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VORWORT

Die Summe der Berufserfahrungen aus nunmehr 20 Jahren Produktentwicklung im Bereich
Sonnenenergie, davon neun Jahre als Leiter der Entwicklungsabteilung im Bereich Sonnenenergie-
systeme der Ernst Schweizer AG, haben mich bewogen, diese Forschungsarbeit zu unternehmen
und mit der Dissertation abzuschliessen. Alle Fragestellungen, die in dieser Dissertation behandelt
werden, wurden aus den Erfahrungen bei der Produktentwicklung, der Anlagenplanung und der

Ausfithrung von Solaranlagen abgeleitet.

Es waren aber zwei Schliisselereignisse, die mich ermutigt haben, mich starker mit der Ther-
mohydraulik zu beschéftigen und die letztendlich zu dieser Arbeit fithrten: Aufgrund der wieder-
kehrenden Betriebsstorungen durch freie Gase in Solaranlagen hatte ich im Jahr 2005 Prof. Herrn
Staubli, Leiter des Labors fiir hydraulische Maschinen der Hochschule Luzern, gebeten, eine expe-
rimentelle Arbeit zur Selbstentliiftung inklusive Literaturstudie durchzufiihren. Diese Arbeit hat
mir den ersten Einstieg in das Gebiet der Zweiphasenstromung und erste Werkzeuge zur Vermei-
dung von freien Gasen in Solaranlagen vermittelt. Im Jahr 2006 hat Frau Dr. Karin Riihling, Leite-
rin des Fachbereiches Warmeversorgung sowie technische Leiterin des Fachbereiches Rationelle
Energieanwendung und Regenerative Energien an der TU Dresden, am Symposium Thermische
Solarenergie in Staffelstein ihre Arbeit zum Zweiphasen-Kollektorkreis einer Drain-Back Anlage
vorgetragen. Dabei wurde mir erstmals klar, dass die Loslichkeit von Gasen eine ebenso wichtige
Rolle spielt wie der Transport von freien Gasen durch Stromungskréfte. Der fiir die Dimensionie-
rung von Solaranlagen bedeutsame Schluss war, dass man die Thermodynamik (Leistung, Wir-
kungsgrad, Ertrag) und die Hydraulik (Pumpen, Rohrquerschnitte, Ausdehnungsgeféss) nicht ge-
trennt behandeln darf, sondern dass die Fragen zur Stagnation und zur Beherrschung von Gasen in
Solarkreisldufen mit den Methoden der Thermohydraulik angegangen werden miissen, welche die

Thermodynamik und die Fluidmechanik vereint.

Im darauffolgenden Jahr haben Frau Dr. Karin Riihling und ich (2007) eine gemeinsame Arbeit
verOffentlicht, die den weiteren Forschungsbedarf deutlich aufzeigte. Wir hatten darauthin be-
schlossen, die Fragen zur Thermohydraulik, die fiir die Weiterentwicklung der Solarthermie wich-
tig sind, in zwei aufeinander abgestimmten Forschungsprojekten zu bearbeiten. Das von Frau Dr.
Karin Riihling geleitete Projekt der TU Dresden ,,Entgasung von Solarkreisldufen und Bestimmung
der zur Auslegung erforderlichen Stoffdaten* wurde Im Jahr 2009 gestartet und kiirzlich erfolg-
reich abgeschlossen (Riihling, Heymann et al. 2013). Es wurde vom Bundesministerium fiir Um-

welt und Reaktorsicherheit BMU finanziert und befasste sich mit der Bestimmung der Gasldslich-



keit in Wasser-Glykol Gemischen, mit der Untersuchung der Wirksamkeit von Entliiftern und Va-
kuumentgasern sowie der Entwicklung vorteilhafter Befiillstrategien. Meine Dissertation wurde im
Sommer 2010 gestartet, finanziert durch das Bundesamt fiir Energie und die Schwyzer-Winiker
Stiftung. Darin werden die Fragen zur Modellierung von Flachkollektoren, zum Stagnationsverhal-

ten und zur solarthermischen Entgasung behandelt.

Diese Dissertation richtet sich an ein breites Publikum aus Wissenschaft und Praxis. Es war mir
daher ein Anliegen, die Arbeit mdglichst so zu verfassen, dass sie ohne Riickgriff auf die zitierte
Literatur lesbar ist. Aus diesem Grund sind die Herleitungen an manchen Stellen ausfiihrlicher als

in einer rein disziplindren Arbeit iiblich.
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ZUSAMMENFASSUNG

Die Entwicklung neuartiger, leistungs- und kostenoptimierter Systemkonzepte fiir bekannte und
neue Anwendungen ist fiir das nachhaltige Wachstum der Solarthermie von grosser Bedeutung. Ein
wichtiger Schliissel zur Effizienzsteigerung und Kostensenkung, insbesondere zur Vermeidung von
Fehlerkosten, ist die analytische Modellierung von Sonnenkollektoren und die thermohydraulische
Modellierung von Solaranlagen. Mit diesem Leitgedanken wurden die nachfolgend beschriebenen
Modelle und Berechnungsmethoden hergeleitet sowie die entsprechenden numerischen und physi-

kalischen Experimente durchgefiihrt.

Bei Absorbern mit einteiligen Absorberblechen sind die Absorberrohre in der Regel nicht bis
zum Blechrand thermisch verbunden. Der Randbereich solcher Absorber hat daher hohere Verlus-
te, die jedoch durch die gegenwirtig verwendeten Modelle nicht abgebildet werden. Auf der
Grundlage von zweidimensionalen Simulationsrechnungen wurde eine neue Korrelation hergelei-
tet, die den Randeffekt bei diesen Absorbern beschreibt (Eismann und Prasser 2013). Die Unsi-

cherheit der Korrelation ist, verglichen mit den numerischen Resultaten, kleiner als 0.5%.

Die Korrelation von Hollands et al. (1976) fiir den konvektiven Wiarmetransport iiber den Luft-
spalt zwischen Absorber und Glas bei Flachkollektoren wurde um einen Korrekturfaktor erweitert,
welcher den Einfluss der inhomogenen Temperaturverteilung im Absorberblech berticksichtigt. Die
Korrelation fiir diesen Korrekturfaktor ist eine Funktion von Kennzahlen des analytischen Modells
fiir Flachkollektoren nach Duffie und Beckmann (1991) und erfordert keine zusétzlichen Annah-

men.

Das Kollektormodell nach Duffie und Beckmann wurde um die Korrelationen fiir den Randef-
fekt und den konvektiven Warmeverlust erweitert. Fiir die stationdren Simulation von Flachkolle-
ktoren wurde das Computerprogramm SimCol entwickelt und anhand von Kenndaten aus Leis-
tungspriifungen nach EN 12975 (2006) validiert. Mit Hilfe des erweiterten Kollektormodells ist es
nun mdglich, Flachkollektoren hinsichtlich Leistung und Kosten mit héherer Genauigkeit als bisher
zu optimieren. Insbesondere ist es mdglich, Materialeinsparungen gegen Investitionskosten bei

Fertigungseinrichtungen quantitativ abzuwégen.

Ein neues theoretisches Modell zur Beschreibung von Stagnationsereignissen wurde hergeleitet.
Alle Parameter dieses Modells konnen aus den Daten der Kollektoren und der Solaranlage abgelei-
tet werden. Zusétzliche Annahmen sind nicht erforderlich. Auf dieser Basis wurde das Computer-
modell SimStag entwickelt, das die transiente Berechnung der Dampfreichweite und des Dampfvo-

lumens erlaubt. Dieses Computermodell wurde anhand der Messdaten eines Stagnationsereignisses



einer realen Solaranlage validiert. Parallel dazu wurde dieselbe Solaranlage auch mit der Ther-
mohydraulik Software TRACE modelliert. Die Ergebnisse aus den Simulationen mit TRACE und

SimStag zeigen gute Ubereinstimmung.

Ein neues, kostengiinstiges Verfahren zur solarthermischen Entgasung von hydraulischen Kreis-
laufen wurde entwickelt und zum Patent angemeldet. Der Nachweis der Tauglichkeit wurde durch
Experimente an einem zu diesem Zweck aufgebauten Versuchsstand erbracht. Die untersuchte
Geriteausfithrung besteht im Wesentlichen aus einem Sonnenkollektor, einem Kondensator und
einem handelsiiblichen automatischen Gasabscheider. Ein theoretisches Modell wurde hergeleitet,
welches die Dampfentwicklung im Kollektor, die Kondensation in Gegenwart von Stickstoff und
die teilweise Riicklosung des Stickstoffs im Kondensat beschreibt. Basierend auf diesem Modell
wurde das Computerprogramm Gas-1d zur Simulation der solarthermischen Entgasung entwickelt

und anhand der Messdaten validiert.



ABSTRACT

The development of innovative, performance- and cost-optimized system concepts for both
well-established and new applications is essential for the sustainable growth of solar thermal ener-
gy. An important key to efficiency and cost reduction, in particular to avoid failure costs, is the
analytical modeling of solar collectors and the thermal-hydraulic modeling of solar thermal sys-
tems. With this philosophy, the following models and calculation methods were derived and the

corresponding numerical and physical experiments were carried out.

The absorber tubes of single-sheet absorbers are generally not bonded up to the edge of the
sheet. The edge region therefore has higher thermal losses which are not reflected by models cur-
rently in use. Based on two-dimensional numerical simulations a correlation has been derived
which takes this edge-effect into account. The uncertainty of the correlation is less than 0.5% com-

pared to the numerical results.

The correlation of Hollands et al. (1976) for convective heat loss through the air gap between
the absorber and the glass-cover of flat-plate collectors was enhanced by a correction factor which
accounts for the influence of an inhomogeneous temperature distribution in the absorber plate. The
correlation for this correction factor is a function of model parameters of the analytical flat-plate

collector model of Duffie and Beckmann (1991) and requires no additional assumptions.

The collector model of Duffie and Beckmann was extended by the new correlations for the
edge-effect and the convective heat loss. For the stationary simulation of flat-plate collectors with
this collector model, the computer program SimCol was developed and validated using data from
performance tests according to EN 12975 (2006). This advanced collector model allows for the
careful optimization of efficiency and costs of flat plate solar collectors. In particular, it is possible

to assess quantitatively material savings versus investment in production facilities.

A new theoretical model for the simulation of stagnation events has been developed. All param-
eters of this model can be derived from collector and solar thermal system data. Additional assump-
tions are unnecessary. On this basis, the SimStag computer model was developed which allows for
the transient calculation of the steam range and the steam volume. This computer model was vali-
dated against measured data of a stagnation event in a real solar plant. Additionally, the same solar
plant was modeled with the thermal-hydraulics software TRACE. The simulation results from

TRACE and SimStag show good agreement.

A new low-cost method for solar thermal degassing of circuits was developed and patented. The

suitability was verified by experiments at a test facility built for this purpose. The facility consists



of a flat-plate solar collector, a condensator and a commercially available automatic gas separator.
A theoretical model was derived which describes the evaporation of liquid in the collector, the con-
densation of steam in the presence of nitrogen, and the partially re-dissolution of nitrogen in the
condensate. Based on this model the computer program Gas-1d was developed for the simulation

of solar thermal degassing and validated on the basis of the measured data.



GLIEDERUNG DER ARBEIT

Die FEinleitung in Kapitel 1 stellt die geschichtliche Entwicklung der Solarthermie und deren
zukiinftige Rolle dar, sowie die aktuellen Probleme, die es zu 16sen gilt. Im Unterkapitel 1.4 der
Einleitung werden die Forschungsziele definiert und die Methoden zu deren Bearbeitung darge-

stellt.

Der technisch-wissenschaftliche Teil der Arbeit ist in drei Hauptkapiteln 2, 3 und 4 dargestellt.
Jedes dieser Hauptkapitel besitzt eine themenbezogene Einleitung und ein Kapitel zum aktuellen
Stand der Forschung. Daran anschliessend folgen die Kapitel, in denen die Methoden hergeleitet
und die Resultate dargestellt werden. Jedes dieser drei Hauptkapitel ist in sich geschlossen und

besitzt daher auch ein abschliessendes Kapitel zur Diskussion der Resultate.

Nach diesen drei Hauptkapiteln folgt der Anhang mit dem Literatur- und Symbolverzeichnis. Er
enthélt ausserdem Datenbldtter von Sonnenkollektoren, Modellparameter von Simulationen sowie
Herleitungen, die fiir den Versuchsaufbau zwar wichtig sind, jedoch fiir die Modellierung und die

Interpretation der Resultate geringe Bedeutung haben.
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1 EINLEITUNG

Um die Forschungsfragen zu motivieren ist es erforderlich, die Entwicklung der Solarthermie
von ihren Anfiangen bis heute zu analysieren. Anschliessend werden die zukiinftige Rolle der Solar-
thermie umrissen und die aktuellen Probleme der Solarthermie beschrieben, die es zu 16sen gilt.
Auf dieser Grundlage werden schliesslich die Ziele der Dissertation abgeleitet und die anzuwen-

denden Methoden definiert.

1.1 Entwicklung der Solarthermie von 1938 bis heute

In seiner Studie zur Geschichte der Solarthermie zeigt Ornetzeder (2000) , dass bereits anfangs
des zwanzigsten Jahrhunderts in Kalifornien eine, wenn auch kleine, Solarindustrie entstand, die
Solaranlagen zur Warmwasserbereitung herstellte und vertrieb. Mit der zunehmenden Elektrifizie-
rung der amerikanischen Haushalte starb diese Industrie jedoch langsam ab. In den 1950-er Jahre
erlebte die Solarthermie eine Renaissance, ausgelost durch wissenschaftliche Forschung und die

dadurch mégliche technologische Entwicklung.

1.1.1 Wissenschaftliche Forschung ab 1938

Die wissenschaftlichen Grundlagen der Solarthermie, wie wir sie heute kennen und anwenden,
wurden in einem enorm fruchtbaren Forschungsprogramm erarbeitet, das im Jahr 1938 am Massa-
chusetts Institute of Technology MIT durch den Industriellen Godfrey Lowell Cabot initiiert wur-
de. Cabot war damals Mitglied im Leitungsgremium des MIT. Durch den nach ihm benannten
Fonds wurde das sehr breit angelegte Programm wihrend 50 Jahren grossziigig finanziert. Dabei
wurden einerseits viele Grundlagen zur Solarthermie, zur Fotovoltaik und zur Thermoelektrizitét
erarbeitet, andererseits aber auch anwendungsnahe Forschungsprojekte durchgefiihrt. Unter ande-
rem wurden Prototypen von Sonnenkollektoren entwickelt und fiinf verschiedene, mit Sonnenener-
gie versorgte Solarhduser gebaut und vermessen. Ein geschichtlicher Uberblick wird durch Hoyt C.
Hottel (1989) gegeben, der das Forschungsprogramm viele Jahre leitete. Bereits anfangs 1942 hat-
ten Hoyt C. Hottel und sein Mitarbeiter C. C. Woerz ihre beriihmte Arbeit (1942) zu thermischen
Flachkollektoren und ihrer Anwendung im ersten Solarhaus des MIT veroffentlicht. Das in dieser
Arbeit hergeleitete Kollektormodell beschreibt bereits alle wesentlichen Wiarmetransportmecha-
nismen. Dieses Modell wurde in den darauf folgenden Jahrzehnten von vielen Forschern diskutiert
und verfeinert. Wichtige Beitridge stammen von Hottel und Whillier (1958) sowie von Bliss

(1959). Der Schwerpunkt der Forschung liegt bis heute auf der Beschreibung der thermodynami-
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schen Prozesse in Solaranlagen und der Entwicklung von Werkzeugen zur energetischen Dimensi-
onierung. Diese Anstrengungen schlagen sich im heute durchweg sehr hohen Wirkungsgrad von
Sonnenkollektoren und in dem potenziell breiten Einsatzspektrum von Solaranlagen nieder. Diese

Fragen sind nach wie vor von grosser wirtschaftlicher und energiepolitischer Bedeutung.

Fiir die energetische Beschreibung von thermischen Solaranlagen existieren gute Fachbiicher,
beispielsweise jenes von Duffie und Beckmann (1991), das die Thermodynamik von Sonnenkolle-
ktoren und Solaranlagen umfassend darstellt. Daneben sind praktische Handbiicher verfiigbar, die
von den Fachverbanden einzelner Lander herausgegeben werden und welche die 1dnderspezifischen
Normen und Varianten der Systemtechnik abbilden. Die meisten dieser Handbiicher geben Werk-
zeuge fiir die energetische Dimensionierung, zur hydraulischen Auslegung von Rohrleitungen und
Pumpen sowie zur Dimensionierung von Ausdehnungsgefdssen in Form von Tabellen und Dia-

grammen.

Dr. Martin Zogg, der damals an der Ingenieurschule in Burgdorf lehrte, hat bereits 1975 mit der
Entwicklung von Computermodellen fiir Solaranlagen zur Warmwasserbereitung und Heizung
begonnen (Zogg 2010). Diese Arbeiten umfassten die Entwicklung von Kollektor- und Speicher-
modellen sowie die Herleitung einer Kennzahlenmethode zur Berechnung der Jahresertrige von
Solaranlagen (Zogg 1977). Diese Arbeiten resultierten in dem Programmpaket SIWW (Simulation
von solaren Warmwasseranlagen), das ab 1986 bis 1992 in mehreren, stets erweiterten Versionen
vertrieben wurde (1985), (1989). Mit diesen Programmen konnten dynamische Jahressimulationen
verschiedener Anlagentypen zur Warmwasserbereitung und Heizungsunterstiitzung durchgefiihrt
werden, unter Einbezug von Wetterdaten. Die ersten Versionen wurden in FORTRAN auf den
damaligen Grossrechnern der Ingenieurschule Burgdorf programmiert. Ab 1985 wurden die Pro-
gramme auf die neu verfiigbaren Personal Computer mit Prozessoren des Typs 80286 von Intel
iibertragen und stetig weiterentwickelt. Diese Pionierleistung bildete die Grundlage fiir die néchste
Generation von Programmen, die fiir das Windows Betriebssystem entwickelt wurden. Die SIWW-
Routinen bildeten noch bis zum Jahr 1998 (Huber, Schuler et al. 1998) den Rechenkern fiir das
Simulationsprogramm Polysun®, das gegenwirtig eines der umfangreichsten Programmpakete dar-
stellt. Auch in der Speichertechnologie wurden durch die Entwicklung neuer Konzepte und deren
physikalische Modellierung grosse Fortschritte erzielt. Ausserdem wurde eine Vielzahl von Model-
len entwickelt, welche unterschiedlichste Warmequellen in Kombination mit Solarwérme beschrei-
ben. Diese Modelle sind in den fortschrittlichen Simulationsprogrammen, beispielsweise Polysun®

oder T*SOL" in anwendungsfreundlicher Weise integriert.
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1.1.2 Markt- und Technologieentwicklung

Anfangs der 1970-er Jahre erlebte die Solarthermie einen ersten Boom. Ausgeldst wurde diese
Entwicklung einerseits durch die Fortschritte in der Fotovoltaik. 1970 gelang es Elliot Berman
(Smith et al., 2008), die Herstellkosten fiir Siliziumzellen von dazumal 100 $/k1 auf rund 20 $/kW
zu senken. Damit wurde der Einsatz der Fotovoltaik in vielen Bereichen wirtschaftlich attraktiv.
Nun zeigte auch die Glasindustrie starkes Interesse fiir diesen neuen Markt. 1972 begann die ame-
rikanische Firma AFG Industries mit der Herstellung von besonders eisenarmem, hochtransparen-
tem Gussglas, das sich als Substrat fiir Fotovoltaikmodule eignete. Andererseits 16ste die Olkrise
von 1973 in den betroffenen Industrieldndern einen weiteren Entwicklungsschub in den erneuerba-
ren Energien aus, insbesondere in der Solarthermie. Die amerikanische Firma Materials Technolo-
gy Inc. (MTI) brachte selektive, mit Schwarzchrom beschichtete Kupferbleche auf den Markt. Die-
se sehr robuste Schicht wurde in einem kontinuierlichen galvanischen Prozess auf Kupferblech-
Coils abgeschieden. Die leichte Verarbeitbarkeit dieses Halbfabrikates ermoglichte die Herstellung
von Solarabsorbern in vielféltigen Bauformen und Abmessungen. Der konkurrenzféhige Preis si-

cherte schliesslich dessen rasche, weltweite Verbreitung.

Die bis in die 1980-er Jahre dauernde Pionierphase war gepragt durch eine Vielzahl an teilweise
recht exotischen technischen Losungen. Die thermische Solarenergie hat diese Pionierzeit langst
hinter sich gelassen und befindet sich heute in einer Wachstumsphase, die ihrerseits gepragt ist
durch die Industrialisierung der Fertigungsprozesse von Sonnenkollektoren und hydraulischen
Baugruppen. Leistungsfahige spektralselektive Absorberschichten auf Metallsubstraten wurden
entwickelt. Mehrere Hersteller fertigen diese Absorberschichten in grosstechnischem Massstab fiir

einen weltweiten Markt.

Gegenwirtig wird die Solarthermie grosstenteils fiir einfache Anwendungen eingesetzt, bei-
spielsweise zur Wassererwdrmung und Heizung in Ein- und Mehrfamilienhdusern. Weitere An-
wendungsgebiete sind die solarthermische Kiihlung, die Prozesswérmeerzeugung und die Einbin-
dung solarthermischer Anlagen in Nahwirmenetze. Dass diese Marktsegmente nur sehr langsam
erschlossen werden, liegt nur scheinbar an der ungeniigenden Wirtschaftlichkeit der Solarthermie.
Die wirklichen Hindernisse sind einerseits auf zahlreiche ungeldste technische Fragen zuriickzu-
fiihren, die im Kapitel 1.3 dargestellt werden. Die dadurch bedingte mangelnde Planungssicherheit
kann zu Betriebsstorungen und Schéden fiihren, deren Kostenfolgen letztendlich iiber entsprechen-

de Risikozuschlige in der Produktekalkulation den Kunden iiberwilzt werden.
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1.2 Zukiinftige Rolle der Solarthermie

Die thermische Solarenergie zur Warmwasserbereitung, Heizung und Kiihlung, aber auch zur
Bereitstellung von Prozesswérme, wird in den kommenden Jahren und Jahrzehnten einen erhebli-
chen Anteil unseres Energiebedarfs decken miissen. Die beiden Hauptgriinde hierfiir sind die ab-
sehbare Erschopfung fossiler Energietrager und die Notwendigkeit, durch "Entkarbonisierung der
Niedertemperaturwarme" (Boulouchos 2008), (Andersson, Boulouchos et al. 2011) einen Gegen-
trend zur Klimaerwiarmung zu setzen. Dieses Verstidndnis setzt sich in Politik und Wirtschaft zu-
nehmend durch. Die Energiestrategie des Bundes sieht vor, dass im Jahr 2050 der Energiebedarf
zur Warmwasserbereitung allein zu iiber 40% durch Solarwérme gedeckt wird (Prognos 2012,

p.380).

Verglichen mit anderen Industriezweigen im Bereich Maschinen-, Apparate- und Metallbau
weist die Solarthermie erfreulich hohe Wachstumsraten auf. Die von Fawer und Balazs (2008)
verfasste Studie der Bank Sarasin prognostiziert bis zum Jahr 2020 ein durchschnittliches Wachs-
tum von 20%. Eine Entwicklung in dieser Grossenordnung ist fiir die Erreichung der Klimaziele
dringend erforderlich. Nach der einhelligen Auffassung von Fachleuten aus Industrie und For-
schung, aber auch von staatlichen Organen wie dem Bundesministerium fiir Umwelt, Naturschutz
und Reaktorsicherheit BMU, konnen jedoch ,,die ambitionierten Ziele der Solarthermie nur erreicht
werden, wenn der Marktausbau mit einer stark beschleunigten Technologieentwicklung parallel
erfolgt™ (Stryi-Hipp, Driick et al. 2010). Damit der Wirtschaftszweig Solarthermie nachhaltig
wachsen und die geforderte Rolle spielen kann, miissen unter anderem die nachfolgend beschriebe-

nen Ziele erreicht werden:

1) Das Verhiltnis von Leistung zu Gesamtkosten bei Solaranlagen und deren Komponen-

ten muss laufend optimiert werden, bei gleichzeitiger Erh6hung ihrer Zuverléssigkeit.

3

2) Die Planungssicherheit von Solaranlagen muss verbessert werden. ,,Angstzuschlige’
bei der hydraulischen Dimensionierung miissen durch zielgenaue Planung ersetzt wer-
den. Dazu sind anwenderfreundliche Berechnungsprogramme zur Dimensionierung des

hydraulischen Netzes inklusive der Druckhaltung erforderlich.

3) Schliesslich miissen die Solaranlagen bei der Inbetriebnahme und im Betrieb fehlertole-
rant und einfach zu warten sein. Es miissen Regelkonzepte entwickelt werden, die eine

Fehleriiberwachung der Solaranlage in allen Systemzustinden ermdglicht.

4) Die industriellen Wérmeprozesse und die Systemtechnik von Solaranlagen miissen so

weiterentwickelt und aneinander angepasst werden, dass die Nutzung der Solarwérme
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in diesen Prozessen mdglich und wirtschaftlich ist.

5) Neue Anlagenkonzepte miissen erschlossen und zur Reife gebracht werden, insbesonde-
re kombinierte Systeme fiir Heizung, Brauchwassererwérmung und Kiihlung sowie die
Kombination von Solarthermie, Erdsonden und Warmepumpe. Gerade die kombinierten

Systeme haben ein riesiges Potential zur Einsparung von Primérenergie.

Die Kompetenz, die relevanten thermohydraulischen Prozesse zuverldssig modellieren zu kon-
nen, ist ein wichtiger Erfolgsfaktor und eine der Voraussetzungen dafiir, dass die Solarthermie ihr
betrichtliches Potenzial im Markt realisieren kann. Erst durch geeignete theoretische Modelle und
praktisch anwendbare Simulationswerkzeuge koénnen robustere, kostengiinstigere und effizientere
Anlagenkonzepte fiir bestehende und neue Anwendungen entwickelt werden. Dies soll am Beispiel

der Industriellen Warmeprozesse verdeutlicht werden.

Damit solarbetriebene industrielle Warmeprozesse mit Temperaturen iiber 100 °C wirtschaftlich
sind, miissen die Systemdriicke moglichst niedrig bleiben. Dadurch bleiben die Anforderungen an
die Druckbestiandigkeit von Pumpen, Armaturen und Dichtungen in einem Rahmen, der kosten-
giinstige Losungen erlaubt. In der Nahrungsmittelindustrie, beispielsweise bei der Herstellung von
Milchprodukten und in Brauereien, ist es ausserdem wiinschbar, als Warmetragerfliissigkeit Mi-
schungen aus Wasser und dem kostengiinstigen, toxikologisch unbedenklichen Propylenglykol
einzusetzen. Die Dampfdriicke dieser Mischungen sind jedoch nur geringfiigig tiefer als jene von
Wasser. Daher liegen die Betriebstemperaturen zwangsldufig nahe bei der Siedetemperatur, was
das Auftreten von Gasdesorption und Damptbildung mit allen mdglichen Folgen begiinstigt. Da
aber gerade industrielle Wérmeprozesse eine hohe Betriebssicherheit erfordern, wire die breite
Anwendung der heute verfiigbaren Solartechnik ohne genaueres Verstindnis der Thermohydraulik

riskant.

1.3 Aktuelle Probleme der Solarthermie

1.3.1 Genaueres analytisches Kollektormodell notwendig

Die Solarthermie steht aus zwei Griinden unter einem grossen Kostendruck. Erstens konnten die
Kosten fiir Solarstrom und andere regenerative Energien in den letzten Jahrzehnten viel stirker
gesenkt werden, als dies bei der Solarthermie moglich war. Zweitens miissen Sonnenkollektoren
auch angesichts der drohenden Verknappung von Werkstoffen, insbesondere von Metallen, hin-
sichtlich Leistung, Materialaufwand, Produkt- und Investitionskosten genauer als bisher optimiert

werden konnen. Das gegenwirtig im Rahmen der Produktentwicklung verwendete Kollektormodell
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nach Duffie und Beckmann (1991) mit den aktuell verfiigbaren Korrelationen fiir den Wiarmetrans-
port bildet jedoch reale Kollektoren nicht korrekt ab und ist damit fiir diesen Zweck zu ungenau. In
der Regel kennt man die Leistungsdaten des Kollektors erst nach der Leistungspriifung, zu einem
Zeitpunkt, in dem Technologieentscheide langst gefallen und die Werkzeuge und Betriebseinrich-

tungen grosstenteils beschafft sind.

Eine Ungenauigkeit des Modells ist bedingt durch die idealisierte Annahme der Absorbergeo-
metrie. Bei den heutigen einteiligen Absorbern ist ein gewisser Randbereich des Absorberbleches
meist nicht mit den Absorberrohren verbunden, sodass in diesem Bereich die Warme weniger gut
abgefiihrt wird. Dieser Randeffekt fiihrt zu lokal héheren Temperaturen und damit zu hdheren Ver-
lusten. Die andere Ungenauigkeit steckt in den aktuell verwendeten Modellen fiir den konvektiven
Wiérmeverlust iiber den Luftspalt zwischen Absorber und Glas. Die entsprechenden Korrelationen
wurden aus Experimenten mit isothermen Randbedingungen hergeleitet. Erfahrungsgeméss wird
dadurch der Warmeverlust von Absorbern, die im Normalbetrieb nicht isotherm sind, um bis zu
25% unterschétzt. Bisher mussten der Randeffekt und die Korrektur des konvektiven Wérmetrans-
portes mit erheblichen Unsicherheiten nach Erfahrung geschitzt werden. Andere Modellunsicher-

heiten sind bei Weitem nicht so dominant wie die eben skizzierten.

Es ist daher wiinschbar, ein verbessertes analytisches Kollektormodell zu haben, das dem Rand-
effekt bei Absorbern und dem Einfluss der inhomogenen Temperaturverteilung auf den konvekti-

ven Warmeverlust Rechnung tragt.

1.3.2 Betriebsprobleme und Schiden durch Stagnation

1.3.2.1 Bedeutung und Ursachen der Stagnation

Der Zustand einer Solaranlage unter hoher Sonneneinstrahlung, in dem die Zwangsumwélzung
ausgeschalteter und daher der Transport von Nutzenergie aus dem Kollektorfeld unterbrochen ist,
wird mit Stagnation bezeichnet. Die hdufigste Ursache fiir Stagnation ist das gewollte Abschalten
der Solarkreispumpe, wenn die zulédssige Speichertemperatur erreicht ist. Stagnation muss daher als
normales Szenario aufgefasst und bei der Anlagenplanung entsprechend beriicksichtigt werden.
Weitere Ursachen sind Netzausfall, Pumpendefekt, Fiihlerdefekt sowie Betriebsstorungen oder
Ausfall des Reglers. Der folgende Uberblick zeigt, wie sich die Bedeutung der Stagnation im Hin-

blick auf die Betriebssicherheit und Lebensdauer von Solaranlagen gewandelt hat.

Bis Anfang der 1970-er Jahre besassen die meisten Kollektoren Absorber, die mit nicht selek-

tiven oder nur schwach selektiven Lacken beschichtet waren. Bereits ein moderater Systemdruck
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von einigen bar reichte aus, um Dampfbildung bei Stagnation zu verhindern. Ausserdem liegt die
von den Herstellern angegebene zuldssige Gebrauchstemperatur ihrer Glykole mit 160 °C deutlich
iiber der damals erreichbaren Stagnationstemperatur, sodass auch keine Gefahr der thermischen
Degradation bestand. Aufgrund dieser Voraussetzungen musste die Stagnation weder in der Anla-

genplanung, noch beim Betrieb der Solaranlagen beriicksichtigt werden.

Durch die Entwicklung der Schliisseltechnologien zur Herstellung von hochtransparentem Glas
und selektiven Absorberschichten wurde es jedoch mdglich, die Leistungsfahigkeit von Sonnenkol-
lek-toren markant zu steigern. Zu Beginn dieser Entwicklung hatten die Beschichtungen aus
Schwarzchrom einen Absorptionsgrad von 95% und einen Emissionsgrad von 12%. Ein Flachkol-
lektor mit solchen Absorberschichten und einer einfachen Abdeckung aus hochtransparentem Glas
erreichte Stagnationstemperaturen bis 180 °C, die deutlich iiber der Siedetemperaturen von Was-
ser-Glykol Gemischen bei den bisher iiblichen Betriebsdriicken lag. Zu dieser Zeit gab es jedoch
keine Richtlinien zur stagnationssicheren Auslegung von Solaranlagen. Man darf annehmen, dass
der Anteil Solaranlagen, die nach Stagnation nicht mehr funktionierten, recht hoch war. Das erfor-
derliche Wissen wurde anfénglich nicht von der Wissenschaft, sondern von Praktikern und Ingeni-
euren der neu entstandenen Solarindustrie aus der praktischen Erfahrung abgeleitet und in teils sehr
produktbezogenen Handbiichern verdffentlicht. Einige Hersteller propagierten die Vermeidung der
Dampfbildung durch den Betrieb mit hoher Glykolkonzentration von beispielsweise 90%, der einen
Betriebsdruck im Kollektor von 6 bar erforderlich machte. Diese Massnahme war jedoch kostspie-
lig, erforderte eine hohere Pumpenleistung und fiihrte auch zu Leistungseinbussen aufgrund der
geringeren spezifischen Warmekapazitit des Fluids und des schlechteren Warmeiibergangs. Durch
verbesserte Schwarzchromschichten mit einem Emissionsgrad von 8% wurden jedoch noch héhere
Stagnationstemperaturen erreicht. Damit stieg der zur Vermeidung der Dampfbildung erforderliche

Druck in den Bereich des zuldssigen Drucks von Kreislaufkomponenten.

Obwohl die zuldssige Maximaltemperatur fiir Warmetrdgermedien auf der Basis von Propy-
lenglykolen mit 160 °C deutlich unter der maximalen Stagnationstemperatur von Flachkollektoren
lag, traten in der Praxis kaum Probleme mit Korrosion oder Verstopfung aufgrund degradierter
Glykole auf. Bei Vakuumrohrenkollektoren sah die Situation bereits damals ganz anders aus. IThre
mit Schwarzchrom beschichteten Absorber erreichten ohne weiteres Temperaturen von gegen 300
°C. Aufgrund ihres kleinen Marktanteiles und der noch geringen Zahl realisierter Anlagen wurden
moglicherweise aufgetretene Schadenfille nicht 6ffentlich bekannt. Anfangs der 1990er Jahre hat
Peuser (1993) an der Zentralstelle fiir Solartechnik ZfS eine Schwachstellenanalyse von Solaranla-
gen zur Brauchwassererwiarmung durchgefiihrt. Dabei wurden die Erfahrungen aus der messtechni-

schen Begleitung und Optimierung von iiber 70 Solaranlagen aus den Jahren 1981 bis 1993 beriick-
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sichtigt. Im Zusammenhang mit Anlagenstillstand wurde nur die beschleunigte Alterung der Kreis-
laufkomponenten erwéhnt, nicht aber Schadenfille, die Reparaturen erforderlich machten. Bis Mit-

te der 1990-er Jahre wurde Stagnation in den Lehr- und Handbiichern nur oberfliachlich behandelt.

Ab Mitte der 1990er Jahre wurden neue hochselektive Absorberschichten eingefiihrt, die eine
sehr niedrigen Emissionsgrad von typischerweise 5% haben. Dadurch konnte der Wirkungsgrad bei
hoheren Temperaturen verbessert werden, was Sonnenkollektoren zunehmend auch fiir Prozess-
warme- und solarthermische Kiihlanlagen interessant machte. Flachkollektoren erreichen mit die-
sen Schichten Stagnationstemperaturen von iiber 200°C, Vakuumrohrenkollektoren sogar weit iiber
300°C. Damit tauchte als zusétzliches Problem die beschleunigte Degradation von Wérmetréger-
fliissigkeiten auf. Mit dem rasanten Wachstum des Marktes und der vermehrten Realisierung von
heizungsunterstiitzenden Anlagen, deren Kollektorfelder beziiglich des geringeren Warmebedarfes
in den Sommermonaten stark iiberdimensioniert sind, hduften sich auch die durch Stagnation bzw.
Fehldimensionierungen verursachten typischen Schadenfille. Die Stagnation ist das Paradebeispiel
fiir einen Problemkreis, der nur bei den heutigen, leistungsfahigen Solaranlagen auftritt, nicht aber
in der Heizungstechnik, aus der viele Konstruktions- und Dimensionierungsregeln fiir die Solar-

thermie abgeleitet wurden.

1.3.2.2 Schadensbilder

Wird das Dampfvolumen und der dabei entstehende Druck so gross, dass das Sicherheitsventil
anspricht, verliert die Anlage in der Regel erhebliche Mengen Fliissigkeit. Oft ist dann der System-
druck nach dem Abkiihlen der Anlage so tief, dass der Druck im Kollektorfeld unter dem Atmo-
sphirendruck liegt. Dieser Unterdruck fiihrt zu Desorption von Gasen aus der Fliissigkeit und, weil
die Rohrverbindungen selten vakuumdicht sind, zum Eintritt von Luft in den Kreislauf. Nach Fliis-
sigkeitsverlust konnen eine Reihe von Betriebsstérungen und Folgeschdden auftreten, die nachfol-

gend skizziert sind.

Der Zulaufdruck der Pumpe kann so tief sein, dass Kavitation auftritt und die Pumpenleistung
zusammenbricht. Die Anlage 1duft dann nicht mehr an und befindet sich folglich permanent in
Stagnation. Das Volumen freien Gases im Kollektorfeld kann nach dem Fliissigkeitsverlust so
gross sein, dass die Pumpe auch bei ausreichendem Zulaufdruck nur einen Bruchteil des erforderli-
chen Durchflusses erzeugen kann. Die Kollektortemperatur iibersteigt dann schon bei geringen
Bestrahlungsstirken den zulédssigen Grenzwert, und der Regler schaltet die Anlage ab. In der Folge
geht die Anlage in Stagnation und féllt fiir den Rest des Tages aus. Es kann vorkommen, dass ein

grosser Teil des freien Gasvolumens nach dem Pumpenstart in die absteigende Vorlaufleitung ver-
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schoben wird. Durch den entstehenden Gegendruck wird der Durchfluss entsprechend reduziert. Im

Extremfall kommt der Durchfluss vollstindig zum Erliegen.

Bei grossen, weitverzweigten Kollektorfeldern kdnnen einzelne Kollektoren oder Gruppen von
Kollektoren weniger gut durchstromt sein als benachbarte Kollektoren. Die Austrittstemperatur
dieser Kollektoren ist dadurch erhdht. Oft befinden sich die betroffenen Kollektoren am Ende einer
parallel geschalteten Kollektorreihe mit einseitigem Anschluss. Die Fliessgeschwindigkeit in der
zugehorigen Sammelleitung ist dort sehr klein. Bei zu geringem Betriebsdruck geraten diese Kolle-
ktoren bereits bei niedrigen Temperaturen in den Siedebetrieb. Diesen Zustand nenn man partielle
Stagnation, weil die betroffenen Kollektoren dann kaum noch zum Energiegewinn beitragen. So-
bald die in der Sammelleitung langsam anwachsende Dampfblase gross genug ist, kann sie durch
Stromungskrafte mobilisiert und in Bereiche gefordert werden, die deutlich unter der Sattigungs-
temperatur liegen. Dort konnen die Dampfblasen kollabieren und einen Druckstoss erzeugen. Be-
reits Druckstosse von >10 bar kénnen ausreichen, um die iiblicherweise einwandig ausgefiihrten

Metallbalgkompensatoren zum Ausknicken und Bersten zu bringen.

Der zu tiefe Betriebsdruck kann seinerseits mehrere Ursachen haben. Fin klassischer Fall ist der
Flissigkeitsverlust als Folge nicht beherrschter Stagnation, der im vorherigen Kapitel besprochen
wurde. Weitere Ursachen sind das nicht entdeckte Leck im Kreislauf, ein falsch eingestellter Vor-

druck der Druckhaltung und ein falsch eingestellter Fiilldruck.

Dringt der Dampf bis in das Ausdehnungsgefdss vor, kann die Membrane geschiadigt und un-
dicht werden. Die im Gaspolster des Ausdehnungsgefésses vorhandene Luft gelangt dann in den
Kreislauf, wo sie ihrerseits Durchflussstorungen verursacht. Die in Solaranlagen eingesetzten Pum-
pen, Druck- und Durchflusssensoren sind nicht fiir die hohen Dampftemperaturen ausgelegt und
iiberleben ein Stagnationsereignis in der Regel nicht, wenn sie mit Dampf in Beriihrung kommen.
Erreicht der Dampf den Wirmeiibertrager des Brauchwasser- oder Heizungskreises, so kann er

unter Bildung von heftigen Druckstdssen schlagartig kondensieren.

1.3.3 Betriebsprobleme durch freie Gase

Der Kreislauf von Solaranlagen ist so ausgelegt, dass er im Betrieb einphasig durchstromt wird.
Dieser Idealfall wird in der Praxis jedoch selten erreicht. Meist sind freie Gase vorhanden, die we-
der durch Spiilen bei der Inbetriebnahme noch durch automatische Entliiftung im Betrieb entfernt

werden konnen.
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1.3.3.1 Ursache von freien Gasen

Freie Gase lassen sich nur dann durch Spiilen aus dem Kreislauf entfernen, wenn sie durch die
Zwischenphasenreibung in der stromenden Fliissigkeit mitbewegt und in einen Luftabscheider ge-
fordert werden konnen, der sich an geeigneter Stelle im Kreislauf befindet. Diesen Vorgang der
Mobilisierung von freien Gasen durch Stromungskrifte nennt man Selbstentliiftung. Die Ursache
von akuten Betriebsstorungen durch freie Gase liegt daher oft in der zu geringen Fliessgeschwin-

digkeit beim Spiilen.

Wie praktisch alle Fliissigkeiten besitzen Wasser-Glykol Gemische ausserdem ein gewisses
Gaslosungsvermogen, das von der Temperatur und vom Druck abhéngig ist. Freie Gase konnen
daher durch Anderung von Duck und Temperatur im laufenden Betrieb von der Fliissigkeit absor-
biert werden und an einem anderen Ort des Kreislaufes wieder aus der Losung treten, wo sie das
Volumen von dort bereits vorhandenen Gastaschen vergrossern. Diese Gasvolumen sind stets mit
dem Dampf der Fliissigkeit gesittigt. Falls nun die Austrittstemperatur in die Néhe der Siedetempe-
ratur kommt und der Dampfdruck folglich nahe beim Betriebsdruck liegt, konnen Gasvolumen
entstehen, die das urspriingliche Volumen der Gastaschen um ein Vielfaches iibersteigen. Ausge-
hend von dieser Situation gibt es verschiedene Szenarien, deren Eintreten von der hydraulischen
Gestaltung der Anlage und der Betriebsweise abhéngt. Die drei Szenarien Leistungsminderung,

Druckstdsse und Stromungsblockade werden nachfolgend kurz skizziert.

1.3.3.2 Schadensbilder

Im Vergleich zu der Einphasenstromung, wofiir der Kreislauf ausgelegt ist, sind die Druckver-
luste von Zweiphasenstromungen stets deutlich hoher. Der Massenstrom in Rohrnetzen wird daher
durch freie Gase grundsitzlich reduziert. Im giinstigsten Fall werden die betroffenen Kollektoren
lediglich weniger gut durchstrdmt und erreichen daher hohere Austrittstemperaturen. Weil dadurch
auch die Warmeverluste erhoht sind, nimmt ihre Leistung geringfiigig ab. Betriebsstorungen dieser
Art sind selten gravierend und werden daher auch kaum entdeckt. Falls jedoch einzelne Kollekt-
oren, ausgeldst durch eine anfiangliche Stromungsbehinderung, in den Siedezustand und damit in
den Zustand der partiellen Stagnation geraten, fallt ihr Beitrag zum Energiegewinn praktisch weg.
Das prominenteste Beispiel einer Anlage, bei der partielle Stagnation als eine von mehreren Ursa-
chen fiir ungeniigende Leistung identifiziert wurde, ist die Anlage zur solarthermischen Kiihlung
des Bundespresseamtes in Berlin. Die TU Berlin hat diese Anlage wissenschaftlich untersucht und
in den Arbeiten von Albers (2004), Buchholz und Albers (2007) sowie Buchholz (2009) regel-

méssig dariiber berichtet.
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Bei grossen Solaranlagen sind oft viele Kollektoren iiber horizontale Sammelleitungen parallel-
geschaltet. Weil diese Sammelleitungen selten perfekt ausgerichtet sind, bilden sich lokale Hoch-
punkte, in denen sich die Gase sammeln. Sobald ein Gasvolumen gross genug und ihr Strémungs-
widerstand hinreichend angestiegen ist, kann es durch die Stromung mobilisiert und in die abwérts-
fiihrende Leitung befordert werden. Falls die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit in dieser Leitung
nicht erreicht wird, bleibt das Gasvolumen dort hdangen und behindert die Stromung im gesamten
Kollektorfeld. Der Dampfdruck steigt dann mit zunehmender Austrittstemperatur der Kollektoren
rasch an, wodurch das Gasvolumen noch vergrdssert wird. Im Extremfall kommt die Strémung

ganz zum Erliegen und das Kollektorfeld geht in Stagnation.

1.4 Ziele und Methoden

Im Hinblick auf die oben dargestellten aktuellen Problemen der Solarthermie werden drei Ziele
und die anzuwendenden Methoden formuliert. Jedes dieser Ziele besteht letztendlich in der Herlei-

tung von praxistauglichen Modellen und der entsprechenden Simulationsprogramme.
1) Modelle fiir Flachkollektoren

Das Kollektormodell nach Duffie und Beckmann (1991) soll durch eine Korrelation verbessert
werden, welche den Randeffekt beriicksichtigt, der bei realen Absorbern in der Regel auftritt. Der
Einfluss dieses Randeffektes auf den Wirkungsgrad liegt im Bereich von 2% bis 7% und ist damit
recht klein. Es wire daher technisch sehr aufwéndig und entsprechend kostspielig, diesen Einfluss
experimentell zu bestimmen. Daher soll der Randeffekt durch zweidimensionale Modellrechnun-
gen quantifiziert werden. Aus der Analyse des zweidimensionalen Wérmestromes im Randbereich
des Absorberbleches soll eine entsprechende Korrelation hergeleitet werden, die diesen Randeffekt
beschreibt. Zur effizienten Ausfithrung der Modellrechnungen wird das Computerprogramm Q-2d

entwickelt.

Die bekannte Korrelation nach Hollands et al. (1976) soll durch einen Korrelation erweitert
werden, welche die inhomogene Temperaturverteilung im Absorberblech beriicksichtigt. Die ent-
wickelten Korrelationen und Modelle sollen anhand der Leistungskenndaten zweier Kollektortypen
FK1 V2 und FK V4 validiert werden, deren Datenblétter im Anhang aufgefiihrt sind. Zur Simulati-

on des stationéren Betriebs von Flachkollektoren wird das Computerprogramm SimCol entwickelt.

Als Grundlage fiir die Simulation von Stagnationsereignissen wird eine eindimensionale Dar-
stellung eines empirischen Kollektormodells hergeleitet. Ausserdem werden Formeln hergeleitet,

welche die Transformation in verschiedene, dquivalente Kollektormodelle erlauben.
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2) Simulation von Stagnationsereignissen

Das Stagnationsverhalten einer Solaranlage soll mit dem thermohydraulischen Rechenpro-
gramm TRACE simuliert werden. In einem zweiten Schritt soll eine neue Theorie der Stagnation
hergeleitet werden, basierend auf der Theorie der Zweiphasenstromung. Das eigentliche Ziel ist die
Entwicklung Computerprogramm StagSim, das auf der Theorie der Stagnation beruht und die tran-
siente Berechnung der Dampfreichweite erlaubt. Das Programm und die darin enthaltenen Modelle

werden anhand der Messdaten und durch Vergleichsrechnungen mit TRACE validiert.
3) Solarthermische Entgasung

Ein kostengiinstiges Verfahren zur Entgasung von Solaranlagen wird entwickelt. Die fiir die
praktische Umsetzung am besten geeignete Geréteausfiihrung soll im Experiment gepriift werden.
Zur Simulation des Experiments wird eine geeignete Theorie hergeleitet, die einerseits auf bekann-
ten Korrelationen fiir den Wérme und Stofftransport bei Kondensation in Gegenwart von Stickstoff
basiert, zusdtzlich aber auch die teilweise Riicklosung des Stickstoffs beriicksichtigt. Basierend auf
dieser Theorie wird das Computerprogramm Gas-1d entwickelt und anhand der Messdaten vali-
diert. Das Programm soll sich zur Simulation des Entgasungsverfahrens und insbesondere zur Aus-

legung der erforderlichen Komponenten eignen.

Weil der Rahmen durch die drei Ziele recht breit abgesteckt ist, muss sich die Arbeit notwendi-
gerweise auf gewisse Ausfilhrungsformen und Merkmale von Kollektoren und Solaranlagen be-

schranken. Diese sind wie folgt definiert:

e Es werden nur Solaranlagen mit einem geschlossenen Kreislauf und einphasigem Kollek-

torkreis behandelt, die Wasser-Glykol Gemisch als Warmetrager verwenden.
e Es werden nur Solaranlagen mit Flachkollektoren behandelt.

e Von den vielen moglichen Absorberbauformen werden nur Maanderabsorber mit hori-

zontalen Absorberrohren diskutiert, die von unten nach oben durchstromt werden.

Diese Beschrankung reflektiert die gegenwartig hohere wirtschaftliche Bedeutung von Solaran-
lagen mit diesen Merkmalen. Weil einige Vakuumrohrenkollektoren durch dieselben Modellele-
mente beschrieben werden konnen, wird ihr Aufbau ebenfalls dargestellt. Das Wasser-Glykol Ge-
misch wird als Einkomponenten-Fluid aufgefasst, was die Beschreibung der Kondensation und der
Gaslosung erheblich vereinfacht. Im Hinblick auf den praktischen Einsatz werden die Simulations-
programme in Visual Basic unter EXCEL geschrieben. Zur Auswertung von numerischen und ex-

perimentellen Daten werden geeignete Programme in MATLAB erstellt.
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2 MODELLE FUR FLACHKOLLEKTOREN

2.1 Einleitung

Sonnenkollektoren zur Erzeugung von Niedertemperaturwirme werden in vielen, teils sehr un-
terschiedlichen Bauformen hergestellt. In den folgenden zwei Abschnitten werden zwei Grundfor-
men beschrieben, die aufgrund ihrer Gestalt und ihres Aufbaues als Flachkollektoren und Vakuum-

rohrenkollektoren bezeichnet werden.

2.1.1 Der Aufbau von Flachkollektoren

Abbildung 2-1 zeigt beispielhaft den Querschnitt eines Flachkollektors. Ein Sonnenkollektor
dieser Bauart ist typischerweise rund 2 m lang, 1.2 m breit und 0.1 m dick. Er besteht im Wesentli-
chen aus einem Gehéduse in Form einer Wanne und einem darin eingebauten Absorber. Der Absor-
ber ist das Herzstiick aller Sonnenkollektoren. Er dient zur Umwandlung der solaren Strahlungs-

energie in Wéarme.

Apertur

Strahlungsleistung w f=w?2
e

Absorbierte Leistung \ p, t c

L

4 O S,
Verlustleistung I

\. H Nutzleistung
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Abbildung 2-1 Schnitt durch einen Flachkollektor mit einfacher Abdeckung aus hochtransparentem
Glas und einteiligem Absorber, bestehend aus Absorberblech und Absorberrohren.

Die transparente Abdeckung ¢ (cover) dient zum Schutz des Absorbers vor Witterung und zur
Begrenzung der Wérmeverluste. Sie besteht meist aus eisenarmem und deshalb hochtransparentem

Gussglas. Die unbeschichtete Standardvariante hat einen solaren Transmissionsgrad von rund
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7 =0.91—. Zwischen dem Absorber und dem Boden des Gehauses ist in der Regel eine Warme-
diammung i (insulation) eingebaut, beispielsweise aus Mineralwolle. Bei den meisten Flachkollekt-
oren besteht der Absorber aus einem oder mehreren parallel gefiihrten Absorberrohren ¢ (absorber
tubes), die mit dem Absorberblech p (absorber plate) warmeleitend verbunden sind. Die Verbin-
dung geschieht beispielsweise durch Ultraschall- oder Laserschweissen. Das Absorberblech ist in
der Regel selektiv beschichtet. Es absorbiert den kurzwelligen, sichtbaren Teil der Sonnenstrahlung
nahezu vollstdndig, emittiert aber im langwelligen Bereich nur sehr wenig Warmestrahlung. Die
Absorberrohre kdnnen seriell zu einem Méander verbunden sein oder iiber kollektorinterne Verteil-
und Sammelleitungen parallel geschaltet sein. Kombinationen dieser Schaltungsvarianten sind
ebenfalls iiblich. Daneben gibt es noch eine ganze Reihe weiterer Bauformen, etwa die im Roll-
bond-Verfahren hergestellten Aluminiumabsorber oder die vollflachig durchstromten, aus zwei
geprdgten Edelstahlblechen gefertigten Absorber. In der Abbildung 2-1 sind die Energiefliisse, die
sich im Betrieb ergeben, sinngeméss eingezeichnet. Bei Kollektoren mit einfacher Abdeckung ist

der Warmeverlust iiber die transparente Abdeckung dominant.

Meist werden mehrere Kollektoren zu einem Kollektorfeld zusammengeschaltet. Kollektoren
mit zwei Anschliissen kdnnen in Serie geschaltet werden. Bei gleichem flachenspezifischen Durch-
fluss hat ein Kollektorfeld mit » seriell geschalteten Kollektoren etwa den n**'—fachen Druckverlust
eines einzelnen Kollektors. Daher ist diese Schaltungsvariante auf eher kleine Kollektorfelder be-
schrankt. Bei grossen Kollektorfeldern werden die Kollektoren meist {iber Verteil- und Sammellei-
tungen parallel geschaltet. Diese kdnnen ausserhalb oder innerhalb des Kollektorgehduses ange-
ordnet sein. Zur Kompensation von Warmedehnungen kénnen zwischen den Rohrenden Metall-

balgkompensatoren angeordnet sein.

Kollektoren dieser Bauart konnen Nutzwidrme bis etwa 80 °C erzeugen. Durch Antireflexbe-
schichtung des Glases lédsst sich das Transmissionsgrad bis iiber T = 0.95— steigern. Zur weiteren
Reduktion der Warmeverluste kann die Abdeckung auch als Zweifach-Isolierglas ausgefiihrt sein.
Die maximale Warmeddmmung wird durch die Fiillung des Glaszwischenraumes mit einem schwe-
ren Edelgas erreicht, beispielsweise Argon. Mit solchen Flachkolletoren ldsst sich Warme bei

Temperaturen von weit iiber 100 °C gewinnen.

Flachkollektoren der Firma SRB www.solcalor.nl/ , mit einem im Hochvakuum gelagerten Ab-

sorber, stellen die zurzeit leistungsfahigste Variante dar. Die eingebaute Getterpumpe soll nach

Angaben des Herstellers das Vakuum tiber 25 Jahre sicherstellen.


http://www.solcalor.nl/
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2.1.2 Der Aufbau von Vakuum-Rohrenkollektoren

Vakuumrdhrenkollektoren stellen eine vollig andere Bauart dar. Abbildung 2-2 zeigt die Quer-
schnitte zweier typischer Bauformen dieser Klasse. Nach Abbildung 2-2 a) besteht das Gehduse aus
einem evakuierten Glasrohr, in welchem der Absorber gelagert ist. Der Absorber besteht aus einem
Streifen selektiv beschichteten Bleches, der mit einem einseitig geschlossenen Absorberrohr ver-
bunden ist. Das Warmetrégerfluid wird iliber ein innenliegendes, koaxiales Rohr zugefiihrt und tiber
den Ringspalt zwischen den beiden Rohren im Gegenstrom wieder abgefiihrt, wobei es durch die
vom Absorberblech an das Rohr iibertragene Leistung aufgeheizt wird. Das Absorberrohr ist mit
dem einen Ende des Glasrohres vakuumdicht verschweisst. Nach Abbildung 2-2 b) besteht das
Gehduse aus einem einseitig offenen, doppelwandigen Glasrohr, dessen Zwischenraum evakuiert
ist. Das innere Glasrohr ist auf seiner Aussenseite selektiv beschichtet. Die Warme wird durch die
Glaswand an die Leitbleche p iibertragen. Die Absorberrohre sind durch einen Rohrbogen verbun-
den. Das Wiarmetragerfluid wird iiber das eine Rohr zugefiihrt und tliber das andere Rohr abgefiihrt,
wobei es durch die von den Wirmeleitblechen an das Rohr iibertragene Leistung aufgeheizt wird.
Vakuumrohrenkollektoren konnen auch als Wiarmerohr (heat-pipe) ausgebildet sein. Bei diesen
wird die Leistung liber Kondensatoren an die vom Wiarmetrdgerfluid durchstromte Sammelleitung
iibertragen. Dank der hervorragenden Isolation durch das Vakuum erreichen Vakuumréhrenkollek-

toren Nutztemperaturen von tiber 150°C.

w Absorberschicht

A
) J

W=Tnr

2) f=w/?2 b)

Abbildung 2-2 Schnitt durch Vakuumréhrenkollektoren, deren Absorberrohre vom Wiarmetragerfluid
direkt durchstromt werden.
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In der Regel sind mehrere Vakuumréhrenkollektoren zu einem Kollektorfeld verbunden. So-
wohl Parallel- als auch Serienschaltungen sind gebrduchlich. Abbildung 2-3 zeigt einige Schal-

tungsvarianten von Kollektorfeldern mit Flach- und Vakuumrdéhrenkollektoren.

~ j— 7 7 7 7
)

)

L L

—
=

Flachkollektoren mit Maanderabsorber

Vakuumrohrenkollektoren

mit koaxialen Absorberrohren

und ebenen Absorberblechen

Flachkollektoren mit Harfenabsorber M) M)

Vakuumrohrenkollektoren

mit zylindrischen Wiarmeleitblechen

Abbildung 2-3 Gebrauchliche Schaltungsvarianten fiir Kollektorfelder mit Flach- und Vakuumrohren-
kollektoren.

2.1.3 Absorber aus Absorberblech und Absorberrohr

2.1.3.1 Ideale Absorber

Bis Mitte der 1990er Jahre waren die Absorber meist aus mehreren, identischen Absorberstrei-
fen aufgebaut, bei denen ein einzelnes Absorberrohr mit der Mittelachse eines selektiv beschichte-
ten Blechstreifens verbunden ist. Meistens verlduft die warmeleitende Verbindung kontinuierlich
iiber die ganze Lange des Absorberstreifens. In solchen Streifen fliesst die Warme praktisch senk-
recht zur Symmetrieachse des Absorberstreifens. Die Temperaturverteilung im Absorberstreifen
kann daher durch eine einfache, eindimensionale Energiegleichung beschrieben werden. Absorber,

die iiber dieses Merkmal verfiigen, werden als ideal bezeichnet.

Mehrere Absorberstreifen konnen in vielféltiger Weise zu Absorbern zusammengefiigt werden.

Abbildung 2-4 zeigt zwei mogliche Anordnungen. In parallel durchstromten Absorbern sind die
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Absorberstreifen {iber Verteil- und Sammelrohre parallel geschaltet. Aufgrund dieser Form werden
diese Absorberbauart sinnbildlich Harfenabsorber genannt. In seriell durchstromten Absorbern sind
die Absorberrohre iiber Rohrbogen verbunden. Weit verbreitet sind Kombinationen der parallelen
und seriellen Durchstromung. Dies wird oft dadurch erreicht, dass der Querschnitt der Verteil und
Sammelrohre, in welche die einzelnen Absorberrohre eingeldtet sind, an den entsprechenden Stel-

len durch ein Presswerkzeug auf null reduziert werden.

Sammelrohre
o Absorberstreifen °
3\ —®
Absorberrohre
Abbildung 2-4 Absorber aus einzelnen, parallel durchstromt Absorberstreifen (links) und aus seriell

durchstromte Gruppen von parallel durchstromten Absorberstreifen (rechts).

2.1.3.2 Nicht ideale Absorber

Ende des letzten Jahrhunderts wurden neue selektive Absorberschichten, basierend auf Vaku-
um-Beschichtungsverfahren, eingefiihrt. Von Beginn an war diese neue Technologie fiir die vollau-
tomatische Coil-to-Coil Beschichtung breiter Bleche und damit auf die Massenproduktion ausge-
richtet. Die Breite dieser Coils ist vergleichbar mit der Breite normaler Flachkollektoren. Dieses
Merkmal und die nachfolgende Entwicklung automatisierter Schweissverfahren machte es moglich,
einteilige Absorber zu weit niedrigeren Produktionskosten herzustellen, als dies bei Absorbern aus

einzelnen Absorberstreifen moglich war.

Aufgrund der weitgehend automatisierten Fertigungsverfahren haben die Materialkosten einen
recht hohen Anteil an den Gesamtkosten. Eine der wichtigsten Aufgaben bei der Entwicklung von
Sonnenkollektoren besteht folglich darin, das Verhéltnis von Leistung zu Materialkosten zu maxi-
mieren. Der naheliegende Ansatz dazu ist, das Verhiltnis von Absorberfldche zur Gesamtflache des
Kollektors zu maximieren. Das Ergebnis ist ein Absorber, der etwa die Abmessungen der
Aperturfldche des Kollektors besitzt. Der Abstand zwischen dem Rand des Absorberbleches und
den Seitenwinden des Kollektorgehéduses ist dann so klein, dass sowohl die Verteil- und Sammel-
leitungen bei Harfenabsorbern als auch die Rohrbogen bei Mianderabsorbern unter dem Absor-

berblech platziert werden miissen. Bei solchen Absorbern enden die Schweissnéhte der geraden
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Rohrabschnitte in einem Abstand e vom Rand des Bleches. Die Abbildung 2-5 zeigt zwei der vie-
len moglichen Bauformen eines einteiligen Absorbers. Durchgezogene Linien entlang der Rohr-
achse stellen die wéarmeleitfahige Verbindung zwischen Rohr und Blech dar, wohingegen im Be-
reich der gepunkteten Linien die Rohre nicht verbunden sind. Im Unterschied zu idealen Absor-
bern, bei denen die wirmeleitende Verbindung bis zum Blechrand gefiihrt ist, werden diese Ab-
sorber als nicht ideal bezeichnet. Weil die Schweissnaht in einer bestimmten Entfernung vom

Rand endet, ist der Warmefluss innerhalb der Randregion entlang der Kante zweidimensional.

Randregionen
0 B
| |
| i Absorberblech .
i e i —
! 1 Absorberrohre : |
i I
Verteil- bzw. Sammelleitung, nicht verbunden  Rohrbogen, nicht verbunden
Abbildung 2-5 Absorber mit einteiligem Absorberblech, links mit parallel durchstromten Absorberroh-

ren (Harfe), rechts mit seriell durchstromten Absorberrohren (Méiander).

Im Betrieb des Kollektors ist die Durchschnittstemperatur in der Randregion hoher als die
durchschnittliche Temperatur des Absorbers. Daher ist der Warmeverlust von solchen Absorbern
hoher als bei idealen Absorber mit sonst gleichen Eigenschaften. Durch Schweissen der Rohrbo-
gen bei Mianderabsorbern ist es moglich, diese zusétzlichen Warmeverluste zu verringern. Dies
geht aber nur, wenn die Werkstoffe von Rohren und Blech dhnliche Warmeausdehnungskoeffizien-
ten haben. Andernfalls konnen behinderte thermische Spannungen zum Reissen der Verbindung
oder des Bleches fiihren. Die Abweichung des Wirkungsgrades eines nicht idealen Absorbers vom

Wirkungsgrad eines idealen Absorbers wird Randeffekt genannt.

