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Wstep

Od wielu lat w o$rodkach badawczych na $wiecie i w Polsce trwaja inten-
sywne prace nad opracowaniem i wdrozeniem technologii zwigzanych z popar-
wa efektywno$ci wytwarzania energii elektrycznej i ciepta. Wdrozenie tych
technologii wplywa na poprawe sprawnosci pracy urzadzen energetycznych,
a tym samym na oszczgdnoS$ci zuzycia paliw, co z kolei prowadzi do zmniej-
szenia emisji zanieczyszczen do atmosfery.

Jednym z czynnikéw wptywajacych na poprawe sprawnosci jest podwyz-
szanie parametrow pary w elektrowniach konwencjonalnych, co wiaze si¢
z koniecznos$cig zastosowania nowoczesnych materialdéw zdolnych do pracy
w temperaturze przekraczajacej 700 °C i ci$nieniu ponad 35 MPa. Bloki pracu-
jace przy takich parametrach to bloki na parametry ultra-nadkrytyczne.

Normy emisyjne wymusity rozwo6j technologii wychwytu pylu weglowego,
instalacji odsiarczania spalin, ograniczenia emisji tlenkow azotu oraz samego
procesu spalania wegla. Aktualnie prowadzone sg badania nad technologiami
umozliwiajgcymi wychwyt i sktadowanie CO,, zwanymi technologiami CCS.

Zawarte w monografii rozdzialy zostaly opracowane przez spcecjalistow
z wyzszych uczelni, instytutéw badawczych i przedsiebiorstw z branzy energe-
tycznej. Tresci rozdziatlow poruszajg aktualne zagadnienia dotyczace zaawanso-
wanych technologii energetycznych, energetyki odnawialnej i jadrowej, mode-
lowania matematycznego w energetyce, optymalizacji maszyn i urzadzen ener-
getycznych oraz automatyki i diagnostyki procesow energetycznych.

Wroctaw, pazdziernik 2014 r. Kazimierz Wojs
Piotr Szulc






ANALIZA PROCESU SPALANIA
TLENOWEGO BIOMASY LESNEJ
I AGRO W CYRKULACYJNEJ
WARSTWIE FLUIDALNEJ

Monika Kosowska-Golachowska, Krzysztof Wolski, Lukasz Szpak,
Barttomiej Jez, Maciej Kurzawa

Politechnika Czgstochowska, Instytut Maszyn Cieplnych
al. Armii Krajowej 21, 42-201 Czgstochowa
e-mail: kosowska@imc.pcz.czest.pl, wolski@imec.pcz.czest.pl, l.szpak.pcz@gmail.com

W niniejszej pracy przedstawiono wyniki badan eksperymentalnych procesu spalania tleno-
wego biomasy les$nej oraz biomasy agro w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej. Badania prowadzo-
no na stanowisku laboratoryjnym o mocy 12 kW. Pomiary wykonano w temperaturze 850 °C
w atmosferze O,/CO, o koncentracji tlenu w zakresie 21+40% oraz dla pordwnania w powietrzu.
Do badan uzyto probek kulistych o $rednicy 10 mm z sosny zwyczajnej (biomasa le$na) oraz
z wierzby energetycznej (biomasa agro). Przeanalizowano rozklad temperatury na powierzchni
i wewnatrz probek, czas zaptonu, czas spalania cz¢sci lotnych oraz calkowity czas spalania bio-
masy w roznych atmosferach utleniajacych. Ponadto okreslono oddziatywanie koncentracji tlenu
w atmosferze utleniajacej na przebieg procesu spalania paliw biomasowych w CWF.

1. Wprowadzenie

Spalanie tlenowe paliw (oxy-fuel combustion) jest jedng z nowych techno-
logii, ktéra umozliwia jednoczesng produkcje energii elektrycznej oraz wy-
chwytywanie dwutlenku wegla. Technologia ta r6zni si¢ od konwencjonalnych
metod spalania tym, iz zamiast powietrza do komory paleniskowej doprowa-
dzany jest tlen o czystosci co najmniej 95% oraz recyrkulowane spaliny. Kon-
cepcja spalania tlenowego biomasy pozwolitaby w przysztosci osiagna¢ w zato-
zeniu ,,ujemng” emisj¢ dwutlenku wegla do atmosfery, co wynika z dwoch
czynnikéw - przepiséw UE (pakiet klimatyczno-energetyczny) [1] traktujacych
biomasg¢ jako paliwo zero-emisyjne oraz zasadniczej zalety technologii CCS —
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sekwestracji CO,. Glowne cele polityki energetycznej Polski zwigzane ze spa-

laniem biomasy to m.in. [2]:

e wzrost udzialu odnawialnych zrodel energii, w finalnym zuzyciu energii,
co najmniej do poziomu 15% w 2020 roku oraz dalszy wzrost tego wskaz-
nika w latach nastepnych,

e zmnigjszenie emisji CO,,

e ochrona lasow przed nadmiernym eksploatowaniem poprzez ograniczenie
dostepu do biomasy lesnej dla duzych instalacji systemowych,

e zrownowazone wykorzystanie obszarow rolniczych na cele OZE,

e zwigkszenie bezpieczenstwa energetycznego Polski, poprzez m.in. zwigk-
szenie dywersyfikacji energy mix.

Obecnie biomase¢ stosuje si¢ najczesciej do konwencjonalnego spalania
w kotlach z cyrkulacyjng warstwa fluidalng (CWF), ktore ze wzgledu na ela-
styczno$¢ paliwowa, znakomicie nadaja si¢ do spalania ré6znego rodzaju bioma-
sy, zarbwno w mniejszych jednostkach w elektrocieptowniach, jak i w energe-
tyce zawodowej. Od roku 2012 uruchomionych zostato kilka blokow dedyko-
wanych do spalania biomasy m.in. blok o mocy 55 MWe z kottem CWF w
PAK Konin oraz blok o mocy 50 MWe z kottem CWF w Elektrowni Jaworzno
II, jak réwniez najwickszy na $wiecie blok z kottem CWF spalajacy w 100%
biomas¢ o mocy 205 MWe w Elektrowni Potaniec.

Biomasa posiada wiele zalet, do ktorych zaliczy¢ mozna zerowy bilans emi-
sji dwutlenku wegla, uwalnianego podczas spalania biomasy, a takze nizsze niz
w przypadku paliw kopalnych emisje dwutlenku siarki, tlenkow azotu i tlenku
wegla. Gloéwng wadg biomasy jest stosunkowo mata gestosé, utrudniajgca jej
transport, magazynowanie i dozowanie do kotla, jak rowniez szeroki przedziat
wilgotnosci, utrudniajacy jej przygotowanie do wykorzystania w celach energe-
tycznych. Ponadto biomasa charakteryzuje si¢ nizszg wartoscia opalowa w po-
réwnaniu z paliwami kopalnymi [3]. Biomasa pochodzenia lesnego stanowi
obecnie gtdéwne paliwo biomasowe w Polsce [4,5]. Biorac pod uwagg, iz przepi-
sy naktadaja obowigzek spalania coraz wigkszej ilosci biomasy rolniczej (tzw.
agro), m.in. w celu ochrony laséw przed nadmiernym eksploatowaniem oraz
zbytem nadwyzek ptoddéw rolnych, w niniejszej pracy porownano proces kon-
wencjonalnego spalania biomasy agro i lesnej w cyrkulacyjnej warstwie flui-
dalnej oraz przeanalizowano proces spalania tlenowego.

Spalanie biomasy w mieszaninie O,/CO,, zamiast w powietrzu, powodowaé
bedzie zmiang warunkow spalania, co wynika z réznic we witasnosciach CO,
w stosunku do N, takich jak: wigksza ggsto$¢ 1 pojemnos¢ cieplna wilasciwa
dwutlenku wegla oraz mniejszy wspotczynnik dyfuzji tlenu w CO,. Alterna-
tywna atmosfera utleniajaca wptywac bedzie na czas i temperaturg zaptonu,
temperature powierzchni i §rodka ziarna, czas spalania czesci lotnych, jak row-
niez na catkowity czas spalania oraz emisj¢ zanieczyszczen.



Analiza procesu spalania tlenowego biomasy lesnej i agro... 11
2. Badania eksperymentalne

2.1. Stanowisko badawcze

Badania procesu spalania tlenowego paliw biomasowych przeprowadzono
na stanowisku laboratoryjnym o mocy 12 kW, przedstawionym na rysunku 1.
Stanowisko z cyrkulacyjng warstwa fluidalng sktadato si¢ z kolumny fluidyza-
cyjnej (1), cyklonu (2), rury opadowej (3) oraz uktadu nawrotu (4). Gtownym
elementem stanowiska byla plaska kolumna fluidyzacyjna (1) o wymiarach
680x75%35 mm.

g

17 Y

E
. !
10
= 18
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Rys. 1. Schemat stanowiska badawczego z cyrkulacyjng warstwa fluidalna do spalania tlenowego
paliw statych: 1-kolumna fluidyzacyjna, 2-cyklon, 3-rura opadowa, 4-uktad nawrotu, 5-ziarno
wegla, 6-izolacja, 7-rura spustowa, 8-nagrzewnica, 9-karta pomiarowa, 10-komputer, 11-uktad
pomiaru i regulacji temperatury, 12-butle z gazami technicznymi, 13-sprezarka, 14-reduktory

ci$nienia, 15-rotametry, 16-zawory regulacyjne, 17-mieszalnik gazéw, 18-analizator tlenu,
19-wyciag spalin, T1-T3-termopary Pt-Rh10-Pt

Przednia $§ciana kolumny wykonana zostata ze szkla kwarcowego, umozli-
wiajgcego wizualizacje procesu spalania biomasy. Kolumna obudowana zostata
segmentami grzatek, nastgpnie obtozona izolacjg termiczng (6) i ostong meta-
lowa. Czynnikiem fluidyzujacym bylo powietrze lub mieszanina O,/CO,, ktorej
predkos¢ wynosita 5 m/s. Powietrze doprowadzane byto ze sprezarki (13). Na-
tomiast tlen oraz dwutlenek wegla do tworzenia mieszanek gazowych dostar-
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czane byly z butli (12) poprzez reduktory cisnienia (14) do mieszalnika (17)
firmy WITTGAS. Do ciaglego monitorowania st¢zenia tlenu w mieszaninie
0,/CO, zastosowano analizator tlenu OXYBABY®™ (18). Pomiar strumienia
objetosci powietrza lub mieszaniny O,/CO, prowadzony byt przy uzyciu nieza-
leznych rotametrow laboratoryjnych (15). Przed komora spalania umieszczono
nagrzewnice gazow (8) w celu zapewnienia odpowiedniej temperatury w komo-
rze spalania. System regulacji temperatury (11) stanowil uktad oparty na czte-
rech mikroprocesorowych regulatorach firmy LUMEL, pracujacych niezaleznie
w komorze spalania i w nagrzewnicy. Pomiar temperatury w komorze spalania
dokonywany byt na trzech poziomach (T1-T3) za pomocg termopar Pt-Rh10-Pt,
natomiast w nagrzewnicy gazow za pomocg termopar NiCr-NiAl. Do wizuali-
zacji procesu spalania biomasy zastosowano kamer¢ cyfrowa z mozliwoscia
nagrywania filméw w jakosci HD.

2.2. Metodyka pomiarow

Po osiagnieciu przez warstwe fluidalng odpowiedniej temperatury 850°C
pojedynczg prébke biomasy wprowadzano do komory paleniskowej. Tempera-
ture¢ srodka i powierzchni probki biomasy mierzono termoparami PtRh10-Pt z
doktadnoscig do 2°C i rejestrowano w komputerze. Rownoczes$nie z pomiarem
temperatury probki, mierzono czas zaptonu, czas spalania czg¢$ci lotnych oraz
catkowity czas spalania paliwa.

Do badan uzyto sosny zwyczajnej (biomasa lesna) 1 wierzby energetycznej
(biomasa agro), ktorych analize techniczng i elementarng przedstawiono w tabe-
li 1. Mozna zauwazy¢, iz badane paliwa biomasowe charakteryzuja si¢ bardzo
wysoka zawartoscig czesci lotnych oraz niskg zawartos$cig popiotu. Wystepuje
w nich $Sladowa ilo$¢ siarki 1 azotu, w porownaniu do wegla, co niewatpliwie
ma korzystny wplyw na emisj¢ zanieczyszczen.

Badania eksperymentalne spalania pojedynczych ziaren paliw biomaso-
wych prowadzono w nastepujacych atmosferach utleniajgcych:

e  powietrze,

21% tlenu + 79% dwutlenku wegla,

30% tlenu + 70% dwutlenku wegla,

40% tlenu + 60% dwutlenku wegla.
Do badan uzyto probek sferycznych o $rednicy zastepczej 10 mm. Przyjety
sferyczny, modelowy ksztalt paliwa zapewnil poréwnywalno$¢ uzyskanych
rezultatow eksperymentow.
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Tabela 1. Analiza techniczna i elementarna paliw biomasowych

Parametr Wierzba energetyczna Sosna zwyczajna
ANALIZA TECHNICZNA (w stanie analitycznym)
Zawarto$¢ wilgoci catkowitej, W?, Y%owag. 6,9 7,0
Zawarto$¢ popiotu, A?, %wag. 1,4 0,6
Zawarto$¢ czesei lotnych, V¥, %wag. 76,3 76,8
Stata cze$¢ palna (obliczona), FC?, %wag. 15,4 15,6
Warto$¢ opatowa, Q;*, MJ/kg 16,82 17,63
ANALIZA ELEMENTARNA (w stanie suchym i bezpopiotowym)
Zawartosé pierwiastkowego wegla, C**,% 49,6 50,9
Zawarto$¢ siarki catkowitej, S,%, % 0,03 0,01
Zawarto$¢ wodoru, H*', % 6,0 5,8
Zawartosé azotu, N\, % 0,3 0
Zawarto$é tlenu (obliczona), 0%, % 44,07 4329
3. Wyniki badan

Celem niniejszej pracy byta analiza oddzialtywania atmosfery utleniajacej
na przebieg procesu spalania biomasy agro i lesnej w cyrkulacyjnej warstwie
fluidalnej. Zaréwno wierzba energetyczna jak i sosna zwyczajna, wprowadzona
do komory paleniskowej, przechodzita przez nastepujace etapy:

e  nagrzewanie i suszenie,
e  zaplon czgsci lotnych,
e spalanie czesci lotnych,
e  spalanie karbonizatu.

Na rysunkach 2 i 3 pokazano wizualizacje procesu spalania wierzby energe-
tycznej 1 sosny zwyczajnej w roznych atmosferach utleniajacych.

