der
KlUhlwasserspeicher, die erzeugte Kalteleistung wurde somit an den Kihlwasserkreislauf
abgegeben. Die parallel geschalteten Kreislaufe von Kaltwasser und Kihlwasser waren durch
einen Plattenwarmetauscher getrennt. Dadurch wird gewéhrleistet, den Kaltwasserkreislauf
auch mit Frostschutzgemischen (Glykol/Wasser) fiur Temperaturen unter 0 T betreiben zu

kdénnen.
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3 Versuchsstand

3.2 Die Absorptions kéalte anlage

Die AKA ist ein am Markt erhaltliches Modell der Firma Pink GmbH (Langenwang) des Typs
,PinkChiller PC19" , wie in Abbildung 3-2 dargestellt. (PC19, 2011). Die Nennkalteleistung wird
mit 19 kW bei Volllast angegeben. Die etwas jungere, modifizierte Generation des zur
Verfiigung gestellten Modells mit einer adaptierten, groReren Kéltemitteldrossel erreicht 22 kW.
Der Prozess wird einstufig mit der Arbeitsldsung Ammoniak/Wasser ausgefthrt.

Abbildung 3-2: Absorptionskéalteanlage PinkChiller PC19 (PC19, 2011)

Legende:

ABS... Absorber RTH... Refrigerant Throttle
GEN... Generator STH... Solution Throttle

CON... Condenser SCV... Solution Control Valve
EVA... Evaporator RAC... Refrigerant Accumulator
SHX... Internal Solution Heat Exchanger  SAC... Solution Accumulator
PMP... Solution Pump SEP... Separator

DMP... Damper
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3 Versuchsstand

Die detaillierte hydraulische Anordnung der Komponenten ist in Abbildung 3-3 ersichtlich. Im
Gegensatz zur Prozessdarstellung in Abbildung 2-1 weist die konstruktive Ausfiihrung einige
zusatzlichen Bauteile und Funktionen auf, die im Folgenden diskutiert werden. Die AKA wurde
fur die Temperatur-, Druck-, Fullstands- sowie die Volumenstrom-, Massenstrom- und
Dichtemessung mit Messtechnik ausgestattet. Die Abbildung 3-3 zeigt die verwendeten

MessgroRen und die zugehdrigen Messstellen (Messwertliste im Anhang).

X ref... Kaltemittel
Scv Taspicln rso... Reiche I:Cisung
EEZ.' 7z pso... Arme Losung
i hot... HeiRwasser
cool... Kithiwasser
)STH TretRac.aun cold... Kaltwasser
@) RTH T
Trso gEN out D) 1
~ . o e
X 5 EVA I & cooling Water oUT
s el =[>a] Teoid out Tretevam
z Cold Water oUT| o
GEN -
Thot.out TeoolABS_out
Hot Water OUT
T'SC.DMP‘Du[ Ta‘r‘sox
DMP .
— Teoldin Teooln
Hot Water IN T . E Caoling Water IN 7 Cooling Water IN
ot Water l @ @ - ooling Water = /V’;\\ ooling Water
B Hot Water IN = Cold Water IN
hot X
. PMP i
Tostar ks TrsosaC.0ut SAC :
e e
Teso pute.om e Trsosac
(@

Abbildung 3-3: Detailliertes Hydraulikschema der AKA mit Messgrof3en (Hannl 2011, S.31)

Generator, Kondensator und LOsungswarmetauscher sind als Plattenw&rmetauscher
ausgefuhrt. Verdampfer und Absorber sind zwei Rohrbundelwarmetauscher , die tUber einen

gemeinsamen Behalter, den Loésungssammelbehélter (SAC), verbunden sind.

Die Lésungspumpe ist in diesem Modell als einflutige Membranpumpe ausgefihrt und wird
durch einen Elektromotor angetrieben, dessen Drehzahl (ber einen vorgeschalteten
Frequenzumrichter geregelt wird (siehe Kapitel 4.2). Der Dampfer wird in dieser Anordnung
zusatzlich zum Vorwarmen der reichen Losung verwendet.

Die Kaltemitteldrossel ist als Magnetventil ausgefiihrt und regelt auf den Niederdruck (siehe
Kapitel 4.1). Das zusatzliche Magnetventil (SCV) nach der Lésungsdrossel (STH) dient lediglich
zum Schliel3en der Leitung der armen Ldsung bei Abschaltung der AKA.
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3 Versuchsstand

Der Volumenstrom des Kiihlwassers (V) fir den Kondensator und den Absorber kann in den
parallel geschalteten Leitungen tber ein Regulierventil an der Ruckwand der AKA im Rucklauf
des Absorbers eingestellt werden, wie Abbildung 3-4 zeigt. Der Einfluss des Verhaltnisses der

beiden Volumenstrome wird in Kapitel 4.4 diskutiert.

vcooI_CON

Vcool CON [,
|: aBs Dk—

VcooI_ABS

Abbildung 3-4: Regulierventil zum Abgleich des Kuhlwasservolumenstroms zwischen Kondensator und

Absorber (links im Foto in Draufsicht der AKA, rechts schematisch)

Den Sammelbehaltern der Losung (SAC, SEP) und des Kaltemittels (RAC) kam im Rahmen
dieser Arbeit eine wesentliche Bedeutung zu, da diese sehr stark das instationare
Betriebsverhalten beeinflussen. In Abbildung 3-2 sind die diese dargestellt. In allen Behéltern
sind Schwimmkorper zur Fillstandsmessung eingebaut. Der Abscheider (SEP) ist nach dem
Generator angeordnet und ist zur Trennung der armen LOsung vom Kaltemitteldampf
vorgesehen. Dieser beinhaltet einen weiteren Schwimmkdrper, der Gber ein Gestange mit der
Losungsdrossel (STH) verbunden ist. Dieses erhtht den Durchfluss der armen Losung bei
steigendem Fulllstand des Abscheiders (in Abbildung 3-5 ersichtlich).

Beim Austritt der reichen Lésung aus dem Ldsungswéarmetauscher (SHX) ist eine absperrbare
Bypassleitung als Zufluss zum Abscheider (SEP) installiert, dargestellt in Abbildung 3-5. Diese
soll eventuell verdampftes Kaltemittel aus dem Losungswéarmetauscher direkt tber den
Abscheider in den Kondensator leiten. Die Ergebnisse aus Versuchen mit mdglichen
Betriebspunkten mit einer Dampfzahl > 0 nach dem Ldsungswarmetauscher ergaben jedoch
keine brauchbaren Aussagen zu Verdnderungen von Kalteleistung und Effizienz. Das

Absperrventil blieb in allen anderen Versuchen geschlossen.

In Abbildung 3-5 (rechts) ist eine zusétzliche Verbindungsleitung fur die arme Losung vom
Abscheider (SEP) zum Eintritt in den Generator dargestellt. Diese Ausflihrung ist eine historisch
gewachsene, zusatzliche Komponente des Herstellers. Diese bildet einen Thermosiphon
zwischen  Generator und Abscheider. Durch die sich einstellende geringe

Konzentrationsdifferenz an der Stelle, wo reiche und arme Lésung vermischt werden, kann der
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3 Versuchsstand

Massendurchsatz Uber den Generator etwas gesteigert werden. Dadurch soll der
Warmeubergang im Generator erhdht werden. Die Effizienz dieser Ausfiihrung wurde in diesem

Rahmen aber nicht untersucht.

f Kaltem|tte| TrefCONn
. Reiche Lésung
pso . Arme Losung

Bypassleitung /!

Zusétzliche Verbindung
zwischen SEP und GEN

Tlso.G EN out

Tpso,5HX.n

— 1 SHX
GEN

Tlm.uut TpsD.SH X.out

=7 > -
Hot Water OUT

Abbildung 3-5: Zusatzliche Bypassleitung fir die reiche Lésung zwischen SHX und SEP sowie

Verbindungsleitung zwischen SEP und GEN (links im Foto, rechts schematisch)

In der Dokumentation des Herstellers werden die Bedienung der AKA, Einstellmdglichkeiten
fir RegelgroRen und die Kalibrierung der Messtechnik anhand der Mendstruktur ausfihrlich

erlautert.
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3 Versuchsstand

3.3 Messtechnik

Die MessgroRen in Abbildung 3-3 wurden mit den in Tabelle 3-1 aufgelisteten Messgeréaten
bestimmt. Die Messprinzipien fur Temperatur-, Druck-, Flllstands- sowie die Volumenstrom-
und Massenstrommessung wurden ausfihrlich in der Ausarbeitung von Hannl (2011, S. 22ff)
beschrieben. Im Folgenden wird die Messung der Dichte behandelt, die mit den gleichen

Geraten wie zur Massenstrommessung bestimmt wurde.

Tabelle 3-1: Messgeréateliste der Messtechnik (Hannl 2011, S.26)
Nr. | Stk. | Funktion Bezeichnung Hersteller
1 7 | Widerstandsthermometer Pt100 KI. A, @ = 6mm
2 3 | Widerstandsthermometer Pt100 KI. A, @ =3mm
3 17 | Temperaturmessung Thermoelemente
4 1 | Durchflussmessgerat Heizwasserkreislauf 50P15-EAOA1AAOQA4AD Endress+Hauser
5 3 | Durchflussmessgerat Kiihl- & Kaltwasserkreislauf | 50P25-EAOA1AAOA4AD Endress+Hauser
6 1| Massenstrom- u. Dichtemessgerat Kaltemittel 83A04-GSWWAAAAAAAS | Endress+Hauser
7 1| Massenstrom- u. Dichtemessgerat arme Losung | 83F15-ACWSAAAAAAAE Endress+Hauser
8 1| Drucktransmitter Niederdruck SPK1000000 Carel
9 1 | Drucktransmitter Hochdruck SPK3000000 Carel
10 3 | Flllstandsmessung Reedkontaktketten KSR Kuebler

3.3.1 Dichtemessung

Die Dichtemessung kann zur Bestimmung von Zustandsgréen von Ammoniak/Wasser-
Gemischen verwendet werden. Bei Systemen mit nur einem Arbeitsmedium (z.B. Wasser) ist es
moglich, die thermodynamischen ZustandsgrofRen eines Punktes bereits durch Messung von

Temperatur und Druck vollstandig zu bestimmen.

Aufgrund einer fehlenden messbaren GréRe muissen bei Systemen mit Gemischen als
Arbeitsmedium Annahmen bei der Beschreibung von Modellen getroffen werden, um den
Zustand eines Punktes definieren zu konnen. Im Rahmen dieser Arbeit sollte deshalb die
Dichtemessung mittels eines Coriolis-Massenstrommessgerates in die bestehende Messtechnik
eingebunden werden. Aus den gewonnenen Daten kénnen bis dahin getroffene Annahmen fir

Modelle Uberprift oder neue empirische Ansatze formuliert werden.
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3 Versuchsstand

Das Messprinzip des verwendeten Gerates basiert auf der kontrollierten Erzeugung von
Corioliskraften. ,Diese Krafte treten in einem System immer dann auf, wenn sich gleichzeitig
translatorische (geradlinige) und rotatorische (drehende) Bewegungen uberlagern. (...) Die
GroRRe der Corioliskraft hangt von der bewegten Masse 4m, deren Geschwindigkeit v im System
und somit vom Massedurchfluss ab. Anstelle einer konstanten Drehgeschwindigkeit wtritt beim
Promass eine Oszillation auf. Dabei wird das vom Messstoff durchstromte Messrohr zur
Schwingung gebracht. Die am Messrohr erzeugten Corioliskrafte bewirken eine
Phasenverschiebung der Rohrschwingung” (Endress+Hauser 2009, S.3). Die Abbildung 3-6

veranschaulicht diesen Vorgang.

-2 -~ g
ﬂ Al\l Al\l AI\I
< |s ~ |8 [
a |
_ "\
1 o 2 (] 3 (]

Abbildung 3-6: Erzeugung von Corioliskraften als Messprinzip zur Dichtemessung beim Promass A
(Endress+Hauser 2009, S.3)

.Das Messrohr wird immer in seiner Resonanzfrequenz angeregt. Sobald sich die Masse und
damit die Dichte des schwingenden Systems (Messrohr und Messstoff) &ndern, regelt sich die
Erregerfrequenz automatisch wieder nach. Die Resonanzfrequenz ist somit eine Funktion der
Messstoffdichte. Aufgrund dieser Abhangigkeit lasst sich mit Hilfe des Mikroprozessors ein

Dichtesignal gewinnen.” (Endress+Hauser 2009, S.3).

Wegen der einfacheren Anwendung bei einphasigen Gemischen sollte die Messung an
unterkiihlten Zustandspunkten erfolgen. Bei zusatzlicher Messung von Temperatur und Druck
kann ein Zustandspunkt vollstdndig bestimmt werden. Von besonderem Interesse ist die
Bestimmung der Konzentration an den jeweiligen Messstellen.

Bei stationdrem Betrieb der Absorptionskalteanlage wurden nach Austritt der armen Losung aus
dem Ldsungswarmetauscher und nach Austritt des Kaltemittels aus dem Kondensator folgende

GroRRen gemessen:

e Temperatur mittels Thermoelement-Anlegefihler
e Druck mittels piezoresistiven Druckaufnehmer
« Dichte mittels Coriolis Massenstrommessgerat
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3.3.2 Vergleich der gemessenen und berechneten Dich  ten

Zur Uberpriifung der Dichtemesswerte wurden diese mit berechneten Werten in einer
einfachen stationaren Simulation mittels Bilanzmodell verglichen. Dabei dienten gemessene
Temperaturen, Dricke und angenommene Dampfzahlen zur Berechnung der Konzentrationen
der reichen L6sung im SAC und der armen Losung im SEP. Mit dem Operator t-p-q wurden die
Werte der Dichte aus der NH3H2O-Datenbank des Simulationsprogramms abgerufen. Die
Messdaten wurden aus den Messungen gemal3 der Messmatrix in Tabelle 4-2 aus Kapitel 4.2
herangezogen. Mit den zugehdrigen Massenstréomen konnte tber die Massenbilanz aus Gl. 3-1

die Konzentration im RAC berechnet werden. Dazu wurden folgende Annahmen getroffen:

» Dampfzahl der flissigen Phasen im Abscheider und im SAC mitg =0

» Temperatur der flissigen Phase des Abscheiders gleich der gasférmigen Phase

« Gleiche Konzentrationen der armen Losung im SEP und am Austritt aus dem SHX
e Massenbilanz des Gesamtsystems fir das Kaltemittel gemaf GI. 3-1:

Myso * Xrso = mref * xref + mpso * xpso Gl 3-1

Mit den berechneten Konzentrationen fir die zu vergleichenden Stellen am Austritt der armen
Losung aus dem Losungswarmetauscher und am Austritt des Kaltemittels aus dem
Kondensator konnen die zugehdrigen Dichtewerte bestimmt werden. Der Vergleich zwischen
Messwerten und berechneten Werten der Datenbank in Abbildung 3-7 ergibt Abweichungen der
berechneten Dichte von maximal + 1 % des Messwertes der armen Lésung (links) und maximal

- 2 % vom Messwert des Kaltemittels (rechts).

830 - 610 -
= 825 - n
E +1% € 605 -
% 820 - B
£ 815 - e y %007
o o P
§ 810 - g 595 - *
5 805 - 8
o T 590 - . <Y
& 800 4+ - a 2%
795 1 ’ 585 A '3}'-#
790 ”’ T T T T T T T 1 580 // T T T T T 1
790 795 800 805 810 815 820 825 830 580 585 590 595 600 605 610
ppso_SHX_out [kg/ m3] pref_CON_out [kg/ m3]

Abbildung 3-7: Vergleich zwischen gemessener und berechneter Dichte der armen Lésung nach dem

Lésungswarmetauscher (links) und des Kaltemittels nach dem Kondensator (rechts)
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3 Versuchsstand

3.3.3 Analyse der Messunsicherheiten mit Dichtemess  ung

Die drei Messgrofen Temperatur, Druck und Dichte wurden bei dieser Analyse zur Berechnung
der Ammoniak-Massenkonzentration  der armen Ldsung sowie des Kaltemittels mittels der
NH3H20O-Datenbank in EES verwendet (siehe Kapitel 2.7). Da kein Operator mit notwendiger
Kombination zur Verfigung stand, musste eine Kombination mit zwei gesetzten Eingabegrof3en
und einer gesetzten AusgabegroRe gewdahlt werden, bei der programmintern iteriert wird. Die
Kombinationen t-v-q und p-v-q lieferten keine Ergebnisse sowie die Kombinationen t-p-q und
t-x-v falsche Ergebnisse. Somit stand fir die Definition des Zustandspunktes nur die
Kombination t-p-x zur Verfugung, bei der statt der Eingabegrdf3e Massenkonzentration (x) das

spezifische Volumen (v = 1/p) als AusgabegrofRe vorgegeben wurde.