2.1.3.3 Ahnlichkeit von Absorbern

Viele Sonnenkollektoren mit metallischen Absorbern, wie sie in den Abbildungen 2-1 und 2-2
dargestellt sind, weisen in den strichpunktiert dargestellten Bereichen f eine strukturelle Ahnlich-
keit auf: Die Kombination von Wérmeleitblech und dem vom Wéarmetrdgerfluid durchstromten

Rohr. Solche Gebilde werden in der Literatur sinnbildlich als Finne (fin, absorber fin) bezeichnet.
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Abbildung 2-6 zeigt den Ausschnitt eines Absorbers fiir einen Flachkollektor. Ebenfalls sinn-

bildlich eingezeichnet ist das Temperaturprofil zwischen zwei Absorberrohren im Betrieb.

Abbildung 2-6 Schnitt durch den Absorber eines Flachkollektors mit dem qualitativen Verlauf der
Temperaturverteilung zwischen zwei Absorberrohren.

Die gestrichelten Linien deuten die benachbarten gleichartigen Ausschnitte an. Wenn man ver-
einfachend gleiche Temperaturen benachbarter Rohre annimmt, ist die Temperaturverteilung be-
zliglich der Achse e symmetrisch. Weil die Ableitung d7, / dy tber dieser Symmetrieachse null ist,
ist dort auch der Warmestrom null. Diesbeziiglich sind einteilige Absorber dquivalent zu Absor-

bern, die aus einzelnen Absorberstreifen gefertigt sind.

2.2 Stand der Forschung

In den vergangenen Jahrzehnten wurden viele unterschiedliche Kollektormodelle entwickelt.
Diese lassen sich nach ihrer Grundlage und ihren Eigenschaften in empirische, analytische oder

diskrete Kollektormodelle klassifizieren.

Empirische Kollektormodelle stellen die thermische Leistung des Kollektors als Funktion weni-
ger experimenteller Kenngrossen dar. Diese Kenngrossen werden aus den Messdaten einer standar-
disierten Leistungspriifung gewonnen. Simulationsprogramme zur Auslegung von Solaranlagen
benutzen das empirische Kollektormodell nach der Priifnorm EN 12975-2 (2006), das im nachfol-
genden Kapitel beschrieben wird. Analytische Kollektormodelle hingegen stellen die thermische
Leistung des Kollektors als Funktion von dimensionslosen Kennzahlen dar, die direkt aus der Ge-
ometrie seines Aufbaus und den physikalischen Eigenschaften seiner Komponenten abgeleitet wer-
den. Grundlage dieser Modelle ist die analytische Losung der Warmeleitungsgleichung im Absor-

berblech. Der Warmestrom an das Fluid und die Warmeverluste durch Wérmeleitung, Konvektion



MODELLE FUR FLACHKOLLEKTOREN 34

und Strahlung werden zahlreiche weitere Korrelationen beschrieben. Der wichtigste Vertreter die-
ser Klasse von Modellen ist das Kollektormodell nach Duffie und Beckmann (1991), das in Kapitel
2.2.3 beschrieben ist. Bei diskreten Modellen wird der Kollektor in eine endliche Zahl Rechenkno-
ten unterteilt. Die Losung der Warmetransportgleichungen erfolgt nicht analytisch, sondern nume-

risch. Je nach Diskretisierung unterscheidet man ein-, zwei- oder dreidimensionale Modelle.

2.2.1 Das Kollektormodell nach der Priifnorm EN 12975-2

Stephan Fischer (2011) gibt in seiner Dissertation eine detaillierte Ubersicht iiber analytische
und empirische Modelle. Wéhrend seiner langjdhrigen Arbeit am Testzentrum der Universitit
Stuttgart hat er massgeblich an der Entwicklung verschiedener Priifverfahren mitgewirkt. In der zur
Zeit giiltigen Priifnorm EN 12975-2 (2006) sind drei dquivalente Verfahren zur Leistungspriifung
festgelegt:

e Priifung im Freien mit fester Ausrichtung (dynamisch)
e Priifung im Freien mit zweiachsiger Nachfiihrung (quasi-statisch)
e Priifung unter dem Sonnensimulator (statisch)

Diesem Verfahren liegt das empirische Ein-Knoten Modell zugrunde. Der Wirkungsgrad und
die Wirmekapazitit des Kollektors werden auf den arithmetischen Mittelwert 7', T +T, / 2
zwischen Ein- und Austrittstemperatur bezogen. Aus den Datensdtzen der Leistungsprufung wer-
den die Modellparameter des empirischen Kollektormodells durch Regressionsanalyse berechnet
und bezogen auf die Aperturfliche 4. des Kollektors angegeben. Im Priifbericht wird der stationé-
re Wirkungsgrad # bei senkrechtem Einfall der Direktstrahlung dargestellt, und zwar als Funktion
der Differenz zwischen der mittleren Fluidtemperatur 7, und der Umgebungstemperatur T so-
wie der Bestrahlungsstirke G.

(T-T.)

=1, —a, — —a,— 3.1
n=mn,—4q G 2 G (3.1)

Der Konversionsfaktor 7, beschreibt den Wirkungsgrad fiir den Fall, dass die Temperatur 7,
gleich der Umgebungstemperatur 7, ist. Der Koeffizient a, beschreibt den Wéarmeverlust proporti-
onal zur Temperaturdifferenz. Der Koeffizient g, berilicksichtigt im Wesentlichen, dass die Wir-
meleitfahigkeit der Luft mit steigender Temperatur zunimmt. Ausserdem wird noch der Faktor der
Einfallswinkelkorrektur (incidence angle modifier) IAM angegeben, der die Leistungsminderung

bei nicht senkrechtem Einfall der Direktstrahlung beschreibt.

Dieses empirische Modell eignet sich zur Beschreibung von Kollektoren unterschiedlicher Bau-
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arten. Fischer (2011) hat jedoch anhand der Analyse von Messdaten festgestellt, dass bei bestimm-
ten Kollektoren, bei denen im Betrieb grossen Temperaturdifferenzen zwischen Absorber und Fluid
auftreten, die aus den Messdaten ermittelte effektive Warmekapazitit die Summe der rechnerischen
Kapazititen der einzelnen Komponenten um ein Mehrfaches iibersteigen kann. Er hat daher ein
neues, empirisches Zwei-Knoten Modell hergeleitet, in dem der Absorber und das Fluid als separa-
te Knoten dargestellt sind. Bei Flachkollektoren liegt die rechnerische Warmekapazitit der Kom-
ponenten recht nahe bei der gemessenen Kapazitit, sodass in dieser Arbeit die Verwendung des
einfacheren Modells nach Gleichung (3.1) verwendet werden kann. Charakteristisch fiir alle empi-
rischen Modelle ist ihre hohe Genauigkeit, bei einer verhéltnisméssig geringen Zahl von Parame-

tern.

2.2.2 Empirisch — diskrete Kollektormodelle

Christof Wittwer (1999) hat das Rechenprogramm ColSim zur Simulation von Solaranlagen
entwickelt. Dem Rechenprogramm liegt ein hybrides Kollektormodell zugrunde, das sowohl empi-
rische als auch diskrete Elemente aufweist. Der Kollektor wird durch ein eindimensionales 2 x4 -
Knoten Modell dargestellt. Vier aufeinanderfolgende Rechenknoten, dargestellt durch die Fluid-
temperaturen, sind durch Totzeitglieder verkniipft. Sowohl die Warmeverluste an die Umgebung
als auch den Wirmetransport an das Fluid werden durch empirische Beziehungen beschrieben. Die
Massen- und Energiebilanzierung geschieht durch eine Plug-Flow Modellierung. ColSim wurde
durch Wittwer (1999) und Lustig (2002) erfolgreich zur Simulation und Optimierung von Regel-

strategien fiir Solaranlagen eingesetzt.

Reale Absorber, die aus Absorberblech und Absorberrohren bestehen, konnen vereinfacht als
zweidimensionale Gebilde aufgefasst werden. Die fiir diese Geometrie formulierten Transportglei-
chungen konnen aber nur noch numerisch auf einem diskreten Gitter geldst werden. Falls die
Wirmeverluste des Absorbers durch empirische oder analytische Korrelationen beschrieben wer-
den, geniigt ein zweidimensionales Gitter. Andernfalls miissen die Warmeverluste durch direkte

numerische Simulation auf einem dreidimensionalen Gitter berechnet werden.

Bei allen Modellen wird vorausgesetzt, dass Strahlungsverteilung auf dem Absorber homogen
ist. Diese Voraussetzung ist bei Flachkollektoren und bei nicht konzentrierenden Vakuumrohren-

kollektoren mit ebenem Absorber erfullt.
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2.2.3 Das analytische Modell nach Duffie und Beckmann

Fiir Flachkollektoren, deren Absorber aus idealen Absorberstreifen bestehen, haben Hottel und
Woerz (1942) sowie Hottel und Whillier (1958) ein analytisches Modell hergeleitet, auf dessen
Grundlage die meisten der heute verwendeten analytischen Kollektormodelle beruhen. Der Kern
dieses Modells ist die analytische Losung der eindimensionalen Energiegleichung fiir eine gerade
Absorberfinne mit rechteckigem Querschnitt. Duffie und Beckmann haben durch eigene Beitrige
sowie durch die umfassenden Darstellungen in ihrem Handbook of Solar Thermal Processes
(1991) sowohl die Grundlagenforschung zur thermischen Sonnenenergie als auch ihre Anwendung
entscheidend mitgepréagt. Aufgrund der konsistenten Herleitung in der heute iiblichen Formulierung

unter Verwendung der SI-Einheiten bezieht sich die folgende Herleitung auf diese Quelle.

Das analytische Kollektormodell stellt die stationdre Leistung des Kollektors als Funktion von
wenigen Kennzahlen dar, die aus der Losung von Wérmetransportgleichungen gewonnen werden.
Damit hdngen diese Kennzahlen direkt von den Dimensionen und den physikalischen Eigenschaf-
ten der Kollektorkomponenten und seinen Betriebs- und Umgebungsbedingungen ab. Das Wesent-
liche an diesem Modell ist, dass es die Warmeverluste des Absorbers durch Strahlung, Konvektion

und Wirmeleitung in Form eines einzigen Verlustfaktors U, beriicksichtigt.

Bestrahlungsstirke G T, Umgebung

Verluste durch

Konvektion und Strahlung

T. Transparente Abdeckung
absorbierte Leistungsdichte S ' I I Oy p-c Verluste durch
Konvektion und Strahlung

T  Absorberblech

I Apb/sy, Verbindung Blech - Rohr
Wiérmedimmung Wirmeiibergang
Verlust durch Konvektion Wairmetrdgerfluid
T, Umgebung
Abbildung 2-7 Darstellung des stationdren Drei-Knoten Modells nach Duffie und Beckmann, mit der

transparenten Abdeckung, dem Absorber und dem Fluid als Rechenknoten.
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Durch diese Darstellung der Warmeverluste kann der Kollektor zunachst geméss Abbildung 2-7
durch ein analytisches drei-Knoten Modell beschrieben werden, mit dem Absorberblech, dem Fluid
und der transparenten Abdeckung als Rechenknoten. Mit Hilfe geeigneter Kennzahlen wird dieses
Modell schliesslich in ein Modell transformiert, das mit der mittleren Fluidtemperatur einen einzi-

gen Rechenknoten besitzt.

2.2.3.1 Transmission der Sonnenstrahlung durch Glas

Bei unbeschichtetem Glas wird rund 8% der einfallenden Bestrahlungsstiarke G in die Umge-
bung reflektiert. Ein weiterer Anteil wird durch Verunreinigungen im Glas, insbesondere durch
Eisenoxid, absorbiert. Bei hochtransparenten Gussglisern ist dieser Anteil kleiner als 1%, bei

normalem Fensterglas rund 8%.

Zur Abschitzung der Grossenordnungen kann der Reflexionsverlust bei senkrechtem Einfall der
Direktstrahlung betrachtet werden. Das in Sonnenkollektoren oft verwendete hochtransparente
Gussglas hat nach Duffie und Beckmann (1991) einen Brechungsindex von n=1.526 , wihrend
fiir Luft mit einem Brechungsindex von n, =1 gerechnet werden kann. Bei senkrechtem Einfall
wird beim Ubertritt in das Glas der Anteil r= ((n —n, ) / (n +no))2 reflektiert. Beim Austritt aus
dem Glas wird der dort auftreffende Anteil zu demselben Grad reflektiert. Wenn man Mehrfach-

fachreflexionen vernachldssigt, kann der insgesamt reflektierte Anteil nach Gleichung (3.2) ausge-

2 2
r:[”"%] [z—(”‘”OJ }:o.oss (3.2)
n+n, n+n,

Die Verhéltnisse bei Direktstrahlung unter beliebigen Winkeln mit Beriicksichtigung der Dif-

driickt werden.

fusstrahlungsanteile sind wesentlich komplizierter und im Falle strukturierter Glaser, wie sie meist
eingesetzt werden, mathematisch nicht exakt darstellbar. Am Institut fiir Solartechnik SPF in Rap-
perswil wurde daher durch Brunold und Frei (2002) eine Methode entwickelt, nach der die Ein-
flussfaktoren, die den Wirkungsgrad von Kollektoren bestimmen, quantifiziert werden kdnnen.
Anstelle des Transmissionsgrad 7, tritt der Glaswirkungsgrad n, . Dieser ist gleich dem hemisphé-

rischen Transmissionsgrad, multipliziert mit drei Gewichtungsfaktoren.

Ne =T FrnFov Fpee (3.3)

Der Winkelgewichtungsfaktor F,,, liegt nahe bei 1. Er beriicksichtigt den Einfluss der erhéhten
Reflexion auf den Ertrag einer Referenzanlage bei nicht senkrechtem Einfall. Die Faktoren Fy,

und £}, beriicksichtigen die Degradation durch UV-Strahlung und Witterungseinfliisse. Bei gu-



MODELLE FUR FLACHKOLLEKTOREN 38

ten Glésern liegen diese beiden Faktoren zwischen 0.999 und 1. Mittlerweile hat sich diese Metho-
de als Bestandteil der Qualitdtssicherung und Zertifizierung von Sonnenkollektoren etabliert. In
dieser Arbeit wird jedoch aus Griinden der leichteren Lesbarkeit der Formeln anstelle des Glaswir-

kungsgrades der Transmissionsgrad 7, verwendet.

2.2.3.2 In der Absorberschicht absorbierte Leistungsdichte

Die mit der Bestrahlungsstirke G einfallende Direkt- und Diffusstrahlung passiert die transpa-
rente Abdeckung entsprechend ihres Transmissionsgrades 7, und wird schliesslich vom Absorber
proportional zu dessen Absorptionsgrad a, absorbiert. Der Absorber empfingt somit die homoge-
ne Leistungsdichte S.

S=Gra (3.4)

cp

2.2.3.3 Wirmetransport senkrecht zum Absorberrohr

Die Differentialgleichung des Wérmetransportes wird durch eine Bilanzbetrachtung am Quer-

schnitt eines Absorberstreifens nach Abbildung 2-8 hergeleitet.

D
””””” Sp Sb f A\
y dy
A

|
.

y
A
y

3

w = 2f+b

Abbildung 2-8 Schnitt durch einen Absorberstreifen, bestehend aus Absorberblech und Absorberrohr.

Der ideale Absorber besteht im Wesentlichen aus mehreren Absorberstreifen (strip) der Breite
w, deren Mittelachse mit einem Absorberrohr verbunden ist. Ein Absorberstreifen besteht aus zwei
Finnen der Breite f* und einer zwischen den Finnen liegende Zone b, liber welche die Verbindung
(bond) zwischen Absorberblech und Absorberrohr definiert ist. Die Geometrie des Querschnittes ist

etwas abweichend Duffie und Beckmann (1991, p.268) definiert, damit sie den heute eher iiblichen
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Bauformen entspricht. Zundchst wird der Querschnitt an einem beliebigen Ort x in Strdomungsrich-
tung betrachtet. Warmeleitung in Stromungsrichtung wird vernachldssigt. Die Wéarmestrome wer-
den auf die Léngeneinheit in Stromungsrichtung bezogen. Aus der Bilanz des stationdren Wérme-
flusses an einem Kontrollvolumen mit der Breite dy

dr, d dr,
sy o Sdvdy ~U dedy (T,-T,)+2,s,dx o D dr]=0

erhidlt man die Gleichung fiir die stationdre Temperaturverteilung iiber der Absorberfinne.

d’T,
2 Ylp p 5oy (3.5)
dy* A, U,

Diese ist eine eindimensionale gewohnliche Differentialgleichung zweiter Ordnung. Die Eindeu-
tigkeit der Losung erfordert daher zwei Randbedingungen. Die erste Randbedingung ist durch die
Temperatur an der Basis 7, gegeben. Die zweite Randbedingung ist durch die Forderung gegeben,
dass der Wérmestrom iiber den Rand der Absorberfinne gleich null ist. Die Ortsableitung der Tem-
peratur muss also an dieser Stelle verschwinden. Dies trifft streng genommen nur fiir solche Ab-
sorber zu, die aus einzelnen, isolierten Streifen bestehen. Da sich jedoch die Temperaturen benach-
barter Absorberrohre nur wenig unterscheiden, beschreibt die Randbedingung die Realitét bei ein-
teiligen Absorbern hinreichend genau. Mit den Substitutionen K*=U f / lps , und

T=T- T,—S/U, erhilt man die homogene Differentialgleichung

g
d—f—Kzf =0 (3.6)
dy

mit den Randbedingungen

T(f):Tb—Ta—i wd 4T 29T (3.7)
U, dvl, ., v,

Die allgemeine Losung lautet 7 = C, cosh(Ky) +C, sinh(Ky) .
Die zweite Randbedingung d7T’ / dy‘y:O =C,Ksinh(0)+ C,K cosh(0) =0 erfordert C, =0.

Durch Einsetzen der ersten Randbedingung erhdlt man

_UL(Tb_Ta)_S
U, cosh(Kf)

Schliesslich folgt die Gleichung fiir die Absorbertemperatur,

_ i_S_UL(Y;J_Ta)
T(y)_T“+UL T, cosh(K7) cosh (K7 cosh(Ky) (3.8)
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Die an der Basis an die Schweissnaht iibertragene, langenbezogene Leistung der Finne ist nach
der Warmeleitungsgleichung

_Kis, [S-U(T,-T,)]
U, cosh (Kf')

Gy =Aps ar

»5) 5 sinh (Kf)

y=f

Mit KA,s,/U, =1/K und sinh(Kf)/cosh(Kf) = tanh(Kf") folgt fiir den Beitrag einer Finne

qf=xs"—T =f[S—UL(n—Z,)]M

3.9
Yhyey Kf o

Die dimensionslose Grdsse tanh(Kf ) / Kf" wird Standard-Finnenwirkungsgrad genannt und mit F
bezeichnet.
_ tanh(KY)

5
Kf

(3.10)

Dieser ist stets kleiner als eins. Er beschreibt das Verhéltnis vom tatsidchlich iibertragenen Wiér-
mestrom zum hypothetischen Wérmestrom, wenn die ganze Finne dieselbe Temperatur 7, haben
wiirde. Im Hinblick auf die spitere Korrektur wird diese Kennzahl in Abweichung zur Literatur mit

einem Index 0 versehen. Damit lautet die Gleichung (3.9)

q;=F/f[S-U(T,-T,)] (3.11)

Der Streifen mit der Breite b {iber der Verbindung zwischen Absorberblech und Absorberrohr
tragt mit g, = b[S -U, (7}, -7, )] zum Wirmestrom bei, sofern er dieselben optischen Eigenschaf-
ten hat. Abweichungen zu diesem Idealfall werden im Kapitel 2.4.1.6 diskutiert. Der nutzbare,

langenbezogene Wiarmestrom ¢, des gesamten Absorberstreifens betrédgt folglich

G, =(2Ff +b)[S-U,(T,-T,)] (3.12)

Dieser Wirmestrom muss nun {liber die wéirmeleitende Verbindung an das Absorberrohr und
von diesem an das Fluid {ibertragen werden. Da die Rohre meist aus Kupfer oder Aluminium be-
stehen und daher eine hohe Wérmeleitfahigkeit haben, muss ihr Warmeleitwiderstand nicht explizit
beriicksichtigt werden. Die wirmeleitende Verbindung kann je nach Fertigungsverfahren sehr un-
terschiedlich gestaltet sein. Sie ist hier durch eine endliche Dicke s, , ihre Breite b und eine dqui-
valente Wirmeleitfahigkeit A, charakterisiert. Damit kann der nutzbare, lingenbezogene Wir-
mestrom ¢, als Funktion der Temperaturdifferenz zwischen Basis und Fluid dargestellt werden.

1 1
(1) (o) e

Mboa., drm
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Diese Gleichung wird nun nach der unbekannten Temperatur an der Basis aufgeldst und in die

Gleichung fiir den nutzbaren Warmestrom einsetzen. Man erhélt nacheinander
N 1
T,=q,|&++———1|+T,
S
! (/”Lbb ., dm

Sy 1

1, =(b+2F, f)S—(b+2F,f)U,q _—
qu ( + Of) ( + Of) Lqu[//{«bb—i_ac’tfdtﬂ

J—(b+2F0f)UL(Tf—Ta)

1 s 1
j————=8-U, (T, ~T,)-U,q,| 2+ ———
q, (b+2be) L( f a) Lqu(lbb-kac,t_fdtf[J

1 K 1
U, | By ||=s-u,(T,-T
q”[(b+2Fof)+ L[xbfac,t_fd,nj} (77 -1,)

) 1
4, =[S-U,(T,-T,)] _ (3.14)
1 Sy, 1
U, |
(b+2F,f) Mb o, dm
Durch Einfiihren der ebenfalls dimensionslosen Kennzahl
, 1
Fy = (3.15)

1 sy, 1
wU,| ———+| 2 +——
U, (b+2F,f) | Ab A, pd,m

erhilt die Gleichung fiir den nutzbaren, lingenbezogenen Wirmestrom dieselbe Form, wie die

Gleichung (3.12).

4, =wFy| S=U,(1,-T,)] (3.16)

Wie beim Standard-Finnenwirkungsgrad £, bedeutet auch hier der Index 0, dass die Kennzahl
fiir einen idealen Absorberstreifen hergeleitet wurde, dessen Querschnitt an jedem Ort in Richtung
der Rohrachse identisch ist. Die Kennzahl F{, charakterisiert den lokalen Wirkungsgrad des Kol-
lektors und heisst demensprechend lokaler Wirkungsgradfaktor. Er ist ebenfalls stets kleiner als
eins und beschreibt das Verhéltnis vom tatséchlich libertragenen Warmestrom zum hypothetischen
Wirmestrom, wenn die ganze Finne am Querschnitt x die Temperatur des Fluid 7, haben wiirde.
Diese Formulierung ist sehr praktisch, da sich der in der Leistungspriifung ermittelte Wirkungsgrad
ebenfalls auf die Fluidtemperatur bezieht. Bei vielen Autoren wird die Fluidtemperatur 7, als mitt-
lere Fluidtemperatur aufgefasst. Damit gilt die Gleichung nicht lokal, sondern fiir den ganzen Kol-
lektor. Entsprechend wird die Kennzahl Fj in der Literatur als collector efficiency factor bezeich-

net. Da diese Kennzahl aber ausschliesslich durch Analyse des Wérmeflusses in einem Streifen-
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querschnitt an einem beliebigen Ort x in Fliessrichtung gewonnen wurde, beschreibt sie jedoch nur

die lokale, auf den Wérmefluss quer zur Fliessrichtung bezogene Eigenschaft.

2.2.3.4 Wirmetransport vom Absorberblech zum Absorberrohr

Die Leistungsfihigkeit von Sonnenkollektoren wird durch die Wiarmeleitfahigkeit der thermi-
schen Verbindung zwischen Absorberblech und Absorberrohr entscheidend beeinflusst. Duffie und
Beckmann (1991, p.271) schliessen aus der Arbeit von Arbeit von Whillier und Saluja (1965), dass
das Wirmeleitvermdgen der Verbindung mindestens A, b/s, >30W/mK sein soll. Liegt die Wir-

meleitfahigkeit in dieser Grossenordnung, fillt sie bei Simulationsrechnungen kaum ins Gewicht.

Die meisten Untersuchungen zu diesem Thema betreffen Verbindungstechniken, die eine gerin-
ge Wirmeleitfahigkeit haben und daher messtechnisch gut zugénglich sind, heute aber kaum mehr
verwendet werden. Badran, Mustafa et.al. (2008) stellen ein Messverfahren sowie die Resultate an
industriell gefertigten Absorberstreifen vor. Bei diesen sind die Rohre in halbreisformigen Sicken
des Absorberbleches befestigt, vermutlich durch die Klemmwirkung der mit Untermass hergestell-
ten Sicke. Es wurden verzinkte Stahlrohre mit einem Aussendurchmesser von rund 20 mm einge-
setzt. Auch die Arbeit von Whillier und Saluja (1965) diskutiert Absorberstreifen mit diesen Di-
mensionen. Keine der wenigen verfiigbaren Arbeiten untersucht die heute weitverbreiteten Techno-
logien des Ultraschall- und Laserschweissens. Die direkte Messung der Warmeleitfihigkeit von
guten Verbindungen ist aber sehr schwierig, da die Temperaturdifferenzen klein und der Wiér-
mestrom in der Regel nicht homogen ist. Die indirekte Bestimmung aus Leistungsmessungen an
Sonnenkollektoren wére andererseits sehr aufwindig, weil sie simtliche Unsicherheiten der Mate-

rialeigenschaften und der Messungen beinhaltet.

Im Rahmen dieser Arbeit wird die Geometrie der Verbindung auf der Basis von Konstruktions-
zeichnungen und der geometrischen Daten charakterisiert, die durch Ausmessen von Mustern ge-
wonnen wurden. Die Wérmeleitfdhigkeit der Verbindung wird hingegen auf der Grundlage von

Simulationsrechnungen mit dem analytischen Modell abgeschétzt.

2.2.3.5 Wiarmeiibergang von der Rohrwand an das Fluid

Mit der weiter unten, im Kapitel 2.2.3.7 gegebenen Begriindung, kann gut mit mittleren Wir-
meiibergangskoeffizienten gerechnet werden. In Absorberrohren kénnen sowohl laminare wie auch
turbulente Stromungszustidnde auftreten. Da das Verhiltnis zwischen Rohrdurchmesser und der
Lénge gerader Rohrabschnitte bei rund 4- 107 liegt und damit sehr klein ist, kann der Einfluss der

Anlaufstromung vernachldssigt werden.
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Bei laminarer Stromung wird die Korrelation nach VDI Wérmeatlas (Ga 4, Gl. 16 — 18) ver-

wendet, welche fiir Heizen bei konstantem Warmestrom gilt.

Nu

m,lam

1/3
= [NM;J +0.6> +(Nu,, , —0.6)3} (3.17)

Hierin sind Nu,,, =4.364 und Nu,,, =1.953(RePrd,/1,)" .

Bei voll ausgebildeter turbulenter Strdmung zwischen 10* <Re <10° und 0.1<Pr<1000 gilt,
ebenfalls nach VDI Warmeatlas (Ga 5, Gl. 26 — 29), die Korrelation nach Gnielinski.

2/3
Num,turb = (g/S)RePr [1 +(i] :l (318)

1+12.7(£/8)" (pr*?-1)] L

t

E= (1.810g10(Re)—1.5)72 ist der Druckverlustbeiwert nach Konakov. Zwischen dem laminaren

und dem turbulenten Bereich wird interpoliert.

Nu,, = (1 -7 ) Nty 13m Re=2300 T ¥ Ny 1 Re=10'000 (3.19)

mit  y = (Re— 2300)/(104 ~2300) (3.20)

2.2.3.6 Wirmetransport in Stromungsrichtung

Aus der Energiebilanz an einem Kontrollvolumen in Fliessrichtung erhélt man die Differential-
gleichung fiir den allgemeinen Fall eines Absorbers mit #n parallel durchstromten Absorberstreifen,

auf die sich der gesamte Massenstrom 71 des Fluids gleichméssig aufteilt.

me%_n.% zmcf%_n.wF(;[S_UL(rf_Tu)]zo (3.21)

Die Anfangsbedingung ist durch die Fluidtemperatur am Eintritt 7, gegeben. Mit den Abkiirzun-
gen B, =n-wFU; , By=n-wFj(S+U,T,) und der Substitution 7, = B,T, — B, erhilt man die

Differentialgleichung
dl, -
—+BT,=0
dx

Diese Differentialgleichung hat eine einfache analytische Losung, falls die Koeffizienten B, und
B, Konstanten sind. Dies ist im Hinblick auf die praktischen Anforderungen an das Modell erfiillt,
weil einerseits die Stoffdaten nur unwesentlich dndern und andererseits der Verlustfaktor U; im
Normalbetrieb nicht dominiert, damit aber auch dessen Anderung entlang der Fliessrichtung nicht
ins Gewicht fillt. Unter dieser Voraussetzung kann der Wiarmeiibergangskoeftizient fiir den kon-

vektiven Warmetransport von der Rohrwand an das Fluid ., , als konstant betrachtet werden,
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und die Lésung lautet

T, = Cexp(-Byx) (3.22)

Aus den obigen Vereinfachungen folgt auch, dass die Differenzen zwischen der Temperatur des
Absorberstreifens an dessen Basis 7, und der adiabaten Mischtemperatur des Fluides 7', entlang
des Stromungsweges nicht wesentlich éndern. Mit diesen Uberlegungen kann die logarithmische
Temperaturdifferenz, fiir welche die mittleren Warmeiibergangskoeffizienten definiert sind, durch

das arithmetische Mittel der beiden Temperaturdifferenzen ausgedriickt werden:

(Tba_Tfa)_(wa_wa)

lim A, T= Ilim = -T, 3.23
AT, >AT, D AT, —>AT,, T _T. bm = fm ( )
AT, —>AT,, AT, AT, In| b2 " JSo

wa - wa

Nach Riicksubstitution und unter Beriicksichtigung der Anfangsbedingung erhdlt man schliesslich

die Austrittstemperatur des Kollektors am Ort x =/

A F,U
&J (3.24)

T =510+ )+ {7 =50+ o -

e,
Hierin ist 4, =n-wl die gesamte Absorberfliche. Nun kann der vom Kollektor gelieferte nutzbare
Wirmestrom als Funktion der Eintrittstemperatur 7', berechnet werden:

0, =ie, (1, ~T,,) =< [ 5-0, (7, -n)][l-exp[-ﬂ]]

YL mcy

Bliss (1959) hat mit dem heat removal factor F, eine weitere niitzliche Kennzahl definiert.
Diese beschreibt das Verhaltnis von der effektiv libertragenen Leistung zu der hypothetischen Leis-
tung, wenn die Absorbertemperatur iiberall gleich der Eintrittstemperatur des Fluids wire.

; ] A FU
Fy = 2, - ll—exp(——p. — H (3.25)
Ap[S—UL(Tfa—Ta)] 4,U, me,

Damit kann der vom Kollektor gelieferte Warmestrom als Funktion der Eintrittstemperatur und des

Massenstromes ausgedriickt werden:

0, =A,F, [S—UL (Tfa - T)] (3.26)

Damit dieses analytische Modell mit dem Ein-Knoten Modell nach EN 12975-2 in Beziechung
gesetzt werden kann, muss der vom Kollektor gelieferte Warmestrom als Funktion des arithmeti-
schen Mittelwertes (av = average) aus der Ein- und Austrittstemperatur 7, = (T ra T Tr ) /2 dar-

gestellt werden. Dazu muss die entsprechende Kennzahl F,, aus den drei folgenden Gleichungen
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bestimmt werden.

a) 0,= AF,[S-U,(T,,~T,)]
b) O,= AF|S-U,(T,,-T,)] (3.27)
) O,= e (Th—Tp,)

Gleichung c) wird nach 7, = Qu / 2mc, +T;, aufgeldst und in Gleichung a) eingesetzt.

Q'u :AFQV[S—UL[ Q“ +Tfa —TGJ]
2mcf

Nun wird Gleichung b) nach der Eintrittstemperatur aufgelost und in obige Gleichung eingesetzt,

;S .0,

feTu, T UL Fy

sodass schliesslich die Beziehungen der beiden Kennzahl £, und Fj, folgen.

Fy F

F, =—r Fo=——"%o—— (3.28)
1_ Apl.JLFR 1+ Apl{LFav
2mcf 2mcf

Diese Beziehungen wurden erstmals durch Lunde (1981) hergeleitet. Da sowohl die Kennzahlen
Fy, Fr und F,, als auch der globale Verlustkoeffizient U, Funktionen der Temperaturen sind,
muss die nutzbare Leistung iterativ bestimmt werden. Im Gegensatz zur Kennzahl Fj, die lokalen
Charakter hat, beziehen sich die Kennzahlen F; und £, auf den ganzen Kollektor. Beide Kenn-
zahlen konnen daher als Kollektor-Wirkungsgradfaktor (collector efficiency factor) aufgefasst wer-

den. Sie unterscheiden sich lediglich in ihrer Bezugstemperatur.

2.2.3.7 Mittlere Temperatur des Fluids

Die mittlere Fluidtemperatur ist durch folgendes Integral definiert:

1 1 1,
Tfm lj.delej. i+Tu— i+Tfa—Ta exp —M X
' Iy - 11U, u, - me ,

0

e, A FU
S [ S5-U, (T, - T,) ]| 1-exp| 222 (3.29)
U, A,F'U; me

Mit Hilfe der Gleichungen (3.25) und (3.28) kann die mittlere Fluidtemperatur einfacher als Funk-

tion der Kennzahlen £ und F, bzw. F,, ausgedriickt werden:

av
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S F,
Tfsz_L u_FH(};L[S_UL(Tfa_Ta)]
S P (3.30)
U, a_EI:S_UL(Tﬁzv_T;z)]

Bei wasserbasierten Wérmetrdgern unterscheidet sich diese mittlere Temperatur nur unwesent-

lich vom arithmetischen Mittelwert T

v ZWischen Ein- und Austrittstemperatur, sodass die mittle-

ren Stoffdaten auch auf diese Temperatur bezogen werden konnen.

T ~T _Tf0‘+Tfa’

=~ = 3.31
fin =4 fay > (3.31)

Von nun an werden die beiden Bezeichnungen 7', und 7', synonym verwendet.

2.2.3.8 Mittlere Temperatur des Absorberbleches

Die mittlere Temperatur des Absorberbleches ist iber den Verlustfaktor mit der nutzbaren Leis-

tung des Kollektors verkniipft.

0, = AP[S—UL(TW —Ta)] (3.32)

Mit Hilfe der Gleichungen (3.27) lasst sich auch die mittlere Temperatur des Absorberbleches
als Funktion der Fluidtemperatur am FEintritt oder dem arithmetischen Mittelwert zwischen Ein-

und Austrittstemperatur darstellen.

S F
Tpm:Ta+U—L—U—’Z[S—UL(Tfa—Ta)]
(3.33)
S F
:Ta+U——UaV[S—UL(Tm—Ta)]

L L

2.2.4 Erweiterungen des analytischen Modells

Viele Autoren haben seit der Arbeit von Hottel und Whillier (1958) zur Theorie des Flachkol-
lektors beigetragen. Im Folgenden werden die Arbeiten diskutiert, die den Absorber selbst betref-
fen. Bliss (1959) fasste frithere Arbeiten zusammen und diskutierte den Einfluss der Finnenbreite,
der Dicke des Bleches und dessen Leitfahigkeit auf die Effizienz. Whillier und Saluja (1965) disku-
tierten den Einfluss des Wérmeleitvermogens der Verbindung zwischen Absorberblech zum Ab-
sorberrohr auf den Wirkungsgrad. Sie kamen zum Schluss, dass pro Léngeneinheit des Absorber-
rohres ein Wirmeleitvermdgens von C, >30W/Km fiir einen guten Kollektorwirkungsgrad erfor-
derlich ist. Diese Bedingung wird von den aktuell verwendeten Methoden wie Laser- und Ultra-

schallschweissen sehr gut erfiillt. Florschuetz (1979) hat das Modell fiir photovoltaisch-thermische
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Kollektoren angepasst, indem er den elektrischen Wirkungsgrad der Solarzelle beriicksichtigt. Im
Hinblick auf die Entwicklung standardisierter Priifverfahren haben Lunde (1981) und Hadorn
(1983) Darstellungen des Kollektorwirkungsgrades entwickelt, die sich auf unterschiedliche Be-
zugstemperaturen des Warmetrdgerfluids beziehen. Die Darstellung, welche den Wirkungsgrad auf
den arithmetischen Mittelwert zwischen Ein- und Austrittstemperatur bezieht, erwies sich als am
besten geeignet zur Interpretation der Priifresultate. Sie wurde daher in der internationalen Norm
ISO 8906-1 (1994) ebenso wie in der Europdischen Norm EN 12975-2 (2006) implementiert. Alle
Autoren haben den Absorber als ideal betrachtet.

In den letzten Jahren wurden zwei- und dreidimensionalen Simulationen zur Modellierung von
Flachkollektoren eingesetzt. Villar et al. (2009) und Fan, Shah et al., (2007) untersuchten den Ein-
fluss der Temperatur- und Stromungsverteilung in Absorbern auf den Wirkungsgrad. Alvarez,
Cabeza et al. (2010) présentieren numerische und experimentelle Ergebnisse fiir die Effizienz und
die Temperaturverteilung von zwei Flachkollektoren mit unterschiedlichen Maanderabsorbern. Der
eine Absorber besteht aus einem einteiligen Absorberblech und Absorberrohr. Der andere Absorber
besteht aus zwei Blechen, die {ibereinandergelegt und miteinander verbunden sind. Das beschichte-
te, obere Blech ist flach, wahrend im unteren, unbeschichteten Blech eine breite mdanderférmige
Sicke eingeprigt ist. Auch diese Autoren betrachteten das analytische Modell, basierend auf dem

idealen Absorber, als ausreichend fiir ihren Zweck.

Aufgrund der steigenden Kosten fiir Rohstoffe, vor allem fiir Metalle, wurde das Design von
Absorbern griindlicher untersucht, mit dem Ziel, das Verhiltnis von Effizienz und Materialkosten
zu optimieren. O'Brien-Bernini (1984) entwickelten ein analytisches Modell fiir nichtmetallische
Absorber. Eisenmann, Vajen et al. (2004) verwendeten das analytische Modell zur Ableitung prak-
tisch nutzbarer Diagramme, in der die Masse Kupfer pro Flacheneinheit fiir verschiedene Kurven
konstanten Kollektorwirkungsgrades dargestellt sind. Badescu (2006) erweiterte das analytische
Modell fiir ungleichméBige Dicke des Absorbers und ermittelte kostenoptimale Finnengeometrien
fiir rechteckige und dreieckige Querschnitte. Auch hier liegt allen Modellen die Annahme zugrun-

de, dass der Absorberstreifen iiber dessen ganze Lénge mit dem Absorberrohr verbunden ist.

2.3 Korrelationen fiir den Wirmeverlust

Bei Flachkolletoren mit selektiver Absorberschicht und einfacher Abdeckung aus Glas ist der
konvektive Wiarmetransport zwischen Absorber und Abdeckung der dominierende Verlustmecha-
nismus. Alle anderen Verlustmechanismen, beispielsweise die Warmeleitung durch die riickseitige

Wiérmeddmmung und der Strahlungsaustausch sind weit weniger bedeutend und daher auch einfa-
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cher zu beschreiben. Diese Korrelationen werden nachfolgend zusammengestellt bzw. in geeigneter

Form fiir die spéatere Verwendung in den Modellen hergeleitet.

2.3.1 Konvektion zwischen Absorber und Glas

Aufgrund ihrer vorteilhaften Form wird in dieser Arbeit die Korrelation nach Hollands et al.
(1976) verwendet, die im Kapitel 2.5 ausfiihrlich diskutiert wird. Sie beriicksichtigt sowohl den
Einfluss der Stromungsform im Luftspalt als auch den Neigungswinkel. Diese Korrelation wurde
auf der Grundlage von Messungen an Luftspalten hergeleitet, die durch isotherme Platten begrenzt
sind. Der Absorber ist im Betrieb jedoch nicht isotherm. Wie im Kapitel 2.5.1 dargestellt wird,

fiihrt die Inhomogenitét der Temperaturverteilung zu hoheren konvektiven Verlusten.

Zum konvektiven Warmeverlust zwischen Absorber und Glas wurden zahlreiche weitere Arbei-
ten verdffentlicht, von denen hier einige zitiert werden. Buchberg et al. (1976) diskutieren in ihrer
vergleichenden Studie die Korrelationen von Hollands (1976) sowie zwei weiteren Korrelationen,
die dhnlich aufgebaut sind. Grondin und Roux (1979) schlagen eine Korrelation der Form
Nu=C-Ra"I"" vor. Der Faktor C und die Exponenten a und b sind fiir verschiedene Neigungs-
winkel tabelliert. Im Unterschied zur Korrelation von Hollands wird hier das Verhiltnis der Luft-
spaltdicke zur Lange des Luftspaltes in Neigungsrichtung /=1, / s, berticksichtigt. Henderson et
al. (2007) untersuchten den konvektiven Warmetransport im Luftspalt eines Flachkollektors, des-
sen Absorber die Oberseite eines integrierten Speichers bildet. Ihre Arbeit enthdlt ausserdem eine
umfassende Zusammenstellung der Literatur zum konvektiven Warmetransport in Luftspalten. Alle
diskutierten Korrelationen beruhen auf Messungen an Luftspalten, die durch isotherme Platten
begrenzt sind. Im Kapitel 2.5.1 werden Arbeiten diskutiert, die Hinweise auf den Einfluss der

Temperaturverteilung geben.

2.3.2 Wirmeleitung durch Dimmmaterialien

Aufgrund der hohen Stagnationstemperaturen eignen sich nur wenige Materialien zur Warme-
dédmmung von Flachkollektoren. Diese miissen nicht nur dauerhaft hohen Temperaturen von tiber
200 °C widerstehen, sondern diirfen auch keine Stoffe abgeben, die sich auf der Glasscheibe nie-
derschlagen und/oder zur Degradation der Absorberschicht fithren konnen. Sehr gut geeignet ist
Mineralwolle, sofern sie ohne Olzusatz und mit sehr geringem Bindemittelanteil speziell fiir diesen
Anwendungsbereich gefertigt wird. Die Warmeleitfahigkeit liegt bei 0.04 W/ m’K . Ein sehr inte-
ressantes Material ist Melaminschaum, entweder als Alternative oder im Verbund mit Mineralwol-

le. Die Wiarmeleitfdhigkeit ist mit etwa 0.025 W/ m°K deutlich giinstiger. Sehr geringe Wirmeleit-
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fahigkeiten von rund 0.015W/m>K werden mit Dimmmaterialien auf der Basis von Aerogel er-

reicht.

Mit Ausnahme der Ddmmung durch Hochvakuum nimmt die Leitfdahigkeit mit steigender Tem-
peratur bei allen Materialien zu. Dies ist einerseits auf die Zunahme der Warmeleitfdhigkeit der
Luft selbst zuriickzufiihren, andererseits aber auch durch die, wenn auch geringe, Konvektion in-
nerhalb eines offenporigen Materials. Meist ist die Temperaturabhéngigkeit in den Datenbléttern
der Hersteller tabelliert. Bei deren Anwendung muss man aber beachten, dass die Wéarmeleitfahig-
keit in einem standardisierten Prifverfahren ermittelt wird, in dem die Randeffekte, insbesondere
der Luftaustausch, durch eine zum Priifgerét gehorende Isolation praktisch eliminiert werden. Falls
bei einem Flachkollektor ein gewisser Luftaustausch zwischen der offenporigen Wéarmedammung
und dem Luftspalt zwischen Absorber und Glas moglich ist, kann man die in den Datenblattern
spezifizierte Wéarmeleitfahigkeit um einen Faktor in der Grossenordnung R; =1.05..1.15 nach oben
korrigieren. Ein guter Ansatz zur Beschreibung der Ddmmeigenschaften von offenporigen Materia-

lien ist,

X =R [1+7,(T-T,)] (3.34)

wobei der Temperaturkoeffizient y; aus den linearisierten Daten des Datenblattes gewonnen wird.
Fiir die rundum geschlossene Warmeddmmung, bei der der Luftaustausch des Démmmaterials mit
dem Luftspalt zwischen Absorber und Glas verhindert ist, kann fiir alle Neigungswinkel mit einem

Korrekturfaktor von R; =1 gerechnet werden.

2.3.3 Strahlungsaustausch zwischen Absorber und Abdeckung

Der Abstand zwischen dem Absorber und der transparenter Abdeckung ist sehr viel kleiner als
die Abmessungen des Absorbers. Ausserdem sind die Absorber- und die Aperturfliche nahezu
identisch. Daher konnen die Randeinfliisse meist vernachléssigt werden. Fiir diesen Fall lautet die
Gleichung fiir den Wérmeverlust durch Strahlungsaustausch,

o - 4,0(T)-T})
np_¢ 1 1

—+—-1

€, &

(3.35)

mit der Stefan-Boltzmann-Konstante o und den Emissionsgraden des Absorbers ¢, und der trans-
parenten Abdeckung ¢_als Parameter. Die Herleitung dieser Gleichung aus dem allgemeinen Mo-
dell sowie weiterer Spezialfille sind in Duffie und Beckmann (1991), Fischer (2011) und bei Baehr
und Stephan (2010) ausfiihrlich dargestellt. Fiir die Modellierung ist es praktisch, diesen Energief-

luss durch einen entsprechenden Wiarmeiibergangskoeffizienten a, , . zu charakterisieren.
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0, .=, A,(T,~T,) (3.36)
2 2
0, =2 - )1(Tp ) (3.37)
—+—-1
€, &

Da in dieser Arbeit nur transparente Abdeckungen aus Glas diskutiert werden, die gegeniiber
Infrarotstrahlung opak sind, braucht der Strahlungsaustausch zwischen Absorber und Himmel nicht

berticksichtigt zu werden.

2.3.4 Wirmeverlust durch Konvektion an die Umgebung

Der konvektive Warmeverlust iiber die transparente Abdeckung ist von der Windgeschwindig-
keit w, abhingig. Fiir die Anforderungen dieses Modells ist die einfache Korrelation nach Mc
Adams und Williams (1954) , die von Duffie und Beckmann (1991, p. 174) zitiert wird, vollig aus-

reichend.

Aoy =57+38w, (3.38)

Fiir die Berechnung der Wérmeverluste der Boden- und Seitenflichen wird ein konstanter
Wirmeiibergangskoeffizient von «,, =10 W/ m’ angenommen. Bei der Berechnung des Wiarme-
verlustes iiber die transparente Abdeckung miissen die Betriebs- bzw. Priifbedingungen beriicksich-

tigt werden, die sich durch die Windgeschwindigkeit tiber der Abdeckung unterscheiden.

2.3.5 Wirmeverlust durch Infrarotstrahlung an die Umgebung

Die transparente Abdeckung eines mit Neigung montierten Kollektors strahlt sowohl gegen den
Himmel als auch gegen den Erdboden ab. Die Bodentemperatur kann nach Cole et.al. (1979) gleich
der Umgebungstemperatur gesetzt werden. Fiir die Temperatur 7;, des klaren Himmels gibt Swin-

bank (1963) folgenden Zusammenhang mit der Umgebungstemperatur an

T, =0.0552-T)° (3.39)

Bei der Berechnung des Strahlungsaustausches werden diese Anteile nach Fischer (2011) durch
die Sichtfaktoren F}, und Fj gewichtet und summiert. In guter Naherung kann sowohl der Him-
mel als auch der meist viel kleinere Anteil der Bodenflidche als schwarzer Korper betrachtet wer-
den, sodass die Gleichung fiir den Strahlungsaustausch nur noch den Emissionsgrad &, der Abde-

ckung enthilt. Der Warmverlust durch Strahlung betragt somit

4, =50 Fo (TH - T4, )+ Fy (T - T3 | (3.40)
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Die Sichtfaktoren fiir den Himmel F}, und den Erdboden £} sind Funktionen des Neigungswin-
kels.

F, =1+cos¢/2 Fy=1-cos¢/2 (3.41)

Fiir die Modellierung ist es giinstig, diesen Wérmeverlust durch den Strahlungsaustausch mit
dem Himmel allein darzustellen und den Strahlungsaustausch mit dem Erdboden durch einen Ab-

minderungsfaktor ¥ zu beriicksichtigen.

Gvo o=2.0(T =T )y (3.42)

Durch Gleichsetzen beider Formulierungen nach (3.40) und (3.42) erhélt man den Abminderungs-
faktor ¥ als Funktion der Temperaturen und der Sichtfaktoren.

(r-1) (3.43)

7=ty (7 -13)

Auch fiir den Strahlungsverlust {iber die Abdeckung kann ein entsprechender Warmeiibergangsko-
effizient definiert werden, der sich auf die Temperaturdifferenz zwischen Umgebung und Abde-

ckung bezieht.

s (T =Tt )y

(Tc T ) (3.44)

Gre 0= o(T=T,) 5 @ =
Der Abminderungsfaktor ist natiirlich, wie der Warmeverlust selber, abhéngig von der Temperatur
der Abdeckung, die ihrerseits von der Bestrahlungsstérke, von der Absorbertemperatur und von der
Windgeschwindigkeit abhéngt. Die Abbildung 2-9 zeigt den Abminderungsfaktor fiir verschiedene
Neigungswinkel als Funktion der Umgebungstemperatur bei einer Bestrahlungsstirke von
1000 W/ m* , einer Windgeschwindigkeit von 0.5 m/s und einer Temperatur der Abdeckung von 20
K tiber der Umgebungstemperatur. Dies entspricht ungeféhr dem Betriebszustand eines typischen
Flachkollektors bei (T w1, ) /G =0.1. Diese Darstellung zeigt, dass der Einfluss des Strahlungs-
austausches der transparenten Abdeckung mit dem Erdboden bei Sonnenkollektoren fiir Nieder-
temperaturanwendungen praktisch vernachléssigt werden kann. In den verwendeten Modellen wird

er aber beriicksichtigt.

Der Strahlungsaustausch des warmegeddmmten Gehduses mit der Umgebung ist meist sehr viel
kleiner, insbesondere bei Gehdusen mit metallischen Oberflichen und daher geringem Emissions-

vermoOgen. Er wird daher vernachlissigt.
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Abbildung 2-9 Abminderungsfaktor fiir den Strahlungsverlust der transparenten Abdeckung gegeniiber

der Umgebung fiir Neigungswinkel zwischen 30° und 90°.

2.3.6 Einfluss der Absorption in der Glasscheibe auf den Wir-
kungsgrad

Hochtransparentes Gussglas mit einer Dicke von 3.2 mm, wie es in Sonnenkollektoren verwen-
det wird, hat einen Transmissionsgrad von rund 7, =0.91 . Unter Beriicksichtigung der Reflexi-
onsverluste nach Gleichung (3.2) betrégt der Absorptionsgrad des Glases also lediglich
a, =(1-r)-7,=0.005. Obwohl dieser Anteil praktisch vernachldssigbar ist, wird der entspre-
chende Term im Modell beriicksichtigt, damit auch der Effekt der Absorption durch Verschmut-
zung untersucht werden kann. Durch die Absorption von Sonnenlicht in der Glasscheibe wird deren
Temperatur erhdht und damit die Warmeverluste des Absorbers reduziert. Damit dieser Beitrag in
derselben Form dargestellt werden kann wie die auf die Umgebungstemperatur bezogenen Verlust-
koeffizienten, wird ein entsprechender negativer Verlustkoeffizient definiert.

. G
qabs,c = Gac = _ac,AT (Tc - T;z) = ac,AT = _ra;.,) (345)
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2.3.7 Luftaustausch durch Beliiftungs6ffnungen

Luftgefiillte Flachkollektoren sind in der Regel beliiftet, damit die temperaturbedingten Volu-
menédnderungen nicht zu Deformationen des Gehéuses fithren. Dass mit der Luft auch Luftfeuch-
tigkeit ausgetauscht wird, die sich auf der Innenseite der transparenten Abdeckung niederschlagen
kann, lésst sich nicht vermeiden. Der Niederschlag an sich hat keinen messbaren Einfluss auf die
Leistung. Es muss aber dafiir gesorgt werden, dass diese Feuchtigkeit wieder abgebaut wird. Dies
wird dadurch erreicht, dass im unteren und oberen Teil des Kollektorgehduses Beliiftungsoffnun-
gen angebracht sind. Der Dichteunterschied der Luft im Inneren des Kollektors gegeniiber der Um-
gebung fiihrt zu einem entsprechenden Differenzdruck tiber den Beliiftungsoffnungen. Der dadurch
bedingte Luftaustausch fiihrt das wahrend des Betriebes verdunstende Kondensat wieder ab. Die
Verlustleistung durch diesen Luftaustausch kann vernachlissigt werden, wie folgende Abschitzung

zeigt.

Kohl, Kiibler et al. (2007) haben in ihren Untersuchungen zum Mikroklima in Sonnenkollekt-
oren deren Luftwechselraten bei einem Differenzdruck von 1 Pa gemessen. Dies entspricht unge-
fahr dem Druck, der bei einer mittleren Temperaturdifferenz von 25 K zwischen Luftspalt und
Umgebung in einem 2 m langen, um 45° geneigten Kollektor auftritt. Luft hat bei 20 °C eine spezi-
fische Wirme von 1007 J/kgK . Selbst wenn man eine grossziigig bemessene Luftwechselrate von
30/ / m*h , bzw. rund. 107 kg/sm” annimmt, betrigt die Verlustleistung in der Betriebszeit ledig-
lich 0.25 W/ m® . An einem sonnigen Tag ist die mittlere, flichenbezogene Leistung eines Kollek-

tors jedoch weit iiber 250 W/ m* , also mehr als tausendmal hoher.

2.3.8 Wirmebriickeneffekte an den Rindern des Kollektors

Die Warmeverluste {iber die Seitenwénde des Kollektors werden, genauso wie die Verluste iiber
die Glasscheibe und tiber die riickseitige Warmeddammung, durch skalare Korrelationen beschrie-
ben. Die Wiarmebriickeneffekte in den Ecken und Kanten eines Flachkollektors, hervorgerufen
durch dreidimensionalen Wiarmefluss, konnen vernachléssigt werden, weil sie bei ohnehin gut iso-
lierten Kollektoren nur fiir einen kleinen Teil des Warmeverlustes verantwortlich sind. Nur bei
Kollektoren mit zweifacher Abdeckung wird dieser Effekt wichtig, insbesondere dann, wenn der
Dammwirkung noch durch Argon-Fiillung gesteigert wird und die Glasoberfldchen mit einer Infra-
rotstrahlung reflektierenden Schicht versehen sind. Falls aber gleichzeitig die riickseitige und seitli-
che Isolation entsprechend verbessert wird, kann der Wérmebriickeneffekt der seitlichen Wérme-

dédmmung wiederum vernachlissigt werden.
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2.4 Beriicksichtigung des Randeffekts bei Absorbern

Eismann und Prasser (2013) haben eine Korrelation fiir einen Korrekturfaktor hergeleitet, die
den Randeffekt bei nicht idealen Absorbern quantifiziert, bei denen die Absorberrohre nicht bis

zum Rand mit dem Absorberblech verbunden sind.

2.4.1 Zweidimensionale Modellierung des Absorbers

Zweidimensionale Simulationen veranschaulichen diesen Randeffekt. Abbildung 2-10 zeigt
beispielhaft die Temperaturverteilung in einem Absorberstreifen, bzw. in dem entsprechenden,

periodischen Ausschnitt eines einteiligen Absorberbleches.

°C

Temperatur

Abbildung 2-10 Temperaturverteilung in einem 0.3 m tiefen und 132 mm breiten periodischen Aus-
schnitt eines Absorberbleches. Die Schweissnaht endet 80 mm vor der Blechkante.

Die Tiefe des Ausschnittes im Randbereich betréigt 300 mm. Die Dicke des Bleches betragt
0.12 mm . Das Material hat mit 385 W/Km die Wirmeleitfahigkeit von Kupfer. Die Absorberrohre
haben einen Abstand von 132 mm. Die Bestrahlungsstirke betragt 800 W/ m? . Die Umgebung hat
eine Temperatur von 20 °C. Der Transmissionsgrad der Abdeckung ist 0.91, Absorptionsgrad der
Absorberschicht 0.95. Ein Wirmeverlustkoeffizient von 4 W/ m* wurde angenommen. Die
Schweissnaht endet 80 mm vor dem Rand des Absorberbleches. Die Temperatur der Schweissnaht

betrdgt 50 °C . Beim idealen Absorber wiirde die durchschnittliche Absorbertemperatur 64.4 °C
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betragen. Aufgrund der unvollstdndigen Schweissung liegt die Durchschnittstemperatur im Rand-

bereich rund 10 K hoher, was entsprechend hohere Wéarmeverluste zur Folge hat.

Abbildung 2-11 zeigt die Temperaturverteilung desselben Ausschnitts, jedoch mit geschweiss-
tem Rohrbogen. Der Radius des Bogens betrdgt 36 mm. Der Abstand von der Rohrachse zum Rand
des Bleches betridgt 84 mm. In diesem Fall liegt die mittlere Temperatur des Randbereiches mit

70.4 °C etwas tiefer. Der Warmeverlust ist dadurch ebenfalls etwas tiefer, aber immer noch héher

als beim idealen Absorber.
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Abbildung 2-11

Temperaturverteilung in einem 0.3 m tiefen und 132 mm breiten periodischen Aus-

schnitt eines Absorberbleches. Der Scheitel des Rohrbogens liegt 84 mm vor der
Blechkante.

Zunichst stellt sich die Frage, welche Grosse im analytischen Modell durch Multiplikation mit
einem Korrekturfaktor korrigiert werden soll. Grundsitzlich kommen alle dimensionslosen Kenn-
zahlen F,, Fy, F, und F,, in Frage. Weil aber der Einfluss des Randeffektes klein ist, geniigt es,
nur die drei wichtigsten Einflussgrossen zu beriicksichtigen. Diese sind die Finnenbreite f , die
Distanz e zwischen dem Ende der geraden Schweissnaht und dem Rand des Absorberbleches be-
zichungsweise dem Scheitel des Rohrbogens und dem Rand des Absorberbleches sowie der Ver-
lustkoeffizient U, . Es liegt daher nahe, den Korrekturfaktor fiir den Standard-Finnenwirkungsgrad
F, herzuleiten. Der Korrekturfaktor wird definiert als Verhdltnis des realen Finnenwirkungsgrades

im Randbereich zum Standard-Finnenwirkungsgrad R,, = F,/ F;.
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2.4.1.1 Bereich der betrachteten Geometrien

Zur Modellierung der Geometrie des Randbereiches wurden zwei Klassen von Absorbern defi-
niert. Die eine Klasse enthélt nur Absorber, bei denen die Schweissnédhte gerader, dquidistanter
Absorberrohre in einem Abstand e vor dem Rand des Absorberbleches enden. Der Warmetransport
vom Absorberblech zu den nicht geschweissten Teilen der Absorberrohre wird vernachlissigt. Die
andere Klasse enthdlt nur Absorber, bei denen sowohl die geraden Abschnitte des Absorberrohres
als auch die Rohrbogen geschweisst sind. Fiir jede dieser Klassen werden nun diskrete Fille defi-

niert, die einen sinnvollen Bereich der moglichen Geometrien abdecken.

In allen Fillen wird mit einer Breite der Schweissnaht von 4 mm gerechnet. Der minimale Ra-
dius des Rohrbogens ist abhdngig vom Werkstoff, der Wanddicke und dem Durchmesser der Roh-
re, sowie von der verwendeten Biegetechnologie. Er liegt bei heutigen Absorbern zwischen 20 und
50 mm. Der Einfluss des Biegeradius auf den Wirkungsgrad wird nicht diskutiert. Es wird mit ei-
nem mittleren Biegeradius von 36 mm gerechnet. Der Bereich der Finnenbreite wird von 34 mm bis
74 mm festgelegt und in Schritten von 10 mm abgedeckt. Die Rohrbogen sind durch zwei Viertel-
bogen und ein gerades Verbindungsstiick mit entsprechender Lénge modelliert. Fiir den Abstand
zwischen dem Ende gerader Schweissnidhte und dem Rand des Absorberbleches wird ein Bereich
von 0 bis 120 mm definiert und in Schritten von 20 mm abgedeckt. Weil der Rohrbogen unter dem
Absorberblech liegen muss, kann dessen Achsabstand zum Rand des Absorberbleches nicht null

sein. Fiir geschweisste Rohrbogen wird daher ein Bereich von 4 bis 124 mm definiert.

Fiir den Wirmeverlustkoeffizienten wird ein Bereich von 2 bis 5 W/m’K in ganzzahligen Inter-
vallen abgesteckt. Dieser Bereich schliesst sowohl Flachkollektoren mit einfacher Abdeckung ein,
als auch Flachkollektoren mit einer zweifachen Abdeckung aus entspiegeltem Glas und Edelgasfiil-
lung des Glaszwischenraumes, wie sie durch Foste, Ehrmann et al. (2011) detailliert untersucht

wurden. Mit diesem Wertebereich enthilt jede Klasse 140 Fille.

Der Randeffekt ist maximal bei dem Fall, der durch die grosste Finnenbreite, den grossten Ab-
stand des Schweissnahtendes zum Blechrand, das niedrigste Wérmeleitvermogen des Absorberble-
ches und den hochsten Wert fiir den Wiarmeverlustkoeffizienten definiert ist. Mit Hilfe einer vor-
gingigen Simulation dieses Falles wurde festgestellt, dass es ausreicht, als Randbereich einen Strei-
fen der Breite /, =300 mm entlang der Kante des Absorberbleches zu betrachten und den Rest des
Absorbers als ideal zu behandeln. Alle Fille wurden mit diesem Wert fiir die Breite des Randgebie-

tes modelliert.

Bei nicht idealen Absorbern nimmt die Warmestromdichte in der Schweissnaht gegen deren

Ende zu. Daher muss auch das treibende Temperaturgefille zwischen der Finnenbasis und dem
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Fluid zunehmen. Simulationsrechnungen von Kollektoren mit bekannter Geometrie mit Hilfe des
Programms SimCol zeigten aber, dass das Warmeleitvermdgen von derzeit eingesetzten Schweiss-
verfahren mit > 30 /#/Km recht hoch ist und der Wirmeiibergang von der Rohrwand an das Fluid
in derselben Grossenordnung liegt. Der Anstieg der Temperaturdifferenz zwischen der Fliissigkeit
und der Schweissnaht gegen deren Ende ist daher vernachlassigbar. Es wird mit einer willkiirlich

festgelegten Temperatur der Schweissnaht von 50 °C gerechnet.