Mozna zauwazy¢, iz po wprowadzeniu probki biomasy do warstwy fluidal-
nej, bardzo szybko nastgpowat zapton czesci lotnych. Spalanie cz¢sci lotnych
charakteryzowato si¢ wyraznym, dtugim ptomieniem, co zwigzane bylo z bar-
dzo duzg zawarto$cig czesci lotnych zarowno w biomasie le$nej jak i biomasie
agro. Ponadto mozna zaobserwowac¢ rdznice w czasie trwania procesu spalania,
na ktore wptyw miala atmosfera utleniajgca. Wyzsza koncentracja tlenu powo-
dowata intensyfikacj¢ procesow chemicznych objawiajaca si¢ wigksza gwal-
townoscig oraz skroéceniem catkowitego czasu spalania.
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Rys. 2. Wizualizacja procesu spalania probek wierzby energetycznej w CWF w réznych
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Rys. 3. Wizualizacja procesu spalania probek sosny zwyczajnej w CWF w réznych
atmosferach:a) powietrze, b) 21%0,+79%CO,, ¢) 30%0,+70%CO,, d) 40%0,+60%CO,
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Tabela 2. Wyniki pomiaré6w podczas spalania biomasy w CWF w r6znych
atmosferach utleniajacych

Wierzba energetyczna Sosna zwyczajna

Atmosfera

max max max max
utleniajaca m T, Ty 2 T m T, T, 7, 7.

mg °C °C s s mg °C °C s s

powietrze
pomiar 1
powietrze —
pomiar 2
powietrze —
pomiar 3
powietrze
Srednia
21%0,+79%
CO, - 324 1048 996 26 | 116 262 1021 1010 30 | 92
pomiar |
21%0,+79%
CO, -1 335 1080 1020 29 | 118 243 1036 1004 27 | 84
\pomiar 2
21%0,+79%
CO, — | 345 1053 1013 31 125 256 1014 1003 28 | 88
\pomiar 3
21%0,+79
%CO, - 335 1060 1010 29 | 120 254 1024 1006 28 | 88
Srednia
30%0,+70%
CO, - 324 1234 1092 25 | 73 240 1220 1112 23 | 70
pomiar 1
30%0,+70%
CO, - 316 1286 1118 24 | 67 235 1218 1087 22 | 62
pomiar 2
30%0,+70%
CO, - 335 1252 1119 26 | 76 245 1224 1109 23 | 71
pomiar 3
30%0,+70
%CO, - 325 1257 1110 25 | 72 240 1221 1103 23 | 68
Srednia
40%0,1+60%
CO, - 325 1357 1230 22 | 60 238 1336 1192 20 | 46
pomiar 1
40%0,+60%
CO, - 329 1343 1202 23 | 67 244 1319 1257 21 | 47
pomiar 2
40%0,+60%
CO, - 326 1356 1209 22 | 60 236 1390 1214 21 | 45
pomiar 3
40%0,+60
%CO, - 327 1352 1214 22 | 62 239 1348 1221 21 | 46
Srednia

332 1140 1023 28 | 110 240 1060 1006 24 | 73

321 1094 1028 25 | 96 244 1069 1008 25 | 75

325 1115 1031 27 | 105 253 1058 1014 27 | 82

326 1116 1027 27 | 104 246 1062 1009 25 |77

gdzie: m — masa probki, 7" — maksymalna temperatura na powierzchni, 7,,”* — maksymalna
temperatura w $rodku, 7, — czas spalania czg$ci lotnych, 7. — catkowity czas spalania probki
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W tabeli 2 przedstawiono wyniki pomiardw ze spalania biomasy lesnej
iagro w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej w réznych atmosferach utleniaja-
cych. W tabeli nie uwzgledniono czasu zaptonu czesci lotnych, ktory wynosit
ponizej 1 sekundy dla obu paliw biomasowych podczas spalania we wszystkich
atmosferach utleniajacych. Mozna zauwazy¢, iz masa probek sosny zwyczajnej
byta o okoto 25% mniejsza niz wierzby energetyczne;j.

Na rysunku 4 poréwnano $rednie czasy spalania czg¢sci lotnych oraz catko-
witego spalania probek sosny zwyczajnej 1 wierzby energetycznej w réznych
atmosferach utleniajacych. Mozna zaobserwowac, iz czasy spalania czgsci lot-
nych dla biomasy le$nej i agro sg zblizone. Najdtuzej spalaty si¢ probki w mie-
szaninie 21%0,+79%CO,, co zwigzane bylo z wlasciwosciami CO, w porow-
naniu do N,. Utrzymanie koncentracji tlenu w mieszaninie O,/CO, na poziomie
21% (jak w powietrzu) spowalniato nagrzewanie ziarna i obnizato temperaturg
powierzchni i §rodka, co wynika z wigkszej pojemnosci cieplnej CO, w porow-
naniu do N, oraz nizszego wspoélczynnika dyfuzji tlenu w CO,. Wysokie steze-
nie dwutlenku wegla powodowato obnizenie temperatury ziarna na skutek reak-
cji endotermicznych, a co za tym idzie spadek szybkos$ci wypalenia karbonizatu.

Ze wzrostem stezenia tlenu w mieszaninie O,/CO, obserwowano nieznacz-
ne skrocenie czasu spalania czgséci lotnych oraz znaczne skrocenie catkowitego
czasu spalania probek. Podczas spalania obu paliw biomasowych w mieszaninie
40%0,+60%CO0O, catkowity czas spalania skracat si¢ o okoto 40% w poréwna-
niu do spalania w powietrzu.

a) czas spalania cze¢$ci lotnych b) catkowity czas spalania
sosna lwyczajna sosnarwyc:ajna
30 7 W wierzba energety\:ma u w:erzba energetyczna
25
20
a5 1 2 60 -
] 1.'3'
10
57
0
powietrze powietrze
Atmosferautleniajgca Atmosfera utleniajaca

Rys. 4. Poréwnanie $redniego czasu spalania czesci lotnych (a) i catkowitego czasu spalania
(b) dla probek sosny zwyczajnej 1 wierzby energetycznej

Na rysunku 5 i 6 pokazano przyktadowe przebiegi temperatur podczas spa-
lania wierzby energetycznej i sosny zwyczajnej w CWF w rdznych atmosferach
utleniajacych. Mozna zauwazy¢, iz podczas spalania 10-milimetrowych ziaren
biomasy wystepowato znaczne opoznienie w nagrzewaniu powierzchni i srodka
probek. Ziarno wprowadzone do komory paleniskowej bylo bardzo szybko na-
grzewane przez goracy material warstwy, nastgpowal zaplon i spalanie czesci
lotnych. Podczas spalania cz¢sci lotnych mozna byto zaobserwowa¢ maksymal-
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ng temperature na powierzchni probek, ktora dla wierzby energetycznej wynosi-
a $rednio 1116 °C podczas spalania w powietrzu oraz okoto 1352 °C podczas
spalania w mieszaninie 40%0,+60%CO,. Tak wysokie temperatury ziarna mo-
g3 powodowac topnienie popiotu i jego osadzanie na powierzchniach ogrzewal-
nych kotla. Dla wigkszosci paliw drzewnych temperatura topnienia popiotu
wynosi okoto 1100-1200 °C. Analizujgc temperatury podczas spalania konwen-
cjonalnego (tabela 2), mozna zaobserwowac, iz maksymalna temperatura na
powierzchni wierzby energetycznej byta o okoto 50 °C wyzsza niz w przypadku
sosny zwyczajnej. Kolejnym etapem byto spalanie karbonizatu, podczas ktorego
mozna bylo zaobserwowa¢ maksymalng temperature srodka probki. Maksymal-
na temperatura Srodka byla wyzsza o okoto 180 °C dla wierzby energetycznej
1210°C dla sosny =zwyczajnej podczas spalania w  mieszaninie
40%0,1+60%CO, niz w powietrzu. Po zakonczeniu procesu spalania, temperatu-
ra powierzchni i Srodka ziarna osiggaly temperaturg panujaca w komorze spala-
nia. Ponadto z wykreséw mozna odczyta¢ z duzg doktadnoscia catkowity czas
spalania probek.

a) powietrze b) 21% O, + 79% CO,

400 {1,
i "
i : L
200 - - Temperatura powierzchni paliwa 200 | Y Temperatura powierzchni paliwa
— Temperatura Srodka paliwa — Temperatura srodka paliwa
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Rys. 5. Przyktadowe przebiegi zmian temperatury powierzchni i §rodka wierzby energetycznej
podczas spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej w temperaturze 850 °C
w réznych atmosferach
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a) powietrze b) 21% O, + 79% CO,
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Rys. 6. Przyktadowe przebiegi zmian temperatury powierzchni i srodka sosny zwyczajnej
podczas spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej w temperaturze 850°C
w roznych atmosferach

4. Whnioski

Stwierdzono, iz catkowity czas spalania wierzby energetycznej w atmosfe-
rze powietrza byl dtuzszy o okoto 25% niz sosny zwyczajnej. Ponadto wy-
kazano, iz maksymalna temperatura na powierzchni wierzby energetycznej
podczas spalania konwencjonalnego byta o okoto 50 °C wyzsza niz w przy-
padku sosny zwyczajne;.

Spalanie paliw biomasowych w mieszaninie O,/CO, przy stezeniu tlenu
takim samym jak w powietrzu powodowalo wydluzenie czasu spalania czg-
Sci lotnych i catkowitego czasu spalania oraz obnizenie temperatury po-
wierzchni i $rodka, co zwigzane bylo z wyzsza pojemnoscia cieplng dwu-
tlenku wegla w porownaniu do azotu i nizszego wspolczynnika dyfuz;ji tle-
nuw CO,.

W pracy wykazano, iz atmosfera utleniajgca silnie wptywa na proces spala-
nia paliw biomasowych. Wzrost stgzenia tlenu w mieszaninie O,/CO, do
30% i 40% powodowal intensyfikacj¢ procesu spalania biomasy poprzez
wyzsze temperatury powierzchni i srodka probek oraz skrocenie catkowite-
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go czasu ich spalania. Podczas spalania obu paliw biomasowych w miesza-
ninie 40%0,+60%CO, catkowity czas spalania skracal si¢ o okoto 40%
w porownaniu do spalania w powietrzu.

4. Podczas spalania w mieszaninie 40%0,+60%CO, maksymalna temperatura
na powierzchni probek wynosita okoto 1350 °C dla wierzby energetycznej
oraz 1220 °C dla sosny zwyczajnej. Tak wysokie temperatury ziarna moga
powodowac topnienie popiotu i jego osadzanie na powierzchniach ogrze-
walnych kotfa.
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W pracy przeanalizowano proces spalania brykietow ze slomy pszenicznej oraz wierzby
energetycznej w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej. Do badan uzyto brykietow kulistych o $redni-
cy zastepczej 10 mm wykonanych z biomasy agro o uziarnieniu <100 ym, 100+200 pm,
200+400 um oraz 400630 um. Pojedyncze brykiety spalano w stanowisku badawczym o mocy
12 kW w temperaturze 850 °C. Poréwnano temperatury powierzchni i $rodka spalanych brykie-
tow, jak rowniez czasy zaptonu, spalania czgsci lotnych oraz catkowity czas spalania paliw.

1. Wprowadzenie

W ostatnich latach wzrasta znaczenie odnawialnych zrodet energii w ener-
getyce Swiatowej. Wplyw na sytuacj¢ ma gltéwnie polityka energetyczna panstw
Unii Europejskiej. Od dnia 23 kwietnia 2009 roku zaczeta obowigzywac¢ dyrek-
tywa Parlamentu Europejskiego i Rady 2009/28/WE, ktoérej celem jest zobowig-
zanie panstw cztonkowskich do ochrony $rodowiska naturalnego, a takze roz-
woju technologicznego z wykorzystaniem odnawialnych zrédet energii (OZE).
Pakiet klimatyczno-energetyczny naklada na Polske obowigzek m.in. osiagnie-
cia 15% energii z OZE w krajowej konsumpcji brutto do 2020 roku [1]. W na-
stepstwie dostosowania si¢ do unijnych dyrektyw powstat dokument ,,Krajowy
plan dzialania w zakresie energii ze zrodet odnawialnych” [2], ktdry opisuje
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strategie rozwoju polskiego rynku energetycznegow oparciu o OZE. Z racji
warunkow geograficznych, a takze odpowiednich zdolnosci produkcyjnych
i zasobow, w Polsce istotng role w przysztosci moze odegrac¢ biomasa. Przepisy
naktadaja obowigzek spalania okreslonej ilosci biomasy rolniczej, m.in. w celu
ochrony laséow przed nadmiernym eksploatowaniem oraz zbytem nadwyzek
ptodéw rolnych. Publikowane akty prawne dotyczace OZE, sktaniajg do zwigk-
szonego zainteresowania rynkiem paliw alternatywnych.

Przepisy UE okres$lajg biomase, jako produkty oraz pozostalosci roslinne
1 zwierzgee, pochodzace z rolnictwa, leSnictwa i zwigzanych z nimi dziatow
przemystu, ktore sg biodegradowalne. Do biomasy roslinnej mozemy zaliczy¢
glownie drewno odpadowe (biomasa lesna) oraz rosliny energetyczne i stome
(biomasa ro$linna, tzw. ,,agro”). Biomasa charakteryzuje si¢ nizsza niz paliwa
kopalne zawartos$cig siarki i popiotu. Dodatkowym atutem stosowania biomasy,
jako paliwa w energetyce, jest jej neutralny bilans dwutlenku wegla w atmosfe-
rze. Do wad biomasy nalezy zaliczy¢ wysoka i zmienng zawarto$¢ wilgoci (na-
wet do 60%), ktora obniza warto$¢ opatowa oraz malg ggstos¢, sprawiajaca
problemy techniczne podczas transportu, magazynowania i dostarczania do
kotta. Niesprzyjajaca cecha jest rowniez w wigkszosci jej sezonowa dostepnose.

W celu wyeliminowania niektérych wad biomasy, dokonuje si¢ jej uszla-
chetniania poprzez brykietowanie lub peletowanie. Paliwo wstepnie si¢ suszy,
mieli a nastgpnie prasuje otrzymujac produkt o wyzszej wartosci opatowe;,
wiekszej gestosci i zmniejszonej zawartosci wilgoci.