Die Messunsicherheiten der drei Eingabegrof3en tbertragen sich auf die Ausgabegrof3en. Die
vom Hersteller angefihrte Genauigkeit der Dichtemessung Uber den gesamten Messbereich
des Messaufnehmers ergab sich zu +/-20kg/m3 (zum Vergleich: Messwerte vom

Kaltemittel = 600 kg/ms3, Messwerte der armen Losung = 800 kg/m3).

Uber den allgemeinen Ansatz der GauR’schen Fehlerfortpflanzung (Hering et al. 2009, S.114)
gemall der GIl. 3-2 wurde die Unsicherheit der Konzentration in Abhé&ngigkeit der

Mess-Eingangsgrolien berechnet.

2

af\’ ]
uf:j(é) *u%+(£) gt Gl. 3-2

Die Messunsicherheiten fur die Temperatur-, Druck- und Dichtemessung listet Tabelle 3-2 auf.
Bei der Messunsicherheit fur die Temperatur- und Druckmessungen konnte auf
Erfahrungswerte zurtickgegriffen werden. Bei der Dichtemessung wird die Messunsicherheit

Uber eine Rechteckverteilung gemaf Gl. 3-3 angenéahert:

b-a Gl. 3-3
u, = — . O
zZ m

Die Werte b und a entsprechen den beiden absoluten Fehlergrenzen von +/- 20 kg/m?, welche

Uber den gesamten Messbereich des Messaufnehmers gelten.

Tabelle 3-2: Messunsicherheit der Temperatur-, Druck- und Dichtemessung

Thermoelement Drucktransmitter Dichtemessung

Messunsicherheit 0,1 [K] 0,01 [bar] 11,55 [kg/m?3]
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3 Versuchsstand

Die partielle Ableitung der allgemeinen Funktion aus Gl. 3-2 wird durch Bildung des
Differentialquotienten gemafR Gl. 3-4 linear angendhert, da die Ermittlung nur dber die

Datenbank erfolgen kann.

Af\? A
uf=J(é) *quCJ,(é) ‘gt Gl. 3-4

Dabei wird konkret die Anderung der Konzentration bei Anderungen einer EingangsgroRRe in der
Zustandsabfrage (Temperatur, Druck oder Dichte) berechnet. Aus den einzelnen
Differentialquotienten und Messunsicherheiten ergibt sich exemplarisch die Unsicherheit der

Konzentration der armen Lésung nach dem Lésungswarmetauscher nach Gl. 3-5:

ux
PSOSHX oyt

Ax 2 Ax 2 Ax 2

pso pso pso

— M % tpsoz + M % phighz + M * ppsoz Gl. 3-5
Atpso ApLP Appso

In Tabelle 3-3 sind die Ergebnisse fir die maximalen und minimalen auftretenden
Unsicherheiten der berechneten Konzentrationen in unterschiedlichen Betriebspunkten

zugehorig zu einer jeweiligen Messstelle aufgelistet.

Tabelle 3-3: Unsicherheiten der berechneten Konzentrationen der Stoffdatenbank

Rechenwert Umin Umax Yomin Pomax
Xoso_SHY_out 0,0280 0,0299 4,95 6,04
Xref_CON_out 0,0229 0,0234 2,33 2,38

Die Unsicherheiten der berechneten Konzentrationen werden im konkreten Fall tiberwiegend
durch die Messgenauigkeit des Dichtemessgerates bestimmt und sind zu hoch, um brauchbare
Angaben zur Zustandsbestimmung machen zu kénnen. Die minimalste absolute Abweichung
aus dem exemplarischen Ergebnis mit un, = 0,0229 entspricht bereits dem Wert einer
madglichen Entgasungsbreite oder einer Temperaturabweichung von etwa 5K bei den
entsprechenden Zustéanden. Fir die Beschreibung des Simulationsmodells in Kapitel 5 wurden
deshalb keine Daten aus der Dichtemessung herangezogen. Durch einen Felddichteabgleich
bei Prozessbedingungen kann die maximale Messabweichung des Dichtemessgerates auf
+/- 0,5 kg/m? verbessert werden (Endress+Hauser 2009, S.14). Die maximale Unsicherheit von
Xpso_sHx_out Wird dabei auf unax = 0,0008 gesenkt. Unter der Voraussetzung einer hinreichend
exakten Berechnung der Dichte in der NH3H20O-Datenbank in EES kann mit dieser Genauigkeit

eine ausreichende Zustandsbestimmung durchgefiihrt werden.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

4 OPTIMIERUNG DES STATIONAREN BETRIEBSVERHALTENS

Ein wesentlicher Teil der durchgeflhrten Arbeiten beschéftigte sich mit Potenzialen zur
Optimierung der Prozessfihrung der Absorptionskélteanlage. Dabei sollten speziell jene
Potenziale der Anlage genutzt werden, welche durch Anderungen von Regelparametern und
Voreinstellungen realisiert werden koénnen. Dieses Kapitel beschreibt zunéchst die
anlagenspezifische Regelung und deren Einfluss auf die Kalteleistung und den COPc. Dazu
wurden Messungen in stationarem Betrieb vorgenommen, die parallel durch ein stationares
Simulationsmodell ausgewertet wurden. Konkret wird dabei die Regelung der
Losungspumpendrehzahl und des Niederdrucks behandelt. Aus den Messungen bei
unterschiedlichen Werten fur Betriebsparameter und Einstellungen sollen allgemeine Aussagen
gemacht und Verbesserungen vorgenommen werden, welche wiederum in die
Simulationsmodelle einflie3en. Die Motivation fur die Untersuchung der einstellbaren Sollwerte
fur Regelparameter bestand hinsichtlich der Aussicht auf Optimierungspotenzial bei
Betriebsbedingungen mit kleiner Leistung. Des Weiteren wird der Einfluss des einstellbaren
Verhaltnisses, und damit der Aufteilung, des Kihlwasservolumenstromes  zwischen Absorber
und Kondensator diskutiert (siehe dazu Abbildung 3-4). Die Veranderungen fur
Prozessbedingungen bei vorhandenem Inertgas im Arbeitsstoffgemisch werden ebenfalls

anhand von durchgefiihrten Messungen aufgezeigt.

4.1 Die Regelung des Niederdrucks

Als Regelparameter zur Niederdruckregelung wird die Temperaturdifferenz (ATes) zwischen der
mittleren externen Kaltwassertemperatur und der internen Eintrittstemperatur des Kaltemittels in

den Verdampfer verwendet (siehe Abbildung 4-1). Die eigentliche RegelgrofRe ist der

Niederdruck (p.p).
P sv (tref eva in_sv) Myes Pr_pv
ATeft sv = ATess py - O_> Pl-Regler | o | Regelstrecke
tcold_mid p'-P_PV
QEVA calc

Abbildung 4-1: Prinzipschaltbild des Regelkreises zur Niederdruckregelung (PC19, 2011)
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Der berechnete Sollwert des Niederdrucks (p.p sv) wird dabei mit dem gemessenen Istwert
(pLe_pv) Vverglichen, woraus sich eine Regelabweichung ergibt, die in weiterer Folge mittels eines
Pl-Reglers in eine StellgroRe fur die Regelstrecke umgerechnet wird. Die StellgréRe der
Niederdruckregelung ist der Kaltemittelmassenstrom (m.y), der tUber die pulsbreitenmodulierte
Kaltemitteldrossel (Magnetventil) in den Verdampfer zugefiihrt wird. Der Pl-Regler andert dabei
die Einspritzzeit je nach vorgegebener Regelabweichung. Aus der Regelstrecke ergibt sich der

Niederdruck des Prozesses, der wiederum gemessen und zum Vergleich mit dem Istwert

herangezogen wird.

Exemplarisch sind in Abbildung 4-2 und Abbildung 4-3 die Temperaturverlaufe der internen und
externen Warmetrager in einem Q/t-Diagramm (siehe Kapitel 2.5) bei hoher und niedriger
Temperaturdifferenz  (ATes) dargestellt. Bei Vorgabe eines hoheren Sollwertes dieser
Temperaturdifferenz gelangt weniger Kaltemittel Gber das Einspritzventil in den Verdampfer. Bei
einem Betriebspunkt mit gleichbleibenden externen Kaltwassertemperaturen kommt durch die
Reduzierung des Kaltemittelmassenstroms eine Erhdhung der Temperaturdifferenz zwischen
interner Eintritts- und Austrittstemperatur (ATgige aus Abbildung 4-4) zustande. Durch Erhohen
der Temperaturdifferenz (ATx) im Verdampfer wird folglich der Niederdruck gesenkt.

20 20
18 18
O S
— 16 — 16
£ 14 < 14
~ 12 T12
3 10 510
+~ 8 _O_tEVA;int;[i] <~ 8 tEVA;in'[;[i]
6' ——tevaexti] 5 —levaext(
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 10
Qpi [-] Qq [-]

Abbildung 4-2: Exemplarische Temperaturverlaufe  Abbildung 4-3: Exemplarische Temperaturverldufe

im Verdampfer mit hohem Temperaturgleit im Verdampfer mit niedrigem Temperaturgleit

Neben diesem Zusammenhang hat die Reduzierung des Kaltemittelmassenstroms einen
weiteren Effekt. GemalR der Gl. 4-1 sinkt die Kalteleistung. Trotz der in etwa gleichbleibenden
spezifischen Enthalpie des Kaltemittels am Eintritt des Verdampfers &ndert sich durch Senken
des Niederdrucks die spezifische Enthalpiedifferenz zwischen Eintritt und Austritt. Es wird bei
einem niedrigeren Kaltemittelmassenstrom anteilig mehr Kéltemittel verdampft, was mit einer
Erhdhung des Temperaturgleits einhergeht.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Die Dampfzahl (q) am Austritt steigt. Am Eintritt ist die Dampfzahl bei gleichbleibendem Hoch-

und Niederdruckniveau konstant. Sie erhoht sich lediglich mit steigendem Druckverhaltnis.
QEVA = mref * (hout - hin) Gl. 4-1

Im Gegensatz dazu treten bei einer Verringerung der Temperaturdifferenz (ATey) die
umgekehrten Effekte auf. Es steigen der Kéltemittelmassenstrom, die Eintrittstemperatur in den

Verdampfer und damit der Niederdruck. Der Temperaturgleit wird verringert, die Dampfzahl am

Austritt sinkt.

In Zusammenhang mit der Optimierung des Prozesses wurde der Einfluss der
Temperaturdifferenz (ATex) zwischen mittlerer externer Kaltwassertemperatur und der internen
Eintrittstemperatur des Kaltemittels in den Verdampfer untersucht. Die Abbildung 4-4

veranschaulicht einen exemplarischen Istwert des Regelparameters AT

20
[ tcold_in
18
o |
— 16 A
E tcold_out ATef‘f
<>( 14 M ATgﬁde
& | Y
17—
= | ref_ EVA_in
g 10
<>( L
L
- 8 ——tevAsint]i]
5 I ——1tevaext|i]
0 2 4 6 8 10

Qu []

Abbildung 4-4: Exemplarischer Istwert des Regelparameters AT fir die Regelung des Niederdrucks

Die Gl. 4-2 zeigt die anlageninterne Berechnungsgrundlage sowie den Einfluss der Gréf3en auf

den Prozess. (PC19, 2011).

t o+t
|stwert: ATeff — w _ tr"—’fEVAin Gl. 4-2

Dieser Istwert wird dem Sollwert von AT gleichgesetzt.

34



4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Der Sollwert der effektiven Temperaturdifferenz (ATex) aus Gl. 4-3 zeigt einen linearen Verlauf
uber die prozentuelle Verdampferleistung. Der Referenzwert der Nennkalteleistung wird mit
Qeva 0 =-19 kW vom Hersteller vorgegeben (PC19, 2011). Mit der verwendeten gréReren
Variante der Kaltemitteldrossel kénnen auch Kalteleistungen von Qeya = -22 kW, also tiber
100 %, erreicht werden. Die Standardeinstellungen von AT, = 4,5 K und AT,5 = 5 K kénnen in

der Expertenebene der Bedienung veré&ndert werden.

Sollwert: AT,pp = ATy + AT,g, * Oevacare Gl. 4-3

EVAg

Die tatsachliche Kalteleistung ( QEVA_C3|C) wird anlagenspezifisch gemall Gl. 4-4 (ber den
externen Kaltwasserkreislauf berechnet. Diese wird negativ fir das externe System bewertet
(PC19, 2011).

. V ld
QEVAcaLc =p* 32000 *Cp * (tCOldout - tcoldin) Gl. 4-4

Die Abbildung 4-5 zeigt den voreingestellten Verlauf des Sollwertes von AT Es ist die

grafische Darstellung des in Gl. 4-3 beschriebenen Zusammenhanges.

ATt [K]
A

ATva r

ATmin

' - QEVA_caIc/ QEVA_O (%]
0 100

Abbildung 4-5: Sollwert des Regelparameters AT (PC19, 2011)

Die Umrechnung zwischen der internen Eintrittstemperatur (t e eva_in) des Kaltemittels in den
Verdampfer aus Gl. 4-2 und dem Niederdruck (p.p) erfolgt prozessintern durch eine lineare
Iteration aus Stitzpunkten. Anderungen der Dampfzahl oder der NHs-Konzentration am Eintritt
werden dabei nicht berlcksichtigt. In Gl. 4-5 und Abbildung 4-6 ist dieser Zusammenhang als

Polynom zweiter Ordnung aus den Stitzpunkten fur die weiteren Anwendungen dargestellt.

t = —0,00005 * pyp2 + 0,1108 *p,p — 37,769 Gl. 4-5

refgva;,

35



4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens
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Abbildung 4-6: Zusammenhang zwischen Niederdruck und interner Eintrittstemperatur im Verdampfer
(PC19, 2011)

4.1.1 Einfluss der Kaltwasserspreizung

Abhangig davon, ob im Betrieb niedrige oder hohe Kalterwasserspreizungen (ATc.q) benotigt
werden, ergeben sich unterschiedliche optimale Sollwerte fir den Parameter ATes In
Abbildung 4-7 (links) ist zu erkennen, dass eine hohere Kaltwasserspreizung héhere Sollwerte
flr ATex erfordert. Die Temperaturdifferenz zwischen Ein- und Austritt des Kaltwassers ist relativ
grol3, zu kleine Sollwerte kann der Verdampfer nicht umsetzen, da die Verdampfer-
Eintrittstemperatur die Kaltwasser-Austrittstemperatur theoretisch Ubersteigen wirde. In
Abbildung 4-8 (rechts) bei

Kaltwassertemperatur im Q/t-Diagramm auch geringere Sollwerte fur AT« ausreichend sind. Ein

ist ersichtlich, dass einer flacheren Steigung der

hoheres AT .4 Sollte demnach Einfluss auf den Sollwert von AT« haben.

22 22
20 ——tevAsing]i] 20l tEvA;ing ]
o tevaex 5) *—tEvAext[i]
= 18 = 18
S 16 S16
< <
14 14
£ 12 12 }
8 8
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 10
Qp [] Qq []

Abbildung 4-7: Exemplarische Temperaturverlaufe

im Verdampfer mit hoher Kaltwasserspreizung

Abbildung 4-8: Exemplarische Temperaturverlaufe

im Verdampfer mit niedriger Kaltwasserspreizung
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4.1.2 Versuchsdurchfiihrung

Bei den Messungen wurden die Sollwerte bei stationaren Betriebspunkten manuell verandert.
Veranderungen der Temperaturdifferenzen an externer Seite wurden durch die externen
Volumenstrome angepasst, um Messungen eines Betriebspunktes bei gleichbleibenden
Spreizungen an den Warmetauschern (ATho, ATeoo UNd ATeq) vergleichen zu kdnnen. Eine
Anderung der Sollwerte hatte je nach Vorgabe eine Zu- oder Abnahme der Leistungen aller
weiteren Warmetauscher zur Folge. Es wurden also stets Betriebspunkte bei gleichbleibenden
externen Temperaturniveaus und Temperaturdifferenze  n betrachtet, die Werte fir die
externen Volumenstrome variierten.

Um Optima und Grenzwerte fir die Regelgréf3e bzw. den Einfluss auf den COP¢ festzustellen,
wurden verschiedene Betriebspunkte untersucht. Es wurden folgende Betriebspunkte

(Tabelle 4-1) mit einer festgelegten Bezeichnung gewahlt:

Tabelle 4-1: Betriebspunkte (BP) bei den Versuchen zur Optimierung der Niederdruckregelung

tor/ | toon/ | teolow BT/ | BTl | BTy
[°c] [°c] a0 K [K] [K]
BP 85/ 32/ 15 - 7/ 6/ 3
BP 75/ 28/ 15 - 7/ 6/ 3
BP 80/ 32/ 15 - 7/ 6/ 3
BP 90/ 32/ 12 - 7/ 6/ 6
BP 80/ 24/ 9 - 7/ 10/ 6
BP 90/ 28/ 15 - 10/ 7/ 3

Die Bezeichnung der Betriebspunkte (thot_in/tcool_in/tcold_out'AThot/ATcooI/ATcold) aus Tabelle 4-1

wurde mit den jeweiligen Werten fur die Analysen in den Kapiteln 4.1.3 und 4.1.4 definiert.
Bei den Versuchen wurde der Wert des variablen Parameters AT, auf Null gesetzt und nur

ATnmin Verdndert, um einen eventuellen Einfluss der internen Messung der Verdampferleistung

auf die Niederdruckregelung auszuschliel3en.
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4.1.3 Messergebnisse

Bei den durchgefihrten Messungen ergab eine Senkung von AT. einen Anstieg der
Verdampferleistung in allen Teillastbetriebspunkten. Der durch das Einspritzventil begrenzte
maximale Kaltemittelmassenstrom kann dadurch nicht erhéht werden, folglich auch nicht die

Maximalleistung.