2.4.1.2 zweidimensionale Modellierung

In Anlehnung an die Gleichung (3.5) lautet die Gleichung fiir zweidimensionale stationire

Wirmeleitung im Absorber.

o°’T, o°T
L+—F+ Y, [i— p+Taj=0 (3.46)
Ox " As,\Up

Diese Gleichung wird auf einem équidistanten Gitter von m x n Zellen mit einer einheitlichen Kan-
tenlénge / gelost. Die Diskretisierung fiihrt auf die entsprechende Differenzengleichung.
T, 2T ; +T, T, 2T ; +T,

- il . i,j+1+lUL {Ui_Tii+Taj:0 (3.47)
»Sp L )

Durch Multiplikation mit h* und Umstellen erhilt man eine Gleichung fiir die Temperatur der
Zelle ij als Funktion der Temperaturen der Nachbarzellen aus dem vorangehenden Iterations-

schritt:

-1
. XY nu,( S
Uy :[4+ Lj |:Til,j AT+ T+ T +A—L(_+Taﬂ (3.48)

»Sp »Sp UL

Die Losung wird iterativ bestimmt, indem alle Knoten der Reihe nach abgearbeitet werden. Die
Rechnung wird abgebrochen, wenn die Temperaturdifferenz zwischen zwei Iterationsschritten in
keinem der Knoten den festgelegten Grenzwert von 67 = 10K unterschreitet. Im Prinzip reicht
allein diese Rechenvorschrift aus, um den stationdren Zustand zu berechnen. Das Verfahren ldsst

sich jedoch durch Uberrelaxation erheblich beschleunigen. Dabei wird die Differenz zwischen der

neu berechneten Temperatur 7;

;; zur Temperatur 7,

;; aus dem vorangegangenen Rechenschritt mit

einem Faktor o multipliziert und zur Temperatur 7, ; addiert.
Y;Zj:];,j—i_w[];,j_];,j:l (3.49)
Der Faktor darf die Werte 1<® <2 haben. Bei @ =1 erhélt man die Rechenvorschrift nach Glei-

chung (3.48) weil T; ; =T; ;. Fiir ®=2 wiirde die Folgen von Lésungen zwar endliche Werte ha-
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ben, aber nicht konvergieren. Fiir das vorliegende Problem hat sich @=1.96 gut bewéhrt. Mit die-

ser Wahl konnte das Rechenverfahren um einen Faktor 100 beschleunigt werden.

Die Zellen, die das Absorberblech reprasentieren, sind mit Randzellen umgeben, welche die
adiabatischen Randbedingungen definieren. Nach jeder Iteration werden die Temperaturen in die-
sen Randzellen gleich der Temperatur der benachbarten Zelle des Absorberbleches gesetzt. Durch
dieses Verfahren war es nicht erforderlich, Differenzengleichungen fiir die Randzellen zu definie-

ren.

Die Zellen der Schweissnaht definieren isotherme Randbedingungen. Wie beim Standard-
Finnenwirkungsgrad, ist auch fiir die Berechnung des realen Finnenwirkungsgrades nur der Beitrag
der Finne selbst relevant. Der Beitrag der Schweissnaht kommt erst bei der Berechnung des realen
Kollektorwirkungsgradfaktors F’ ins Spiel. In den Modellen mit gerader Schweissnaht ist die
Achse der Schweissnaht auch eine Symmetrieachse der Temperaturverteilung. Daher ist es ausrei-
chend, nur eine Finne zu modellieren. In den Modellen mit geschweissten Rohrbogen ist diese

Symmetrie gebrochen und es ist erforderlich, die ganze Breite des Streifens zu modellieren.

geschweisster Rohrbogen ’7 f=34

Absorberfinne

\
bL'4 Schweissnaht iiber der Rohrachse

Abbildung 2-12 Modellregion eines einteiligen Absorbers mit geschweissten Rohrbogen. Alle Dimen-
sionen sind in Millimetern angegeben.

Abbildung 2-12 zeigt die Modellregion eines Absorbers mit geschweisstem Rohrbogen. Die
Zellen, die den geschweissten Rohrbogen représentieren, definieren isotherme Randbedingungen.
Weil sie aber gleichzeitig Teil der Absorberfinne sind, tragen sie auch zum Energiegewinn bei. Die
Zellen zwischen der Schweissnaht und dem Rand des Absorberbleches, welche die Schweissnaht
eines idealen Absorberstreifens definieren wiirden, tragen weder zum Energiegewinn noch zu den
Wirmeverlusten bei, sondern ermdglichen nur die Warmeleitung zwischen den beiden Absorber-

finnen.
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Durch das Diskretisierungsverfahren wird ein kleiner systematischer Fehler eingefiihrt, der etwa
proportional zur Kantenldnge der Zelle ist. Dieser Fehler wurde durch den Vergleich der analyti-
schen und numerischen Losungen fir den Fall eines idealen Absorberstreifens
(F

0,num

- Fo’um,yt) / Fy aunay: berechnet. Der Fehler ist fiir maximale Finnenbreite, minimales Warme-
leitvermdgen und maximalen Warmeverlustkoeffizient am hochsten. Bei einer Maschenweite von
2 mm betrigt der Fehler 0.0068, fiir ein Raster Abstand von 1 mm hingegen nur 0.0032. Da der
Korrekturfaktor R, , durch das Verhiltnis numerisch berechneter Finnenwirkungsgrade bestimmt
wird, wiirde dieser Fehler praktisch eliminiert. Weil es die Rechenkapazitidt ohne weiteres zulisst,

wird dennoch mit einer Maschenweite von 1 mm gerechnet.

2.4.1.3 Berechnung des Korrekturfaktors aus Simulationsergebnissen

Aus den Losungen der Simulationsrechnungen werden die realen Finnenwirkungsgrade fiir den
Randbereich fiir alle N =140 Fille in jeder Klasse ermittelt. Weil fiir jede Finnenbreite und jeden
globalen Verlustkoeffizienten auch der Idealfall mit gerader Schweissnaht und e =0 berechnet
wird, kann der Korrekturfaktor durch das Verhéltnis zwischen dem realen Finnenwirkungsgrad und
dem Standard-Finnenwirkungsgrad R, , = F,, / F, k {1..N }ausgedriickt werden. Die Korrelati-
on fiir den Korrekturfaktor wird nun als Produkt dimensionsloser Funktionen definiert.

_ Fe,k _ ! o,
R, =—£=TIr® (3.50)
? FO r=1

Diese Korrelation soll hinreichend einfach und damit fiir praktische Anwendungen geeignet sein.

Ihre Genauigkeit soll, verglichen mit den numerischen Resultaten, besser als 0.5% sein.

_EA e m = 005
- . (3.51)

A
¢ F,,

Die Funktionen 7, werden abhéngig sein von der Finnenbreite f* und vom Randabstand e . Aus-
serdem enthalten diese Funktionen den festen Parameter /,, der durch die Problemstellung gegeben
ist. Damit der Korrekturfaktor dimensionslos ist, miissen die Funktionen mindestens zwei dieser
geometrischen Grossen als rationalen Ausdruck enthalten. Bei idealen Absorbern ist der Einfluss
des Verlustkoeffizienten U, und des Warmeleitvermdgens 4,s, auf die nutzbare Wérmeleistung
bereits im Standard-Finnenwirkungsgrad beriicksichtigt. Die zweidimensionale Rechnung zeigt
jedoch, dass im Randbereich eine andere Abhéngigkeit zwischen den geometrischen Gréssen, dem
Verlustkoeffizienten und dem Wérmeleitvermogen besteht. Die Korrelation wird daher explizit
vom globalen Verlustkoeftizienten U, abhingig sein. Dieser wird auf einen willkiirlich festgeleg-

ten Referenzwert von U, , =4 W/Km?* bezogen, damit der Korrekturfaktor dimensionslos bleibt.
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Um moglichst tiefe Kosten zu erzielen, wird man sich bei der Entwicklung von Sonnenkollekt-
oren an Blechdicken halten, die auf dem Weltmarkt in Standardgrosse angeboten werden und von
mehr als einem Lieferanten bezogen werden kdnnen. Neben der thermischen Leistungsfahigkeit
bestimmen auch das Fertigungsverfahren und die Anforderungen an mechanische Stabilitdt und
Handhabbarkeit die Wahl der Blechdicke. Die geringe Vielfalt der tatsdchlich eingesetzten Absor-
berbleche ist Ausdruck dieser Gewichtung. Es ist daher sinnvoll, das Wérmeleitvermdgen in der
Korrelation nicht explizit zu beriicksichtigen, sondern drei Korrelationen anzugeben, die den Be-
reich der am haufigsten eingesetzten Absorberbleche abdecken. In Tabelle 2-1 sind die Blechdi-

cken, die Warmeleitfédhigkeit und das daraus resultierende Warmeleitvermdgen fiir drei handelsiib-

liche Bleche aufgefiihrt.
Tabelle 2-1 Wiérmeleitvermogen dreier handelsiiblicher Absorberbleche.
Material Dicke Warmeleitfahigkeit Wirmeleitvermogen
mm W/ Km W/ K
Cu-ETP 0.12 385 0.046
Cu-ETP 0.20 385 0.077
Al99.5 0.50 210 0.105

Die Form der Kennzahlen wird davon abhéngen, ob die Schweissndhte gerade sind oder ob die

Verbindungsbogen zwischen zwei parallelen Absorberrohren durchgeschweisst sind.

2.4.1.4 Gerade Schweissnaht

Bei einer geraden Schweissnaht ist die Temperaturverteilung sowohl symmetrisch beziiglich der
Rohrachse als auch symmetrisch beziiglich der Mittellinie zwischen zwei Rohren. Es geniigt daher,
den Bereich einer Finne inklusive der halben Schweissnaht zu betrachten. Bei einem Wert e=0,
der den idealen Absorberstreifen definiert, muss der Korrekturfaktor gleich eins sein. Fiir alle Wer-
te Wert e >0 muss der Korrekturfaktor kleiner als eins sein. Eine einzelne Funktion der folgenden

Form erfiillt die Anforderungen an die Genauigkeit und Einfachheit:

a c d%
” IIM[U_J ] 6.52)

fbl:Jrcfb UO

Die Exponenten der Funktion 7, sind unterschiedlich bei den drei ausgewéhlten Wérmeleit-
vermdgen. Der Exponent o, der Funktion und die Exponenten der inneren Terme werden rekursiv

in zwei aufeinander folgenden Schritten bestimmt. Zuerst werden Anfangswerte fiir die Exponen-



61

ten a, b, ¢ und d der inneren Terme geschitzt. Oberhalb und unterhalb jedes Anfangswertes werden
zweil weitere dquidistante Werte definiert, so dass je fiinf Werte eine Region abdecken, welche die
gesuchten Werte der Exponenten enthalten. Diese fiinf Werte fiir die vier Exponenten ergeben eine
Anzahl von 5' =625 Variationen, die in jedem Iterationsschritt zu berechnen sind. Da es nicht
offensichtlich ist, ob die beiden Vorzeichen innerhalb der Funktion positiv oder negativ zu wéhlen
sind, werden vier zusitzliche Variationen beriicksichtigt. SchlieBlich erhdlt man eine Gesamtzahl

von M =5%2% =2500 Variationen.

Im ersten Schritt wird die Funktion fiir alle N =140 Félle mit einer ersten Variation der Expo-
nenten ausgewertet. Falls alle 140 Funktionswerte reell und positiv sind, werden die Logarithmen
der 140 Funktionswerte gespeichert. Andernfalls wird der Schritt mit der ndchsten Variation des
Exponenten wiederholt. Am Ende dieses ersten Schrittes hat man eine Anzahl M '< M Variationen,

die reellwertige Funktionen definieren.

Im zweiten Schritt werden fiir jene M’ Variationen der Exponenten, deren Funktionswerte lo-
garithmiert wurden, die Gleichungssysteme fiir ¢¢; nach der Methode der kleinsten Quadrate ge-

16st.

In(R,, )= ln(%k J =o,In(m,) (3.53)

0

Anschliessend wird der reale Finnenwirkungsgrad im Randbereich ﬁ;’k = Fym{} unter Verwen-
dung aller Kandidaten fiir &; berechnet und mit dem realen Finnenwirkungsgrad aus den Simulati-

onsrechnungen verglichen.

(3.54)

Der Satz Exponenten der inneren Terme, welche den kleinsten maximalen Fehler zur Folge hat,
definiert die Mittelpunkte fiir einen neuen Satz von je 5 Werten fiir jeden Exponenten. Der Abstand
zwischen diesen Werten ist jedoch gegeniiber dem vorherigen Iterationsschritt halbiert. Diese Pro-
zedur wird so lange wiederholt, bis der maximale Fehler unterhalb der geforderten Genauigkeit
liegt. Bei giinstiger Wahl der Startwerte kann die Rechnung nach 10 Iterationen abgebrochen wer-
den. Bei der Interpretation der auf diesem Wege erhaltenen Exponenten muss man bedenken, dass
es unendlich viele Sdtze von Exponenten gibt, die das geforderte Kriterium erfiillen. Die Werte,
gegen die die Exponenten konvergieren, ist nicht nur von der Wahl des Startwertes abhingig, son-
dern auch von der Wahl des Kontraktionsfaktors, mit dem die Intervalle zwischen den fiinf Kandi-

daten eines Exponenten fiir die néchste Iteration festgelegt werden.
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2.4.1.5 Geschweisste Bogen

Zur Berechnung des realen Finnenwirkungsgrades bei geschweissten Bogen wird der Korrek-
turfaktor durch das Produkt zweier Funktionen gebildet. Die erste Funktion soll dieselbe Form
haben wie die Funktion fiir gerade Schweissnédhte. Die Form der zweiten Funktion wird anhand
von zweidimensionalen Berechnungen ausgewihlter Fille ermittelt. Diese zeigen, dass der Fin-
nenwirkungsgrad eines Absorbers mit geschweissten Bogen, dessen Abstand zum Rand des Absor-
berbleches minimal ist, leicht iiber dem Finnenwirkungsgrad der idealen Finne liegt. Ausserdem
muss auch in dieser Funktion die Abhingigkeit vom Verlustkoeffizienten explizit beriicksichtigt

werden. Die Funktion 7, , die den realen Finnenwirkungsgrad zusammen mit der Funktion 7,

T A
ey

Das Gleichungssystem, das nun zu losen ist, lautet entsprechend

hinreichend gut abbildet, lautet

0

ln[lzf’l J =ayIn(r,, )+ a, In(m,, ) (3.56)

Das Losungsverfahren zur Bestimmung der Exponenten «,, a,,a,b,c,d ,pund q ist dasselbe wie
im Abschnitt 2.4.1.4 beschrieben. Durch Simulationsrechnungen mit anderen Werkstoffen und
optischen Eigenschaften sowie unterschiedlichen Basistemperaturen wurde nachgewiesen, dass die

Korrelation nicht noch von anderen Variablen abhingt.

2.4.1.6 Modellierung der Schweissnaht

Bisher wurde nur der Randeffekt der Absorberfinne selbst diskutiert. Bei der Berechnung der
nutzbaren Leistung nach Gleichung (3.12) wird jedoch auch der Beitrag der Schweissnaht beriick-
sichtigt. Diese Gleichung impliziert, dass die Schweissnaht die gleichen optischen Eigenschaften
hat wie die Absorberfinne, was nicht immer der Fall ist. Beim Ultraschall-Schweissen wird die
selektive Oberfliche vollstindig entfernt. Die dabei entstehende blanke Metalloberfldche hat so-
wohl einen sehr geringen Absorptionsgrad als auch einen sehr niedrigen Emissionsgrad. Diese
Werte nehmen im Laufe der Zeit aufgrund der Oxidation zu. Thre Zunahme ist abhingig von den
Materialeigenschaften, der statistischen Haufigkeit der auftretenden Temperaturen und vom
Mikroklima im Kollektorgehduse. Dariiber hinaus impliziert dieselbe Gleichung, dass die
Schweissnaht iiber die gesamte Linge des Absorberbleches zur nutzbaren Leistung beitragt. Dies

gilt aber nur fiir ideale Absorber. Die Fliche der Schweissnihte ist im Vergleich zur Fldche des
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Absorbers klein. Daher ist auch ihr Einfluss auf den Wirkungsgrad gering. Der Idealfall ist eine
Schweissnaht, die sich iiber die gesamte Liange des Absorberbleches erstreckt und die dieselben
optischen Eigenschaften hat wie die Absorberfinne. Die Abweichung von diesem Idealfall wird
nach einem vereinfachenden Ansatz modelliert. Dabei wird die Breite b der Schweissnaht in Glei-
chung (3.12) mit dem Verhéltnis der Absorptionsgraden der Finne o, und der Schweissnaht o,
sowie dem Verhdltnis der Lénge der geraden Schweissnaht zur Gesamtlédnge des Absorberbleches

gewichtet.

lp —26)%

b':b-szb( (3.57)

p aP

Nun bleibt noch die Frage, wie die beiden Bereiche der Lange e beriicksichtigt werden sollen,
die bei idealem Absorber Teile der Schweissnaht bilden. In den meisten Fillen wird der Absorber
durch lokale Elemente im Kollektorgehéduse fixiert sein. Die Bereiche des Absorberbleches zwi-
schen diesen Elementen wird durch die thermomechanischen Spannungen, die aufgrund der inho-
mogenen Temperaturverteilung stets auftreten, eine leichte Wellenform annehmen. Dadurch wird
der Abstand zwischen Absorberblech und Glas lokal verringert, was zu hdheren Wérmeverlusten
fiihrt. Unter der Annahme, dass diese Warmeverluste von derselben Grossenordnung sind wie der

Energiegewinn in den nicht geschweissten Bereichen, kann deren Beriicksichtigung entfallen.

2.4.2 Korrekturfaktor fiir den Randeffekt

Der Korrekturfaktor R, beriicksichtigt, der im Kapitel 2.4.1 hergeleitet wurde. Seine allge-

a c d*n P q “
R, =1+ 1) (f;fl? (U—] : [—le_” ] (U—] (3.58)
f le UO le UO

Die Exponenten sind in Tabelle 2.2 definiert. Die oberen drei Zeilen gelten fiir Absorber, bei denen

meine Form lautet

nur die geraden Strecken der Absorberrohre mit dem Blech verbunden sind. Die unteren drei Zeilen
gelten flir Absorber, bei denen sowohl die geraden Strecken als auch die Bogen der Absorberrohre
mit dem Blech verbunden sind. Der Beitrag der Schweissnaht zur nutzbaren Leistung wird mit dem
Korrekturfaktor R, beriicksichtigt.

R, = (4,;_2e) % (3.59)

P p

a

Der Korrekturfaktor R,, beschreibt nur den Randeffekt im Randbereich selbst, wahrend der

Teil des Absorbers zwischen den Randbereichen als ideal betrachtet wird. Durch Gewichtung mit
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den entsprechenden Langen wird ein Korrekturfaktor definiert, der den Randeffekt bezogen auf den

ganzen Absorber beschreibt.

(3.60)

Der reale lokale Wirkungsgradfaktor F’' des Kollektors kann nun unter Verwendung der Glei-

chung (3.15) und den beiden Korrekturfaktoren R, und R, berechnet werden.

1
F'= /Uy (3.61)
1 1 1
w +—
U (Rb+RF2f) Cy o, dn
Tabelle 2-2 Exponenten der Terme des Korrekturfaktors fiir drei unterschiedliche Warmeleitvermo-
gen. Der Referenzwert des Verlustfaktors betrigt 4 W/m® .

ApSp oy a, a b c d P q
W/K _ _ _ _ _ _ _ -
0.046  gerade -1.0297 0 1.4057  0.0220  0.7213 1.2634 0 0
0.077  gerade -0.7880 0 1.4565  0.0016  0.8239  1.3465 0 0
0.105  gerade -0.6211 0 1.4309  0.0151  0.8778 1.4677 0 0

0.046 Bogen -1.0865 -0.0047 2.6025  0.0188  0.7410 -0.1840 0.6100 -1.2637
0.077 Bogen -0.9622 -0.0057 2.8611 -0.0766 0.8256  -0.4009  0.2952  -0.5879
0.105 Bogen -0.7283 -0.0020 2.8387  -0.0215 0.8685 -0.2265 0.6278  -1.0630

Fiir die Diskussion des Randeffektes wird der Finnenwirkungsgrad der Randregion mit dem

Standard Finnenwirkungsgrad idealer Absorber verglichen.

Die Abbildungen 2-13, 2-14 und 2-15 zeigen den realen Finnenwirkungsgrad fiir den gesamten
Bereich der geometrischen Parameter. Die ausgezogenen Kurven gelten fiir Absorber, bei denen
nur die geraden Absorber geschweisst sind. Die gestrichelt gezeichneten Kurven gelten fiir Absor-
ber, bei denen die Bogen ebenfalls geschweisst sind. Die Marker zeigen den Referenzwert aus den
Simulationsrechnungen. Aus Griinden der Ubersichtlichkeit sind die Kurven fiir die Finnenbreiten
44 mmund 64 mm weggelassen. Fiir den gleichen Randabstand e sind die Finnenwirkungsgrade
von Absorbern mit geschweissten Bogen stets hoher als bei Absorbern, bei denen die Bogen nicht
geschweisst sind. Es ist offenbar mdglich, den Finnenwirkungsgrad gegeniiber demjenigen des
idealen Absorbers geringfiigig zu erhdhen. Der Unterschied ist bei maximaler Finnenbreite und

minimalem Wérmeleitvermdgen am stérksten ausgepragt.

Die Abbildungen 2-16, 2-17 und 2-18 zeigen den Einfluss des Verlustkoeffizienten U, auf den

Finnenwirkungsgrad eines Absorbers mit einer Finnenbreite von 54 mm. Je niedriger der Verlust-



65

koeffizienten ist, desto weniger ausgepragt ist der Riickgang des Wirkungsgrades mit zunehmender
Distanz e. Bei Absorbern mit dem kleinsten Warmeleitvermogen ist der Unterschied zwischen

Absorbern mit und ohne geschweisste Rohrbogen am grdssten.
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Abbildung 2-13 Finnenwirkungsgrad bei einem Verlustkoeffizienten von 4 W/m” und einem Wirme-
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Abbildung 2-16

Abbildung 2-17

Abbildung 2-18
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Finnenwirkungsgrad einer 54 mm breiten Finne bei verschiedenen Verlustkoeffizien-
ten und einem Warmeleitvermdgen von 0.046 W/K.
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ten und einem Warmeleitvermdgen von 0.105 W/K.
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2.4.2.1 Wirtschaftliche Bedeutung

Die wirtschaftliche Bedeutung des verbesserten Modells wird deutlich, wenn die fertigungs-
technischen Randbedingungen des Absorber-Designs beriicksichtigt werden. Dazu werden Leis-
tung und Materialaufwand von drei Ausfithrungsvarianten eines Méanderabsorbers und eines idea-
len Absorber verglichen. In diesem Beispiel wird einem Flachkollektor mit einer einfachen Abde-
ckung aus hochtransparentem Glas betrachtet. Das Glas hat einen Transmissionsgrad von
7.=0.91, einen Emissionsgrad von &.=0.88 und einen Absorptionsgrad von o, =0.01. Der
Absorber hat eine Fliche von2.2 m?, eine Breite von 1.2 m in Richtung der horizontalen Absorber-
rohre und eine Lange von 2 m in Neigungsrichtung. Die Absorberschicht hat ein Absorptionsgrad
von @, =0.95 und einen Emissionsgrad von ¢, =0.05 Das Absorberblech besteht aus Kupfer und
ist 0.12 mm dick. Das Wiarmeleitvermdgen betrdgt 0.046 W/K. Das Absorberrohr hat einen Aus-
sendurchmesser von 8 mm und eine Wandstidrke von 0.5 mm. Der Radius des Rohrbogens ist 36
mm. Die Breite der Schweissnaht betrdgt 4 mm. Der Achsabstand der Absorberrohre betriagt 132
mm, was einer Finnenbreite von 64 mm und einer Gesamtzahl von 15 horizontalen Absorberroh-
ren entspricht. Die Verbindung ist lasergeschweisst. Dadurch wird die selektive Beschichtung nicht
beeintrachtigt und man kann bei der Schweissnaht mit demselben Absorptionsgrad a;, = «, rech-
nen. Fiir die Schweissverbindung wird ein Wirmeleitvermdgen von 40 W/mK angenommen. Der
Abstand zwischen Absorber und Glas betrdgt 0.03 m. Der Neigungswinkel des Kollektors betragt
45°, Die riickseitige Warmeddammung besteht aus 50 mm Mineralwolle mit einer Warmeleitfahig-
keit von 0.05W/mK . Aus Griinden der leichteren Nachvollziehbarkeit wird die Temperaturabhin-
gigkeit der Warmeleitfahigkeit nicht beriicksichtigt. Aus demselben Grund wird zur Berechnung
des konvektiven Wiarmeverlustes iiber den Luftspalt die Korrelation nach Hollands et al. (1976)
ohne Korrektur verwendet. Fiir den konvektiven Warmeiibergang von der Glasoberfliche an die
Umgebung wird die Korrelation nach Adams (1953) verwendet, die von Duffie und Beckmann
(1991, p. 174) zitiert wird. Fiir den konvektiven Wérmeiibergang von den {ibrigen Oberfldchen des
Kollektors an die Umgebung wird ein einheitlicher Wert von 10 W/K m’ angenommen. Die Wind-
geschwindigkeit {iber der Glasoberfliche betriigt 3m/s. Die Bestrahlungsstirke in der Kollektor-
ebene ist 800 W/m’. Die Umgebungstemperatur und die Himmelstemperatur wurde derselbe Wert
von 20 °C festgelegt. Die Kollektoren werden mit Wasser bei einem spezifischen Volumenstrom
von 30/ / m*h betrieben. Fiir den Wirmeiibergang von der Rohrwand an das Fluid werden die Kor-

relationen (3.17) bis (3.19) verwendet.

Zum Vergleich der Varianten wird der Betriebszustand gewihlt, der durch das Verhiltnis von
Temperaturdifferenz und Bestrahlungsstirke von (T " —Ta) / G=0.05 mzK/ W definiert ist. Bei

den oben definierten Werten fiir die Bestrahlungsstirke und die Umgebungstemperatur entspricht
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diesem Zustand eine mittlere Fluidtemperatur von 60 °C. Dies ist ein typischer Wert fiir Nieder-
temperaturanwendungen wie Heizung und Warmwasserbereitung. Bei der Nutzen/Kosten Optimie-
rung im Rahmen der Produktentwicklung miissen folgende Varianten gepriift werden, deren Simu-

lationsergebnisse in Abbildung 2-19 dargestellt sind:

1) Der Wirkungsgrad des Kollektors kann maximiert werden, indem die Rohrbogen in ei-
nem minimalen Abstand von 4 mm an den Rand des Absorberbleches gefiihrt und ge-
schweisst werden. Gegeniiber dem Absorber mit idealem Absorber ist der Wirkungs-
grad lediglich um 0.4% hoher. Allerdings muss man bedenken, dass sich der ideale Ab-
sorber kaum realisieren lésst, weil die Platzverhéltnisse durch die angestrebte Optimie-

rung ohnehin sehr beschrinkt sind.

2) Indem man auf das Schweissen der Rohrbogen verzichtet, konnen die Investitionskos-
ten der Schweissmaschine erheblich reduziert werden. Ausserdem lésst sich dadurch die
Fertigungskapazitit der Schweissmaschine erhéhen. Aus fertigungstechnischen Griin-
den kann die Schweissnaht nicht bis zum Bogen gefiihrt werden. Es wird mit einem Ab-
stand e =80 mm gerechnet. Gegeniiber der Maximalvariante 1) muss mit einem 5.4%

schlechteren Wirkungsgrad gerechnet werden.

3) Durch Schweissen der Rohrbogen ldsst sich, bei gleichem Wirkungsgrad wie bei Vari-
ante 2), die Lange des Absorberrohres reduzieren, Dadurch konnen nicht nur Material-
kosten gespart werden. Auch der Druckabfall und die erforderliche Pumpleistung wer-
den reduziert. Im Vergleich zur Variante 2) kann pro Absorber 2.85 m oder 0.299 kg
Kupferrohr eingespart werden. Bei einer Jahresproduktion von beispielsweise 100000

Kollektoren summiert sich dieser scheinbar kleine Betrag zu 29.9 ¢!
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Kollektorwirkungsgrad und lokaler Kollektorwirkungsgradfaktor fiir den Kollektor

mit idealem Absorber und drei realen Ausfiihrungsvarianten.
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2.5 Verbesserte Korrelation fiir die Konvektion im

Luftspalt

2.5.1 Literatur zur Konvektion im Luftspalt

2.5.1.1 Luftspalte, begrenzt durch isotherme Platten

Tabor (1958) hat die damals verfiigbare Literatur ausgewertet und die oft dimensionsbehafteten
Korrelationen in generalisierter Form als Funktion der Grashof- und Prandtl-Zahl dargestellt. Die
zugrundeliegenden Arbeiten, unter anderen jene von De Graaf et al. (1953), van der Held et al.
(1954) sowie von Jakob (1954), basieren auf Experimenten an Luftpalten, die durch isotherme

Platten begrenzt und iiber die untere Platte beheizt wurden.

De Graaf und van der Held haben nicht nur die Nusselt-Zahl bestimmt, sondern auch die Str6-
mungsform im Luftspalt durch ein optisches Verfahren sichtbar gemacht. Aus diesen Beobachtun-
gen wurden kritische Rayleigh-Zahlen fiir die Uberginge zwischen den Stromungsformen ermittelt.
Es wurden horizontale und geneigte Luftspalte untersucht, mit folgenden Resultaten. Bei horizonta-
len Luftspalten bildet sich unterhalb einer ersten kritischen Rayleigh-Zahl von 2000 eine Tempera-
turschichtung aus. Der Warmetransport geschieht allein durch Warmeleitung. Oberhalb dieser Ray-
leigh-Zahl bilden sich mehrheitlich dreieckige Konvektionszellen, deren Ausdehnung etwa das
zwei bis dreifache der Luftspaltdicke betrdgt. Ab einer zweiten kritischen Rayleigh-Zahl geht diese
regelmassige Struktur in eine chaotische Stromung iiber. Bei geneigtem Luftspalt existiert unter-
halb einer ersten kritischen Rayleigh-Zahl, die jedoch kleiner ist als bei horizontalem Luftspalt,
ebenfalls eine Temperaturschichtung. Allerdings stellt sich gleichzeitig eine laminare Strdmung in
Form einer einzigen Konvektionszelle ein, die den gesamten Querschnitt des Luftspaltes bean-
sprucht. Oberhalb dieser ersten kritischen Rayleigh-Zahl entstehen regelméssige Konvektionswal-
zen, deren Achsen in Neigungsrichtung verlaufen. Ab einer zweiten kritischen Rayleigh-Zahl geht
diese regelmassige Struktur wiederum in eine chaotische Stromung iiber. De Graaf und van der
Held (1953) haben beobachtet, dass dieser chaotischen Stromungsform die Stromung einer einzi-

gen Konvektionszelle iiberlagert ist.

Krishnamurti (1970) untersuchte horizontale Spalte von 2 bis 5 ¢m Dicke mit unterschiedlichen
Fluiden. Aus den experimentellen Resultaten leitete er eine Stromungsformenkarte ab, mit der Ray-
leigh- und Prandtl-Zahl als Koordinaten. Fiir Luft liegen die Ubergiéinge zwischen den Strémungs-
formen bei nur geringfiigig tieferen Rayleigh-Zahlen als in den Untersuchungen von De Graaf und

van der Held.
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Mit einer fotografischen Methode untersuchte Hart (1970) den Ubergang von einem Zustand,
der durch eine regelmédssige Anordnung von Konvektionswalzen gekennzeichnet ist, in einen Zu-
stand, bei dem diesen Walzen eine zusitzliche Wellenstruktur iiberlagert ist. Wird die Rayleigh-
Zahl nochmals geringfiigig erhoht, geht diese Stromung in eine chaotische Stromung {iber. Nach
seinen Beobachtungen liegt die Reynolds-Zahl der Stromung mit Wellenstruktur bei einer Gros-
senordnung von eins. Falls die Wellenstruktur durch Scherkréfte verursacht wére, miisste nach
seiner Abschitzung die Reynolds-Zahl um 25 liegen. Daraus schliesst er, dass die Turbulenz nur

durch Auftriebskréfte erzeugt wird.

Die gegenwirtig am hiufigsten benutzte Korrelation nach Hollands, Unny et al. (1976) basiert
ebenfalls auf Messungen an Luftspalten, die durch isotherme Platten begrenzt sind. Die Neigung
wurde zwischen 0° und 60° variiert. Das Verhéltnis der Plattenabmessung zur Dicke des Luftspal-
tes liegt mit rund 50 in einer Grossenordnung, die auch bei den meisten Flachkollektoren anzutref-
fen ist. Dieses Verhiltnis ist so gross, dass der Randeffekt durch Stromungsumkehr am oberen und

unteren Ende vernachléssigt werden kann.

15 20 25 35 45
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% + (%) + Bartelsen et al. (1993)
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Abbildung 2-20 Konvektiver Warmeiibergang zwischen Absorber und Glas. Vergleich zwischen der
Korrelation nach Hollands et.al. (1976) und Messungen nach Bartelsen et.al. (1993) bei
einem Neigungswinkel von 45° und T,-T.=33 K.

Die Korrelation besticht durch ihren vorteilhaften Aufbau, indem sie die Beitrdge aller drei

Stromungsformen zum Wérmetransport, die durch die oben zitierten Arbeiten nachgewiesen wur-
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den, durch einen entsprechenden Term explizit beschreibt. Die Korrelation hat die Form

Nu, = f (Ra¢) , mit der durch den Neigungswinkel modifizierten Rayleigh-Zahl

gBsype, (T, -T.)

Ra, =Ra-cos¢ = cos¢ (3.62)

Die Nusselt-Zahl

Nu, = Nu,,,; + Nu,,, ; + Nu (3.63)

conv,Il

enthélt einen Beitrag fiir die Warmeleitung und zwei Beitrage fiir die Konvektion. Die Klammer-
ausdriicke [X ]+ fiir Werte <0 werden gleich Null gesetzt.

Nu =1

cond

1708 | [, . 16 1708
Ni = 144|1- 1- 1.8 — 3.64
uconvl |: Ra¢ :| ( (Sln( ¢)) Ra¢ J ( )

Ra¢ 1/3
Nuconvll = 5830 -1

=1 beschreibt den Wirmetransport durch Warmeleitung allein. Mit dieser

Der erste Term Nu,,,,
verbunden ist eine laminare Konvektionsstromung in Form einer einzigen Zelle, die bei geneigten
Kollektoren den gesamten Luftspalt umfasst. Ab einer ersten kritischen Rayleigh-Zahl
Ra, , =1708 wird diese Strdmung instabil. Im Falle isothermer Platten bilden sich regelméssige
Konvektionswalzen aus, deren Achsen die Richtung der Kollektorneigung haben. Die Stromung ist
im Wesentlichen stationédr. Bildliche Darstellungen dieser Konvektionswalzen finden sich bei
Krishnamurti (1970), Hart (1970) sowie Pignatel und Marcillat (1986). Ab einer zweiten kritischen

Rayleigh-Zahl Ra, ;; =5830 16sen sich diese Konvektionswalzen zunehmend in kleinere, chaoti-

sche Wirbel auf. Die Stromung ist nun nicht mehr stationér.

In Abbildung 2-20 ist der Warmeverlustkoeffizient nach Hollands et al. (1976) als Funktion der
modifizierten Rayleigh-Zahl im Vergleich zu gemessenen Warmeverlustkoeffizienten nach Bartel-
sen et al. (1993) dargestellt. Die Temperaturdifferenz zwischen Absorber und Abdeckung betrégt
33 K. Die mittlere Temperatur des Luftspaltes, bei der die Stoffdaten ermittelt wurden, betrégt
48.5°C . Der Kollektor hat eine Neigung von 45°.

Erfahrungsgeméss unterschétzt diese Korrelation den konvektiven Warmeverlust bei Sonnen-
kollektoren im Normalbetrieb deutlich, wie der Vergleich zu den gemessenen Werten nach Bartel-
sen et al. zeigt. Diese Abweichung ist grundsétzlich zu erwarten, weil die Korrelation auf Messun-
gen mit isothermen Randbedingungen beruht, wihrend reale Absorber unter homogener Strahlung

(isoflux condition) arbeiten und daher grundsitzlich nicht isotherm sind. Hingegen liefert das Kol-
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lektormodell nach Duffie und Beckmann mit dieser Korrelation eine gute Abschitzung der mittle-
ren Stagnationstemperatur. Offenbar ist die Temperaturverteilung im Absorber und im Glas bei

Stagnation hinreichend flach, dass sie lokal als isotherm betrachtet werden kann.

2.5.1.2 Nicht isotherme Platten und reale Absorber

Schinkel und Hoogendoorn (1983) haben in ihren Untersuchungen die gekiihlte Platte isotherm,
die beheizte Platte jedoch mit konstantem Warmestrom betrieben, um die Verhéltnisse in Flachkol-
lektoren besser nachzubilden. Sie fanden bei 40° Neigung einen 11% hdéheren Warmeverlust im
Vergleich zu isothermen Randbedingungen. Thre numerische Simulationen zeigen ausserdem, al-
lerdings fiir ein sehr kleines Verhdltnis von Absorberabmessung zu Luftspaltdicke von /, / s, =0,
dass die lokale Nusselt-Zahl im oberen Bereich deutlich kleiner ist als im unteren Bereich, und dass

dieser Unterschied bei isothermen Randbedingungen noch stirker ausgepragt ist.

Hellstrom , Karlsson et al. (1988) haben mit Recht darauf hingewiesen, dass auch die Glas-
scheibe eines Flachkollektors nicht isotherm ist, sondern dass sich eine Temperaturverteilung ent-
sprechend der lokalen Warmefliisse einstellt. Ihre Versuche an einem Flachkollektor mit acht hori-
zontal angeordneten, parallel durchstromten Absorberstreifen und 40° Neigung zeigen, dass der
Wiérmeverlust bei Beheizung der Absorberstreifen mit identischer Leistung 5% hoher ist, als wenn
die Absorberstreifen bei identischer Temperatur gehalten werden. Allerdings wurden die Absorber-
streifen nicht durch homogene Bestrahlung sondern mittels durchstromendem Fluid geheizt. Im
Unterschied zu einem Absorber im Normalbetrieb bildet sich ein inverses Temperaturfeld aus, weil
die Wiarme aus dem Absorberrohr in das Absorberblech hinein fliesst. Die Resultate sind somit
zwar realitdtsnah, kdnnen aber schlecht mit idealisierten Experimenten unter isothermen und iso-

flux-Randbedingungen verglichen werden.

Einen weiteren Hinweis auf den Einfluss inhomogener Temperaturverteilung geben die numeri-
schen Untersuchungen von Chao et al. (1981) zum konvektiven Warmetransport zwischen der be-
heizten Unterseite und der gekiihlten Oberseite eines quaderférmigen Luftvolumens. Das Seiten-
verhéltnis betrug 2:1:1. Der Warmetransport wurde sowohl bei isothermen Begrenzungsfldchen als
auch bei periodischer, dreieckformiger Temperaturverteilung der beheizten Fliche untersucht. Die
Periodizitdt verlduft in horizontaler Richtung und umfasst zwei Perioden. Die mittleren Nusselt-
Zahlen wurden fiir Neigungswinkel zwischen 0° und 180° dargestellt, wobei die Neigungsachse
parallel zur langen Kante verlduft. Der Wérmeitibergang ist bei periodischer Temperaturverteilung
im Bereich von 0° bis 90° Neigung stets hoher als bei isothermer Randbedingung. Der Unterschied

betrdgt 9% bei einer Neigung von 30° und ist mit 18% am grossten bei horizontaler Lage. Auf-
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grund des geringen Seitenverhéltnisses sind die Resultate jedoch nicht direkt auf Sonnenkollekt-

oren iibertragbar.

Die bisher einzigen direkten Messungen des konvektiven Wérmetransportes an einem einfach
abgedeckten Flachkollektor wurden durch Bartelsen, Janssen und Rockendorf (1993) durchge-
fiihrt. Der untersuchte Modellkollektor besass einen parallel durchstromten Absorber aus einzelnen
Absorberstreifen. Die Messungen wurden fiir mehrere diskrete Werte der Kollektorneigung und des
Abstandes zwischen Absorber und Glas durchgefiihrt. Der Wiarmeiibergangskoeftizient wurde als
Funktion des Abstandes dargestellt und mit den Werten verglichen, die man durch Anwendung der
Korrelation nach Hollands erhilt. Die Abweichungen nehmen mit steigender Differenz zwischen
mittlerer Fluidtemperatur und Umgebungstemperatur zu. Bei einer Temperaturdifferenz von 33 K
und einem Abstand von 30 mm betragt die Abweichung rund 25%. Die Unsicherheit der Messung
wurde in der Arbeit nicht diskutiert. Damit die praktische Anforderung an die Genauigkeit der Kor-
relation abgeschitzt werden kann, wird die Unsicherheit des gemessenen Wirmeiibergangs unter
der Annahme bestimmt, dass die zugrundeliegenden Temperaturmessungen mit einer Unsicherheit
von 0.5 K behaftet sind. Nach dem Gauss‘schen Gesetz der Fehlerfortpflanzung gilt fiir den relati-

ven Fehler,

2 2
poBa 1 a—aATp + 6—aATc - V2AT =\/§'0‘5=0.09
(TP—TC) 33

der in Abbildung 2-20 als Fehlerbalken dargestellt ist.

Foste, Ehrmann et al. (2011, S.67 ) haben in ihren Untersuchungen an einem Sonnenkollektor
mit doppelter Abdeckung etwas geringere Abweichungen von 1.15 bis 1.2 ermittelt. Die Ursache
fiir die Differenz kann durch den unterschiedlichen Aufbau der beiden Absorber begriindet sein.
Bei Foste, Ehrmann et al. besteht der Absorber aus einem einteiligen Absorberblech, an dessen
Unterseite die Absorberrohre befestigt sind. Bartelsen, Janssen und Rockendorf hingegen haben
ihre Messungen an einem Modellkollektor durchgefiihrt, dessen Absorber aus parallel durchstrom-
ten Absorberstreifen von MTI bestand (Rockendorf 2012, personliche Mitteilung). Aufgrund ihres
symmetrischen Aufbaues wolbt sich das Absorberrohr um den halben Rohrdurchmesser iiber die
Flache des Absorberstreifens. Der Abstand des Absorbers zum Glas ist somit lokal verringert. An-
dererseits ermoglichen die Spalte zwischen den nicht perfekt aneinander stossenden Streifen den
Luftaustausch zwischen der Mineralwollddmmung und dem Luftzwischenraum. Verglichen mit
einteiligen, ebenen Absorberblechen fiihren diese Merkmale Gemaéss Fischer (2011, S.20 ) zu ho-

heren Verlusten.
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2.5.2 Korrekturfaktor fiir die Korrelation nach Hollands

2.5.2.1 Hypothesen

Folgende Hypothesen fiihren zu einer Korrelation, die direkt aus dem analytischen Modell ab-

geleitet ist und zur Korrektur der Korrelation von Hollands et al. verwendet werden kann.

1) Die Streuung der empirischen Korrekturfaktoren ist weniger auf Messunsicherheiten
zuriickzufiihren, sondern vielmehr auf unterschiedliche Konstruktionsmerkmale der

verwendeten Kollektoren.

2) Der gegeniiber dem isothermen Modell erhohte Wérmetibergang in realen Kollektoren
ist weniger auf die isoflux Randbedingung zuriickzufiihren, sondern hauptséchlich
durch die lokale Inhomogenitit der Temperatur bedingt, die bei realen Absorbern im

Betrieb stets auftritt.

3) Bei Stagnation ist die Temperaturverteilung hinreichend flach, dass sie als lokal iso-
therm aufgefasst werden kann. Zur Berechnung des konvektiven Warmeverlustes bei
trockener Stagnation ist daher die Korrelation nach Hollands et al. ohne Korrektur an-

wendbar.

Die dritte Hypothese wird wie folgt begriindet: Auch bei (trockener) Stagnation sind weder Ab-
sorber noch Abdeckung isotherm. Die charakteristische Lange der Temperaturverteilung liegt je-
doch in der Grdssenordnung der Absorberabmessung /,und ist damit viel grosser als die Dicke des
Luftspaltes. Ausserdem ist die Temperaturdifferenz zwischen Absorber und Glas nur geringfiigig
abhingig vom Ort. Lokal, d.h. iiber eine Strecke von der Grossenordnung der Dicke des Luftspal-

tes, diirfen Absorber und Glas als isotherm betrachtet werden.

Im Normalbetrieb hingegen fiihren die Wéarmestrome innerhalb des Absorberbleches zusétzlich
zu einer lokalen Inhomogenitit der Temperaturverteilung. Deren Langenskala entspricht dem Ab-
stand der Absorberrohre. Dieser hat mit typischerweise w =0.08...0.12 m eine dhnliche Grossen-
ordnung wie die Dicke des Luftspaltes, die bei den meisten Flachkollektoren im Bereich
s, =0.02...0.04m liegt. Die Randbedingungen &hneln, lokal betrachtet, jenen von Schinkel und

Hoogendoorn.

2.5.2.2 Ableitung eines Korrekturfaktors aus dem analytischen Modell

Mit diesen Uberlegungen wird nun ein dimensionsloser Korrekturfaktor R, definiert, der als

Mass fiir die lokale Inhomogenitit der Temperaturverteilung dient und Werte zwischen 0 und 1
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annehmen kann. Der Wert null entsprich isothermen Randbedingungen, gilt also fiir trockene Stag-
nation. Werte zwischen 0 und 1 charakterisieren die lokale Inhomogenitit der Temperaturvertei-
lung eines durchstromten Kollektors. Zur Definition des Parameters bietet sich das Verhéltnis der
beiden dimensionslosen Kennzahlen Fj, und F,, des analytischen Kollektormodells an.

A F'U
I]j_RZO.S[l—exp(— - Lj

mcf

(3.65)

av

Der Korrekturfaktor wird nun so definiert, dass er nicht grosser als 1 werden kann, und verschwin-

det, wenn der Massenstrom gegen null geht:

A F'U

R‘=2i—1=exp S (3.66)
“°F

me

av

Wie gewiinscht, beschreibt der Korrekturfaktor mit dem lokalen Kollektor-Wirkungsgradfaktor
F' und dem Verlustkoeffizienten U, sowohl die thermischen Eigenschaften, als auch den Be-
triebszustand des Kollektors durch den Wérmekapazitéitsstrom ric . . Abbildung 2-21 zeigt den
Korrekturfaktor R. als Funktion des Massenstromes fiir einen typischen Flachkollektor mit selek-
tiv beschichtetem Absorber und einfacher Abdeckung. Der Verlustkoeftizient U, und die spezifi-
sche Wirme ¢, des Fluids steigt mit zunehmender Temperatur, wahrend der lokale Kollektor-
Wirkungsgradfaktor F° abnimmt. Die ohnehin geringen Tempeaturabhdngigkeiten werden also
teilweise kompensiert. Zum Nachweis wurde einerseits mit jenen Werten U, F' und ¢, gerech-
net, die sich beim den drei charakteristischen Betriebspunkten x= (T i — Ta) / G von
0, 0.05 und 0.1 Km?* / W ergeben. Der Vergleich zeigt, dass man fiir Abschitzungen ohne weiteres
mit dem Wert fiir x =0.05 rechnen darf. Im Simulationsprogramm SimCol wird der Korrekturfak-

tor hingegen fiir den entsprechenden Betriebspunkt iterativ bestimmt.
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Abbildung 2-21 Korrekturfaktor fiir den konvektiven Wérmetransport zwischen Absorber und Glas
beim Kollektor FK1 V2 der Ernst Schweizer AG.

Dieser Korrekturfaktor wird nun zur Anpassung der Korrelation nach Hollands et al. (1976) an
die Randbedingungen in realen Kollektoren verwendet. Die Korrelation verkniipft die drei grundle-
genden Stromungsformen mit den zugehdrigen Warmetransportanteilen und stellt diese durch ent-

sprechende Terme explizit dar. Die erweiterte Korrelation soll daher folgende Eigenschaften haben:
1) Der Anteil Wérmeleitung soll mit Nu,,,, =1 explizit beriicksichtigt werden.

2) Im Grenzfall verschwindender lokaler Inhomogenitét, beispielsweise bei Stagnation
oder bei einem vollflichig benetzten und gleichméssig durchstromten Absorber, gilt die
Korrelation nach Hollands, was durch einen Korrekturfaktor von R, =0 ausgedriickt

wird.

Leider gibt es keine Untersuchungen zu den Stromungsformen im Luftspalt von Flachkollekt-
oren. Der Vergleich der Wéarmeiibergangszahlen, die man durch Anwendung der Korrelation nach
Hollands erhélt und den mit den von Bartelsen et al. gemessenen Wérmetibergangszahlen gibt aber
folgenden Hinweis: Im Modell von Hollands erreicht der Wiarmeiibergangskoeffizient bei etwa
Ra'=2000 ein Minimum und steigt dann mit zunehmender Rayleigh-Zahl an. Dafiir ist offenbar
derjenige Anteil der Konvektion verantwortlich, der die erste Instabilitit durch die Bildung von
Konvektionswalzen beschreibt. Alle durch Bartelsen et al. untersuchten Konfigurationen zeigen

hingegen mit abnehmender Rayleigh-Zahl einen Anstieg des Warmetransportkoeffizienten. Dieses
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Verhalten legt folgende Hypothesen nahe:

1) Die im Normalbetrieb auftretende Inhomogenitdt der Temperaturverteilung bewirkt
Dichtegradienten in der Absorberebene. Je grosser diese Dichtegradienten sind, desto
kleiner ist die erste kritische Rayleigh-Zahl, bei welcher der Stromungszustand in Form

einer einzigen Konvektionszelle instabil wird.

2) Oberhalb der ersten kritischen Rayleigh-Zahl entsteht eine regelméssige Anordnung aus
Konvektionswalzen, deren Achsen in Neigungsrichtung verlaufen. Je grosser die Dich-
tegradienten in der Absorberebene sind, desto kleiner ist die zweite kritische Rayleigh-
Zahl, ab der sich diese regelmédssige Anordnung aus Konvektionswalzen in chaotische

Wirbel auflosen.

Es wird nun angenommen, dass bei einem Korrekturfaktor R, =1 beide kritische Rayleigh-
Zahlen gleich null sind und dass ein linearer Zusammenhang zwischen dem Korrekturfaktor und
der kritischen Rayleigh-Zahl besteht. Ausserdem wird angenommen, dass nicht nur die kritischen
Rayleigh-Zahlen vom Korrekturfaktor abhidngen, sondern dass der dritte Term, der den Beitrag des
chaotischen Stromungsanteiles beschreibt, durch die Inhomogenitit der Temperatur noch verstéirkt

wird.

2.5.3 Erweiterte Korrelation fiir den konvektiven Wiarmeverlust

Die erweiterte Korrelation besitzt nach wie vor drei Beitrage.

Nuc,pfc = Nucond + Nuconv,[ + Nu

(3.67)

conv,Il

In den beiden Beitrégen fiir die turbulenten Anteile wird die kritische Rayleigh-Zahl in Abhéngig-

keit des Korrekturfaktors zu kleineren Werten verschoben.

Nucond 1
Nu, = 1441-— 1108 1—(mn(L8¢)yﬁ-——319§——— (3.68)
Ra, +1708R, Ra, +1708R,
Ra,+5830R,) |
Nuconvl] = - 1 (1 + O4Rc)
5830

Der Korrekturfaktor R, beriicksichtigt den Grad der Inhomogenitéit der Temperaturverteilung im

Absorberblech.

A F'U
L LJ (3.69)

R. = exp(— o
f
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Bei einem Korrekturfaktor R. =1 werden die mit + bezeichneten Terme bereits fiir Ra, >0
positiv. Die Korrektur der kritischen Rayleigh-Zahlen allein gibt das Verhalten bei Werten unter-
halb Ra, >7000 gut wieder. Mit zunehmender Rayleigh-Zahl nimmt die Nusselt-Zahl jedoch zu
rasch ab und konvergiert gegen die Losung von Hollands. Aus diesem Grund wird der einzige mo-
noton steigende Term Nu,,,,, mit einem Faktor multipliziert, der ebenfalls vom Korrekturfaktor
abhingig ist und fir R, =0 gleich eins wird. Auf der Basis von Simulationsrechnungen zweier

Flachkollektoren mittels SimCol, deren Aufbau dem Autor gut bekannt ist, wurde der Faktor zu

(l + O.4Rc) festgelegt.

5
Rc=1 R-=08 R-=0.6 R-=04 R =02 R-=02
v 4
g Bartelsen et al. (1993)
B B
z 3 =
E o~ Hollands et al. (1976)
= convl (R-=0)
S
s 2
] convl (Rqo= -
5 ‘ = —————comvIl (Rc=1)
> P :
£ A _—e=———comvIl (Rg=0)
= 1 - i -
7 4 -
= - ST
- ’/* . - - g
- z e Wirmeleitung
0 — = ———— -
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Ra-cos(¢)

Abbildung 2-22 Konvektiver Warmetibergang zwischen Absorber und Glas fiir verschieden Korrek-
turfaktoren R, .

Abbildung 2-22 zeigt den Wirmetibergangskoeffizient o, , . =Nu, , .-4, /s, fir verschiede-
ne Korrekturfaktoren. Die gemessenen Warmeiibergangskoeffizient nach Bartelsen et.al. liegen vor
allem bei grossen Rayleigh-Zahlen deutlich {iber denjenigen der erweiterten Korrelation. Diese
Abweichung ist nach dem letzten Abschnitt des Kapitels 2.5.1.2 auf die konstruktiven Unterschie-
de der Absorber zuriickzufiihren. Aufgrund der durch viele Autoren festgestellten Tatsache, dass
der lokale Wérmetibergangskoeffizient im unteren Bereich des Kollektors grdsser ist als im oberen

Bereich, gilt die erweiterte Korrelation nach Gleichung (3.68) nur fiir Kollektoren mit einem von

unten nach oben durchstromten Méanderabsorber.
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2.6 Simulationen mit dem verbesserten Kollektormodell

Zur Priifung der Korrelationen fiir den Randeffekt von Absorbern und fiir den konvektiven
Wiérmetransport zwischen Absorber und Glas, wurde das Simulationsprogramm SimCol entwi-
ckelt. Es basiert im Wesentlichen auf dem Kollektormodell nach Duffie und Beckmann und besitzt

folgende Eigenschaften:

e Der Randeffekt kann a) nach Eismann und Prasser (2013) beriicksichtigt, oder b) durch

einen Faktor vorgegeben werden, oder c) unberiicksichtigt bleiben.

e Der konvektive Warmetransport kann a) nach Hollands (1976) oder b) nach der erwei-

terten Korrelation berechnet werden.

e Die Temperaturabhingigkeit der Warmeleitfahigkeit von Wéarmeddmmungen wird be-

rlicksichtigt.

e Die Himmelstemperatur kann a) vorgegeben oder b) nach Swinbank (1963) berechnet

werden.

e Die Stoffwerte von Wasser sowie von Propylenglykol- und Ethylenglykol-Wasser Mi-

schungen in beliebiger Konzentration sind als Funktionen hinterlegt.

Alle nachfolgend aufgelisteten Grossen werden fiir drei vorgebbare Werte des durch

x= (T w1, ) / G charakterisierten Betriebspunkte berechnet:
e Wirkungsgrade, bezogen auf die Absorber- und die Aperturflédche

e Kennzahlen 7, ,a, und a, des empirischen Modells, ebenfalls auf die Absorber- und die
Aperturfliche bezogen, sowie die Kennzahlen F, F', Fj, und F, des analytischen Mo-
dells

e Modellparameter fiir das in Kapitel 2.7.2 hergeleitete zylindrische Kollektormodell.

e Mittlere Temperaturen des Fluides, des Absorbers und der Glasscheibe in jedem Be-

triebspunkt sowie bei Stagnation

Der Datensatz eines Kollektors kann zusammen mit den wichtigsten Resultaten unter einem
vorgebbaren Namen gespeichert werden. Datensitze bereits gerechneter Kollektoren kdnnen erneut
geladen, mit geéinderten Parametern berechnet und wiederum unter neuem Namen gespeichert wer-
den. Zwei Datensitze flir die Umgebungs- und Betriebsbedingungen kénnen als Standard definiert

und durch Betétigen der entsprechenden Schaltflichen geladen werden.
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2.6.1 Vergleich von analytischem und empirischem Modell

Die Verbesserungen des analytischen Modells durch das erweiterte Modell des Konvektiven
Warmetransportes und die Beriicksichtigung des Randeffektes wird deutlich in vergleichenden
Simulationen dreier Modellvarianten fiir die beiden Kollektoren FK1 V2 und FK H4 mit SimCol.
Die Simulationen wurden bei 20°C Umgebungstemperatur, einer Bestrahlungsstirke von
G =800 W/ m” und drei mittleren Fluidtemperaturen 20, 60 und 100 °C durchgefiihrt. Die entspre-
chenden Betriebspunkte sind durch x=0, 0.05 und 0.1 Km’ / W charakterisiert. Das Balkendia-
gramm nach Abbildung 2-23 zeigt die relative Abweichung des berechneten Kollektorwirkungs-

grades von dem Wert, der durch die empirischen Kennzahlen aus der Leistungspriifung definiert

ist.
[
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Abbildung 2-23 relativer Fehler bei der Berechnung des Kollektorwirkungsgrades fiir drei Modellvari-
anten bei drei unterschiedlichen Betriebszustianden.

Die beiden Kollektoren wurden in drei Varianten modelliert. In der ersten Modellvariante wur-
den die Simulationen mit Beriicksichtigung des Randeffektes und mit der erweiterten Korrelation
fiir den konvektiven Warmeverlust durchgefiihrt. Die entsprechenden Balkengruppen sind mit
R,+R_ bezeichnet. Der Absorptionsgrad und der Emissionsgrad des Absorbers, deren Werte vom
Hersteller mit o, =0.95+0.01 bzw. &, =0.05£0.02 angegeben sind, wurden im Modell so ange-
passt, dass die Wirkungsgrade der Simulationsrechnung mdglichst gut jenen aus der Leistungsprii-

fung entsprechen. In der zweiten Modellvariante wurde zwar der Randeffekt beriicksichtigt, hinge-
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gen wurde der konvektive Verlust mit der unverénderten Korrelation nach Hollands berechnet. Die

entsprechenden Balkengruppen sind mit R, bezeichnet.

In der mit ,,ideal* bezeichneten Modellvariante wurde der Absorber als ideal betrachtet und der
konvektive Verlust mit der unveridnderten Korrelation nach Hollands berechnet. Im Betriebspunkt
X = (T fin
ratur. Die Wiarmeverluste sind hoch und die Ungenauigkeiten des Modells wirken sich entspre-

-T, ) / G=0.1Km* / W liegt die mittlere Fluidtemperatur 80 K iiber der Umgebungstempe-

chend stark aus. Der Wirkungsgrad wird beim Kollektor FK1 V2 um 14% und beim FK H4 um 12
tiberschitzt. Im Betriebspunkt X=OKI%2/ W ist die mittlere Fluidtemperatur definitionsgeméss
gleich der Umgebungstemperatur. Die mittlere Temperatur des Absorberbleches liegt nur wenig
iiber der Umgebungstemperatur. Die Warmeverluste sind sehr klein. Die Unterschiede zwischen

den drei Modellvarianten verschwinden praktisch in der Unsicherheit der Rechnung.

Der Unterschied zwischen den Modellvariante R, und ,,ideal®, die sich nur durch die Beriick-
sichtigung des Randeffektes unterscheiden, sind verhéltnisméssig gering. Der Randeffekt ist offen-
bar nicht sehr ausgeprigt. Die Griinde sind das hohe Warmeleitvermdgen des Absorberbleches von

0.105 W/Km und der geringe Abstand der Schweissnahtenden zum Rand des Absorberbleches.

0.9

Kollektormodell nach Duffie
und Beckmann (ideal)

Randeffekt beriicksichtigt

0.7
. 0.6
=
Messwerte nach EN-12975
0.5
0.4
Randeffekt beriicksichtigt
Inhomogenitét der Absorbertemperatur beriicksichtigt
0.3
0 0.05 0.1

X = (Tfn-Ta)/G

Abbildung 2-24 Wirkungsgrad des Kollektors FK1 V2 fiir drei Modellvarianten im Vergleich zur Wir-
kungsgradkennlinie geméss Priifbericht
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Abbildung 2-24 zeigt die berechneten Wirkungsgrade des Kollektors FK1 V2 fiir die drei Mo-
dellvarianten im Vergleich zu dem in der Leistungspriifung ermittelten Wirkungsgrad. Der Unter-
schied der Modellvarianten R, und ,,ideal” ist bei x = 0 grosser als bei x = 0.1. Der Grund liegt
darin, dass bei x = 0 die Verluste gering sind und gut 80% der Strahlungsleistung {iber das Absor-
berblech zum Absorberrohr fliesst. Die Inhomogenitdt der Temperaturverteilung ist demenspre-
chend gross, und folglich auch der Randeffekt. Bei x = 0.1 fliessen nur noch 35% der Strahlungs-
leistung iiber das Absorberblech zum Absorberrohr. Die Inhomogenitédt der Temperaturverteilung

und damit auch der Randeffekt sind kleiner.

2.7 Transformationen in andere Kollektormodelle

2.7.1 Transformation vom analytische in das empirische Kol-

lektormodell

Zwischen den Kenngrdssen des empirischen Modells nach EN 12975-2 und den entsprechenden

Kenngrossen des analytischen Modells kann folgende Beziehung hergestellt werden.

2
Ty~ T, Ty, =T,
(7, - )—az( s = ) =F ;| Gro,~U,,(Th, - T.)| (3.70)

J J

Gj Ny — a4

Auf der linken Seite der Gleichung (3.70) steht die flichenbezogene Leistung als Funktion der
empirischen Parameter, auf der rechten Seite die flichenbezogene Leistung nach dem analytischen
Modell. Es ist iiblich, den Wirkungsgrad auf das Verhéltnis von Temperaturdifferenz zur Bestrah-
lungsstérke (T v — 1, ) / Ge{0, 0.05 0.1} Km® / W zu beziehen und fiir eine Bestrahlungsstirke
von G =800 W/ m® anzugeben. Der Konversionsfaktor 7, entspricht dem Wirkungsgrad bei
T;, =T,. Die Verlustkoeffizienten @, und @, werden aus zwei Simulationsrechnungen bei unter-

schiedlichen Temperaturen 7', berechnet.

1= X
Mo L 1, —%;
2 2
a, = > (3.71)
G(x]x2 —xl)
2
-n. —ax; G
a, o7y TNy (3.72)

X
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2.7.2 Transformation in ein zylindrisches Kollektormodell

Im Kapitel 3 wird das thermohydraulische Rechenprogramm TRACE zur Simulation der Stag-
nation von Solaranlagen verwendet. Die hydraulischen Modellelemente in TRACE basieren auf
dem eindimensionalen Rohrelement. Diese Rohrelemente haben starre Winde und besitzen weder
Masse noch thermische Leitfahigkeit. Die thermischen Modellelemente, die sogenannten Wérme-
leitungsstrukturen (heat structures), sind durch mehrschichtige, konzentrische Zylinder definiert.
Diese lassen sich mit den hydraulischen Modellelementen verkniipfen und erlauben in vielfaltiger

Weise die Definition von thermischen Randbedingungen.

Der Absorber muss daher als dreischichtige, zylindrische Warmeleitungsstruktur aufgebaut
werden. Die innerste Schicht hat dabei die Dimensionen und Materialeigenschaften des Absorber-
rohres. Die dusserste Schicht hat den Querschnitt und die Materialeigenschaften des Absorberble-
ches. Der dussere Umfang entspricht der Breite des Absorberstreifens. Die mittlere Schicht stellt
lediglich den entsprechend zu dimensionierenden, virtuellen Wirmeleitwiderstand R, dar. Abbil-
dung 2-25 zeigt einander entsprechende Elemente des zweidimensionalen und des eindimensiona-

len Modells.

Absorberblech

Absorberrohr

Abbildung 2-25 Zweidimensionales und eindimensionales Modell eines Absorberstreifens.

Bei der Transformation geht man wie folgt vor. Zuerst werden die Dimensionen des Absorbers
und seiner Komponenten sowie deren Stoffdaten ermittelt. Das Absorberblech besitzt die Fliche
A, und die Blechdicke s,. Mit dessen Unterseite ist ein méanderformig gebogenes Absorberrohr

wirmeleitend verbunden, beispielsweise durch Laserschweissen. Das Absorberrohr hat eine Lénge
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von [, einen Innendurchmesser d,; und einen Aussendurchmesser d, ,. Die zwischen den Ver-

bindungsbogen parallel verlaufenden Absorberrohre haben den Achsabstand w.