Spalanie paliw w kotlach z cyrkulacyjng warstwa fluidalng (CWF) wyr6z-
nia si¢ szeregiem zalet, do ktorych naleza m.in.: stosunkowo niska temperatura
spalania okoto 850°C, niska emisja NOy i SO,, wysoka sprawno$¢ oraz mozli-
wo$¢ spalania roznych paliw statych, w tym takze paliw odpadowych i biomasy
[3]. Paleniska CWF, ze wzgledu na elastyczno$¢ paliwowa, znakomicie nadajg
si¢ do spalania r6éznego rodzaju biomasy, zar6wno w mniejszych jednostkach
w elektrocieplowniach, jak i w duzych kottach w energetyce zawodowej. W
2012 roku uruchomiono blok o mocy 55 MWe z kottem CWF dedykowanym
do spalania biomasy w PAK Konin oraz blok o mocy 50 MWe z kottem CWF
w Elektrowni Jaworzno II, jak rowniez najwigkszy na $wiecie blok o mocy
205 MWe z kottem CWF spalajacym w 100% biomas¢ w Elektrowni Polaniec
[4]. Autorzy pracy [S5] przedstawili wstepne wyniki pomiarow emisji zanie-
czyszczen z kotta CWF w Elektrowni Polaniec, z ktorych wynika, iz spalanie
80% biomasy lesnej i 20% biomasy agro pozwala na spetnienie nastepujacych
limitow emisji zanieczyszczen: 150 mg/Nm3 dla NOx, 150 mg/Nm3 dla SO2,
50 mg/Nm3 dla CO oraz 20 mg/Nm3 dla pytu.

Ponadto w nowym prawie energetycznym planowane jest ograniczenie
wsparcia dla wspotspalania po 2017 roku, dlatego tez w ostatnich kilku latach
podjeto inwestycje w instalacje dedykowane do spalania 100% biomasy. We-
dlug danych zawartych w ,,Polityce Energetycznej Polski do 2030 roku” [6]
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w instalacjach dedykowanych do spalania biomasy w 2011 roku moc zainsta-
lowana wynosita 350 MW, a produkcja energii elektrycznej osiggneta wartos¢
6700 GWh. Natomiast wedlug danych Urzedu Regulacji Energetyki [7] do
czerwca 2014 roku moc zainstalowana wzrosta prawie trzykrotnie i wynosita
995 MW.

Przedstawione w literaturze wyniki wielu prac badawczych dotyczacych
brykietowania wykazuja jak istotng role w tym procesie odgrywaja czynniki
zwigzane z przygotowaniem materiatu do brykietowania. Do najwazniejszych
parametrow nalezg uziarnienie materialu, wilgotno$¢ oraz lepiszcze. Celem
niniejszej pracy byto okreslenie oddzialywania uziarnienia brykietow z biomasy
na proces ich spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalne;j.

2. Badania eksperymentalne

2.1. Stanowisko badawcze i metodyka pomiardéw

Badania procesu spalania brykietow z biomasy przeprowadzono na stano-
wisku laboratoryjnym o mocy 12 kW, przedstawionym na rysunku 1. Stanowi-
sko z cyrkulacyjna warstwa fluidalng sktadato si¢ z kolumny fluidyzacyjnej (1),
cyklonu (2), rury opadowej (3) oraz uktadu nawrotu (4). Glownym elementem
stanowiska byla ptaska kolumna fluidyzacyjna (1) o wymiarach
680%75%35 mm. Przednia $ciana kolumny wykonana zostata ze szkla kwarco-
wego, umozliwiajgcego wizualizacj¢ procesu spalania biomasy. Kolumna obu-
dowana zostala segmentami grzatek, nastgpnie obtozona izolacja termiczng (6)
i oslong metalowa. Czynnikiem fluidyzujacym bylo powietrze, ktorego pred-
kos$¢ wynosita 5 m/s. Powietrze doprowadzane bylo ze sprezarki (13). Pomiar
strumienia objetosci powietrza prowadzony byt przy uzyciu rotametru laborato-
ryjnego (15). Przed komora spalania umieszczono nagrzewnic¢ gazow (8)
w celu zapewnienia odpowiedniej temperatury w komorze spalania. System
regulacji temperatury (11) stanowit uktad oparty na czterech mikroprocesoro-
wych regulatorach firmy LUMEL, pracujacych niezaleznie w komorze spalania
1 w nagrzewnicy. Pomiar temperatury w komorze spalania dokonywany byt na
trzech poziomach (T1-T3) za pomoca termopar Pt-Rh10-Pt, natomiast w na-
grzewnicy gazéw za pomocg termopar NiCr-NiAl. Do wizualizacji procesu
spalania biomasy zastosowano kamer¢ cyfrowa z mozliwo$cig nagrywania fil-
mow w jakosci HD.

Po osiagnigciu przez warstwe fluidalng temperatury 850 °C pojedynczy
brykiet wprowadzano do komory paleniskowej. Temperatur¢ $rodka i po-
wierzchni probki brykietu mierzono termoparami PtRh10-Pt z doktadnos$cig do
2 °C i rejestrowano w komputerze. Ro6wnoczesnie z pomiarem temperatury
probki, mierzono czas zaptonu, czas spalania cz¢sci lotnych oraz catkowity czas
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spalania brykietu. W celu zapewnienia powtarzalno$ci wynikow wykonano
minimum pi¢¢ pomiaréw dla kazdego uziarnienia, z ktorych wybierano trzy.

17

Rys. 1. Schemat stanowiska z cyrkulacyjna warstwa fluidalng do spalania paliw statych
1-kolumna fluidyzacyjna, 2-cyklon, 3-rura opadowa, 4-uktad nawrotu, 5-ziarno wegla,
6-izolacja, 7-rura spustowa, 8-nagrzewnica, 9-karta pomiarowa, 10-komputer, 11-uktad
pomiaru i regulacji temperatury, 12-butle z gazami technicznymi, 13-sprezarka,
14-reduktory ci$nienia, 15-rotametry, 16-zawory regulacyjne, 17-mieszalnik gazow,
18-analizator tlenu, 19-wyciag spalin

2.2. Charakterystyka badanych paliw

Do badan eksperymentalnych procesu spalania uzyto brykietow o $rednicy
zastgpczej 10 mm utworzonych ze stomy pszenicznej oraz wierzby energetycz-
nej (Salix viminalis), ktoérych analizy zestawiono w tabeli 1.

Do okreslenia oddziatywania uziarnienia brykietéw z biomasy na proces ich
spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej wykonano brykiety z nastepuja-
cych frakcji: <100 pm, 100200 pm, 200+400 um, 400+630 pm. Zmielone
paliwo przesiewano przez sita laboratoryjne o okreslonej wielkosci oczek. Od-
powiednio przygotowang i przesiang biomase mieszano z lepiszczem oraz okre-
$long iloscig wody. Lepiszcze stanowila skrobia ziemniaczana o udziale maso-
wym 8%, ktory okreslono na podstawie wczesniejszych badan. Otrzymany pot-
produkt umieszczano w matrycy (rys.2) i przyciskano stemplem na prasie hy-
draulicznej. Produktem wyj$ciowym byly brykiety kuliste o $rednicy 10 mm
(rys.3). Nastepnie otrzymane brykiety poddawano procesowi kondycjonowania,
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przez okres 14 dni w warunkach naturalnych, w celu usunigcia wilgoci przemi-

jajace;.

Tabela 1. Analiza techniczna i elementarna biomasy

Parametr Slm.na Wierzba
pszeniczna energetyczna

ANALIZA TECHNICZNA (w stanie analitycznym)
Zawarto$¢ wilgoci catkowitej, W, %wag. 8,4 6,9
Zawarto$¢ popiotu, A?, Y%owag. 6,1 1,4
Zawarto$¢ czesci lotnych, V¥, %wag. 68,3 76,3
Stata cze$¢ palna (obliczona), FC?, %wag. 17,2 15,4
Warto$¢ opatowa, Q;, MJ/kg 15,57 16,82
ANALIZA ELEMENTARNA (w stanie suchym i bezpopiotlowym)
Zawarto$¢ pierwiastkowego wegla, C*™, % 50,2 49,6
Zawarto$¢ siarki catkowitej, S, % 0,08 0,03
Zawarto$¢ wodoru, H*, % 5,8 6,0
Zawarto$é azotu, N*, % 0,8 0,3
Zawarto$¢ tlenu (obliczona), 0% o, 43,12 44,07

2.3. Metodyka brykietowania

15

60

18

Rys. 2. Schemat konstrukcyjny jednostek
do formowania brykietow 1-stempel, 2-matryca,
3-przeciwstempel

d=10mm

Rys. 3. Ksztalt i $rednica brykietu
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3. Wyniki badan

Celem badan byto okreslenie oddzialywania uziarnienia brykietow ze stomy
pszenicznej oraz wierzby energetycznej na przebieg procesu spalania w cyrku-
lacyjnej warstwie fluidalne;j.

Na rysunku 4 pokazano charakterystyczne etapy podczas spalania brykietu
z biomasy agro, natomiast przykladowy przebieg temperatur na powierzchni
oraz w $rodku probki przedstawiono na rysunku 5. Po wprowadzeniu brykietu
biomasowego do komory paleniskowej, nastgpowato jego nagrzewanie i susze-
nie (a) oraz bardzo szybki zapton cz¢séci lotnych (b), co spowodowane byto
mala zawarto$cig wilgoci w biopaliwie oraz jego wysoka reaktywnoscig. Mozna
zaobserwowac, iz spalanie czeSci lotnych (c) charakteryzowato si¢ wyraznym
i dlugim plomieniem z powodu bardzo duzej zawartosci czgsci lotnych w bio-
masie. Ostatnim etapem byto spalanie karbonizatu (d), ktore trwato okoto 70%
catkowitego czasu spalania brykietu. Maksymalna temperatur¢ na powierzchni
brykietu obserwowano podczas spalania cze$ci lotnych, natomiast maksymalng
temperaturg w §rodku biopaliwa w trakcie spalania karbonizatu (rys.5). Po za-
konczeniu procesu spalania biopaliwa, temperatury wyréwnywaty si¢ do tempe-
ratury panujacej w komorze paleniskowe;.

Te same etapy mozna wyrozni¢ podczas spalania innych paliw statych,
w tym takze paliw kopalnych, jednakze czas trwania poszczegodlnych etapow
1ich intensywnos¢ zalezy m.in. od typu paliwa (zawarto$ci wilgoci, czesci lot-
nych, pierwiastkowego wegla, itd.), temperatury w komorze spalania, szybkosci
nagrzewania, masy probki oraz atmosfery utleniajace;j.

a) nagrzewanie b) zapton czg¢sci lot- ¢) spalanie czgsci d) spalanie karboni-
i suszenie nych lotnych zatu

Rys. 4. Etapy spalania brykietu z biomasy agro w CWF w temperaturze 850 °C
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Rys. 5. Przyktadowy przebieg temperatury na powierzchni i w srodku brykietu z biomasy agro
podczas spalania w CWF w temperaturze 850 °C (z oznaczonymi etapami z rys.4)

W tabeli 2 zestawiono zmierzone parametry podczas spalania brykietow,
wykonanych ze stomy pszenicznej i wierzby energetycznej o ré6znym uziarnie-
niu, w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej. W tabeli nie uwzgledniono czasu za-
ptonu czescei lotnych, ktory wynosit ponizej 1 sekundy dla wszystkich badanych
brykietow. Ponadto w niniejszej pracy nie analizowano temperatury zaptonu dla
biopaliw. Mozna zauwazy¢, iz ze wzrostem uziarnienia malata gestos¢ brykie-
tow. Wynosita ona $rednio 380 kg/m’ dla stomy pszenicznej oraz 510 kg/m’ dla
wierzby energetycznej dla uziarnienia ponizej 100 um oraz odpowiednio
270 kg/m’ i 340 kg/m’ dla uziarnienia 400630 pm.

Na rysunku 6 pokazano wptyw uziarnienia brykietow na usredniony czas
spalania czesci lotnych i catkowity czas spalania biopaliwa. Mozna zauwazyc,
iz ze wzrostem uziarnienia skracal si¢ czas spalania czg¢$ci lotnych oraz catko-
wity czas spalania brykietow. Najdtuzej spalaty si¢ brykiety wykonane z frakcji
ponizej 100 um. Natomiast catkowity czas spalania brykietow wykonanych
z frakcji 400+630 um byt o okoto 40% krotszy w przypadku obu biopaliw. Po-

nadto mozna zaobserwowac, iz brykiety z wierzby energetycznej spalaly si¢
okoto 20-30% dhuzej w poréwnaniu do brykietow ze stomy pszeniczne;j.
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Tabela 2. Wyniki pomiar6w podczas spalania brykietow z biomasy o r6znym uziarnieniu w CWF

Sloma pszeniczna Wierzba energetyczna

Uziarnienie P T, T,m T, T Do T, T, max z, 7

kg/m’ °C °C s s | kg/m?® °C °C s s
<109 Hm = 383 1064 1055 | 22 | 76 508 1186 989 28 98
pomiar 1
<IOQ Hm = 385 1078 1035 | 23 | 80 512 1151 983 29 102
pomiar 2
<IOQ Hm = 373 1056 1039 | 20 | 75 510 1191 993 28 97
pomiar 3
,<100 pm B 380 1066 1043 | 22 | 77 510 1176 988 28 99
Srednia
100%.200 Hm = 344 1077 1038 | 21 | 66 452 1178 989 26 92
pomiar 1
100200 um =1 305 | 1087 | 1052 | 20 | 70 | 443 | 1146 | 982 | 25 87
pomiar 2
100+.200 pm = 335 1053 1046 | 20 | 65 456 1174 991 27 94
pomiar 3
}00+2.00 pm-= 340 1070 1045 | 20 | 67 450 1166 987 26 91
Srednia
200%.400 Hm = 324 1061 1056 16 | 59 412 1136 965 24 87
pomiar 1
200%.400 pm = 332 1050 1047 17 | 64 411 1123 966 20 80
pomiar 2
200+.400 pm = 335 1068 1034 | 19 | 61 408 1181 980 22 76
pomiar 3
200400 pm 330 | 1060 | 1046 | 17 | 61 | 410 | 1147 | 970 | 22 81
Srednia
400%.630 pm = 272 1026 1021 14 | 47 340 1088 977 19 62
pomiar 1
400%.630 pm = 264 1017 1039 11 | 39 344 1121 980 19 71
pomiar 2
4005630 um =" 573 | 1038 | 1013 | 15 | 49 | 336 | 1108 | 973 | 17 55
pomiar 3
400630 pm — 270 | 1027 | 1024 | 13 | 45 | 340 | 1106 | 977 | 18 63
Srednia

gdzie:  p, — gestos$¢ brykietu, 7, — maksymalna temperatura na powierzchni, 7,,"** — maksy-
malna temperatura w $rodku, 7, — czas spalania czesci lotnych, 7. — catkowity czas spalania bry-
kietu