Grundsatzlich sollte man den Parameter ATz mdglichst niedrig einstellen, wenn man hohe
Verdampferleistungen (Qgya) erreichen will, da dabei ein hoher Niederdruck erreicht wird.
Demgegentber zeigt sich aber, dass fir die Effizienz des Prozesses weitere Einflisse zu
bertcksichtigen sind. Die Maxima der COP¢ sind vom jeweiligen Betriebspunkt abhangig. Die
niedrigere Dampfzahl am Verdampferaustritt bei hohem Kaltemittelmassenstrom und kleinem
AT ergibt einen schlechten COPc. Dabei wird anteilig weniger Kaltemittel verdampft, was den
zu Grunde liegenden Prozess uneffizient macht. Ein niedriger Kaltemittelmassenstrom (AT >>)
ergibt eine hohere Dampfzahl am Austritt, das Optimum fur den COP¢ ist aber zusatzlich von
den resultierenden Druckniveaus, den externen Temperaturniveaus und dem spezifischen

Lésungsumlauf (ms./Myer in Kapitel 4.2.2) abhangig.

Fur Betriebspunkte mit AT =3 K ergab sich aus den Messungen der niedrigste
realisierbare Sollwert des Parameters zu AT = 4,7 K (die Temperaturdifferenz zwischen dem
internen Eintritt und dem externen Austritt des Verdampfers kann aufgrund begrenzter
Warmedurchgangskoeffizienten und Warmetauscherflachen nicht weiter gesenkt werden). Eine
weitere Senkung des Sollwertes ergab keine Veradnderung des Niederdrucks und der
Betriebszustinde. Zwar erreicht die Kaltemitteldrossel bei diesen Bedingungen auch bei
kleineren Leistungen bereits anndhernd 100 % der Einspritzzeit, jedoch muss dabei noch die
Regelung der Lésungspumpe (Kap. 4.2) beriicksichtigt werden. Diese liefert bei Teillastbetrieb

nicht ihre Hochstdrehzahl, dazu muss sie manuell eingestellt werden.

Von Abbildung 4-9 bis Abbildung 4-12 sind Verdampferleistung und Leistungszahl bei
verschiedenen Betriebspunkten Uber AT bei ATqq = 3 K dargestellt. Die Verdampferleistung
hat jeweils ihr Maximum bei niedrigen AT Der Verlauf des COP¢ eines Betriebspunktes Uber
veranderlichem ATes zeigt betriebspunktabhangige Maxima. Die Verlaufe lassen auf die
Einflisse der externen Betriebstemperaturen (the, teoo UNd teoq) SchlieBen (Vergleich zwischen
Abbildung 4-9 und Abbildung 4-10).
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Abbildung 4-9: Verdampferleistung und
Leistungszahl tGber AT bei 85/32/15 - 7/6/3

Abbildung 4-10: Verdampferleistung und

Leistungszahl Gber AT bei 75/28/15 - 7/6/3

Abbildung 4-11 zeigt einen Betriebspunkt an der Leistungsgrenze. Wie erwartet sind keine
signifikanten Anderungen zu erkennen. Beim Betriebspunkt 80/32/15 - 7/6/3 (Abbildung 4-12)

wirken sich Verluste bei kleiner Anlagenleistung prozentual sehr stark aus, hier sinkt der COP¢

bei steigendem AT
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26 -~ - 0,7
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Abbildung 4-11: Verdampferleistung und
Leistungszahl Uber AT bei 90/28/15 - 7/6/3

Abbildung 4-12: Verdampferleistung und
Leistungszahl Gber AT bei 80/32/15 - 7/6/3
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Fur Betriebspunkte mit AT.q = 6 K ergab sich ein Minimum flr realisierbare Sollwerte zu
ATer = 5,5 K gemal? Abbildung 4-13 und Abbildung 4-14 (die Temperaturdifferenz zwischen
dem internen Eintritt und dem externen Austritt des Verdampfers kann aufgrund begrenzter
Warmedurchgangskoeffizienten und Warmetauscherflachen nicht weiter gesenkt werden).
Durch die héhere Kaltwasserspreizung verschieben sich die Verlaufe, Grenzen und Optima von

Leistung und COPc zu grol3eren AT

90/32/12-7/6/6 80/24/9-7/10/6
16 - - 0,62 16 - - 0,62
ATeff — tcold,in Jrztculd,uut _ t‘ref,EVA,in ATeff _ tcnla‘.,in ';tcold,ouf _ tref,EVA,m
B 0/6 o 0,6
15 - 15 -
————— -8
- 0,58 o - 0,58
14 - 14 - .
= 05 _| | h - 0,56
S - 2 =
= 13 - i o | = 13- ' - 054 &
E 13 0,54 8 S s B 8
° - 0,52 © - 0,52
12 - 12 -
- 0,5 - 0,5
—o— Q_EVA
11 - 11 - 0.48
- 048 - ® -COP_C ’
10 ; r r 0,46 10 ; ; ; 0,46
4,5 5,5 6,5 7,5 8,5 4,5 5,5 6,5 7,5 8,5
AT 4 [K] AT [K]
Abbildung 4-13: Verdampferleistung und Abbildung 4-14: Verdampferleistung und
Leistungszahl Gber AT bei 90/32/12 - 7/6/6 Leistungszahl Giber AT bei 80/24/9 - 7/10/6

Der Betrieb der AKA zeigte bei AT.uq =6 K nicht stationares Verhalten in Abhéngigkeit der
Regelung und immer wiederkehrende Schwankungen der Messwerte. Ursache fir diese
UnregelmafRigkeiten konnte eine lokale Verschlechterung des Warmeubergangs aufgrund einer

zu hohen Dampfzahl im Verdampfer wegen des geringen Massenstromes sein.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

4.1.4 Simulationsgestutzte Analyse der Niederdruck-  Optimierungspotenziale

Mit den Erkenntnissen aus den Messungen zum Niederdruckregelparameter AT.; konnte ein
bestehendes stationares Bilanzmodell (Hannl 2011, S.59) adaptiert werden. Im Modell
wurden die RegelgroRen bereits beriicksichtigt. Es sollte nun festgestellt werden, wie eine

Veranderung der Sollwerte der Regelparameter den Temperaturgleit im Verdampfer beeinflusst.

Bei den durchgefiihrten Messungen wurde bei einer Anderung des Sollwertes von AT und
gleichbleibenden externen Temperaturniveaus jeweils die erwartete Anderung der Verdampfer-
Eintrittstemperatur festgestellt. Zwar erwies sich die Messung am Verdampfereintritt auf Grund
von Gegebenheiten an der Messstelle als nicht hinreichend exakt, jedoch ist eine Tendenz
gemaR Abbildung 4-15 und Abbildung 4-16 festzustellen. Die in diesen Versuchen
vorgenommenen Anderungen des Parameters entsprechen den Anderungen der Temperatur
am internen Eintritt in den Verdampfer.

16 - - 2,5 16 - L 25
ATeff — tcam,in‘;ﬂ _ t-,efJEVA_m ATgff _ cold,in 5 cold,out _ tTEf’EVA’i-n
15 - - 3,5 15 - - 3,5
14 - - 45 14
(%)
=) 13 _ & 13
o = £ <
£ 12 & g 12 =
5. g o =
T 11 <11 <
F=)
10 - - 8,5 10 - - 8,5
t ref EVA in t_ref EVA_in
9 - - T T - 95 9 - 9,5
----- DT_eff =====DT_eff
8 T T T T 10,5 8 T T T 10,5
10:36 10:58 11:19 11:41 12:02 12:46  13:43 14:41 1538
Zeit [hh:mm)] Zeit [hh:mm)]
Abbildung 4-15: Temperaturverlauf am Eintritt Abbildung 4-16: Temperaturverlauf am Eintritt
Verdampfer Uber die Zeit bei einer schrittweisen Verdampfer Uber die Zeit bei einer schrittweisen
Erh6hung des Regelparameters AT Senkung des Regelparameters AT

Da die Temperatur am internen Austritt nicht gemessen werden konnte, wurden mit der
Simulation verschiedene Ansatze untersucht. Die Simulation mit einem konstanten
Temperaturgleit brachte keine Ubereinstimmenden Ergebnisse. Letztlich konnte mit der
Annahme einer konstanten Temperaturdifferenz zwischen dem internen Austritt und dem
externen Eintritt in Abhangigkeit der externen Spreizung die Simulation auf die Messergebnisse

angepasst werden. Dazu wurde eine Beziehung zwischen Tei und ATgqe €ingefihrt.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Bei den Analysen zwischen Messungen und Simulation bei konstanten Spreizungen der
Kaltwassertemperatur (ATcqg =3 K und AT, = 6 K) wurden konstante Temperaturdifferenzen

zwischen AT und ATgige geman Gl. 4-6 und Gl. 4-7 angenommen:

ATeff - ATglide = 1'8 K (bel ATcold =3 K) Gl 4-6
ATerr — ATgii4¢ = 3,5 K (bei AT, pq = 6 K) Gl. 4-7

Diese Beziehungen entsprechen konstanten Temperaturdifferenzen zwischen dem internen
Austritt  und dem externen Eintritt von ATgya ix ot =3,3K bei ATgq=3K und
ATeva nx_out = 6,5 K bei AT = 6 K.

Veranschaulicht wird dieser Zusammenhang anhand Abbildung 4-17 und Abbildung 4-18, wo
bei konstanter Kaltwasserspreizung (AT..q = 3 K) und unterschiedlichen Werten flr AT die

Temperaturdifferenz ATeya_nx_owr @M internen Austritt konstant angenommen wird.

20 20
2 16 / I 2 / i
e A
12 12
% 10 %10
< <
> >
w w
- 8 ——tevajinti - 8 ——tevaintfi
6 ——tevaexti] 6 tevaext[i]
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 10
Qpp [] Qn [
Abbildung 4-17: Exemplarische Temperatur- Abbildung 4-18: Exemplarische Temperatur-
verlaufe im Verdampfer mit groRem AT verlaufe im Verdampfer mit kleinem AT

Die in Abbildung 4-17 im Vergleich zu Abbildung 4-18 erzielbare geringere Leistung hangt
zunachst mit dem niedrigeren Niederdruck zusammen. Méglichst hohe Kalteleistungen werden
zum einen durch einen hohen Niederdruck erreicht, der mit einem hohen mittleren
Temperaturniveau im Verdampfer einhergeht. Zum anderen wird die Kalteleistung des
Verdampfers durch hohe Massenstrome (M) maximiert, wie es in Abbildung 4-18 der Fall ist.
Auch fur den COP¢ sind diese Faktoren von Bedeutung. Zusétzlich muss dabei aber noch
bertcksichtigt werden, wie vollstandig das Kaltemittel verdampft wird. Bei sinkendem AT sinkt
die Dampfzahl am Austritt des Verdampfers zunehmend bei hohen Massenstrémen. Das nicht
verdampfte Kaltemittel verschlechtert die Effizienz. Einen zusatzlichen Einfluss auf den COPc
ubt der in Kapitel 4.2.2 beschriebene spezifische Losungsumlauf (m,s,/ms) aus. Daraus ergibt
sich in jedem Betriebspunkt ein unterschiedliches Maximum fiir den COPc.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Durch Verwendung des stationdren Simulationsmodells konnten betriebspunktabhangige

Maxima far die Verdampferleistung und die Leistungszahl bestimmt werden, welche in den
folgenden Abbildungen dargestellt werden. Wie bei den Messungen wurden die externen
Spreizungen an den Warmetauschern konstant gehalten. Die einzelnen Betriebspunkte
(thot_in/tcool inteod out = AThot/ AT oo/ ATcoig)  Wurden mit  konstanten Heiz- und Kuhlwasser-
Temperaturen und variablen Kaltwassertemperaturen simuliert. Die Kurven kénnen jeweils

einer Kaltwasseraustrittstemperatur zwischen 1C un d 15 zugeordnet werden:

¢ AThot, ATcoo UNd AT g kONnstant
*  thotin UNd teoor in kKONStaNt

*  teoid out @l Parameter von 1T bis 15C

Von Abbildung 4-19 bis Abbildung 4-24 werden die simulierten Werte dargestellt, das sind
jeweils Verdampferleistung und COP¢ Uber dem Regelparameter AT Die Verdampferleistung
weist in allen drei Simulationen ahnliche Charakteristika auf. Wie bei den Messungen ergeben
sich aus niedrigen Temperaturdifferenzen hohe Leistungen. Das Maximum der Leistungszahl
verschiebt sich mit steigender Kaltwasseraustrittstemperatur zu hoheren ATeg.

95/32/t 14 _out - 7/6/3 95/32/t 14 out - 7/6/3
25 - 0,7 -~
ATgff _ tcolni,in Ztculd,uut _ tTEfJEVA,i‘"
0,65 -
20 -
0,6 -
15 -
Y — 0,55 -
2 <
g (o] J
g 10 - S 03
0,45 -
5 .
0,4 -
0 . 0,35 )
4 5 6 7 8 9 10 11 4 5 6 7 8 9 10 11
AT 4 [K] AT [K]
— =t cold out= 15°C ====- t_cold_out = 1°C
==t _cold_out= 15°C ====- t_cold_out = 1°C @ e COP_C_max

Abbildung 4-19: Simulierte Qgy, Uber
Regelparameter AT bei 95/32/tcoiq_out - 7/6/3

Abbildung 4-20: Simulierte COP Uber
Regelparameter ATer bei 95/32/tcoiq out - 7/6/3
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75/24/t q1g o - 7/6/3
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Abbildung 4-21: Simulierte Qgy, Uber
Regelparameter AT bei 75/24/tcoq out - 7/6/3

Abbildung 4-22: Simulierte COP Uber
Regelparameter ATen bei 75/24/tcqq out - 7/6/3
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Abbildung 4-23: Simulierte Qgya iber
Regelparameter AT bei 85/28/tcoiq out - 7/6/3

Abbildung 4-24: Simulierte COP¢ Uber

Regelparameter ATe; bei 85/28/tcoiq out - 7/6/3
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Mit Hilfe dieser Simulationen kann ein Betriebspunkt einer maximalen Leistungszahl in
Abhangigkeit des Regelparameters zugeordnet werden. Die genauen Zusammenhange sind
jedoch zu komplex, um sie in die bestehende Regelung einflieRen zu lassen. Im Fall von
konstanten Betriebstemperaturen konnen aber dadurch die Sollwerte manuell fur eine

optimierte Leistungszahl eingestellt werden.

4.1.5 Erkenntnisse und optimierte Vorgaben zur Rege  lung des Niederdrucks

Zusammenfassend werden die zwei wesentlichen Einfliisse berlcksichtigt:

Es muss zunachst zwischen mindestens 3 Leistungsbereichen unterschieden werden. Der
untere Teillastbereich von 0 kW bis etwa 10 kW sollte mit niedrigen Werten fir AT, also mit
einem hohen Niederdruck betrieben werden, Qgya und COPc haben ein gemeinsames
Maximum und weisen die gleichen Tendenzen Uber AT auf. Im oberen Leistungsbereich von
10 kW bis etwa 20 kW verhalten sich Qgya und COP¢ unterschiedlich, wie in der Abbildung 4-10
zu erkennen ist. Bei Erhéhung der Kalteleistung verschlechtert sich der COPc und umgekehrt.
An der Leistungsgrenze von 20 bis 22 kW haben Anderungen von ATe; keinen wesentlichen
Einfluss. Bedingt durch die begrenzte Leistung von Kaltemitteldrossel und Losungspumpe kann

der maximale Kaltemittelmassenstrom nicht erhéht werden (siehe auch Kapitel 4.2).

Daruber hinaus war eine eindeutige Abh&ngigkeit des Parameters ATe¢s von der externen
Spreizung des Kaltwassers (AT.uq) festzustellen. Eine Erhdhung der Kaltwasserspreizung

bedingt auch eine Erhéhung von ATg und umgekehrt.

Ausgehend von diesen Erkenntnissen ist es notwendig, speziell fir den Leistungsbereich von

10 bis 20 kW, ein Optimum zu definieren.
Das theoretische Optimum  flr maximale Leistungszahlen wirde verschiedene Sollwerte fur

AT.e und verschiedene Referenzkalteleistungen (QEVA_O) in Abhéangigkeit der externen

Betriebsbedingungen gemal3d Abbildung 4-25 erfordern.
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Abbildung 4-25: Theoretisch optimierte Sollwerte des Regelparameters AT fir die Regelung der

Temperaturspreizung im Verdampfer fir maximale COPc

Prinzipiell steht die Maximierung des COP¢ einer Leistungssteigerung in Teillastbetriebspunkten
gegeniber, sodass eine Kompromisslosung angestrebt wurde, welche die Leistung in Teillast
erhoht und die Effizienz moglichst wenig reduziert.