Nun konnen geeignete dquivalente Modelldimensionen gefunden werden. Die Lénge und der
Innendurchmesser des Absorberrohres soll durch ein Rohrelement mit derselben Lange und
Durchmesser abgebildet werden. Die Lange der Schweissnaht /,ist meist nicht identisch mit der
Lange Absorberrohres. Da die Wiarme vom Absorberblech aber praktisch nur iiber die Schweiss-
naht in das Rohr fliesst, soll die dreischichtige Warmeleitungsstruktur, die den materiellen Aufbau
des Absorbers definiert, die Lange der Schweissnaht /; =/, haben. Die Innenwand dieser Wérme-
leitungsstruktur représentiert die Innenwand des beheizten Teils des Absorberrohres. Ihr Innen-

durchmesser muss folglich gleich dem Innendurchmesser des Rohrelementes d;; =d,; sein. Der

L

Aussendurchmesser der innersten Schicht muss so gewahlt werden, dass das Volumen der Rohr-

wand demjenigen des gesamten Absorberrohres entspricht:

dl, = \/(dfa —df,.)% +d}, (3.73)
t
Der Aussendurchmesser der dusseren Schicht muss so gross sein, dass ihre Oberfliche der Absor-
berflache entspricht:
A

d,, ="+ 3.74
o=t (3.74)

Der Innendurchmesser muss so gross sein, dass das Volumen der Rohrwand demjenigen des Ab-

44 s
' ”2
d,;, = /dp,a —# (3.75)

und d;,, angeordnete Schicht wird nun die Wirmeleitfihigkeit so definiert,

sorberbleches entspricht:

Fiir die zwischen d,;
dass das isotherme Modell denselben realen Finnenwirkungsgrad F besitzt wie das analytische
Modell. Dazu wird die Leistung pro Einheitslinge der Absorberfinne durch drei folgenden Glei-
chungen ausgedriickt.

a) q,= (2Ff+b)[S-U,(T,~T,)]

b) a,=  w[S-U(T,-T,)] (3.76)

<) 4= L,(7,-1,)
Gleichung a) kommt aus dem analytischen Modell und beinhaltet die unbekannte Temperatur an

der Basis 7, . Gleichung b) beschreibt dieselbe Leistung, jedoch als Funktion der unbekannten

Temperatur TP des nun als isotherm betrachteten Absorberbleches. Gleichung c) beschreibt den
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Wiérmefluss zwischen dem isothermen Absorberbleches iiber ein virtuelles Verbindungselement
mit dem unbekannten Warmeleitvermogen # . Aus ¢) erhidlt man zunichst

T,=T, —% (3.77)

P

Einsetzen in a) und aufldsen nach TP ergibt

Tod|go— 4 w1 (3.78)
Py, (2bF +wb) | L,
Einsetzen in b) und aufldsen ergibt schliesslich das auf die Einheitsldnge in Fliessrichtung bezoge-

nen Wirmeleitvermogen.

— UL
L,=—F 1 (3.79)

(2Ff+b) w
Derselbe Wirmestrom fliesst von der Finnenbasis iiber den Verbindungssteg zum Absorber-
rohr. Der Verbindungssteg besitzt das auf die Einheitsléinge in Fliessrichtung bezogenen Wérme-
leitvermdgen L, . Nun kann die dquivalente Warmeleitfahigkeit der zylindrischen Zwischenschicht

berechnet werden. Die Gleichheit des Warmestromes durch deren Aussen- und Innenfldche bedeu-

tet
27, o)
' T U T 1
qu:L(Tp—z)zT(Tp—n) mit L:{—+L—b] (3.80)
In| 2 P
dyg
Schliesslich erhdlt man die Wérmeleitfiahigkeit der Zwischenschicht
d,
A= Lln A (3.81)
2\ d,,

Da der Verlustkoeffizient U, mit steigender Absorbertemperatur zunimmt, wird auch die Warme-
leitfahigkeit der virtuellen Zwischenschicht zunehmen. Wie die Simulationsrechnung fiir den Kol-

lektor FK1 V2 nach Abbildung 2-26 zeigt, ist diese Abhéngigkeit ist jedoch gering.
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Abbildung 2-26 Wirmeleitfahigkeit der Zwischenschicht im zylindrischen Modell des Kollektors
FK1 V2 als Funktion des Betriebszustandes.

2.8 Mittlere Stagnationstemperatur

2.8.1 Stagnationstemperatur aus dem empirischen Modell

Die Stagnationstemperatur wird im Rahmen der Qualititspriifung nach EN-12975-2 an einem
Kollektor mit trockenem Absorber gemessen. Dazu wird ein Kollektor unter freiem Himmel mit
fester Neigung und Siidausrichtung aufgestellt. Auf der Riickseite des Absorbers wird ein Tempe-
ratursensor angebracht. Der Ort des Sensors befindet sich um 1/3 der Absorberabmessung von des-
sen Oberkante entfernt in der Mitte der horizontalen Ausdehnung des Absorbers. Aus den iiber
mehrere Wochen gewonnenen Datensdtzen wird die Stagnationstemperatur 7, bei Normbedin-

stag

gungen errechnet, die durch G, =1000 W/ m* und T, =30°C definiert sind. Diese ortliche

stag
Stagnationstemperatur 7,,,, kann als Anhaltswert fir die maximale zu erwartende Absorbertempe-
ratur gelten. Berechnet man die Temperatur bei trockener Stagnation mit Hilfe des Kollektormo-
dells nach EN-12975-2 und den Kenndaten aus der Leistungspriifung, indem man die mittlere Flu-

idtemperatur gleich der mittleren Stagnationstemperatur des Absorbers setzt,

Gstagnsmg = GstagnO -4 (T;tag - T;z ) ) (I;tag - T;z )2 =0
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erhdlt man einen viel zu tiefen Wert. Die Ursache dafiir liegt darin, dass das empirische Kollektor-
modell die Zunahme der Warmeverluste durch die inhomogene Temperaturverteilung des Absor-
bers implizit beriicksichtigt. Bei trockener Stagnation hingegen, wenn der Absorber nicht ldnger
durch verdampfendes Fluid gekiihlt wird, verschwinden die Temperaturgradienten in Richtung
Absorberrohre. Fiir praktische Berechnungen kann der Kollektorwirkungsgrad bei trockener Stag-
nation durch eine lineare Funktion approximiert werden, basierend auf dem Konversionsfaktor 1,
und der Stagnationstemperatur, die im Priifbericht bei Standardbedingungen angegeben ist. Anstel-
le der Verlustfaktoren @, und a, tritt dann der Verlustkoeffizient U, , der aus den Angaben des

Priifberichtes wie folgt berechnet werden kann.

Gstagno

Gmgno—UL(ng —Ta)=0 = U =m
stag a

. ] (3.82)
Bei der Simulation des Normalbetriebs wird der Wirkungsgrad um einige Prozente unterschitzt,

was aber fiir die Simulation der Stagnation unerheblich ist.

2.8.2 Stagnationstemperatur aus dem analytischen Modell

Die Berechnung der Stagnationstemperatur unter Verwendung des analytischen Modells und
der Korrelation fiir den konvektiven Warmeverlust nach Hollands liefert einen realistischen Mit-
telwert der Stagnationstemperatur. Der einfachste Weg ist die Anwendung der Differentialglei-
chung fiir die Absorberfinne. Bei stationdrer Stagnation ist der Absorber quer zur Rohrachse iso-
therm.

22{ :%( » T Gstagapng: 0 = T T 4 Gstagapgp
'y S

Der von der Stagnationstemperatur abhingige Verlustkoeffizient U, wird dabei iterativ bestimmt.
Dasselbe Resultat erhélt man durch Nullsetzen der Gleichung (3.32) zur Bestimmung der Kol-
lektorleistung. Die Temperatur wird rekursiv bestimmt, wiahrend man den Massenstrom gegen null
gehen ldsst. Beide Verfahren wurden angewendet um durch den Vergleich der Resultate die Re-

chencodes auf Fehler zu priifen.

2.9 Schlussfolgerung und Diskussion

Der Randeffekt in Absorbern, die aus einteiligen Absorberblechen und Absorberrohren beste-
hen und bei denen die Absorberrohre nicht bis zum Rand mit dem Blech verbunden sind, wurde

mittels zweidimensionaler Simulationsrechnungen untersucht. Durch die Analyse von Simulations-
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ergebnissen wurde eine Korrelation fiir den Korrekturfaktor abgeleitet, der diesen Randeffekt als
Funktion der geometrischen Daten des Absorbers und des Verlustkoeffizienten beschreibt. Dieser
Korrekturfaktor wird mit dem Standard-Finnenwirkungsgrad £, des analytischen Modells multi-

pliziert und ermoglicht so die Modellierung von Absorbern mit praktisch relevanter Geometrie.

Die Korrelation fiir den konvektiven Warmetransport nach Hollands et al. (1976) wurde durch
einen Korrekturfaktor erweitert. Dieser Korrekturfaktor passt die Korrelation automatisch an die
thermischen Randbedingungen des Luftspaltes an, die durch den Aufbau des Kollektors und seinen
Betriebszustand gegeben sind. Die Korrelation fiir den Korrekturfaktor ist allein aus dem analyti-

schen Modell abgeleitet und erfordert keine zusétzlichen Annahmen.

Mit diesen beiden Korrelationen konnte das analytische Kollektormodell nach Duffie und
Beckmann (1991) so verbessert werden, dass Flachkollektoren mit weit hoherer Genauigkeit als
zuvor hinsichtlich Leistung, Materialaufwand und Kosten optimiert werden kénnen. Anhand eines
Fallbeispiels konnte gezeigt werden, dass die Unterschiede des Materialaufwandes zwischen leis-
tungsmassig identischen Absorbervarianten angesichts der hohen Materialkosten betrdchtlich sind.
Gegeniiber dem bisherigen analytischen Modell konnte die Abweichung zwischen der gemessenen
und berechneten Leistung im Betriebspunkt x = (T w1y ) / G=0.1 m°K / W um eine Grossenord-
nung reduziert werden. Die Genauigkeit des analytischen Modells liegt damit in derselben Gros-

senordnung wie die in der Leistungspriifung erzielbare Genauigkeit.

Zur stationdren Simulation von Flachkollektoren wurde das Computerprogramm SimCol entwi-
ckelt. Es basiert auf dem analytischen Kollektormodell nach Duffie und Beckmann (1991) und
beinhaltet die beiden oben erwihnten Korrelationen. Einerseits ermoglichte SimCol die Validie-
rung der beiden Korrelationen durch Simulationsrechnungen und Vergleich mit Kennzahlen aus
der Leistungspriifung. Andererseits stellt das Programm ein einfach zu handhabendes Entwick-
lungswerkzeugt dar. Der grosse Vorteil der analytischen Modellierung ist, dass Einzeleffekte mit
geringem Rechenaufwand untersucht werden kdnnen, was auf der Basis von empirischen Modellen
nicht moglich ist. Weil sowohl die geometrischen Parameter des Kollektors als auch die leistungs-
bestimmenden Materialdaten in das Modell einfliessen, kann ein Kollektor hinsichtlich Effizienz,
Materialaufwand und Produktekosten in der geforderten Gewichtung optimiert werden, noch bevor
das erste Werkzeug bestellt wird. Technologieentscheide konnen allein auf der Basis von Parame-
terstudien gefdllt werden. Durch die Anwendung dieses Modells konnen der Entwicklungsprozess
beschleunigt, die Entwicklungskosten reduziert und die Kosten teurer Fehlentscheide vermieden

werden.
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3 SIMULATION VON STAGNATIONSEREIGNISSEN

3.1 Einleitung

Heutige Flachkollektoren haben so geringe Warmeverluste, dass Stagnation stets mit Dampfbil-
dung verbunden ist. Die Absorber von Flachkollektoren konnen im Verlauf der Stagnation Tempe-
raturen von iiber 200 °C erreichen. Bei typischen Driicken im Kollektorfeld von ein bis zwei bar
iiber dem Atmosphérendruck, beginnt das Wasser-Glykol Gemisch jedoch bereits 120 bis 140 °C
zu sieden. Bei dieser Temperatur setzt der Flachkollektor die eintreffende Strahlungsleistung mit
einem Wirkungsgrad von rund 1, =0.1..0.2 in Dampfleistung um. Dieser Dampf wird sich in den
Rohrleitungen des Kreislaufes ausbreiten und dort kondensieren. Dabei werden die Rohre durch die
frei werdende Kondensationsenthalpie aufgeheizt. Ein Teil der Fliissigkeit wird durch den entste-
henden Dampf aus dem Kollektor verdrangt oder durch die Reibungskrifte, die der stromende
Dampf auf die Fliissigphase ausiibt, aus dem Kollektor befordert. Ein entsprechendes Volumen der
Flissigkeit wird dadurch aus dem Kreislauf in das Ausdehnungsgeféss geschoben. Die verbleiben-
de Restmenge Fliissigkeit kann den Kollektor nur in Dampfform verlassen. Bei Solaranlagen mit
Membranausdehnungsgeféssen steigt der Druck mit zunehmendem Dampfvolumen. Dadurch
nimmt auch die Séttigungstemperatur zu. In den dampfgefiillten Bereichen des Kreislaufes konnen

daher Temperaturen von iiber 150 °C auftreten.

Bei der Planung einer Anlage stellen sich zwei Aufgaben. Einerseits muss das dem Dampfvo-
lumen entsprechende Fliissigkeitsvolumen im Ausdehnungsgeféss Platz finden, ohne dass der
Druck die zuldssige Grenze iiberschreitet. Andererseits darf der Dampf auf keinen Fall Kreislauf-

komponenten erreichen, die durch die hohen Temperaturen zerstort werden konnen.

3.2 Stand der Forschung

Die erste Arbeit, die das Thema im Detail diskutiert und bereits die wesentlichen Punkte zur
Druckhaltung und Entleerbarkeit darstellt, stammt von Klaus-Henning Terschiiren (1996). In den
frithen Arbeiten zum Stagnationsverhalten lag die Frage im Vordergrund, durch welche Massnah-
men das geringstmogliche Dampfvolumen erreicht werden kann. In einem durch das Bundesamt
fiir Energie BFE finanzierten Forschungsprojekt haben Eismann und von Felten (1998) das Stagna-
tionsverhalten einer Solaranlage experimentell untersucht. Die Anlage hatte ein Kollektorfeld mit
30 Flachkollektoren, die in einer Reihe angeordnet waren. Je 15 Kollektoren waren nach Tichel-

mann iiber integrierte Verteil- und Sammelleitungen parallel geschaltet. Die Absorberfliche betrug
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insgesamt 52 m’. Drei unterschiedliche hydraulische Konfigurationen wurden untersucht. In der
ersten Konfiguration verhinderte ein Riickschlagventil, dass der entstehende Dampf die Fliissigkeit
iiber die Riicklaufleitung aus den Kollektoren verdrédngen konnte. Dadurch blieb eine verhéltnis-
miéssig grosse Restmenge im Kollektor zuriick, was zu einem entsprechend grossen Dampfvolumen
fiihrte. In der zweiten Konfiguration wurde das Riickschlagventil in gedffneter Stellung gehalten.
Dadurch konnte die Fliissigkeit sowohl iiber die Riicklaufleitung als auch iiber die Vorlaufleitung
aus dem Kollektor verdringt werden, mit dem Resultat, dass der Dampf praktisch auf das Kol-
lektorfeld beschrankt war. In der dritten Konfiguration wurde nach dem Abschalten der Pumpe die
Vorlaufleitung gesperrt, und der Dampf konnte das Kollektorfeld nur nach unten iiber die Riick-
laufleitung verdringen. Auch in diesem Fall blieb der Dampf auf das Kollektorfeld beschriankt. Das
Dampfvolumen wurde jeweils aus dem Druckverlauf und dem Volumen des Ausdehnungsgefésses
bestimmt. Aus den experimentellen Resultaten wurden folgende Schliisse gezogen: Gute Entleer-
barkeit des Kollektorfeldes ist eine notwendige Bedingung fiir ein kleines Dampfvolumen. Gute
Entleerbarkeit ist dann gegeben, wenn die Fliissigkeit bei Dampfentwicklung am Hochpunkt des
Kollektorfeldes vollstindig tiber die unten liegenden Kollektoranschliisse ausfliessen kann. Das
kleinste Dampfvolumen erhdlt man, wenn das Dampfvolumen zusammenhidngend ist und die
Dampfausbreitung dadurch minimiert wird, dass die Anschlussleitungen auf moglichst kurzem
Weg unter die Unterkante des Kollektors gefiihrt werden. Aufgrund der Resultate wurde ausserdem
postuliert, dass bei idealer Entleerbarkeit das Dampfvolumen dem Kollektorvolumen inklusive der
nicht beheizten Sammel- und Verteilleitungen entspricht. Diese Verallgemeinerung wurde durch

spétere Arbeiten, die im néchsten Kapitel diskutiert werden, iiberholt.

3.2.1 Die Dampfproduktionsleistung als Kenngrosse fiir Kol-
lektorfelder

Hausner, Fink et.al. (2000), (2003) haben eine Vielzahl unterschiedlicher Solaranlagen mess-
technisch untersucht und fiinf charakteristische Phasen identifiziert, die eine Solaranlage bei einem

Stagnationsereignis durchlauft:
1) Ausdehnung der Fliissigkeit durch Erwérmung auf Siedetemperatur
2) Verdringung der Fliissigkeit aus den Kollektoren durch Dampfbildung

3) Leersieden. Sattdampf verldsst den Kollektor. Das Ende dieser Phase fallt mit dem Ma-

ximum der Dampfreichweite zusammen.

4) Leersieden. Uberhitzter Dampf verlisst den Kollektor. Der Kollektor trocknet nach und

nach aus. Der Kollektorwirkungsgrad und die Dampfreichweite nehmen ab.
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5) Wiederbefiillen des Kollektors.

Ausserdem wurde mit der spezifischen Dampfleistung P; eine neue Grosse eingefiihrt. Sie ist de-
finiert als (stationdre) Verlustleistung Qt der mit Dampf gefiillten Rohrleitungen bei maximaler

Dampfreichweite /

v,max °

bezogen auf die Aperturfliche 4. aller n Kollektoren eines Kollektorfel-

des.

P, = 4.1
Y n4 @1

4 4

* Qz kdrm - Iv,max (Ts - Ta) w
nd, m*

Der Beginn der Dampfbildung und die Siedetemperatur 7, wurden aus dem Druckverlauf mit
Hilfe der Dampfdruckkurve der Fliissigkeit ermittelt. Zur Bestimmung der Verlustleistung wurde
der Ort der Dampffront durch Messung der Rohrwandtemperatur festgestellt. Daraus konnte die
Léange /, ,, der Dampf enthaltenden Rohre zum Zeitpunkt der maximalen Dampfreichweite ermit-
telt werden. Unter Beriicksichtigung der Umgebungsbedingungen und des rechnerischen oder ge-
messenen Wirmedurchgangskoeffizienten des Rohres ldsst wurde dann die Verlustleistung berech-
net. Zahlreiche Stagnationsfille wurden analysiert und in Diagrammen présentiert, welche die spe-
zifische Dampfleistung anschaulich als Funktion der Bestrahlungsstérke darstellen. Mittels Regres-
sionsanalyse wurden Koeffizienten a;, a, und b ermittelt, welche die massgebende Bestrahlungs-

stéirke bei Stagnation G; und den Fiilldruck p, am Ausdehnungsgefdss mit der spezifische

Dampfleistung P; in Beziehung setzen.

P; =a,G, + a,p,+ b 4.2)

Damit wurde es erstmals moglich, die Dampfreichweite fiir gegebene hydraulische Konfiguratio-
nen und bestimmte Kollektortypen zu berechnen. Die fiir die untersuchten Varianten ermittelten
Koeffizienten unterscheiden sich stark und zeigen dadurch sehr deutlich den Einfluss der Rohrfiih-
rung und der hydraulischen Verschaltung der Absorber und des Kollektorfeldes. Weil die Einfliisse
des Kollektorwirkungsgrades und des Durchmessers der Absorberrohre nicht beriicksichtigt sind,

konnen die Ergebnisse nicht ohne weiteres auf beliebige Fille {ibertragen werden.

Die Grdosse Pd* wird heute in der Literatur nach Rommel et al. (2005) mit Dampfproduktions-
leistung bezeichnet. Im Rahmen eines Verbundprojektes haben Rommel et.al. (2007) ein labortaug-
liches Verfahren zur Bestimmung der Dampfproduktionsleistung entwickelt. Zur Bestimmung des
Dampfvolumens wurde das Gewicht des Ausdehnungsgefdsses mit einer Prézisionswaage gemes-
sen. Dieses Verfahren ist wesentlich genauer als die Druckmessung allein, weil es die Volumenén-
derung direkt erfasst und Unsicherheiten der Gefasstemperatur und den Einfluss der Membranelas-
tizitdt eliminiert. Scheuren (2008) hat dieses Verfahren zur Charakterisierung grosserer, sehr unter-

schiedlicher Kollektorfelder verwendet. Auf der Basis von Messdaten hat er eine Korrelation ent-
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wickelt, mit der das maximale Dampfvolumen ¥V, als Funktion der kollektorspezifischen Dampf-
produktionsleistung abgeschétzt werden kann. Dabei unterscheidet er drei Klassen A, B und C fiir
gut, mittel und schlecht entleerende Systeme. Ausserdem berlicksichtigt er die Tatsache, dass sich
zum Zeitpunkt der maximalen Dampfreichweite immer noch eine Restmenge Fliissigkeit im Kol-
lektor befindet. Die Rechnung erfolgt in drei Schritten. Zuerst wird die theoretische Stagnations-
leistung des Kollektors berechnet, unter der Annahme, dass sich der gesamte Kollektorinhalt auf

Siedetemperatur befindet und die gesamte Absorberflache zur Stagnationsleistung beitragt.

11*=Gmo—al(7}—To)—az(Ts—To)2 (#3)

Scheuren schlégt fiir die massgebende Bestrahlungsstirke bei Stagnation ein gewichtetes Mittel der

effektiven Bestrahlungsstirke vor,

gG(t)eXP((f—fs)/fs)

G = exp((l—ts)/rs)

(4.4)

wobei #; die Stagnationsdauer bis zum Erreichen der maximalen Dampfreichweite und 7, die
Zeitkonstante des Kollektors sind. Damit wird beriicksichtigt, dass sich Schwankungen der Be-
strahlungsstirke am Anfang des Stagnationsereignisses weniger stark auswirken als Schwankungen
kurz vor Erreichen der maximalen Dampfreichweite. Falls mit konstanter Bestrahlungsstirke ge-
rechnet werden darf, ist G, = G . Nachdem die Stagnationsleistung berechnet worden ist, muss die
Entleerbarkeit beurteilt und die Dampfproduktionsleistung als Funktion der Stagnationsleistung

und zweier Parameter a und b fiir die entsprechende Klasse berechnet werden.

a- b W/m2
P =aP +b A:10.15 10 @5)
B:10.20 40
C:10.25 80

Schliesslich kann das spezifische, auf die Aperturfliche bezogene Dampfvolumen berechnet wer-

den:

v, =max{z* P +V,, ;VC*} (4.6)
9,

Alle mit * bezeichneten Volumina sind auf die Aperturfliche des Kollektors bezogen. Vg*,c ist
das spezifische Dampfvolumen des Kollektors zum Zeitpunkt der maximalen Dampfausbreitung.
Dieses wird aus dem spezifischen Kollektorvolumen V: , abziiglich des spezifischen Restvolumens
V:c der im Kollektor verbliebenen Fliissigkeit berechnet. Das spezifische Restvolumen der Fliis-

sigkeit wurde fiir fiinf verschiedene Fille aus den Messdaten ermittelt. Die spezifische, auf eine
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Léngeneinheit bezogene Verlustleitung Q,* wird aus der Differenz zwischen Siede- und Umge-
bungstemperatur unter Beriicksichtigung der Warmeleitfahigkeit und der Dammstérke der Isolation
fiir den konkreten Anwendungsfall berechnet. Dieses Verfahren bildet eine neue Grundlage fiir die
Bemessung der Druckhaltung und fiir die Auslegung von Schutzmassnahmen vor zu hohen Tempe-
raturen in Pumpen und anderen Systemkomponenten. Gegeniiber dem Verfahren von Hausner et al.
(2003) werden zusétzlich die Leistungsféhigkeit des Kollektors und das Dissipationsvermdgen der
Rohrleitungen beriicksichtigt. Weil aber auch bei diesem Verfahren die Abhingigkeit des Dampf-
volumens vom Rohrdurchmesser nicht erfasst wird, sind die beiden Modellparameter Klassenein-

teilung und Restmenge nur ungenau voraussagbar.

3.2.2 Transiente Vorginge bei Stagnation

Stagnation ist ein sehr dynamisches Ereignis, in dem auch Druckstosse auftreten konnen. In
Stagnationsexperimenten an der auf Seite 91 beschriebenen Anlage haben Eismann und von Felten
(1998) Kondensationsdruckstosse kiinstlich herbeigefiihrt, indem zum Zeitpunkt der maximalen
Dampfreichweite die zuvor abgesperrte Vorlaufleitung gedffnet wurde. Beim anschliessenden
Ausgleich des hydrostatischen Ungleichgewichtes gelangten Dampfblasen in Abschnitte der Rohr-
leitungen, deren Temperaturen weit unter der Sattigungstemperatur lagen. Dort kondensierten die
Dampfblasen sehr rasch und erzeugten Kondensationsdruckstosse. Abbildung 3-1 zeigt den typi-
schen Druckverlauf von Kondensationsdruckstdssen. Diese werden stets durch einen langsameren
Druckabfall eingeleitet, gefolgt von der Druckspitze. Die Driicke wurden durch schnelle, kapaziti-

ve Drucksensoren gemessen und durch ein digitales Speicheroszilloskop aufgezeichnet.

Hausner et al. (2003) haben in ihren Experimenten zum Stagnationsverhalten bei einigen hyd-
raulischen Schaltungsvarianten sogar bei normalen Stagnationsvorgingen Kondensationsdruckstos-
se festgestellt und durch Mikrophone sowie schnelle Drucksensoren aufgezeichnet. Streicher
(2001) hat die Moglichkeiten des Auftretens von Kondensationsdruckstossen bei Stagnation theore-

tisch untersucht.
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Abbildung 3-1 Druckstosse im Kreislauf einer Solaranlage, hervorgerufen durch kollabierende Dampf-

blasen (Eismann und von Felten, 1998).

Die Dampfausbreitung ist ein transienter Vorgang, der stark von der hydraulischen Gestaltung
des Kollektors abhingt. Lustig (2002) hat die Zeitentwicklung der Dampfausbreitung in Kollekt-
oren experimentell untersucht und mit Hilfe von Modellrechnungen erstmals die Form der Zwei-
phasenstromung am Kollektoranschluss identifiziert. Ausserdem hat er das von Wittwer (1999)
entwickelten Simulationswerkzeug ColSim dahingehend erweitert, dass die Ausdehnung der Fliis-
sigkeit und die Verdrangung der Fliissigkeit aus dem Kollektor durch den entstehenden Dampf
iiber Massenbilanzen simuliert werden konnte. Die im Kollektor zuriickbleibende Restmenge wur-
de dabei durch einen empirischen Entleerungsfaktor beschrieben. Die Rechnungen wurden mit den
Stoffdaten fiir Wasser durchgefiihrt. Fraktionierte Destillation wurde nicht beriicksichtigt. Auf der
Basis von Anlagensimulationen wurden Regelstrategien erarbeitet, mit denen die Héufigkeit der

Stagnationsereignisse reduziert werden kdnnen.

Rommel et al. (2007) haben die Zweiphasenzusténde in einem Kollektormodul, bestehend aus
mehreren Vakuumrohrenkollektoren, untersucht. Zu diesem Zweck wurden Kollektoren des Typs
ETC 16 der Schott Rohrglas GmbH verwendet. Diese bestehen aus einem doppelwandigen, einsei-
tig offenen Glasrohr, dessen Zwischenraum evakuiert ist. Im Gegensatz zu dem weit verbreiteten
Typ nach Abbildung 2-2 b) sind weder metallische Absorberrohre noch Warmeleitbleche erforder-

lich. Das Absorberrohr wird durch das innere Glasrohr gebildet. Die Warmetrégerfliissigkeit stromt
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durch eine diinne, koaxial im Absorberrohr gelagerte Leitung bis vor dessen Ende. Dort wird sie
umgelenkt, durchstromt den Ringspalt im Gegenstrom und tritt schliesslich in die Sammelleitung
ein. Fiir die Versuche wurde eine Spezialanfertigung beschafft, bei der ein schmaler Streifen unbe-
schichteten Glases den Blick in die Unterseite des Ringspaltes ermoglichte. Thre Beobachtungen
zeigen, dass das Leersieden ein sehr instationdrer Vorgang ist und die Fliissigkeitsinhalte der ein-

zelnen Rohre, trotz paralleler Verschaltung, keineswegs identisch sind.

3.2.3 Massnahmen zur Begrenzung der Dampfreichweite

Hausner und Fink (2001) schlugen vor, die Dampfreichweite durch einen Kiihler zu begrenzen,
der nahe beim Kollektorfeld als Bypass zur Riicklaufleitung angeordnet ist. Zwei Riickschlagventi-
le sorgen dafiir, dass der Kiihler nur dann durchstrdmt wird, wenn der Dampf entgegen der norma-
len Stromungsrichtung aus dem Kollektor in die Riicklaufleitung strémt. Als weitere Variante ha-
ben Hausner und Fink (2002) vorgeschlagen, den Anschluss der Druckhaltung in die Néhe des
ricklaufseitigen Kollektoranschlusses zu verlegen und die Verbindungsleitung zum Ausdehnungs-
gefdsse als Kiihler auszubilden, in welcher der dort eindringende Dampf kondensiert. Scheuren,
Hommeyer et al. (2007) haben eine Anordnung experimentell untersucht, bei welcher die Druck-
haltung auf der Vorlaufseite zwischen dem Kollektoraustritt und dem Wérmeiibertrager ange-
schlossen war. Die Verbindungsleitung zum Ausdehnungsgefdss wurde durch ein beripptes Kup-
ferrohr gebildet, wie es in Konvektoren zur Raumheizung verwendet wird. Die beschriebenen Mas-

snahmen sind passiv, d.h. funktionieren ohne Eingriff einer Regelung.

3.3 Die Methode der thermohydraulischen Simulation

Neben der experimentellen Methode bietet die thermohydraulische Simulation eine weitere
Moglichkeit zur Analyse des Stagnationsverhaltens. Dabei konnen in hoher zeitlicher und ortlicher
Auflosung auch solche Zustandsgrossen berechnet werden, die sich messtechnisch nicht oder nur
indirekt und mit grossem Aufwand erfassen lassen. Verglichen mit einphasigen Stréomungen sind
Zweiphasenstromungen meist sehr viel komplexer. Die beiden Phasen kdnnen sich mit unterschied-
licher Geschwindigkeit in dieselbe Richtung oder auch gegeneinander bewegen. Ausserdem kon-
nen sich die Phasenanteile durch Verdampfen und Kondensieren dndern. Entsprechend umfang-

reich ist die Theorie zur Beschreibung dieser Phdnomene.
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3.3.1 Charakterisierung von Zweiphasenstromungen

Nachfolgend werden Grossen definiert, die zur Beschreibung von Zweiphasenstromungen in
Rohren erforderlich sind. Anschliessend werden Erhaltungsgleichungen zur Beschreibung von
Zweiphasenstromungen formuliert. Die Herleitungen und Formulierungen beziehen sich grossten-

teils auf das Lehrbuch von Levy (1999).

3.3.1.1 Elementare Grossen und Beziehungen

Der Gasvolumenanteil (void fraction) ¢ ist definiert als Verhéltnis des Gasvolumens V, zum
Gesamtvolumen V' eines Rohrabschnittes. Diese Grosse wird auch interpretiert als zeitlich gemit-
telter Anteil des Rohrquerschnittes, den die Gasphase einnimmt. Die komplementire Grosse 1—¢
bezeichnet den volumetrischen Anteil der Fliissigphase. Im Zusammenhang mit dem fliissigen For-
dergut in Pipelines wird diese Grosse auch holdup genannt.

Ve_ Vs l-g:=¢ S/
AN

g::gg:—_
VooV+V,

4.7)

Der volumetrische Stromungsgasgehalt € hingegen beschreibt die entsprechenden Verhéltnisse der

Volumenstrome.

14 14
g=—t=—8_  |og=-L=_"L (4.8)
Vv Vv

Der Stromungsgasgehalt x beschreibt das Verhiltnis des Massenstroms der Dampf- bzw. Gasphase
zum Gesamtmassenstrom.

m g _VePy _p= M Ve

m  m,+m m Mg +m;  m

(4.9)

Zwischen dem Stromungsgasgehalt und dem volumetrischen Stromungsgasgehalt besteht die Be-

ziehung

. EP,
P S (4.10)
ép, +(1-€)p,

Die Volumenstromdichte einer Phase ist definiert als Verhéltnis ihres Volumenstromes zum Ge-
samtquerschnitt des Rohres. Sie hat die Dimension einer Geschwindigkeit und wird in der Fachlite-
ratur oft mit superficial velocity bezeichnet.

Ve _ g Vi _my

=—= ) =—=— 4.11
A pd Ji A pA (4.11)

Jg
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Die Stromungsgeschwindigkeiten w, und w; der Gas- und der Fliissigphase konnen durch die Vo-
lumenstromdichte und den Gasvolumenanteil ausgedriickt werden.

Jg Ji

w, =— Wl:m (412)

Im allgemeinen Fall, auch bei Stagnation, sind die Stromungsgeschwindigkeiten der beiden Phasen
nicht gleich. Das Verhéltnis der Stromungsgeschwindigkeiten wird mit Schlupf s bezeichnet. Mit
Hilfe der Gleichungen (4.7), (4.8) und (4.9) kann der Schlupf als Funktion der Gréssen ¢, x, p,, p,

dargestellt werden.

sza(l—é)z x (1-¢) p, @13

é(l-g) (1-x) & p,

Falls die Unterschiede der Stromungsgeschwindigkeiten vernachldssigbar sind, kann man mit ei-
nem Schlupf s =1 rechnen. Die Erhaltungsgleichungen, die auf dieser Voraussetzung beruhen,
werden als homogenes Modell bezeichnet. Der Gasvolumenanteil kann dann direkt aus (4.13), oder

mit der Definition der Volumenstromdichte berechnet werden.

Epom = ——PL_Je (4.14)
(EDEET

3.3.1.2 Stromungsformen

Die Stromungsform wird nach dem Erscheinungsbild der Gas- oder Fliissigphase bezeichnet.
Bei geringen Fliessgeschwindigkeiten in horizontalen Rohren kann sich eine Schichtenstromung
ausbilden. Weitere Stromungsformen sind die Blasenstromung, die Pfropfenstromung, die Ring-
stromung und die Sprithstrdmung. Druckverlust, Schlupf und Warmeiibergang hingen stark von
der Stromungsform ab, die ihrerseits nicht nur vom Gasvolumenanteil, sondern auch von den
Fliessgeschwindigkeiten und von der Rohrneigung abhingt. Fiir die Wahl der geeigneten Korrela-
tion muss daher zundchst die Stromungsform ermittelt werden. Dies geschieht entweder mittels
sogenannter Stromungsformenkarten, in welchen die Stromungsformen als Gebiete eingezeichnet
sind, oder mittels weiterer Korrelationen, welche die Grenzen dieser Gebiete definieren. Bei der
Verwendung von Stromungsformenkarten muss beachtet werden, dass diese nur giiltig sind fiir ein
bestimmte Fluidkombination und einen bestimmten hydraulischen Fall, beispielsweise die horizon-
tale, adiabatische Stromung von Wasser und Luft. Ausfiihrliche Darstellungen findet man in zahl-
reichen Lehrbiichern, beispielsweise jenen von Levy (1999), Bachr und Stephan (2010) oder Kand-
likar und Shoji et al. (1999).
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3.3.2 Drift flux Modelle fiir den Gasvolumenanteil

Bei Stagnation hat man nach der Verdringungsphase einen Stromungsdampfgehalt von x =1
im Absorberrohr, weil die Restmenge den Kollektor nur in Dampfform verlassen kann. Der Dampf
durchstromt ein im Zeitmittel ortlich stationéres Fliissigkeitsvolumen. Der Schlupf ist dann s = o
und der Gasvolumenanteil kann nicht mehr aus Gleichung (4.13) bestimmt werden. Dieser Gasvo-

lumenanteil wird aber zur Berechnung der Restmenge benétigt.

In allen anderen Féllen sind die Stromungsgeschwindigkeiten der beiden Phasen grosser als null
und unterschiedlich. Der Schlupf hat einen endlichen Wert, ist aber vorerst unbekannt. Von den
drei Grossen s,& und x ist meist nur der Stromungsgasgehalt x bekannt bzw. im Falle einer
Dampfphase aus einer Energiebilanz ableitbar. Damit die Gleichung (4.13) geldost werden kann,
sind geeignete Modelle erforderlich, die den Schlupf oder den Gasvolumenanteil als Funktion be-

kannter Grossen und empirischer Parameter darstellen.

3.3.2.1 Korrelation nach Zuber und Findlay (1965)

Einer der erfolgreichsten Ansitze zur Losung dieses Problems ist die Beschreibung der Zwei-
phasenstromung durch das Drift-Flux Modell nach Zuber und Findlay (1965). In diesem Modell
werden die beiden Phasen separat beriicksichtigt. Anstelle der zeitlich und iiber den Stromungs-
querschnitt gemittelten Geschwindigkeiten der beiden Phasen treten jedoch die lokalen, nur zeitlich
gemittelten Geschwindigkeiten. Dadurch ist es moglich, die Verteilung der Geschwindigkeiten und
des Gasvolumenanteils {iber dem Stromungsquerschnitt zu beriicksichtigen. Die nachfolgende Her-
leitung folgt im Wesentlichen der Darstellung in Levy (1999, p.118). Ausgangspunkt sind die loka-
le, zeitlich gemittelte Geschwindigkeit der Gasphase w, = j, / ¢ und die lokale, zeitlich gemittelte
Summe der Volumenstromdichte der beiden Phasen j=j, +j, . Die Driftgeschwindigkeit der
Gasphase ist definiert als Differenz dieser beiden Grdssen.

ngzwg_j:jg—g—j (4.15)
Diese Driftgeschwindigkeit wird beidseitig mit dem lokalen, ebenfalls zeitlich gemittelten Gasvo-
lumenanteil multipliziert. Durch Integration {iber den Strémungsquerschnitt und Division durch die
Querschnittsfliche erhdlt man den Mittelwert des Produktes aus Gasvolumenanteil und Driftge-

schwindigkeit.

EWy = J,—E] (4.16)

Dieser Mittelwert ist nur im Falle der homogenen Stromung gleich dem Produkt der Mittelwerte.
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Nun werden zwei Korrekturfaktoren € und U,; definiert, welche die Mittelwerte der Produkte mit

dem Produkt der Mittelwerte in Bezichung setzt.

eUu, =¢ew, Cj=¢j (4.17)

Durch Einsetzen der Korrekturfaktoren aus (4.17) in die Gleichung (4.16) folgt schliesslich fiir den

zeitlichen, iiber den Querschnitt gemittelten Gasvolumenanteil:

Jg

5:_—
GoJ +U,

(4.18)
Der Faktor C, beschreibt die Abweichung des normierten Profils £/ des Gasvolumenanteils
vom normierten Profil j / j der Volumenstromdichte. U g 1st die mittlere Driftgeschwindigkeit.
Fiir vertikale, adiabate Luft-Wasser Stromung leiteten Zuber und Findlay (1965) die Werte nach
Tabelle 3-1 her.

Fiir diese und andere Stromungsformen wurden auf der Basis von Drift-Flux Modellen viele
weitere Korrelationen hergeleitet. Die Anwendung dieser Korrelationen erfordert die Kenntnis der
Stromungsform, deren Bereiche wiederum durch Grenzbedingungen definiert sind. lhre Anwen-
dung ist daher aufwindig. Auch sind die Uberginge zwischen den Korrelationen verschiedener
Bereiche nicht unbedingt stetig, was zwar der Realitdt entsprechen mag, aber in der Anwendung zu

Instabilititen und Konvergenzproblemen bei Simulationsrechnungen fiithren kann.

Tabelle 3-1 Korrekturfaktoren in der Drift-Flux Korrelation nach Zuber und Findlay (1965).
Stromungsform C, Ugi
( ) 1/4
G —
Blasenstromung 1.2 153 g pzz Pg
P
12
d —
Pfropfenstrémung 1.2 0.35 84, (P, pg)]
Pi

Coddington und Macian (2002) geben einen vergleichenden Uberblick iiber die géingigsten Kor-
relationen. In ihrer Aufstellung wird deutlich, dass die meisten Korrelationen auf Messungen mit
adiabaten Wasser-Luft Stromungen unter Umgebungsbedingungen basieren. In diesen Fillen ist
der Massenstrom des Gases entlang des Stromungsweges konstant, was bei verdampfender Fliis-
sigkeit im Absorberrohr nicht der Fall ist. Ausserdem wird in der Stromung einer verdampfenden

Fliissigkeit die Verteilung des Gasvolumenanteils iiber dem Rohrquerschnitt anders sein als bei
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einer adiabaten Wasser-Luft Stréomung, was durch unterschiedliche Verteilungsparameter C, aus-
zudriicken wire. Trotzdem konnen diese Korrelationen mit kleinen Korrekturen auch fiir nicht

adiabate Stromungen erfolgreich angewendet werden.

3.3.2.2 Korrelation nach Choi, Pereyra et al. (2008)

Choi, Pereyra et al. (2012) schlagen fiir den Verteilungsfaktor folgende Korrelation vor.

2 +1.2—O.2 P, /P, (1—exp(-18¢))

Co= 2 2
1+(Re/1000) 1+(1000/Re)

(4.19)

Die Reynolds-Zahl wird mit den Stoffdaten der Fliissigkeit und der Volumenstromdichte der Mi-
schung gebildet.
id
Re=2% (4.20)
Vi
Fiir die Driftgeschwindigkeit haben die Autoren eine modifizierte Version nach Zuber und Findlay
(1965) angesetzt,

1/4
- (o}
U, =0.0246-c0s0 +1.606-sin0 {M] (4.21)
P

und die Koeffizienten durch Regression anhand einer umfangreichen Datenbasis bestimmt. Durch
die Einflihrung der Reynolds-Zahl kann nun auch die Abhéngigkeit vom Rohrdurchmesser und der
Viskositdt beriicksichtigt werden. Abbildung 3-2 zeigt die Gasvolumenanteile nach Zuber und
Findlay (1965) und nach Choi, Pereyra et al. (2008) fiir eine Dichte des Gases von
p, =196 kg/ m’, und einer kinematischen Viskositét der Fliissigkeit von v, =5.1-10" m? / s, was
den Stoffdaten fiir Dampf bzw. Wasser im Sattigungszustand bei 140 °C entspricht. Bei Neigungs-
winkeln zwischen ¢ =45 und 90° sind die Gasvolumenanteile nach Choi praktisch identisch mit
denen nach Zuber und Findlay. Fiir kleinere Neigungswinkel werden nach Choi grossere Gasvolu-

menanteile berechnet.
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Abbildung 3-2 Gasvolumenanteile nach Zuber und Findlay (1965) und Choi, Pereyra et.al. (2008).

3.3.3 Das Kriterium der Gegenstrombegrenzung

Weil sich die Beitrdge der verdampfenden Fliissigkeit zum Dampfstrom entlang des Stro-
mungsweges kumulieren, nimmt die Dampfgeschwindigkeit in Richtung der Kollektoranschliisse
zu. Erreicht die Dampfgeschwindigkeit einen kritischen Wert, so tritt ein Stromungsphdnomen auf,
das Gegenstrombegrenzung genannt wird. In der englischsprachigen Literatur heisst dieses Stro-
mungsphinomen entsprechend counter-current flow limitation, dessen Kurzbezeichnung CCFL als
Index im Formelsatz dieser Arbeit verwendet wird. Ausgangspunkt ist eine gegenldufige Zweipha-
senstromung, bei der die Gasphase gegen die Fliessrichtung der Fliissigkeit stromt. Die Fliissigkeit
fliesst dabei als Ringstromung oder, in geneigten oder horizontalen Rohren, auch als Schichten-
stromung entlang der Rohrwand. Erreicht die Gasstromung eine Geschwindigkeit, bei der die in der
Fliissigkeit induzierten Wellen instabil werden, konnen ihre Kémme die gegeniiberliegende Rohr-
wand beriihren. Die Zwischenphasenreibung steigt dann stark an, mit der Folge, dass ein Teil der
Fliissigkeit gegen die Hauptstromung gefordert wird, wéhrend der andere Teil weiterhin gegen die
Gasstromung nach unten fliesst. Im Extremfall kommt es zur Stromungsumkehr und die Fliissigkeit

stromt in gleicher Richtung wie der Dampf.

In verfahrenstechnischen Apparaten, beispielsweise in Fiillkdrper- und Bodenkollonnen oder in

Rieselfilmverdampfern, fithrt Gegenstrombegrenzung zu Qualitéts- und Leistungseinbussen und
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muss daher vermieden werden. Bei der Notkiihlung des Druckwasserreaktors eines Kernkraftwerks
kann Gegenstrombegrenzung dazu fiihren, dass zu wenig Kiihlwasser in den Reaktorkern gelangt.
Dies kann die Beschiddigung der Brennelemente und im schlimmsten Fall eine Kernschmelze zur
Folge haben. Bei stagnierenden Sonnenkollektoren hingegen ist Gegenstrombegrenzung sehr er-
wiinscht, weil bei Uberschreiten dieses Kriteriums der Kollektorinhalt den Kollektor in fliissiger
Form verlésst. Aufgrund seiner sicherheitstechnischen und wirtschaftlichen Bedeutung wird dieses
Phinomen seit Jahrzehnten intensiv beforscht, wenn auch nicht im Zusammenhang mit Sonnenkol-
lektoren. In den folgenden Abschnitten werden die fiir Sonnenkollektoren bedeutsamen Korrelatio-

nen zur Gegenstrombegrenzung zusammengestellt.

3.3.3.1 Vertikale Rohre

Die Bedingungen, unter denen Gegenstrombegrenzung auftritt, sind von der Rohrneigung ab-
héngig. Bei der Stromung in vertikalen Rohren sind die Zwischenphasenreibung und die Schwer-
kraft gegeniiber der Wandreibung dominant. Auf der Basis dieser Uberlegung hat Wallis (1969)
das Kriterium der Gegenstrombegrenzung durch Korrelationen der folgenden Form beschrieben

und erfolgreich auf eigene Messdaten und die Daten anderer Autoren angewandt.
Jiemj; =c (4.22)

Die Wallis-Parameter j;l der Gas- und Fliissigphase sind definiert als dichtekorrigierte Froude-

Zahlen der folgenden Form.

* Jg Py o Ji P 4.23
e Ted (pr-rpy) " Jed \(pi-py) (329

Die Parameter m und C werden durch Regression aus den Messdaten eines konkreten Falles
gewonnen. Die Korrelation nach Wallis ist sehr universell und sowohl fiir vertikale als auch ge-
neigte Rohre geeignet. Die Kennzahlen werden mit den Volumenstromdichten der jeweiligen Phase
Joi ng,, / A, gebildet. Thre Bedeutung wird anhand des Wallis-Diagramms nach Abbildung 3-3
erldutert. Im ganzen Gebiet unterhalb der durch die Korrelation (4.22) definierten Geraden und im
Bereich 0< j,* <m/C tritt reine, gegenldufige Zweiphasenstromung auf. Die gesamte Fliissig-
keitsmenge, die dem Rohr iiber Offnungen in der Rohrwand zugefiihrt wird, fliesst nach unten. Bei
allen Wertepaaren auf der Geraden, welche durch die Korrelation definiert ist, tritt Gegenstrombe-
grenzung auf. Dabei wird ein Teil der Flissigkeit im Gasstrom nach oben transportiert, wihrend
der Rest der Fliissigkeit nach unten fliesst. Im Grenzfall des verschwindenden Fliissigkeitsstromes

j,* — 0 fliesst keine Fliissigkeit mehr nach unten, falls j;, den Wert C erreicht. In der Literatur
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wird dieser Fall auch hanging film intercept genannt, weil das Gewicht eines allenfalls vorhande-
nen Flissigkeitsfilms durch die Krifte der Zwischenphasenreibung kompensiert wird. Jede weitere
Erh6hung von j; wiirde den Wasserfilm in Richtung der Gasstromung bewegen. Dieser Fall tritt
bei stagnierenden Sonnenkollektoren in der Verdringungsphase auf. Die Gas- bzw. Dampfstro-
mung wird durch die im Absorber verdampfende Fliissigkeit geliefert. Wird hingegen Fliissigkeit
in das Rohr eingespeist, beispielsweise bei der Notkiihlung eines Druckwasserreaktors iiber dessen
Zuleitung zum Dampferzeuger, dann ist j,* >0 und der Gasvolumenanteil ¢ sinkt am Ort der Ein-
speisung. Die Relativgeschwindigkeit der beiden Phasen nimmt entsprechend zu. Es geniigt dann
eine geringere Volumenstromdichte der Gasphase, um die erforderliche Zwischenphasenreibung zu
erzeugen, welche zur Instabilitdt der Oberflichenwellen und damit zur Gegenstrombegrenzung
fiihrt. Bei j,* =m/C ist die Fliessgeschwindigkeit der Flissigkeit hingegen so hoch, dass der Auf-
stieg des Gases zum Erliegen kommt. Meist beobachtet man dann Gaspfropfen, die in der abwirts
gerichteten Fliissigkeitsstromung stationdr gehalten werden. In der Literatur wird der Schnittpunkt

der Geraden bei j;, =0 daher als slug-flow intercept bezeichnet.

stationérer Fliissigkeitsfilm

Gasstrom
Zufuhr von Flussigkeit
stationéirer Gaspfropfen <
Ji
C/m
Abbildung 3-3 Diagramm zur Gegenstrombegrenzung nach Wallis (1969) fiir vertikale Rohrstromung.

Der Parameter C beriicksichtigt Grossen, welche die Stabilitdt des Flissigkeitsfilms beeinflus-
sen, insbesondere die Rohrneigung, die Rohrgeometrie am Fintritt des Gases, die Oberflachen-
spannung sowie die Art, wie die Fliissigkeit zugefiihrt wird. Der Parameter m beriicksichtigt haupt-
sdchlich den Einfluss der Viskositét auf die Stromungsform (laminar oder turbulent). Ihr Einfluss

muss fiir abnehmenden Zustrom der Fliissigkeit mit j,* — 0 verschwinden, was nach Messungen
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mit unterschiedlich konzentrierten Wasser-Glycerin Mischungen (Wallis 1969 p.342, Fig. 11.16)

und unterschiedlichen Olen (Ghiaasiaan, Wu et al. 1997) niherungsweise zutriftt.

0.9
0.8
JJ. B Wasser
g O Kerosin
0.7 —C=1.03 m=0.75
——C=0.88 m=0.83
0.6
0.5
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
i
Abbildung 3-4 Gegenstrombegrenzung bei Luft-Wasser und Luft-Kerosin in einem vertikalen Rohr mit

7 mm Innendurchmesser und gerundetem Lufteintritt nach Mouza et.al. (2002).

Die meisten Experimente zur Bestimmung der Parameter m und C wurden mit Rohrdurchmes-
sern um 50 mm durchgefiihrt. Mouza, Paras et al. (2002) haben aber durch Versuche an vertikalen
Rohren mit Innendurchmessern von 6 bis 9 mm gezeigt, dass die Korrelation auch fiir diinne Rohre,
wie sie in Absorbern von Sonnenkollektoren eingesetzt werden, anwendbar ist. Ihre vergleichenden
Experimente mit Wasser und Kerosin nach Abbildung 3-4 zeigt einen zwar messbaren, aber gerin-
gen Einfluss der Oberflichenspannung, die bei Kerosin immerhin rund dreimal geringer ist als bei
Wasser. Das unterschiedliche Verhalten bei Wasser und Kerosin kann wie folgt erklart werden. Die
Oberflachenspannung stabilisiert die Fliissigkeitsoberfliche. Im Vergleich zu Wellen auf einem
Kerosinfilm werden die Wellen auf einem Wasserfilm erst bei hoheren Gasgeschwindigkeiten in-
stabil. Folglich erfordert die Gegenstrombegrenzung bei Wasser hohere Werte des Wallis-

.* . .
Parameters j, als bei Kerosin.

Tabelle 3-2 zeigt die Oberflichenspannung von Wasser-Glykol Gemischen mit drei verschiede-
nen Konzentrationen bei 30 °C im Vergleich zu den Werten fiir Wasser und Kerosin bei 20 °C. Es
wird angenommen, dass die Oberflichenspannung der iiblicherweise eingesetzten Wasser-Glykol

Gemische bei Stagnationsbedingungen im Bereich des Wertes fiir Kerosin liegt. Fiir Wasser-Glykol
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Gemische in vertikalen Rohren wird daher mit dem Wert Cy =0.88 gerechnet.

Tabelle 3-2 Oberflachenspannung o von Wasser, Wasser-Propylenglykol und Kerosin.
Medium o103 N / m Literatur
Wasser 20°C 71.15 Mouza, Paras et al. (2002)
Propylenglykol-Wasser 30°C, ¢ =0.3 50.56 Nakanishi, Matsumoto et al. (1971)
Propylenglykol-Wasser 30°C, ¢ = 0.5 44.46 !
Propylenglykol-Wasser 30°C, ¢ =0.7 38.64 !
Kerosin 20°C 28 Mouza, Paras et al. (2002)

3.3.3.2 Geneigte Rohre

Absorberrohre, die in der Neigungsrichtung der Kollektoren verlaufen, haben einen Neigungs-
winken von typischerweise 30 bis 90 Grad gegeniiber der Horizontalen. Die zuvor dargestellten
Korrelationen von Wallis (1969) und Mouza (2002) gelten aber nur fiir vertikale Rohre. Daher
muss noch der Einfluss des Neigungswinkels auf den Parameter C modelliert werden. Barnea et.al.
(1986) haben gerade Rohre mit unterschiedlichen Neigungswinkeln zwischen 1° und 90° unter-
sucht, mit Wasser und Luft bei Umgebungsbedingungen. Das Wasser wurde entweder iiber einen
gesinterten, durchldssigen Rohrabschnitt in der Mitte des Rohres zugefiihrt oder iiber ein diinnes

Rohrchen, das iiber eine kurze Strecke entlang der Innenwand des Rohres nach unten gefiihrt wird.

1.2

0.9

Barnea et al. (1986)

C/CL)()"

0.8

0.7

0.6
0 30 60 90

Neigungswinkel in Grad (horizontal = 0°)

Abbildung 3-5 Einfluss des Neigungswinkels ¢ auf den Parameter C der Gegenstrombegrenzung.
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Ziel der Experimente war, den Einfluss der Wassereinspeisung auf die Gegenstrombegrenzung
zu untersuchen. Damit Gegenstrombegrenzung nicht bereits am unteren Rohrende durch die dort
einstromende Luft auftrat, wurde die Einlaufstrecke konisch gestaltet. Das obere Ende wurde mit
einem Uberlauf und einer Luftabfuhr so gestaltet, dass die Stromungsverhiltnisse am Austritt ohne
Einfluss auf den Beginn der Gegenstrombegrenzung im Bereich der Wassereinspeisung sind. Bei
hohen Volumenstromdichten des Wassers erfordert die Gegenstrombegrenzung bei der Einspei-
sung iiber das Rohrchen eine hohere Volumenstromdichte der Luft als bei der Einspeisung iber die
gesinterte Rohrwand. Mit abnehmender Volumenstromdichte des zugefiihrten Wassers werden die
Unterschiede immer kleiner, bis sie schliesslich praktisch ganz verschwinden. In der Abbildung 3-5
sind die Trends der Messwerte fiir j, = 0 dargestellt, bezogen auf den Wert des Parameters Cy
bei vertikalem Rohr. Auf der Basis dieser Werte und der Resultate von Mouza, Paras et al. (2002)
wurde die Korrelation nach Gleichung (4.24) hergeleitet. Diese erlaubt die Berechnung des Para-
meters C fiir die Gegenstrombegrenzung von Wasser-Glykol Gemischen in vertikalen und geneig-

ten Rohren.

C =0.88-(0.7304+0.0147-$ - 0.00013-¢° ) (4.24)

3.3.3.3 Horizontale Rohre

Die horizontalen Rohre in Méanderabsorbern miinden in Rohrbogen, wéhrend die horizontal
verlaufenden Absorberrohre parallel durchstromter Absorber meist um einen kleinen Betrag in die
Sammelleitung hineinragen, mit der sie durch L&ten verbunden sind. Horizontal verlaufende Sam-
melleitungen miinden schliesslich in einen nach unten filhrenden Rohrbogen oder Winkel. Diese

Rohre erfordern daher eine getrennte Betrachtung.
a) Horizontale Absorberrohre in Médandeabsorbern

Das Absorberrohr eines Méanderabsorbers kann man sich als Serienschaltung von identischen

Elementen geméss Abbildung 3-6 vorstellen.

zuriickfliessende Fliissigkeit

Dampfstrén}ung d,

/
Wechselsprung

Abbildung 3-6 Gegenstrombegrenzung in dem nach oben fiihrenden Bogen eines Absorberrohres.
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Diese Elemente nach bestehen aus einem geraden Rohr, das am einen Ende in einen nach unten
fiihrenden Bogen und am anderen Ende in einen nach oben fithrenden Bogen miindet. Die Rest-
menge Fliissigkeit im horizontalen Abschnitt kann aus der Bedingung abgeleitet werden, dass die
im Bogen vorhandene Fliissigkeit nicht mehr gegen die Dampfstromung nach unten fliessen kann.
Experimente, die dieser Situation am ndchsten kommen, wurden durch Siddiqui, Banerjee et al.
(1986) an Rohren mit Durchmessern zwischen 36.5 mm und 47 mm durchgefiihrt. Die Gegen-
strombegrenzung tritt dabei am Ort eines Wechselsprungs am Eintritt in den Rohrbogen auf. Aus
den Messdaten wurde eine Bezichung zwischen dem lokalen Gasvolumenanteil und dem Wallis-

Parameter j; fiir die Gasphase hergeleitet.

a3

Jo = Jyeri Jgers =0.2 (4.25)

Die experimentellen Daten zeigen, dass der Einfluss unterschiedlicher Rohrléngen zwischen
1.82 m und 2.36 m und unterschiedlicher Radien der Rohrbogen zwischen 0 mm und 225 mm nicht
signifikant ist. Diese Korrelation ist unabhingig von jl* und gilt also auch dann, wenn keine Fliis-

sigkeit aus dem nach oben fiihrenden Bogen in das horizontale Rohr léuft.
b) Horizontale Verteil- und Sammelleitungen

Verteil- und Sammelleitungen dienen dazu, mehrere Kollektoren bzw. deren Absorber parallel
zu schalten. Falls diese Leitungen ausserhalb der Kollektorgehéuse angeordnet sind, kann der Gas-
volumenanteil mit den Korrelationen nach Choi (2012) berechnet werden. Falls die Leitungen in
die Kollektorgehduse integriert, aber nicht mit dem Absorber warmeleitend verbunden sind, kann
der Gasvolumenanteil auf dieselbe Art berechnet werden. Die Warmeverluste sind dann jedoch
bereits im Absorbermodell enthalten und miissen daher nicht beriicksichtigt werden. Solange die
Verteil- und Sammelleitungen nicht Teil des Absorbers sind, trdgt die in ihnen vorhandene Fliis-

sigkeit nicht zur Dampfleistung bei. Die Wahl der Korrelation ist in diesen Féllen unkritisch.
¢) Horizontale Verteil- und Sammelleitungen mit Verbindung zum Absorberblech

Bei vielen neueren Kollektoren sind die Verteil- und Sammelleitungen, wie die Absorberrohre,
mit dem Absorberblech wirmeleitend verbunden. Bei praktisch gleicher Leistung kdnnen dadurch
zwel gerade Abschnitte eines Méanders mit den zugehdrigen Rohrbogen eingespart werden. Weil
der Querschnitt der Verteil- bzw. Sammelleitung stets ein Mehrfaches des Absorberrohrquerschnit-
tes betrigt, ist die Restmenge in solchen Absorbern entsprechend grdsser. Der Absorber wird daher
iiber langere Zeit Dampf produzieren. Die maximale Dampfleistung ist zwar unabhéngig davon, ob
die Verteil- und Sammelleitungen Teile des Absorbers sind oder nicht, aber die Dampfleistung

wird etwas weniger rasch abnehmen.
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Wie in Kapitel 3.3.5 durch Simulation des Stagnationsverhaltens einer Solaranlage mit TRACE
gezeigt wird, ist die Dampfreichweite von der Dampfleistung des Kollektorfeldes in der frithen
Phase des Leersiedens bestimmt. Gegen Ende des Leersiedens tragen dann nur noch die beheizten
Sammelleitungen zur Dampfleistung bei. Es ist daher zu vermuten, dass die etwas grossere Rest-

menge in den Sammelleitungen nur wenig Einfluss auf die Dampfreichweite hat.

3.3.4 Thermohydraulische Modellierung von Zweiphasenstro-

mungen

Nach heutigem Stand werden Zweiphasenstromungen in Rohrnetzen mit thermohydraulischen
Rechenprogrammen, sogenannten System-Codes modelliert. Dabei werden die Gas- und die Fliis-
sigphase nach dem Zweifluidmodell durch je drei eindimensionale Erhaltungsgleichungen fiir Mas-

se, Impuls und Energie beschrieben.

Bei der Herleitung dieses Systems aus sechs nichtlinearen, partiellen Differentialgleichungen
nach Yadigaroglu und Lahey (1976) werden alle Zustandsgrossen iiber den Rohrquerschnitt gemit-
telt. Dies wird am Beispiel des Gasvolumenanteiles und der Geschwindigkeit der Gasphase darge-
stellt, wobei die Mittelwerte durch eckige Klammern gekennzeichnet sind:

1 1 1
(g}zzj;g-dA ; <wg>g=A—g£wgg-dA=m£wgg-dA (4.26)

Durch diese Mittelwertbildung gehen alle Informationen tiber die Form und die Verteilung der
Phasen, der Phasengrenzfldchen und der Phasengeschwindigkeiten iiber den Rohrquerschnitt verlo-
ren. Der Impuls-, Stoff- und Warmetransport iiber die Phasengrenzen sowie die Wandreibung und
der Wirmetransport iiber die Rohrwand werden daher durch empirische Korrelationen beschrieben.
Die Erhaltungsgleichungen bilden zusammen mit diesen Korrelationen ein geschlossenes Glei-
chungssystem. Durch die separate Behandlung beider Phasen im Zweifluidmodell kdnnen auch
Nichtgleichgewichtszustéinde beschrieben werden, beispielsweise unterkiihltes Sieden und Konden-

sation.

Zur numerischen Losung dieses Gleichungssystems werden die Rohre des zu berechnenden
Rohrnetzes in Zellen unterteilt. Dadurch entsteht ein Netz aus diskreten Knoten, an denen die Zu-
standsgrossen fiir jeden Zeitschritt berechnet werden. Aufgrund der ausgepréigten Nichtlinearitét
und Steifheit des Gleichungssystems erfordert die praktische Bewéltigung einer Simulationsaufga-
be sehr robuste und effiziente Rechencodes. Durch die Beschrankung auf eine Dimension ist es
jedoch moglich, komplexe Rohrnetze mit normalen Arbeitsplatzrechnern zu simulieren. Eines der

am weitesten entwickelten thermohydraulischen Rechenprogramme ist TRACE. Es wurde, wie
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auch seine Vorgianger RELAP und TRAC, von der United States Nuclear Regulation Commission
U.S.NRC entwickelt. In den folgenden drei Unterkapiteln werden die Erhaltungsgleichungen des
Zweifluidmodells, des Mischungsmodells sowie des homogenen Modells vorgestellt. Die Darstel-

lung entspricht weitgehend jener von Levy (1999).