Na rysunkach 7 i 8 pokazano oddzialywanie uziarnienia materiatu wejscio-
wego biomasy na przebiegi zmian temperatury powierzchni i w srodku brykie-
tow ze stomy pszenicznej oraz wierzby energetycznej. Po wprowadzeniu bry-
kietu biomasowego do komory paleniskowej obserwowano gwattowny wzrost
temperatury na powierzchni oraz wolniejsze nagrzewanie $rodka biopaliwa.
Powierzchnia brykietu osiggala temperaturg 850 °C zaledwie po kilku sekun-
dach, natomiast §rodek brykietu dopiero po okoto 20-30 s, czyli po zakonczeniu
spalania cze¢sci lotnych.
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Rys. 6. Wplyw uziarnienia brykietow ze stomy pszenicznej (a) i wierzby energetyczne;j
(b) na sredni czas spalania czgsci lotnych i catkowity czas spalania brykietow w CWF
w temperaturze 850 °C

b) 100+200 pm

a) <100 um
1200 1200
1000 1000
:
' '
o801 1 o B0
: - i
g | g 1
Se00{ | <6001 .
B ' : |
g ' a '
5 ] § '
= 400 { | = 400 {
' '
' '
= . =
5 — Temperatura $rodka H — Temperalura érodka
J
0 0
0 10 2 30 4 S0 60 70 8 % 100 10 0 10 20 30 4 S0 60 70 8 8 10 10
Czas, s Czas, s
¢) 200+400 pm d) 400630 um
1200 1200
1000 1000
'
I
800 800
g o0 o
§oel | g
'
600 ® 600
g g
a 0
§ ol 3
=400 1/ = 400
'
'
200 : - - Temperatura powierzchni 200 - - Temperatura powierzchni
) —Temperalura srodka — Temperatura $rodka
0 0
110 0 10 20 3 4 50 6 70 B0 90 100

110

10 20 30 40 50 o 7w 80 20 100
Czas, s

Czas, s

Rys. 7. Wplyw uziarnienia brykietow z stomy pszenicznej wierzby energetycznej na przebieg
zmian temperatury powierzchni i srodka paliwa podczas spalania w cyrkulacyjnej warstwie
fluidalnej w temperaturze 850 °C
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Wyjatek stanowily brykiety utworzone ze stomy pszenicznej o uziarnieniu
400+630 pm (rys.7d), co prawdopodobnie spowodowane bylo wicksza porowa-
toscig i szybszym wnikaniem ciepta do wngtrza brykietu. Zaobserwowano po-
nadto, ze po wypaleniu czgsci lotnych temperatura w $rodku brykietu przewyz-
szata temperature powierzchni. Jednakze mozna zauwazy¢ roznice w przypadku
spalania karbonizatu stomy pszenicznej i wierzby energetyczne;j.

a) <100 pm

b) 100200 um
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Rys. 8. Wplyw uziarnienia brykietow z wierzby energetycznej na przebieg zmian temperatury
powierzchni i §rodka paliwa podczas spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej
w temperaturze 850 °C

Réznice te sa prawdopodobnie zwigzane z wigksza zawartos$cig popiotu
w stomie pszenicznej (okoto 6%) i tworzeniem si¢ warstwy popiotu na po-
wierzchni brykietu. Natomiast brykiety z wierzby energetycznej, ze wzgledu na
znikoma zawartos¢ popiotu (1,4%), spalaty sie w catej objetosci. Analizujac
przebiegi temperatur pokazanych na rysunkach, mozna byto zauwazyé wyzsze
temperatury powierzchni podczas spalania czesci lotnych w przypadku brykie-
tow z wierzby energetycznej, co zwiazane byto z wyzsza reaktywnos$cia tego
paliwa. Maksymalna temperatura powierzchni brykietu z wierzby energetycznej
wynosita 1191 °C oraz 1087 °C dla brykietu ze stomy pszenicznej. Natomiast
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podczas spalania karbonizatu obserwowano wyzsza maksymalng temperature
srodka dla brykietéw ze stomy pszenicznej, ktéra wynosita 1055 °C oraz 993 °C
dla wierzby energetyczne;j.

4. Podsumowanie

Z przeprowadzonych badan wynika, iz uziarnienie brykietow odgrywa
istotng role w procesie spalania w cyrkulacyjnej warstwie fluidalnej. W pracy
wykazano, iz ze wzrostem uziarnienia brykietow skracat si¢ czas spalania czesci
lotnych oraz catkowity czas spalania probek. Najdiuzej spalaty si¢ brykiety
wykonane z frakcji ponizej 100 um. Natomiast calkowity czas spalania brykie-
tow wykonanych z frakcji 400630 um byt o okoto 40% krotszy w przypadku
obu biopaliw. Ponadto stwierdzono, iz brykiety z wierzby energetycznej spalaty
si¢ okoto 20-30% dtuzej w porownaniu do brykietow ze stomy pszenicznej.
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W niniejszej pracy przedstawiono laboratoryjna metode brykietowania biomasy oraz przea-
nalizowano wybrane wlasciwosci fizyko-chemiczne brykietow ze stomy pszenicznej i wierzby
energetycznej. Do wytwarzania brykietdow z biomasy zastosowano specjalnie skonstruowana
matryce¢ ze stemplem oraz pras¢ hydrauliczng. Wilgotno$¢ biomasy w stanie $wiezym wynosita
od 20% dla stomy pszenicznej do 35% dla wierzby energetycznej, natomiast w stanie powietrzno-
suchym okoto 7-9%. Srednia warto$é¢ opatowa dla badanych paliw biomasowych wahata sie
w przedziale od 15,6 MJ/kg do 16,8 MJ/kg. Gestos¢ w stanie zsypnym wynosita 140-200 kg/m®
dla stomy pszenicznej oraz 190-320 kg/m’® dla wierzby energetycznej w zaleznosci od sktadu
ziarnowego. Natomiast gestosé brykietow wyniosta 380 kg/m’ dla stomy pszenicznej oraz
510 kg/m’ dla wierzby energetyczne;.

1. Wprowadzenie

Rozwoj energetyki prezentowany przez Uni¢ Europejska promuje tzw. ,,zie-
long energi¢”, czyli zastgpowanie paliw kopalnych energiag ze zrodet odnawial-
nych (OZE), do ktorych zaliczamy takze biomas¢. Oprocz aspektow $rodowi-
skowych, takich jak zerowa emisja CO, za stosowaniem biomasy przemawiajg
takze czynniki gospodarcze i ekonomiczne [1]. Kraje UE zobowigzane sg do
zwigkszania udziatu zuzycia energii pochodzacej z OZE, wynikajacych z posta-
nowien zawartych w europejskim pakiecie klimatyczno-energetycznym (Dyrek-
tywa 2009/28/WE) [2].

Warunki klimatyczne naszego kraju sprawiaja, ze potencjalnie najwickszym
zroédlem energii odnawialnej jest biomasa [3]. Biomas¢ mozna podzieli¢, ze



34 Monika Kosowska-Golachowska et al.

wzgledu na jej pochodzenie, na le$na i rolniczg (agro). Do biomasy agro kwali-
fikuje si¢ rosliny pochodzace z upraw energetycznych, a takze pozostalosci
z produkcji rolnej oraz przemystu przetwarzajacego jej produkty [4]. Z racji
ograniczonych mozliwos$ci wzrostu laséw oraz limitow naktadanych na spalanie
biomasy lesnej, pozyskiwanie surowca z produkcji rolniczej bedzie miato coraz
wicksze znaczenie [5]. Dlatego kluczowym wytworcg i dostawcg biomasy na
cele energetyczne powinno by¢ rolnictwo. Biomas¢ agro mozna pozyskiwaé
z r6znorodnych upraw (typowe rosliny rolnicze jak zboza, rzepak, kukurydza,
stonecznik) oraz kultywacji ro§lin energetycznych (rosliny i krzewy wieloletnie:
wierzba, miskant, Sslazowiec). Rosliny energetyczne sa to gatunki charakteryzu-
jace si¢ szybkim wzrostem, wysoka odpornoscia na trudne warunki klimatyczne
oraz odpowiednim wskaznikiem warto$ci opatowej. Do ich uprawy zwykle
nadajg si¢ malo urodzajne oraz skazone gleby. Kultywacja ro$lin energetycz-
nych moze zatem dostarczy¢ znacznych ilosci biomasy do celow energetycz-
nych. Wartosciowym surowcem energetycznym jest takze stoma, ktorej nad-
wyzki moga by¢ stosowane jako paliwo. Jako stome, okresla si¢ dojrzate lub
wysuszone zdzbla zboz, roslin straczkowych, Inu i1 rzepaku [6]. Stosowanie
stomy w charakterze opalu stanowi znacznie lepsze rozwigzanie dla srodowiska,
niz spalanie jej na polach [5].

Sktad pierwiastkowy biomasy jest identyczny jak paliw kopalnych, jednak
ich udziat procentowy jest odmienny. Dodatkowo w obrebie jednego gatunku
biomasy moga wystepowac istotne réznice, na co wptyw maja m.in. rodzaj gle-
by i warunki pogodowe determinujgce metabolizm danej rosliny, co w nastgp-
stwie przyczynia si¢ do niestalych wlasciwosci energetycznych. Roznorodny
sktad fizykochemiczny utrudnia przebieg procesu spalania, co ma znaczenie
takze przy projektowaniu palenisk i instalacji do spalania biomasy. Ponadto
biomasa zawiera wysoka i zmienng zawarto$¢ wilgoci, ktéora wptywa wyraznie
na stabilnos¢ i szybko$¢ reakcji spalania. Wilgo¢ jest to istotny parametr wa-
runkujacy nie tylko jakos$¢ procesu spalania, ale réwniez majacy istotny wpltyw
m.in. na zwigkszenie kosztow transportu. Z badan opisanych w [7] wynika, ze
na zawarto$¢ wilgoci ma takze wplyw termin pozyskiwania biomasy. Problem
stanowi rowniez zawarto$¢ chloru w biomasie, ktory podczas spalania w wyso-
kich temperaturach jest determinantg niebezpiecznych dla zycia trucizn, tj.
dioksyn [11].

Do celow energetycznych wykorzystuje si¢ biomase w formie paliwa state-
go. Surowiec mozna spala¢ w catosci, albo przetwarzajac go wczesniej w okre-
$lony produkt — pelet lub brykiet. Gtéwnym celem brykietowania biomasy jest
zmniejszenie obj¢tosci magazynowanego i transportowanego paliwa, obnizenie
wilgotnosci, a co za tym idzie zwickszenie wartosci opatowej. Podczas brykie-
townia rozdrobniony materiat ro§linny, pod dziataniem sit zewng¢trznych i we-
wnetrznych, ulega zagegszczeniu, a otrzymany wyrob uzyskuje ustalony ksztatt
i rozmiary. Brykiety mozna wytwarza¢ bez zadnych dodatkow lub stosujac
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substancje wigzace. Lepiszcze powoduje nie tylko tatwiejsze taczenie drobno-
ziarnistej struktury surowca w jedna calo$¢, ale rowniez wptywa na poprawe
wlasciwosci mechanicznych. Na ogo6t jako lepiszcze stosuje si¢ skrobie, cukier,
lug sodowy, gips, wapno, szkto wodne itp. [8]. Jako wadg brykietow, oprocz
dodatkowych kosztow produkcji, wyszczegodlnia si¢ podatno$¢ na zmiany wil-
gotnosci. Nieodpowiednie przechowywanie moze by¢ przyczyng ich rozpadu
[9].

Od poczatku 2014 roku na gietdzie biomasy i biopaliw ceny ksztaltowaly
si¢ nastepujaco: pelety ze stomy 400-700 zt za tone, brykiety ze stomy 320-450
7t za tone.

Wedlug najnowszych danych Instytutu Energii Odnawialnej (IEO) [10],
w 2013 roku sprzedaz kottow na biomas¢ w Polsce, wyniosta ponad 16 tys.
sztuk, co przektada si¢ na przeszto 600 MW sprzedanej mocy urzadzen grzew-
czych wykorzystujacych biomase i biopaliwa statle - dwukrotnie wigcej niz
w roku 2012.

W niniejszej pracy przedstawiono krétki przeglad dostgpnych na rynku
technologii brykietowania biomasy agro oraz zaprezentowano laboratoryjng
metodyke brykietowania biomasy, jak rowniez wyniki badan w zakresie okre-
slenia wtasciwosci fizykochemicznych otrzymanych brykietow ze stomy psze-
nicznej oraz wierzby energetyczne;.

2. Przeglad technologii brykietowania

Rozwijajacy si¢ rynek biomasy oferuje szereg dostepnych maszyn stuzg-
cych do przetwarzania surowca agro w brykiety. Funkcjonuja cate linie techno-
logiczne, w ktérych poczawszy od rozdrabniania frakcji grubej, poprzez prze-
siewanie, otrzymuje si¢ potprodukt przydatny do brykietowania.

Poczatkowym etapem produkcji brykietow jest rozdrabnianie wstepne, kto-
re umozliwia uzyskanie mniejszych frakcji. Podstawowy podzial pozwala wy-
r6zni¢ rgbaki do uzytku domowego i przemystowego, wsrod ktorych wyodreb-
ni¢ mozna maszyny samojezdne, do zabudowy oraz maszyny z wlasnym napg-
dem na podwoziu kotowym. Produktem wyjsciowym z rebakow sg zrebki, czyli
mate kawatki pozyskane z rodzimego materialu [12]. Zwazywszy na nieopta-
calno$¢ transportowania surowca, wskazane jest rozdrabnianie mozliwie blisko
lokalizacji pozyskiwania. Celowe zastosowanie maja wigc maszyny mobilne.
Zregbki nie sg odpowiednim materiatem do brykietowania z racji niedostatecz-
nego rozdrobnienia. Do dalszej obrobki uzywa si¢ rozdrabniarek lub milynow,
z ktorych produkt koncowy jest odpowiedni jako wsad do brykieciarek [12].
Wilasciwie przygotowana biomase poddaje si¢ procesowi brykietowania. Wy-
roznia si¢ brykieciarki: hydrauliczne, ttokowe, $limakowe, stemplowe i walco-
we (tabela 1). Urzadzenia pod wpltywem dziatania zewnetrznych sit nacisku
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i wysokiej temperatury, wywotanej tarciem, powoduja powstawanie w materiale
wewnetrznych wigzan migdzyczasteczkowych [13].

Tabela 1. Porownanie i wybrane wtasciwosci dostgpnych na rynku brykieciarek [13]

Brykieciarki Wiasciwosci

wydajnos¢ 150-2500 kg/h,
e  wyjsciowy materiat tatwo ulega kruszeniu
i rozwarstwieniu podczas transportu

Ttokowa
(mimo$rodowa)

e wydajno$¢ do 300 kg/h,

e  Dbrykiety o najrézniejszych przekrojach,

duze sily tarcia i temperatura pracy wymagaja stoso-
wania bardziej wytrzymatych materialow

Slimakowa

wydajnosé¢ ok. 300 kg/h,

wzglednie mala masa,

niskie koszty zakupu i eksploatacji,

niska wydajno$¢ oraz duza energochtonnosc,
stosowane w zaktadach bez koniecznosci cigglego
przetwarzania odpadow

Stemplowa

wydajnos¢ do 12000 kg/h,
wysokie ci$nienie prasowania,
duza wydajnos¢ i sprawnosc,
niewielkie koszty eksploatacji

Walcowa

Na rysunku 1 pokazano przyktadowsa lini¢ technologiczng do produkcji
brykietéw z biomasy, jak réwniez biomasy z weglem, z dodatkiem melasy jako
lepiszcza [13].