In Abbildung 4-26 ist dieser Kompromiss fir optimierte Sollwerte von ATy anhand der
Spreizungen ATgq =3 K und AT.g =6 K dargestellt. Dabei erfolgt im Wesentlichen eine
Unterteilung in zwei leistungsabhéngige konstante Bereiche (0 kW bis 5 kW und 15 kW bis
Maximalleistung), die durch eine lineare Steigung im Ubergangsbereich getrennt werden.
Zusatzlich  wird die  Kaltwasserspreizung  (AT.q)  bertcksichtigt.  Mit  grof3erer
Kaltwasserspreizung verschiebt sich die Funktion parallel nach oben, die effektive

Temperaturdifferenz wird folglich erhdht.

ATeff [ K]

55K ATvar -_ - . ATcoIdz 6 K
4,7K
4 5 K ATmIn llllllllllll ATCOId: 3 K

- QEVA_caIc/ QEVA_o [%]

0 100

Abbildung 4-26: Optimierte Sollwerte des Regelparameters AT fir die Niederdruckregelung
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4.2 Die Regelung der Losungspumpe

Als weitere RegelgréRe dient der Massenstrom der reichen Lésung (mso). Dieser besitzt eine
anndhernd lineare Abhangigkeit zur Drehzahl der Loésungspumpe. Die verwendete
Membranpumpe der AKA wird dabei Uber einen Elektromotor angetrieben. Die Regelung der
Drehzahl des Elektromotors ist proportional zur berechneten Verdampferleistung aus Gl. 4-3.
Wie in Abbildung 4-27 dargestellt, besteht ein linearer Zusammenhang zwischen der
Ausgangsfrequenz des Frequenzumrichters und der Kalteleistung. Der Referenzwert der
Nennkalteleistung betragt, wie bei der Niederdruckregelung, Qgva o =-19 kW. Die Werte fir
minimale und maximale Frequenz im Automatikbetrieb sind standardmafRig mit 35 Hz und

80 Hz eingestellt. Der Bereich zwischen npi, und npa entspricht einem Steuersignal von 0...5 V.

Ney [HZ] Steuersignal [V]
A \
Nmax 80 5
Nmin 35 0
L QEVA,caIc/QEVA,O [%]

0 100

Abbildung 4-27: Drehzahlregelung der Lésungsmittelpumpe (PC19, 2011)

Bei der Optimierung der Drehzahlregelung wurde experimentell der Einfluss der Sollwerte fur

die Parameter n ., und n na untersucht. Die Standardeinstellungen kénnen in der Bedienung
der AKA verandert werden. Analog zur Optimierung des Niederdrucks wurden daraus
Abhangigkeiten fur die Verdampferleistung und den COP¢ analysiert. Die Ergebnisse konnten

mit dem stationaren Simulationsmodell abgeglichen werden.

4.2.1 Versuchsdurchfiihrung

Es wurden Messungen gemafll der dargestellten Matrix in Tabelle 4-2 durchgefihrt (die
Messdaten wurden ebenfalls bei den Analysen zur Dichtebestimmung in Kapitel 3.3.2 und

Kapitel 3.3.3 herangezogen).
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Tabelle 4-2: Messmatrix Kaltwasseraustrittstemperaturen (tcoq o) bei konstanten Spreizungen

Heizwasser-Eintrittstemperatur
80 85
thot_in [oc]
Kiihlwasser- 24 12 -
Eintrittstemperatur 28 9,12 12
tcool_in [oc] 32 12 -

Die Bezeichnung der Betriebspunkte (tho: in/tcool infteoid out = AThot! AT ool ATcoig) Wurde mit den
jeweiligen Werten aus Tabelle 4-2 fur die Analysen in Kapitel 4.2.2 definiert. Die Sollwerte fur
die Niederdruckregelung verblieben bei den Versuchen auf den Standardeinstellungen. Jeder
Betriebspunkt wurde mit 5 bis 6 unterschiedlichen Drehzahlen der Loésungspumpe
(gleichmaRige Aufteilung zwischen minimaler und maximaler Drehzahl) bei manuellem Betrieb
ausgewertet. Insgesamt ergaben sich aus diesen Rahmenbedingungen 29 Einzelmessungen
aus 5 Betriebspunkten mit konstanten Temperaturniveaus. Die GrolRe Ppyp wird hier als

Prozentwert der voreingestellten Maximaldrehzahl des Lésungspumpen-Elektromotors definiert.

4.2.2 Messergebnisse

Theoretisch sollten bei dieser Analyse hohe Drehzahlen der Ldsungspumpe, also hohe
Massenstréme, zu hohen Verdampferleistungen fiihren. Durch einen hodheren spezifischen
Losungsumlauf (m,s/Myer) sinkt dabei die Entgasungsbreite und damit steigt das mittlere
Temperaturniveau im Absorber. Dadurch wird die Effizienz des Prozesses verschlechtert. Der
Einfluss der Drehzahl lasst sich flr den realen Prozess aus den durchgefihrten Versuchen
ableiten, die Ergebnisse fur die Verdampferleistungen sind in Abbildung 4-28, die Ergebnisse
fur die Leistungszahlen in Abbildung 4-29 dargestellt. Die Maxima der COP¢ liegen jeweils bei

minimalen Drehzahlen, die Verdampferleistungen sind an dieser Stelle am niedrigsten.

Im Bereich von 0 % bis 60 % der Ppyp-Ansteuerung (35 Hz bis 62 Hz der Standardeinstellung)
kann die Verdampferleistung bei allen 5 Betriebspunkten erhdht werden. Die Leistungszahlen
sinken in diesem Bereich bei allen Betriebspunkten um &hnliche Betrdge bei zunehmendem

Lésungsmassenstrom, jedoch in verhaltnismafig geringem Ausmall.

Im Bereich von 60% bis 100% (62Hz bis 80 Hz der Standardeinstellung) der
Pruvp-Ansteuerung kann die Verdampferleistung nur in einem Versuch nochmals deutlich erhéht
werden (80/24/12 - 7/6/3). Im Lastbereich kleiner 10 kW wirkt sich die Erhdhung des
Massenstroms sogar negativ auf die Verdampferleistung aus. Je schlechter die

betriebspunktbezogenen Leistungszahlen sind, desto groRer ist der Abfall ab 60 % von Ppyp.
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Abbildung 4-29: Leistungszahl COP¢ uber prozentueller Ansteuerung der Losungspumpendrehzahl

Analog zur Regelung konnte die Ansteuerung der Pumpe Uber den Freuguenzumrichter in der
Simulation auf den Massenstrom (m.,) Ubertragen werden (siehe auch Kapitel 5.4.5). In
Abbildung 4-30 werden gemessene und simulierte Werte von Verdampferleistung und
Leistungszahl des Betriebspunktes 80/28/12 - 7/6/3 (tnot_in/tcool_in'tcold_out = AThot! AT ool AT coiq) UbEr
dem Massenstrom der reichen LOsung dargestellt. Der direkte Vergleich zwischen
Verdampferleistung und Leistungszahl zeigt den Einfluss des Massenstroms bzw. der Drehzahl
der Pumpe auf die Werte, sowohl aus den Messwerten, als auch aus der Simulation.
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Abbildung 4-30: Gemessene und simulierte Leistungszahl (COP¢) und Verdampferleistung (Qgya) liber

dem Massenstrom der reichen Losung (m;s,) beim Betriebspunkt 80/28/15 - 7/6/3

4.2.3 Erkenntnisse und optimierte Vorgaben zur Rege  lung der Lésungspumpe

Es soll durch eine Optimierung die Kalteleistung im gesamten Teillastbereich weiter erh6éht und
die Effizienz mdglichst wenig reduziert werden. Durch die einleitend beschriebene negative
Auswirkung des steigenden mittleren Temperaturniveaus im Absorber bei hoéheren
Massenstrémen sinkt der COP . stets mit steigender Verdampferleistung . Die Messwerte
zeigten, dass fir kleine Leistungen eine Begrenzung der Drehzahl bei etwa 50 Hz ausreicht.
Die Maximaldrehzahl wurde von 80 Hz in Standardeinstellung auf 70 Hz gesenkt, was der
Leistungszahl im oberen Leistungsbereich zugute kommt. Dazwischen wird der lineare
Zusammenhang zwischen der Ausgangsfrequenz des Frequenzumrichters und der
Kalteleistung verwendet (Abbildung 4-31).
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Abbildung 4-31: Voreingestellte und optimierte Drehzahlregelung der Losungspumpe
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4.3 Optimierungspotenzial fir die Kalteleistung

Mit den aus Kapitel 4.1 und Kapitel 4.2 gewonnenen Erkenntnissen und Vorschlagen zur
Optimierung der Regelung des Niederdrucks und der Losungspumpe wurden das stationare
Bilanzmodell angepasst und 167 Betriebspunkte einer gegebenen Matrix (Hannl 2011, S.39)
simuliert. Die simulierten Kalteleistungen dieser Betriebspunkte wurden in Abbildung 4-32
(rechts) mit veranderten Einstellungen den Kalteleistungen der gemessenen Betriebspunkte mit
Standardeinstellungen gegentbergestellt. In Abbildung 4-32 (links) wird die ursprungliche
Simulation (Hannl 2011, S. 84) dargestellt. In der rechten Abbildung ist ein Anstieg der
Kalteleistungen bei Betriebspunkten im unteren Lastbereich gegentber der linken Abbildung zu
erkennen, vor allem von 5 bis 20 kW. Die durchschnittliche Erh6hung der Kalteleistung bei allen
Betriebspunkten betragt 21,5 % (max. 30 %), wobei der COP¢ um durchschnittlich 3,5 % fallt.
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Abbildung 4-32: Vergleich der Qgya aus Messwerten bei Standardeinstellungen mit Simulationswerten bei

Standardeinstellungen links (Hannl 2011, S. 84) sowie bei verénderten Einstellungen rechts

Es kommen dabei die in Kapitel 4.1 und 4.2 beschriebenen Effekte zum Tragen. Die
Kélteleistungen der einzelnen Betriebspunkte werden zum einen durch héhere Niederdriicke
(bei hoheren mittleren Temperaturniveaus im Verdampfer) und zum anderen durch hohere
Massenstréme (M) gesteigert. Durch die optimierte Wahl der Werte fiir die Regelparameter
aus den Messungen wurden dabei die COP. mdglichst wenig reduziert. Diese Ergebnisse
lassen erkennen, dass das Potential mit einer einheitlichen Anpassung der Regelcharakteristika
fur den Niederdruck und die Lésungspumpe Uber den gesamten Leistungsbereich grof3 ist. Mit
angepassten Einstellungen fir bestimmte Betriebsbedingungen kénnen weitere Potenziale fir

die Kalteleistung und bzw. oder den COP¢ ausgeschopft werden (siehe Kapitel 4.1.4).
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4.4 Einfluss des Verhaltnisses der Kiuhlwasservolumenstrome

Mit der in Kapitel 3.2 (Abbildung 3-4) beschriebenen Mdglichkeit, die Aufteilung des
Kihlwasservolumenstroms zwischen Kondensator und Absorber zu veréandern, wurden die
Kalteleistung und der COP. des Betriebspunktes 80/28/15 - 7/6/3 in Abhéangigkeit des
Verhaltnisses Voo con/Veoo ass Untersucht. Wie aus dem gegebenen Betriebspunkt ersichtlich
ist, wurde dabei die Gesamtkihlwasserspreizung (AT.,) hach der Vermischung mit 6 K
konstant gehalten, lediglich die einzelnen Spreizungen im Kondensator und Absorber wurden
dementsprechend verandert. Da das Regulierventil im Rucklauf des Absorbers der parallel
geschalteten Leitungen angeordnet ist, ergibt sich aus Voo con/Veool ass bei  vollstéandig
geodffnetem Ventil (Standardeinstellung) das geringste Verhéltnis. Durch die Reduzierung der
Ventilo6ffnung wird also der Durchfluss im Kondensator erhdht und im Absorber gesenkt. Well
auch der Gesamtwiderstand der Schaltung durch das Regulierventil beeinflusst wird, musste
mit kleiner werdender Ventil6ffnung der Vordruck Uber den Gesamtkihlwasservolumenstrom
erhdht werden. Da die veranderten Bedingungen jeweils auch die Regelgréf3en beeinflussten,
mussten die externen Volumenstrome auch in den anderen Warmetauschern erhdht werden,
um die Spreizungen konstant zu halten. In Abbildung 4-33 sind die Volumenstréme und
Spreizungen bei Reduzierung der Ventil6ffnung mit der Zeit dargestellt. Diese Werte stellen die

Betriebsbedingungen fiir die Versuchsdurchfiihrung dar.
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Abbildung 4-33: Volumenstrome und Spreizungen bei Reduzierung der Ventil6ffnung beim Betriebspunkt
80/28/15 - 7/6/3 (thot_in/tcool_in/tcold_out - ATho'(/ATcooI/ATcold)
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Das Ergebnis des Versuchs ist in Abbildung 4-34 dargestellt, wo die Kalteleistung, die
Generatorleistung und der COP¢ Uber dem Verhaltnis der Volumenstréme aufgetragen sind.
Dabei ist festzustellen, dass bei vollstandig geoffneter Ventilstellung (Standardeinstellung)
bereits das Maximum des COPc erreicht wird. Durch die Reduzierung des Volumenstroms im
Absorber erhoht sich das mittlere externe Temperaturniveau im Absorber, welches einen in
Summe signifikanteren Einfluss auf die Leistungszahl hat als der positive Einfluss des
gleichzeitig sinkenden externen Temperaturniveaus im Kondensator. Durch die resultierende
starke Senkung des Hochdrucks bei geringfugiger Senkung des Niederdrucks, dargestellt in
Abbildung 4-35, kann die L&sungspumpe einen hdheren Massenstrom bei kleinerem
Druckunterschied férdern. Daraus lasst sich der Anstieg der Leistungen erklaren. Die daraus
resultierenden Auswirkungen werden in den Kapiteln 4.1 und 4.2 behandelt. In Hinsicht auf

hohe Effizienz sollte deshalb das Regulierventil in der Standardeinstellung belassen werden.

80/28/15-7/6/3 80/28/15-7/6/3
22 - - 0,63 13,2 - - 6,2
- ‘ : .
20 - e &~ - 0,62 | Standardeinstellung
Y —e— Q_EVA 130 4 % - 6,0
18 4 — a— Q_GEN | 0,61 AN
) [ —— - —_— — ’\ —_ = —
216 TTeeg "®COPC | g6 =T 128 - . = PHP Lsg T
< el dl = e p_LP =
g 1144 “=~~@ } 0,59 z \ - 5
o 3 * Gl 2 126 - ... - 56 ©
2] e los
[l - .\ -
10 | : - 0,57 12,4 5,4
Standardeinstellung
8 T T T T T T 0,56 12,2 : T : T : 5'2
0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 1,0 1,1 1,2 0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 1[0 1,1 1[2
vcooI_CON/ vcooI_ABS ['] vcool_CON/ vcool_ABS [']

Abbildung 4-34: Kalteleistung Qgya und Abbildung 4-35: Hochdruck pyp und

Leistungszahl COP¢ Uber Vqo.con / Veool ass Niederdruck p.p Uber Veoo.con / Veool aBS

Fur das vollstandig gedffnete Regulierventil gilt die Gl. 4-8 (Hannl 2011, S.16). Die
Absorberaustrittstemperatur und der Absorber-Kihlwasservolumenstrom wurden mittels Gl. 4-9
und GI. 4-10 berechnet.

v, .
<0l — (~0,008544 * Vo, + 2,787685) Gl. 4-8
VCOOlCON
VcoolABS = .cool - VcoolCON Gl. 4-9
_ Veoot * tcoolout - VcoolCON * tcoolCONout |
tCOOlABSout - V Gl. 4-10
COOlABS
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4.5 Einfluss von Inertgas im System

Im Zuge der Versuchsdurchfihrungen wurde eine Leckage infolge einer fehlerhaften Dichtung

festgestellt. Um den Fehler beheben zu kénnen, musste ein Teil des Ammoniaks abgelassen

werden. Nach erfolgreicher Reparatur wurde die Anlage neu gefillt. Beim anschlieRenden

Anfahren und Betrieb der Anlage stellten sich veranderte Zustande ein.