3.3.4.1 Das Zweifluidmodell mit Phasenwechsel

Im Zweifluid Modell, wie es TRACE verwendet, werden die Stromung von Wasser und Dampf
in Rohren durch je eine eindimensionale Erhaltungsgleichung fiir Masse, Impuls und Energie be-
schrieben, die nachfolgend in vereinfachter Form dargestellt sind. Die Erhaltungsgleichungen fiir

die Massen der beiden Phasen lauten

0 0

5 pg +§8pg o =-I (427)
0 0
a(l—g)pl-i‘a—x(l—g)plwl:r‘ (428)

Die Klammern zur Kennzeichnung der Mittelwertbildung wurden weggelassen. Der Term I' be-
schreibt die Anderung der Masse eines Phasenanteils infolge Verdampfung und Kondensation. Die

Erhaltungsgleichung fiir den Impuls der Gasphase lautet

op U,

U
—e——gp,esing -7, —£ —7,—L
épgswg +ipgsw§ = Ox ¢ 4, 4, (4.29)

o ox +F(wg—wl)

Die linke Seite repréisentiert die Tragheitskraft, die rechte Seite die Summe der angreifenden Kraf-
te. Die Terme auf der oberen Zeile der rechten Seite sind die volumenbezogenen Krifte des
Drucks, der Gravitation, der Wandreibung und der Zwischenphasenreibung. Der Term auf der un-
teren Zeile der rechten Seite beschreibt die Impulsiibertragung beim Phasenwechsel. Die entspre-
chende Gleichung fiir den Impuls der Fliissigphase lautet
P P —(l—g)a—p—gp,(l—g)sine—rli+rii
5p1(1—g)w,+a—xpl(1—g)wf= Ox 4, A4 (4.30)
-T (Wg - Wl)

Die Energiegleichung fiir die Gasphase lautet

0 0 .S p S
Epgghg +apg$hgwg = qgjg +qy " +Th, (4.31)

t t

Die rechte Seite summiert alle zu- und abgefiihrten Energiestrome. Der ersten beiden Terme be-
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schreiben den Transport sensibler Warme von der Rohrwand an die Gasphase und von der Gaspha-
se an die Phasengrenze. S, ist der Teil des Rohrumfanges, der mit der Gasphase in Kontakt ist. S,
ist die Lange der Phasengrenze im entsprechenden Rohrquerschnitt. Der dritte Term beschreibt den
Austausch von Enthalpie beim Phasenwechsel. Die Beitrdge der Wand- und Zwischenphasenrei-
bung sind gegeniiber diesen Termen meist vernachldssigbar und daher nicht aufgefiihrt. Eine weite-
re Vereinfachung ergibt sich durch die Vernachlédssigung der kinetischen und potentiellen Energie,
sodass fiir die Enthalpie hg =h, +u§ / 2—-gxsin@ =h, geschrieben werden kann. Die entspre-
chende Energiegleichung fiir die Fliissigphase lautet

0 0 S LS
—pigh +—pighw, =g~ +q;——-Th

> p» y) 7 (4.32)

Die sechs freien Variablen dieses Gleichungssystems sind der Druck p, der volumetrische Gasan-
teil ¢ , die Geschwindigkeiten Wy s Wy und die Enthalpien hg , h; der beiden Phasen. Damit das
Gleichungssystem 16sbar ist, miissen alle anderen Gréssen durch zusdtzliche Gleichungen, den

sogenannten Schliessbedingungen (closure laws), beschrieben werden.

3.3.4.2 Das Mischungsmodell

Indem die drei Gleichungspaare fiir die Dampf- und Fliissigphase addiert werden, erhilt man

drei Gleichungen fiir die Erhaltung der Gesamtmasse, des Gesamtimpulses und der Gesamtenergie.

0 0
P +a[8pgwg +(1=¢)pw, ]=0 (4.33)
0 0 19/ . 4
E[ngwg +p, (l—g)wl}+a—x[pgsw§, +p, (l—s)wf} = —a—i—gpm smqﬁ—r;t (4.34)
é[p eh,+p,(1-¢)h ]+g[p gh,w,+p (l—g)hwqu”i (4.35)
oL e ! l OxL g7ee ! 1™ d :

t

Die Dichte der Mischung ist p,, = pgs+pl(l—s). In diesem Mischungsmodell sind durch die
Addition der Gleichungen alle Austauschterme eliminiert. Anstelle der Wandreibung der einzelnen
Phasen tritt die Wandreibung des Gemisches. Weil in der Impulsgleichung der Term der Zwi-
schenphasenreibung nicht mehr auftritt, muss die Information iiber den Schlupf bzw. den Gasvo-
lumenanteil durch eine entsprechende Korrelation, beispielsweise durch ein Drift-Flux Modell aus
Kapitel 3.3.2, beigesteuert werden. Die Addition der Energiegleichungen bedeutet, dass mit glei-
chen Temperaturen der beiden Phasen gerechnet wird. Der Austauschterm fiir den Phasenwechsel
tritt nicht mehr auf und muss daher iiber eine Energiebilanz als zusétzliche Gleichung wieder ein-

gefiihrt werden. Anstelle der beiden Beitrdge des Energieaustausches zwischen der Rohrwand und
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den einzelnen Phasen tritt der Energieaustausch zwischen Rohrwand und dem Gemisch. Die Integ-
ralform dieses Modells wird im Kapitel 3.4.5 verwendet, um die Dampfausbreitung bei Stagnation

zu beschreiben.

3.3.4.3 Das homogene Modell

Falls das Stromungsproblem die Annahme identischer Phasengeschwindigkeiten zulésst, kann
man die Gleichungen weiter vereinfachen und man erhélt das homogene Modell. Dieses wird der

Vollstiandigkeit halber angegeben, jedoch in dieser Arbeit nicht verwendet:

0 0
= Pt =P (4.36)
0 0 5 op . 4
il +— =——— sin@ —7 — 4.37
ot P Ox P Ox EPm f d, (437
0 0 4
o h +—p h =q"— 4.38

3.3.5 Simulation des Stagnationsverhaltens mit TRACE

Die hydraulischen Modellelemente in TRACE basieren, mit Ausnahme des Behéltermodells,
auf dem eindimensionalen Rohrelement. Diesem masselosen Rohrelement kann eine mehrschichti-
ge Wirmeleitungsstruktur zugeordnet werden, in der die geometrischen Dimensionen und die
thermophysikalischen Eigenschaften von Rohrwerkstoffen und Wéarmeddmmungen spezifiziert
sind. Die Wérmeleitungsstrukturen definieren ein System von zeitabhdngigen Wiarmeleitungsglei-
chungen, die numerisch gelost werden. An den Aussen- und Innenfliche dieser Warmeleitungs-
strukturen werden ausserdem die thermischen Randbedingungen an das stromende Fluid und die
Umgebung definiert. Rohrelemente und Warmeleitungsstrukturen koénnen in axialer Richtung in

Zellen mit variabler Lange unterteilt werden.

TRACE rechnet mit Stoffdaten von Wasser. Die bei Wasser-Glykol Gemischen auftretende
fraktionierte Destillation kann folglich nicht abgebildet werden. Nach Scheuren (2008, p.112) tritt
die maximale Dampfprodukionsleistung und damit das maximale Dampfvolumen jedoch in einer
relativ frithen Phase der Stagnation auf, in der die Glykolkonzentration in den Kollektoren durch
Destillationsvorgénge noch nicht wesentlich angestiegen ist. Dies legt die Hypothese nahe, dass
man zur Berechnung des Dampfvolumens den Anstieg der isobaren Siedetemperatur vernachlassi-

gen darf. Es ist aber anzunehmen dass die Simulationsergebnisse aus der spaten Phase des Leersie-
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dens, wenn das Dampfvolumen bereits wieder am Abnehmen ist, vom realen Verhalten abweichen.
Der stationdre Wirkungsgrad des Kollektors ist durch dessen mittlere Fluidtemperatur, die Umge-
bungstemperatur und die Bestrahlungsstirke bestimmt. Damit die Simulation der Stagnation mit
TRACE sinnvolle Resultate liefert, muss der Siedebeginn bei derselben Temperatur auftreten wie
bei der realen Anlage. Dazu wird der Betriebsdruck so vorgegeben, dass die Sattigungstemperatur
von Wasser gleich der Siedetemperatur der Wasser-Propylenglykol Mischung der realen Anlage
ist. Die Simulation des normalen Anlagenbetriebes ist unproblematisch. Bei sehr hohen Ansprii-
chen an die Genauigkeit, konnten die geringen Unterschiede der Stoffwerte durch entsprechende
Anpassung des Massenstromes und des Kollektormodells korrigiert werden. Auf diese Anpassun-

gen wurde im Rahmen dieser Arbeit verzichtet.

Eismann und Prasser (2012) haben anhand des in den folgenden Unterkapiteln dargestellten
Fallbeispieles gezeigt, dass sich das thermohydraulische Rechenprogramm TRACE zur Simulation

der Stagnation sehr gut eignet.

3.3.5.1 Die Solaranlage ,,Bischof* in Ulisbach

Die in Abbildung 3-7 dargestellte Solaranlage Bischof in Ulisbach (CH) besteht aus zwei Teil-
feldern mit je vier Kollektoren des Typs FK1 V2 der Ernst Schweizer AG und einem 1450 / Puffer-
speicher. Sie dient zur Warmwasserbereitung und Heizungsunterstiitzung in einem Einfamilien-
haus. Die Kollektoren besitzen Méanderabsorber. Der Innendurchmesser der Absorberrohre betragt
11 mm . Je zwei iibereinander angeordnete Kollektoren sind in Serie geschaltet. Der Inhalt der Kol-
lektoren ohne Feldverrohrung betragt 18.3 /. Der Inhalt der Rohrleitungen zwischen Kollektorfeld
und der Ebene A oberhalb der Pumpengruppe betrdgt 7.6 /. Die Hohendifferenz zwischen dem
Anschluss des Ausdehnungsgefdsses und dem oberen Kollektoranschluss betrdagt 9.63 m. Zur
Druckhaltung dient ein Membran-Ausdehnungsgefdss mit einem Nennvolumen von 80 / und einem
Vordruck von 1.8 bar. Dieses ist druckseitig iiber ein Vorschaltgefédss angeschlossen. Das Vor-
schaltgefass hat einen Inhalt von 20 /. Bei einer mittleren Kreislauftemperatur von 70 °C betragt
der Betriebsiiberdruck 2.1 bar. Das Riickschlagventil befindet sich auf der Druckseite der Pumpe,
vor dem Anschluss der Druckhaltung. Die durch den Dampf verdringte Fliissigkeit kann sowohl
iiber die Vorlaufleitung als auch iiber die Riicklaufleitung in das Ausdehnungsgefiss stromen. Die

Anlage wird mit einem spezifischen Durchfluss von 40 //am’ betrieben.

Das Kollektorfeld wiirde man aufgrund der Kollektorverschaltung als gut entleerbar einstufen.
Aus diesem Grund wurde bei der Erstellung der Anlage auf ein Vorschaltgefdss zwischen dem

Kreislauf und dem Ausdehnungsgefdss verzichtet. Tatsdchlich entspricht das Stagnationsverhalten
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aber dem eines mittelméssig bis schlecht entleerenden Systems, das nach Scheuren (2008) der
Klasse B oder C entspricht. Der Dampf erreichte wiederholt den Glattrohrwarmeiibertrager im
Pufferspeicher, wo er unter Bildung von heftigen Druckstdssen kondensierte. Durch den Einbau
eines ungeddmmten Vorschaltgefasses wurde das Dissipationsvermogen des Kreislaufes so weit
erhoht, dass der Dampf den Pufferspeicher nicht mehr erreicht. Die thermische Belastung des
Kreislaufes blieb aber immer noch sehr hoch. Schlecht kompensierte thermische Dehnungen fiihr-
ten beispielsweise zu Leckagen bei Rohrverbindungen. Dieses Fallbeispiel zeigt deutlich, dass das
Stagnationsverhalten durch Mechanismen beeinflusst wird, die durch bekannte Korrelationen nicht
beschrieben werden. Die Anlage wurde daher sowohl messtechnisch als auch durch Modellierung
und Simulation untersucht, mit dem Ziel, diese Mechanismen zu verstehen, zu quantifizieren und

durch praxistaugliche Modelle abzubilden.
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Temperaturfithler Ty, ~__ T T Vorlaufleitung
Riicklaufleitung
Sicherheitsventil
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Vorschaltgefiss VG
Ausdehnungsgefiss AG

Riickschlagventil
Pumpe

Abbildung 3-7 Kollektorfeld und Kreislauf der Solaranlage ,,Bischof* in Ulisbach.

Seit 2010 werden die Temperaturen an mehreren Stellen des Kreislaufs durch einen Regler des
Typs Steca TR603mc gemessen und aufgezeichnet. Am 24. August 2011 wurde ein Stagnationser-

eignis vor Ort beobachtet. Dabei wurden die Globalstrahlung in der Kollektorebene sowie der
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Druck beim Ausdehnungsgeféss gemessen und von Hand aufgezeichnet. Anhand des Druckverlau-
fes konnte festgestellt werden, bei welcher Kollektortemperatur erste Dampfbildung auftritt. Dieser
Befund wurde zur Interpretation aller anderen Datensitze verwendet, bei denen keine Informatio-
nen iiber den Druckverlauf verfiigbar sind. Fiir die Gegeniiberstellung von Messung und Simulati-
on ist dieser Datensatz jedoch schlecht geeignet, da der Strahlungsverlauf wegen voriiberziehender
Wolken Einbriiche aufweist. Ausgewidhlt wurde daher das Stagnationsereignis vom 17. August
2011, bei welchem der Verlauf der Kollektortemperatur einen wolkenlosen Tag vermuten liess.
Mangels gemessener Strahlungsdaten wurde ein Datensatz fiir den entsprechenden geografischen

Ort, die Orientierung und die Neigung des Kollektorfeldes mittels Polysun® 5.8 generiert.

Abbildung 3-8 zeigt schematisch den Modellabsorber und darunter seine Reprédsentation im gra-
fischen Modell-Editor, der zur Entwicklung des Input-Datensatzes fiir TRACE verwendet wurde.
Das Absorberrohr ist als Rohrelement mit 27 Zellen modelliert. Die zwanzig Zellen 6 bis 25 sind je
Im lang und liegen horizontal. Thnen ist eine Warmeleitungsstruktur mit ebenfalls zwanzig Zellen

und drei radialen Schichten zugeordnet.

Warmeleitungsstruktur mit 20 axialen Zellen

Sinnbildliche( \<<<<((<<(<(((((<<(<®j ,,,,,, )
Darstellung 1 ( .

Absorberrohr Zuordnung der Warme-
. leitungsstruktur

Modelleditor

von TRACE <

r A
& : &
q & 700
Abbildung 3-8 Eindimensionale Modellelemente des Absorbers in sinnbildlicher Darstellung (oben)

und in der symbolhaften Darstellung des Modell-Editors SNAP (SymbolicNuclearAna-

lysisPackage) von TRACE.
Die innerste Schicht umgibt das hydraulische Rohrelement. Sie besitzt den Innendurchmesser, das
Volumen und die Materialeigenschaften des Absorberrohres. Die dusserste Schicht reprisentiert in
entsprechender Weise das Absorberblech. Die Strahlungsrandbedingung wird durch eine Rechen-
schaltung definiert. Die mittlere Schicht stellt einen virtuellen Wérmeleitwiderstand dar. Dieser ist
nach dem in Kapitel 2.7.2 hergeleiteten Modell so dimensioniert, dass der stationdre Wirkungsgrad
mit jenem aus der Leistungspriifung iibereinstimmt. Die Enden des hydraulischen Rohrelementes

sind entsprechend der Dachneigung um 45° abgebogen. Die beiden geneigten Rohrsegmente haben
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zusammen die Lénge des Kollektors L inklusive seiner Anschliisse. Abbildung 3-9 zeigt die Dar-
stellung des Kreislaufes im Modell-Editor. Die Kollektoren und die Warmeleitungsstrukturen sind

zur besseren Ubersicht ausgeblendet.
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Abbildung 3-9 Darstellung des Kreislaufes im Modell-Editor SNAP von TRACE.

Allen Rohrelementen sind Warmeleitungsstrukturen zugeordnet, mit entsprechend definierten
Materialien und Dicken fiir Rohrwand und Wéarmedimmung. Die Rohrldngen, Orientierungen und
Hohenkoten wurden, sofern sie bekannt waren, entsprechend abgebildet. Ausserdem wurde ein
Riickschlagventil mit einem Offnungsdruck von 2500 Pa modelliert. Zur Darstellung der Kreisel-
pumpe wurde ein Pumpenmodell verwendet, das den Pumpendruck vorgibt. Die Abhingigkeit des
Pumpendruckes vom Massenstrom wurde in Tabellenform definiert und {iber eine Rechenschaltung

an das Pumpenmodell gekoppelt. Uber eine weitere Rechenschaltung kann die Pumpe in Abhin-
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gigkeit der Kollektor- bzw. Speichertemperatur ein- und ausgeschaltet werden. Wéhrend im Still-
stand eine Kreiselpumpe in beiden Richtungen durchstromt werden kann, ist bei dem Pumpenmo-
dell der Massenstrom null. Das Pumpenmodell wurde daher durch ein parallel geschaltetes Frei-
laufventil iiberbriickt, das beim Ausschalten der Pumpe gedffnet wird. Fiir den Speicher wurde ein
einfaches, zylindrisches Behéltermodell mit je zwei Unterteilungen in axialer, radialer und azi-
mutaler Richtung modelliert. Der Glattrohrwérmeiibertrager im unteren Bereich des Speichers ist
durch zwei horizontale Rohre mit den entsprechenden Wérmeleitungsstrukturen approximiert. Die
innere Oberflache der Zellen dieser Warmeleitungsstrukturen steht mit dem Kreislauffluid in Ver-
bindung, wihrend die dussere Oberfliche die thermischen Randbedingungen fiir das Speicherfluid

vorgibt.

3.3.5.2 Stagnationsverhalten aus Messdaten und Simulation

Abbildung 3-10 zeigt gemessene und simulierte Temperaturverldufe des Stagnationsereignisses
vom 17. August 2011. Bei deren Interpretation muss folgendes beachtet werden: Die Simulation
liefert die {iber ein Zellenvolumen gemittelte Temperatur als Zustandsgrosse der Rohrwand bzw.
des Rohrinhaltes. Die Messungen hingegen liefern primér die Temperaturen der Sensoren selber,
die dann nach Korrekturen als lokale Temperatur des Rohres bzw. Rohrinhaltes interpretiert wer-

wird mit einem 6 mm Anlegefiihler gemessen, der beim

o

den konnen. Die Kollektortemperatur 7',
oberen Kollektoranschluss mittels Klammer auf der Unterseite des Absorberbleches befestigt ist.
Dieser Anlegefiihler zeigt im Wesentlichen die lokale Blechtemperatur, die im Normalbetrieb iiber
der Fluidtemperatur am Kollektoraustritt, bei Stagnation hingegen unter der maximalen Absorber-
temperatur liegt. Der Beginn der Dampfbildung ist am Anstieg der Sattigungstemperatur 7, zu
erkennen. 22 min nach Pumpenstopp kommt es zur Uberhitzung T, ¢ des Dampfes im ersten Kno-
ten des beheizten Absorberrohres im oberen Kollektor. Dies ist erkennbar am Anstieg der Dampf-
temperatur tiber die Sattigungstemperatur. Die Temperatur 7),; , am Eintritt des Vorschaltgefésses
wird durch einen 6 mm Anlegefiihler auf der Seite der Verbindungsleitung gemessen. Der Anlege-
fiihler ist nicht wirmegeddmmt. Aufgrund der Wiarmeverluste liegt seine maximale Temperatur
rund 15 K unter der maximalen Rohrtemperatur. Dies wurde durch Vergleichsmessungen mit ei-
nem empfindlichen Kreuzband-Thermoelement festgestellt. Zwischen dem Dampf und der Rohr-
wand kann kein thermodynamisches Gleichgewicht herrschen, da der Warmeverlust an die Umge-
bung durch den Enthalpiestrom des kondensierenden Dampfes ausgeglichen werden muss. Die
Temperatur der Rohrwand T;; , liegt daher unter der Sittigungstemperatur 7. Bereits im nichst-
folgenden Knoten, der 0.25 m von der Ebene A entfernt im unteren Ende der isolierten Riicklauflei-

tung liegt, herrscht nahezu Gleichgewicht. Dies ist an der praktischen Ubereinstimmung der Sitti-



119

gungstemperatur 7; und der Temperatur der Fliissigphase 7, ; erkennbar.
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Abbildung 3-10 Temperaturen und Bestrahlungsstirke wiahrend des Stagnationsereignisses vom

17. August 2011.

Aus dem Verlauf der Rohrtemperatur am Eintritt des Vorschaltgefdsses 7,;, kann man
schliessen, dass die Ausbreitung des Dampfes nicht monoton erfolgt. Der berechnete Temperatur-
verlauf 7} , zeigt, dass die Simulation dieses Verhalten gut wiedergibt. In Wirklichkeit erfahrt das
Vorschaltgefiss liber etwas lingere Zeit hohe Temperaturen, was auf ein grosseres Dampfvolumen
im Riicklaufstrang hindeutet. Als Ursache dieser Abweichung kommen mehrere modelltechnische
Unsicherheiten in Frage. Den grossten Einfluss haben sicher die Bestrahlungsstirke, die ja nicht
gemessen wurde, sowie die Modellierung der Rohrisolation und ihrer Randbedingungen. Auch die
Vereinfachung durch Rechnung mit den Stoffeigenschaften von Wasser anstelle des in der Realitét
verwendeten Wasser-Glykol Gemisches ist eine Quelle moglicher Abweichungen. Zieht man diese
Unsicherheiten in Betracht, stimmt die Simulation mit dem realen Verhalten sehr gut {iberein. Man
darf daher erwarten, dass alle relevanten Grossen aus dem Datensatz der Simulation fiir die Diskus-
sion der auftretenden Phdnomene verwendet werden konnen. Eine wichtige Grosse ist die Dampf-
leistung des Kollektorfeldes. Diese ist definiert als Enthalpiestrom des Dampfes, der aus den Kol-

lektoranschliissen in die vor- bzw. riicklaufseitigen Feldverrohrungen tritt.

P,(t)=rm, (1)h, (4.39)
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Im Unterschied zur Dampfproduktionsleistung, die als stationdre Verlustleistung der Rohre bei
maximaler Dampfreichweite definiert ist, ist der Enthalpiestrom des Dampfes zeitabhingig und
ausschliesslich durch die Eigenschaften des Kollektorfeldes, die Umgebungsbedingungen und die
Druckrandbedingungen an den Kollektoranschliissen bestimmt. In der Abbildung 3-11 ist die
Dampfleistung des Kollektorfeldes dargestellt sowie die Abnahme des Kollektorinhaltes aller acht
Kollektoren. Zur besseren Gegeniiberstellung ist die riicklaufseitige Dampfleistung mit negativem

Vorzeichen aufgetragen.
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Abbildung 3-11 Dampfleistung des Kollektorfeldes und Abnahme des Kollektorinhaltes als Funktion
der Zeit.

In den ersten 9 Minuten nach dem Pumpenstopp wird der Kollektorinhalt bis zur
Sattigungstemperatur erwdrmt und dehnt sich dabei entsprechend aus. Dann beginnt die
Verdampfung im Absorberrohr. Der Offnungsdruck des Riickschlagventiles von 2500 Pa bewirkt,
dass die Fiissigkeit vorerst nur tiber die Riicklaufleitung ausgeschoben wird. Erst 10 Minuten nach
Pumpenstopp erreicht der Dampf den oberen, vorlaufseitigen Kollektoranschluss. In den folgenden
5 Minuten werden rund 2 kg Fliissigleit durch den Dampfstrom in die vorlaufseitige
Feldverrohrung gefordert, wéhrend in derselben Zeit etwa 12 kg durch das zunehmende
Dampfvolumen in die Riicklaufleitung verdrangt werden. 15 Minuten nach Pumpenstopp tritt auch
Dampf in die riicklaufseitige Feldverrohrung ein. Nach weiteren 7 Minuten wird das Maximum der

Dampfleistung erreicht. In dieser Zeitspanne wird durch Zwischenphasenreibung je ein weiteres
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Kilogramm Fliissigkeit liber den vor- und riicklaufseitigen Kollektoranschluss in die Anschlusslei-
tungen befordert. Mit fortschreitender Verdampfung nehmen der Fluidinhalt und die Dampfleis-
tung ab. 44 Minuten nach Pumpenstopp tritt Fliissigkeit aus der Riicklaufleitung in die untere Kol-
lektorreihe ein. Dies ist einerseits erkennbar am Verschwinden der riicklaufseitigen Dampfleistung,
anderseits aber auch am sprunghaften Absinken der Temperatur des iberhitzten Dampfes 7, ,,

verursacht durch Einstrémen von kiihlerem Sattdampf aus dem unteren Kollektor.

Abbildung 3-12 zeigt den Druck vor und nach dem Riickschlagventil sowie den Fluidinhalt
(Dampf und Fliissigkeit) der vor- und riicklaufseitigen Rohrleitungen. Ebenfalls dargestellt sind das

Symbol und die schematische Darstellung des federbelasteten Riickschlagventils.
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Abbildung 3-12 Druckverlauf ober- und unterhalb des Riickschlagventiles sowie Abnahme der Fliissig-
keitsmasse in der Vor- und Riicklaufleitung.

30 Minuten nach Pumpenstopp, also erst 8 Minuten nach Erreichen der maximalen Dampfleis-
tung, erreicht der Druck und damit das Dampfvolumen sein Maximum. Danach nimmt das Dampf-
volumen erst langsam, dann immer rascher ab. Das Riickschlagventil sorgt dafiir, dass die riick-
stromende Fliissigkeit nur iiber die Riicklaufleitung in den Kreislauf gelangt. Dies ist am Diffe-
renzdruck iiber dem geschlossenen Riickschlagventil erkennbar. 44 Minuten nach Pumpenstopp ist
die Riicklaufleitung bis zu den Anschliissen der Kollektoren praktisch dampffrei, die Vorlauflei-

tung hingegen nicht.
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Abbildung 3-13 und Abbildung 3-14 zeigen die Entwicklung des Dampf- bzw. Gasvolumenan-

teils (void fraction) in der Riicklaufleitung und im Vorschaltgefiss sowie in der Vorlaufleitung.
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16 Minuten nach Pumpenstopp erreicht der Dampf praktisch zeitgleich die oberen Enden der
Vor- und Riicklaufleitung. 7 Minuten spéter steht der Dampf ca. 3 m vor dem Eintritt in den Glatt-
rohrwiarmeiibertrager. 34 Minuten nach Pumpenstopp hat der Dampf seine grosste Ausbreitung in
der Riicklaufleitung erreicht und fiillt den oberen Bereich des Vorschaltgefdasses. Danach iiberwiegt
die Dissipationsleistung die Dampfleistung, und das Ausdehnungsgefdss schiebt Fliissigkeit gegen
den allméhlich abnehmenden Druck durch das Vorschaltgefdss zuriick in die Riicklaufleitung. Das
Dampfvolumen in der Vorlaufleitung bleibt hingegen auch bei abnehmender Dampfleistung noch

lange erhalten, weil die Rohre praktisch durchgehend isoliert sind.

Auf der Basis dieses Modells konnen nun mit verhéltnismassig geringem Aufwand Varianten
durchgerechnet werden, um deren Einfluss auf die zeitliche Entwicklung und die Grdsse des
Dampfvolumens und anderer Parameter zu studieren. Abbildung 3-15 zeigt beispielhaft die Aus-

wirkung zweier Massnahmen a) und b).
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Abbildung 3-15 Auswirkungen verschiedener Massnahmen zur Beeinflussung des Stagnationsverhal-

tens: Massnahme a) Erhohen des Betriebsdruckes um 1 bar. Massnahme b) Vorlauflei-
tung gesperrt.

Die Massnahme a) besteht darin, den Systemdruck um 1 bar zu erhéhen. Dadurch produziert
der Kollektor Dampf bei hoherer Temperatur und damit bei schlechterem Wirkungsgrad. Das Vor-
schaltgefdss bleibt unter sonst gleichen Bedingungen dampffrei. Allerdings produziert das Kol-
lektorfeld tiber langere Zeit Dampf, was auf eine grossere Restmenge hindeutet. Hingegen fiihrt die

Massnahme b), das Absperren der Vorlaufleitung nach Pumpenstopp, zu einem héheren Druck bei
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Stagnation und liber lingere Zeit hohe Temperaturen im Vorschaltgefdss. Dies ist im Widerspruch
zu den von Eismann und von Felten (1998) dargestellten Messungen und zeigt, dass experimentel-

le Befunde nicht ohne Weiteres verallgemeinert werden diirfen.

3.3.6 Erkenntnisse aus der Simulation mit TRACE

Der Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Messdaten zeigt, dass die thermohydraulische
Modellierung von Solaranlagen mit TRACE sehr realitéitsnahe Resultate liefern kann. Aufgrund der

gemachten Erfahrungen lassen sich folgende Schliisse ziehen.

e Das thermohydraulische Modell auf der Grundlage von TRACE gibt das Stagnationsver-
halten von Solaranlagen mit gut entleerenden Kollektoren qualitativ richtig wieder. Die
quantitative Ubereinstimmung mit Messwerten ist gut. Die Abweichungen entsprechen

den Erwartungen im Hinblick auf die getroffenen Vereinfachungen.

e Das thermohydraulische Modell ist deshalb sehr gut geeignet, um Varianten- und Sensi-

tivitditsuntersuchungen durchzufiihren.

e Vereinfachte Modelle, die sich als Werkzeug zur Auslegung von Solaranlagen eignen,

konnen anhand der mit TRACE gewonnenen Simulationsergebnisse validiert werden.

Es wird bestitigt, dass die Dampfleistung einerseits von den Umgebungsbedingungen und vom
temperaturabhidngigen Wirkungsgrad abhingig ist, andererseits aber auch von der Restmenge an
Fliissigkeit, die den Kollektor nur als Dampf verlassen kann. Der Verlauf der Zustandsgrossen
zeigt hingegen, dass von den im Kapitel 3.2.1 beschriebenen Stagnationsphasen nur die Fliissig-
keitsausdehnung allein auftritt. Die Abbildungen 3.10 und 3.11 zeigen, dass die Verdrangung der
Fliissigkeit durch das Leersieden begleitet ist. Nachdem der grosste Teil der Fliissigkeit aus dem
Kollektor verdriingt ist, kommt es bereits zur lokalen Uberhitzung des Absorbers. Nach dem hin-
reichenden Abfall der Dampfleistung tritt Fliissigkeit tiiber den unteren Kollektoranschluss ein,

worauf die Dampfleistung auf der Vorlaufseite wieder zunimmt.

Der Verlauf der Dampfleistung in Abbildung 3-11 zeigt ausserdem, dass die Verdringung der
Fliissigkeit und das Leersieden sehr unstetig erfolgen. Dies ist in Ubereinstimmung mit den direk-
ten Beobachtungen des Siedezustandes, die Rommel et al. (2007) an gldsernen Absorberrohren von
Vakuumroéhrenkollektoren vorgenommen haben. Offenbar ist der Impulsaustausch zwischen den

Phasen signifikant. Nach Abbildung 3-12 &ndert der Druck hingegen sehr langsam.

Aus den Simulationsergebnissen lésst sich ablesen, dass die maximale Dampfleistung etwa mit

dem Ende der Verdrangungsphase zusammenfillt. Der Betrag der maximalen Dampfleistung ent-
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spricht etwa derjenigen Leistung des Kollektors, die nach dem empirischen Modell bei der Sétti-
gungstemperatur als mittlerer Fluidtemperatur berechnet wird. Danach fillt die Dampfleistung
zuerst rasch, dann immer langsamer ab. Die Dampfleistung erreicht ihr Maximum, nachdem die
Verdriangungsphase praktisch abgeschlossen ist. In dem daran anschliessenden Verlauf nehmen das
Dampfvolumen und die Dampfreichweite zu. Deren Maximum ist einerseits abhingig vom Enthal-
piestrom der Restmenge, die den Kollektor in Dampfform verldsst. Andererseits ist dieses Maxi-
mum durch das Dissipationsvermdgen der Rohrleitungen begrenzt. Die Restmenge Fliissigkeit ist
nicht allein durch das Ausfliessen unter dem Einfluss der Schwerkraft bestimmt. Die Zwischenpha-
senreibung hat offenbar erheblichen Einfluss darauf, in welchem Mass und in welcher Zeit die
Flissigkeit aus dem Kollektor befordert wird. Die Zwischenphasenreibung ist wiederum von der
Dampfgeschwindigkeit und damit von der kollektorinternen Verschaltung abhéngig. Es darf daher
nicht erwartet werden, dass die Dampfreichweite oder das Dampfvolumen fiir beliebige Félle durch
einfache lineare Korrelationen mit wenigen Parametern mit guter Genauigkeit berechnet werden

kann.

Die Modellierung und Simulation von Solaranlagen mit TRACE ist jedoch aufwéndig und da-
mit fiir den praktischen Einsatz nicht geeignet. Fiir die Auslegung von Solaranlagen werden aus-
serdem nur die Dampfreichweite und das maximale Dampfvolumen benétigt. Die Kenntnis des

genauen zeitlichen Verlaufes ist in diesem Zusammenhang nicht so wichtig.

3.3.7 Anforderungen an ein vereinfachtes Modell

Aus den mit TRACE gewonnenen Simulationsergebnissen konnen folgende Anforderungen an

eine vereinfachte Modellierung abgeleitet werden:

Im gesamten Kreislauf erfolgt die Druckidnderung so langsam, dass mit quasistatischen Verhalt-
nissen gerechnet werden kann. Anstelle der Impulsgleichungen fiir die Gas- und Fliissigphase wird
daher eine einfache Druckbilanz gesetzt, welche die hydrostatische Hohe der Fliissigkeitssdulen

und den Druck des Membran-Ausdehnungsgefisses beriicksichtigt.

Mit dem Verzicht auf die Impulsgleichungen ist es jedoch nicht mehr mdglich, die Entleerung
des Kollektors durch Zwischenphasenreibung zu beschreiben. Die Restmenge soll daher mit Hilfe
von geeigneten Drift-Flux Korrelationen fiir den Gasvolumenanteil sowie Korrelationen fiir die
Gegenstrombegrenzung berechnet werden. Diese Korrelationen beinhalten die Volumenstromdich-
te des Dampfes als Parameter. Weil diese bei einem stagnierenden Kollektor entlang des Stro-
mungsweges zunimmt, wird auch der Gasvolumenanteil zunehmen. Damit einerseits die Formulie-

rung von Bilanzgleichungen mit lokal konstanten Zustandsgrossen moglich ist und andererseits
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Anderungen der Rohreigenschaften entlang der Pfade des Kreislaufes beriicksichtigt werden kén-
nen, soll das Grundprinzip der Nodalisierung aus TRACE iibernommen und in dem vereinfachten

Modell angewendet werden.

Der Zeitliche Verlauf der Dampfausbreitung soll als Funktion der Restmenge und der Dampf-
leistung beschrieben werden, unter Beriicksichtigung der Anfangs- und Randbedingungen, die
durch die Rohrleitungen und die Druckhaltung gegeben sind. Die obengenannten Vereinfachungen
machen es moglich, den Stagnationsvorgang durch analytisch l16sbare Differentialgleichungen zu
beschreiben. Durch die Vermeidung von numerischen Losungsverfahren werden einerseits Schwie-
rigkeiten mit Stabilitdt und Konvergenz vermieden, andererseits aber auch der Rechenaufwand

reduziert, was fiir den praktischen Einsatz vorteilhaft ist.

Die Grundlagen dieser Theorie sollen fiir Kollektoren mit beliebiger hydraulischer Verschal-
tung gelten. Bei der konkreten Umsetzung in ein praxistaugliches Modell beschrénkt sich die Her-
leitung jedoch auf Kollektoren mit Maanderabsorber, die von unten nach oben durchstromt werden

und deren Absorberrohre horizontal verlaufen.

3.4 Analytische Beschreibung der Stagnation

Vom Standpunkt der Anlagenplanung ist die Dampfreichweite die massgebende Grosse, die bei
der Dimensionierung einer Solaranlage bestimmt werden muss. Diese Grosse legt fest, an welcher
Stelle im Kreislauf Pumpen, Durchflussmesser und andere empfindliche Bauteile angeordnet wer-
den diirfen und ob allenfalls ein Kiihler vorgesehen werden muss. Das Dampfvolumen, das zur
Dimensionierung des Ausdehnungsgefésses benétigt wird, kann dann aus der Dampfreichweite und

den Rohrquerschnitten berechnet werden.

3.4.1 Dampfleistung von Kollektoren

Das Modell zur Berechnung der Dampfleistung soll auf folgenden Hypothesen aufgebaut wer-

den.

1) Die maximale Dampfleistung des Kollektorfeldes sei unabhéngig von der Restmenge
und entspreche derjenigen Kollektorleistung, bei der die mittlere Kollektortemperatur
gleich der Siedetemperatur bei der ersten Dampfbildung ist. Dies ist gleichbedeutend

mit der Annahme, dass bei maximaler Dampfleistung der ganze Absorber benetzt ist.

2) Mit abnehmender Restmenge nehmen der benetzte Anteil des Absorbers und damit

auch die Dampfleistung ab. Bei verschwindender Restmenge wird die Dampfleistung
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null. Der Beitrag der iiberhitzten Teile des Absorbers zur Dampfleistung wird vernach-

lassigt.

3) Weil die maximale Dampfreichweite und das maximale Dampfvolumen in einer friihen
Phase der Stagnation auftreten, bei der die Dampfphase praktisch ausschliesslich aus
Wassersdampf besteht, kann auf die Modellierung der fraktionierten Destillation des

Wasser-Glykol Gemisches verzichtet werden.

Die Hypothesen 1) und 2) legen nahe, die Dampfleistung in Abhéngigkeit Restmenge m, zu
definieren, die ihrerseits im Verlauf der Stagnation abnimmt.
P, =GAn, [’”—j (4.40)
er

Der Wirkungsgrad 1, bei Séttigungstemperatur wird aus der linearisierten Kennlinie nach Glei-

chung (3.82) berechnet.

UL . Gstagno
=1y ——(T,-T t U =—————
o G ( ) a) v ' (Tstag_Ta)

(4.41)
Der Exponent o <1 ist vorerst unbekannt. Die Restmenge unmittelbar nach der Verdringungspha-
se ist mit m,, bezeichnet. Fiir die Energiebilanz an einem leersiedenden Kollektor mit dem Volu-

men V,_ eignet sich am besten das Mischungsmodell in Integralform.

%j”[sgpgug " Slplu,]dV * ”[Spgugwg + glplulwl:ldg =F - .Up(ggwg + ps@;)dﬁ (4.42)
v < :

Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Anderung der inneren Energie des
Dampfes u, und der Flissigkeit u, die sich im Kollektorvolumen V, befinden. Der zweite Term
beschreibt die Anderung der inneren Energie durch das Ausstromen des Dampfes. Der erste Term
auf der rechten Seite ist die Leistung, die vom Absorberrohr an den Absorberinhalt tibergeht. Der
zweite Term auf der rechten Seite beschreibt die Verdringungsleistung des Dampfes an den An-
schlussrohren des Kollektors. Die volumetrischen Anteile des Dampfes und der Fliissigkeit am
Kollektorvolumen kénnen durch die Restmenge Fliissigkeit ausgedriickt werden.

g=—-— ; g, =1-—2L (4.43)
: pY. ¢ PV,

Weil nach Voraussetzung nur Sattdampf aus dem Kollektor stromt, reduziert sich der zweite Term
auf der linken Seite der Gleichung (4.42) zu m,u, und der zweite Term auf der rechten Seite zu

Ny p / P, - Damit erhélt man die Energiebilanz nach Gleichung (4.44).
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0 m,. . m ). p
—lp V.| 1———\u, +mu, |+m,u, =GA — | -m,— 4.44
at|:pg c[ ) 6] g r l:| g%g cns(erJ gpg ( )
Der Dampfmassenstrom 7z, wird nun durch die Abnahme der Restmenge 71, = —r, ausgedriickt.
Ausserdem werden die spezifischen inneren Energien durch die spezifischen Enthalpien ausge-
driickt und anstelle #, —h, die Verdampfungsenthalpie h, eingesetzt. Nach Umstellen folgt die
Differentialgleichung fiir die Abnahme der Restmenge.

i+ S ={hv+&hg] (4.45)
hser pl

Fiir die praktische Berechnung der Dampfreichweite ist es vorteilhaft, diese Differentialgleichung
nicht ab Beginn des Leersiedens sondern iiber beliebige kiirzere Zeitintervalle zu integrieren. Thre
Losung lautet fiir den Exponenten a =1
GAn
m(t)=m_, exp| ——(r—¢ 4.46
)= exn{ T4 (1-)| (440
Fir a <1 trennt man die Gleichung (4.45) nach den Variablen m, und ¢. Die anschliessende

Integration liefert die allgemeine Losung.

1

jm;“dm,:—I%dt = m(t)= A—%(t—t) - (4.47)
hsm}(’ZO hsm}(’ZO ’

Durch Einsetzen der Restmenge zur Zeit ¢ =1, erhilt man die Integrationskonstante A =ml‘t(‘:‘
Schliesslich folgt der zeitliche Verlauf der Restmenge

1

l1-oa)GAn, =
m, (1) = {mi}(‘:‘ —()—amé(t—to)} (4.48)
hser
Die zeitlichen Verldufe des Dampfmassenstromes und der Dampfleistung betragen fiir den Fall
a=1,

. . mr 1) GApTls GApns
m, =—m, =— exp| — 1t 4.49
¢ ’ er hs p Ser ( 0) ( )

m,., hGAn, GA n,

P, =ri h, =—" P exp| ——L= (1, 4.50
' £ er hs p( hs r0 ( 0)j ( )

und fiir den Fall o <1

1-a)GA =
i, = iy, = S {m‘a _{1za)GAn, (t—to):| (4.51)

g r a &) o
hser hser
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a

- 1o
P — m h — hvGAcns |:ml—a _ (1 a)GAcns (l—lo):| (452)

a rty a
h 'mro h 'er

S S

Und speziell fiir o =0.5

2
m.
B, =m,h, = hGAn, [Mry __hy, [ GAN, (t—1y) (4.53)
hs er 2’nro hs

die Grosse /hm,/GA,n, kann als Zeitkonstante des Leersiedens aufgefasst werden.

3.4.1.1 Zeit fir das Leersieden der Kollektoren

Die maximale Dampfreichweite und das maximale Dampfvolumen werden in einer relativ frii-
hen Phase des Leersiedens ab f, =0 erreicht. Daher kann man annehmen, dass diese Grossen we-
niger durch die Dauer des Leersiedens bestimmt sind, sondern eher durch den Verlauf der Dampf-
leistung in dieser Phase. Andererseits lisst sich mit Hilfe der Leersiedezeit priifen, ob die Glei-
chungen (4.50) und (4.52) korrekt und fehlerfrei im numerischen Modell implementiert sind. Die
gesamte, durch den Dampfstrom iibertragene Warmemenge darf ndmlich nicht vom Exponenten «
abhingen. Fir den Fall o =1 ist die Leersiedezeit unendlich, was unrealistisch ist. Die gesamte,

durch Verdampfen umgesetzte Enthalpie wird jedoch nach Gleichung (4.54) korrekt berechnet.

0, =[Rdt=mh, (4.54)
0

Fiir a <1 erhélt man eine endliche Zeit fiir das vollstdndige Leersieden, sofern der Wirkungsgrad

n, >0 ist.

hm,
— —‘S r 4-55
Te (1 ) G [c } ( )

Das Integral der Dampfleistung berechnet man mit Hilfe der Substitutionen
A
a= G cns 1-a _

dx
= ; 1— = dt =—
ot my" —(1-a)at=x = dt (—o)a

s ox,=my" —(1-a)ar,

Auch hier erhidlt man durch Integration der Dampfleistung

U
l-a | 7€

QV:TPdt:T h, x&dxzhvx
0 0

0
W (4.56)

— hv (miaa _ (1 _ a) GAcns hser ) — hvmro

him’y (1—a)GAn,

s"'r0
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Abbildung 3-16 zeigt die Verldufe der Dampfleistung fiir verschiedene Exponenten « als
Funktion der dimensionslosen Zeit ¢' = (GApr]s / mrohv) -t . Bei Solaranlagen mit Kompressordruck-
haltung bleiben der Druck und damit auch die Siedetemperatur innerhalb enger Grenzen. Der Wir-
kungsgrad ist dann in guter Ndherung konstant und die obigen Gleichungen konnen direkt verwen-
det werden. In den meisten Féllen hat man aber Membranausdehnungsgefésse, in denen durch die
Zunahme des Dampfvolumens ein Gaspolster entsprechend komprimiert wird. Mit zunehmendem
Druck steigt die Siedetemperatur an und der Wirkungsgrad der Kollektoren sinkt entsprechend.
Weil diese Anderungen nur langsam erfolgen, konnen die Koeffizienten der Differentialgleichun-
gen Uber hinreichend kurze Zeitintervalle als Konstante betrachtet werden. In den schrittweisen

Losungen muss dann natiirlich die Restmenge aus dem vorhergehenden Zeitschritt eingesetzt wer-

den.
a
' --1
...... 075
= —05
Mg ---0.25
t'= GApnst/(mrth)
Abbildung 3-16 Verlauf der Dampfleistung als Funktion der dimensionslosen Zeit ¢, bei unterschied-

lichen Exponenten o unter folgenden Bedingungen: Wirkungsgrad 0.1, Aperturfliche
20 m?, Restmenge 2 kg, hg=2°10° J/kg, Bestrahlungsstirke 1000 W/m® .

3.4.2 Restmenge Fliissigkeit in einem Maanderabsorber
Zur Charakterisierung der Entleerbarkeit von Kollektorfeldern werden folgende Hypothesen
aufgestellt:

1) Die Restmenge, die den Kollektor nur in Form von Dampf verlassen kann, sei als Mass

fiir die Entleerbarkeit geeignet.
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2) Diese Restmenge sei durch die Bedingungen bei maximaler Dampfleistung bestimmt,
die sich am Ende der Verdrangungsphase einstellt. Ab dem Ende der Verdringungspha-

se verlasse nur noch Dampf den Kollektor.

3) Die Restmenge sei durch geeignete Korrelationen fiir den Gasvolumenanteil und fiir die

Gegenstrombegrenzung berechenbar.

Die Restmenge Fliissigkeit in einem Méanderabsorber wird unter den folgenden Annahmen be-
stimmt: Fliissigkeit und Dampf kdnnen sowohl iiber den riicklaufseitigen als auch den vorlaufseiti-
gen Anschluss aus dem Absorber entweichen. Der Dampf erreicht stets zuerst den oberen Kollek-
toranschluss. Sobald der Dampf auch den unteren Kollektoranschluss erreicht, entstehen im Absor-
ber zwei Bereiche, deren Ausdehnungen sich im Verlauf der Verdridngungsphase und des Leersie-

dens stark &ndern kdnnen. Diese beiden Bereiche erfordern eine getrennte Behandlung.

3.4.2.1 Oberer, nach oben durchstromter Bereich

Zur Bestimmung des Gasvolumenanteils wird die Drift-Flux Korrelation nach Choi (2012) und

die Korrelation zur Gegenstrombegrenzung nach Siddiqui (1986) verwendet.

1
0.9
0.8
0.7

0.6

- Gegenstrombegrenzung nach Siddiqui et al. (1986)
0.5 R

0.4

0.3

Fliissigkeits-Volumenanteil -

0.2

0.1

Abbildung 3-17 Fliissigkeits-Volumenanteil, berechnet aus den Gasvolumenanteilen nach Choi (2012)
und Siddiqui (1986) bei Sattigungstemperatur von 140 °C, fiir ein Absorberrohr mit 11
mm Innendurchmesser.
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Falls das Kriterium der Gegenstrombegrenzung massgebend ist, nimmt die Hohe des Fliissigkeits-
spiegels gegen den Anfang des jeweiligen Rohrabschnittes linear auf null ab. Im oberen Bereich
des Absorbers stromt der Dampf im Zeitmittel nach oben in die Richtung des oberen Kollektoran-
schlusses. Der Absorber besitze eine gerade Zahl N horizontaler Absorberrohre. Vereinfachend
wird angenommen, dass die Hilfte o € {1...N / 2} der Absorberrohre in Richtung des oberen Kol-
lektoranschlusses durchstromt werden. Jedes dieser Absorberrohre & tragt zum Zeitpunkt £ =0
gleichermassen zur Dampfleistung bei. Der iiber ein kurzes Zeitintervall T gemittelte Massenstrom
des Dampfes im k-ten Absorberrohr ist

GA,n.k

(i), = Nh (4.57)

Weil nach Voraussetzung die Fliissigkeit nur in Dampfform aus dem Kollektor entweichen kann,
ist die Volumenstromdichte des Dampfes mit der gesamten, ebenfalls zeitlich gemittelten Volu-

menstromdichte identisch.

. _ 4 4GA N,k
(o). =), == — 22 (4.58)

pgdtzn - Nhspgdfn'

Die Analyse der TRACE-Simulationen zeigt in den einzelnen Abschnitten der Absorberrohre
jedoch stark fluktuierende Dampfmassenstrome, was auch an dem unstetigen Verlauf der Dampf-
leistung abgelesen werden kann. Es ist daher anzunehmen, dass die den zeitlich gemittelten Volu-
menstromdichten {iberlagerten Spitzen zu einem etwas hoheren Gasvolumenanteil bzw. einer ge-
ringeren Restmenge fiihren, als dies bei rein stationdrer Stromung der Fall wére. Der Einfluss der
Fluktuationen wird durch einen empirischen Faktor & =1.3 beriicksichtigt, der durch den Ver-
gleich mit TRACE-Simulationen ermittelt wurde. Die fiir die Berechnung des Gasvolumenanteils

massgebende Volumenstromdichte ist

Je={ik). & (4.59)

Nun kann der Gasvolumenanteil ¢, - nach der Drift-Flux Korrelation (4.19) berechnet werden.
Den Gasvolumenanteil &; -, nach dem Kriterium der Gegenstrombegrenzung erhilt man durch
Einsetzen des Wallis-Parameters
j* - 4GA,nk Py
“* Nhpydin©\ gd (pi-p,)

(4.60)

in die Korrelation nach Siddiqui (4.25).

. \2/3
€k ceFL :( .J*g’k ] mit j;-,criz =02 (4.61)

g,crit
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Der lokale Gasvolumenanteil im k-ten Rohr ist ¢, = min{gk,DF;gk,CCFL}. Falls die Drift-Flux
Korrelation massgebend ist, wird im ganzen Rohrabschnitt mit einem mittleren Gasvolumenanteil
€0 = &.pr gerechnet. Falls die Gegenstrombegrenzung am Rohrende massgebend ist, muss der
Gasvolumenanteil entsprechend der Annahme berechnet werden, dass der Fliissigkeitsspiegel zum
Rohranfang linear auf null abnimmt. Der mittlere Gasvolumenanteil kann fiir diesen Fall nédhe-

rungsweise nach Gleichung (4.62) berechnet werden.

£ =1-042(1-&, oy ) (4.62)

3.4.2.2 unterer, nach unten durchstromter Bereich

Weil im unteren Bereich die Rohrbogen nach unten durchstromt werden, kann sich an deren
Ende naturgemdss kein Wechselsprung und folglich auch keine Bedingung der Gegenstrombegren-
zung einstellen. Der Fliissigkeitsinhalt dieser Rohre wiirde allein durch die Wirkung der Zwischen-
phasenreibung im Laufe der Zeit gegen null streben. Allerdings sind die Dampfgeschwindigkeiten
mit weniger als 2 m /s recht klein. Es wird davon ausgegangen, dass die Zeit zwischen dem Ende
der Verdrangungsphase und dem Erreichen der maximalen Dampfreichweite deutlich kleiner ist als
die Zeit, die der Dampfstrom fiir das ,,Leerblasen* der Rohre bendtigen wiirde. Unter diesen Vo-
raussetzungen soll auch fiir die Absorberrohre des unteren Bereichs die Korrelation fiir den Gasvo-
lumenanteil nach Choi (2012) verwendet werden. Drift-Flux Korrelationen dieser Form erreichen
jedoch auch bei hohen Volumenstromdichten nie einen Gasvolumenanteil von eins, was aber un-
realistisch ist. In Wirklichkeit werden ab einer bestimmten Dampfgeschwindigkeit die Wellen auf
der Fliissigkeit instabil, indem die Wellenhohe und damit auch die Zwischenphasenreibung schlag-
artig anwachsen. Als notwendiges zweites Kriterium wird der Einfachheit halber die Korrelation
nach Siddiqui (1986) verwendet. Um der Tatsache Rechnung zu tragen, dass im unteren Bereich
hohere Gasvolumenanteile auftreten, werden die Werte beider Kriterien mit einem empirischen
Faktor £ =0.5 multipliziert, der ebenfalls durch den Vergleich mit den TRACE-Simulationen
abgeschitzt wurde. Der lokale Gasvolumenanteil im k-ten Rohr ist entsprechend
g, =C min{ek, DFs€ k,CCFL} . Die Berechnung des Fliissigvolumenanteiles erfolgt analog zum oberen

Bereich. Die gesamte Restmenge nach der Verdréngungsphase betrigt somit

m N/2
mo=—L>2-g,-¢, (4.63)
B N ~ 5 5

Weil die Restmenge in Richtung der Kollektoranschliisse abnimmt, wird der Absorber dort zu-
erst austrocknen. Gegen Ende des Leersiedens wird nur noch eines der mittleren Absorberrohre

Fliissigkeit enthalten. Bedeutsam fiir das Stagnationsverhalten ist ausserdem der Hysterese-Effekt,
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der bei Gegenstrombegrenzung auftritt: Liegt die Fliissigkeit, die den Kollektor verlassen hat, nun
in der Sammelleitung liber dem Absorber, so darf nach Wallis (1969) j; auf rund 0.5 abfallen, che
die Flissigkeit wieder gegen die Dampfstromung in die Absorberrohre zuriickfliessen kann. Diese
Bedingung ist erst erreicht, nachdem die Dampfleistung entsprechend gefallen und die die Dampf-

reichweite bereits wieder im Abnehmen begriffen ist.

3.4.3 Zeitspanne fiir die Aufheiz- und Verdrangungsphase

Die Dampfreichweite wird von der Temperatur der Rohrleitungen am Ende der Verdrangungs-
phase beeinflusst. Es ist daher erforderlich, die Zeitspannen der Aufheiz- und Verdrangungsphase

abzuschitzen, in der sich die Rohrleitungen abkiihlen kdnnen.

3.4.3.1 Zeitspanne zwischen Pumpenstopp und erster Dampfbildung

Die Zeitspanne zwischen Pumpenstopp und dem Beginn der ersten Dampfbildung ist nihe-
rungsweise durch das Autheizen des Kollektors von dessen Austrittstemperatur 7, auf Sitti-
gungstemperatur 7; bestimmt. Die Differentialgleichung fiir das Autheizen des nicht durchstrom-

ten Absorbers lautet

¢T+U,(T-T,)=Gn, (4.64)

Hierin ist U, der Verlustkoeffizient aus der linearisierten Kennlinie nach Gleichung (3.82) und
¢, die Wirmekapazitit des Kollektors, bezogen auf dessen Aperturfliache. Hier stellt sich die Fra-
ge, wie diese Warmekapazitit zu bestimmen sei. Die im Priifbericht angegebene effektive Warme-
kapazitdt bezieht sich auf die mittlere Fluidtemperatur im Ein-Knoten Modell. Sie wird im Rahmen
der Leistungspriifung ermittelt. Beim durchstromten Absorber ist die mittlere Absorbertemperatur
jedoch hoher als die mittlere Fluidtemperatur. Der Absorber hat daher eine grossere Wérmekapazi-
tit als man durch Summieren aller Absorberkapazititen berechnet. Bei Stagnation hingegen ist der
Kollektor nicht durchstromt. Nach dem Pumpenstopp gleichen sich die Temperaturunterschiede
allméhlich aus, wihrend die mittlere Absorbertemperatur zunimmt. Das Aufheizen bei Stagnation
wird daher besser mit der rechnerischen Warmekapazitdt beschrieben, die auch zu realistischeren

Aufheizzeiten fithrt. Nach Umformen erhilt man die Differentialgleichung

e, T+U,T=Gn,+U,T, (4.65)

Die Losung der homogenen Gleichung ¢, 7 +U, T = 0 lautet

T, = Aexp(—ﬂtj (4.66)
CC
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Mit dem Ansatz T = B+ Ct erhdlt man durch Einsetzen und Koeffizientenvergleich die Losung der

inhomogenen Gleichung.

UB=Gn+U,T, = C=0 ; B:%+T (4.67)

. a
Die Konstante 4 wird durch Einsetzen der Anfangsbedingung 7T (0) T4, in die allgemeine Losung

ermittelt.

T, =A+B = A=T,-T,-2% (4.68)
UL

Schliesslich erhélt man fiir den zeitlichen Verlauf der mittleren Kollektortemperatur

T=|7, -1, -0 |exp| -Yes |4 | 7, + S0 (4.69)
‘ U, C U,
und fiir die Zeitspanne bis zur ersten Damptbildung
U,(T.-T,)-
t,0=In| —L (L-T.)-Gn | <, (4.70)
UL(T/"(» _Ta)_Gno

3.4.3.2 Dauer der Verdringungsphase

Im Anschluss an die erste Damptbildung werden nach und nach alle Teile des Absorbers auf
Siedetemperatur erwérmt. Parallel dazu findet das Verdrédngen der Flissigkeit statt. Die Verdrén-
gungsphase wird vereinfachend als Summe dieser beiden Vorginge beschrieben. Bei Pumpenstopp
herrscht eine Temperaturdifferenz zwischen Ein- und Austritt des Kollektors von AT, =T, —T,, .
Unter der Annahme, dass diese Temperaturdifferenz bis zur ersten Damptbildung erhalten bleibt,
kann die Zeitspanne des Aufheizens mit der Gleichung (4.70) berechnet werden.

L =In Un(L-T)=Gmo__| <, 4.71)
U, (T, = AT, -T,)-Gn,

Die Energiebilanz fiir die Verdringung der Fliissigkeit wird nach denselben Uberlegungen wie
die Energiebilanz beim Leersieden aufgestellt. Dabei wird beriicksichtigt, dass die gesamte Leis-
tung des Kollektors zur Verdrangungsleistung beitréigt. Die Siedetemperatur wird fiir den Druck am

Ende der Verdrangungsphase berechnet.

%Ijj[egpgug+glp,ul]dV+Ij spgu v +glplu,\71]d§
vV

(4.72)
=GAn ”p &, +pglv,)dS
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Wenn man vereinfachend annimmt, dass in der Verdrdngungsphase nur Fliissigkeit den Kollektor

verldsst, lautet die Energiebilanz

&V, (gt — Pty + iy, = GAn, —pﬁm, (4.73)
!

Die Massenbilanz

&V.(pg—py)+miy =0 (4.74)

wird nach dem volumetrischen Strémungsdampfgehalt aufgelost und in die Energiegleichung ein-
gesetzt. Mit h=u+ p/ p und nach Umformen erhdlt man schliesslich den Massenstrom 71, der

verdringten Fliissigkeit und die Dauer 7, der Verdrdngungsphase.

iy = — AN (4.75)
pghv (pl - pg)
- h(V.p, —
,L.S2:I/CPI mr _pg V( Cpl mr) (476)

i GAn(p - p,)

Die Dauer der Verdringungsphase kann nun zu 7, =7, +7,, abgeschitzt werden.

3.4.4 Charakterisierung des Kreislaufes

Der Kreislauf wird auf der Grundlage folgender Hypothesen charakterisiert:

1) Die Dampfreichweite sei abhidngig von der Anfangstemperatur und der Wéarmekapazitit

der Rohrwinde sowie von der Verlustleistung der Rohre.

2) Weil die Siedetemperatur vom Druck abhingt, muss der zeitliche Verlauf der Dampf-
leistung und der Dampfreichweite von der Art und der Auslegung der Druckhaltung ab-

hingen.

3.4.4.1 Abkiihlen der Rohrleitungen zwischen Pumpenstopp und dem
Beginn der ersten Dampfbildung

Unmittelbar nach dem Pumpenstopp sind die Vor- und Riicklaufleitungen praktisch isotherm,
mit den Temperaturen 7, und 7. Die Zeitspanne zwischen dem Pumpenstopp und der ersten
Dampfbildung kann so gross sein, dass die Abkiihlung der in diesem Stadium nicht durchstrémten
Rohre beriicksichtigt werden muss. Der zeitliche Verlauf der als homogen angenommenen

Rohrtemperatur wird durch folgende Differentialgleichung beschrieben.
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CT +dnk,(T-T,)=0 (4.77)

wobei C, = (Atw’kptct +Atplc,) die lingenbezogene Wirmekapazitit des Rohres inklusive dessen

Inhalt ist. Ihre Losung lautet

T:(%—Ta)exp(—%t}rg (4.78)

t
Die Dampfreichweite ist umso grosser, je besser die Rohrleitungen isoliert sind. Die Isolations-
wirkung wird durch den stationéren, auf den inneren Rohrdurchmesser bezogenen Wérmedurch-
gangskoeffizient k, beschrieben. Dieser beinhaltet neben den Warmeleitfahigkeiten der Rohrwand

und der Warmeddmmung auch die Warmeiibergangskoeffizienten der Kondensation und der Kon-

vektion an die Umgebung.

-1
d.. d,
‘ =(L+iln¢+ilni+L] @.79)

a, 24, d, 2\ d., ad

i, c,a’ia

t

Vereinfachend wird mit einem konstanten Wéarmeiibergangskoeffizient bei Kondensation von
Oy = 10 W/ m’K gerechnet. Bei wirmegedimmten Rohren dominiert der Wirmeleitwiderstand

der Isolation ohnehin alle anderen Betrdge, sodass diese Vereinfachung sicher zuldssig ist.

3.4.4.2 Rohrtemperaturen nach der Verdringungsphase

Die Dampfreichweite ist umso kleiner, je grosser die langenbezogenen Wirmekapazititen der
Rohrleitungen und der evtl. darin zuriickbleibenden Fliissigkeitsmengen sind und je grosser die
Differenz zwischen der anfanglichen Rohrtemperatur und der Gleichgewichtstemperatur bei Kon-
densation ist. Weil die Dampfgeschwindigkeit in der Ndhe der Dampffront gering ist, kann die
Restmenge der in den Rohren zuriickbleibenden Fliissigkeit allein aus der Geometrie der Rohrfiih-
rung abgeschitzt werden. Die Rohrtemperatur am Ende der Verdrangungsphase ist von der Tempe-
raturverteilung im Kollektorfeld zum Zeitpunkt der ersten Dampfbildung und von der Dauer der
Verdrangungsphase abhéngig. Hausner und Fink et.al. (2003) haben bei allen untersuchten Anlagen
auch die Anteile der Fliissigkeitsvolumen 7, gemessen, die durch den Dampf in die Riicklauflei-
tung bzw. in die Vorlaufleitung verdrangt wurden. Ihre Resultate wurden zusammen mit dem Er-
gebnis aus der TRACE-Simulation ausgewertet und in Abbildung 3-18 dargestellt, bezogen auf des
gesamte, aus den Kollektoren verdringte Fliissigkeitsvolumen 7, +7,, . Interessant ist, dass bei
allen untersuchten Kollektorfeldern praktisch 80% des fliissigen Inhaltes durch den Dampf in die

Riicklaufleitung verdrangt wird.
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1. TRACE-Simulation Fallstudie "Bischof"
2. Méander parallel/seriell gut entleerbar
3. Méander parallel/parallel
4. Méander parallel/seriell |

5. Harfe/Méander seriell/parallel : } 50% entleerbar

6. Harfe/Méander seriell/parallel — gut entleerbar

7. Harfe Anschliisse oben, seriell/parallel
8. Harfe Anschliisse oben, seriell/parallel nicht entleerbar

9. Harfe Anschliisse oben, seriell/seriell

0.0 0.5 1.0
Vr/(Vg+Vy)

Abbildung 3-18 Anteil des Fliissigkeitsvolumens Vg, das in die Riicklaufleitung verdriangt wird, bezo-
gen auf das gesamte, aus dem Kollektorfeld verdrangte Fliissigkeitsvolumen.