Rozdrobniona biomasa trafia do kosza zasypowego mieszalnika §limako-
wego (5). Nastgpnie po wymieszaniu, mieszanka dostaje si¢ do suszarki bgbno-
wej (6), skad przenosnikiem (7) dostarczana jest do brykieciarki (8). Gotowe
brykiety po wyselekcjonowaniu na ruszcie separatora (9) trafiaja kolejnym
przeno$nikiem tasmowym (11) do kontenera sktadowego (12). Etap suszenia
mozna przeprowadza¢ takze w warunkach naturalnych. Sposéb ten jest tani,
jednak mato wydajny. W celu usprawnienia tego procesu wykorzystywane sg
suszarki (komorowe, zbiornikowe, prézniowe, fluidalne, mikrofalowe i bebno-
we). Do najprostszych suszarek pod wzgledem konstrukcyjnym zalicza si¢ su-
szarki komorowe, ktore umozliwiajg uzyskanie koncowej wilgotnosci brykie-
tow na poziomie 8%. W przypadku wydajnych linii produkcyjnych wykorzy-
stywane sg suszarki bebnowe.

Nalezy takze wzia¢ pod uwagg, ze wlasciwosci otrzymanych brykietow za-
lezg nie tylko od parametréw pracy urzadzen, ale rowniez od cech fizycznych
i chemicznych materialow wejsciowych [3].
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biomasa

3
2 \A@fiel : melasa
Il ,

Rys. 1. Schemat linii technologicznej do produkcji brykietow [13]
1-mtynek nozowy, 2-prasa filtracyjna, 3-mtynek udarowy, 4-zbiornik melasy, 5-mieszalnik $li-
makowy, 6-suszarka bebnowa, 7-przeno$nik kubetkowy, 8-brykieciarka walcowa, 9-separator,
10-przenosnik kubetkowy do zawrotu odsiewu, 11-przenosnik tasmowy do odbioru brykietow,
12-kontener na brykiety

3. Opis laboratoryjnej metodyki brykietowania

Na rysunku 2 pokazano schemat laboratoryjnej metodyki brykietowania.
Pierwszym etapem bylo rozdrabnianie wstepne, ktore polegato na pocigciu
biomasy na mniejsze kawatki. Nastepnie biomase¢ mielono w miynku laborato-
ryjnym w celu uzyskania drobnoziarnistych frakcji. Zmielone paliwo przesie-
wano przez sita laboratoryjne o okre§lonej wielkosci oczek. Z kolei wigksze
frakcje ponownie poddawano mieleniu. Odpowiednio przygotowang i przesiang
porcje biomasy mieszano z substancja wigzaca (lepiszczem) oraz okreslong
iloscig wody. Lepiszcze stanowita skrobia ziemniaczana, o zawartosci 8% skta-
du masowego, ktora poprawiata wlasnosci wytrzymatosciowe brykietow.

Kolejnym etapem bylo brykietowanie mieszanki w laboratoryjnej prasie
hydraulicznej. Na rysunku 3 pokazano schemat konstrukcyjny jednostek do
formowania brykietow. Potprodukt umieszczano w matrycy (3) i przyciskano
stemplem (1) na prasie hydraulicznej. Matryca umozliwia uzyskanie brykietow
kulistych o $rednicy 10 mm (rys. 4). Istnieje jednak mozliwo§¢ wymiany ele-
mentoéw formujacych w celu uzyskania brykietow o réznych ksztaltach i wy-
miarach. Nacisk potrzebny do wytworzenia konkretnego brykietu okresla sig
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eksperymentalnie. Ostatni etap stanowilo kondycjonowanie brykietow w celu
usunigcia wilgoci przemijajace;.

v |
Rozdrabnianie : :
—>m—>-|

Lm—) Brykietowanie [y 2

Rys. 2. Schemat laboratoryjnej metodyki brykietowania

W celu okreslenia oddziatywania sktadu ziarnowego materialu sypkiego na
wlasciwosci fizyczne otrzymanych brykietow wykonano brykiety z nastepuja-
cych frakcji: <100 um, 100200 pm, 200400 pm oraz 400+630 um.

15

E - % 4= tomm

Rys. 3. Schemat konstrukcyjny jednostek do formo- Rys. 4. Ksztalt i $rednica brykietu
wania brykietow 1-stempel, 2-matryca,
3-przeciwstempel
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4. Wyniki badan

Celem badan byta analiza wilasciwo$ci fizyko-chemicznych brykietow z
biomasy agro. Wyznaczono takie parametry jak warto$¢ opalowa, zawartosé
wilgoci, zawarto$¢ czesci lotnych, zawarto$¢ popiotu, sktad chemiczny, gestos¢
biomasy w stanie zsypnym oraz gestos¢ brykietow. Ponadto okreslono oddzia-
lywanie sktadu ziarnowego materiatu sypkiego oraz czasu kondycjonowania na
gestose brykietow.

4.1. Whasciwosci fizyko-chemiczne paliw biomasowych

Do badan wlasciwosci fizyko-chemicznych biomasy agro uzyto stomy
pszenicznej oraz wierzby energetycznej (Salix viminalis). W tabeli 2 przedsta-
wiono wyniki analizy technicznej badanych paliw biomasowych w stanie po-
wietrzno-suchym (analitycznym) oraz analizy elementarnej przeliczonej na stan
suchy i bezpopiotowy.

Tabela 2. Analiza techniczna i elementarna paliw biomasowych

Parametr | Stoma pszeniczna Wierzba energetyczna
ANALIZA TECHNICZNA (w stanie analitycznym)

Zawarto$¢ wilgoci catkowitej, W?, %wag. 8,4 6,9
Zawarto$¢ popiotu, A%, Yowag. 6,1 1,4
Zawartos¢ cze$ci lotnych, V?, %wag. 68,3 76,3
Stata cze$¢ palna (obliczona), FC?, %wag. 17,2 15,4
Warto$¢ opatowa, Q;*, MJ/kg 15,57 16,82
ANALIZA ELEMENTARNA (w stanie suchym i bezpopiotowym)

Zawartos¢ pierwiastkowego wegla, Cc™ o, 50,2 49,6
Zawartos¢ siarki catkowitej, S, % 0,08 0,03
Zawarto$é wodoru, H™, % 5.8 6,0
Zawarto$é azotu, N*., % 0,8 0,3
Zawarto$¢ tlenu (obliczona), O%l oy 43,12 44,07

Mozna zauwazy¢, iz badane paliwa biomasowe charakteryzujg si¢ znacznie
wyzszg zawartoscig czesci lotnych i nizszg warto$cia opalowa w poréwnaniu z
paliwami kopalnymi. Warto$¢ opatowa wynosita 15,6 Ml/kg dla stomy psze-
nicznej oraz 16,8 MJ/kg dla wierzby energetycznej. Dla poréwnania, warto$¢
opatowa zrgbkoéw wierzby o 30% wilgotnos$ci wynosi okoto 12 MJ/kg. Ponadto
wierzba energetyczna wyroznia si¢ bardzo niskg zawartoscig popiotu. Poza tym
w badanej biomasie agro wystepuje sladowa ilos¢ siarki oraz nizsza, w porow-
naniu do wegla, zawarto$¢ azotu, co wptywa na nizsze emisje zanieczyszczen z
procesu spalania.
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Dodatkowo dla badanych paliw biomasowych wykonano analiz¢ EDX
(Energy Dispersive X-ray Spectroscopy) na analizatorze EDS, ktéry byt ele-
mentem sktadowym elektronowego mikroskopu skaningowego JEOL JSM
6610 LV. Analiza pozwolita na identyfikacje powierzchniowg pierwiastkow
chemicznych wchodzacych w sktad paliwa biomasowego (tabela 3). Porownu-
jac otrzymane dane z analiza elementarng paliw (tabela 2), mozna zauwazy¢
dos¢ duzg zgodno$¢ w przypadku pierwiastka wegla oraz tlenu. Dodatkowo
mozna zidentyfikowaé¢ pierwiastki wchodzace w sklad substancji mineralne;.
Analiza EDX pozwala na identyfikacj¢ pierwiastkow o liczbie atomowej wick-
szej od 3 dlatego tez w sktadzie pierwiastkowym paliw nie ma wodoru.

Tabela 3. Sktad pierwiastkowy powierzchni paliw biomasowych wyznaczony metoda EDS

Biomasa Zawarto$¢ pierwiastka, %owag.

C o N S Si Mg Ca
Stoma pszeniczna 52,66 42,94 243 0,14 1,65 0,18 0
Wierzba energetyczna | 53,54 45,26 1,15 0 0 0 0,05

4.2. Whasciwosci fizyczne brykietow

W pierwszym etapie badan wyznaczono gesto$¢ w stanie zsypnym (masg
usypowa, czyli mase¢ jednostkowej objetosci materialu w stanie swobodnie usy-
panym) slomy pszenicznej i wierzby energetycznej. Dla paliw o uziarnieniu
ponizej 100 pm, gesto$¢ w stanie zsypnym wynosita 200 kg/m’® dla stomy psze-
nicznej i 320 kg/m’ dla wierzby energetycznej. Wplyw uziarnienia materiatu
sypkiego na ggsto$¢ w stanie zsypnym dla paliw biomasowych pokazano na
rysunku 5.

a) stoma pszeniczna b) wierzba energetyczna
600 600
W gestos¢ w stanie zsypnym W gestos¢ w stanie zsypnym
W gestos¢ brykietu W gestosé brykietu
500 A 500

Gestosé, kg/m?
Gestosé, kg/m?

<100 100-200 200-400 400-630 <100 100-200 200-400 400-630
Uziarnienie, pm Uziarnienie, um

Rys. 5. Wplyw uziarnienia materiatu sypkiego na gesto$¢ brykietow
ze stomy pszenicznej (a) 1 wierzby energetycznej (b)
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Mozna zauwazy¢, iz ze wzrostem uziarnienia materiatu sypkiego maleje je-
go gestos¢ w stanie zsypnym. Dla biomasy o uziarnieniu 400-630 pum, gestos¢
w stanie zsypnym obnizyta sic o 30% dla stomy pszenicznej (do 140 kg/m’)
oraz o okoto 40% dla wierzby energetycznej (do 190 kg/m®). Nastepnie z prze-
analizowanego materialu sypkiego, o réznym uziarnieniu, wykonano seri¢ bry-
kietow (rys.6), ktore kondycjonowano przez okres 14 dni w warunkach natural-
nych.

a) <100 um

e

b) 100200 pm ¢) 200400 pm d) 400+630 um

sfoma

wierzba

Rys. 6. Brykiety o $rednicy 10 mm wykonane ze stomy pszenicznej oraz wierzby energetycznej o
réznym uziarnieniu materialu wejsciowego

W pierwszej dobie kondycjonowania zaobserwowano najwigkszy spadek
masy brykietow, co spowodowane bylo odparowaniem wody dodawanej
w trakcie brykietowania. Kondycjonowanie brykietow przez 48 godzin powo-
dowato dalszy spadek gestosci o okoto 3-6%. Stwierdzono, ze po okoto 72 go-
dzinach nie wystepuje juz istotna zmiana masy paliwa w jednostce objgtosci.
Dhuzsze kondycjonowanie brykietow, przez 7 i 14 dni, nie powodowato juz
zmian masy brykietow zarowno z wierzby energetycznej jak i stomy pszenicz-
nej. Zaobserwowano ponadto, ze brykiety utworzone z materiatu sypkiego o
uziarnieniu ponizej 100 pm, po wysuszeniu, nieznacznie zmniejszaly swoja
objetos¢ o okoto 2-4%. Natomiast brykiety otrzymane z frakcji 400-630 um
zwigkszaly swoja objetos¢ okoto 4-5% w przypadku wierzby i 7-8% w przy-
padku stomy.

Na rysunku 7 pokazano zdjecia SEM powierzchni brykietéw biomasowych.
W ich jednorodnej strukturze nie zaobserwowano widocznych defektow w po-
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staci peknie¢ czy szczelin, co $wiadczy o prawidlowej technologii produkcji
brykietow.

a) brykiet ze stomy pszenicznej b) brykiet z wierzby energetycznej

%40 T —

0006 31 Mar 2014

Rys. 7. Zdjgcia SEM brykietow ze stomy pszenicznej (a) i wierzby energetycznej (b).
Powigkszenie x40

Kolejnym etapem bylo wyznaczenie ggstosci brykietow oraz okreslenie od-
dzialywania uziarnienia materiatu sypkiego na gesto$¢ brykietow. Dla biomasy
0 uziarnieniu ponizej 100 pm, gestos¢ brykietow ze stomy pszenicznej wynosita
380 kg/m’ i 510 kg/m’ z wierzby energetycznej (rys.5). Stwierdzono, iz uziar-
nienie materiatu sypkiego ma znaczacy wptyw na gesto$¢ otrzymanych brykie-
tow. Brykiety utworzone z materiatu sypkiego o uziarnieniu ponizej 100 um
odznaczaly si¢ najwicksza gestoscig oraz byly najbardziej wytrzymate na dzia-
fanie sitl mechanicznych. Brykiety utworzone z frakcji 400+630 um posiadaty
o okoto 30% mniejsza gestos¢ i nizszg wytrzymato$¢ mechaniczna.