Bei der Durchfihrung von Betriebspunktwechseln zeigte die Anlage ein sehr instabiles

Verhalten . In Abbildung 4-36 sieht man einen Lastwechsel von teog in = 32 T auf 28 . Darin

dargestellt ist der Losungsmassenstrom Uber der Zeit. Der Einbruch des Wertes wurde in dieser

Form (in Lange und Betrag) zuvor nicht festgestellt. Wiederkehrende Schwingungen der

Massenstréme bei verschiedenen Betriebspunkten, wie in Abbildung 4-37, lieBen auf ein

Problem mit der Losungspumpe schlie3en.
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Abbildung 4-36: Massenstrom der armen Lésung

Uber der Zeit bei Lastwechsel von

tcooliin = 32°C auf 28@
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Abbildung 4-37: Massenstrome sowie Pumpen-

Ansteuerung Uber der Zeit bei verschiedenen

Betriebspunkten

Die durch Messdaten berechneten unterkihlten Zustdnde am Absorber-

sowie am

Kondensatoraustritt waren kleiner als vor der Neuflillung bei gleichen Betriebspunkten. Die

Leistungen der Warmetauscher stiegen durchschnittlich um 20 %. Es wurde angenommen,

dass zuvor Inertgas (Fremdgas) im System vorhanden gewesen sein musste, das den

Wirkungsgrad des Absorbers verschlechterte. Durch den héheren Absorptionswirkungsgrad

(siehe Kapitel 2.4) nach der Neufullung wurden die Zustande vor der Ldsungspumpe

verandert.
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4 Optimierung des stationdren Betriebsverhaltens

Ein sehr hoher Absorptionswirkungsgrad fuhrt zur Anndherung des Austrittszustandes der
reichen Losung aus dem Absorber an den Sattigungszustand bzw. zu einer bereits erwahnten
geringeren Unterkiihlung. Steigt der fir die Absorption mafigebliche Dampfdruck, kdnnen sich
in der reichen LOsung einfacher unerwiinschte Dampfblasen bilden, die in der Zuleitung der
Ldsungspumpe zur Kavitation fuhren. Die schwingenden und sehr instabilen Massenstréme

sind sehr wahrscheinlich dadurch verursacht worden.

Obwohl sich ein héherer Absorptionswirkungsgrad positiv auf die Effizienz des Prozesses
auswirkt, mussten die Kavitation der verwendeten Lésungspumpe und das deutlich schlechtere
instationdre Betriebsverhalten bericksichtigt werden. Als MalRnahme wurde der frihere
Zustand durch die gezielte Beflllung mit 12 Liter Stickstoff (bei 1 bar) als Inertgas wieder
hergestellt. In Abbildung 4-38 ist der Losungsmassenstrom bei Lastwechsel und gleichzeitiger
Beflllung mit dem Stickstoff dargestellt. Durch den Partialdruck des Inertgases im Absorber
wurde der malgebliche Dampfdruck der ammoniakreichen Gasphase gesenkt und der
Wirkungsgrad des Absorbers verschlechterte sich. Das Ergebnis war ein deutlich stabilerer
Betrieb. Die Leistungen der Warmetauscher sowie die Unterkihlung am Kondensatoraustritt

erreichten ebenfalls wieder die Werte vor der Reparatur.

600 -

500 A

400 -

300 A
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200 - Beflillung mit Stickstoff

100 -
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Abbildung 4-38: Massenstrom der armen Lésung Uber der Zeit bei Lastwechsel
(von teeor in = 24 T auf 21 C) und Befillung mit Stickstoff

In Hinblick auf Effizienzoptimierung des Absorptionskalteprozesses zeigen die Ergebnisse,
dass die Verwendung einer kavitationsfreien Ldsungspumpe sinnvoller ware als die
angewendete Abhilfe mit Inertgas. Mit einem alternativen Pumpenkonzept kdnnte eine ortliche
Dampfblasenbildung durch Unterschreitung des Dampfdrucks der reichen Lésung reduziert
bzw. verhindert werden. Wie eingangs erwahnt ist dadurch auch eine Leistungssteigerung
moglich.
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5 Instationare Simulation

5 INSTATIONARE SIMULATION

Das Ziel der instationaren Simulation ist im Fall der untersuchten Absorptionskélteanlage die
Beruicksichtigung der Anderungen der Konzentrationen und der Aufteilung der Massen von
Kaltemittel und Loésung in den drei Sammelbehdltern des internen Kreislaufprozesses, was zu
einem tragen Ansprechverhalten der AKA bei sich verdndernden Betriebsparametern fihrt.
Dabei sollten die verwendeten Komponenten nachgebildet und in einem einfachen, stationaren
Bilanzmodell erganzt werden. Der Einfluss der thermischen Energiespeicherung im Metall
sowie in den Warmetragermedien an interner und externer Seite der Warmetauscher wurde
vereinfacht mit einer zeitabhangigen Anderung der entsprechenden mittleren externen
Temperaturniveaus simuliert. In  Hinblick auf Systemoptimierung kénnen dadurch

Betriebspunktanderungen in Abhangigkeit der Zeit abgebildet werden.

Im Simulationsprogramm EES (Engineering Equation Solver, 2011) wird der Kreislaufprozess
mit Bilanzgleichungen beschrieben. Die Stoffdatenbank NH3H2O fir das Stoffgemisch
Ammoniak/Wasser (Ibrahim, Klein 1993) dient als Berechnungsgrundlage. Die Aufgabe
beziglich der Implementierung dynamischer Einflisse bestand darin, die das Modell
erganzenden zeitabhangigen Differentialgleichungen mit verfiigbaren Befehlen und Operatoren
anzuwenden. Die Funktionen der Integraltabelle in Verbindung mit Zugriffsbefehlen fir
numerisch angenaherte Ansatze erwiesen sich dabei als hilfreich.

Einige anlagenspezifische Einflisse einzelner Komponenten , wie zum Beispiel Warmeverluste
in Rohrleitungen, konnten von Hannl (2011, S.67) Ubernommen werden. Diese wurden in
Hinsicht auf schnelle Rechenlaufzeiten zum Teil vereinfacht angendhert. Weitere
Zusammenhéange konnten durch die vorhandenen Messdaten formuliert werden. Zur
Beschreibung der Regelcharakteristika aus den Kapiteln 4.1 und 4.2 wurden die Werte der

Standardeinstellungen verwendet.

Die Validierung der Ergebnisse erfolgte mit der experimentellen Analyse von
Betriebspunktwechseln der Anlage bei Anderung der externen Temperaturniveaus ausgehend
von stationaren Betriebspunkten. Die Einflisse der Regelventile der externen Hydraulik auf den
Heiz-, Kihl- oder Kaltwasservolumenstrom wurden nicht beriicksichtigt. Bei den Versuchen
wurden manuelle, abrupte Veranderungen der Regelventilstellungen vorgenommen, wodurch
beinahe keine Verzdgerungen der Stellmotoren auftraten. In der Simulation wurden diese
Anderungen der externen Temperaturen ebenfalls durch Sprungfunktionen ausgehend von

stationdren Betriebspunkten angenahert.
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5 Instationare Simulation

5.1 Das instationare Simulationsmodell

Das Modell basiert auf dem Kreislauf einer einstufigen Absorptionskalteanlage mit
Losungswarmetauscher. Das zugehorige Schema veranschaulicht die Abbildung 5-1.
t10=73.33 lsep =7464
myq=0,01267 Msgp = 3.475 Pg = 1120
teool,in =28 dio = Psep = 1120 SEP ms5=0,1575
Bilanz=0,0002533  Ppp = 1095 i p1o=1120
= Qcon =-16,55 15 =74,02
AX=0,04176 pLp =539 _ X10 = 0,9862
py1 = 1095 o171 . TN\ 05 =0,08039
Mo =26 COP.=0,6211 hio =1430 | Qoen=2171__|]
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RAC Qspx = 21,05 4s =0
NsHx = 0,93 o
\2\.\_ pe = 1120
t,=28,33 S
41220 t3=39,43
X12 = 0,0862 P3 =1170
my, =0,01267 bMP
P12 =1095
- mg =0,1448
RTH Pz =1170 t; =41,89 8
i3 = 6,645 py =489 2 =3nTe h7 =-51,01 '8 =41.99
413 =0,08258 t6Ac=37.65  m, 01575 by = 1095 gg =-0,001
P13 =539 hgac=-70,83 X =0,509 npup =075 pg =514
¥sac = 0,509 ‘1:307;5 PMP ¥g = 0,4673
=514 gp =-0,001
P14 Msac = 16,39 teool,in =28
ATeva glide =3803 114 =10.45 dsac =-0,001 *15 = 0509 Qngs =-18,81
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Abbildung 5-1: Schema des Simulationsmodells mit exemplarischer Parameterausgabe

Die Indizierung der GroRen der einzelnen Zustande erfolgt mit fortlaufender Nummerierung.
Ausgehend von Zustand [1], der dem Zustand des Losungssammelbehélters [SAC] entspricht,
wird die reiche Losung von der Pumpe (PMP) auf Hochdruck, Zustand [2], beférdert. Durch den
(DMP) Zustand [3]. Im

Losungswarmetauscher (SHX) erfolgt die Warmeibertragung von der ricklaufenden armen

Dampfer wird  anlagenspezifisch Warme  zugefihrt,
Ldsung an die reiche Losung [4]. Im Generator (GEN) wird der reichen Lésung Warme auf
hohem Temperaturniveau zugefihrt, Zustand [5]. Instationdr entspricht der Zustand [5] nicht
dem Zustand im Abscheider, das Medium wird mit der vorhandenen Ldsung vermischt. Der
Abscheider (SEP) beinhaltet gespeicherte Losung und es erfolgt die Teilung in den gasférmigen
Kaltemittelmassenstrom mit Zustand [10] sowie den flissigen Massenstrom der armen Ldsung
[6]. Diese unterscheiden sich bei gleichem Druck- und Temperaturniveau nur durch den
Aggregatzustand. Der Losungswarmetauscher kihlt die arme LOosung auf den Zustand [7].

Danach entspannt die Losungsdrossel (STH) diese auf Niederdruckniveau [8].
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Im Kaltemittelkreislauf wird das ammoniakreiche Medium im Kondensator (CON) bei mittlerem
Temperaturniveau auf den flissigen Zustand [11] kondensiert. Instationdr betrachtet entspricht
Zustand [11] nicht dem Zustand im Kaltemittelsammelbehélter (RAC), da dieser das sich
mischende Kondensat speichert. Von Zustand [12], der dem Zustand im RAC entspricht,
expandiert das Kaltemittel in der Kaltemitteldrossel (RTH) auf Niederdruckniveau [13] und wird
im zweiphasigen Zustand dem Verdampfer (EVA) zugefiihrt. Dieser verdampft das Medium bei
Warmezufuhr auf Niedertemperaturniveau auf Zustand [14]. Im Absorber (ABS) folgt der
theoretische Mischpunkt [9], die Vermischung des Kaltemittels und der armen Ldsung zur
reichen Loésung. AulRerdem erfolgt die Warmeabfuhr auf mittlerem Temperaturniveau zum
flussigen Zustand [15]. Dieser entspricht instationar betrachtet nicht dem Zustand im SAC. Es
erfolgt eine Vermischung im Lésungssammelbehalter (SAC), welche einen veréanderten
Anfangszustand [1] ergibt, solange bis sich dieser dem neuen stationaren Zustand angenahert
hat.

Folgende vereinfachende Annahmen wurden zur Modellierung der Simulation getroffen:

- Zeitabhangige Bilanzgleichungen fir Speichermassen wurden auf die Sammelbehalter
SAC, RAC wund SEP beschrankt und die thermische Energiespeicherung in
Warmetauschern vereinfacht definiert (Kapitel 5.3)

- Konstante Druckverluste durch die Warmetauscher mit je 25 kPa (Kapitel 5.4.4)

- Isenthalpe Zustandsanderung in der Kaltemittel- und der Losungsdrossel

- Warmeverluste vom SEP zum CON mit empirischem Ansatz (Hannl 2011, S.68)

- Zugefuhrte Warmeleistung des Dampfers mit empirischem Ansatz (Hannl 2011, S.62)
- Konstante Effizienz des L6sungswarmetauschers mit 0,93 (Kapitel 5.4.1)

- Konstante Effizienz der Losungspumpe mit 0,75 (Kapitel 5.4.5)

- Gesdttigte Dampfphase (q = 1) vor dem Kondensator

- Gesdattigte Flussigphase (g = 0) der armen Lésung vor dem SHX

- Gesdttigte Flussigphase (g = 0) der reichen Losung nach dem Absorber (Kapitel 5.4.2)

- Aufteilung des externen Kihlwasservolumenstroms zwischen Absorber und Kondensator
nach empirischem Ansatz (Gl. 4-8 in Kapitel 4.4)

- Der Massenstrom der reichen Losung wurde empirisch ermittelt (Kapitel 5.4.5)

- Die Masse im Abscheider wurde Uber den empirischen Zusammenhang mit dem
Massenstrom der armen Lésung bestimmt (Gl. 5-5)

- Die Verdampfer-Eintrittstemperatur stellt sich zur Folge der Niederdruck-Regelparameter ein
(Gl. 4-2, Gl. 4-3 und Gl. 4-5 in Kapitel 4.1)

- Die interne Generator-Austrittstemperatur wurde nach einer lineareren Abhéngigkeit der
externen Generator-Austrittstemperatur empirisch festgelegt (Gl. 5-15)
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- Die interne Kondensator-Austrittstemperatur wurde nach einer lineareren Abhangigkeit der
externen Kondensator-Austrittstemperatur empirisch festgelegt (Gl. 5-16)

- Die Temperaturdifferenz zwischen dem externen und internen Austritt aus dem Absorber
wurde nach einem linear angendherten empirischen Ansatz in Abhangigkeit des Absorber-
Kihlwasservolumenstroms festgelegt (Gl. 5-17)

- Konstante Temperaturdifferenz zwischen dem externen Eintritt des Kaltwassers und dem
internen Austritt des Kaltemittels im Verdampfer (Gl. 5-18)

- Keine Warmeverluste in den Warmetauschern

Entsprechend zum Betrieb bzw. der Regelung der gegebenen Anlage mittels der externen
Temperaturen und  Volumenstrome  werden diese GroRen als  bestimmende
Eingangsparameter der Simulation verwendet. Es konnen dabei entweder konstante

Volumenstrome oder konstante Spreizungen vorgegeben werden:

- thot in (Heizwassereintrittstemperatur)

- teoin (Kihlwassereintrittstemperatur)

- teold_out (Kaltwasseraustrittstemperatur)

- Vhot (Heizwasservolumenstrom) / ATgen_not ext (€XtErne Spreizung am Generator)

- Veoa (Kaltwasservolumenstrom) / ATeya coid_ext (€XtErne Spreizung am Verdampfer)

- Voo (KUhlwasservolumenstrom) / ATo ext (€Xterne Spreizung des Kiihlwassers)

Die Berechnung der Aufteilung der Kihlwasservolumenstréme zwischen Kondensator und

Absorber wird in GI. 4-8 aus Kapitel 4.4 beschrieben.

5.2 Speichermassen in Abhangigkeit von Betriebszust  &nden

Um ein mdgliches Modell fir die Speicherung von Arbeitsmedien zu Uberprifen, wurden aus
verschiedenen stationdren Betriebspunkten, mit Hilfe der zugehorigen gemessenen
ZustandsgroRen Druck und Temperatur und einer angenommenen Dampfzahl (q =0) fir
Flussigkeiten, die Konzentrationen fir die drei Behdalter (RAC, SAC, SEP in Abbildung 5-1) in
EES berechnet. Mit den Bilanzgleichungen Gl. 5-1 und GI. 5-2 fir das Gesamtsystem kénnen
daraus die einzelnen Fillmassen fir das Modell in Abh&ngigkeit eines Betriebspunktes

berechnet und mit Messwerten verglichen werden.

Mo, = Mgac + Msuc + Mggp Gl. 5-1

M,or = Mpuc * Xpac + Msac * Xsac + Msgp * Xspp Gl. 5-2
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Der definierte Wert der beinhalteten Massen der Behdlter (Mg, entspricht etwa 95 % der
Gesamtmasse) in Gl. 5-3 ergab sich aus der Herstellervorgabe zu 10 kg Wasser und 16 kg
Ammoniak (M) in Gl. 5-4 (PC19, 2011). Die Berechnung der Masse im Abscheider erfolgte
durch einen empirischen Ansatz mit linearer Anndherung gemaf Gl. 5-5. Die internen Massen
in Rohrleitungen und Warmetauschern wurden nicht berlcksichtigt, da wegen der geringen

Volumina wenig Masse gespeichert wird.