R Ew e

- -
F{Hm:mﬂ-m L

Abbildung 3-19 Schematische Darstellungen des Kollektorfeldes der Anlage ,,Bischof** (1) sowie der
von Hausner et al. (2003) untersuchten Kollektorfelder (2...9).

Offenbar ist dieser Anteil unabhingig von der Entleerbarkeit. Diese Feststellung soll nun disku-
tiert werden. Zunichst werden die Kollektorfelder nach ihrer statischen Entleerbarkeit anhand Ab-

bildung 3-19 klassifiziert. Als gut entleerbar gelten Kollektorfelder, deren Inhalt durch Beliiften des
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Hochpunktes vollstindig ausfliessen kann. Zu 50% entleerbar bedeutet, dass die Hélfte des Inhaltes
in Flissigkeitssdcken gefangen bleibt. Als nicht entleerbar werden Kollektoren bezeichnet, bei
denen die Fliissigkeit nach Beliiften aller lokalen Hochpunkte vollstdndig im Absorber bleibt. Das
Kollektorfeld 1 besteht aus vier parallel geschalteten Stringen mit je 2 Maanderabsorbern. Es ist
gut entleerbar. In den Kollektorfeldern 2, 3 und 4 sind mehrere Kollektoren mit Mianderabsorbern
parallelgeschaltet. Jeweils zwei Kollektoren bilden horizontalen Reihen. Im Kollektorfeld 2 sind
zwel Reihen tlibereinander angeordnet und in Serie geschaltet. Im Kollektorfeld 3 sind zwei Reihen
iiber Feldleitungen parallel geschaltet. Die Kollektorfelder 2 und 3 sind folglich gut entleerbar.
Beim Kollektorfeld 4 sind zwei Reihen auf derselben Hohe angeordnet und in Serie geschaltet.
Daher kann nur das rechte Teilfeld entleert werden. Bei den Kollektorfeldern 5 und 6 haben die
Kollektoren Absorber mit horizontalen Absorberrohren, die iiber Sammelleitungen parallel ge-
schaltet sind. Die Sammelleitungen verlaufen in Neigungsrichtung der Kollektoren. Die untere
Hailfte der Absorberrohre wird parallel nach links, die obere Halfte parallel nach rechts durch-
stromt. Je zwei solche Kollektoren sind in Serie geschaltet. Das Kollektorfeld 6 ist gut entleerbar,
da die Kollektoren iibereinander angeordnet sind. Im Kollektorfeld 5 hingegen sind je zwei Kolle-
ktoren auf gleicher Hohe angeordnet und durch eine Verbindungsleitung in Serie geschaltet, die
einen Fliissigkeitssack bildet. Durch Beliiften der Hochpunkte wiirde nur zwei der vier Kollektoren
entleert. Die Kollektoren der Kollektorfelder 7, 8 und 9 haben parallel durchstromte Harfenabsor-
ber, deren horizontale Absorberrohre in derselben Richtung durchstromt werden. Weil beide Kol-
lektoranschliisse oben liegen, sind weder die einzelnen Kollektoren noch die Kollektorfelder ent-

leerbar.

Die Ursache dafiir, dass bei allen Kollektorfeldern rund 80% der verdrangten Fliissigkeit in die
Riicklaufleitung liegt in einer Gemeinsamkeit: Alle Kollektoren werden von unten nach oben
durchstromt. Die Verdampfung beginnt daher stets in der Ndhe des oben liegenden Kollektoraus-
trittes. Die Dampfbildung fiihrt naturgemiss dazu, dass die Fliissigkeit nach unten in Richtung

Riicklaufleitung verdrangt wird.

3.4.4.3 Aufheizen der Rohrabschnitte durch verdridngte Fliissigkeit

Wiahrend der Verdrangungsphase wird aus allen Rohrabschnitten stindig Fliissigkeit aus wér-
meren in benachbarte, kithlere Rohrabschnitte verdringt. Die Rohrwand des kiihleren Rohrab-
schnittes und ein Teil ¢,, der im Rohr befindlichen Fliissigkeit, mit dem sich die eintretende Fliis-
sigkeit vermischt, wird dabei erwdrmt. Am Ende der Verdringungsphase werden die Rohre nicht
mehr isotherm sein. Damit eine analytische Losung moglich ist, werden Rohrabschnitte mit mittle-

ren Temperaturen als Anfangsbedingungen wie folgt definiert.
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T = (Aszsz + smA[p,c,)To + (1 —&, )Atplc/Ts

t

(4.80)
A,.p.c,+Apc

Hierin sind 4,,, p, und ¢, der Querschnitt, die Dichte und die spezifische Wiarme der Rohrwand,
A, der Stromungsquerschnitt, p, die Dichte und ¢; die spezifische Warme der Flissigkeit. Die
Temperaturen der einzelnen Rohrabschnitte werden iterativ durch Massen- und Energiebilanzie-
rung iiber die Zellvolumen bestimmt, wobei die Anzahl Iterationen durch die Gesamtmasse der in
die Vor- bzw. Riicklaufleitung verdriangten Fliissigkeit bestimmt ist. Als Resultat dieser Rechnung
erhdlt man auch die Temperatur der Fliissigkeit, die in das Ausdehnungsgeféss stromt. Die zur Be-
rechnung des Druckes massgebenden Temperatur des Gaspolsters 7,, wird nach dem einfachen
Ansatz nach (4.81) als Funktion der Flussigkeitstemperatur 7 ,,; im Anschluss des Ausdehnungs-

gefdsses und der Umgebungstemperatur berechnet.

a

Tyo=T,+0.25[T, ,;(1)-T,] (4.81)

Es wird angenommen, dass das Ausdehnungsgefiss eine dhnliche Zeitkonstante fiir die Abkiihlung

hat wie das nicht isolierte Anschlussrohr.

3.4.5 Dampfreichweite und Dampfvolumen

Fiir den zeitlichen Verlauf der Dampfreichweite wird ein Modell hergeleitet, das auf folgenden

Voraussetzungen beruht.

1. Zwischen der Rohrwand, der Dampf- und der Fliissigphase herrscht thermodynamisches

Gleichgewicht.

2. Falls sich der Dampf gleichzeitig iiber die Vor- und Riicklaufleitung ausbreiten kann, ist
das Niveau der Dampffront in beiden Leitungen gleich. Die Vorlauf- und Riicklaufleitun-
gen verlaufen entweder parallel oder senkrecht zueinander. In parallel verlaufenden Lei-
tungen ist die Geschwindigkeit der Dampffront gleich gross. Verlduft beispielsweise einzig
die Vorlaufleitung horizontal, so ist die Geschwindigkeit der Dampffront in der senkrecht

zu dieser verlaufenden Riicklaufleitung gleich null.

Zur Losung des Problems wird, wie bei der Herleitung der Dampfleistung, das Mischungsmo-
dell in Integralform verwendet. Sowohl in der Vorlaufleitung als auch in der Riicklaufleitung kon-
nen Abschnitte mit unterschiedlichen Rohrquerschnitten und Dammstirken vorkommen. Im
dampfgefiillten Bereich ist die Temperatur der Rohrwand und der allenfalls vorhandenen Restfliis-
sigkeit gleich der Sattigungstemperatur des Dampfes. Die Temperatur des mit Fliissigkeit gefiillten

Bereiches ist von der Vorgeschichte abhédngig und liegt unter der Sattigungstemperatur. Bei regulé-
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ren Stagnationsvorgéngen treten keine Druckstdsse durch kollabierende Dampfblasen auf. Abgese-
hen von den moderaten Druckstdssen, verursacht durch geringe Fliissigkeitsmengen, die in iiber-
hitzte Absorberrohre gelangt, erfolgt die Druckdnderung sehr langsam und die Druckverluste in
den mit Dampf durchstromten Rohrleitungen sind gering. Es ist daher zuldssig, auf die explizite
Losung der Impulsgleichung zu verzichten. Es geniigt, den Druck in den mit Dampf gefiillten Be-

reichen durch die vereinfachte Druckbilanz (4.82) zu beschreiben.

P=PDPyc— Plgz(x) (4.82)

wobei p,; den Druck im Expansionsgefidsses bezeichnet und z die Hohe des Fliissigkeitsspiegels
iiber dem Expansionsgefésses. Bei einer Kompressordruckhaltung ist der Druck, bis auf eine kleine
Hysterese, konstant. Bei Membranausdehnungsgefassen wird das darin befindliche Gasposter
durch die einstromende Fliissigkeit komprimiert und der Druck steigt entsprechend an. Aus obiger
Gleichung wird auch deutlich, dass der Druck im Kollektorfeld allein dadurch zunimmt, dass sich
der Dampfbereich nach unten ausdehnt. Dies muss bei der Bemessung des Sicherheitsventiles be-

rlicksichtigt werden.

Die Energiegleichung beschreibt die zeitliche Anderung der Gesamtenergie im Kontrollvolu-
men V als Folge der zu- und wegfliessenden Massenstrome sowie der mit dem Kontrollvolumen

ausgetauschten Warme- und Arbeitsleistung:

jﬂ Ep e, + l £ p,e,]dVJrH EP e W, + l g)p,e,W,]d§=ZQ—ZW (4.83)

In der spezifischen Gesamtenergie e = u + v’ / 2 + gz konnen die Anteile der kinetischen und po-
tentiellen Energie gegeniiber der spezifischen inneren Energie u vernachléssigt werden. Die Wir-
meleitung in Richtung der Rohrachse und die Dissipation durch Reibung wird ebenfalls vernach-
lassigt. Durch die Querschnittflichen des Rohres, die das Kontrollvolumen begrenzen, tritt entwe-
der nur Dampf oder nur Fliissigkeit. Der dampfgefiillte Bereich geneigter und vertikaler Rohre hat
einen Gasvolumenanteil gleich eins. Im dampfgefiillten Bereich horizontaler Rohre kann eine ru-
hende Restmenge Fliissigkeit beriicksichtigt werden, die den Anteil €, des Rohrquerschnittes bean-
sprucht. Dadurch wird der Stromungsquerschnitt des Dampfes und der Fliissigkeit auf A(l—gr)
reduziert. Mit Ausnahme des Gasvolumenanteils sind alle Zustandsgréssen iiber den Rohrquer-
schnitt bzw. liber das Volumen des Rohrabschnittes gemittelt. Der Gasvolumenanteil wird mit
E= x/ [, als Ort einer virtuellen Dampffront interpretiert. Mit diesen Vereinfachungen und lautet

die linke Seite der Energiegleichung



SIMULATION VON STAGNATIONSEREIGNISSEN 142

”I[gpgu +(1-¢ Pz“l]dV+fI[8pgu i+ (1 g)p,ulfv,]dg (4.84)

(1= Sr)(Pg“g - Pl“/) ~ 4 (1- gr)(ugpgwg - “/PZV"/)

Die rechte Seite der Energiegleichung beinhaltet folgende Beitrdge. Der erste Term beschreibt
die Erwdrmung der durch die fortschreitende Dampffront freigelegten Rohrwand und der darin
verbliebene Restmenge Fliissigkeit auf Sattigungstemperatur. Die Wéarmekapazitit der Warme-
dédmmung wird vernachléssigt. Der zweite Term beschreibt den Warmestrom aus dem dampfgefiill-

ten Bereich durch die Rohrwand und die Warmeddmmung an die Umgebung.

ZQ = _X(Ak,wptct + Akgrplcl)(Ts — 1)~ xdymh (T, = T,) (4.85)

Hierin sind 4, der Strémungsquerschnitt des Rohrabschnittes & und 4, ,, der Querschnitt der zu-
gehorigen Rohrwand. Weil die Abkiihlung der Rohrbereiche, die sich noch ausserhalb der Dampf-
reichweite befinden, sehr langsam erfolgt und wihrend der Ausbreitungsphase des Dampfes nur
wenige Grade ausmacht, kann der Warmestrom an die Umgebung durch eine separate Gleichung
gemiss Abschnitt 3.4.2 beschrieben werden. Den ersten Term auf der rechten Seite kann man zu
einer gesamten, ldngenbezogenen Wirmekapazitit des Rohres mit der darin verbliebenen Fliissig-

keit zusammenfassen.

Cri= (Ak,wptcz + Akgrplcl) (4.86)

Dieser Term liefert nur fiir positive Geschwindigkeiten der Dampffront x >0 einen Beitrag, weil
fir x <0 die Temperatur 7|, der Rohrwand und der darin verbliebenen Fliissigkeit gleich der Sie-

detemperatur ist. Schliesslich muss noch die Verdrangungsleistung beschrieben werden:

S = —jjpwds 4,(1-¢,) p(w, —w) (4.87)

Die Energiebilanz lautet nun

A (1-¢,)x (Pg Uy Pz”z)_Ak(l_Sr)(”ngWg_MIPIWJ):

(4.88)
—3Cpy —dymk [ x(T, = T,)+ (I - x)(T, - T,) |+ 4, (1—3,)(pr —pw,)

Die Verdriangungsleistung kann in den zweiten Term auf der linken Seite integriert werden, in-
dem anstelle der ein- und ausstromenden Energien die entsprechenden Enthalpien A=u+ p/p
eingesetzt werden. Indem mit 7 = Apw auch noch die Stromungsgeschwindigkeiten durch die
Massenstrome ausgedriickt werden, folgt fiir die Energiebilanz

A (1-8,)x(pgut, — pay) = 1itg oy +1it, Iy

(4.89)
=—iCpy (T, - T) - xd,nh (T, - T,)
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Diese Gleichung enthdlt nebst dem Ort der Dampffront x auch den Massenstrom der Fliissigkeit 7,
der aus dem Kontrollvolumen austritt, als Unbekannte. Zu ihrer Losung ist als weitere Gleichung

die Erhaltungsgleichung der Masse erforderlich.

A (1-&,)%(pg —p;)—1it, +1iy, =0 (4.90)

Diese wird nach dem Massenstrom der Fliissigkeit aufgelost und in die Energiegleichung einge-

setzt.
A, (1=, )% (uy — pohy = puy =y ) =1ing . (hy =y ) @91)
=—xCp (T, - T;) — xdym ik (T, - T, )
it o =l Tl ue ==k ppy g u —h =—p/p, folgt
A (1=&,)xp,h, —1in, oh, =—3Cy (T, - T, ) - xd, (T, - T,) (4.92)

Der Enthalpiestrom 71, 4, am Eintritt in das k-te Rohr ist gleich der Dampfleistung des Kol-
lektors am entsprechenden Anschluss, abziiglich der Leistung, die durch Kondensation in den da-

vorliegenden Rohren an die Rohrwinde iibertragen wird.

k-1
g ch, =P, = d,xlk,(T,~T,) (4.93)
n=1
Einsetzen in die Energiegleichung liefert die Differentialgleichung fiir die Bewegung der Dampf-
front im k-ten Rohr:
k-1
xl:Ak (1 - Sr)pghv + CL,k (T; - Tk ):| + xdkn’-kk (T; - T;l ) = })v - Zdnﬂlnkn (T; - Tk) (494)
n=1
Weil die Temperatur 7, im Verlauf der Stagnation nur langsam absinkt und die Druckabhén-
gigkeiten der Verdampfungsenthalpie und der Séttigungstemperatur gering sind, kann die Glei-
chung iiber kurze Zeitintervalle als gewdhnliche Differentialgleichung mit konstanten Koeffizien-
ten aufgefasst werden. Aufgrund der oben beschriebenen Eigenschaften des Modells ist es giinstig,
die Form (4.94) der Differentialgleichung beizubehalten.
xa+xb=P —c (4.95)

Die Koeffizienten a, b und ¢ sind abhéngig von den Eigenschaften und der Orientierung der Rohre.
Falls sich der Dampf nur iiber die Vor- oder iiber die Riicklaufleitung ausbreiten kann, wird die
Bewegung der Dampffront durch die Differentialgleichung (4.94) beschrieben. Falls sich der
Dampf gleichzeitig in den Abschnitten %, der Vorlaufleitung und %, der Riicklaufleitung ausbrei-
ten kann, sind nach Voraussetzung die Geschwindigkeiten der Dampffronten in beiden Rohren

gleich. Daher konnen die entsprechenden Differentialgleichungen fiir die Vor- und Riicklaufleitung
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addiert werden. Die Form der Differentialgleichung bleibt dabei erhalten. Die Koeffizienten sind
hingegen durch die Kenngrossen beider Rohre gebildet. Ausserdem kann es auch vorkommen, dass
sich der Dampf beispielsweise nur in der horizontal verlaufenden Vorlaufleitung ausbreiten kann,
wiahrend die Dampffront in der senkrecht zur Vorlaufleitung verlaufenden Riicklaufleitung statio-
ndr bleibt. Die Koeffizienten a, b und ¢ konnen durch Einfilhren der Parameter
Oy € {0;1} Oy € {0;1} so definiert werden, dass sie fiir alle drei Fille gelten.

a=9y, |:Akv (1-¢,)poh, +Crp (T, - T, )] + 0y, |:Akr (1-¢,)poh, +Crp (T, ~ T, )]

b=38,drky, (T, - T,)+8,d,nk, (T, T,) (4.96)

nv-nv nr--nr

kv—1 kr—1
c=>Y d,ulk, (T,-T,)+ > d,xl,k,(T,~T,)
n=l1

n=1

Die Losung der homogenen Gleichung xa+xb =0 lautet

X, = Aexp(—étj (4.97)

a

Bei der Losung der inhomogenen Gleichung miissen die beiden Hypothesen fiir den Exponenten «
in der Differentialgleichung beriicksichtigt werden, die zu unterschiedlichen zeitlichen Verldufen

der Dampfleistung nach Gleichungen (4.50) und (4.52) fiihren.

3.4.5.1 Exponentielle Abnahme der Dampfleistung o =1

Nach dem Superpositionssatz fiir inhomogene, gewohnliche Differentialgleichungen konnen die
partikuldren Losungen der Gleichung fiir jeden Summanden der Inhomogenitét separat ermittelt
werden. Der erste Term ist die Dampfleistung des Kollektorfeldes P, =dexp(—y (t—to)) , mit
d=m,, GAnh, / hom,, und y = GAn/m,oh, . Fiir die Lésung der inhomogenen Gleichung fiihrt der
Ansatz x, = Bexp(—y (¢—1,)) zum Ziel. Einsetzen des Ansatzes und Koeffizientenvergleich lie-
fert

—yaB+Bb=d
d (4.98)
ya—b

= B=-

Fiir den zweiten Term, die Konstante ¢, setzt man ein Polynom x, =C (t —t0)+ D an. Nach Ein-
setzen und Koeffizientenvergleich erhilt man

Ca+C(t—ty)b+Db=—c

. (4.99)
= C=0 ;D:—Z

Die Konstante 4 wird bestimmt, indem man die Anfangsbedingung xk(t—to) fiir den Ort der
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Dampffront in die allgemeine Losung einsetzt.

d
x(10) =2, (0) 42,1 (0) 43, = A= ==,
4 (4.100)
= A=£+ +x,
b ya-b "
Schliesslich erhdlt man fiir den Ort und die Geschwindigkeit der Dampffront
c d b d c
t)=|— —(t—-1,) |- -y(t—=t)))—— 4.101
x(1) (b+ya—b]eXp( a( 0)] ya—beXp( 7 ( 0)) b ( )
. b(c d b yd
x(t):_;(ZJr;/a—bjeXp[_;( —to)jera_bexp(—y(t—tO)) (4.102)

3.4.5.2 Linearer Abfall der Dampfleistung, a=0.5

Fir a =0.5 hat die Differentialgleichung (4.95) die Form

2
/m
)'ca+xb=e—f(t—t0) mit ez% —h _¢ und f=L[%j (4.103)
m,q

s 2mr0 s

Die Koeffizienten sind gemaiss (4.96) definiert. Zur Losung der inhomogenen Gleichung macht

man den Ansatz x, = E+ F (t - to) und erhélt durch Koeffizientenvergleich

__f
F=-t (4.104)
E :l(e+ﬁj (4.105)
b\ b

Den Koeffizienten A der homogenen Losung erhélt man durch Einsetzen der Anfangsbedingung in

die allgemeine Losung.

x(to)=)c,,(0)+xp(0)=A+E=xt0

4.106
= A= X, — E ( )
Schliesslich erhdlt man fiir den Ort und die Geschwindigkeit der Dampffront
b f
x(1)= Aexp| ——(t—1,) —;(t—to)JrE (4.107)
a

X(t):—éAexp(—g(t—to)j—% (4.108)

a
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3.4.6 Implementierung des analytischen Modells im Computer-

code SimStag

Zur Priifung des analytischen Modells wurde das Computerprogramm SimStag entwickelt. Weil

bereits analytische Losungen der Differentialgleichungen vorliegen, sind die Simulationen nicht

rechenintensiv. Das Programm verfiigt iiber folgende Eigenschaften:

Es konnen Kollektorfelder modelliert werden, deren Kollektoren Maanderabsorber haben
und bei denen mehrere Kollektoren {iber Verteil- und Sammelleitungen parallel geschal-
tet sind. Anstelle einzelner Kollektoren kdnnen auch iibereinander angeordnete, seriell
geschaltete Méanderabsorber modelliert werden. Gruppen solcher Kollektoren kdnnen

wiederum parallel geschaltet werden.

Das Kollektorfeld wird durch die Leistungskenndaten, die Stagnationstemperatur und die
rechnerische Warmekapazitit des Absorbers inklusive dessen Fliissigkeitsinhalt charakte-

risiert.

Die Bestrahlungsstirke und die Umgebungstemperatur konnen als Funktion der Zeit in
Form einer Tabelle vorgegeben werden. Geeignete Datensétze konnen aus Messdaten

oder durch Simulationsprogramme, beispielsweise mit Polysun®, generiert werden.

Die Druckhaltung kann als Kompressordruckhaltung mit konstantem Druck oder als

Membran-Ausdehnungsgeféss definiert werden.

Die Temperaturen in den Rohrleitungen und im Kollektor zum Zeitpunkt des Pumpen-

stopps werden durch vorgingige Simulation des stationdren Anlagenbetriebes berechnet.

Die Vor- und Riicklaufleitungen konnen in mehreren Abschnitten durch Lange, Innen-
durchmesser, Wanddicke und Rohrwerkstoff definiert werden. Die Neigung des Rohres
wird durch die Héhen der Rohrenden festgelegt. Die Wéarmeddmmung kann fiir jeden
Rohrabschnitt durch die Angabe der Dammstirke und des Werkstoffes definiert werden.

Fiir die Stoffdaten der Materialien sind entsprechende Tabellen hinterlegt.

3.4.6.1 Darstellung paralleler Rohre durch ein einzelnes Rohr

Haufig ist das Kollektorfeld in # Teilfelder aufgeteilt, die liber separate Leitungen parallel ge-

schaltet sind. Damit der Aufwand fiir die Eingabe der Anlagendaten gering bleibt, ist es giinstig,

diese Leitungen durch ein einziges Rohr darzustellen, dessen Lange dem Mittelwert der einzelnen

Rohrldngen entspricht. Die mit ~ bezeichneten Grdssen gelten fiir das dquivalente Rohr. Fiir den

Innendurchmesser und die Wanddicke gilt
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d=\n-d  §=+n-s (4.109)

Die Fliessgeschwindigkeit im Ersatzrohr ist dann gleich gross wie jene in den Einzelrohren. Fiir die
Berechnung des Druckverlustes muss jedoch der hydraulische Durchmesser des Einzelrohres ver-
wendet werden. Die dquivalente Dammstirke §; wird rekursiv berechnet, indem die stationére

Verlustleistung der Einzelrohre und des dquivalenten Rohres gleichgesetzt werden.

G=n-dxkAT =d xkAT =Ind kAT (4.110)

Fiir praktische Berechnungen kann die dquivalente Ddmmstérke fiir Rohre mit unterschiedlichen
Nennweiten DN entweder aus der Abbildung 3-20 entnommen oder mit folgender Néherungsfor-

mel berechnet werden.

1/2n
. DN
5 =(-0.001+0.5531s, —2.1282s3)[—)
0.032 4.111)
0.03
£ 0.025
§
S 002 —DN80
E —— DN65
m - = =DN50
s 0.015
3 — —-DN40
N - .- DN32
S 001 —-— DN25
s | g e DN20
o 0.005 ----DNI5
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.03 0.06

Dammstirke zweier Einzelrohre m

Abbildung 3-20 Aquivalente Dimmstirke eines Rohres, das zwei Einzelrohre ersetzt.
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3.4.6.2 Vergleichsrechnungen anhand der Solaranlage ,,Bischof*

Aufgrund der im Kapitel 3.3.5.2 dargestellten guten Ubereinstimmung von Simulation und
Messung, werden die mit TRACE gewonnenen Daten aus der Simulation der Solaranlage ,,Bi-
schof* als Benchmark verwendet. Diese Solaranlage wurde mit SimStag modelliert und unter den-
selben Randbedingungen simuliert. Abbildung 3-21 zeigt den zeitlichen Verlauf der Dampfleistung
und der Dampfreichweite beim entsprechenden Stagnationsereignis. Zum Vergleich ist die mit

TRACE berechnete Dampfleistung mit dargestellt.

4500 18
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Abbildung 3-21 Berechnete Dampfleistung und Dampfreichweite in der Solaranlage ,,Bischof™ beim
Stagnationsereignis vom 17. August 2011 .

Die Zeit der Auftheizphase wird durch die Gleichung (4.70) unter Verwendung der rechneri-
schen Wirmekapazitit des Absorbers recht gut approximiert. Mit der gemessenen Wérmekapazitét
wiirde man eine etwa 5 min lingere Aufheizzeit erwarten. Die mit SimStag berechnete Dampfleis-
tung folgt in groben Ziigen dem Verlauf aus der Simulation mit TRACE. Weil in SimStag der Im-
pulsaustausch nicht beriicksichtigt wird, ist der Verlauf der Dampfleistungen glatt. Die beiden im
Kapitel 3.4.1 aufgestellten Hypothesen fiir die Abhéngigkeit der Dampfleistung von der Restmen-
ge, ausgedriickt durch die Exponenten o =1 bzw. a =0.5, unterscheiden sich deutlich. Mit o =1

fallt die Dampfleistung, entsprechend dem exponentiellen Verlauf, nie auf null ab. Bei a =0.5 fillt
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die Dampfleistung in endlicher Zeit auf null, was der Realitét entspricht. In der spéteren Phase der
Stagnation ab 40 min sind die Simulationen mit TRACE und SimStag nicht mehr vergleichbar,
weil sich dann der Einfluss des Riickschlagventils bemerkbar macht, das in SimStag nicht model-
liert wurde. Bei der Simulation mit TRACE beginnt ab 44 min die Wiederbefiillung {iber die Riick-

laufleitung, wihrend die Dampfleistung in Vorlaufrichtung wieder zunimmt.

In Abbildung 3-22 sind ausserdem die Driicke und der Verlauf des Dampfvolumens in den Lei-
tungen dargestellt. Der Vergleich zeigt auch hier, dass das Stagnationsverhalten mit o = 0.5 besser
beschrieben wird als mit o =1. Die etwas hoheren Werte fiir den Druck und das Dampfvolumen
bei der Simulation mit SimStag im Vergleich zur Simulation mit TRACE sind hauptséchlich auf

unterschiedliche Restmengen zuriickzufiihren.
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Abbildung 3-22 Mit TRACE und StagSim berechnete Verldufe des Drucks (obere Kurven) und des
Dampfvolumens (untere Kurven) ausserhalb des Kollektorfeldes.
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3.4.7 Einfliisse auf die Dampfreichweite

3.4.7.1 Einfluss des Absorberrohrdurchmessers auf das Dampfvolu-

men

In Abbildung 3-23 sind die Dampfvolumen dargestellt, die nach verschiedenen Verfahren fiir
die Anlage ,,Bischof™ berechnet wurden. Nach dem Verfahren von Scheuren wurde das Dampfvo-
lumen fiir eine konstante Bestrahlungsstirke von 955 W/ m* und Siedetemperaturen zwischen
120 °C und 160 °C berechnet. Der Warmeverlust der Rohrleitung wurde fiir ein einheitliches %4
Zoll Stahlrohr mit einer Warmeddmmung aus 20 mm Glaswolle berechnet. Bei der Modellierung
mit TRACE und SimStag sind die unterschiedlichen Rohrdurchmesser und Dammstérken geméss
Anhang I auf Seite 227 beriicksichtigt. Die maximalen Dampfvolumen sind {iber dem Maximal-
wert der Siedetemperatur aufgetragen. Die Léngenangaben 11, 9 und 7 mm stehen fiir den Innen-
durchmesser des Absorberrohres. Bei den Varianten 9 mm und 7 mm wire der Druckverlust fiir die
Betrieb bei 40 1/ m’h allerdings viel zu hoch. Fiir diese Varianten wurde das Kollektorfeld daher als
Reihe mit acht parallel geschalteten Kollektoren modelliert. Aufgrund der in Abbildung 3-7 darge-
stellten Rohrfilhrung kénnen alle Varianten als gut entleerbar eingestuft und damit der Klasse A

zugeordnet werden.
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Abbildung 3-23 maximales Dampfvolumen bei der Solaranlage ,,Bischof™, nach verschiedenen Verfah-

ren berechnet.
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Der Absorberrohrdurchmesser der durch Scheuren (2008) untersuchten Kollektoren liegt bei
7 mm . Entsprechend gut stimmt das nach seinem Verfahren berechnete Dampfvolumen mit dem
Resultat aus der Simulation mit SimStag. Beim tatsédchlichen Durchmesser von 11 mm ist die Ab-
weichung jedoch betrichtlich. Diese Vergleichsrechnung zeigt, dass die Dampfreichweite und da-
mit auch das Dampfvolumen in hohem Masse vom Durchmesser des Absorberrohres abhéingig

sind.

3.4.7.2 Einfluss der Druckhaltung auf das Dampfvolumen

Die Solaranlage ,,Bischof wird mit unterschiedlichen Varianten der Druckhaltung simuliert,
um deren auf die Dampfreichweite zu untersuchen. Die Modellierung des Kollektorfeldes, des

Rohrkreislaufes und der Umgebungsbedingungen wird beibehalten.

In Abbildung 3-25 bis Abbildung 3-26 sind die Dampfleistungen, die Dampfvolumen und die
Dampfreichweiten fiir unterschiedliche Druckhaltungen dargestellt. Bei Kompressordruckhaltung
ist die Dampfleistung zu Beginn generell hoher als bei Membrandruckhaltung, was bei gleichem
Anfangsdruck zu grosseren Dampfvolumen fithrt. Bei héherem Druck ist die Zeitspanne ab Pum-
penstopp bis zur ersten Dampfbildung lénger. Die Dampfleistung ist aufgrund der hoheren Sétti-
gungstemperatur und des dadurch geringeren Wirkungsgrades kleiner. Das Dampfvolumen kann
nach Abbildung 3-24 reduziert werden, indem der Druck erh6ht wird. Allerdings nimmt dadurch
die Restmenge im Kollektor zu. Ausserdem geschieht das Leersieden bei hoherer Temperatur und
damit schlechterem Wirkungsgrad des Kollektors. Beide Einfliisse fithren zu einer langeren Leer-
siedephase. Bei Kompressordruckhaltung ist das Dampfvolumen generell deutlich hoher, weil die
Leistung die Leistung zu Beginn des Leersiedens weniger stark abfallt. Die Druckerhhung wirkt

sich nicht so stark aus wie bei der Membrandruckhaltung.



SIMULATION VON STAGNATIONSEREIGNISSEN 152

Kompressordruckhaltung
3.6bar 4.6 bar

4.5

3.5

f
I
'l N Membrausdehnungsgefass
\

3.6 bar 4.6bar
2.5

Dampfleistung W

1.5

0.5

O —_
0 10 20 30 40 50 60

Zeit ab Pumpenstopp min

Abbildung 3-25 Verlauf der Dampfleistung bei Kompressordruckhaltung und Membranausdeh-
nungsgefiss bei unterschiedlichen Driicken.
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Abbildung 3-24 Verlauf des Dampfvolumens bei Kompressordruckhaltung und Membranausdeh-
nungsgeféss bei unterschiedlichen Anfangsdriicken.
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Abbildung 3-26 Verlauf der Dampfreichweite bei Kompressordruckhaltung und Membranausdehnungs-
gefdss bei unterschiedlichen Driicken, berechnet mit SimStag.

Die Abbildung 3-26 zeigt, dass die entsprechenden Auswirkungen auf die Dampfreichweite.
Bei einer Kompressordruckhaltung bleibt nach Druckerhhung die Dampfreichweite praktisch
unverdndert. Beim Einsatz eines Membran-Ausdehnungsgefésses bei einem Betriebsdruck von 4.6
bar erreicht der Dampf das Vorschaltgeféss nicht. Diese Feststellung ist stimmt mit der TRACE-
Simulation nach Abbildung 3-15 {iberein.

3.5 Schlussfolgerungen und Diskussion

Die thermohydraulische Modellierung hat sich als Methode zur Simulation des Stagnationsver-
haltens sehr gut bewihrt. Das thermohydraulische Rechenprogramm TRACE wurde erfolgreich zur
Modellierung und Simulation einer Solaranlage eingesetzt. Obwohl es nur Wasser und Dampf als
Medium beriicksichtigt, stimmen die Simulationsergebnisse gut mit Messdaten tiberein. Der Grund
fir die gute Ubereinstimmung liegt in den experimentellen Befunden, wonach die maximale
Dampfreichweite bereits in der frithen Phase der Stagnation auftritt, in der die Gasphase praktisch
ausschliesslich aus Wasserdampf besteht. Zur Anpassung an den Betrieb mit Wasser-Glykol Gemi-
schen geniigt es, den Betriebsdruck im Modell so weit zu erhdhen, dass die erste Dampfbildung bei

derselben Temperatur auftritt.

Ein vereinfachtes thermohydraulisches Modell zur Simulation des Stagnationsverhaltens wurde
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hergeleitet und in das entsprechende Computerprogramm SimStag iibertragen. Dieses Computer-
programm erlaubt die Modellierung von Solaranlagen, deren Kollektorfelder aus Flachkollektoren
mit Méanderabsorbern bestehen. Die Rohrquerschnitte und die Lingen einzelner Rohrabschnitte
werden ebenso beriicksichtigt wie deren Neigung. Das Computerprogramm SimStag wurde durch

vergleichende Simulation mit TRACE validiert.

Es konnte gezeigt werden, dass die Dampfreichweite und das Dampfvolumen in hohem Masse
vom Durchmesser des Absorberrohres abhidngig sind. Vergleichsrechnungen zeigen ausserdem,
dass die Dampfreichweite nicht nur durch den Betriebsdruck beeinflusst werden kann, sondern
auch durch die Art der Druckhaltung. Im Vergleich zur Druckhaltung mit Membranausdehnungs-
gefidss muss bei einer Kompressordruckhaltung mit einer grosseren Dampfreichweite gerechnet

werden, wenn die Betriebsdriicke in beiden Fillen gleich sind.

Solange die Siedetemperatur unter der zuldssigen Gebrauchstemperatur des Wérmetrégers
bleibt, und durch regeltechnische Massnahmen der Stagnationsbeginn in die Zeit abnehmender
Bestrahlungsstirke gelegt werden kann, ist eine lange Leersiedephase sogar vorteilhaft. Die Destil-

lationsprozesse laufen dann langsamer ab und die Uberhitzung des Kollektors wird verzdgert.

Neben den von unten nach oben durchstromten, {iber horizontale Leitungen parallel geschaltete
Maianderabsorbern sind auch die in der Abbildung 2-3 Schaltungsvarianten weit verbreitet. Auf der
Grundlage der erarbeiteten Theorie soll flir diese Varianten Drift-Flux Modelle fiir das Kol-

lektorfeld hergeleitet und in SimStag implementiert werden.
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4 SOLARTHERMISCHE ENTGASUNG

4.1 Einleitung

Bevor nach Losungen der Betriebsprobleme durch freie Gase gesucht werden kann, miissen die
Besonderheiten von Solaranlagen im Vergleich zu anderen fliissigkeitsfithrenden Kreislaufen ana-

lysiert werden.

4.1.1 Solaranlagen im Vergleich zu anderen Kreislaufen

Trinkwasser-, Abwasser- und Kraftwerksdruckleitungen werden so dimensioniert, dass freie
Gase allein durch Stromungskréfte mobilisiert und so aus den betreffenden Leitungsabschnitten
gesplilt werden. Dieser Vorgang wird Selbstentliiftung genannt. Die Fliessgeschwindigkeit, bei der
freie Gase aus Leitungsabschnitten gespiilt werden, heisst entsprechend Selbstentliiftungsge-
schwindigkeit. Diese ist abhdngig vom Rohrdurchmesser und von der Rohrneigung und liegt in der

Grdssenordnung von 1 m/s.

In Heizungsanlagen, die mit Wasser betrieben werden, sind die Vermeidung von Korrosion und
Fliessgerduschen sowie die Limitierung auf wirtschaftlich vertretbare Druckverluste vorrangig. Die
Fliessgeschwindigkeiten liegen daher oft weit unter der Selbstentliiftungsgeschwindigkeit, die hier
auch kein Kriterium fiir die Dimensionierung ist. Betriebsstorungen (Korrosion, Gerdusche, Stro-
mungsblockaden) durch freie Gase werden durch korrekt dimensionierte Druckhaltung und wie-
derholte manuelle Entliiftung an Hochpunkten vermieden. Dieses Verfahren ist geeignet fiir kleine
Anlagen unter der Voraussetzung sorgféltiger Rohrfithrung und geeigneter Anordnung der Entliif-
tungsventile. Bei grossen Anlagen kommen auch Entgaser zum Einsatz. Der Kessel einer Hei-
zungsanlage liegt meist am tiefsten Punkt einer Anlage, mit demzufolge hochstem Druck, wihrend

die kithleren Wéarmesenken hoher liegen.

Im Unterschied zu Heizungsanlagen sind die Kollektoren praktisch immer an der héchsten Stel-
le der Anlage angeordnet. Ihre Rohrleitungen bilden keinen einfachen Hochpunkt, sondern ausge-
dehnte Hochlinien, die oft nur mit Schwierigkeiten zu entliiften sind. Bei Solaranlagen ist ausser-
dem der Spielraum fiir die Wahl der Rohrquerschnitte verhdltnisméssig eng. Einerseits soll die
Selbstentliiftungsgeschwindigkeit in horizontalen und fallenden Leitungen mdglichst erreicht wer-
den, andererseits darf die Fliessgeschwindigkeit aus Riicksicht auf Gerduscharmut und 6konomi-
schen Pumpenbetrieb nicht grosser als 1.5 m/s sein. Bei der Parallelschaltung vieler Kollektoren

iiber identische Verteil- und Sammelleitungen ist die Stromungsverteilung stets inhomogen. Die



SOLARTHERMISCHE ENTGASUNG 156

Anordnung von Strangregulierventilen und die Abstufung der Rohrquerschnitte sind aber aus tech-
nischen und wirtschaftlichen Griinden oft nicht praktikabel. Dadurch kann es vorkommen, dass in
abgelegenen Teilen des Rohrnetzes die Fliessgeschwindigkeit weit unter der Selbstentliiftungsge-
schwindigkeit liegt, wihrend in anderen Teilen die zuldssige Fliessgeschwindigkeit bereits erreicht

ist.

4.1.2 Moglichkeiten zur Vermeidung freier Gase

Die Vorbedingung aller Massnahmen zur Vermeidung von Betriebsproblemen durch freie Gase
ist die korrekt dimensionierte und eingestellte Druckhaltung. Unter dieser Voraussetzung werden in

den folgenden Abschnitten die wichtigsten Moglichkeiten zur Vermeidung freier Gase diskutiert.

4.1.2.1 Gestaltung des Kreislaufs und Vorgehen bei der Befiillung

Nur bei hinreichender Entliiftung kann eine Solaranlage iiberhaupt in Betrieb genommen wer-
den. Die wichtigste Methode zur Entfernung freier Gase ist daher die Entliiftung tiber automatische
oder handbetitigte Entliiftungsventile. Diese miissen an lokalen Hochpunkten des Kreislaufes an-
geordnet sein, damit sie wirksam sind. Die Rohrquerschnitte sollten moglichst nach dem Kriterium

der Selbstentliiftung ausgelegt werden.

Bei kleinen Solaranlagen lassen sich freie Gase durch fachgerechte Inbetriebnahme und giinsti-
ge Anordnung von Luftabscheidern so weit reduzieren, dass keine Betriebsprobleme auftreten kon-
nen. Durch den Einsatz leistungsfahiger Fiillpumpen kann die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit in
praktisch allen Rohrabschnitten erreicht werden. Ab einer gewissen Anlagengrdsse ldsst sich die
Selbstentliiftungsgeschwindigkeit nur dann erreichen, wenn die Fiillpumpe in optimaler Weise in
den Kreislauf eingebunden ist. Man muss insbesondere durch entsprechende Dimensionierung
dafiir sorgen, dass der Druck nicht grosstenteils tiber den Fiill- und Entleerhahnen abfillt, an denen
die Fiillpumpe angeschlossen wird. Die korrekte Einbindung der Fiillpumpe und das optimale Vor-
gehen bei der Befiillung wurde an der TU Dresden durch Riihling, Heymann et al. (2013) systema-

tisch untersucht.

4.1.2.2 Erhohen des Betriebsdruckes nach der Grundentliiftung

Der Sattigungsgehalt eines Gases in der Fliissigkeit ist proportional zu seinem Partialdruck in
der Gasphase. Eine naheliegende Moglichkeit wiirde folglich darin bestehen, nach der Grundentliif-
tung den Betriebsdruck so weit zu erhdhen, dass die noch freien Gase vollstdndig in Losung gehen.

Die Rohrverbindungen, die Dehnungskompensatoren und Wellschlduche miissten natiirlich fiir
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diesen Druck ausgelegt sein. Ausserdem wiirde die Fliissigkeit und die Komponenten der Kreislau-
fes durch die hoheren Siedetemperaturen bei Stagnation starker belastet. Insgesamt ist diese Mass-
nahme besonders bei Grossanlagen aus wirtschaftlichen Griinden nicht interessant. Die Anwen-

dung dieser Methode in anderen Kreisldufen kann jedoch durchaus sinnvoll sein.

4.1.2.3 Vakuumentgasung

Bei grossen Solaranlagen lassen sich freie Gase jedoch auch durch perfektes Vorgehen beim
Fiillen und Spiilen oft nicht hinreichend entfernen. Damit bleibt als geeignete Massnahme nur die
Entgasung der Fliissigkeit. Die entgaste Fliissigkeit ist dann in der Lage, Lufttaschen in jenen
Rohrstrecken, in denen keine Selbstentliiftung moglich ist, nach und nach zu absorbieren. Das
Grundprinzip aller Entgasungsmethoden besteht darin, freie Fliissigkeitsoberflichen zu erzeugen
und dafiir zu sorgen, dass der Partialdruck des zu entfernenden Gases in der Gasphase iiber diesen
Oberfldchen moglichst klein ist. Entsprechend gering ist dann die Séttigungskonzentration an der
Phasengrenze. In dem dadurch entstehenden Konzentrationsgefille diffundiert das geloste Gas aus
dem Kern der Fliissigphase an deren Oberfldche, wo es schliesslich in die Gasphase iibertritt. Da-
mit moglichst hohe Entgasungsraten erreicht werden, versucht man, eine grosse Phasengrenzflache
zwischen der Fliissigkeit und dem Gas-Dampfgemisch zu erzielen. Zwei weit verbreitete Verfahren
nutzen diese Effekte aus. Bei beiden Verfahren sind die entsprechenden Apparate in einem Bypass

zum Hauptkreislauf einer wirmetechnischen Anlage angeordnet.

Bei der zyklisch arbeitenden Vakuumentgasung wird im ersten Schritt Fliissigkeit aus einem
Entgasungsgefdss in den Hauptkreislauf gepumpt, sodass im Entgasungsgeféss ein Vakuum ent-
steht. Der Partialdruck der zu entfernenden Gase in diesem Geféss ist dann naturgeméss gering.
Gleichzeitig wird Fliissigkeit aus dem Hauptkreislauf in das entstehende Vakuum verspriiht. Dabei
treten die Gase aus der Losung in das erzeugte Vakuum. Im zweiten Schritt 1dsst man die Fliissig-
keit von unten her wieder in das Entgasungsgefass einstromen. Die desorbierten Gase werden dabei
auf Atmosphérendruck komprimiert und iiber ein Entliiftungsventil ausgeschoben. Die Vaku-
umentgasung kann sehr effizient auch bei tiefen Temperaturen eingesetzt werden. Dadurch bleibt
der Fliissigkeitsverlust beim Ausschieben der mit Dampf gesittigten Gase gering. Die Vakuument-
gasung wird bei grossen Heizungs- und Nahwarmenetzen eingesetzt, seit einigen Jahren auch bei

der Inbetriebnahme von grossen Solaranlagen.
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4.1.2.4 Thermische Entgasung

Bei der thermischen Entgasung wird die zu entgasende Fliissigkeit auf nahezu Siedetemperatur
gebracht und tiber eine Boden- oder Fiillkorperkolonne verrieselt. Von unten ldsst man aus bereits
entgaster Fliissigkeit gewonnenen Sattdampf einstromen. Seine Temperatur liegt etwas iiber der
Siedetemperatur der zu entgasenden Fliissigkeit. Der Partialdruck der Gase im Sattdampf ist prak-
tisch null. Dadurch werden die in der Fliissigkeit gelosten Gase bis zu einer sehr geringen Konzent-
ration ausgetrieben. Ein Teil des Dampfes kondensiert bereits in der Kolonne, der verbleibende
Teil im Briidenkondensator. Die thermische Entgasung arbeitet innerhalb der vom Betreiber festge-
legten Zeitintervalle kontinuierlich, und ist wegen ihrer Leistungsfahigkeit in der Kraftwerkstech-
nik weit verbreitet. Mit dem Gas wird stets auch Dampf der Fliissigkeit abgeschieden. Um den
Fliissigkeitsverlust gering zu halten, fithrt man die thermische Entgasung meist bei Unterdruck
gegeniiber der Atmosphire und entsprechend tiefen Arbeitstemperaturen durch. Bei solchen Anla-

gen miissen die Gase durch eine Vakuumpumpe entfernt werden.

Nachteilig an beiden Entgasungsverfahren sind die hohen Investitionskosten und die grossere
Komplexitéit der Anlage, die zu entsprechend hoheren Betriebs- und Unterhaltskosten fiihrt. Aus-
serdem erfordert der Betrieb beider Entgasungsverfahren Zusatzenergie. Dadurch wird der Ge-
samtwirkungsgrad der Anlage reduziert. Wegen des grossen Arbeitsaufwandes, angefangen bei der
Anlieferung, der Installation und der Inbetriebnahme bis hin zur Kontrolle des Entgasungsgrades
und der Demontage der Entgasungsanlage, ist auch die Vakuumentgasung mittels mobiler Einrich-
tungen kostspielig. Ausserdem muss bedacht werden, dass Dichtungswerkstoffe und Membranen
von Ausdehnungsgefdssen eine gewisse Permeabilitét fiir Atmosphérengase besitzen. Der Gehalt
an freien Gasen sollte daher periodisch iiberpriift werden, beispielsweise mit der durch Riihling et

al. (2013) entwickelte Methode. Die Entgasung wére bei Bedarf zu wiederholen.

4.1.2.5 Solarthermische Entgasung

Im Rahmen dieser Arbeit haben Fismann und Prasser (2012) ein Verfahren zur solarthermi-
schen Entgasung sowie die dazu geeigneten Gerdteausfilhrungen entwickelt und zum Patent ange-
meldet. Die Entgasung findet in einem geeignet betriebenen Sonnenkollektor statt, der daher Ent-
gaserkollektor genannt wird. In einem grosseren Kollektorfeld konnen einer oder mehrere solcher
Entgaserkollektoren installiert sein. Dieses Entgasungsverfahren ist in der Lage, einen Kreislauf
innert weniger Tage im laufenden Anlagenbetrieb hinreichend zu unterséttigen. Das Verfahren der
solarthermischen Entgasung, die Modelle zu ihrer Beschreibung und die experimentellen Untersu-

chungen werden im Kapitel 4.4 besprochen.
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4.2 Stand der Forschung

4.2.1 Selbstentliiftung von Rohren

Auf den Gebieten der Wasserversorgung, der Abwasserentsorgung und der Wasserkraftwerke
ist die Problematik von Luft und anderen Gasen in Rohrnetzen seit Jahrzehnten ein Thema und
wurde entsprechend beforscht. Einerseits stellen diese Rohrnetze grundsétzlich keine geschlosse-
nen Kreisldufe dar. Man muss von Vornherein damit rechnen, dass Luft in den Kreislauf gelangt,
beispielsweise durch Lufteintrag in Form von kleinen Blasen (entrainment) beim Wechselsprung
im Bereich des Einlaufes oder beim Freispiegelabfluss in einer fallenden Leitung. Ervine (1998)
gibt einen umfassenden Uberblick iiber die vielfiltigen Moglichkeiten des Gaseintrages in Rohrlei-
tungssysteme. Ausserdem kann Luft auch durch Beliiftungsventile in Rohrleitungen gelangen.
Solche Beliiftungsventile sind in sehr langen Rohrstrecken und Uberleitungen eingebaut, um das

Kollabieren von Rohren und Behéltern bei Unterdruck vermeiden.

Mit wenigen Ausnahmen wurden die experimentellen Arbeiten zur Selbstentliiftung an Rohren
mit weit grosseren Querschnitten durchgefiihrt, als sie bei Solaranlagen eingesetzt werden. In einer
der ersten Arbeiten haben Kalinske und Bliss (1943) die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit in Roh-
ren mit 102 mm und 152 mm Durchmesser untersucht. Die Neigung der nach unten fithrenden Lei-
tung wurde variiert und betrug maximal 30 Prozent. Die Fliessgeschwindigkeit, ab der die Luftbla-
sen aus dem Wechselsprung am unterstromigen Ende der Lufttasche abtransportiert werden, wurde
als Selbstentliiftungsgeschwindigkeit interpretiert. In allen folgenden Arbeiten wird als Kriterium
der Selbstentliiftung diejenige Geschwindigkeit definiert, ab der die Lufttasche als Ganzes abtrans-
portiert wird. Wisner, Kouwen et al. (1975) haben Versuche an einer Leitung mit 250 mm Durch-
messer und 18.5° Neigung durchgefiihrt. Walther und Giinthert (1988) haben ihre Untersuchungen
an einem biegsamen PE-HD-Rohr mit 51.4 mm Innendurchmesser durchgefiihrt. Durch Biegen des
Rohres wurde ein symmetrischer Hochpunkt erzeugt, von dem aus die geraden Rohrstiicke in glei-
chen Winkeln nach unten fiihrten. Das Vorhandensein von Luft wurde durch Leitfahigkeitssenso-
ren festgestellt. Ein Sensor befand sich am Hochpunkt des Rohres. Drei weitere Sensoren waren im
absteigenden Rohr angeordnet. Nach dem Einleiten eines vorgegebenen Luftvolumens wurde die
Stromungsgeschwindigkeit so lange gesteigert, bis die Lufttasche den vierten und letzten Sensor
passiert hat. Die in diesem Moment herrschende Fliessgeschwindigkeit wurde als Selbstentliif-
tungsgeschwindigkeit interpretiert. Aigner und Thumernicht (2002) haben Untersuchungen an einer
Leitung mit 190 mm Innendurchmesser und einer variablen Neigung des absteigenden Astes bis

15% durchgefiihrt. Neben der Selbstentliiftungsgeschwindigkeit wurde auch die Luftaustragsrate
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gemessen. [hre Ergebnisse wurden in einem Merkblatt des Landesamt fiir Umwelt und Geologie
des Freisstaates Sachsen (2003) verdffentlicht. Escarameia (2007) hat entsprechende Experimente
an einer Leitung mit 150 mm Innendurchmesser mit Neigungen bis 22.5° durchgefiihrt. Die ge-
nannten Autoren korrelieren die Ergebnisse mit der Froudezahl, die mit der Selbstentliiftungsge-
schwindigkeit und dem Rohrdurchmesser gebildet wird, Fr=wg, / \/g7 . Thre Ergebnisse sind
zusammenfassend in der Tabelle 4-1 dargestellt. Die Abbildung 4-1 zeigt die Selbstentliiftungsge-
schwindigkeit fiir ein Rohr mit 20 mm Innendurchmesser, die mit diesen Korrelationen berechnet
wurde. Bei Neigungswinkeln zwischen 10° und 20° liegen die Resultate recht nahe beieinander.
Offenbar gilt die Skalierung mit der Froude-Zahl iiber einen weiten Bereich. Allerdings erkennt
man auch, dass die Rechenwerte umso hoher liegen, je grosser der Rohrdurchmesser beim entspre-
chenden Experiment ist. Es ist daher zweifelhaft, dass die Extrapolation auf Rohrdurchmesser von

20 mm die Realitét hinreichend gut beschreibt.

Anstelle von Glattrohren werden vermehrt Ringwellschlduche eingesetzt, die sich leichter in-
stallieren lassen. In den Wellenbergen von geneigt und horizontal verlaufenden Ringwellschliu-
chen konnen sich naturgeméss Gase ansammeln. Ausserdem ist es nicht moglich, diese exakt gera-
de zu verlegen. Man muss also von vornherein mit lokalen Hochpunkten rechnen, die betréchtliche
Gasvolumen beinhalten konnen. Uber die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit in Ringwellschliuchen
sind jedoch keine Arbeiten bekannt. Es ist ausserdem anzunehmen, dass die im Vergleich zu Was-
ser hohere Viskositit und niedrigere Oberflichenspannung von Wasser-Glykol Gemischen die
Selbstentliiftungsgeschwindigkeit beeinflusst. Die Anwendung der verfiigbaren Korrelationen bei

Solaranlagen ist daher problematisch.

Tabelle 4-1 Korrelationen fiir die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit nach verschiedenen Quellen.
Selbstentliiftungsgeschwindigkeit d mm ¢ deg
V  tan¢ 4 |tan¢
Kalinske et al. (1943) —_—= = Wy =+/gd — 102, 152 0-30
gd > \/5 SE T \/5
Wisner et al. (1975) wy: =+/gd (0.25 sing + 0.825) 250 18.5
Walther et al. (1988) we =/gd (0.28 sing + 0.68) 51.4 0- 34
1.5sin
Aigner et al. (2003) Wep =~/ 8d __Losing 190 0-12

1.64sin¢ +0.06

Escarameia et al. (2007) Wep =+/8d (0.56 sing + 0.61) 150 0-22.5
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0
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
Neigungswinkel Grad
Abbildung 4-1 Selbstentliiftungsgeschwindigkeit fiir Wasser in einem Glattrohr mit 20 mm Durch-

messer, berechnet mit den Korrelationen nach Tabelle 4-1. Dicke Linien markieren
die experimentell abgedeckten Bereiche.

4.2.2 Ursachen freier Gase und die Bedeutung der Gasloslichkeit

4.2.2.1 Wasserfithrende Kreisldufe

Riihling und Uhlmann (1998) untersuchten die Ursachen freier Gase in kleinen und mittleren
Wasserheiznetzen, sowie die Moglichkeiten zu deren Entfernung. Dabei wurden nebst den wich-
tigsten Atmosphérengasen O, und N, , die durch Befiillen, Unterdruck und Nachspeisung in das
System gelangen konnen, auch die Entstehungsbedingungen fiir biogene Gase wie CH,, H, und
CO, diskutiert. Das im Rahmen dieses Forschungsprojektes entwickelte Verfahren der Vakuum-
Sprithrohrentgasung wird anhand der experimentellen Resultate ausfiihrlich diskutiert. In einer
weiteren Arbeit von Riihling (2002) zu Gasen in Wasserheiznetzen und Kéltekreisldufen werden
verschiedene Arten der Druckhaltung und ihr Einfluss auf den Gasgehalt der Anlage diskutiert.
Ausserdem wurden neben der Vakuumentgasung auch das Membrantrennverfahren zur Entgasung,

die atmosphérische Entgasung und die elektrochemische Entfernung von Sauerstoff untersucht.
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4.2.2.2 Drain-Back Solaranlage mit Wasser-Glykol Gemisch

In einer experimentellen Arbeit zum Betriebsverhalten einer Drain-Back Anlage haben Riihling
und Schabbach (2006) die Bedeutung des Gaslosungsvermogens in Zweiphasen-Kollektorkreisen
aufgezeigt. Dies ist nach dem Kenntnisstand des Autors die erste Arbeit zu Gasen in Solaranlagen
iiberhaupt. Es wurde gezeigt, dass der im Anlagenbetrieb aus der Losung tretende Stickstoff nicht
nur wesentlich zum Druck im Kreislauf beitrdgt, sondern dass sich der Stickstoff bei stehender
Anlage kaum mehr im Kreislauf 16st. Dadurch blieb der Druck auch bei tiefsten Kreislauftempera-
turen im Winter stets iiber dem Atmospharendruck. Thre Untersuchungen zeigen ausserdem, dass
der Luftsauerstoff durch Oxidation des Glykol Gemisches gebunden wird und folglich in der Gas-

phase nicht vorkommt.

4.2.2.3 Solaranlagen mit geschlossener Druckhaltung

Die Problematik freier Gase in Solaranlagen mit geschlossener Druckhaltung, die nach Defini-
tion einphasig zu betreiben sind, wurde erstmals in der Arbeit von Eismann und Riihling (2007)
qualitativ untersucht. Anhand von Fallbeispielen wurde gezeigt, in welchen Bereichen eines Kol-
lektorfeldes die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit nicht erreicht werden kann. Weil damals die
Loslichkeit von Stickstoff in Wasser-Glykol Gemischen noch nicht bekannt war, beschrinkte sich

die Diskussion auf Kreisldufe mit Wasser.

4.2.2.4 Degradation von Propylenglykol

In der Arbeit von Hausner et al. (2003) sind die chemischen Prozesse beim oxidativen und
thermischen Abbau von Propylenglykol ausfiihrlich dargestellt. Bei guter Entliiftung und diffusi-
onsdichtem Abschluss des Kreislaufes trigt nur die geringe Menge gelosten Sauerstoffs zum oxida-
tiven Abbau bei. Der Einfluss auf die Stoffeigenschaften ist vernachléssigbar. Hingegen wird Pro-
pylenglykol auch bei einer optimal funktionierenden Anlage durch Stagnationsereignisse thermisch
zersetzt. In Anlagen mit schlecht entleerenden Vakuumréhrenkollektoren entstehen dabei langket-
tige ,teerartige* Zersetzungsprodukte, die in der Fliissigkeit nicht 16sbar sind und zu Ablagerungen
und Verstopfung fithren kénnen. Diese Erscheinungen wurden durch Hillerns et al.(1999), Hillerns
(2001) sowie Scheuren (2008) untersucht und ausfiihrlich dargestellt. Andererseits wurden durch
Hausner et al. (2003) auch eine Reihe leichtfliichtiger Verbindungen nachgewiesen, die nachfol-
gend zusammen mit ihrem Siedepunkt zitiert sind: Acetaldehyd (21 °C), Propanal (49 °C), Glyoxal
(50 °C), Aceton (56 °C) und Methylglyoxal (72 °C). Dr. Frank Hillerns, der diesen Teil zur Arbeit

beigesteuerte, hat mich auf die Publikation von Clifton, Rossiter et al. (1998) aufmerksam gemacht,
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in welcher die Oxidation von Ethylen- und Propylenglykol bei hoheren Temperaturen sowie die
katalytische Wirkung von Metallen, insbesondere Kupfer beschrieben ist. Aus den Resultaten die-
ser Arbeit kann man schliessen, dass Sauerstoff nach dem Aufheizen eines Wasser-Glykol Gemi-

sches auf iiber 100 °C sehr rasch durch Oxidation gebunden wird.

4.2.2.5 Loslichkeit von Stickstoff in Wasser-Glykol Gemisch

Der Sittigungsgehalt von Gasen in Fliissigkeiten kann durch unterschiedliche dquivalente Mas-
se beschrieben werden, die aus den entsprechenden experimentellen Methoden abgeleitet wurden.
Das Henry’sche Gesetz verkniipft den Molenbruch des gelosten Gases iiber den Henry-

Koeffizienten [H,]= Pa mit seinem Partialdruck in der Gasphase.

pi=Hyx; (5.1)

Fiir die Darstellung der Gasloslichkeit aus Volumenmessungen ist der technische Loslichkeits-
koeffizient A, nach Riihling (2002) besser geeignet. Dieser beschreibt das maximale Losungsver-
mogen eines Gases i in einem Losungsmittel L als Funktion der Temperatur 9 in °C, und zwar in
Normkubikmetern V), pro Masse Losungsmittel m; fiir den Fall, dass der Partialdruck des Gases
liber dem Losungsmittel gleich dem Normdruck p; y =1.01325 bar ist.
Vv

mp-p;n

4, (98)= (5.2)
Mit der Normdichte p; ,, sowie der Kenntnis der Temperatur und des effektiven Partialdruckes p;

kann die Masse des gelosten Gases bei Sattigung fiir beliebige Zustdnde berechnet werden:

m; ;= Vi,L,Npi,Npi /pi,N = )“i,L,N (S)mLpi,Npi (5.3)

Mit Hilfe der Molmassen M; und M, des Gases und der Fliissigkeit kann folgende Beziehung
zwischen dem Henry-Koeffizienten und dem technischen Loslichkeitskoeffizienten hergestellt
werden.

pinM, 1
x.:},. 9 — — p.=—-p. 54
i =4(9) VAR AL (5.4)

1 1

Die Loslichkeitskoeffizienten fiir Stickstoff in Wasser-Glykol Gemischen wurden durch Riihling et
al. (2013) in einem eigens zu diesem Zweck aufgebauten Experiment bestimmt und als Polynom
zweiten Grades fiir einen Temperaturbereich zwischen 10 °C und 110 °C mit den Koeffizienten

gemdss Tabelle 4-2 angegeben.

A= ay+a,9+ a9 (5.5)
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Tabelle 4-2

Koeffizienten zur Berechnung des technischen Loslichkeitskoeffizienten fiir Mischun-
gen aus Wasser und Propylenglykol nach Riihling et al. (2013). Die Mischungsanteile
sind in Massenprozenten Propylenglykol angegeben.

“ [kg-bar}

m
a, o baroC
g -bar-°C

o |—m
: kg -bar-°C*

Tyfocor®LS (42%)
Propylenglykol 25%

9.6:10°
14.9-10°

2.1-107
13510

0.37-10°
1.03-10°

Die Abbildung 4-2 zeigt die mit der Gleichung (5.5) berechneten Loslichkeitskoeffizienten von

Stickstoff in Wasser-Propylenglykol Gemischen mit zwei unterschiedlichen Mischungsverhéltnis-

sen im Vergleich zum Loslichkeitskoeffizienten von Stickstoff in Wasser. Bei der einen Mischung

handelt es sich um das handelsiibliche Produkt Tyfocor®LS, das auch in den Experimenten zur

solarthermischen Entgasung verwendet wurde. Die Mischungsverhiltnisse sind jeweils in Massen-

prozenten angegeben. Die Loslichkeitskoeffizienten wurden in dem fiir thermische Solaranlagen

relevanten Bereich zwischen 10 und 110 °C ermittelt. Fiir die Modellierung der solarthermischen

Entgasung war es erforderlich, die Loslichkeitskoeffizienten bis 130 °C zu extrapolieren.
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1.4E-05
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Abbildung 4-2

Wasser

Tyfocor® LS (42%)

Propylenglykol (25%)
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Temperatur °C

110 130

Léslichkeit von Stickstoff in Wasser und Gemischen von Wasser und Propylenglykol
nach (Rithling, Heymann et al. 2013), bei einem Partialdruck des Stickstoffs von 1 bar.