5. Podsumowanie

W pracy wykazano, iz uziarnienie materiatu wej§ciowego biomasy ma zna-
czacy wplyw na gesto$¢ otrzymanych brykietow. Brykiety uzyskane z frakcji
ponizej 100 um odznaczaly si¢ jednorodna struktura, najwieksza gestoscia
(380 kg/m® ze stomy pszenicznej i 510 kg/m’ z wierzby energetycznej) oraz
byly najbardziej wytrzymate na dziatanie sit mechanicznych. Brykiety z frakcji
400+630 um posiadaty o okoto 30% mniejszg gestos¢. Analizujac wplyw czasu
kondycjonowania brykietow na ich gestos¢ stwierdzono, ze po okoto 72 godzi-
nach nie wystepuje juz istotna zmiana masy paliwa w jednostce objetosci. Za-
obserwowano ponadto, ze brykiety utworzone z materiatu sypkiego o uziarnie-
niu ponizej 100 um, po wysuszeniu, nieznacznie zmniejszaly swoja objetos¢ o
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okoto 2-4%. Natomiast brykiety otrzymane z frakcji 400-630 um zwigkszaty
swojg objetos¢ okoto 4-5% w przypadku wierzby i 7-8% w przypadku stomy.
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Jednym ze sposobow poprawy efektywnosci energetycznej w elektrowni jest ograniczenie
zuzycia energii elektrycznej w uktadach potrzeb wiasnych. Urzadzenia potrzeb wiasnych najcze-
$ciej sa napedzane silnikami indukcyjnymi klatkowymi. Ich moce dochodzaca dzisiaj do kilkuna-
stu MW. Zmniejszenie zuzycia energii elektrycznej przez te napedy jest mozliwe poprzez m.in.:
optymalny dobor nowoczesnych silnikow (obciazenie znamionowe, napigcie zasilania) oraz
stosowanie zawansowanych uktadow regulacji wydajnosci (w tym napedy zmiennopredkoscio-
we), dostosowanych do rytmu pracy bloku energetycznego. Poprawa efektywnosci energetycznej
jest obecnie jednym z celoéw strategicznych rozwoju UE. W rozdziale przedstawiono przyktadowe
wyliczenia oszczednoS$ci energii wynikajace z zastosowania roznych wariantow regulacji wydaj-
no$ci w odniesieniu do pompy zasilajgcej. Rozpatrzono rdzne warianty pracy pompy oraz typowe
sposoby regulacji stosowane obecnie w nowoczesnych instalacjach. Obliczenia przeprowadzone
zostaly w oparciu o rzeczywiste czasowe przebiegi zmiennos$ci obcigzenia oraz charakterystyki
urzadzen dla duzych blokéw energetycznych pracujacych w krajowym systemie elektroenerge-
tycznym.

1. Wstep

Zagadnienie poprawy efektywnos$ci energetycznej wpisuje si¢ w realizowa-
ny w Unii Europejskiej pakiet energetyczny ,,3x20%”. Zaklada on wzrost efek-
tywnosci energetycznej o 20 %, zwigkszenie udzialu OZE w og6élnym bilansie
energetycznym o 20 % i ograniczenie emisji CO, rowniez o 20 % - w perspek-
tywie do 2020 roku. Z tych trzech filaréw najbardziej racjonalnym jest wtasnie
ograniczanie zuzycia energii przez odbiorcow — mozna osiagna¢ duze oszczed-
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nosci paliw i innej energii pierwotnej przy stosunkowo nieduzych nakladach
inwestycyjnych.

Zgodnie z Ustawa [1], poprawa efektywnosci energetycznej elektrowni
cieplnej weglowej sprowadza si¢ przede wszystkim do ograniczenia zuzycia
energii elektrycznej w uktadach potrzeb wtasnych. Dodatkowo, obwieszczenie
Ministra Gospodarki [2] podaje rodzaje przedsiewzi¢¢ stuzace temu celowi,
w tym modernizacj¢ lub wymiang urzadzen potrzeb wlasnych, takich jak: wen-
tylatory powietrza i spalin, uktady pompowe i pompy (ptynna regulacja obro-
tow), uklady odzuzlania, mtyny weglowe, uklady sterowania iautomatyki,
sprezarki, silniki elektryczne (stosowanie falownikow), urzadzenia do uzdatnia-
nia wody, o$wietlenie.

Pojecie efektywnos$ci energetycznej, zgodnie z definicja ustawowa, wyraza
si¢ liczbowo za pomocg wskaznika efektywnosci:

Ey

WE = ™ ()
gdzie:
E,; — efekt uzytkowy (,,efekt uzyskany w wyniku dostarczenia energii do dane-
go obiektu, urzadzenia technicznego lub instalacji, w szczegolno$ci: wykonanie
pracy mechanicznej, zapewnienie komfortu cieplnego, o§wietlenie” [1]),
Aq — energia elektryczna zuzyta przez silniki elektryczne (powinno si¢ ja mie-
rzy¢ w rozdzielniach, do ktérych przytaczone sa napedy urzadzen, tak aby
uwzgledniaé straty w torach zasilania).

Nalezy zauwazy¢, ze o ile energia elektryczna jest zdefiniowana jedno-
znacznie, to w przypadku efektu uzytkowego takiej jednoznaczno$ci nie ma.
W przypadku duzych pomp i wentylatorow (a takze mtynow weglowych), kto-
rych wydajnosci zaleza od pracy bloku (sg narzucone z gory), za efekt uzytko-
wy powinno si¢ przyjmowac ilo$¢ przetransportowanego (przygotowanego)
medium: wody, powietrza, spalin, paliwa. Tutaj, zwickszenie wskaznika WE,
zgodnie ze wzorem (1), praktycznie sprowadza si¢ tylko do zmniejszenia zuzy-
wanej energii A. W innych sytuacjach, np. przy modernizacji o$wietlenia, czy
systemOw ogrzewania, mozna rowniez bra¢ pod uwage zwigkszanie efektow
uzytkowych (ich poprawg) przy niezmienionym lub nawet zmniejszonym zuzy-
ciu energii.

Ponadto nalezy wzig¢ pod uwage, ze przy modernizacjach uktadéow techno-
logicznych elektrowni zmierzajacych do obnizenia jednostkowego zuzycia pa-
liwa lub pary (np. rozbudowa uktadu regeneracji wody zasilajacej, wykorzysta-
nie ciepta odpadowego), wskazniki efektywnosci urzadzen potrzeb wlasnych
moga si¢ pogorszy¢. Bedzie si¢ tak dzialo, gdy punkty pracy urzadzen (silni-
kow rowniez) przesung si¢ w strone nizszych sprawnosci. Nalezy wtedy odpo-
wiednio zmodernizowa¢ uktady napedowe (optymalny dobdr urzadzen, silniki
o mniejszych mocach).



Analiza mozliwosci poprawy efektywnosci energetycznej... 47

W uktadach napedowych pomp czy wentylatorow stosowane sg przede
wszystkim silniki indukcyjne klatkowe o mocach jednostkowych dochodzacych
w duzych elektrowniach do kilkunastu MW. Zmniejszenie zuzycia energii elek-
trycznej przez te napedy jest mozliwe m.in. poprzez odpowiedni (optymalny)
dobdr nowoczesnych silnikow do napedzanych urzadzen oraz zastosowanie
zawansowanych, zmiennopredkosciowych uktadow regulacji wydajnosci.

Wybdr sposobu regulacji wydajnosci urzadzen powinien by¢ zawsze po-
przedzony szczegdtowa analizg techniczno-ekonomiczng, w tym analiza zmien-
nosci obcigzenia danej instalacji w ciggu roku. Przykladowo, dla urzadzen
gtownych duzych blokéw (pompy wody =zasilajacej, wentylatory kotlowe),
wazny jest rezim pracy bloku (praca w ARCM, rola w systemie elektroenerge-
tycznym, zmienno$¢ jakosciowa paliwa, sposob regulacji ci$nienia
i temperatury pary itp.).

2. Analiza poprawy efektywnosci energetycznej
dla pompy wody zasilajacej

2.1. Zalozenia i dane do obliczen

Do analiz przyj¢to wysokocisnieniowg pompe wirowa odsrodkowa wspot-
pracujaca z rurociaggiem wody zasilajacej kociotl. Rozpatrzono dwa przypadki
(rezimy) pracy uktadu kociol-turbina: ze stalym ciSnieniem pary (p,=const)
i z ci$nieniem poslizgowym (p;=var). Na rys. 1. pokazano charakterystyki pom-
py oraz oporéw ukladu. Pompa pracuje na bloku energetycznym o mocy
900 MW opalanym weglem kamiennym. Zatozono, ze blok pracuje
w podstawie systemu ijego obcigzenie zmienia si¢ ciggu roku od ok. 700 MW
do 900 MW, wg wykresu przedstawionego na rys. 2. Dla uproszczenia przyjeto,
ze wydajno$¢ pompy zmienia si¢ proporcjonalnie do obcigzenia bloku.

Dla kazdego rezimu pracy bloku rozpatrzono 4 warianty regulacji wydajno-
$ci pompy:

(a) zastosowanie standardowego sprzggla hydrokinetycznego z przekladnig
zwickszajaca obroty silnika indukcyjnego klatkowego zasilanego z sieci
(wariant SH);

(b) zastosowanie nowoczesnego sprzegta hydrokinetycznego z przektadnig
planetarng (Vorecon firmy Voith) (wariant SV);

(c) zastosowanie przemiennika czgstotliwosci (falownika) do zasilania i zmia-
ny predkosci obrotowej silnika indukcyjnego klatkowego (wariant F);

(d) zastosowanie zaworu dtawigcego przeptyw pompy (wariant DL.).
Schematy w/w wariantow pokazano na rys. 3. (zaznaczono najwazniejsze

wielko$ci uwzgledniane w obliczeniach), natomiast w tabeli 1. podano podsta-

wowe dane uktadow przyjete do obliczen.
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Podstawowe charakterystyki pomp, wentylatora oraz silnikow i sprzegiet
hydraulicznych zostaly zaczerpnigte z danych literaturowych oraz z katalogow
producentow. [3,4,5,6,7] Zostaly one dla potrzeb analiz zaproksymowane wie-
lomianami. W analizie uwzgledniono zalezno$¢ sprawnosci elementow uktadu
napedowego od wydajnosci, predkosci obrotowej i konfiguracji uktadu — przy-
ktadowe charakterystyki ilustrujace te zaleznosci przedstawiono na rys. 4.
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Rys. 1. Charakterystyki pompy wody zasilajacej oraz oporéw uktadu dla stalego ci$nienia pary
(pi=const) oraz ci$nienia poslizgowego (p,;=var)

Tabela 1. Dane znamionowe pompy wody zasilajacej i elementéw uktadu napgdowego

Pompa Falownik i sprzegla hydrokinetyczne
wydajnosé 618 kg/s sprawnos$¢ falownika 98%
przyrost cisnienia 34,8 MPa Sprawnosc sprzggta standar- 97%

dowego
sprawno$¢ 80% sprawnosc¢ sprzegta Vorecon 96%
pr.qdlfosc obrotowa 3900. Parametry czynnika
wirnika obr/min
moc na wale 30000 kW | temperatura wody 190°C
Silnik ci$nienie wody 35 MPa
_ . 898

moc silnika (wat) 31500 kW | gestosé wody ke/m’®
sprawnos¢ silnika 97 %
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Rys. 3. Uktady pracy pompy zasilajacej w roéznych wariantach regulacji wydajnosci.

T — transformator zasilajacy, S - silnik indukcyjny klatkowy, SH — sprzegto hydrokinetyczne
standardowe, SV — sprzegto hydrokinetyczne planetarne (Vorecon); PWZ — pompa wody zasila-
jacej; F — falownik; ZR — zawor regulacyjny (dlawiacy); PSel, PFel — moce elektryczne pobierane
przez silnik i falownik; PSw, PPw — moce mechaniczne na wale silnika i pompy; Puz — moc
uzyteczna pompy; s, Ne, Nsh»> Nsv»> N — Sprawnosci urzadzen.
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Rys. 4. Zmiany sprawnos$ci napedow zmiennopredkosciowych w zaleznosci od predkosci
obrotowe;j (a) oraz pompy w zaleznos$ci od wydajnosci i rodzaju regulacji (b).
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2.2. Obliczenie zmiennosci obcigzen dla roznych wariantow regulacji
wydajnosci pompy

Obliczenie zmienno$ci obcigzenia polegato na wyznaczeniu funkcji:

P =f(Py)), 2

gdzie: Py — obcigzenie bloku, MW;

P.; — moc elektryczna pobierana przez uktad napedowy pompy, kW:

W ogdélnosci moc elektryczna pobierana z sieci byla wyliczana ze wzoru:
Ap-
Py G)
Np-Ng-Ny

gdzie: Ap,V — przyrost ci$nienia [MPa] i wydajnosé obje;toscwwa pompy

[m?/s] wyznaczajace punkt pracy pompy. Iloczyn Ap-V jest to tzw. moc

uzyteczna pompy, czyli szybko$¢ przyrostu energii wody w pompie;

Np — SPrawnos¢ pompys;

ng — sprawnosc¢ silnika elektrycznego;

Ny — sprawnos¢ pozostatych elementow uktadu napgdowego, okreslana
jako:

Ngy - dla wariantu SV (sprawno$¢ sprzegta Vorecon)

{ Ngy - dla wariantu SH (sprawno$¢ stand. sprzggta hydr.)
My LnF - dla wariantu F (sprawno$¢ falownika)

“4)
1 - dla wariantu DL (dtawienie)

Sprawnosci poszczegolnych elementéw uktadu napedowego, uzyte we wzo-
rach (3) i(4) byly wyznaczane w oparciu o charakterystyki przedstawione w
podpunkcie 2.1.

Wyniki obliczen, osobno dla bloku pracujgcego ze stalym ci$nieniem pary i
dla bloku z ci$nieniem poslizgowym, przedstawiono w formie wykreséw na rys.
5.1rys. 6. Wykresy te pokazuja jak zmienia si¢ obciazenie elektryczne ukladu
napgedowego pompy (dla rozpatrywanych wariantow regulacji wydajnos$ci) przy
zmianach obcigzenia bloku. Na wykresach zaznaczono te obcigzenia bloku,
przy ktoérych pobor mocy przez pompe jest taki sam dla r6znych wariantow.
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Rys. 5. Porownanie zmiennosci obcigzen elektrycznych dla ré6znych uktadéw napgdowych pompy
wody zasilajacej przy zalozeniu stalego ci$nienia pary do turbiny
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Rys. 6. Poréwnanie zmiennosci obcigzen elektrycznych dla roznych uktadow napedowych pompy
wody zasilajacej przy zalozeniu poslizgowego ci$nienia pary do turbiny

2.3. Obliczenie wskaznikéw skumulowanych

Skumulowane wskazniki dla réznych sposobdéw regulacji wydajnosci pom-
py obliczono w oparciu o roczne zuzycia energii przez uklady napedowe —
zgodnie z przyjetym grafikiem obcigzenia bloku. Do obliczen zatozono state
jednostkowe zuzycie paliwa przez blok: 0,307 t/MWh oraz szacunkowe ceny:
energii elektrycznej 190 zZt/MWh, wegla kamiennego: 300 zt/t. Do wyliczenia
kosztow zwigzanych z optatami $rodowiskowymi zatozono, ze blok emituje
gazy i pyly w ilo$ciach odpowiadajacych obowigzujagcym standardom emisji
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oraz przyjeto wartosci oplat na rok 2014 (wg obwieszczenia Ministra Srodowi-
ska). Wyniki obliczen zestawiono w tabeli 2., a na rys. 7. porownano wskazniki
efektywnosci dla poszczegolnych wariantéw (skumulowane, roczne).