My = 26 kg Gl. 5-3
M,o; = 16 kg Gl. 5-4

0,035 * m, + 17,94
Mggp = 1,3 * ( b0 ) Gl. 5-5

vsep * 1000

Der Zusammenhang zwischen Massenstrom der armen Lésung (mgs) und Flllstand im
Abscheider (LVsgp), der wiederum vom jeweiligen Betriebspunkt abhéngig ist, ist in der
folgenden Abbildung 5-2 ersichtlich. Ein weiteres Schema zur konstruktiven Ausfiihrung ist auch
in Abbildung 3-5 dargestellt.
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200 300 400 500 600 700
mpso [kg/ h]
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Abbildung 5-2: Gemessene, stationare Fllstande des Abscheiders (SEP) tGiber dem Massenstrom der
armen Losung (Mpso)

Die gemessenen Fillstande in den Sammelbehaltern wurden in Massen umgerechnet und mit
den berechneten Massen verglichen. Dazu wurden die zugehorigen Behéalterabmessungen und
die Einbauhohen der Fillstandsmessgerate verwendet. Die Daten der gemessenen Fillstande
lagen als Prozentwerte der Position der eingebauten Schwimmerkérper vor. Das
Fassungsvolumen des RAC betragt 14 Liter, das Volumen des SAC 25 Liter und des SEP
6 Liter.
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Die Ergebnisse der Massenberechnungen sind in Abbildung 5-3 und Abbildung 5-4 dargestellt,

wobei jeweils berechnete und gemessene Werte des Abscheiders (links) und des

Losungssammelbehélters (rechts) miteinander verglichen werden. Die Streuung der Werte

ergibt sich aus den relativ einfachen Annahmen fir das Vergleichsmodell.
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Abbildung 5-3: Berechnete und gemessene

Massen des SEP (MSEP:caIc uber MSEP;meas)

Die Ergebnisse zeigen, dass die Berechnung der Massen aus Zustandsgréf3en
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Abbildung 5-4: Berechnete und gemessene

Massen des SAC (MSAC:caIc uber MSAC;meas)

und

Massenbilanzen mdglich ist. Die beschriebenen Zusammenhange galten als Grundlage zur

Implementierung in das instationare Bilanzmodell.
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5 Instationare Simulation

5.3 Zeitabhangige Bilanzgleichungen fir die Speiche  rmassen

Um die Einflisse der Massen in den Komponenten vorab abschéatzen zu kénnen, wurde ein
Vergleich zwischen zwei unterschiedlich grof3en internen Massen wéhrend einer zeitlichen
Anderung durchgefiihrt. Das Beispiel wurde an das Anwendungsbeispiel aus Kapitel 2.10
angelehnt. Der Unterschied zwischen den beiden Massen betragt Faktor 10, wie es etwa dem
Verhéltnis zwischen den Massen im Kondensator und Kaltemittelsammler entspricht. Die
Startmasse des RAC betragt dabei 5 kg, die Startmasse des CON 0,5 kg. Die weiteren Grof3en
und Zustandsanderungen wurden fur die beiden Komponenten gleich angenommen und
entsprechen den Werten aus Kapitel 2.10. Die Ergebnisse fir Konzentrationen und
Temperaturen sind in Abbildung 5-5 dargestellt. Die schwarz durchgezogenen Linien sind
Verlaufe des RAC (i1, und X;,), die rot gestrichenen Linien sind Verlaufe des CON (t;;; und
X11.1) jeweils am Austritt. Die groRe Masse des RAC sowie die relativ niedrigen internen
Massenstrome verursachen eine starke Tragheit des Systems. Im Gegensatz dazu erkennt
man die wesentlich schnellere Annaherung von Konzentration und Temperatur am Austritt des

Kondensators an die stationaren Werte.
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0,98}
3) T 0,97
+— x
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— X12
X101
oot X111 ]
0 600 1200 1800 0 600 1200 1800
Zeit [s] Zeit [s]

Abbildung 5-5: Temperaturen (links) und Massenkonzentrationen (rechts) am internen Ein- und Austritt
des RAC und des CON Uber der Zeit

Zusatzlich werden Massen an den externen Seiten der Warmetauscher durch die ebenfalls
10-fach hoheren Massenstrome bei Temperaturanderungen besonders schnell vermischt.
Daraus lassen sich ein weitaus stabileres Verhalten und ein vernachlassigbarer Einfluss fur
Komponenten mit sehr wenig gespeicherter Masse bei hohem Massenstrom ableiten. Dieser

kurzfristige Einfluss wurde deshalb fir Warmetauscher vereinfacht simuliert.
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5 Instationare Simulation

In Abbildung 5-6 sind die berucksichtigten Massen in den Sammelbehaltern farblich dargestellt.

QGEN

~@------| GEN

SEP

p) Legend:

Pressure

Rich Solution
— - = Poor Solution
— Refrigerant liquid
STH  ==---- Refrigerant vapour

Temperature
_

QEVA C.Jmas
Abbildung 5-6: Berticksichtigte Massen (RAC, SAC, SEP) im Modell des AKA-Prozesses

Dazu werden im Folgenden die Anwendungen von GI. 2-9, Gl. 2-10 und Gl. 2-11 fir SAC, SEP
und RAC aus Kapitel 2.8 fur die Simulation mit Gl. 5-6 bis GIl. 5-13 beschrieben.

(Msgp — MSEPpreC)

At =mg — (mg + my,) Gl. 5-6
hsgp * Msep = hsepgrae * Msepgpare T Z(ms * hs —mg * hg —myg * hyg) Gl. 5-7
Xsgp * Msep = XsEPgrart * MsEPgiare T Z(ms * X5 — Mg * Xg — My * Xq0) Gl. 5-8
Mrac = MRracgiare + Z(mn —myy) Gl. 5-9
hgrac * Mrac = hracgeare * MRACgare T Z(mn *hyy —my, xhyy) Gl. 5-10
Xrac * Mrac = XRACseart * MRACare T Z(mn *Xqq — Mgy * X1p) Gl. 5-11

(Msac — Msacprec)
At

=my; —my Gl. 5-12

hsac * Msac = hsacgpare * Msacgeare T Z(mm *hys —my *hy) Gl. 5-13

Die Bilanz der Kaltemittelmasse im SAC wird durch die Gesamtmassenbilanz berlcksichtigt.

63



5 Instationare Simulation

Um die thermische Energiespeicherung in den Warmetauschern und die damit verbundenen
zeitabhangigen Leistungsschwankungen infolge externer Temperaturanderungen zu
bertcksichtigen, wurde ein sehr vereinfachtes Modell &hnlich Kohlenbach (2006, S.95)
angewendet. Der in Gl. 5-14 beschriebene Zusammenhang bezieht sich auf spezifische isobare
Warmekapazitaten (c,) und Massen (M) des Metalls sowie der internen und externen
Warmetrager der Komponenten. Die Massen der Plattenwarmetauscher wurden jeweils mit
10kg Stahl sowie 0,5kg Warmetragermedium pro Seite definiert. Bei den
Rohrbundelwdrmetauschern wurden 40 kg Stahl sowie 4 kg Wasser auf externer Seit und 1 kg
Arbeitsmedium auf interner Seite angenommen. Die Warmekapazitaten fir Wasser und Stahl
wurden einheitlich konstant angenommen (C, 120 = 4,2 kJ/kg K und ¢, ve: = 0,5 kJ/kg K). Fir die
internen Ammoniak/Wasser-Gemische wurden diese fur Ubliche Zustidnde berechnet

(Cp_nmanzo = f (L, pi, X)) und ebenfalls konstant definiert.

. t tmi (T)_t tmi (T' _AT)
Qvar zszk*cpk x i AeTX o Gl. 5-14

Bei einer Anderung eines mittleren externen Temperaturniveaus (Atex; mig) aus einem
stationdren Zustand Uber dem Zeitschritt (At) resultiert ein Sprung der Leistung (Q.) mit

anschlieBender Anndherung an den Wert Null aufgrund eines erneut stationaren Zustands.
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5 Instationare Simulation

5.4 Anlagencharakteristika

Zur Beschreibung des Modells wurden anlagenspezifische Grélien der einzelnen Komponenten

und der Regelung aus entsprechenden Messdaten von Hannl (2011) beriicksichtigt.

5.4.1 Temperaturverlaufe der Warmetauscher

Die interne Austrittstemperatur der reichen Losung aus dem Generator entspricht beim
verwendeten Gegenstrom-Plattenwarmetauscher linear angendhert in etwa der externen
Heizwasseraustrittstemperatur. In Abbildung 5-7 ist der entsprechende Verlauf dargestellt. Fur
die interne Kondensator -Austrittstemperatur des Kaltemittels wurde ebenfalls eine lineare
Anndherung an die externe Kuhlwasser-Austrittstemperatur gemal® den Messwerten in
Abbildung 5-8 gewahlt. Der verwendete Kondensator ist ebenfalls als Gegenstrom-
Plattenwarmetauscher ausgefihrt.

Generator Kondensator
95 - 50 -
90 -+
45
f— 85 T f—
& &
= 80 - = 40 -
°I c,I
g 5
8 75 - S 35 -
n [
H‘- 70 . H‘-
30 -
65 -
60 T T T T T T 1 25 T T T T 1
60 65 70 75 80 8 90 95 25 30 35 40 45 50
thut_out [oc] tcooI_CON_out [oc]
Abbildung 5-7: Gemessene, interne Generator- Abbildung 5-8: Gemessene, interne Kondensator-
Austrittstemperatur Uber der externen Austrittstemperatur Gber der externen Kondensator-
Heizwasseraustrittstemperatur KlUhlwasseraustrittstemperatur

Fir das Modell wurde beim Generator eine lineare Annaherung durch die Gl. 5-15 getroffen,

wobei die Temperatur des Simulationsmodells (ts) der Temperatur t.s, cen_out €NtSpricht.

ts = 1,06 * thor,,, — 0,655 Gl. 5-15
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5 Instationare Simulation

In GI. 5-16 ist der verwendete Ansatz fur die interne Kondensator-Austrittstemperatur angefthrt.

Die Bezeichnung im Simulationsmodell (t;;) entspricht dabei der Temperatur tiet con_out-

ty; = 0,8954 = teoolcongy, ~ 1,531 Gl. 5-16

Die Charakteristik des Absorbers wurde in Abh&éngigkeit des externen Absorber-
Kihlwasservolumenstroms berechnet (Abbildung 5-9). Beim Losungswarmetauscher  sind,
neben den zugehotrigen Massenstromen, die Zustande der zuflieRenden reichen Lésung nach
dem Dampfer sowie der zuflieBenden armen Ldsung aus dem Abscheider bekannt. Mit der
angenommenen Effizienz des Lésungswarmetauschers von nspux = 0,93 kann die spezifische
Enthalpie an beiden Austrittsstellen aus dem SHX berechnet werden und mit den bekannten

Driicken und Konzentrationen an diesen Stellen alle weiteren Zustandsgrofen.

Absorber Losungswarmetauscher
5+ 50 -
g 4 %)
% 3 - 75 45
g ; 3 45 .
| (-9
fl g :. L ¢
@ 1 o 40 ..t BAR S
L 14 *
0 . - o
§ I*’ ‘ “’W“
S 6 3 35 A o
2 ! o 0‘ *
32 4 & X
§ g 30 o ne
-3 A L T . ,( ™
-4 S oo
_5 | 25 T T T T 1
25 30 35 40 45 50
vcooI_ABs [m3/ h] tpso_SHX_in - tpso_SHX_out [oc]

Abbildung 5-9: Gemessene Temperaturdifferenz am  Abbildung 5-10: Gemessene Temperaturdifferenz
externen Austritt des Absorbers tiber dem Absorber-  von armer und reicher Losung des

Kihlwasservolumenstrom Losungswarmetauschers

In GI. 5-17 ist der verwendete Ansatz flr die interne Absorber-Austrittstemperatur angefthrt.

Die Bezeichnung im Simulationsmodell (t;5) entspricht dabei der Temperatur t.s;_sac_out-

teoolpps gy, — t1s = —1,3245 * Veoolaps T 3:5 Gl. 5-17

Die Gl. 5-18 beschreibt den verwendeten Ansatz fur die Temperaturdifferenz am internen
Austritt des Kaltemittels aus dem Verdampfer, der durch Analysen zwischen Messwerten und
Simulationswerten ermittelt wurde.

ATEVAHXOut = 6,5 GI 5'18
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5 Instationare Simulation

5.4.2 Absorptionswirkungsgrad

Die praktische Anwendung des beschriebenen Absorptionswirkungsgrades aus Kapitel 2.4
erfolgte in der Simulation durch eine konstante Unterkilhlung am Absorberaustritt. Zu der
tatsachlichen internen Austrittstemperatur aus dem Absorber (t;s) aus Gl. 5-17 wurde die
konstante Temperaturdifferenz von ATsc = 3,48 C addiert. Da die Dampfzahl bei dieser
theoretischen Ldsungstemperatur (t;s ) mit ¢;s =0 angenommen wurde, ergibt sich ein

unterkihlter Zustand bei t;5. In Gl. 5-19 und GI. 5-20 sind die Zusammenhéange dargestellt.

ATABSSC = 3,48 GI 5'19

t15th = t15 + ATABSSC GI 5-20

5.4.3 Leistungen der Warmetauscher

Zur Berechnung der Leistungen des internen Absorptionskélteprozesses wurden die folgenden
Gleichungen von Gl. 5-21 bis GI. 5-24 angewendet und den externen Warmetauscherleistungen
mit Berlcksichtigung einer simulierten zeitverzogerten Messung gleichgesetzt. Die Leistung des
Losungswarmetauschers wurde Uber ein vordefiniertes Procedure aus den in Kapitel 5.4.1

beschriebenen Grofen berechnet.

Qaps = ys * (hys — hg) Gl. 5-21

Qqen = s * (hs —hy) Gl. 5-22
Qcon = thyg * (hyy —hyp) Gl. 5-23
Qeva = My * (hyy — hy3) Gl. 5-24

5.4.4 Systemdriicke

Der Niederdruck wurde aus den gegebenen Zusammenhangen der Regelung in Kapitel 4.1 in
die Simulation dbernommen und beim Zustand am Verdampfereintritt definiert. Dabei wurden
die Gleichungen GIl. 4-2, Gl. 4-3 und GIl. 4-5 verwendet. Die dazu benétigte rechnerische
Kalteleistung (QEVA_ca|c) in Gl. 4-3 wurde der prozessinternen Kélteleistung (QEVA) gleichgesetzt.
Der Hochdruck wurde als Funktion von mehreren Zustandspunkten beim RAC definiert und
nicht direkt vorgegeben. Zwischen den einzelnen Komponenten wurden konstante
Druckverluste mit einem Wert von Appx = 25 kPa pro Warmetauscher angenommen.
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5 Instationare Simulation

5.4.5 Losungspumpe

Die Effizienz der Losungspumpe wurde mit dem konstanten Wert npyp = 0,75 definiert. Mit der
Druckdifferenz zwischen den Zustanden [1] und [2] sowie dem spezifischen Volumen im
Zustand [1] konnen die spezifische Enthalpiedifferenz mit Gl. 5-25 und mit dem zugehoérigen
Massenstrom die Leistung der Pumpe aus Gl. 5-26 und GI. 5-27 berechnet werden. Bei der
Ermittlung der elektrisch aufgenommenen Leistung missen weitere Wirkungsgrade
bertcksichtigt werden.

v, * —
WpspecPMP = M Gl. 5-25
T]PMP
h2 = hl + WPspecPMP Gl. 5-26
Pppp = 1y * (hy —hy) Gl. 5-27

Der Massenstrom der reichen Ldésung (m,) wurde in der Simulation als Eingabegrée
vorgegeben. Dabei wurden die Messwerte von Hannl (2011, S.39) zur Ermittlung eines

empirischen Zusammenhangs zur Verdampferleistung geman Abbildung 5-11 herangezogen.
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Abbildung 5-11: Gemessener Massenstrom der reichen Lésung (m,s,) Uber gemessener Kélteleistung

In den dargestellten Gleichungen Gl. 5-28, Gl. 5-29 und GI. 5-30 sind die Beziehungen fur den
Massenstrom (ms,) in Abhangigkeit von drei Leistungsbereichen definiert (siehe Kapitel 4.2).

Qgva < 3 KW: Mg = 350 Gl. 5-28
Qgeya > 17,5 kW: My, = 650 Gl. 5-29
3 kW > Qgya < 17,5 kW Mg, = 350 + 300 = % Gl. 5-30
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5.5 Startparameter zur Initialisierung

Wie im einfachen Anwendungsbeispiel (Kapitel 2.10) gezeigt wird, sind beim Start der
Simulation Rand- bzw. Anfangsbedingungen notwendig. Beim Initialisieren werden
ausgewahlten GrofRen konstante Werte zugewiesen. Zum Initialisieren des Prozesses stehen
mehrere Mdglichkeiten zur Verfugung. Da die Sammelbehalter den stérksten Einfluss auf das
instationare Verhalten auslben, ist es sinnvoll, deren Zustande zu Beginn vorzugeben. Des

Weiteren wird das externe Temperaturniveau an den Warmetauschern vorgegeben.

Die Programmierung berucksichtigt, dass das Temperaturniveau in Abhangigkeit der Zeit beim
Startvorgang so lange konstant gehalten wird, bis sich ein stationdrer Betriebspunkt eingestellt
hat, vergleichbar mit den durchgefiihrten Messungen. Abhéngig von den zueinander
abhangigen Anfangswerten sind dabei Startzeiten von etwa 25 Minuten bis zum stationaren
Betrieb zu beachten. Dies entspricht mit guter Ubereinstimmung den gewonnenen Erfahrungen
aus den experimentellen Messungen. Sind stationdre Startzustdnde von anderen, bereits
durchgefuhrten Simulationen bekannt, kann das Startintervall der Simulation erheblich gesenkt
werden. Stehen die einzelnen Zustéande beim Start in keiner geeigneten Relation zueinander,
findet die Simulation mittels Iteration kein Ergebnis, diese missen folglich aufeinander
abgestimmt werden. Als Beispiel kann die Beziehung zwischen Starttemperatur des
Kaltemittelsammelbehalters (trac swr) UNd der Kihlwassereintrittstemperatur (teoo in) genannt

werden.