Durch Experimente mit einer Mischung aus Wasser und reinem Propylenglykol bei gleichem

Mischungsverhiltnis wie Tyfocor”LS, haben Riihling et al. (2013) festgestellt, dass die Korrosions-
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inhibitoren die Loslichkeit praktisch nicht beeinflussen. Bei Wasser sinkt die Loslichkeit fiir Stick-
stoff mit zunehmender Temperatur. Bei Tyfocor”LS hingegen nimmt die Loslichkeit mit steigender
Temperatur zu. Die Loslichkeit in der Mischung mit 25% Propylenglykol liegt ungefahr zwischen
den Werten fiir Wasser und Tyfocor®LS.

4.2.2.6 Losung und Entlosung im Anlagenbetrieb

Zur Beantwortung der Frage, ob und unter welchen Bedingungen freie Gase auftreten konnen,
muss nach Riihling et al. (1998) der Partialdruck aller Gase beriicksichtigt werden, aus denen sich
die Gasblase zusammensetzt. Nachdem der Kreislauf erstmals hohere Betriebstemperaturen erfah-
ren hat, ist der Sauerstoff in der Fliissigkeit gebunden und tritt in der Gasphase nicht auf. Der
Druck in einem freien Gasvolumen wird folglich alleine durch die Partialdriicke des Stickstoffs und
des Dampfes gebildet. Das Losungsvermogen fiir Stickstoff wird anschaulich im Henry-Diagramm
dargestellt. Dazu wird die Sattigungskonzentration bei der entsprechenden Temperatur {iber dem

Gesamtdruck aufgetragen. Abbildung 4-3 zeigt die Gleichgewichtskonzentration fiir Stickstoff in

Wasser.
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5.E-05 —20
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S
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N
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—110
°C
0.E+00
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
Absolutdruck bar
Abbildung 4-3 Stickstoffkonzentration in Wasser fiir verschiedene Temperaturen als Funktion des

Absolutdruckes.
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In dieser Darstellung ist ersichtlich, dass das Losungsvermdgen mit zunehmender Temperatur
stets abnimmt. Daher ist es moglich, dass freie Gase in einem kiihlen Bereich des Kreislaufes durch
Absorption in der strdmenden Fliissigkeit reduziert und in einem wirmeren Bereich wieder desor-

biert werden. Dieses Verhalten kann man zur Entgasung benutzen.

In der Abbildung 4-4 ist die Gleichgewichtskonzentration fiir Stickstoff in Tyfocor®LS darge-
stellt. In einem Temperaturbereich zwischen 10 und 80 °C ist die Gleichgewichtskonzentration
praktisch unabhéngig von der Temperatur. Es ist daher deutlich schwieriger, im normalen Anla-

genbetrieb freie Gase durch Absorption und Desorption zu mobilisieren.
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Absolutdruck bar
Abbildung 4-4 Stickstoffkonzentration in Tyfocor®LS fiir verschiedene Temperaturen als Funktion

des Absolutdruckes.

Der Einfluss des Losungsverhaltens auf die Entliiftbarkeit wurde durch Riihling et al. (2013) an
der zu diesem Zweck aufgebauten indoor-Solaranlage experimentell untersucht. Die Anlage besteht
aus einem Kreislauf mit drei parallel geschalteten Kollektoren mit Médanderabsorber. Ein Lampen-
feld dient als kiinstliche Sonne. Vor den Experimenten wurde die Anlage jeweils nach einer genau
vorgeschriebenen Prozedur gefiillt, gespiilt und grundentliiftet. Dann wurde eine Nullprobe der
Fliissigkeit genommen und deren Stickstoffgehalt bestimmt. Anschliessend wurde die Anlage tiber
vier Stunden mit einer Vorlauftemperatur von 90°C gefahren. Nach Ausschalten des Lampenfeldes

wurde der Kreislaufinhalt so lange weiter umgewdlzt, bis sich die Anlage hinreichend abgekiihlt
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hat. Dann wurde eine Endprobe genommen und deren Stickstoffgehalt gemessen. An verschiede-

nen Stellen des Kreislaufes sind automatische Entliifter angeordnet, deren Wirksamkeit in zahlrei-

chen Experimenten untersucht wurde. Die Versuche lieferten folgende Erkenntnisse:

1.

Nur bei Versuchen mit Vakuumentgasung konnte Tyfocor®LS soweit untersittigt werden,

dass am Hochpunkt in allen Betriebszustinden keine freien Gase auftraten.

In allen Versuchen hatte die Neuprobe nach dem Fiillen und Spiilen eine hohere Konzent-
ration als bei Sattigung unter Luftatmosphére bei Umgebungsbedingungen, sowohl bei
Wasser als auch bei Tyfocor”LS. Dies bedeutet, dass nur ein Teil der freie Gase iiber die

Luftabscheider entweichen konnte und der Rest beim Druckaufbau in Losung gingen.

Bei den Versuchen mit Wasser nahm die Stickstoffkonzentration gegeniiber der Neuprobe
im Laufe der Experimente ab. Offenbar wurde Stickstoff beim Autheizen im Kollektor

desorbiert und teilweise tiber die Luftabscheider ausgeschieden.

Bei den Versuchen mit Tyfocor”LS nahm die Stickstoffkonzentration hingegen zu. Offen-
bar existierte zum Zeitpunkt der ersten Probennahme ein freies Gasvolumen, das aufgrund
der zunehmenden Loslichkeit bei steigender Temperatur im Verlauf des Versuchs absor-

biert wurden.

4.2.2.7 Einfluss des Befiillvorganges auf die Menge freien Gases

Die Experimente an der TU Dresden haben gezeigt, dass es selbst bei kleinen Anlagen generell

schwierig ist, freie Gase allein durch Spiilen iiber Luftabscheider zu entfernen. Riihling, Heymann

et al. (2013) haben daher ein Verfahren entwickelt, mit dem sich der Ort und die Grdsse von Gas-

volumen in Kreisldufen bestimmen ldsst. Die Untersuchung mehrerer Solaranlagen hat gezeigt,

dass sich freie Gase nicht nur im Kollektorfeld ansammeln kénnen, sondern auch an anderen Stel-

len im Kreislauf, beispielsweise im Glattrohrwéarmetibertrager von Speichern, in denen aufgrund

der verhéltnismédssig grossen Rohrquerschnitte die Selbstentliiftung nicht erreicht wird. Dieses

Verfahren wurde verwendet, um verschiedene Befiillstrategien quantitativ zu bewerten. Aus den

Versuchsergebnissen wurden Regeln fiir das praktische Vorgehen bei der Befiillung abgeleitet.
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4.3 Grundlagen

Die fiir die solarthermische Entgasung massgebenden Grossen sind die Loslichkeit und der
Dampfdruck. Diese und weitere Stoffeigenschaften sowie die fiir die Modellierung bendtigten Zu-

sammensetzungsmasse werden in den ndchsten Kapiteln zusammengestellt.

4.3.1 Stoffdaten fiir ideale Gas- und Fliissigkeitsgemische

Tyfocor®LS ist ein Gemisch aus 55 bis 58 Massenprozenten vollentsalztem Wasser, Monopro-
pylenglykol und ein bis zwei Massenprozenten Diisopropanolamin als Korrosionsinhibitor. Alle
Betrachtungen beziehen sich auf Monopropylenglykol als Mischungsbestandteil, der im Folgenden
kurz mit Glykol bezeichnet wird. Die Dichte, die spezifische Warme und die kinematische Viskosi-
tat sind fiir Temperaturen zwischen —20 °C und 120 °C tabelliert. Der Dampfdruck ist fiir Tempe-
raturen zwischen 40 °C und 200 °C tabelliert. Diese Stoffdaten wurden durch geeignete Funktio-

nen in einem Bereich von 0 °C und 200 °C approximiert.

4.3.1.1 Zusammensetzungsmasse fiir ideale Gemische

Sowohl das Kondensieren des Dampfes als auch das Absorbieren und Desorbieren von Gasen
ist abhéingig von der Zusammensetzung der Fliissigkeit und der Gasphase. Geeignete Zuammenset-
zungsmasse fiir die Fliissigphase und die Gasphase sind der Massenbruch und der Molenbruch. Bei

idealen Gasen ist der Molenbruch gleich dem Verhéltnis des Partialdrucks zum Gesamtdruck.

Die Fliissigkeit und auch deren Dampf verhalten sich in guter Ndherung wie ideale Gemische.
Bei der Absorption von Gasen ist der iibergehende Stoffstrom proportional zum Diffusionskoefti-
zienten und zur Molkonzentration der Fliissigkeit. Daher muss die Molmasse des Fliissigkeitsgemi-
sches aus den Molmassen seiner Komponenten und seiner Zusammensetzung berechnet werden.

Aus dem Massenbruch einer Fliissigkeit

m. m m
xm,i = : 5 xm,l = . = —1 (56)
ka m+m, m
erhélt man zunédchst den Molenbruch
xm,i
x = M _ x, M, (5.7)
Zx"i me2+(l_'xm)M1
M,

Mit M = ZM ;X; folgt fiir die Molmasse der Mischung
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M = [ZL—:j (5.8)

p- (Z"—j (5.9)

Die Molkonzentration ist das Verhéltnis der Dichte zur Molmasse der Mischung

C =

(5.10)

<)o

4.3.1.2 Phasendiagramm von Propylenglykol — Wasser

Bereits die fritheren Untersuchungen durch Rommel, Siems et al. (2007) wiesen darauf hin,
dass sich handelsiibliche Wasser—Glykol Gemische in sehr guter Ndherung ideal verhalten. Fir
ideale Gemische ist nach dem Raoult’schen Gesetz ist der Partialdruck der Komponente i propor-

tional zu ihrem Molenbruch in der Fliissigphase und zum Dampfdruck der reinen Komponente.

b; =P, X (5.11)

Weil die Driicke mit einigen bar recht klein sind, kann auch die Gasphase ndherungsweise als ideal
betrachtet werden. Der Gesamtdruck ist dann gleich der Summe der Dampfdriicke der Komponen-
ten. Das Verhiltnis des Partialdruckes einer Komponente zum Gesamtdruck ist gleich ihrem Mo-

lenbruch in der Gasphase.

iy Pk
Yi= P DoiTi
p p

(5.12)

Bei einem Zweistoffgemisch kann das Mischungsverhéltnis und die Zustinde der Mischung als
Funktion des Molenbruches einer Komponente dargestellt werden. Der Index i kann daher entfal-

len. Fiir den Gesamtdruck gilt

p=p+py=x-p,+(1-x)p,, (5.13)

Fiir die Rechnungen ist es praktischer, das Gemischverhiltnis als Massen- und Molenbruch des
Wassers anzugeben, wobei der Index W den Bestandteil Wasser und G den Bestandteil Glykol
bezeichnet.

Xy =— (5.14)
’ My, +mg

Mit Hilfe der Molmassen kénnen der Molenbruch und der Massenbruch ineinander umgerechnet
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werden.
xm,W
n M Xy M
xW:—W = xW:—W 5 Xpw = W (515)
X X ’ XMy + x-M
Ny + g mW | rmG wMy + XM g
My, Mg

Abbildung 4-5 zeigt das Phasendiagramm fiir einen Gesamtdruck von 1.5 bar, basierend auf
den Stoffdaten fiir Wasser (VDI 2006) und reinem Glykol (Steele, Chirico et al. 2002) . Ebenfalls
eingezeichnet ist der Molenbruch fiir das in den Experimenten verwendete handelsiibliche Ge-
misch. Bereits hier ist erkennbar, dass die Gasphase praktisch ausschliesslich durch den Dampf des

Wassers gebildet wird.
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Abbildung 4-5 Phasendiagramm Propylenglykol — Wasser bei einem Gesamtdruck von 1.5 bar.

4.3.1.3 Dichte, Viskositdt und Warmeleitfdhigkeit von Wasserdampf-
Stickstoff Gemischen

Die Dichte der Gasmischung ist die Summe der Partialdichten p, = py +p, .

Die Viskositdt der Gasphase wird nach Wilke (1950 , Gl.11) fiir die Mischung von Wasser-
dampf und Stickstoff berechnet. Weil sich die Gasphase in guter Naherung wie ein ideales Gas

verhélt, wurde die einfachere Korrelation fiir bindre Mischungen verwendet, wobei anstelle der
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Molenbriiche die Partialdriicke der Komponenten eingesetzt wurden. Stickstoff und Wasserdampf

sind durch die Indices 1 und 2 bezeichnet.

vg=i Vibr | VaPs (5.16)
P, [1+F, 1+F,

12 /472 12 /477
1+& 1+[v1p|J [%J 1+ﬂ 1+(v2p2J [1\41]
2 VaPo M, " )2 V1P M,

v 172 2 v 172
3\/5 1+—1L 3\/5 1+ 72
M M,

2

(5.17)

Fl,z =

Nach Wassiliewa, Mason und Saxena (Poling, Prausnitz et al. 2001, p.10.30-10.31) ist die Form
der Gleichung zur Berechnung der Warmeleitfahigkeit eines bindren Gemisches mit der obigen
Gleichungen identisch. Man braucht lediglich die dynamischen Viskosititen pv durch die Wir-

meleitfahigkeiten A zu ersetzen.

4.3.1.4 Diffusion von Wasserdampf in Stickstoff

Zur Berechnung des Diffusionskoeffizienten D in mz/ s fiir Wasserdampf in Stickstoff

wird die empirische Korrelation nach Fuller et.al. (1966) verwendet.

1/2
1-10‘9T"75[1 - ]

D= N, MH20

(5.18)

13 3 \V2
P (VD/,N2 + VD/,H20 )
Hierin sind die Temperatur in K , der Druck in har und die Molmassen in g/mol einzusetzen. Die
Molekiilvolumen V, ,, =18.5 cm3/mol und Vj, 5 =13.1 cm3/mol sind den Tabellen aus Poling,

Prausnitz et al. (2001, Tab. 11-1) entnommen.
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4.4 Solarthermische Entgasung

4.4.1 Aufbau und Wirkungsweise

Die Anordnung zur solarthermischen Entgasung besteht nach Abbildung 4-6 im Wesentlichen

aus einem Sonnenkollektor, einem Kondensator und einem Luftabscheider.

Absorber des benachbarten

Sonnenkollektors Absorber des Entgaserkollektors / Vorlaufleitung

C

— )
C

) ) Luftabscheider

C

_ ) )
C

= .
( L

$ { » ——
Drossel Riicklaufleitung Kondensator
Abbildung 4-6 Entgaserkollektor als erster Kollektor einer Kollektorreihe, mit Kondensator und Luft-
abscheider.

Da sich dieser Sonnenkollektor in der Betriebsweise etwas von den anderen Kollektoren des Kol-
lektorfeldes unterscheidet, wird er Entgaserkollektor genannt. Der Entgaserkollektor hat eine hohe-
re Austrittstemperatur als die librigen Sonnenkollektoren des Kollektorfeldes. Dies kann dadurch
erreicht werden, dass der Massenstrom im Entgaserkollektor gegeniiber den iibrigen Sonnenkolle-
ktoren reduziert wird, beispielsweise durch eine Stromungsdrossel am Eintritt in den Entgaserkol-
lektor. Die Fliissigkeit tritt aus der Riicklaufleitung des Solarkreislaufes in den Absorber des Ent-
gaserkollektors ein und wird in diesem erwarmt. Der Entgaserkollektor kann in zwei Betriebsarten

arbeiten. Diese sind nachfolgend beschrieben.

a) Entgasen durch Verdampfen: Die Fliissigkeit wird im Absorber teilweise verdampft. Beim
Sieden entsteht eine grosse Phasengrenzfliche zwischen Fliissigphase und Dampf. Der Dampf-

druck der zu entfernenden Gase ist in der Dampfphase praktisch null. In dem dadurch entstehenden
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Konzentrationsgefalle werden die gelosten Gase ausgetrieben. Nach dem Austritt aus dem Absor-
ber stromt das Fliissigkeits-Dampf Gemisch in den Kondensator, wo der Dampf praktisch vollstdn-
dig kondensiert. In der Gerdteausfithrung nach Abbildung 4-6 wird die Kondensationsenthalpie an
den kiihleren Riicklauf iibertragen. Ein Teil der Gase wird wieder in Losung gehen, wihrend der
andere Teil als Gasblasen in der Stromung mitgefordert wird. Am Austritt des Kondensators ist ein
Luftabscheider angeordnet, der die Gasblasen separiert und an die Umgebung abgibt. Die entgaste

Flissigkeit wird iiber eine Leitung dem Vorlauf beigemischt.

b) Entgasen durch Ubersittigen: Die Fliissigkeit wird im Absorber auf eine Temperatur unter-
halb des Siedepunktes aufgeheizt. Falls die Fliissigkeit bei dieser Temperatur und dem am Kollek-
toraustritt herrschenden Druck tiberséttigt ist, bilden sich an den stets vorhandenen Keimen Gasbla-
sen. Diese sind ihrerseits mit dem Dampf der Fliissigkeit geséttigt und wachsen daher mit zuneh-
mender Temperatur an. Der Partialdruck der zu entfernenden Gase sinkt entsprechend ab, wodurch
das gewiinschte Konzentrationsgefélle zwischen der Fliissigkeit und Gasphase entsteht. Die mit
Gasblasen beladene Fliissigkeit stromt durch den Kondensator in den Luftabscheider, der die Gas-
blasen aus der Fliissigkeit entfernt und an die Umgebung abgibt. Weil sich die Fliissigkeit im Kon-
densator abkiihlt, wird ein auch hier Teil der Gase wird wieder in Loésung gehen. Dieses Verfahren
funktioniert gut bei Wasser und anderen Fliissigkeiten, deren Loslichkeit fiir das Gas mit zuneh-
mender Temperatur abnimmt. Bei handelsiiblichen Wasser-Glykol Gemischen, deren Loslichkeit

mit zunehmender Temperatur steigt, ist es nicht anwendbar.

4.4.2 Betriebsweise des Entgaserkollektors

Zur Entgasung der Fliissigkeit muss am Austritt des Kollektors ein gewisser Stromungsdampf-
gehalt erreicht werden. Die im Kapitel 4.4.5 dargestellten Versuche zeigen, dass die Entgasungs-
leistung proportional zum Durchfluss ist und dass ein geringer Stromungsdampfgehalt zwischen
0.01 und 0.1 bereits vollig ausreicht. Es ist nicht sinnvoll, einen hoheren Stromungsdampfgehalt
anzustreben, weil dies einen noch geringeren Durchfluss erfordern wiirde. Der Kollektor wiirde
dann mit schlechterem Wirkungsgrad arbeiten und die Entgasungsleistung, die ja direkt proportio-

nal zum Durchfluss ist, wére geringer.

Der Kollektor soll im Siedebetrieb stabil, d.h. mit moglichst geringen Schwankungen des
Durchflusses arbeiten. Dies wird durch Drosselung am Eintritt des Kollektors erreicht, sodass der
Reibungsdruckverlust grdsstenteils im einphasig durchstromten Bereich auftritt. Die wichtigsten
Parameter bei der Dimensionierung sind der Gesamtmassenstrom und die Fluidtemperatur am Ein-

tritt in den Entgaserkollektor sowie der gewiinschte Stromungsdampfgehalt an dessen Austritt.
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4.4.2.1 Stromungsdampfgehalt am Austritt des Entgaserkollektors

Damit beurteilt werden kann, ob der Dampf des Glykols gegeniiber dem Wasserdampf vernach-
lassigt werden kann, muss die Zusammensetzung der Gasphase im Bereich der auftretenden Stro-
mungsdampfgehalte berechnet werden. Da bei der Verdampfung ndherungsweise mit thermodyna-
mischem Gleichgewicht gerechnet werden darf, geniigt es, zwei Bereiche des Entgaserkollektors
wie folgt zu behandeln. In einem ersten Bereich ab Eintritt in den Kollektor wird die Fliissigkeit
von der Eintrittstemperatur auf Siedetemperatur erwéarmt. Diesem Bereich entspricht der Anteil 4,
an der gesamten Absorberfliche 4,. Die zur Berechnung des Wirkungsgrades 1, massgebende
Temperatur ist gleich dem arithmetischen Mittelwert von FEintritts- und Siedetemperatur

T,=(T,+T,)/2. Die entsprechende Energicbilanz lautet
riey (T, =1, ) = GAp, (5.19)

Im anschliessenden zweiten Bereich des Absorbers mit dem Fliachenanteil 4, = 4, — 4, wird ein
Teil der Fliissigkeit verdampft. Die mittlere Fluidtemperatur entspricht der Siedetemperatur des

Gemischs. Die Energiebilanz fiir diesen Bereich lautet entsprechend

i h, = GAny, (5.20)

Dass in guter Ndherung der Wirkungsgrad bei Sattigungstemperatur massgebend ist, wird wie
folgt begriindet. Bei vielen bindren Gemischen ist der Warmeiibergangskoeffizient beim Sieden
zwar rund 50% geringer als jener der reinen Komponenten, wie Bachr und Stephan (2010, p.583)
am Beispiel Aceton / n-Butanol dargestellt haben, aber immer noch besser als der einphasige Wér-
meiibergang. Ausserdem dominieren die Wérmeleitwiderstéinde im Absorberblech und in der Ver-
bindung vom Absorberblech zum Absorberrohr. Der Einfluss des Wérmeiiberganges auf den Wir-
kungsgrad kann daher vernachlissigt werden. Damit kann der Stromungsdampfgehalt am Austritt
des Entgaserkollektors als Funktion der Kollektorkenndaten und der Betriebsparameter dargestellt

werden:

Xv:

n, G
m, _ Gy (5.21)
m h,m
Mit der Definition des Flachenanteiles und Einsetzen der nach dem Fléchenanteil 4, aufgelds-
ten Gleichung (5.19) kann der Strémungsdampfgehalt als Funktion der Kollektorkenndaten und der
Betriebsbedingungen dargestellt werden.

XV:%{GAP_C[(TX—TQ)} (522)

m Tl Tm

v

In der Abbildung 4-8 ist der Stromungsdampfgehalt am Austritt des in den Experimenten verwen-
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deten Kollektors FK H4 als Funktion der Eintrittstemperatur dargestellt, wobei mit einer Bestrah-
lungsstérke von 1000 W/ m?* und einem Absolutdruck am Austritt von 1.5 bar gerechnet wurde.
Mit der vereinfachenden Annahme, dass der Dampf allein durch Wasserdampf gebildet wird, kann
Massenbruch des Wassers am Austritt des Kollektors berechnet werden.

X m—m, Xpywa =X

m
w w
mea)z . ,w. = . m,. = = — . - (523)
My o+ MGy X m—1, +(1—xm’W’a)m 1-x,

mW.,a

Mit Hilfe der Gleichungen (5.7), (5.12) und (5.23) kann nun der Molenbruch des Wassers in der
Gasphase in Abhédngigkeit des Stromungsdampfgehaltes am Austritt des Entgaserkollektors be-
rechnet werden. Dies ist fiir Tyfocor® LS in Abbildung 4-7 fiir den Gesamtdruck von 1.5 bar dar-
gestellt. Hier sieht man, deutlicher als im Phasendiagramm, dass der Glykolanteil in der Dampf-

phase vernachldssigt werden darf.

Aufgrund des kleinen Stromungsdampfgehaltes dndert sich die Zusammensetzung der Fliissig-
phase gegeniiber dem einphasigen Betrieb nur unwesentlich, sodass auch im Siedebetrieb in guter

Niherung mit den Stoffdaten von Tyfocor”LS gerechnet werden kann.

0.996 120

0994 — __ 119

' =< Siedetemperatur
~
> -~ -
5 T~ e
2 0.992 ~ 118
= ~ E
= Dampfzusammensetzung ®
2 - g
S 0.990 ~ 117 §
) N =
S N ~
= N
AN
0.988 N 116
A
\
0.986 115
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
Stromungsdampfgehalt -
Abbildung 4-7 Molenbruch Wasserdampf und Siedetemperatur am Austritt des Entgaserkollektors

als Funktion des Stromungsdampfgehaltes bei einem Gesamtdruck von 1.5 bar.
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Abbildung 4-8 Stromungsdampfgehalt am Austritt des Kollektors FK H4 als Funktion der Eintritts-
temperatur bei unterschiedlichen Durchsitzen, einem Absolutdruck am Kollektoraus-
tritt von 1.5 bar und einer Bestrahlungsstirke von 1000 W/m? .

4.4.3 Wirmeiibergang und Gasriicklosung im Kondensator

Gegeniiber der Kondensation einer reinen Dampfstromung miissen bei Gegenwart von Stick-
stoff zwei zusétzliche Effekte beriicksichtigt werden. Erstens wird der Partialdruck des Stickstoffs
im Kondensator in dem Masse zunehmen, in dem der volumetrische Dampfgehalt entlang des
Stromungsweges abnimmt. Damit sinken der Partialdruck des Dampfes und folglich auch seine
Sattigungstemperatur. Damit der Dampf kondensieren kann, muss er durch den Stickstoff zur Kon-
densatoberfliche diffundieren. Der Partialdruck und folglich auch die Séttigungstemperatur des
Dampfes an der Phasengrenze miissen daher gegeniiber dem Kern der Strodmung niedriger sein.
Zweitens wird ein noch unbekannter Anteil des Stickstoffs, der sich an der Phasengrenze sammelt,
wieder in Losung gehen. Die Wirksamkeit des Entgasungsverfahrens hingt entscheidend von der

Grosse dieses Anteils ab, der durch ein geeignetes Modell dargestellt werden muss.

Die Abbildung 4-9 zeigt eine schematische Darstellung des Kondensators mit den Bezeichnun-
gen der Temperaturen, wie sie in den folgenden Gleichungen verwendet werden. Fiir die Experi-
mente wurde ein koaxialer, horizontaler Glattrohrwarmeiibertrager hergestellt. Diese Bauform lasst
sich gut in Rohrleitungen integrieren, ist kostengiinstig, einfach skalierbar sowie durch bekannte

Korrelationen fiir den Wérmetibergang darstellbar.
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Abbildung 4-9 Koaxialer Kondensator.

Fiir die Auslegung des Kondensators muss bekannt sein, mit welchem Massenstrom der Ent-
gaserkollektor betrieben wird und welcher maximale Stromungsdampfgehalt dabei auftreten soll.
Dabei wird gleichzeitig auch der Betriebsdruck am Austritt des Entgaserkollektors festgelegt. Der
Kondensator wird auf der Sekundirseite im Gegenstrom mit dem kiihleren Riicklauf gekiihlt. Da-
her miissen ausserdem der Massenstrom und die maximale Eintrittstemperatur auf der Kiihlerseite
bekannt sein. Mit diesen Angaben wird eine erste Wahl fiir die Durchmesser des Kondensatorroh-
res und des Mantelrohres getroffen. Wie im Anhang I dargestellt ist, muss man dabei auch die me-
chanischen Belastungen durch thermische Spannungen beriicksichtigen, insbesondere die
Knickstabilitit des innenliegenden Kondensatorrohres. Es wird angenommen, dass in den Zulei-
tungen des Entgaserkollektors die Selbstentliiftungsgeschwindigkeit nicht erreicht wird. Dem Ent-

gaserkollektor wird der Stickstoff also nur in geldster Form zugefiihrt.

4.4.3.1 Temperaturen der Fliissigkeit im Ringspalt

Fiir die praktische Berechnung wird der Kondensator in Abschnitte mit vorerst unbekannter
Lénge unterteilt. In diesen Abschnitten wird mit einem mittleren Stromungsdampfgehalt und mit
mittleren Stoffgrossen gerechnet. Fiir die mittleren Stromungsdampfgehalte in den einzelnen Ab-

schnitten des Kondensators wird eine geometrische Folge angesetzt.

. 3 . X, E
Yok =Yg ST AX, = Y (5.24)
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Weil damit die Massenstrome des kondensierenden Dampfes und folglich auch die zu iibertra-
genen Leistungen fiir jeden Abschnitt vorgegeben sind, konnen die Temperaturen der Fliissigkeit

im Ringspalt berechnet werden. Aus der Energiebilanz

Ay ph, =y ey, (T2,w,k Do ) (5.25)

folgt fiir die Temperaturen am Ein- und Austritt des Abschnittes &

N
. h . h
TZw,k = T2,a,N + ZAxk V und T2a,k = T2,a),k - Axk V (526)
J=k Cy My Cy My
Der arithmetische Mittelwert der Temperaturen im Abschnitt /, ist
N . .
Ax,h Ax,h

Ty =Ty + ) — ——k (5.27)

Jj=k €211 ) 2¢,y my,

4.4.3.2 Partialdruck des Stickstoffs und Grad der Riicklosung

Die Flussigkeit tritt mit einem Massenbruch Stickstoff x,,  , in den Entgaserkollektor ein.

Sobald der Kollektor im Siedebetrieb arbeitet, wird der Stickstoff praktisch vollstindig in den
Dampf der Fliissigkeit {ibergehen. Nach dem Eintritt des Fliissigkeits-Dampf Gemisches in den
Kondensator werden sich die Verhéltnisse entlang des Stromungsweges dndern. Die Verteilung des

Stickstoffs auf die Gas- und Fliissigphase im k-ten Abschnitt des Kondensators wird durch folgen-

de Massenbilanz ausgedriickt.

MyXy Nyo =My (1 - xv,k)xm,Nz b TV g kPN, & (5.28)

Auf der linken Seite steht der gesamte Massenstrom des Stickstoffs, der in geloster Form in den
Kollektor eintritt. Der erste Summand auf der rechten Seite beschreibt den Massenstrom des Stick-
stoffs, der im k-ten Abschnitt des Kondensators in der Fliissigkeit gelost ist. Der zweite Summand
beschreibt den Massenstrom des Stickstoffs in der Gasphase, wobei p, , die mittlere Partialdichte
des Stickstoffs im k-ten Abschnitt des Kondensators ist. Die Partialdichten kénnen mit Hilfe der
Idealgasgleichung fiir Stickstoff und der Realgasgleichung fiir Wasserdampf durch die Partialdrii-

cke ausgedriickt werden.

_ pNzMNz _ vav
pNz_ RT;,,k pV_RI;’kZ

(5.29)

Die Diffusion des Stickstoffs in axialer Richtung wird vernachldssigt. Die mittleren Stromungs-
geschwindigkeiten des Stickstoffs und des Dampfes sind dann gleich. Der Volumenstrom der Gas-

phase Vg’k wird durch den Massenstrom des Wasserdampfes und dessen Partialdichte ausgedriickt.



179

_ mx,  RT, ,Z,

(5.30)
pv,ka

pv,ka y ;
Ve = Vi

m,, =mx,,6 =———
vk Mk T S
s,k“v

Am Eintritt in den Kondensator ist der Partialdruck des Stickstoffs in der Gasphase auch bei
kleinen Stromungsdampfgehalten so gering, dass man den geldsten Anteil vernachldssigen konnte.
Weil der Partialdruck des Stickstoffs mit fortschreitender Kondensation zunimmt, wird ein Teil des
Stickstoffs wieder in Losung gehen. Im ungiinstigsten Fall wire die Flissigkeit bis zur Sattigung
beim entsprechenden Partialdruck mit Stickstoff beladen. Der Grad dieser Riickldsung ist vorerst
unbekannt. Er wird durch einen Faktor y ausgedriickt, der Werte zwischen 0 und 1 haben kann.
Fiir die Riicklosung ist aber nicht der mittlere Partialdruck in der Gasphase massgebend, sondern
der Partialdruck p) ,,an der Phasengrenze. Dieser ist abhéngig vom Stoffstrom des kondensie-
renden Dampfes und muss daher iterativ bestimmt werden. Der Massenbruch des geldsten Stick-

stoffs im k-ten Abschnitt des Kondensators kann dann wie folgt beschrieben werden.
XNy &k =7 ')’kpN,szNz,I,k =Y ')LkPN,N2 (pk - pv,[,k) (5.31)
Einsetzen der Gleichungen (5.29), (5.30) und (5.31) in die Gleichung (5.28) liefert nach Um-
stellen den mittleren Partialdruck des Stickstoffs im k-ten Abschnitt des Kondensators.

I:xm,N2,a - (1 =X, )7 : )kaN,N2 (Pk ~Purk ):'Mvpv,k
xv,kMNZZv

Py i = (5.32)
Damit sind nun alle Zustandsgrossen bestimmt, die ohne Kenntnis der Warmeiibergangskoefti-

zienten und der Eigenschaften des Kondensators berechnet werden kdnnen.

4.4.3.3 Bestimmungsgleichungen fiir die Lidnge des Kondensators

Die Herleitung der Bestimmungsgleichungen fiir die Lange des Kondensators folgt der Darstel-
lung nach Zogg (1983). Weil der Entgaserkollektor sowohl im einphasigen Betrieb als auch im
Siedebetrieb arbeiten kann, muss auch zwischen einphasigem und zweiphasigem Betrieb des Kon-
densators unterschieden werden. Beim einphasig und im Gegenstrom betriebenen Warmetibertrager
sind die Massenstrome und die Temperaturdnderungen durch folgende Energiestrombilanz ver-

kniipft.
mycyy g (le,k - Tl,k) =1M,Cp 5 (T2a,k - TZ,k) (5.33)

Mit der Definition des Stromverhéltnisses ¢, =mc;,; / 1,¢; 5 und nach Umformen erhélt man die

Temperatur im wiarmeren Medium.

Ly =Ty~ (Tlcu,k - Tl,k) (5.34)
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Der iiber die Rohrwand iibertragene Wérmestrom fiihrt zu einem entsprechenden Temperaturan-

stieg des kiithleren Mediums.
. dT
mlclJd—lzdtn'kk(T2 —Tl) (5.35)
Z
Weil der Kondensator ohnehin in kurze Abschnitte unterteilt wird, geniigt es, mit mittleren Stoffda-

ten und mittleren Warmedurchgangszahlen zu rechnen. Nach Trennung der Variablen und Einset-

zen des Ausdruckes (5.34) fiir 7, erhélt man die Lénge eines Abschnittes.

ok . Tk
[ d= _ i a1, (5.36)

Zk dk, T Das =0T — (@0 —1)T;

Der Term vor dem Integral ist von den Eigenschaften des Warmeiibertragers abhiangig. Er hat die
Dimension einer Lange und wird in der Literatur entsprechend Height of Transfer Unit oder kurz

HTU genannt.
HTU, = mlc,,l’k/dtﬂkk (5.37)

Das Integral liefert eine dimensionslose Grosse, die nur von der Stromfiihrung (in diesem Fall Ge-
genstrom) und vom Stromverhéltnis ¢ abhéngt. Diese Grosse wird in der Literatur Number of

Transfer Units oder kurz NTU genannt.

T, T
NTU, = L | L2k =l (5.38)
o —1 T2w,k - Tla,k

Die Léange des Abschnittes k ist das Produkt der beiden Grossen.

I, = HTU, - NTU, (5.39)

Im zweiphasigen Kondensatorbetrieb wird in jedem Abschnitt mit einem mittleren Stromungs-
dampfgehalt und mit einer mittleren Sattigungstemperatur 7, ; gerechnet. Die Energiebilanz fiir

den k-ten Abschnitt lautet

. dT,
MC 1k d_zl =d,mk, (Tz,k - Tl) (5.40)

Nach Trennung der Variablen erhilt man formal denselben Ausdruck fiir die HTU. Im Gegensatz

zur Gleichung (5.35) ist 7, aber konstant, und die Integration liefert

Tip .k
: L, - T,
NTU, = | a1, =ln[—2’k W] (5.41)

Ly-T, Ty =Tig s

Tla,k

Zur Bestimmung der Wiarmedurchgangskoeffizienten im Abschnitt k miissen der Wérmeiiber-

gangskoeffizient o, der Kondensation und der Wérmeiibergangskoeffizient «, im Ringspalt er-
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mittelt werden.

-1
k, = L+iln 4, +i (5.42)
o, 24 \d,) da,

t 14

4.4.3.4 Wirmeiibergang im einphasig durchstromten Ringspalt

Fiir den Wérmetibergang bei laminarer Strémung wird die Korrelation nach VDI (2006 ; Gb2-6
Gl.11-22) verwendet. Diese definiert die mittlere Nusselt-Zahl als Kombination der Nusselt-Zahlen
fiir die hydrodynamisch und thermisch ausgebildete Stromung My, , fiir die hydrodynamisch aus-
gebildete Stromung mit thermischem Anlauf Nu, und fiir die Stromung mit sowohl hydrodynami-

schem als auch thermischem Anlauf Nu;.

1/3
Nu,,, = ( N + N2 + Nug) / (5.43)

Diese Nusselt-Zahlen sind folgendermassen definiert.

-0.8
Nu, = 3.66+1.2[j—r} (5.44)
-0.5 1/3
d, -2
Nu, =1.615{1+0.14 (4, =25) Reprit (5.45)
da lk
1/6 0.5
Nu, = 2 Re Prd—h (5.46)
1+22Pr I,

Der hydraulische Durchmesser des Ringspaltes ist gleich der Differenz der Durchmesser.

44 4(d;-d})r

"TU T 4(d, +d,)n =(d=d,) 47

Bei turbulenter Stromung mit Re >10'000 und im Ubergangsgebiet zwischen laminarer und turbu-
lenter Stromung wird die Korrelation nach Gnielinski (VDI 2006 ; Ga5) verwendet, die im Kapitel
2.2.3.5 dargestellt ist. Das innere Kondensatorrohr ist in kurzen Abstdnden durch Distanzhalter am
Mantelrohr abgestiitzt, um das Ausknicken zu verhindern. Diese Distanzhalter bewirken eine lokale
Durchmischung der Flissigkeit. Fiir die in den Korrelationen einzusetzende Rohrldnge /, wurde
der Abstand dieser Distanzhalter von 250 mm eingesetzt. Zur Beschreibung des Warmeiiberganges

an das innere Rohr wird die Nusselt-Zahl nach Baehr und Stephan (2010 ; p.442) korrigiert.

-0.16
Nu, = Nic 0.86(%) (5.48)

a
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4.4.3.5 Zweiphasen-Stromungsformen im Kondensator

Im Kondensator treten verschiedene Stromungsformen auf, die den Warmeiibergang bei Kon-
densation beeinflussen. Die Bestimmung der Stromungsform erfolgt nach der Theorie von Taitel
und Dukler (1976), die fiir adiabate Stromung von Luft und Wasser in horizontalen Rohren herge-
leitet wurde. Unter der Annahme, dass die Stromungsform bei Kondensation nicht wesentlich von
derjenigen bei adiabater Stromung abweicht, kann die Theorie auch fiir diesen Fall verwendet wer-
den. Die Kriftebilanz an den Phasen einer Schichtenstromung liefert je eine Gleichung fiir den

Druckabfall in der Gasphase und in der Fliissigphase.

: d S :
@+r,i+rii=0 ﬁ+rg—g—rii=0 (5.49)
dx 4 4 dx A, A,

Die Grossen 4; und 4, sind die Strémungsquerschnitte, die von der Fliissigphase und der Gas-
phase beansprucht werden. Die Grossen S; und S, bezeichnen die Segmente des Rohrumfanges,
die mit den jeweiligen Phasen in Berithrung stehen. S;ist die Breite der Phasengrenze senkrecht zur
Stromungsrichtung. Die Schubspannungen an den Rohrwinden und an der Phasengrenze sind mit
7,, 7, und 7; bezeichnet. Beim Ubergang zwischen den Stromungsformen kann nach Taitel und
Dukler (1976) die Geschwindigkeit der Grenzflache gegeniiber jener der Gasphase vernachléssigt
werden. Unter dieser Voraussetzung kann die Zwischenphasenreibung durch die Wandreibung der
Gasphase ausgedriickt werden. Die Wandschubspannungen werden nach Agrawal, Gregory et al.
(1973) durch folgenden Ansatz beschrieben.

dw )" pw; dw, ) * p.w
,=C| | =L r,=C == £ L1, (5.50)
\Z 2 Ve 2

Fiir laminare Stromung wird =1 C =16 und fiir turbulente Strémung »=0.2 C =0.046 ein-
gesetzt. Die Klammerausdriicke sind Reynolds-Zahlen, bezogen auf die effektive Geschwindigkeit
der Phasen und die zugehorigen hydraulischen Durchmesser der Gas- und Fliissigphase.

_ 44,
¢S

g

_34
Sl

d . d, (5.51)

Diese Gleichungen werden zunichst dimensionslos gemacht. Durch Definition der dimensionslo-

sen Hohe des Fliissigkeitsspiegels h , dem dimensionslosen Querschnitt des Rohres und der Quer-

schnitte, die durch die jeweiligen Phasen eingenommen werden,

3 y .4
1= Alzﬁ 4 =" (5.52)

i h
_d_t 4 d2 d2 g d2

konnen die phasenbezogenen Anteile des Rohrumfanges S, , , die Breite der Phasengrenzfliche S;,

Lg>
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die Querschnittsflichen, die hydraulischen Durchmesser @, , und die Stromungsgeschwindigkei-
ten w, , dimensionslos gemacht und als Funktion der dimensionslosen Hohe des Fliissigkeitsspie-

gels ausgedriickt werden.

§=y1-(2h-1) 8, =cos(2h-1)  §=x-3, (5.53)
4,=025.|5,+(2h-1)8,]  4,=025.|5,~(2h-1)$,] (5.54)
d, =%=1+@ d, - 542& _S _~(25t1)‘§" (5.55)

; ; ) S+,
W =44, W, =A4/4, (5.56)

Weil der Druckabfall fiir beide Phasen gleich ist, konnen die beiden Gleichungen in (5.49) gleich-
gesetzt werden. Durch Einsetzen der dimensionslosen Grossen und Umformen erhélt man folgende
implizite Gleichung fiir die Hohe des Fliissigkeitsspiegels iiber der Rohrsohle.

("7’1‘?1)7” W} &_(S‘ S, S jzo . y2_ (dp/dx)l,j/

ad SN S (5.57)
(dp/dx),

A4, 44,

ey

Die Grosse X wurde bereits von Lockhart und Martinelli (1949) zur Beschreibung des Druckver-
lustes in Zweiphasenstromungen eingefiihrt. Das Quadrat dieses Lockhart-Martinelli Parameters
ist definiert als Verhéltnis der Druckverluste der Phasen fiir den hypothetischen Fall, dass diese den
Rohrquerschnitt allein beanspruchen. Die Druckverluste werden also bezogen auf den Rohrdurch-
messer und die Volumenstromdichte der Phasen berechnet, Grossen, die bereits bekannt sind. Fiir
gegebene Werte des Lockhart-Martinelli Parameters X , kann nun die dimensionslose Hohe h~, des
Flissigkeitsspiegels berechnet werden. In diesem Stadium der Rechnung hat man jedoch noch kei-
ne Moglichkeit, zwischen laminarer und turbulenter Strémung zu unterscheiden. Nach Taitel und
Dukler ist der Einfluss der Stromungsform auf die dimensionslose Hohe h des Fliissigkeitsspiegels

jedoch gering, wie Berechnung nach Abbildung 4-10 zeigt.

Dies ist der Ausgangspunkt fiir die Berechnung des Uberganges von einer welligen Schichten-
strémung zu einer Schwall- oder Ringstromung. Die Ursache fiir diesen Ubergang ist, wie beim
Phianomen der Gegenstrombegrenzung, die Instabilitit von Wellen auf der Oberflidche der Fliissig-
keitsschicht. Die charakteristische Kennzahl ist nach Taitel und Dukler die Froude-Zahl F der

Gasphase, die durch das Verhéltnis von Gasdichte zur Dichtedifferenz modifiziert wird.

F = ]g pg
\/dtg pl_pg

(5.58)
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Diese ist identisch mit dem Wallis-Parameter der Gasphase F = j; nach Gleichung (4.23).Das

Kriterium fiir den Ubergang lautet

F>(1-h s mit c%’: 1-(2}2—1)2 (5.59)

N (o a

h/d -

0.001 0.01 0.1 1 10 100 1000 10000

-—turb | turb g —turb I lam g - lam | turb g —Ilam | lam g

Abbildung 4-10 Dimensionslose Hohe des Fliissigkeitsspiegels als Funktion des Lockhart-Martinelli
Parameters.

Innerhalb des Gebietes der Schichtenstromung gibt es eine Region, in der die Zwischenphasen-
reibung so gering ist, dass die Fliissigkeitsoberfliche glatt bleibt. Die Grenze dieses Gebietes ist
nach Taitel und Dukler definiert durch

P =Py, \%
w, 220 [——%[¢ |-L (5.60)
Pg Wi
Die effektiven Stromungsgeschwindigkeiten werden mittels w, = j,w, und w;, = j,W, durch die

Volumenstromdichte und die dimensionslose Geschwindigkeit ausgedriickt. Ausserdem wird die

rechte Seite mit ~/d / Jd erweitert. Nach Umformen erhélt man als Kriterium fiir den Ubergang.

K=FRe,, > (5.61)

20
N
Die Reynolds-Zahl wird mit der Volumenstromdichte Fliissigphase und dem Rohrdurchmesser

d, gebildet. Oberhalb der durch (5.61) definierten Grenze iiberwiegt die Leistung der Zwischen-
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phasenreibung den dédmpfenden Effekt der Reibung innerhalb der Fliissigkeit, und es entstehen
Wellen. Ist der Gasvolumenanteil gering und die Geschwindigkeit der Fliissigphase hinreichend
klein, liegt eine Schwallstrdmung vor. Bei hoher Geschwindigkeit werden Gastaschen in der turbu-
lenten Fliissigkeitsstromung auseinandergerissen und es entsteht eine Blasenstrdmung. Der Uber-

gang von der Schwallstromung zur Blasenstromung ist durch folgende Bedingung charakterisiert:

‘dpl,j/dx‘ > 8‘Zlg (5.62)

(Pi=p.)g  $47 (wd,) "

Wenn bei einem hohen Gasvolumenanteil und turbulenter Gasstromung die Wellenkdmme die
gegeniiberliegende Rohrwand nicht mehr beriihren, entsteht eine Ringstromung. Nimmt der Gasvo-
lumenanteil so weit ab, dass die Wellenkdmme die gegeniiberliegende Rohrwand beriihren, entwi-
ckelt sich die Ringstrdémung in eine Blasen- oder Schwallstromung. Nach Taitel und Dukler findet

dieser Ubergang bei einer dimensionslosen Hohe des Wasserspiegels von h=0.5 statt.

10000 10
Ringstromung Blasenstromung
1000 1
100 Schwallstromung 01
' Sl
> wellige Schichtenstromun
10 g g 0.01
=
1 0.001
glatte Schichtenstromung
0.1 0.0001
0.01 0.1 1 10 100 1000
X -
<d=10mm &d=8mm -d=6mm
Abbildung 4-11 Stromungsformenkarte nach Taitel und Dukler mit den Strémungsformen im Konden-

sator bei drei unterschiedlichen Innendurchmessern.

Dieser Wert wird bei turbulenter Stromung der Gas- und Fliissigphase bei einem Lockhart-
Martinelli Parameter von X =1.6 erreicht. Abbildung 4-11 zeigt die entsprechende Strémungs-
formenkarte. Darin eingezeichnet sind die Wertepaare flir drei Varianten des Kondensatorrohres

mit 6 mm, 8 mm und 10 mm Innendurchmesser. Jeder Marker entspricht einem Abschnitt des Kon-
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densators. In jedem Abschnitt wird der Stromungsdampfgehalt aus dem vorangegangenen Ab-
schnitt um die Hélfte reduziert. Bei kleinen Rohrdurchmessern liegt in den ersten Abschnitten eine
Ringstromung vor, die in den darauffolgenden Abschnitten in eine wellige Schichtenstromung
iibergeht. Aus praktischen Griinden wurde fiir die Versuche ein Kondensatorrohr mit 10 mm Innen-
durchmesser gewihlt. Die Stromungsformenkarte wurde fiir laminare Stromung der Gasphase und
turbulente Stromung der Fliissigphase berechnet. Diese Situation trifft fiir praktisch alle Abschnitte
mit Schichtenstromung zu. Nur bei kleinen Durchmessern im Gebiet der Ringstrdomung ist auch die

Gasphase turbulent.

Abbildung 4-12 zeigt den berechneten Druckabfall in den einzelnen Abschnitten des Kondensa-
tors, bei den Bedingungen der im Kapitel dargestellten Experimenten. Es ist deutlich zu erkennen,
dass der Druckabfall grundsitzlich hoher ist als bei einphasiger Stromung. Fiir die Experimente
wurde ein Kondensatorrohr mit 10 mm Innendurchmesser gewahlt. In diesem ist der Druckverlust
so gering, dass in guter Néherung mit demselben Druck in allen Abschnitten gerechnet werden

darf.
500
450
400
350
300
E 250 ® 10 mm

B 8 mm

200 6 mm

150
100
50
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
Abschnitt des Kondensators

Abbildung 4-12 Léngenbezogener Druckabfall in den einzelnen Abschnitten des Kondensators.
4.4.3.6 Wirmeiibergang bei Kondensation im horizontalen Rohr

Mit der Kenntnis der Stromungsformen in jedem Abschnitt des Kondensators kann nun der

Warmeiibergangskoeffizienten fiir die Kondensation berechnet werden. Aufgrund ihrer einfachen
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Form wird die Korrelation nach Dobson und Chato (1998) verwendet. Bei Ringstromung gilt

0.89
23

Nuy =0.023Re'}, Pr/;’ (1 +)2(£j (5.63)

wobei der Lockhart-Martinelli Parameter X, fiir turbulente Gasphase und turbulente Fliissigphase
zu berechnen ist. Die Reynolds-Zahl Re, , der Flissigphase wird mit dem Rohrdurchmesser und
der Volumenstromdichte j, der Fliissigkeitsstromung gebildet.
my (1-x,,)d,

PiiVik

Re;,; = (5.64)
Bei Schichtenstromung werden zwei Beitrdge Nu,,, = Nug,; + Nug,, berticksichtigt. Der
grosste Teil des Dampfes wird am diinnen Flissigkeitsfilm kondensieren, der an der Rohrwand

nach unten in die Fliissigkeitsschicht fliesst, welche die Rohrsohle bedeckt.

0.23Re"2 (Ga, Pr )~

. ok a; Pr,

gy = g | — (5.65)
1+ L1X® | gy,

Die Reynolds-Zahl Re,,, wird mit dem Rohrdurchmesser und den Grossen einer virtuellen Gas-
phase berechnet, bei welcher der gesamte Massenstrom als Dampfstrom vorliegt. Der Stickstoffan-

teil in diesem Dampfstrom kann dabei vernachléssigt werden.

m, d
Re 1e"t

(5.66)

go.k =
PV

Die Galilei-Zahl ist hingegen mit dem hydraulischen Durchmesser der Gasphase gebildet, der nach
Gleichung (5.55) bereits aus der Bestimmung der Stromungsform bekannt ist.

_ gd; (pl,k - pg,k)

Ga, >
PiiVik

(5.67)

Die Jakob-Zahl beschreibt das Verhéltnis der sensiblen zur latenten Warme bei Phaseniibergéngen.

Hierin ist 7;, die mittlere Temperatur der Rohrwand im k-ten Anschnitt.

i\ T . —T
Jak _ l,k( sat k t,k) (568)
hv,k
Ein kleiner Teil des Dampfes wird auch an der Fliissigkeitsschicht in der Rohrsohle kondensie-

ren. Der Wérmeiibergang wird nach Dobson und Chato durch folgende Nusselt-Zahl beschrieben.

Nug, , =0.0195Re); Pr' ¢, (1-6/r) (5.69)
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(2¢, -1
mit ¢z,k=£1.376+;”‘J und 1= % 05 (281 (5.70)

5]
1k T T

Die Konstanten ¢; und ¢; sind abhédngig von der Froude-Zahl der Fliissigphase.

Fr,<0.7: ¢, =4.172+5.48Fr, —1.564F ¢, =1.773-0.169Fr, (5.71)
Fr,>0.7: ¢ =17242 ¢, =1.655 (5.72)

2
mit  Fr=-IL (5.73)

gd,

Der Wirmeiibergangskoeftizient bei der Kondensation einer reinen Dampfstromung im horizonta-

len Robhr ist,

_ Nuy 2

Qea e = d (5.74)

t

mit den Nusselt-Zahlen nach den Gleichungen (5.63) bzw. (5.65) und (5.69). Der im k-ten Ab-

schnitt des Kondensators iibertragene Warmestrom ist folglich

O =04, (T sk Ttk) =1, h, mit 4, =dnl, (5.75)

g

4.4.3.7 Gasvolumenanteil im k-ten Abschnitt des Kondensators

Der Wirmetibergang ist nach Gleichung (5.70) abhidngig vom Gasvolumenanteil &, . Dobson

und Chato verwenden zu dessen Berechnung die Korrelation von Zivi (1964).

-1

2/3

-

£ = 1+A Pak (5.76)
Xok \ Pk

Die Dichte der Gasphase ist die Summe der Partialdichten des Dampfes und des Stickstoffs bei

der Sattigungstemperatur im Kern der Gasstromung.

Pok = Pui+tPni bl Ty (5.77)

Die Stromungsgeschwindigkeit der Gasphase ist dann

mlxv k
Wy =k (5.78)
Pyi€k
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4.4.3.8 Kondensation in Gegenwart von Stickstoff

Die Korrelation nach Dobson und Chato gilt fiir die Kondensation reinen Sattdampfes. Bei der
Entgasung hat man aber stets einen gewissen Anteil Stickstoff in der Gasphase. Der Wérmetiber-
gang bei Kondensation muss entsprechend korrigiert werden. Die folgende Herleitung basiert auf

der Darstellung nach Baehr und Stephan (2010 p.489).

Wiirde die Gasphase aus reinem Sattdampf bestehen, so wire die Temperatur der Phasengrenz-
flache praktisch gleich der Sattigungstemperatur. Die Energiebilanz enthielte dann nur die beiden
Terme flir den Enthalpiestrom des kondensierenden Dampfes und die iiber den Fliissigkeitsfilm in

die Wand des Kondensators abgefiihrte Leistung.

S

g Ay (Tat,k T ) =i, h, (5.79)

Enthilt die Gasphase Stickstoff, so fallt der Partialdruck des Dampfes in Richtung Phasengren-
ze ab. Folglich muss auch die Sattigungstemperatur dort entsprechend tiefer sein. Aufgrund dieses
Temperaturgefilles entsteht ein Warmestrom vom Kern der Gasphase an die Phasengrenzfléche,

der in der Energiebilanz durch einen weiteren Term beriicksichtigt werden muss.

Qg 1 Ay (le - Ttk) =m h, +og .4y (Tg,k - TI,k) (5.80)

Der Wirmeiibergangskoeffizient a, , wird mit Korrelationen berechnet, die fir eine Gasstrémung
in einem Rohr mit festen Wénden giiltig sind. Der Dampf stromt aber nicht entlang einer festen
Wand, sondern verschwindet durch Kondensation im Kondensatfilm, wodurch der Wérmeiibergang
verbessert wird. Dies wird durch den dimensionslosen Faktor £ , die sogenannte Ackermann-
Korrektur (Baehr and Stephan 2010, p 491), beriicksichtigt.

&

Cgk mck
_ : —_&k e 5.81
l—exp(—qﬁk) ¢ ( )

a, ;. dmly

S

Die Funktion ¢ ist ebenfalls dimensionslos. Sie kann unter Verwendung der Gleichung (5.24) als
Funktion des vorgegebenen Stromungsdampfgehaltes im k-ten Abschnitt des Rohres dargestellt

werden.

Cop My pX
b, = gk _’f £ (5.82)
dr 271,
Bei der Berechnung des Wirmeiibergangs vom Kern der Gasstromung an die Phasengrenze
miissen zunéchst die Strdmungssituation und die Randbedingungen geklart werden. Die Zweipha-
senstromung im Kondensator ist stets instationdr. Einerseits kann man dies aus den Siedegeriu-

schen schliessen, die bei den Experimenten stets auftraten, andererseits auch an der intermittieren-
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den Weise des Gasausschubs. Daher kann man annehmen, dass die Strémung weder hydrodyna-
misch noch thermisch ausgebildet ist. Fiir laminare Stromung gilt in diesem Fall nach (VDI 2006 ;

GaS Gl.25),

Nu

g,lam

d g

=0.924Re!? Pr'? {-g] mit Re, =—%-% (5.83)
lg

wobei [, =10d, gesetzt wird. Fir turbulente Stromung wird die Korrelation nach Dittus und Boel-

ter verwendet, wie von Dobson und Chato (1998) zitiert.

Nu, ., =0.023Re}® Pr,” (5.84)

g, turb

Zwischen laminarer und turbulenter Strémung wird interpoliert.

mit = Re-Re,,,

Nug :(I—Y)NM g turb Re

+yNu (5.85)

g,lam

Relam

turb ™

Dadurch wird der Verlauf der Wérmeiibergangszahl im ganzen Gebiet der auftretenden Reynolds-
Zahlen stetig, was flir die Konvergenz des numerischen Verfahrens erforderlich ist. Bei Zweipha-
senstromungen liegt das Ubergangsgebiet zwischen laminarer und turbulenter Stromung bei niedri-
geren Reynolds-Zahlen als bei einphasiger Stromung. Nach Chisholm (1967) kann mit laminarer
Gasstromung bei Reynolds-Zahlen unterhalb Re,,,, =1000 und mit turbulenter Stromung bei Rey-
nolds-Zahlen oberhalb Re,,, =2000 gerechnet werden.

Die Diffusion des Dampfes durch das Inertgas wird durch die Stofftransportgleichung beschrie-
ben.
i = p B, Aln| L=LL (5.86)
p—-p v.g
Stoffiibergangskoeffizienten sind experimentell meist viel schwieriger zu ermitteln als Wérme-
iibergangskoeffizienten. Unter der Annahme, dass das Konzentrationsfeld und das Temperaturfeld

hinreichend dhnlich sind, kann die Sherwood-Zahl durch die Nusselt-Zahl und das Verhiltnis der
Prandtl- und Schmidt-Zahl ausgedriickt werden.

SC m

m

Nu=C-Re" Pr" Sh=C-Re"Sc" = Sh=Nu

o (5.87)

Durch Einsetzen der Gleichungen (5.83) bis (5.87) in (5.80) erhdlt man nach Umformung eine
Gleichung fiir die Temperatur der Phasengrenzfléache, die iterativ gelost werden muss.

Nu d SC m p-p
T =T,+# (_j D In vl k hveoal(r —T 5.28
o N”cd,kdg}“l[ Pr Pt P=Pugi) < g( ek I’k) (>88)
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Vereinfachend wird mit einem Exponenten m =1/3 gerechnet.

4.4.3.9 einphasig durchstromter Kondensator

Der Wérmeiibergang im einphasig durchstromten Bereich des Kondensators wird nach Gnie-
linski (VDI 2006 ; Ga5) berechnet. Zur Berechnung der Nusselt-Zahl muss eine geeignete charak-
teristische Rohrlénge definiert werden. Wiirde dieser Bereich stationir durchstromt, kdnnte die
Léange des einphasig durchstromten Bereiches eingesetzt werden. Dieser Bereich liegt jedoch zwi-
schen zwei Gaspolstern. Das eine Gaspolster befindet sich im Luftabscheider, oberhalb des
Schwimmers. Das andere Gaspolster wird durch das Dampfvolumen gebildet. Bedingt durch die
Phaseninderung und die Stromungsformen treten Druckschwankungen auf, die als ,,Siedegerdu-
sche® horbar sind. Die dadurch bedingten Krifte beschleunigen bzw. verzogern das Fliissigkeitsvo-
lumen im einphasig durchstromten Bereich. Daher kénnen sich die Temperatur- und Geschwindig-
keitsprofile nicht vollstindig ausbilden. Gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten

erhdlt man mit dem 10-fachen des Innendurchmessers als charakteristische Rohrlange.

4.4.3.10 Vorgehen bei der Dimensionierung des Kondensators

Zur Auslegung des Kondensators miissen der maximale Gesamtmassenstrom 71, durch den
Entgaserkollektor sowie der Massenstrom 71, und die maximale Riicklauftemperatur 7, am Ein-
tritt in die Kiihlerseite bekannt sein. Ausserdem miissen die maximale Bestrahlungsstirke G und
die eine maximale Umgebungstemperatur 7, bekannt sein, weil beide Grossen die Leistung des

Entgaserkollektors und damit den Stromungsdampfgehalt bestimmen.

Nachdem mit der Gleichung (5.22) der maximale, in den Kondensator eintretende Stromungs-
dampfgehalt bestimmt ist, wird die Folge abnehmenden Dampfgehaltes und damit auch der Mas-
senstrom des kondensierenden Dampfes in jedem Abschnitt festgelegt. Nun konnen die mittleren
Fluidtemperaturen und die Wiarmeiibergangskoeffizienten auf der Kiihlerseite in jedem Abschnitt
berechnet werden. Mit der Kenntnis des Stromungsdampfgehaltes kann die Stromungsform im
Kondensatorrohr bestimmt werden. Damit sind alle Grdssen festgelegt, die von der Geometrie des

Kondensators unabhéngig sind.
Die folgenden Schritte erfordern in der Regel viele Iterationen.
1) Erste Annahme fiir die Rohrldnge in jedem Abschnitt.

2) Die Temperatur der Phasengrenze wird in einer ersten Annahme gleich der Sattigungs-

temperatur gesetzt.
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3) Berechnen der Stoffdaten des Kondensats fiir den Mittelwert zwischen Kondensatober-

fliche und Wand. Berechnen der Stoffdaten der Gasphase.
4) Wairmeiibergangskoeffizienten der Kondensation.

5) Wirmedurchgangskoeffizienten fir den Wéarmestrom zwischen Kondensatoberfldche

und dem riicklaufseitigen Fluid.
6) Berechnen der HTU.
7) Wirmeiibergangskoeffizienten flir die Gasstromung.
8) Berechnen der Ackermannkorrektur.
9) Temperatur der Phasengrenze.
10) Berechnen der NTU und der Rohrlénge.

Mit den erhaltenen Werten geht man wieder zu Punkt 3) und berechnet die nachste Ndherung. Nach
diesem Schema werden alle Abschnitte des Kondensators berechnet. Die Summe der berechneten
Rohrldngen ergibt die erforderliche Linge des Kondensators. Das in diesem Kapitel hergeleitete
Modell zur Dimensionierung des Kondensators wird am Ende des néchsten Kapitels anhand der

Versuchsergebnisse validiert.

Im praktischen Einsatz kann es giinstig sein, geméss der Schaltungsvariante nach Abbildung
4-6 den Kondensator in der riicklaufseitigen Zuleitung einer Kollektorreihe einzubauen. Unter Ver-
nachldssigung der Rohrleitungsverluste ist die Eintrittstemperatur des Entgaserkollektors 7,
gleich der Austrittstemperatur der Kiihlerseite des Kondensators, die gegeniiber der Eintrittstempe-
ratur geringfiigig erhoht ist. Man kann die iibertragene Leistung hinreichend genau abschétzen,
indem die Leistung des Entgaserkollektors unter der Annahme berechnet wird, dass die mittlere
Fluidtemperatur der Siedetemperatur am Austritt entspricht.

Tpo 2T+~
MpCpr

(5.89)

Der Versuchsautbau ist jedoch so gestaltet, dass 7y , =T} ist.