Tabela 2. Poréwnanie wskaznikow skumulowanych dla réznych sposobow
regulacji wydajnosci pompy wody zasilajace;j

pi=const pi=var
Wskaznik wariant regulacji PWZ | wariant regulacji PWZ
SH|SV| F |DL|SH|SV| F |DL
roczne zuzycie energii GWh  [242,4(235,.8(230,7 |258,5(226,1|209,9(204,9|258,5
wzgledne zmniejszenie zuzycia % 6,64 937 | 11.46| - [1337[20,05]22,12 -
energii
Evystva}z;;ir]:ezuiyda energii na potrze- % 3,73 ]3.63]3.55|3.98 348 |323]3,15]3,.98
flgkainik efektywnosei energetyez- | ivon N 601 | 71,1 | 72,6 | 64.8 | 74,1 | 79,8 | 81.8 | 648
zuzycie paliwa tys.ton | 74,5 | 72,5 | 70,9 | 79,5 | 69,5 | 64,5 | 63,0 | 79,5
oszezednos¢ zuzycia paliwa’’ tona [ 495|698 (854 | - [997]|149|165]| -
koszty uniknigte dla paliwa” minzt [ 148209256 | - [299|4,48]494]| -
emisje NOx tona  [1142[111,1]108,7 |121,8(106,5|98,90(96,54|121,8
emisje SO, tona  [1142[111,1]108,7 |121,8]106,5[98,90(96,54|121.8
emisje pylu tona | 17,1 16,7 | 163 | 183 | 16,0 | 148 | 145 | 183
emisje CO, tona [ 164,8]160,3|156,9|175,8(153,7|142,7(139,3|175,8
uniknigte emisje NO,” tona | 758 10,7 | 13,1 | - [153 229|253 -
uniknigte emisje SO, tona | 758|107 | 13,1 | - [153 229253 -
uniknigte emisje pyh” tona | 1,14 | 1,61] 1,96 | - [2.29]344|379]| -
uniknigte emisje CO,” tona 109|154 189 | - 220330365 -
uniknigte opfaty érodowiskowe” tys.zt | 11,6 [ 164|200 | - |23.4351(38,7| -

") w stosunku do wariantu dlawienia (D)
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Rys. 7. Poréwnanie rocznych wskaznikow efektywnosci energetycznej dla réznych wariantow

regulacji wydajnosci pompy (dla dwoch rezimow pracy kotta)

Dokonano zatem uproszczonej analizy ekonomicznej rozwazanych warian-

tow, przyjmujac nastepujace zatozenia:

wariantem odniesienia (bezinwestycyjnym) jest regulacja dlawieniowa
wydajnosci pompy;

ceny urzadzen regulacyjnych (sprzegiet, falownikow, przektadni) wyrazaja
si¢ w zt za kilowat mocy urzadzenia (przyjeto moc znamionowg 32 MW) i
ksztaltuja si¢ w granicach od 200 do 1000 zt/kWh;

koszty inwestycyjne pokrywane sg ze srodkow wiasnych inwestora (bez
kredytowania);

koszty eksploatacji urzadzen wynoszg $rednio 1% kosztéw inwestycyjnych
rocznie;

koszty unikniete sg takie same w kolejnych latach eksploatacji (state ceny
paliwa);

W wyniku analizy oszacowano czasy zwrotu kosztow inwestycyjnych

(zrownanie kosztéw inwestycyjnych z uniknigtymi kosztami paliwa) w zalezno-
sci od kosztow zakupu urzadzen (rys. 8).
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Rys. 8. Czasy zwrotu kosztow inwestycyjnych dla réznych wariantow regulacji w zaleznosci

od kosztow zakupu urzadzen regulacyjnych: a) praca bloku ze stalym ci$nieniem, b) praca bloku

z ci$nieniem poslizgowym

3. Podsumowanie i wnioski

Przeprowadzone analizy, ktoérych syntetyczne wyniki przedstawiono w roz-

dziale 2. pozwalaja na wyciagniecie nastgpujacych wnioskow:

Zuzycie energii przez pompe wody zasilajacej przy zmiennopredkosciowej
regulacji wydajnosci jest istotnie zalezne od rezimu pracy bloku. Z prostych
kalkulacji wynika, Ze poruszanie si¢ punktu pracy pompy po stosunkowo
ptaskiej charakterystyce oporéw dla stalego cisnienia pary za kottem
(pi=const) daje wigksze zuzycie energii w poréwnaniu z bardziej stroma
charakterystyka oporéw dla ci$nienia poslizgowego (p;=var). Te réznice wi-
doczne sg we wszystkich analizach — zawsze na korzy$¢ uktadu z ci§nieniem
poslizgowym.

Stopien oszczednosci energii dla rd6znych wariantéw regulacji wydajno$ci
zalezy od zmienno$ci obcigzenia bloku. Im wigksze niedocigzenia, tym bar-
dziej oplaca si¢ stosowaé zaawansowane, zmiennopredkosciowe sposoby re-
gulowania wydajnosci pompy. Z analizy wykreséw przedstawionych na rys.
5.1 rys. 6. wynika, Zze przy nieduzych zmianach obcigzenia (do 95-98 pro-
cent obcigzenia znamionowego), najmniej energochtonng jest prosta regula-
cja przez dlawienie. Przy schodzeniu z obcigzeniem ponizej tych wartosci,
lepsze efekty dajg regulacje zmiennopredkosciowe. Wplyw na ten efekt maja
dodatkowe straty energii w urzadzeniach regulacyjnych (sprzggtach hydro-
kinetycznych i falowniku): do pewnego poziomu przewyzszaja one straty
energii w pompie na pokonanie oporow dtawienia przeptywu.

Przy coraz nizszych obcigzeniach bloku wyraznie wida¢ mniejsza energo-
chlonnos¢ regulacji zmiennopredkosciowej w stosunku do dtawienia prze-
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ptywu (rys. 5., 6.). Roznice te sg znacznie wigksze dla rezimu pracy bloku
z cisnieniem poslizgowym. Dla obydwu rezimow pracy wyraznie najwicksze
obcigzenie dla tych trzech wariantdw regulacji wystepuje dla uktadu nape-
dowego ze sprzgglem hydrokinetycznym. Jest to spowodowane istotnym
wptywem predkosci obrotowej na sprawnos¢ tego sprzeggla (rys. 4a.). Biorac
pod uwage to, ze takie rozwigzanie jest czesto stosowane w elektrowniach,
mozna stwierdzi¢, ze tkwiag tutaj duze mozliwosci poprawy efektywnosci
energetycznej potrzeb wiasnych.

e Stosowanie bardziej zaawansowanych technicznie sposobow regulacji
zmiennopredkosciowej, czyli nowoczesnych sprzegiet z przektadniami pla-
netarnymi lub falownikoéw (przetwornic czestotliwosci), daje zblizone efekty
energetyczne w catym zakresie zmian obcigzenia bloku (rys. 5. i rys. 6.).
Obcigzenie w wariancie z falownikiem jest o kilkadziesigt kW mniejsze
w poréwnaniu z wariantem ze sprzeglem Vorecon. Réznica ta jest stosun-
kowo niewielka (2-3%), mozna wigc stwierdzi¢, ze o wyborze konkretnego
rozwiazania decydowac beda gléwnie koszty zakupu.

e Skumulowane roczne wskazniki dla rozpatrywanych wariantow przy przyje-
tym grafiku obcigzenia bloku, potwierdzaja wczesniejsze wnioski: najmniej-
sze zuzycie energii na naped pompy wystepuje w wariancie z falownikiem
(nieco tylko wigksze wystepuje dla wariantu ze sprzegtem Vorecon) (tab. 2.,
rys. 7.). Przyjmujac za wariant odniesienia regulacje dtawieniowg, mozna
oszacowac oszczednos$ci energii elektrycznej i, co za tym idzie, oszczednosci
w paliwie. Uproszczona (szacunkowa) analiza ekonomiczna daje wyobraze-
nie o czasie zwrotu naktadow inwestycyjnych dla rozpatrywanych warian-
tow zmiennopredkosciowych (rys. 8.) i umozliwia wyciggnigcie ogdlnych
wnioskow. Po pierwsze, dla rezimu pracy bloku z ci$nieniem poslizgowym,
czasy zwrotu sa dwukrotnie mniejsze w poréwnaniu z rezimem stalocisnie-
niowym. Po drugie, czasy zwrotu przy inwestycji w warianty z falownikiem
lub ze sprzggltem Vorecon sg prawie dwa razy krotsze w poréwnaniu do wa-
riantu ze zwyktym sprzeglem hydrokinetycznym.

PODZIEKOWANIA

Przedstawione w rozdziale wyniki zostaty uzyskane w badaniach wspotfinansowanych przez
Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
wysokosprawnych ,,zeroemisyjnych” blokéw weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.
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ul. Konarskiego 20, 44-100 Gliwice

W rozdziale zaprezentowano rezultaty analiz termodynamicznych i ekonomicznych zreali-
zowanych dla bloku weglowego na parametry nadkrytyczne o mocy elektrycznej brutto 900 MW.
Badany uktad zostat zintegrowany z absorpcyjna instalacja separacji CO,. Proces desorpcji po-
zwalajacy na regeneracj¢ nasyconego sorbentu wymaga doprowadzenia ciepta. W klasycznych
rozwigzaniach zrédlem pary jest upust turbiny parowej bloku energetycznego. Takie rozwigzanie
wymaga zaprojektowania turbiny o specjalnej konstrukcji, badz tez w przypadku uktadéw mo-
dernizowanych ingerencji w konstrukcje turbiny dla umozliwienia pobrania z niej znacznej ilosci
pary o odpowiednim ci$nieniu. Rozpatrzono wariant alternatywny zasilania w ciepto procesu
desorpcji zaktadajacy dodatkowo integracje z blokiem energetycznym uktadu gazowo-parowego
z turbing parowa przeciwprezna. Takie rozwigzanie umozliwia zasilanie w ciepto procesu desorp-
cji para opuszczajaca turbing przeciwprezna, co wazne bez ingerencji w strukture bloku energe-
tycznego. Dokonano oceny termodynamicznych oraz ekonomicznych skutkéw przedmiotowej
integracji. Dla potrzeb oceny wykorzystano sprawno$ci wytwarzania energii elektrycznej brutto
oraz netto oraz sprawno$¢ marginalng. Oceny ekonomicznej dwoch wariantow, tj. bloku bez
integracji oraz bloku zintegrowanego z instalacja separacji dokonano przy wykorzystaniu wskaz-
nika granicznej ceny sprzedazy energii elektrycznej. W ramach analiz uzmienniano warto$é
wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji (od 2 do 4 MJ/kgCO,), a wige wielkosci, od ktorej
istotnie zalezy wymagana wielko$¢ uktadu gazowo-parowego.

1. Wstep

Celem stawianym przed obecng gospodarka miedzynarodowg jest znaczace
ograniczenie antropogenicznej emisji dwutlenku wegla [1]. Jest to wynik od-
gornie stawianych wymagan co do dekarbonizacji sektora elektroenergetyki
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systemowej przez unijnych prawodawcow [2, 3, 4]. W aktualnie realizowanych
programach strategicznych zwigzanych z tematykg wychwytu i sktadowania
dwutlenku wegla realizowanych przez uczelnie wyzsze w kooperacji z poten-
cjalnymi odbiorcami komercyjnymi badanych technologii prowadzone sg anali-
zy technologiczne, ekologiczne, ale réowniez ekonomiczne [5]. Technologie
sekwestracji rozwazane sg w trzech najwazniejszych ujeciach; sg to: Pre com-
bustion - polega na zaangazowaniu nowych komponentow w celu konwersji
sktadnikow weglowych w podawanym paliwie, Post combustion — polega na
usunig¢ciu dwutlenku wegla z produktu spalania, oraz oxy fuel combustion —
polega na spalaniu paliwa w atmosferze utleniacza o podwyzszonym udziale
tlenu [6,9,10,11].

Kierunkiem zintegrowanych dziatat inwestycyjnych obieranych przez kon-
cerny energetyczne jest nie tylko wymiana starzejacej si¢ bazy jednostek wy-
tworczych na nowe wysokosprawne bloki energetyczne, ale rowniez dostoso-
wywanie istniejacych podmiotow do wymagan rynkowych. Celem minimaliza-
cji ryzyka inwestycyjnego w szczegdlnosci nalezy zabezpieczy¢ si¢ przed mo-
gacymi w przysztosci zaj$¢ istotnymi zmianami realnie ksztaltujagcymi otocze-
nie ekonomiczne. W tym aspekcie istotnego znaczenia w zakresie energetyki
nabierajg badania technologii majgcych na celu zmniejszenie emisji CO, do
atmosfery. W przypadku wystapienia prognozowanych dzi$§ zwyzek cen upraw-
nien do emisji mozliwo$¢ wiaczenia do struktur elektrowni wysokowydajnych
uktadow separacji bedzie kluczowa dla zastosowania wysokiego udziatu wegli
w strukturze uzytkowania energii pierwotne;.

W niniejszym rozdziale analizowany jest blok o0 mocy 900 MW pracujacy
w zakresie parametrow nadkrytycznych. Blok ten zostat zintegrowany z absorp-
cyjng instalacja wychwytu dwutlenku wegla. W celu zwigkszenia wydajnosci
uktadu zastosowano dwa warianty modulow zasilanych paliwem gazowym
pozwalajacych na produkcje ciepta wymaganego dla realizacji procesu desorp-
cji. Po zakonczeniu analizy termodynamicznej przeprowadzono badanie wskaz-
nikow ekonomicznych dla zaproponowanych rozwigzan.

2. Charakterystyka bloku weglowego o mocy 900 MW

Ze wzgledu na rozbudowe systemow energetycznych analizowany przypa-
dek bloku zostat dopasowany do aktualnie projektowanych oraz realnie powsta-
jacych jednostek wielkich mocy na terenie Unii Europejskiej. Schemat analizo-
wanego przypadku znajduje si¢ na rysunku 1.

Moc brutto badanego bloku wynosi 900 MW. Uktad zasilany jest weglem
kamiennym (warto$¢ opatowa 23.93 MJ/kg, wilgo¢: 0.090, popiot: 0.200,
C: 0.599, O: 0.050, H=0.038, N: 0.012, S: 0.010), ktory doprowadzany jest
kotta pylowego wyposazonego w pojedynczy przegrzewacz pary wtornej. Wy-
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twarzana para o parametrach 650 °C/30 MPa (para $wieza) oraz
670 °C/5.9 MPa (para wtdorna) kierowana jest na topatki zespolu turbiny paro-
wej upustowo-kondensacyjnej, ktory sklada si¢ z czesci wysokopreznej, $red-
niopreznej oraz dwuprzeptywowej czgsci niskopreznej. Para pobierana z upu-
stow czesci turbiny zostaje skierowana do: schtadzacza pary (SC), trzech wy-
miennikow regeneracyjnych wysokopreznych (HR), odgazowywacza (DA) oraz
czterech wymiennikéw regeneracyjnych niskopreznych (LR). Cisnienie pary
w skraplaczu zostalo zatozone na poziomie 5 kPa. Sprawnosci wymiennikow
oraz pozostale wielkos$ci przyjete do analizy zamieszczono w tabeli 1.
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Rys. 1. Schemat bloku 0 mocy 900 MW na parametry nadkrytyczne

3. Charakterystyka instalacji separacji CO,

W analizowanym przypadku zdecydowano si¢ na zintegrowanie bloku
o mocy 900 MW z technologig separacji typu post combustion — wykorzystuja-
cg metod¢ absorpcji chemicznej z zastosowaniem sorbentu w postaci wodnego
roztworu monoetanolaminy (MEA) [4]. Schemat instalacji zamieszczono na
rysunku 2.