Von Gl. 5-31 bis GIl. 5-33 sind beispielhaft externe Starttemperaturen vorgegeben. Zu
beachten sind dabei Werte, bei denen die gegebene Absorptionskalteanlage an die untere
Leistungsgrenze stoRt. Mit einer Kihlwassereintrittstemperatur gréRer 30 T oder eine
Heizwassereintrittstemperatur kleiner 75 C sté3t m an bei der Simulation wie auch im realen
Betrieb auf Probleme bzw. auf zu geringe Leistungen. Es koénnen beim Start nur real
umsetzbare Kombinationen der externen Temperaturniveaus, etwa Betriebspunkte mit sehr
niedrigen Kaltwasseraustrittstemperaturen bei entsprechend hoher Heizwassertemperatur und

niedriger Kihlwassertemperatur mit dem Modell simuliert werden.

thot,, = 80 Gl. 5-31
teoolyy, = 25 Gl. 5-32
tcoldaut =10 Gl. 5-33
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Von Gl. 5-34 bis Gl. 5-43 sind weitere exemplarische Startwerte angefihrt. Die Startwerte fur
Massen und Konzentrationen (Gl. 5-34 bis Gl. 5-37) sind grob geschatzte Erfahrungswerte.
Die Werte fur Konzentrationen von reicher Losung und Kaltemittel sind Ublicherweise bekannt.
Die Massen der Flussigkeiten in den Sammelbehéltern sind geratespezifisch unterschiedlich
und abhangig von der Beflllung (siehe Kapitel 5.2). Die Starttemperaturen der Arbeitsmedien
(Gl. 5-38 und GIl. 5-39) in den Behaltern mussen eine Abhangigkeit zu den externen
Temperaturniveaus aufweisen. Die Dampfzahlen (Gl. 5-40 und GI. 5-41) von SAC und RAC
wurden beim Start in erster Naherung mit dem Wert Null, also gesattigt flissig angenommen.
Der Druck im RAC entspricht dem definierten Hochdruck. Der Druck im SEP (Gl. 5-42) ist um
den konstanten Druckverlust Gber den Kondensator hoher. Der definierte Niederdruck ist beim
Zustand am Verdampfereintritt gegeben. Im SAC wurde der Niederdruck (Gl. 5-43) abziiglich
der Druckverluste Uber Verdampfer und Absorber vorgegeben, alternativ kann auch eine

Starttemperatur im SAC gesetzt werden.

MsEpPgeare = 3 Gl. 5-34
XRaco, = 0,95 Gl. 5-35
X$ACsare = 0,93 Gl. 5-36
Xsgpgr, = 0,51 Gl. 5-37

tsgpgur, = 75 Gl. 5-38

tRACqur = 30 Gl. 5-39

dsACsiare = Gl. 5-40

qRACstare = 0 Gl. 5-41

PRACstart = PSEPstare — APHX Gl. 5-42
PsaCseare = PLP — 2 * Appx Gl. 5-43

Mit den Bilanzgleichungen der Massen des Gesamtsystems beim Start von Gl. 5-44 bis
Gl. 5-46 werden die Anfangswerte vervollstandigt. Hierzu ist es erforderlich, das
Massenverhéltnis der Arbeitsmedien Ammoniak und Wasser zu kennen (siehe GIl. 5-3 und
Gl. 5-4).

MRAC Start + MSACStart + MSEPStart = MSO] Gl. 5-44
MRACStart * XRACStart + MSACStart * XSACStart + MSEPStart * XSEPStart = Mmf Gl. 5-45
Mref = Msol * X0l Gl. 5-46
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5.6 Simulationsergebnisse

Mit den beschriebenen empirischen Funktionen und theoretischen Annahmen wurden
dynamische Betriebspunktwechsel simuliert und die Ergebnisse mit gemessenen Gréf3en
verglichen. In der Simulation sowie am Versuchsstand wurden Sprungfunktionen fur die
Veranderung der externen Temperaturen am Heiz-, Kihl- und Kaltwasserkreislauf verwendet
bzw. angenahert vorgegeben. Die entsprechenden Verlaufe sind in Abbildung 5-12 dargestellt.
Es wurden jeweils abwechselnd Anderungen von 5 K vorgenommen. Um den Vergleich zu
vereinfachen, wurden am Versuchsstand jeweils maximale externe Volumenstrome eingestellt.
Diese wurden infolge der Druckverluste der Regelventile bei unterschiedlichen Stellungen
gemaR den Betriebspunkten nur minimal verandert, sodass diese in der Simulation als
konstante EingabegrtfRen definiert werden konnten. Einschwingverhalten und Verzdgerungen
der und externen Regelung wurden nicht nachgebildet. Bei 1=3750s, 1=8600s und
T1=11000s sind deshalb jeweils grof3ere Abweichungen der gemessenen externen
Heizwassereintritts- und Kaltwasseraustritts-Temperaturverlaufe zu der Simulation festzustellen.
Eine Veranderung von einer externen Temperatur verursacht an den entsprechenden Stellen
eine Reaktion der Regelventile der beiden Ubrigen externen Kreisldufe, wobei sich

anschliel3end die Verlaufe wieder an den vorherig stationaren Wert annéhern.
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Abbildung 5-12: Gemessene und simulierte externe Temperaturen tber der Zeit
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In Abbildung 5-13 sind gemessene und simulierte Massenstrome Uber der Zeit aufgetragen.
Die gemessenen GrofRen wurden als gleitender Durchschnitt der pulsierenden Massenstrome
uber ein Intervall von 5 s gebildet. Die Simulation startet im Gegensatz zur Messung mit den in
Kapitel 5.5 beschriebenen Vorgaben. Die stationaren Werte werden mit hinreichender
Genauigkeit erreicht. Das Verhalten bei Anderungen kann bis auf einige Verzégerungen gut
nachgebildet werden. Die Unterschiede bei 1=6200s sind auf eine derartige verzdgerte
Regelantwort zurtckzufiihren. Der abrupte Abfall der Massenstrome bei 1=3750s und
T = 1400 s wird nicht simuliert. Bei diesen Stellen sinkt einmal der Niederdruck durch Senken
der Kaltwassertemperatur (t = 1400 s), bei 1 = 3750 s sinkt die Absorberaustrittstemperatur der
reichen Losung mit der Kihlwassertemperatur, was beidemal die Ursache fir kurzfristige
Kavitation in der LOosungspumpe sein konnte (Kapitel 4.5). Ein weiteres Anzeichen dafur ist ein
fehlender Abfall der Pumpenansteuerung (Peyp) an diesen Stellen.
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Abbildung 5-13: Gemessene und simulierte Massenstréme sowie Pumpenansteuerung Uber der Zeit
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In Abbildung 5-14 werden die simulierten Massen der Arbeitsmedien in den Sammelbehaltern
uber der Zeit dargestellt. Wegen der fehleranfélligen Messung der Fillstande wurde auf einen
Vergleich mit den Messdaten verzichtet. Hierzu sind einige Effekte zu diskutieren. Man erkennt
etwa den Zusammenhang zwischen Msgp und my, aus Abbildung 5-13, was auf den
leistungsabhéngigen mechanischen Einfluss zurtickzufiihren ist, der in Gl. 5-5 definiert wurde.
Vor allem eine Anderung der Kaltwasseraustrittstemperatur, die den Niederdruck wesentlich
beeinflusst, wirkt sich stark auf die Masse im SEP aus. Bei 1 =1400s verringert sich die
Kalteleistung durch Senkung des Niederdrucks (siehe auch Abbildung 5-15), folglich sinken
regelungsbedingt die Massenstrome und die Masse im SEP gemalie der Massenbilanzen.

Mit Senkung der Kuhlwassereintrittstemperatur bei 1 = 3750 s kann mehr Kaltemittel in der
Ldsung absorbiert werden, folglich entleert sich dabei der RAC. Bei 1 = 6200 s werden durch
die Senkung der Heizwassereintrittstemperatur und die damit verbundenen kleineren
Leistungen ebenfalls die Temperatur im Absorber gesenkt, wodurch wiederum mehr Kaltemittel

aus dem RAC in der Lésung absorbiert wird. Msac steigt und Mgac Sinkt.
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Abbildung 5-14: Simulierte Massen der Arbeitsmedien in den Sammelbehaltern Gber der Zeit
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5 Instationare Simulation

In Abbildung 5-15 sind gemessene und simulierte Leistungen (absolute Betrage) sowie in
Abbildung 5-16 die zugehdrigen COP Uber der Zeit aufgetragen. Wie bereits angemerkt, startet
die Simulation im Gegensatz zur Messung aus dem Stillstand. Dadurch ergibt sich eine
sukzessive Annaherung der simulierten Werte bis zum Zeitpunkt T = 1400 s an die stationdren
Messwerte. Man erkennt, dass bei abrupten Anderungen Spriinge der gemessenen Werte
auftreten: etwa bei 1=3750s die gemessene Absorberleistung und bei 1=11000s die
gemessene Verdampferleistung. Dieser Einfluss ist zum Teil durch die thermischen Speicher
erklarbar, im Wesentlichen aber messtechnisch bedingt und spielt eine untergeordnete Rolle
bei den Analysen. Im Weiteren kénnen Fehler bei der Versuchsdurchfihrung nicht in die
Simulation Ubertragen werden, wie es am Ende des Versuchs bei 1=8600s und 1=11000 s

zutrifft. Dabei mussten mehrmals die Stellventile am Versuchsstand nachgestellt werden.
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Abbildung 5-15: Gemessene und simulierte Leistungen der Warmetauscher Gber der Zeit
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5 Instationare Simulation

Das thermodynamische stationare Grundmodell des Absorptionskalteprozesses bildet die AKA
ausreichend gut nach. Die simulierten Werte stimmen nach den jeweiligen Anndherungen an
stationdre Zustande sehr gut mit der Messung Uberein. Im Folgenden wird der Vergleich zum

dynamischen Betriebsverhalten der Leistungen mit Abbildung 5-15 diskutiert.

Beim Start der Simulation aus dem Stillstand entsprechen die internen Zustande der AKA
einem vorangegangenen Betriebspunkt. Fir den realen Fall ist dabei far eine
Gesamtbilanzierung Uber einen langeren Zeitraum zu bericksichtigen, dass sich die

thermischen Speichermassen der Anlage im Stillstand an die Umgebungstemperatur anpassen.

Bei Senkung der Kaltwasseraustrittstemperatur bei T =1400 s erfolgt ein abrupter Abfall der
Verdampferleistung mit anschlielender Annaherung an den neuen stationdren Betriebspunkt.
Bei der Absorberleistung ergibt sich eine verzdégerte Sprungantwort des gemessenen Wertes
zur Simulation. Bei naherer Betrachtung erkennt man den Einfluss des verzdgerten
Massenstroms (mys,) aus Abbildung 5-13, der aufgrund einer moglichen Kavitation nicht dem
Verlauf der Pumpenansteuerung folgt. Daraus resultieren die unterschiedlichen Verlaufe der
Leistungen. Die Verzogerungen der gemessenen Werte fir Kondensator und Generator bei
T = 1400 s ergeben sich aus der Regelung der AKA mittels Pl-Regelglieder, die auf Messdaten

zurtckgreift und deshalb Niederdruck und Losungspumpendrehzahl nicht abrupt senkt.

Bei Senkung der Kuhlwassereintrittstemperatur bei 1=3750s werden die steigenden
Leistungen des Kondensators und Generators gut simuliert. Als Ursache fir die zeitlichen
Abweichungen bei der Verdampfer- und Absorberleistung wird wiederum Kavitation der

Ldsungspumpe (Abbildung 5-13) vermutet.

Bei Senkung der Heizwassereintrittstemperatur bei 1 =6200s beeinflusst eine verzdgerte
Regelantwort den Massenstrom (s, aus Abbildung 5-13) und somit das Ansprechverhalten der
Leistungen samtlicher Komponenten. Da sich die Anderungen der Leistung von Generator und
Kondensator im Wesentlichen aus der gesenkten Temperatur ergeben, werden deren Verlaufe

an dieser Stelle dementsprechend besser simuliert.

Die thermischen Speicher der Warmetauscher (GI. 5-14) wirken sich, wie angenommen, weder
in der Simulation, noch bei der realen Anlage stark auf das dynamische Verhalten aus.
Kurzzeitige Leistungsspringe wurden in der Simulation mit maximalen Peaks von etwa 5 kW
berechnet (analog zur Messung bei T = 3750 s und Tt = 11000 s), wobei die htheren Messwerte
aus dem einfachen Ansatz mit mittleren externen Temperaturniveaus resultieren (GIl. 5-14).

Peaks bei anderen Sprungantworten ergaben kleinere Werte.
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5 Instationare Simulation

Der in Abbildung 5-16 dargestellte COPc wurde bei der Messung und der Simulation als das
Verhéltnis der Warmeleistungen von Verdampfer (Qeva) zu Generator (Qgen) berechnet. Bei der
entsprechenden Definition aus Gl. 2-7 (Kapitel 2.6) wurde die elektrische Pumpleistung
aufgrund des geringen Anteils (etwa 1 % von Qggy) vernachlédssigt. Bei dem dargestellten
Verlauf Uber der Zeit, in einer etwas hoheren Auflosung, ist das teilweise sehr instabile
Betriebsverhalten der AKA auch bei stationaren Zustanden erkennbar.
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Abbildung 5-16: Gemessene Leistungen (mi.) sowie gemessene und simulierte COP¢ (u.) Uber der Zeit
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5 Instationare Simulation

Das untersuchte dynamische Verhalten der Absorptionskalteanlage wird im Wesentlichen
durch vier Faktoren bestimmt, die nochmals exemplarisch anhand der gemessenen Leistungen
in Abbildung 5-15 und Abbildung 5-16 beschrieben werden:

- Die internen Speichermassen bewirken bei Veranderungen der Betriebszustande keine
sofortige, sondern eine allm&hliche Anndherung der Prozessgrdl3en an einen neuen
stationdren Zustand (1t = 1400 s und 1 = 3750 s bei Abbildung 5-16). Dabei sind die Grdl3en
der enthaltenen Massen und der Massestrome fir den zeitlichen Verlauf entscheidend
(siehe Kapitel 5.3). Das charakteristische Zeitverhalten wird durch Exponentialfunktionen
beschrieben, die in der Simulation mit zeitabh&ngigen Differentialgleichungen fir Massen-
und Energiebilanzen definiert wurden (siehe Kapitel 2.8 und 5.3). Die durchschnittliche
Annaherung zu neuen stationaren Werten betragt 25 Minuten. Die Einflisse der
thermischen Speichermassen in den Warmetauschern kénnen vernachlassigt werden (siehe
Kapitel 5.3).

- Der PI-Regler, der im internen Niederdruck-Regelkreis verwendet wird (siehe
Abbildung 4-1), bewirkt zusatzlich die schwingenden Verlaufe der Verdampferleistung bei
T1=1400s und 1=3750s in Abbildung 5-16. Durch den Proportionalanteil reagiert die
StellgroRe (M) zwar sofort auf Regelabweichungen, der notwendige Mess-Vergleichswert
(pe_pv) kann jedoch durch die Regelstrecke eine Zeitverzogerung zur Sollwertvorgabe
aufweisen. Der Integralanteil reagiert zeitverzdogert und &ndert die StellgréRe sukzessive bis
die Regelabweichung null ist (Samson 2012, S.41). Nach dem Einschwingvorgang soll die
Regelgrofie (p.p) keine bleibenden Regelabweichungen zeigen. Da im vorliegenden Fall der
Niederdruck (p.r) ein sehr stabiles Verhalten in stationaren Zustanden aufweist, ergeben
sich andere Ursachen fir das unstabile Verhalten der Leistungen, beispielsweise von
T = 4800 s bis T = 6000 s. Die Analysen zur betriebspunktabhangigen Verschlechterung des
Warmeubergangs in den Warmetauschern von Hannl (2011, S.54) konnen Aufschluss
dariiber geben. Im Weiteren treten bei der Regelung des internen reichen

Lésungsmassenstroms (ms,) ebenfalls ahnlich Effekte durch die Regelstrecke auf.

- Einflisse der externe Regelung (siehe Erlauterungen zu Abbildung 5-15)

- Verzogertes Ansprechen und Einbruch der Massenstrome durch Kavitation der

Losungspumpe (siehe Erlauterungen zu Abbildung 5-15)
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6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

6 ZUSAMMENFASSUNG UND SCHLUSSFOLGERUNGEN

In dieser Diplomarbeit wurden Untersuchungen zum stationdren und dynamischen
Betriebsverhalten einer am Markt erhaltlichen NHs/H,0-Absorptionskélteanlage mit einer
maximalen Kalteleistung von 22 kW am Institut fir Warmetechnik der TU Graz durchgefihrt.
Dabei konnten an einem zur Verfigung gestellten Versuchsstand die wesentlichen, zur
Prozessbestimmung notwendigen Gréf3en gemessen werden. Basierend auf diesen Messdaten

wurde die AKA-Regelung optimiert und ein dynamisches Simulationsmodell erstellt.