193

4.4.4 Aufbau und Vorbereitung der Experimente

Zur Untersuchung der solarthermischen Entgasung wurde ein Experiment nach der schemati-
schen Darstellung in Abbildung 4-13 aufgebaut. Es besteht im Wesentlichen aus einem Flachkol-
lektor FK H4 als Entgaserkollektor, einem Speichertank mit 136 / Inhalt sowie einem Kreislauf mit
zweil Pumpen und einem Ausdehnungsgefdss. Abbildung 4-14 zeigt ein Foto des Versuchsaufbaus,
mit der Bezeichnung der wesentlichen Elemente. Der Gesamtinhalt des Kreislaufes betrdgt 141/ .
Der Entgaserkollektor besitzt einen Maanderabsorber mit einer Absorberfliche von 2.28 m’. Der

Innendurchmesser des Absorberrohres betragt 7 mm.

zu F1 : : / ( - ) ® a2
i _@
G
\%
| T : N2
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Kiihlkreislauf Fl Waage

Abbildung 4-13 Schema des Versuchsaufbaus zur solarthermischen Entgasung. Dick ausgezogene
Linien bezeichnen Rohrstrecken, die bei Entgasungsexperimenten durchstrdmt sind.

Die dick ausgezogenen Linien stellen Rohre dar, die bei Entgasungsexperimenten durchstromt
werden. Die gepunkteten Linien stellen Leitungen dar, die das sorgfaltige Spiilen einzelner Teile
des Kreislaufes ermdglichen. Der gesamte, von der Pumpe PU1 erzeugte Durchfluss, wird in zwei
Teilstrome aufgeteilt. Der erste Teilstrom von rund 0.3 //min wird iiber den Entgaserkollektor E,
der zweite Teilstrom tiiber die Kiihlerseite des Kondensators geleitet. Der Kondensator ist fiir den

Durchfluss von vier parallel geschalteten, bei einem spezifischen Durchfluss von 30 //am?2 betrie-
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benen Kollektoren ausgelegt. Der entsprechende Volumenstrom wird mit dem Drosselventil D2 auf
rund 4.5 I/min eingestellt. Fiir Versuchszwecke wurde bei diesem Entgaserkollektor die integrierte
Verteil- und die Sammelleitung entfernt. Die Anschliisse des Absorberrohres sind direkt aus dem
Gehiuse gefiihrt. Vom oberen Kollektoranschluss fiihrt eine Verbindungsleitung iiber eine Hohen-

differenz von 1 m zum Kondensator. Diese hat einen Innendurchmesser von 6 mm .

Photometer

Korperschallmikrophon

Ausdehnungsgeféss

Speicher

Pumpe PU1

Abbildung 4-14 Versuchsaufbau zur solarthermischen Entgasung, mit dem durch vier Halogenlampen
bestrahlten Entgaserkollektor.

Vier Halogenstrahler mit je 1500 ¥ Leistung dienen als kiinstliche Sonne. Zur Uberwachung
des Experimentes werden die Siedegerdusche durch ein Kdorperschallmikrofon aufgenommen und
auf Lautsprecher {ibertragen. Messtechnisch wird der Siedebeginn anhand der zeitlichen Anderung
des Gewichtes des Ausdehnungsgefdsses bestimmt. Der Druck wird am Anschluss des Ausdeh-
nungsgefdsses durch einen Drucksensor des Typs PAA-21Y der Firma Keller AG gemessen. Die-

ser besitzt einen Messbereich von 0—6 bar und eine Unsicherheit von & p = £0.06 bar .
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Die Pumpe PU2 erzeugt einen (rechnerischen) Durchfluss von 2000 I/h im Kiihlkreis. Dadurch
wird der Speicher permanent durchmischt und kann nidherungsweise als isotherm betrachtet wer-
den. Der Wirmeiibertrager HE 2 ist an das Kiihlnetz des Labors angeschlossen. Er dient zur Be-

grenzung der Speichertemperatur im laufenden Experiment.

Gasabscheider Z

Kondensator

» Gasvolumenzihler VZ

Abbildung 4-15 Blick in Richtung Riickwand des Kollektors, mit dem Gasabscheider am Austritt des
Kondensators, dem Sauerstoffsensor und dem Gasvolumenzéhler.

In den folgenden Kapiteln werden die Verfahren zur Bestimmung von Zustandsgrossen F be-
schrieben, die durch den funktionalen Zusammenhang mehrerer Messgrossen Xx;,X,, ... definiert
sind. Die Unsicherheiten dx, der Messgrossen wurden nach den Angaben der Datenblitter der
Sensoren sowie zusétzlichen, durch die Messanordnung begriindete Annahmen festgelegt. Ein voll-
standiges Experiment beinhaltet sowohl die Begasung des Kreislaufes als auch die anschliessende
Entgasung. Im Laufe des Experimentes, das sich iiber rund drei Wochen erstreckt, dndert sich der
Stickstoffgehalt laufend. Es ist daher nicht moglich, ein Experiment unter denselben Anfangsbe-
dingungen zu wiederholen. Aufgrund der langen Dauer eines Experimentes und der betrdchtlichen
Unsicherheit, mit denen eine erneute Herstellung der Anfangsbedingungen behaftet ist, wurde auf
die mehrfache Durchfiihrung von Experimenten verzichtet. Als Konsequenz wurden die Unsicher-
heiten 0F von Zustandsgrossen F(x,,...,xy ) nach dem linearen Gesetz der Fehlerfortpflanzung

abgeschitzt.

oF

ox;,

SF=Y

k

5%, (5.90)

Wo moglich, wurden systematische Messfehler durch Differenzmessungen und Kalibrierung mi-

nimiert.
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4.4.4.1 Messung der Temperaturen

Zur Messung der Kreislauftemperaturen wurden Thermoelemente in Folienform verwendet.
Diese wurden auf die Rohroberflédchen geklebt und mit Draht gesichert. Die Thermoelemente sind
unter der Warmeddammung der Rohre angeordnet. Aufgrund der Warmeverluste iiber die Warme-
dimmung liegen die gemessenen Temperaturen geringfiligig unterhalb der Fluidtemperatur. Weil
dieser Effekt bei allen Thermoelementen auftritt und in den Bilanzgleichungen, mit einer Ausnah-
me, die Temperaturdifferenzen massgebend sind, werden die gemessenen Temperaturen in prakti-
scher Ndherung der Fluidtemperatur gleichgesetzt. Die Ausnahme betrifft das empirische Kol-
lektormodell, in dem die Differenz zwischen der mittleren Fluidtemperatur und der Umgebung
auftritt. Weil sich diese Unsicherheit aber nur geringfiigig auswirkt, wird ihr Einfluss vernachlas-
sigt. Die Thermoelemente zur Messung der Grossen Tp,, Iy, und T, wurden durch eine Ver-
gleichsmessung untereinander kalibriert. Dazu wurden die Thermoelemente auf der Aussenseite
eines Messingzylinders mit einem Stiick Kabelbinder befestigt, das den Zylinder zu 2/3 umschlang
und dessen Enden durch eine Zugfeder verbunden waren. Zur weiteren Optimierung des thermi-
schen Kontaktes wurde Warmeleitpaste verwendet. Der Messingzylinder wurde mit derselben
Warmedammung isoliert, die fiir die Rohre des Kreislaufes verwendet wurde. Die Unterseite des
Zylinders wurde mit Wérmeleitpaste versehen und in die Mitte einer thermostatisierten Heizplatte
gestellt. Anschliessend wurde die Messung gestartet und mehrere Temperaturniveaus angefahren.
Um allféllige Hystereseeffekte durch unterschiedliche thermische Kontaktwiderstinde oder asym-
metrische Verteilungen der Temperaturen und der Warmeverluste zu erkennen, wurde nicht nur die
Aufheizphase sondern auch die Abkiihlphase aufgezeichnet. Die Messwerte des flir den Kollektor-
austritt bestimmten Thermoelementes 7y, wurden als Referenz festgelegt, weil die mit diesem
Sensor gemessene Temperatur in allen Bilanzgleichungen vorkommt. Die Umgebungstemperatur
wurde mit einem einfachen Fliissigkeitsthermometer tiberwacht, das durch Vergleichsmessung mit
den Thermoelementen kalibriert wurde. In der Tabelle 4-3 sind die Korrekturfunktionen dargestellt,
zusammen mit den Standardabweichungen, die als Unsicherheiten in den von der Temperaturdifte-

renz abhédngigen Zustandsgrossen einzusetzen sind.

Tabelle 4-3 Korrekturfunktionen und Unsicherheiten der gemessenen Temperaturdifferenzen.
Temperaturdifferenz Korrektur K Unsicherheit AT K
AT, =Ty, — Ty, R, =—4.53-102-2.05-107"T,, 0.5
AT, =T, ~ T, R.=028-835-10"T,, 0.5
AT, =T, =T, =(Ty, +Ty,)/2-T, - 3
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Die gemessenen Temperaturen und die daraus berechneten Temperaturdifferenzen sind dann wie

folgt zu korrigieren:

TEa = TEa,mess +RE > TCw = TCw,mess + RC (591)
ATy =Tpo —Tg, :(TEw_TEa)meSS_RE (5.92)
AT, =T —Tsz(TEa—TCw)mm— c (5.93)

4.4.4.2 Messung der Durchfliisse

Die Durchfliisse wurden mit zwei Grundfos Sensoren des Typs VFS 1-12 QT gemessen, die
einen Messbereich AV von 1 bis 12 I/min haben. Die Messunsicherheit betréigt gemiss Datenblatt
1.5% des Endwertes bzw. 6 =0.18 [/ min im gesamten Messbereich. Der mit V0 bezeichnete Sen-
sor misst den gesamten Volumenstrom, der mit VS bezeichnete Sensor den Durchfluss im Bypass,
der die vier parallel geschalteten Sonnenkollektoren représentiert. Der Durchfluss durch den Ent-
gaserkollektor wird aus der Differenz der Signale beider Durchflusssensoren bestimmt. Er liegt mit
rund 0.3 //min in derselben Grossenordnung wie die Unsicherheit zweier Einzelmessungen. Unter
der Annahme, dass sich die Fehler der Sensoren durch einen Offset Q und die Abweichung von der
Steigung der idealen Kennlinie als lineare Funktionen innerhalb des Fehlerbandes darstellen lasst,
konnte die Unsicherheit wie folgt reduziert werden. Der Offset O der Differenzmessung wurde
durch Vergleichsmessungen quantifiziert. Dazu wurden beide Durchflusssensoren bei drei unter-
schiedlichen Temperaturen mit demselben Volumenstrom von rund 4.5 //min durchstromt. Die
Resultate der Vergleichsmessung sind mit den Funktionswerten des interpolierenden Polynoms

(5.94) in der Abbildung 4-16 dargestellt.

0=0.031-2.34-10"9,, +4.15-1079;, (5.94)

Damit kann der Durchfluss durch den Entgaserkollektor, unter Beriicksichtigung des Korrekturwer-

tes, als Funktion der beiden gemessenen Volumenstrome dargestellt werden.

V=V, Vs -0 (5.95)

Die verbleibende Unsicherheit 6, des Durchflusses durch den Entgaserkollektor ist abhdngig vom
Durchfluss. Fiir den Fall, dass sich die Steigungen der Sensorcharakteristik maximal unterscheiden,

lautet die Unsicherheit

5 :VE[IAV+25|+|AV—25|

. =V.-0.0065 5.96
v ING ING |j E (5.96)
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Abbildung 4-16 Differenz der Messwerte der beiden Sensoren bei gleichem Volumenstrom.

4.4.4.3 Messung des abgeschiedenen Gasvolumens

Zur Messung der Abscheiderate wird der Kippzellen-Gaszéhler Milligascounter der Firma Rit-
ter verwendet, der in Abbildung 4-17 dargestellt ist. Das abgeschiedene Gas wird iiber einen
Schlauch zum Gaseinlass des Gaszéhlers und von dort iiber eine Kapillare in die Sperrfliissigkeit
geleitet, wo es als Blasenkette in eine der beiden Messzellen des Zellenkdrpers aufsteigt. Der mit
»Schneide bezeichnete Fortsatz auf der Unterseite des Zellenkorpers sorgt dafiir, dass die Luftbla-
sen nur in die jeweils aktive Zelle gelangen kdnnen. Sobald der Auftrieb ausreicht, um die Kippzel-
le aus ihrer Gleichgewichtslage zu drehen, verschiebt sich das Gasvolumen von der Achse weg.
Dadurch nimmt das durch den Auftrieb bewirkte Drehmoment zu und die Drehung der Zelle wird
beschleunigt. In weniger als einer Sekunde kippt der Zellenkorper in die alternative Lage. Das Gas
steigt aus der sich entleerenden Messzelle durch die Sperrfliissigkeit in das Gehduse und tritt durch
den Gasauslass in die Umgebung. Der Kippvorgang wird durch ein Reed-Relais registriert, das

durch den Permanentmagneten auf der Oberseite des Zellenkorpers ausgeldst wird.

Mit dem Stickstoff wird stets auch Wasserdampf abgeschieden, der sich auf der Innenseite des
Verbindungsschlauches niederschlagt. Der Stickstoff am Gaseintritt ist daher vollstindig mit Was-

serdampf gesittigt.



199

Riwer Apparateba
L ‘ — \ Gaseinlass
Sperrfliissigkeit ‘ 18345678

[

—1 Magnet

\/////ﬂ |

Schneide —__| ‘
Soa %

. b |~ Messzelle
Kapillare At ‘ ‘

—— Zellenkorper

Abbildung 4-17 schematische Darstellung des Gaszéhlers MilliGascounter® , mit freundlicher Ge-
nehmigung der Dr.-Ing. Ritter Apparatebau GmbH&Co.KG.

Das Normvolumen Stickstoff, das im Volumen einer Messzelle enthalten ist, wurde unter Be-
riicksichtigung des Umgebungsdruckes p,, der Umgebungstemperatur 7, , des Dampfdruckes p,
bei Umgebungstemperatur und des Druckes der Sperrfliissigkeit iiber dem Gas in der Messzelle
von p, =1 mbar nach den Angaben der Bedienungsanleitung (Ritter 2011) berechnet:

(pu _pv+pL)TN
pNTa

Vizn, =Vz (5.97)

Fiir den Luftdruck wurden die Tagesmittelwerte des nationalen Wetterdienstes MeteoSchweiz am
Standort von Ziirich Fluntern verwendet. Der Druck am Ort des Labors, das sich 48 m unterhalb
der Messstation befindet, wurde mit Hilfe der barometrischen Héhenformel berechnet, wobei fiir T

die mittlere Tagestemperatur am Messstandort eingesetzt wurde.

a = _pMg (5.98)
dh RT '

In der Tabelle 4-4 sind die Tagesmittelwerte jener Tage dargestellt, an denen Entgasungsexperi-

mente durchgefilhrt wurden. Die Umgebungstemperatur betrug in allen Experimenten

T,=30+2°C.
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Tabelle 4-4 Mittlerer Luftdruck, berechnet aus Daten der Nationalen Messstation Fluntern.
2013 5. Juli 8. Juli 10. Juli 11. Juli 12. Juli
Tagestemperatur Fluntern °C 18.1 21.2 21.1 19.3 18.2
Luftdruck Fluntern mbar 962.2 959.9 952.7 952.4 954.3
Luftdruck Labor mbar 967.6 965.2 958.0 957.7 959.7

Das abgeschiedene Gasvolumen wird durch Zihlen der Kippungen bestimmt. Geméss Kalib-
rierzertifikat betrigt das Luftvolumen, das die Kippung auslost, 3.15 m/. Bei Volumenstromen tiber
170 ml/h ist das Luftvolumen geringfiigig abhdngig vom Volumenstrom. Da der Volumenstrom bei
den Experimenten stets unterhalb 170 mi/h blieb, wird mit einem konstanten Wert von
V, =3.15ml gerechnet. Die Unsicherheit des Zellvolumens wird mit 6, =1% angegeben. Weil
der Fiillgrad der Messzelle am Anfang und am Ende des Experimentes unbekannt ist, sind die

Messreihen mit einer Unsicherheit gleich dem Volumen der Messzelle 0,,==3.15 ml behaftet.

4.4.4.4 Bestimmung der Kollektorleistung

Die Strahlungsverteilung in der Kollektorebene ist nicht homogen, was fiir die Entgasungsexpe-
rimente aber ohne Bedeutung ist. Die Lampen dienen ausschliesslich dazu, fiir das verdampfende
Fluid realitdtsnahe Randbedingungen herzustellen. Mit welchem Wirkungsgrad der Kollektor die
auftreffende Lampenstrahlung umsetzt, ist in diesem Zusammenhang ebenfalls nicht wichtig. Aus
diesem Grund wurde darauf verzichtet, Lampen mit einem sonnenéhnlichen Spektrum zu verwen-
den und die starke Infrarotstrahlung, die auch bei solchen Lampen auftritt, durch einen grossfléchi-

gen, gekiihlten Filter abzublocken.

Zur Validierung des Modells, das in den Kapiteln 4.4.2 und 4.4.3 hergeleitet wurde, muss der
Stromungsdampfgehalt am Austritt des Kollektors aus den experimentellen Daten berechnet wer-
den. Dazu muss die Leistung des Kollektors mit Hilfe eines empirischen Modells als Funktion der
Bestrahlungsstérke, der mittleren Fluidtemperatur und der Umgebungstemperatur dargestellt wer-
den konnen. Die Leistungskenndaten aus dem Priifbericht gelten jedoch nur fiir die Bestrahlung
durch Lichtquellen mit sonnendhnlichem Spektrum. Das Spektrum der Halogenlampen besitzt je-
doch einen hohen Infrarotanteil. Dieser wird durch die Glasscheibe des Kollektors zu 80% absor-
biert und heizt diese entsprechend auf. Dadurch werden die konvektiven Verluste iiber den Luft-
spalt zwischen Absorber und Glasscheibe vermindert. Es ist daher naheliegend, diesen Effekt durch
einen entsprechend reduzierten Verlustkoeffizienten a; im empirischen Kollektormodell zu be-

riicksichtigen.

Zur Bestimmung dieses Verlustkoeffizienten wurde ein Experiment durchgefiihrt, bei dem die
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Austrittstemperatur unter der Siedetemperatur blieb. Weil die Lampen ohne Regler betrieben wer-
den, wirken sich Schwankungen der Netzspannung als entsprechende Schwankung der Bestrah-
lungsstérke aus. Um diesen Effekt zu quantifizieren, wurde die neben dem Entgaserkollektor herr-
schende Strahlung durch ein Photometer aufgezeichnet und dessen Signal U als proportional zur
mittleren Bestrahlungsstirke interpretiert. Der Kehrwert des Proportionalitdtsfaktors C ist gleich

dem Mittelwert der Photometersignale des entsprechenden Datensatzes.
1 1 a1
—26,=G=—) CU,G = C'==>U, (5.99)
n n n

Aus der folgenden Leistungsbilanz wurden der Verlustkoeffizient g, und die zeitlich gemittelte
Bestrahlungsstirke G durch Regression tiber alle k € {1..n} Datensétze im interessierenden Tempe-

raturbereich ermittelt. Die Kennzahlen 77, und a, sind Leistungskennzahlen aus dem Priifbericht.

e (TEw,k - TEa,k) =GCU A~ a4, (Tm,k ~Tos ) —a,4, (T *— T ,k)2 (5.100)

a m a

Weil die Bestrahlungsstérke im Verlauf der Experimente nur sehr geringfiigig éndert, wird in
allen weiteren Experimenten mit der mittleren Bestrahlungsstirke gerechnet, die in diesem Expe-
riment ermittelt wurde. Aufgrund der Unsicherheiten des Massenstromes und der Temperaturen ist
die Bestrahlungsstirke mit einer Unsicherheit von 6G = £60 W/ m® behaftet. In Tabelle 4-5 sind
die Leistungskenndaten des Kollektors und der Mittelwert der Bestrahlungsstirke dargestellt.

Tabelle 4-5 Leistungskenndaten fiir den Kollektor FK H4 bei der Bestrahlung durch die Sonne und
durch die im Experiment verwendeten Halogenstrahler.

. Mo 4 a
Randbedingung 5 )
- W/m’K W/m’K
Sonne (Priifung nach EN 12975) 0.827 4.10 0.0055
Halogenstrahler im Experiment 0.827 3.52 0.0055
Mittlere Bestrahlungsstérke im Experiment W/m® 982 + 60

4.4.4.5 Begasung mit Stickstoff

Die Begasung des Kreislaufes erfolgt durch Entspannen des Vorratsbehélters G, dessen Volu-
men vorgingig durch Wégen bestimmt wurde. Mit Beriicksichtigung des Auftriebes in der Umge-
bungsluft erhélt man aus den Massen des leeren und mit Wasser gefiillten Behilters

mvoll — mleer

Pr—Pg

Vg = =0.3441 (5.101)

Fir das Behiltervolumens wurde eine Unsicherheit von 6V; =+0.003/ ermittelt. Fiir die Bega-
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sung sind die Absperrorgane so gestellt, dass nur die mit dick ausgezogenen Linien bezeichneten
Rohrstrecken geméss Abbildung 4-18 durchstromt werden. Weil die Léslichkeit von Tyfocor”LS
mit zunehmender Temperatur steigt, wurde der Kreislauf vor der Begasung auf die gewiinschte
Temperatur aufgeheizt. Wéahrend des gesamten Begasungsvorganges, der rund 48 Stunden dauerte,

wurde der Kollektor nur mit der oberen Lampenreihe bestrahlt.
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Abbildung 4-18 Schema des Versuchsaufbaus. Dick ausgezogene Linien bezeichnen Rohrstrecken, die
bei der Begasung durchstromt sind.
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Die Begasung wurde nach vorgéingiger Entgasung durchgefiihrt. Da der Grad der Entgasung
weder berechnet noch gemessen werden konnte, wurde die anschliessende Begasung schrittweise
durchgefiihrt. Der Vorratsbehédlter G wurde iiber das Druckreduzierventil der Druckflasche mit
Stickstoff bei einem Druck von 10 bar gefiillt. In jedem der anschliessenden Begasungsschritte
wurde durch vorsichtiges Offnen des Nadelventils G2 so lange Stickstoff in den Kreislauf geleitet,
bis der Druck im Vorratsbehélter um Ap =1.5 bar gefallen ist. Dabei entsteht zunéchst ein Gasvo-
lumen AV in der absteigenden Leitung V. Das entsprechende Fliissigkeitsvolumen wird in das

Ausdehnungsgefiss verdrangt, wodurch seine Masse um Am = p - AV zunimmt. Wahrend der all-
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méhliche Absorption des Stickstoffs durch die entgaste Fliissigkeit nimmt das Gasvolumen wieder
ab, und das Ausdehnungsgefiss driickt das entsprechende Fliissigkeitsvolumen wieder zuriick in
den Kreislauf. Abbildung 4-19 zeigt den Verlauf der Masse des Ausdehnungsgefésses in vier Bega-
sungsschritten, bezogen auf einen willkiirlich festgelegten Nullpunkt. Ebenfalls dargestellt ist der
Verlauf der Temperatur am Kollektoreintritt. Nach dem ersten Begasungsintervall dauert die Ab-
sorption des Stickstoffs eine knappe Stunde, nach dem vierten Begasungsintervall hingegen etwa

doppelt so lang, weil die Fliissigkeit bereits mit Stickstoff vorbeladen ist.
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Abbildung 4-19 Anderung der Masse des Ausdehnungsgefisses durch Begasung mit Stickstoff .

Die Volumenstromdichte der Fliissigkeit im absteigenden Rohr V liegt mit 0.07 m/s deutlich
unter der Selbstentliiftungsgeschwindigkeit, die nach Walther und Gtinthert (1988) 0.43 m/s be-
tragt. Das Gasvolumen wird daher grosstenteils im Hochpunkt sitzen bleiben. Ein Teil des Fliissig-
keitsstromes fliesst moglicherweise als Film entlang der Wénde des Rohres hinab. Nach den
Fliessgerduschen zu urteilen, durchstromt der andere Teil das Gasvolumen im freien Fall und er-
zeugt beim Aufprall auf den Fliissigkeitsspiegel Gasblasen. Grossere Blasen werden entgegen der
Stromungsrichtung aufsteigen. Ob kleine Gasblasen in der Stromung fortbewegt und in den Spei-
cher gefordert werden, wird im Zusammenhang mit der Berechnung der Partialdriicke und des Sét-

tigungsgehaltes im nédchsten Kapitel beantwortet.
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4.4.4.6 Partialdricke am Kollektoraustritt

Der Partialdruck p, des Dampfes wird aus der Temperatur am Kollektoraustritt und den Stoft-
daten ermittelt. Da der Druck am Austritt des Kollektors nicht gemessen wurde, musste dieser aus
der Zustandsinderung des Gases bei der Uberleitung in den Kreislauf und dem Massenzuwachs des
Ausdehnungsgefisses wie folgt bestimmt werden. Durch die Entspannung des Vorratsbehilters um

Ap; wird dem Kreislauf die Stoffmenge

An = VGApG

5.102
o (5.102)

zugefiihrt. Diese Stoffmenge bildet unmittelbar nach ihrer Uberleitung in den Kreislauf das freie
Gasvolumen AV, das dem Massenzuwachs des Ausdehnungsgefdsses AV =Am/p, entspricht.
A
Py, AV = py == An-RT, (5.103)
pi

Aus den Gleichungen (5.102) und (5.103) erhilt man schliesslich die Gleichungen fiir den Partial-
druck des Stickstoffs und den Gesamtdruck.

_ VoApep Ty . _
Py, = Am—TGw i Pro=Dn, TPy (5.104)
In Tabelle 4-6 sind die Messwerte, die zugehorigen Stoffdaten und die nach Gleichung (5.104)
berechneten Driicke dargestellt. Der Mittelwert des Drucks pg, =2.33 bar wird zur Berechnung

des Volumens freier Gase nach dem letzten Begasungsschritt und als Randbedingung zur Simulati-

on der Entgasung verwendet.

Tabelle 4-6 Gesamtdruck und Partialdruck des Stickstoffs am Kollektoraustritt bei der Begasung.
Am, T, Ty, Pir,, P, Pn, Pko

Begasung kg °C °C kg/m3 bar bar bar

1 0.314 85.6 78.4 994.6 0.559 1.87 243

2 0.337 85.2 77.8 995.0 0.552 1.75 2.30

3 0.333 85.1 77.6 995.2 0.550 1.76 2.31

4 0.339 85.2 77.4 995.3 0.552 1.74 2.29

Mittelwerte 0.331 85.3 77.8 995.0 0.553 1.78 233

4.4.4.7 Bestimmung des freien Gasvolumens im Kreislauf

Die ersten vier Begasungsschritte wurden am 3. Juli durchgefiihrt. Danach wurde die Anlage

iiber Nacht weiter betrieben. Am darauf folgenden Tag wurde ein weiterer Begasungsschritt durch-
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gefiihrt. Die Anlage wurde wiederum iiber Nacht weiter betrieben. Am 5. Juli war die Masse des
Ausdehnungsgefésses deutlich hoher als in den vorangegangenen Tagen. Daraus wurde geschlos-
sen, dass freie Gase vorhanden sind und die Fliissigkeit gesittigt ist. Damit festgelegt werden konn-
te, welcher Zustand zur Berechnung der Sittigungskonzentration massgebend ist, mussten zwei
Fragen geklart werden. Als erstes wurde festgestellt, dass im Speichers freie Gase vorhanden sind.
Dazu wurde der Hahn F2 am Hochpunkt des Speichers vorsichtig gedffnet und wieder geschlossen,
worauf in dem bis dahin vollstindig mit Flissigkeit gefiillten Schlauch eine Lufttasche sichtbar
wurde. Deren Volumen wurde auf 0.022 / geschétzt und bei der Auswertung der Experimente be-
rlicksichtigt. Dieses Gasvolumen kann sich durch den Transport kleiner Luftblasen in der Stromung
vom Kollektoraustritt in den Speicher angesammelt haben. Eine weitere Mdglichkeit ist die Migra-
tion des Stickstoffs durch Absorption und Desorption. Um die Richtung dieser Migration zu be-
stimmen, muss der Gesamtdruck im Speicher bekannt sein. Da dieser nur ungenau iiber ein Mano-
meter abgelesen werden konnte, wurde der Kreislauf mit HYDRA (Eismann 2004) modelliert,
einem Programm, das die Berechnung der stationdren Stromungs-, Druck- und Temperaturvertei-
lung in Solaranlagen mit verzweigten Kollektorfeldern erlaubt. Tabelle 4-7 zeigt die Zustinde und

den Sattigungsgehalt am Morgen des 5. Juli.

Tabelle 4-7 Driicke, Temperaturen und Séttigungsgehalt am Kollektoraustritt und im Speicher.
p T A D, Py, Séttigungsgehalt
bar °C m’/kgbar bar bar m’/kg
Kollektoraustritt 2.33 83.7 1.25E-05 0.52 1.81 2.26E-05
Reibungsdruckabfall -0.04
Schweredruck 0.08
Speicher 2.37 77.6 1.21E-05 0.40 1.97 2.38E-05

Weil der Sattigungsgehalt im Speicher rund 5% hoher ist als am Kollektoraustritt, wird der
Stickstoff im laufenden Betrieb tendenziell zum Kollektoraustritt migrieren, wo er aus der Losung
treten und zum dort befindlichen Gasvolumen beitragen kann. Andererseits beweist die Tatsache,
dass aus dem Speicher freies Gas entfernt werden konnte, dass das urspriinglich vorhandene Gas-
volumen am Kollektoraustritt nach und nach durch den Abtransport von kleinen Gasblasen redu-
ziert wurde. Im stationdren Zustand befindet sich wahrscheinlich auch am Kollektoraustritt ein
freies Gasvolumen. Damit stellt sich die Frage, welcher Zustand fiir die Berechnung des Satti-
gungsgehaltes massgebend ist. Zur besseren Vergleichbarkeit mit Simulationsrechnungen und in
Anbetracht der geringen Differenz der Sattigungsgehalte, wird der Kollektoraustritt als Referenz

gewdhlt. Das Normvolumen des gelosten Stickstoffs betrdgt nach dieser Festlegung
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Vv Ny.gel. = My, 0PN, Fo (5.105)

Das Normvolumen des freien Stickstoffs wird folgendermassen berechnet. Bei der Temperatur
1, besitzt der Kreislauf das Volumen V|, und enthélt demzufolge die Masse m, = pyV,, Fliissig-
keit. Bei Temperaturdnderungen dndert sowohl die Dichte der Flissigkeit als auch das Volumen
des Kreislaufes durch die Warmeausdehnung der Wandmaterialien. Das Volumen des Kreislaufs ist
hauptséchlich durch den Behélter aus Edelstahl bestimmt. Der Ausdehnungskoeffizient des ver-
wendeten Werkstoffs 1.4404 betrigt y =16-10° K. Fiir kleine Temperaturinderungen braucht
man nur die Terme erster Ordnung zu beriicksichtigten, und man erhélt das das Volumen des Kreis-

laufes als Funktion der Temperatur.

V=V [ 147 (T-T,)] =W [1+3y(T-T,)] (5.106)

Das Volumen der Fliissigkeit als Funktion der temperaturabhéngigen Dichte betragt

Pio

/

Vi=Vio (5.107)
Die Massenbilanz liefert eine Beziehung fiir die Masse Fliissigkeit im Ausdehnungsgefass fiir den

Fall, dass im Kreislauf keine freien Gase vorhanden sind.

myg = VA,Opl,O n (5.108)

Aus der Differenz zwischen der berechneten und der gemessenen Masse kann nun das Volumen
des freien Gases bestimmt werden

Am
A G =M yG ess —MaG 40 = Vi, frei (5.109)

P

In praktischer Néherung kann man den Einfluss des Fliissigkeitsspiegels im vertikalen Rohr V auf
den Druck am Austritt des Kollektors vernachléssigen und mit dem Druck nach Gleichung (5.104)
rechnen. Das Normvolumen des freien Stickstoffs betrdgt dann

TNpNz,Ea)

(5.110)
TioPy

VN, prei = Vg e

Wihrend der Begasungsphase dndern sich die Temperaturen und damit auch das Fliissigkeits-
volumen nur wenig. Entsprechend gering ist daher die Massenédnderung im Ausdehnungsgefiss,
sodass in guter Ndherung mit konstantem Druck gerechnet werden darf. Die jeweils am Morgen,
vor dem Beginn der Experimente gemessenen Temperaturen, unterscheiden sich geringfiigig auf-
grund der am Vortag durchgefiihrten Experimente. Nach Gleichung (5.108) unterscheiden sich
daher auch die Masse des Ausdehnungsgefésses. Abbildung 4-20 zeigt die Massendifferenz des
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Ausdehnungsgefisses in einer Versuchsreihe, die sowohl die Begasung als auch die Entgasung
umfasst. Die praktische Ubereinstimmung der gemessenen und berechneten Zustinde am 2., 3. und
4. Juli zeigt, dass der am 3. Juli in vier Begasungsschritten zugegebene Stickstoff vollstindig ab-

sorbiert wurde.
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Abbildung 4-20 Durch Wégung bestimmte Massendifferenz im Vergleich zu der aus Dichteunter-
schieden berechneten Massendifferenz in mehreren aufeinanderfolgenden Tagen.

Am Nachmittag des 4. Juli wurde ein flinfter Begasungsschritt durchgefiihrt. Am Morgen des 5.
Juli zeigte sich eine klare Differenz zwischen dem gemessenen und dem berechneten Wert. Daraus
lasst sich schliessen, dass freie Gase vorhanden sein miissen. Bereits nach dem ersten Entgasungs-
experiment vom 5. Juni stimmen die berechneten und gemessenen Zustinde wieder praktisch iiber-
ein. Offenbar wurde die Fliissigkeit bereits im Verlauf dieses Entgasungsexperiments unterséttigt

und das freie Gas absorbiert.

Bei der Berechnung des freien Gasvolumens und der Menge geldsten Stickstoffs miissen weite-
re Messunsicherheiten beriicksichtigt werden: Die berechneten Driicke sind mit den Unsicherheiten
der Messwerte behaftet. Den grossten Einfluss hat die Unsicherheit der Druckreduktion im Vor-
ratsbehélter von 6p; =0.05bar. Weil der Vorratsbehilter G iiber ein Kupferrohr am Kreislauf
angeschlossen ist, wird er durch diesen einseitig erwarmt. Die mittlere Temperatur betragt 40 °C.
Sie wurde durch Handmessungen mittels Kreuzband-Thermoelement mit einer Unsicherheit von

+-5 K ermittelt. Die zur Wagung des Ausdehnungsgefdsses verwendete Prizisionswaage besitzt
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unter idealen Messbedingungen eine Linearitidt von 1 g und Reproduzierbarkeit von 0.5 g. Weil
aber das Ausdehnungsgefiss iiber einen elastischen Druckschlauch an den Kreislauf angeschlossen
ist, konnen geringe temperatur- und druckabhingige Krifte eingeleitet werden. Ausserdem werden
auch stromungsinduzierte Vibrationen und Druckschwankungen auf das Ausdehnungsgefiss tiber-
tragen, welche die Messgenauigkeit weiter herabsetzen. Fiir die Messunsicherheit der Wégung
wurde daher eine Unsicherheit von +- 0.005 kg angenommen. Diese fiihrt zu einer Unsicherheit des

Druckes von insgesamt 6 p, =+0.14 bar .

4.4.5 Ergebnisse aus den Entgasungsexperimenten

4.4.5.1 Vergleichende Experimente mit Wasser und Wasser-Glykol

Gemisch

In der Abbildung 4-21 sind die Verldufe zweier Entgasungsexperimente dargestellt. Im einen
Experiment wurde vollentsalzes Wasser verwendet, im anderen die Wasser-Glykol Mischung Ty-
focor®LS. Der Kreislauf wurde jeweils mit einer Pumpe aus dem offenen Mischbehilter befiillt.

Der Kreislauf wurde unter geringem Uberdruck beziiglich Umgebung umgewilzt und sorgfiltig

entliiftet.
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Abbildung 4-21 Abgeschiedenes Gasvolumen sowie Temperaturen am Kollektoreintritt und Austritt

als Funktion der Zeit, beim Betrieb mit Wasser und Tyfocor®LS.
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Es kann daher angenommen werden, dass die Konzentration geloster Gase etwas iiber der atmo-
sphérischen Sattigung lag. Danach wurde der Druck durch Nachspeisen von Fliissigkeit auf 1.1 bar
bei ruhender Kreislaufpumpe erhoht. Nach dem Einschalten der Lampen bei laufender Pumpe
steigt die Temperatur am Kollektoraustritt rasch an. Die Schwankungen der Austrittstemperatur
sind auf das Verstellen der Drossel im laufenden Betrieb zuriickzufiihren. Zunichst kann festge-
stellt werden, dass tatsdchlich Gas ausgeschieden wird. Offenbar geht entlostes Gas auf dem Weg

durch den Kondensator nicht sofort wieder in Losung.

Im Versuch mit Wasser beginnt die Entgasung praktisch unmittelbar nach dem Anstieg der
Austrittstemperatur. Dies war zu erwarten, weil die Loslichkeit von Atmosphéirengasen mit zuneh-
mender Temperatur sinkt. Bei Tyfocor”LS hingegen beginnt die Entgasung erst mit dem Erreichen
des Siedebetriebs. Dieses Verhalten wird durch die Arbeiten von Riihling et al. (2013) erklart, wo-

nach die Loslichkeit von Stickstoff mit zunehmender Temperatur steigt.

In beiden Experimenten wurde der Sauerstoffgehalt am Austritt des Gasabscheiders gemessen.
In den Versuchen mit Wasser stieg der Sauerstoffgehalt von den atmosphérischen 21% auf {iber
30% an. Offenbar wurden keine nennenswerten Mengen Sauerstoff durch Oxidation gebunden, was
bei den Wandmaterialien aus Kupfer und Edelstahl auch zu vermuten war. Der Anstieg der Kon-
zentration kann durch die hohere Loslichkeit von Sauerstoff in Wasser erklédrt werden. In den Ver-
suchen mit Wasser-Glykol hingegen sank die Sauerstoftkonzentration auf null ab. Gestiitzt durch
die Arbeit von Rossiter (1985) ldsst sich schliessen, dass der Sauerstoff bei Temperaturen {iber
120°C, wie sie im Experiment auftraten, rasch durch Oxidation des Glykols gebunden wird und

somit im Dampf nicht mehr vorkommt.

4.4.5.2 Experimente mit Wasser-Glykol Gemisch nach kontrollierter

Begasung

Fiir die Validierung des im Kapitel 4.4.3 dargestellten Modells wurden Entgasungsexperimente
nach kontrollierter Begasung mit Stickstoff durchgefiihrt. Die Ausgangssituation vor dem Experi-
ment ist die praktisch stationédr laufende Anlage, die seit der letzten, am Vortag durchgefiihrten
Begasung, lediglich mit den beiden Lampen der oberen Reihe bestrahlt wurde. Die Absperrarmatu-
ren wurden im laufenden Betrieb so gestellt, dass nur die Rohre geméss Abbildung 4-13 durch-
stromt werden. Dann wurde mit dem Nadelventil D1 der gewiinschte Durchfluss im Entgaserkol-
lektor eingestellt. Anschliessend wurden die beiden Lampen der unteren Reihe zugeschaltet und

das Experiment bei voller Bestrahlungsstérke durchgefiihrt.
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Abbildung 4-22 zeigt die Abnahme des Stickstoffgehaltes als Funktion der Zeit, in welcher der
Kollektor im Siedebetrieb arbeitete. Die Anlage wurde im Zeitraum zwischen dem 5. Juli und dem
12. Juli 2013 an fiinf Tagen jeweils liber mehrere Stunden im Entgaserbetrieb gefahren. Aufgrund
einer Computerpanne wurden am 5. Juli keine Messungen aufgezeichnet. Das in diesem Experi-
ment abgeschiedene Stickstoffvolumen konnte jedoch direkt am Gerét abgelesen werden. Bereits
an diesem ersten Tag wurde der Kreislauf, bezogen auf die Bedingungen bei der Begasung, unter-
séttigt. Der Entgasungsbetrieb wurde durch ausschalten der beiden unteren Lampen beendet. Bis
zum néchsten Entgasungsbetrieb wurde die Anlage mit unverédndertem Durchfluss und bei ausge-
schalteter unterer Lampenreihe weiterbetrieben, wobei der Kreislauf allmdhlich auf seine Gleich-
gewichtstemperatur von rund 78 °C abkiihlte. Die Plateaus zwischen den Kurvensegmenten zeigen
die Zeitspannen des Siedebetriebes, in denen noch kein Gas abgeschieden wurde. Offenbar muss
das Stickstoffvolumen im Kondensator so weit zunehmen, dass es in der Strdomung mobilisiert
werden kann. Dieser Prozess dauert umso lénger, je geringer die Konzentration des Stickstoffs am
Eintritt in den Entgaserkollektor ist. Dies ist an der zunehmenden Lange der Plateaus in Richtung

spaterer Entgasungsintervalle erkennbar.
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Abbildung 4-22 Abnahme des Stickstoffgehaltes als Funktion der Zeit im Siedebetrieb.

In den ersten Entgasungsintervallen am 5. Und 8. Juni wurde bereits wihrend der Aufheizphase

beobachtet, wie in Abstdnden von Minuten jeweils wenige Blasen abgeschieden wurden. Moglich-
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erweise macht sich hier die geringfiigige Ubersittigung durch Aufheizen bemerkbar, die nach dem
Henry-Diagramm nach Abbildung 4-4 zu erwarten ist. Das bis zum Beginn des Siedebetriebs abge-
schiedene Volumen betrug hochstens einen Bruchteil des Volumens der Kippzelle. In den darauf-
folgenden Entgasungsintervallen am 10., 11. Und 12. Juni wurde erst im Siedebetrieb Gas abge-

schieden.

Zur Auswertung der Daten werden folgende Grossen definiert. Die Messzelle enthélt eine Mas-
se Stickstoff von m, \, =V,p, , wobei die Dichte bei Laborbedingungen zu berechnen ist. Fir
jede Kippung ke {ln} der Messzelle wird die Entgasungsrate i, , , berechnet. Diese ist defi-

niert als die Masse Stickstoff, die innerhalb des Zeitintervalls 7,, =¢,, —1,, | die Messzelle fillt.

my, z

(5.111)

My, 7k =
Zk

Der Beladungsgrad S, ist definiert als Verhiltnis des Massenbruches geldsten Stickstoffs am
Eintritt in den Entgaserkollektor zum Massenbruch bei Sattigung unter den Bedingungen, die am

Morgen des 5. Juni nach der Begasung geherrscht haben.

X
_ "m,N,.Ea
S, =_mixte

(5.112)
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Abbildung 4-23 Verhiltnis der Entgasungsrate zum Gesamtmassenstrom als Funktion des Beladungs-

grades.
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Der erreichbare Grad der Unterséttigung ldsst sich an der Abbildung 4-23 ablesen, in der das
Verhiltnis von Entgasungsrate zum Gesamtmassenstrom iiber dem Beladungsgrad aufgetragen ist.
Durch Regression der Daten wurde ein minimaler Beladungsgrad von S, ;, =0.23 ermittelt. Die
gestrichelten Linien geben den Bereich der Messunsicherheit an. Die Untergrenze schneidet die
Achse des Beladungsgrades bei 0.38. Auch bei der ungiinstigsten Kombination der Unsicherheiten
lasst sich schliessen, dass die Fliissigkeit deutlich untersattigt werden kann. Die Obergrenze

schneidet die Achse des Beladungsgrades bei null. Dies ist gleichbedeutend mit einem Wirkungs-

grad der Entgasung von eins.

In Abbildung 4-24 ist der Wirkungsgrad der Entgasung als Funktion des Beladungsgrades dar-
gestellt. Der Wirkungsgrad ist definiert als Verhéltnis der Entgasungsrate zum Massenstrom des

gelosten Stickstoffs am Eintritt des Entgaserkollektors.

m m, (x -X X
N,,Z l( m,N,,Ea m,N- ,Cw) m,N,,Co
22 _ : vCo) _j_TmNpCo (5.113)

Nz =- :
My, Ea M X N, Ea Xm,N, Ea

Die durch die Abschéitzung der maximalen Messunsicherheit definierte Unsicherheit des Wir-
kungsgrades ist auch hier durch gestrichelte Linien bezeichnet. Die Obergrenze besitzt den Wert

eins. Die Untergrenze erreicht den Wirkungsgrad null beim Beladungsgrad 0.38.
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Abbildung 4-24 Wirkungsgrad der Entgasung als Funktion des Beladungsgrades.
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Der Wirkungsgrad nimmt mit abnehmendem Beladungsgrad ab. Bei Sattigungsbeladung liegt
der Wirkungsgrad zwischen eins und dem durch die ungiinstigste Kombination der Unsicherheiten

definierten Wert 1, =0.56.

4.4.5.3 Zusammenhang zwischen dem Riicklosevermdgen und dem

Wirkungsgrad der Entgasung

Wenn das in Gleichung (5.31) verwendete Riicklosevermogen y als konstant betrachtet wird,
kann dieses mit dem durch die Gleichung (5.113) definierten Wirkungsgrad in Verbindung ge-
bracht werden. Am Austritt des Kondensators ist die Massenstromdichte des kondensierenden
Dampfstromes praktisch null. Daher sind die Partialdriicke des Stickstoffs in der Gasphase und an
der Grenzflache in guter Néherung gleich py , ¢, = py, ¢, - Bel einem Riicklésevermogen gleich
eins wire die Fliissigkeit beziiglich dem dort herrschenden Partialdruck des Stickstoffs gesttigt.
Aus Griinden der Massenerhaltung muss der Massenbruch des Stickstoffs am Austritt des Konden-

sators gleich dem Massenbruch am FEintritt in den Entgaserkollektors sein. Im allgemeinen Fall gilt

XNy .Co =V "IkPN,szNz,I,k =Y XuN,.Ea (5.114)

Durch Vergleich der Gleichungen (5.113) und (5.114) folgt der Zusammenhang zwischen dem

Wirkungsgrad der Entgasung und dem Riicklosevermogen.

xm,Nz,Ca)

ny=1- =1-y (5.115)

XNy, Ea

Durch Regression der Daten wurde folgender Zusammenhang zwischen dem Wirkungsgrad der

Entgasung bzw. dem Riicklosevermogen und dem Beladungsgrad ermittelt:

Ny =0.75
Nz =nzo[l—e><p(—B(SN2 —SNZ,min))] =1-y B =047 (5.116)
Sy, min = 0.23

Die Koeffizienten 14y, B und Sy, ., sind von der Bauart des Kondensators und von den Fluid-

,min

eigenschaften abhingig und miissen daher experimentell bestimmt werden. Die Bezichung (5.116)

wird nun fiir den Vergleich der Messungen mit Modellrechnungen verwendet.

4.4.6 Ergebnisse der Simulationsrechnungen

Das in den Kapiteln 5.4.2 und 5.4.3 hergeleitete Modell fiir die solarthermische Entgasung wur-
de anhand der Messdaten der Entgasungsexperimente validiert. Als Eingabeparameter wurden die

Temperatur und der Druck am Austritt des Entgaserkollektors, der Beladungsgrad, die Massen-
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strome und die Temperatur am Eintritt in den Entgaserkollektor sowie die Temperatur am Austritt
aus dem Kondensator aus den jeweiligen Datensétzen iibernommen. Fiir das Riicklosevermogen
wurde die empirische Korrelation nach Gleichung (5.115) verwendet. Abbildung 4-25 zeigt den
Stromungsdampfgehalt und die Temperaturen in einem frithen Stadium der Entgasung, in dem die
Fliissigkeit nahezu geséttigt ist. Der Beladungsgrad am Kollektoreintritt betridgt 0.95. Der Konden-
sator wurde in elf Abschnitte unterteilt. In den ersten zehn Abschnitten wurde mit dem Wérme-
iibergang bei Kondensation gerechnet, im elften Abschnitt mit dem Warmeiibergang bei einphasi-
ger Durchstromung. Erst bei einem Stromungsdampfgehalt unter 0.01, ab dem Abschnitt 3, macht

sich der Stickstoffgehalt durch den Abfall Temperatur an der Phasengrenze bemerkbar.
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Abbildung 4-25 Stromungsdampfgehalt und Temperaturen in den einzelnen Abschnitten des Kondensa-
tors bei einem Beladungsgrad von 0.95.

In der darauffolgenden Abbildung 4-26 sind die Resultate fiir einen deutlich tieferen Bela-
dungsgrad von nur noch 0.44 dargestellt. Sowohl die mittlere Sattigungstemperatur als auch die
Temperatur der Phasengrenze fallen weniger stark ab. Die praktische Ubereinstimmung der be-
rechneten Temperaturen am Austritt des Entgaserkollektors und am Austritt des Kondensators mit
den entsprechenden Messwerten zeigt, dass die verwendeten Korrelationen die Realitdt gut abbil-
den. In der Abbildung 4-27 sind die berechneten Wirkungsgrade jenen gemessenen Wirkungsgra-
den gegeniibergestellt, die sich auf der durch die Korrelation (5.116) definierten Kurve befinden.

Aus der guten Ubereinstimmung darf geschlossen werden, dass die Beziehung (5.115) zwischen
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dem Riicklosevermogen und dem Wirkungsgrad das reale Verhalten hinreichend genau beschreibt.
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Abbildung 4-26 Stromungsdampfgehalt und Temperaturen in den einzelnen Abschnitten des Kondensa-
tors bei einem Beladungsgrad von 0.44.
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Abbildung 4-27 Vergleich des gemessenen Wirkungsgrades der Entgasung mit der Simulation, mit und
ohne Beriicksichtigung der Riicklosung.
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4.5 Schlussfolgerungen und Diskussion

Ein neues Verfahren zur solarthermischen Entgasung von Solaranlagen wurde entwickelt und
experimentell untersucht. Die Experimente zeigen, dass das Betriebsverhalten stabil ist und dass

die Fliissigkeit hinreichend unterséttigt werden kann.

Ein theoretisches Modell der solarthermischen Entgasung wurde hergeleitet. Das Modell wurde

als Simulationswerkzeug Gas-1d programmiert und anhand der experimentellen Daten validiert.

4.5.1 Eigenschaften der solarthermischen Entgasung

Die Fliissigkeit kann in kurzer Betriebszeit so stark unterséttigt werden, dass freie Gase im Be-
trieb ausgeschlossen werden konnen. Das Verfahren arbeitet sehr stabil und ist robust beziiglich
Anderungen der Betriebsbedingungen. Der Betrieb des Entgaserkollektors erfordert weder Rege-
lung noch eine externe Energieversorgung. Mit Ausnahme des Luftabscheiders und des darin ent-
haltenen Entliiftungsmechanismus enthélt der Entgaserkollektor keine beweglichen Teile und ist
damit wartungsarm. Aufgrund des einfachen, kostengiinstigen Aufbaues, hat die solarthermische

Entgasung das Potenzial einer breiten Anwendung.

Neben seiner Funktion als Entgaser dient des Entgaserkollektor gleichzeitig dem Energiege-
winn, wenngleich bei geringerem Wirkungsgrad. Die solarthermische Entgasung arbeitet, sobald
die Randbedingungen fiir den Siedebetrieb des Entgaserkollektors erfiillt sind. Dadurch werden
laufend Gase entfernt, die durch Diffusion {iber Dichtungswerkstoffe und Membranen eindringen,
sowie Gase und Dampfe von Komponenten mit niedrigem Siedepunkt, die durch thermochemische

Prozesse entstehen konnen.

4.5.2 Unsicherheiten der gemessenen und berechneten Grossen

Die Unsicherheiten der gemessenen und abgeleiteten Grossen sind in der Tabelle 4-8 aufgelistet
und in der Abbildung 4-28 mit ihren Abhéngigkeiten dargestellt. Die mit 6 rel bezeichnete ers-
ten Balkenreihe zeigt die relativen Unsicherheiten der massgebenden Zustandsgrossen, die jeweils
von mehreren Messgrossen abhéngen. Die relativen Unsicherheiten der Messgrossen sind in den
Balkenreihen links davon dargestellt. Bei den rot markierten Grossen wiirde es sich lohnen, die
Messgenauigkeit zu verbessern. Die wichtigste Massnahme wire, die Druckidnderung Ap bei der
Entspannung des Vorratsbehilters durch einen Drucksensor elektronisch zu erfassen. Ausserdem
konnte durch Einfligen eines Kunststoffschlauches der Vorratsbehélter thermisch vom Kreislauf

isoliert und damit die Unsicherheit der Gefédsstemperatur stark reduziert werden.
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Tabelle 4-8 Messgrossen, abgeleitete Grossen und ihre Unsicherheiten

Messgrosse, Stoffgrosse

Unsicherheit
Temperatur am Kollektoraustritt T, 22K
Temperaturdifferenz ATy, 0.5K
Temperaturdifferenz AT, 0.5K
Temperaturdifferenz AT, 3K
Umgebungstemperatur T, 2K
Durchfluss Entgaserkoll. VE 007 VE
Masse Ausdehnungsgefiss myq 0.005 kg
Volumen Messzelle v, 3.15-107% ml 1%
Loslichkeit A 1.5-107° m?*/kg - bar 12%
Abgeleitete Grossen Unsicherheit
Umgebungsdruck P, 20 mbar
Normvolumen Messzelle VN, Ny.Z 0.04 ml
Bestrahlungsstirke G 60 W/ m* 8%
Normvolumen freier Stickstoff VN, N, fiei 6.1-107° m? 14%
Normvolumen geldster Stickstoff VN, N,.gel. 8.5-10* m® 27%

(=)
i ¢ oo
) T T T

rel. Unsicherheit
co o2
DR R VO RV o)

VN Z mp N2 “G = VN_frei

Abbildung 4-28

Relative Unsicherheit der berechneten Zustandsgrossen und ihre Abhédngigkeit von

der Unsicherheit gemessener und berechneter Grossen.
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4.5.3 Dimensionierung des Kondensators

Weil einerseits die Leistungsféhigkeit des Kondensators nicht von vornherein bekannt war und
andererseits der Dampfdurchtritt mit Sicherheit ausgeschlossen werden musste, wurden die Expe-
rimente bei hoheren Driicken durchgefiihrt, als in der Praxis iiblich ist sind. Dadurch wurde das
Gefille zwischen Sittigungs- und Riicklauftemperatur erhdht. In der Abbildung 4-29 sind die Re-
sultate von Modellrechnungen dargestellt. Diese zeigen, dass die Lénge des zweiphasigen Berei-
ches im Kondensator mit abnehmendem Druck zunimmt, aber immer noch innerhalb der Gesamt-

lange des Kondensators bleibt.
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Abbildung 4-29 Einfluss des Druckes am Kollektoraustritt auf die Lénge der Kondensationszone.

Der Kondensator ist fiir die Betriebsbedingungen in den Experimenten offenbar deutlich iiber-
dimensioniert. Dadurch wird die Verweilzeit der Gasblasen im Kondensator gross, was deren Ab-
sorption in der stromenden Fliissigkeit fordert. Trotzdem wird ein respektabler Wirkungsgrad er-
reicht und die Fliissigkeit ldsst sich auf einen Bruchteil der Sittigungsbeladung entgasen. Offenbar

ist die Dimensionierung diesbeziiglich unkritisch.

In einem néchsten Schritt miissten Feldversuchen durchgefiihrt werden, insbesondere um An-
ordnungen des Kondensators und des Gasabscheiders zu priifen, die ein Abblasen von Dampf im

Stagnationsfall verhindern.
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Symbolverzeichnis
Symbol Einheit
Ac m2
Ap m2
C _

C, _
F,F _

FF' .

Fops Iy -

G w/m?
Gltag 1000 W/ m?
M kg [kmol
N 1/mol
P w/m?
P, w

0, w

0, /4
R=83145 J[mol K
R, _

R, _

S W/ m?
S, .S, m

S; m

T K (°C)
U, w/m*K
Ugi m/S

4 (1)
X _

Z, _

a W/mzK
a, W/mzK2
b m

ANHANG I

Aperturfliache des Kollektors
Absorberfliche

Parameter der Gegenstrombegrenzung

Drift-flux Parameter
Standard-Finnenwirkungsgrad, Finnenwirkungsgrad
lokaler Kollektorwirkungsgradfaktor
Kollektorwirkungsgradfaktor

Bestrahlungsstérke in der Kollektorebene
Standard-Bestrahlungsstédrke bei Stagnation
molare Masse

Avogadrozahl

Dampfproduktionsleistung

Dampfleistung (vapor)

Nutzleistung (useful gain)

Verlustleistung des Rohres (tube)

Universelle Gaskonstante

Korrekturfaktor fiir den konvektiven Wéarmeiibergang
Korrekturfaktor fiir den Randeftekt

Absorbierte Strahlungsleistung

Rohrumfang in Kontakt mit Gas- bzw. Fliissigkeit
Lénge der Phasengrenze senkrecht zur Rohrachse
Temperatur

Wirmeverlustkoeffizient

Driftgeschwindigkeit

Volumen

Lockhart-Martinelli Parameter
Realgasfaktor fiir Wasserdampf

Verlustkoeffizient im empirischen Kollektormodell

Verlustkoeffizient im empirischen Kollektormodell

Breite des Verbindungssteges bei Absorbern
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c J/kgK Spezifische Wérme bei konstantem Druck
d, m Rohrdurchmesser

e m Randabstand

f m Finnenbreite

g=928l m/ 52 Erdbeschleunigung

h,h, J/kg Spezifische Enthalpie, Verdampfungsenthalpie
h m Kantenldnge einer Gitterzelle

J mfs Volumenstromdichte

j; ; - modifizierte Froude-Zahl nach Wallis

k W/ m*K Wirmedurchgangskoeffizient

[ m Lénge

[ m Dampfreichweite

m kg Masse

P Pa ; bar Druck

q W/m Leistung pro Léngeneinheit

r m Radius

s m Dicke

t s Zeit

u J / kg Spezifische innere Energie

w m Breite des Absorberstreifens

w mfs Stromungsgeschwindigkeit

X m Ortskoordinate

X m’K / w Betriebsbedingung des Kollektors

X - Stromungsdampfgehalt

y m Ortskoordinate

z m Ortskoordinate

o, W/ m*K konvektiver Warmeiibergang

Aoy - Wairmeitibergang bei Kondensation

a, - Absorptionsgrad

a, W/ m’K Wirmetiibergang durch Strahlung

B 1/K isobarer Expansionskoeffizient

4 - Gewichtungsfaktor lam. und turb. Stromung
14 - Abminderungsfaktor f. Abstrahlung gegen Boden
14 - Riicklésevermdgen

Oy [X] Absolute Unsicherheit der Grosse X

€ - Gasvolumenanteil (void fraction)

€ - Emissionsgrad

€ - Volumetrischer Stromungsgasgehalt

n - Wirkungsgrad
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TC

Indices

B, H
DF,CCFL
C,E

V,R

w,G

°C
W/Km
m3/kgbar
m?[s
kg/m’®
w/mK*

N/m

Grad

Konversionsfaktor

Temperatur

Warmeleitfahigkeit

Technischer Loslichkeitskoeffizient
Kinematische Viskositét
Druckverlustbeiwert

Dichte

Stefan-Boltzmann Konstante
Oberflédchenspannung
Transmissionsgrad

Neigungswinkel

Faktor der Uberrelaxation

Erdboden, Himmel

Drift-Flux, Gegenstrombegrenzung
Kondensator, Entgaserkollektor
Vorlauf, Riicklauf

Wasser, Glykol

Umgebung (ambient)

Verbindung Absorberblech-Rohr (bond)
Kollektor (collector)

transp. Abdeckung (cover)

Rand (edge)

Flissig-, Gas-, Dampfphase
Wairmedammung (insulation)
Zellkoordinaten

Absorberblech (plate)

Rohr (tube)

Eintritt, Austritt
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Mechanische Gestaltung des Kondensators

Die mechanische Gestaltung des koaxialen Kondensators wird anhand des Prototyps erldutert,
der fiir die Entgasungsversuche verwendet wurde. Das Aussenrohr besteht aus Messing. Das Innen-
rohr, in dem der Dampf kondensiert, besteht aus Kupfer. Der Ringspalt zwischen dem Innenrohr
und Aussenrohr wird im Gegenstrom von dem kiihleren Riicklauf durchstromt. Aufgrund der un-
terschiedlichen mittleren Temperaturen von Innen- und Aussenrohr tritt im Innenrohr eine axiale
Druckkraft aufgrund behinderter Warmedehnung auf. Diese Druckkraft darf einerseits nicht zum
Ausknicken des Innenrohres fithren. Andererseits muss diese Druckkraft durch eine ausreichend
bemessene Verbindung an den Rohrenden auf das Aussenrohr iibertragen werden. Im allgemeinen
Fall bestehen Innen- und Aussenrohr aus unterschiedlichen Materialen mit den jeweiligen Ausdeh-
nungskoeffizienten «; und a, . Bei der Temperatur 7, =20 °C seien beide Rohre gleich lang. Die
Summe der thermischen und der entgegengesetzten elastischen Dehnung des Innenrohres muss

gleich der elastischen Dehnung des Aussenrohres sein.

gth,i —& = gth,a + gel,a (51 17)

el i

. F L .
Mit ¢, = (T - TO) und ¢, = B folgt fiir die axiale Druckkraft im Innenrohr
F F
0, (T -T,) L —a, (T, ~T,)+
E A E A,

[a(T-Ty) -, (T, -T,) |E.E,44,
EA+E,A,

i1

(5.118)

= F=

Die mittlere Temperaturdifferenz der beiden Rohre betriagt rund 20 K. Fiir das Experiment wur-

de ein Kiihler mit den Dimensionen nach Tabelle 4-9 ausgelegt:

Tabelle 4-9 Stoffdaten und Dimensionen des koaxialen Kondensators
Innenrohr Kupfer Aussenrohr Messing
Innendurchmesser m 0.01 0.02
Aussendurchmesser m 0.012 0.022
Elastizitdtsmodul GPa 128 105
Wirmeausdehnungskoeffizient - 17-10° 16.7-10°°

Die Druckspannung ist bei den gewihlten Querschnitten R = F'/ A =20 MPa viel kleiner als die
Fliessgrenze von R, =125 MPa, sodass mit elastischer Knickung gerechnet werden darf. Sinnvoll-
erweise dimensioniert man den Kiihler fiir denselben zulissigen Uberdruck wie die Sonnenkollekt-

oren, also typischerweise 6 bar . Der thermischen Spannung ist daher noch die Zugspannung infol-



227

ge Innendrucks iiberlagert. Diese ist sehr viel kleiner als die thermische Spannung. Vernachldssigt
man die Zugspannung infolge Innendrucks, liegt die Rechnung auf der sicheren Seite. Weil die
Stiitzelemente sich nur am Aussenrohr abstiitzen und folglich keine Biegemomente iibertragen,
kann man mit gelenkiger Lagerung rechnen. Fiir diesen Lastfall ist nach der Euler'schen Theorie

die Knicklange gleich dem Abstand /, zweier dquidistanten Stiitzstellen. Fiir die Knicklast £} gilt

2
El
F="
lk

(5.119)

Hierin ist / = (d: - df) /64 das Tragheitsmoment des Innenrohres. Abbildung 4-30 zeigt das inne-
re Kondensatorrohr. Ebenfalls abgebildet ist eines der Stiitzelemente, die das Ausknicken des
Kondensatorrohres verhindern. Die erforderliche Anzahl # dieser Stiitzstellen kann nun aus folgen-
der Bedingung abgeleitet werden:

2 2
El(n+1
Py £ (5.120)

? z VEI

Mit den Daten nach Tabelle 4-9 erhilt man einen Mindestabstand der Stiitzstellen von 400 mm.
In der praktischen Ausfithrung wurden jedoch 7 Stiitzelemente mit einem Abstand von 250 mm

eingesetzt.

Innenrohr

Stiitzelement aus 0.5 mm Cu-Blech

Abbildung 4-30 Innenrohr des Koaxialen Kondensators mit einem der 7 Stiitzelemente.
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