Messtechnik

Die zur Messung von Lésungs- und Kaltemittelmassenstrom verwendeten Coriolis-Messgerate
nach Austritt der armen LOsung aus dem Lésungswarmetauscher und nach Austritt des
Kaltemittels aus dem Kondensator wurden zur Dichtemessung in der Messdaten-Erfassung
aufgenommen, mit dem Ziel die entsprechenden Konzentrationen der Zustande berechnen zu
kénnen. Die Vergleiche mit berechneten Zustdnden ergaben eine Abweichung von maximal
2 %. In einer weiteren Berechnung, unter Verwendung der MessgrofRen Druck, Temperatur und
Dichte als Vorgabeparameter, wurde die Sensitivitat der Zustandsbestimmung bei den
Messtellen untersucht. Dabei wurden die Messunsicherheiten auf die berechneten Werte der
Konzentrationen ubertragen. Die Unsicherheiten der Konzentrationen wurden Uberwiegend
durch die Messgenauigkeit des verwendeten Dichtemessgerdtes bestimmt und waren
beispielsweise mit einer maximalen Unsicherheit von un. =0,0299 fur die ermittelte
Konzentration der armen Lésung zu hoch fiir exakte Berechnungen. Durch eine moégliche
Verbesserung der Messgenauigkeit kann dieser Wert auf u,., = 0,0008 gesenkt werden. Bei
Voraussetzung von korrekten Stoffwerten und Berechnung der Dichte mittels der verwendeten

Datenbank in EES ware damit eine ausreichend genaue Zustandsbestimmung mdglich.

Optimierung des stationaren Betriebs

Aus den experimentellen Versuchen zum Regelverhalten wurden der Niederdruck und der
Massenstrom der Lésungspumpe und deren Einflisse auf Kalteleistung und Effizienz analysiert.

Es wurden jeweils stationare Betriebspunkte in Abhangigkeit der Regelparameter untersucht.

Fur die Niederdruckregelung ergaben sich leistungsoptimierte Werte fir den herstellerspezifisch
verwendeten Parameter ATz (Temperaturdifferenz zwischen der mittleren externen
Kaltwassertemperatur und der internen Eintrittstemperatur des Kéaltemittels in den Verdampfer)

in Abhéngigkeit der externen Kaltwassertemperaturspreizung. Maximale Kalteleistungen
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6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

wurden jeweils bei den niedrigsten Sollwerten des Parameters erreicht, was mit dem dadurch
angehobenen Niederdruckniveau zusammenhangt. Die leistungsoptimierte Regelcharakteristik
mit Bertcksichtigung der Effizienz sieht konstante Werte flr AT bei Leistungen kleiner 5 kW
und groRer 15 kW mit einem linearen Ubergangsbereich vor. Da sich die Optimierung der
Leistung zu Lasten der Effizienz auswirkt, wurden die Messergebnisse auch hinsichtlich eines
theoretischen, effizienzoptimierten Modells ausgewertet. Daraus ergaben sich Maxima des

COP¢ Uber AT in Abh&ngigkeit der externen Betriebsbedingungen.

Bei den Messungen zur Lésungspumpenreglung wurden erwartete Ergebnisse bestatigt. Mit
Erh6hung der Massenstrome wurden die Kélteleistungen erhoht und die COP. gesenkt. Durch
einen hoheren spezifischen Lésungsumlauf (mys/Mer) sinkt die Entgasungsbreite und damit
steigt das mittlere Temperaturniveau im Absorber, wodurch die Effizienz des Prozesses
verschlechtert wird. Aus den Verldufen von Kalteleistung und COP. bei unterschiedlichen
Betriebsbedingungen konnte eine Regeleinstellung fir héhere Leistungen mit geringfiigigem

Effizienzverlust definiert werden.

Die gewonnenen Erkenntnisse fur Niederdruck und Lésungspumpe wurden ins stationare
Simulationsmodell Gbernommen. Die simulierten Werte wurden den gemessenen Werten mit
Standardeinstellungen gegentbergestellt. Die durchschnittliche Erhéhung der Kalteleistung
Uber den gesamten Teillastbereich betrug 21,5 % bei einer durchschnittichen Senkung des
COP¢: um 3,5%. Im Bereich von 5 bis 20 kW konnten Leistungssteigerungen bis zu 30 %
erreicht werden. Diese Werte konnten bei Validierungsmessungen verifiziert werden. Fur einen
optionalen, effizienzoptimierten Betrieb kdnnen weitere Regelcharakteristika aus den

Messwerten definiert werden.

Bei den Messungen hinsichtlich des Einflusses der Aufteilung des Kihlwasservolumenstroms
zwischen Absorber und Kondensator erzielten maximale Volumenstrome Uber den Absorber die

hdchsten COPc. Dies wird durch das dort geringere Temperaturniveau erreicht.

Im Betrieb auftretende Instabilititen nach einer Neuflllung der AKA wurden mdglicherweise
durch Kavitation der Losungspumpe verursacht. Es traten dabei Einbriche des Massenstroms
(Myso) bei Betriebspunktanderungen auf. Ein zu hoher Absorptionswirkungsgrad bewirkt einen
anndhernd geséttigten Zustand der Losung vor der Pumpe. Durch eine gezielte Beflillung des
Systems mit geringen Mengen Stickstoff (Inertgas) konnte das Betriebsverhalten wieder
stabilisiert werden. In Hinblick auf Nutzung der Effizienzpotenziale (ohne Inertgas) ist die
Verwendung  alternativer  Konzepte  fur  Lésungspumpen  moglich, um  hohe

Absorptionswirkungsgrade sowie Leistungssteigerungen zu erreichen.
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Die gesammelten Ergebnisse lassen erkennen, dass Optimierungspotenziale mit einheitlichen
Anlagenregelcharakteristika fuir den gesamten Leistungsbereich begrenzt sind. Angepasste
Einstellungen fur vorgegebene Betriebsbedingungen kdnnen weitere Potenziale fir die Leistung

und bzw. oder den COP¢ ausschopfen.

Simulation des dynamischen Betriebsverhaltens

Bei Erstellung des dynamischen Modells der AKA war im Wesentlichen die Anwendung der
zeitabhangigen Bilanzgleichen fir die Speichermassen erforderlich. Dabei wurden die
gespeicherten Massen in den Sammelbehaltern RAC, SAC und SEP bericksichtigt, fur die in
Summe Werte von 16 kg Ammoniak und 10 kg Wasser (26 kg entsprechen etwa 95 % der
enthaltenen Gesamtmasse) angenommen wurden. Das entsprechende Modell wurde vorab mit
Daten von Fillstandsmessungen verglichen und ergab hinreichend genaue Werte. Eine
Abschéatzung zu den einzelnen Einflissen zeigte, dass die verwendeten Wéarmetauscher
aufgrund der geringen Speichermassen und der hohen externen Massenstréme fir das
dynamische Betriebsverhalten nicht relevant sind. Fir die thermische Speicherung in
Warmetauschern wurde ein vereinfachter Ansatz gewahlt, der die zeitliche Veranderung der

externen Temperaturniveaus beriicksichtigt.

Aufgrund der vielen empirischen Abhangigkeiten wurden die anlagenspezifischen Werte der
Temperaturdifferenzen in den Warmetauschern und der Regelcharakteristika (Mo, pip) mit
vereinfachten linearen Annéherungen beschrieben. Fir die Druckverluste, die Unterkiihlung am
Absorberaustritt sowie die Effizienz des LoOsungswarmetauschers (SHX) wund der
Losungspumpe wurden konstante Werte angenommen. Mit den gesammelten Grol3en wurde
ein thermodynamisch hinreichend genaues Grundmodell entwickelt. Die Festlegung von

passenden Startwerten folgte in einem Weiteren Schritt.

In der Simulation sowie am Versuchsstand wurden Sprungfunktionen fir die Veranderung der
externen Heiz-, Kuhl- und Kaltwassertemperaturen mit 5 K definiert. Die Ergebnisse der
Sprungantworten beim Vergleich der dynamischen Simulationswerte mit Messwerten zeigen die

wesentlichen GroRRen, die das Betriebsverhalten beeinflussen.

Eine Temperaturanderung an einer externen Seite verursacht Eingriffe der Regelventile der
beiden udbrigen externen Kreislaufe, wobei die benétigte Zeit fur das Einschwingen mit
durchschnittlich 15 Minuten gemessen wurde. Die Lésungspumpe verursacht wesentliche
Verzogerungen der Massenstrome beim Anpassen an neue Betriebszustande, die in der

Simulation nicht beriicksichtigt werden konnten.
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Betriebspunktwechsel mit sinkenden Niederdriicken, die voribergehend gesattigte Zustéande
der L6sung vor der Pumpe bewirken, werden als Ursache fir kurzfristige Kavitation in der
Losungspumpe vermutet. Ein weiteres Anzeichen dafur ist die gemessene Pumpenansteuerung
(Prozentwert der voreingestellten Maximaldrehzahl des LOsungspumpen-Elektromotors) an

diesen Stellen, die keine entsprechenden Abweichungen aufweist.

Die intern gespeicherten Massen verursachen bei Verdnderungen der externen
Temperaturniveaus zeitlich trage Annaherungen der internen ProzessgroRen an neue
stationdre Zustande mit durchschnittlich 25 Minuten. Die thermische Energiespeicherung in den
Warmetauschern kann fir das dynamische Verhalten vernachlassigt werden. Durch die interne
Niederdruck-Regelung ergeben sich typische Einschwingvorgange. Da der Niederdruck (p.r) in
stationdren Betriebszusténden ein sehr stabiles Verhalten aufweist, wird eine Verschlechterung
des Warmeilbergangs in den Warmetauschern als Erklarung fur das auftretende

Schwingverhalten der Leistungen vermutet.

81



Literatur

LITERATUR

Bittanti et al. 2010: Bittanti S., De Marco A., Giannatempo M., Prandoni V.; A Dynamic Model
of an Absorption Chiller for Air Conditioning; Politecnico di Milano

Bitzer 2010: Bitzer Kihlmaschinenbau GmbH; Kaltemittel-Report a-500-16; Sindelfingen
EES, 2011: Engineering Equation Solver V8.972; F-Chart Software ; Madison Wisconsin

Endress+Hauser 2011: Endress+Hauser Ges.m.b.H ; Technische Information: Proline
Promass 83A T1054D, Proline Promass 83F T1101D; Wien

Fenzl 2011: Fenzl T.; Auswirkung von NaOH auf die Effizienz des NHs/H,O
Absorptionswarmepumpenprozesses; Institut fir Warmetechnik, Technische Universitat Graz

Hannl 2011: Hannl D.; Diplomarbeit: Experimentelle Analyse einer NHs/H,O-
Absorptionswarmepumpe fir die solare Kuihlung; Institut fur Warmetechnik, Technische
Universitat Graz

Ibrahim, Klein 1993: Ibrahim O. M., Klein S. A.; Thermodynamic Properties of Ammonia-Water
Mixtures; ASHRAE Transactions; Paper CH-93-21

Kohlenbach 2006: Kohlenbach P.; Dissertation: Solar cooling with absorption chillers: Control
strategies and transient chiller performance; Fakultat fir Prozesswissenschaften, Technische

Universitat Berlin

Mersmann et al. 2005: Mersmann A., Kind M., Stichimair J.; Thermische Verfahrenstechnik:
Grundlagen und Methoden; Springer Verlag; Berlin Heidelberg New York; ISBN 3-540-28052-9

Moser 2008: Moser H.; Dissertation: Ammoniak/Wasser-Absorptionswarmepumpe kleiner
Leistung zum Heizen und Kihlen; Fakultat fir Maschinenbau und Wirtschaftsingenieurwesen,

Technische Universitat Graz

Niebergall 1981: Niebergall W.; Sorptionskaltemaschinen; Springer Verlag; Berlin Heidelberg
New York; ISBN 3-540-02404-2

PC19, 2011: PinkChiller PC19, Pink GmbH; Geratespezifische Datenblatter; Langenwang

Samson 2012: Samson AG Mess- und Regeltechnik; Technische Information: Regler und
Regelstrecken L102; Frankfurt am Main

Westermann 2005: Westermann T.; Mathematik fir Ingenieure mit Maple; Band 1; 4. Auflage;
Springer Verlag; Berlin Heidelberg New York; ISBN 3-540-26715-8

82



Anhang

ANHANG

Erweiterte und angepasste Messwertliste (Hannl 2011, S. 32)

Mess- | Mess- | Ausgabe- | Ausgabe-

Bez.-Kurz Art Einheit | Bereich | Einheit | Bereich Modul Kanal
Zeitstempel CPU

t_hot_in PT 100 °C 35-130 | A5-1/20 ch1
t_hot_out PT 100 °C 35-130 | A5-1/20 Ch2
t_cool_in PT 100 °C 15-55 | A5-1/21 ch1
t_cool_out PT 100 °C 15-55 | A5-1/21 Ch2
t_cool_CON_out |PT 100 °C 15-55 A5-1/22 Ch1i
t_cold_in PT 100 °C -15-35 | A5-1/23 ch1
t_cold_out PT 100 °C -15-35 | A5-1/23 Ch2
t_rso_SAC PT 100 °C 15-95 A5-1/22 Ch2
t_pso_STH PT 100 °C 35-130 | A5-1/24 ch1
t_Reserve_2 PT 100 °C 15-95 A5-1/24 Ch2
t_rso_SAC_out TC °C 15-95 | A4-1/10 Cch1i
t_rso PMP_out |TC °C 15-95 | A4-1/10 Ch2
t_rso_DMP_out |TC °C 15-95 | A4-1/10 ch3
t_rso_SHX out |TC °C 15-130 | A4-1/10 Ch4
t_rso_GEN out |TC °C 35-130 | A4-1/11 ch1
t_pso_SHX_in TC °C 35-130 | A4-1/11 Ch2
t_pso_SHX out |TC °C 15-130 | A4-1/11 ch3
t_pso_ABS_in TC °C 15-95 | A4-1/11 Cha
t_ref CON_out |TC °C 15-95 | A4-1/12 Ch2
t_ref RAC out |TC °C 15-95 | A4-1/12 ch3
t_ref EVA_in TC °C -15-35 | A4-1/12 Cha
t_air_BOX TC °C 0-55 | A4-1/13 ch1
t_ref EVA_in_2 |TC °C -15-35 | A4-1/13 ch2
t_ref RAC TC °C 0-95 | A4-1/13 ch3
t_rso_SHX out 2 |TC °C 15-130 | A4-1/13 Ch4a
t_ref_CON_in TC °C 15-130 | A4-1/14 Ch1i
V_hot MID mA 4-20 m3/h 0-5 A3-1/30 | Analogini
V_cold MID mA 4-20 m3/h 0-6 A3-1/30 Analog In 2
V_cool MID mA 4-20 m3/h 0-8 A3-1/30 Analog In 3
V_cool_CON MID mA 4-20 m3/h 0-4 A3-1/30 | Analogin4
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Erweiterte und angepasste Messwertliste (Fortsetzung)

p_HP Druckgeber mA 4-20 bar 1-30 E-Reader AnalogIn 6
p_LP Druckgeber mA 4-20 bar 1-10 E-Reader AnalogiIn 7
m_ref Coriolis mA 4-20 kg/h E-Reader Analogin1
m_pso Coriolis mA 4-20 kg/h E-Reader Analogin 2
LV_RAC Reedkontaktkette % E-Reader Analog In 3
LV_SAC Reedkontaktkette % E-Reader Analog In 4
LV_STH Reedkontaktkette % E-Reader Analog In 5
P_PMP Spannungssignal Vv 0-10 % E-Reader AnalogIn 8
P_el AKA KWh-Z3hler E-Reader | Digital I/0 1
Cooling Request | Digitaler Ausgang E-Reader | Digital /0 2
Safety Shut Down | Status EIN / AUS E-Reader Relay 1
HW Pump ON Status EIN / AUS E-Reader Relay 2
C_T_hot_in Analoger Ausgang \Y 0-10 A9-1/40 | AnalogOut1
C_T cool_in Analoger Ausgang \" 0-10 A9-1/40 | Analog Out 2
C_T cold_in Analoger Ausgang \" 0-10 A9-1/40 | Analog Out3
FU_hot_in Analoger Ausgang \Y 0-10 A9-1/40 | AnalogOut4
FU_hot_in Analoger Ausgang Vv 0-10 A9-1/40 | Analog Out 4
Erweiterungen:

rho_ref_CON_out | Coriolis Hz 0-1000 | kg/m3 E-Reader | Digital I/O 5
rho_pso_SHX_out | Coriolis mA 0-20 kg/m3 Datalogger -
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