103 105

106

Rys. 2. Schemat absorpcyjnej instalacji separacji dwutlenku wegla
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Tabela 1. Zatozenia dot. bloku o0 mocy 900 MW

Wielkos¢ Warto$¢ | jednostka | Wielko$é Warto$¢ | jednostka
Przyrost temperatur
skroplin w wymienni- 1207 K Sprz,a\ynosc wewn. grup stopni 90.0 %
kach regeneracyjnych czesci H turbiny
niskopreznych
Przyrost temperatur w Sprawnosé wewn P—
wymienniku regenera- 41.9 K Prawnosc wew. grup stop 92.0 %
. cze$cei | turbiny
cyjnym HR1
Przyrost temperatur w Sprawnosé 0 topni
wymienniku regenera- 28.4 K Prawnosc wewn. grup stop 85.0 %
. cze¢sci L turbiny
cyjnym HR3
Przyrost temperatur w 5.0 K Sprawnos¢ Wewr}. F)Statnle.J 80.0 v
schiadzaczu pary grupy stopni czeéci L turbiny
Spigtrzenia temperatur
w wymiennikach rege- o o
neracyjnych LR1, LR2, 3.0 K Sprawno$¢ generatora 98.8 %
LR3iLR4
Spigtrzenia temperatur
w wymiennikach rege- . o
neracyjnych WR1, WR2 2.0 K Sprawnos$¢ wewngtrzna pomp 85.0 %
i WR3
Przechtodzenie skroplin Sprawnos$¢ wymiennikow
w wymiennikach WR1, 10 K regeneracyjnych oraz schia- 99.5 %
WR2 i WR3 dzacza pary
Straty przeptywu w rurocig-
Temperatura wody o gach pary do wymiennikéw
T 310 C . 2.0 %
zasilajacej kociot regeneracyjnych oraz schta-
dzacza
. Strata przeptywu w rurociagu
Cisnienie w odgazowy- 1.15 MPa pary od schtadzacza do wy- 1.0 %
waczu L7 .
miennika generacyjnego HR1
Straty przeptywu wody zasila-
Cisnienie w skraplaczu 0.005 MPa jacej przez wymienniki rege- 1.0 %
neracyjne i schtadzacz
Clsnleple za pompa 29 MPa Straty przepltywu w rurocig- 17 o
skroplin gach pary przegrzanej
Str'ata ciénienia czynnika 4.2 MPa Straty mechaniczne turbiny 0.32 MW
obiegowego w kotle
Strata ci$nienia pary w 03 MPa
przegrzewaczu wtornym

Gtownymi elementami instalacji s3 dwie kolumny tj. kolumna absorbera,

w ktorej nastepuje reakcja zawigzania dwutlenku wegla zawartego w spalinach

(punkt A) z ptuczagcym strumieniem sorbentu (MEA) oraz kolumny desorbera,
gdzie nastgpuje wyizolowanie CO, z roztworu MEA przy pomocy ciepta do-
starczanego do re-boilera z zewnatrz. Do uktadu dostarczone zostajg spaliny po

procesie oczyszczenia, a w tym odsiarczeniu. Proces glgbokiego odsiarczania
jest wymaganym elementem ciggu technologicznego ze wzgledu na reakcje
zwigzkow siarki z roztworem MEA. W wyniku reakcji powstaja trwate sole,
ktore przy procesie desorpcji nie podlegaja regeneracji co skutkuje znaczng
utratg sorbentu.Po zawigzaniu si¢ roztworu MEA z dostarczonym CO, pozosta-
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fe sktadniki strumienia spalin zostaja wyprowadzone do atmosfery w gornej
czgsci kolumny absorbera. Z dolnej czesci absorbera strumien dwutlenku wegla
oraz roztworu MEA zostaje przetransportowany przy pomocy pompy przez
wymiennik ciepta do kolumny desorbera. W celu prawidtowego przebiegu pro-
cesu desorpcji do przylegtego re-boilera zostaje dostarczone ciepto z zewnatrz.
Po osiagnigciu przez nasycony sorbent temperatury 125 °C nastepuje uwolnie-
nie CO,. Po wyizolowaniu dwutlenek wegla wraz ze znaczna ilo$cig pary wod-
nej zostaje wyprowadzony gorng cze$cia desorbera do kondensatora (KND-
ABS). W kondensatorze nastepuje koncowe odseparowanie CO,. Strumien
dwutlenku wegla zostaje skierowany do instalacji sprezania. W instalacji skta-
dajacej si¢ z czterosekcyjnej sprezarki gaz zostaje spr¢zony do ciSnienia
15 MPa. Po ostatecznym schtodzeniu dwutlenek wegla zostaje przetransporto-
wany do miejsca sktadowania.

Desorpcja to proces, do ktorego przebiegu potrzebne jest doprowadzenie
duzych ilosci ciepla (w tym przypadku posrednio przez re-boiler). W trakcie
planowania koncepcji mozliwych rozwigzan dostarczania ciepta opracowano
dwa warianty zasilania zewnetrznego opartego o paliwo gazowe. Te rozwigza-
nia pozwalaja na rozszerzenie puli mozliwych technologii i s3 w opozycji do
klasycznych rozwigzan wymuszajacych ingerencj¢ w cigg technologiczny ist-
niejacych lub planowany blokéw wytworczych.

4. Opis instalacji zewnetrznego zasilania instalacji
separacji CO,

W rozwigzaniach klasycznych bedacych obiektem analiz autorow w [5,12],
ciepto dostarczane do procesu desorpcji zostaje pobrane z upustu turbiny paro-
wej bloku wytwoérczego. Zaleta tego rozwigzania jest ograniczenie dodatko-
wych komponentéw wytwarzajacych ciepto, co skutkuje mniejszymi naktadami
inwestycyjnymi. Podstawowa wada tego rozwigzania jest jednak konieczno$¢
odpowiedniego zaprojektowania turbiny parowej pozwalajacego na realizacje
znacznego upustu pary o okreslonych parametrach kierowanych bezposrednio
do re-boilera zabudowanego przy kolumnie desorbera. Skutkiem tego zabiegu
byloby zmniejszenie przekrojow poprzecznych w czesci niskopreznej turbiny,
ktore pozwalaja na zachowanie wysokiej sprawnos$ci przy minimalnym prze-
ptywie strumienia pary, co jednoczesnie wyklucza prowadzenie eksploatacji
przy duzych przeptywach w chwili braku poboru pary do procesu desorpcji. Ze
wzgledu na wady klasycznego rozwiagzania w literaturze przedmiotu rozwazane
sg inne alternatywne formy dostarczania ciepta do procesu desorpcji. Mozliwym
do zastosowania wariantem jest wariant z zewnetrznym zrodtem ciepta w posta-
ci kotla zasilanego biomasa [18]. Kolejnym mozliwym rozwigzaniem jest tak
jak w [14,7,8] zaangazowanie zespolu turbiny gazowej. Para wymagana do
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procesu desorpcji produkowana jest w kotle odzyskowym zasilanym spalinami
opuszczajacymi turbing gazowa. Koncepcja oparta na zespole turbiny gazowej
jest przedmiotem analizy w niniejszym rozdziale.

4.1. Zespol turbiny gazowej wraz z parowaczem (wariant A)

Rozwazanym w ramach analiz wariantem jest potaczenie zespotu turbiny
gazowej wraz z parowaczem, ktory pozwala na przekazanie wymaganego stru-
mienia pary bezposrednio do absorpcyjnej instalacji separacji. Schemat propo-
nowanego rozwigzania o sygnaturze A zamieszczono na rysunku 3. Zespo6t tur-
biny gazowej sklada si¢ ze: spr¢zarki, ktorej sprez wynosi 20, komory spalania,
zasilanej paliwem gazowym o sktadzie: CHy: 0.9733, C,Hg: 0.0081, C;Hs:
0.0046, C4H;p: 0.0026, CO,: 0.0028, N,: 0.0086, oraz ekspandera. Parowacz
odpowiada za wytwarzanie strumienia pary nasyconej kierowanej bezposrednio
do re-boilera instalacji separacji. Zdefiniowane wielkosci charakterystyczne
zamieszczono w tabeli 2.

re-boiler

5a

Rys. 3. Schemat wariantu A: zespot turbiny gazowej wraz z parowaczem

4.2. Zespol turbiny gazowej wraz z obiegiem parowym (wariant B)

Drugim rozpatrywanym wariantem umozliwiajacym realizowanie dostaw
ciepla na potrzeby desorpcji w ramach zewnetrznego zasilania jest uktad turbiny
gazowej zespolony z obiegiem parowym. Schemat wariantu B zamieszczono na
rysunku 4. Jednym z podstawowych zalozen jest zaangazowanie turbiny gazo-
wej o takich samych parametrach jak w wariancie A. Dodatkowymi zatozenia-
mi wynikajacymi z rozbudowania wariantu sa: sprawnos$¢ izentropowa turbiny
parowej przeciwpreznej wynoszaca 90%, oraz temperatura pary przegrzanej
wynoszaca 527 °C. W kotle odzyskowym wystepuje minimalne spigtrzenie
temperatur czynnikow (tzw. pinch point) wraz z niedogrzewem wody na wlocie
do walczaka (tzw. approach point) [8] wynoszace 5 K. Elementami sktadowymi
obiegu parowego sg: jednopr¢zny kociot odzyskowy oraz turbina przeciwprez-
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na, z ktorej kierowany jest bezposrednio strumien pary do re-boilera w celu
prawidtowego przebiegu procesu desorpcji.

Tabela 2. Zatozenia dot. wariantu A

Wielkos¢ Warto$¢ Jednostka | Wielkos¢ Warto$¢ | Jednostka
Wartosc opatowa gazu 43.82 Mi/kg Wskaznik ilo$¢ powietrza
ziemnego, chtodzacego, z tego:
- do chlodzenia pierwsze-
go stopnia ekspandera
- do chtodzenia drugiego
. stopnia ekspandera
Temperatura powie- d . .
. o - do chtodzenia trzeciego 0.5 -
trza pobieranego 15 C .
. stopnia ekspandera 0.35 -
z otoczenia
0.15 -
Wskaznik ilo$¢ powietrza
chtodzacego drugi stopien
ekspandera
Temperatura paliwa 15 °oC Cisnienie pary 270.66 kPa
Temperatura spahn za 1430 oC Spra.wnosc izentropowa 90 %
komorg spalania turbiny gazowej
Temperatura paliwa 15 °C Spra.wnqsc 1Z§ntr0powa 88 %
sprezarki powietrza
Temperatura pary 130 °C Sprawno$¢ generatora 99 %
Ci$nienie otoczenia 0.1013 MPa Sprez 20 -
Cls_meme podawanego 35 MPa Minimalne spigtrzenie 5 K
paliwa temperatur w parowaczu

re-boiler
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Rys. 4. Schemat wariantu B: zesp6t turbiny gazowej wraz z obiegiem parowym

Badania zostaty zrealizowane dla zmiennej wartosci energochtonnosci pro-
cesu desorpcji gus. Wielko$¢ ta uzmienniana byta w zakresie wartosci od 2 do

4 MJ/kgCO,.
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5. Analiza termodynamiczna

5.1. Wskazniki oceny termodynamicznej

W celu przeprowadzenia analizy poréwnawczej zdefiniowano poszczegdlne
sprawnos$ci wytwarzania energii elektrycznej dla oméwionych w punkcie 4.1
oraz 4.2 wariantow. W tabeli 3 zamieszczono sformowane zaleznosci.

Tabela 3. Zdefiniowane wskazniki oceny termodynamicznej uktadu

Sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej brutto blokow 900 MW zintegrowanych z instalacja
separacji oraz uktadami zewngtrznego zasilania

N, .+N
Wariant A Nayp = = ey
Echc + Ech
Ny +N i +N,
Wariant B Nayp = = - — > 2
Echc + Echg

Sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej netto blokéw 900 MW zintegrowanych z instalacja
separacji oraz uktadami zewngtrznego zasilania

N g+N, oo —(N, o +N, )
Wariant A nel‘N — 1ST 1L,GT : ST .SEP , (3)
E L+ E\hg
. Nel ST + Nel GT elBPST (Naux,ST + NauX,BPST + Naux.SEI’)
Wariant B Han = - )
Echc + Echg

Sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej zrodet zewngtrznych wytwarzajacych par¢ na po-
trzeby procesu desorpcji

N
Wariant A Nasas =1 > (5)

N, +N

. — 1,GT el,BPST
Wariant B Napsas = — E 5 (6)

chg

Zastosowane oznaczenia:

N, ;- moc turbiny parowej, N ;. - moc turbiny gazowej, N, -moc turbiny

,GT el,BPST

parowej przeciwpreznej, N, . - moc potrzeb wilasnych turbiny parowej,

N - moc potrzeb wlasnych turbiny gazowejy - moc potrzeb wiasnych

aux, GT

uktadu separacji, N
E

‘che

moc potrze wlasnych turbiny parowej przeciwprezne;,

aux, BPST
- strumien energii chemicznej wegla, £, - strumien energii chemiczne;
gazu, n, - SPrawnosc brutto, 7 g.n - SPTAWNosc netto, 7, - SPrawnosc brutto

zewngtrznego zrodta - sprawnosc¢ netto zewnetrznego zrodla.

> TN, AB
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5.2. Rezultaty analizy

W niniejszym punkcie zostaly zgromadzone wyniki obliczen sprawnosci
zdefiniowanych zaleznos$ciami (1)-(6). Uzyskane charakterystyki zostaty zesta-
wione ze sprawnosciami uzyskiwanymi dla niezintegrowanego bloku odniesie-
nia, ktorym jest blok o mocy 900 MW opisany szerzej w punkcie 2.

Wszystkie analizy odbywaly si¢ dla zmiennej wartosci energochtonnosci
procesu desorpcji qes.

Charakterystyka zamieszczona na rysunku 5 to zestawienie sprawnosci
brutto oraz netto wytwarzania energii elektrycznej blokéw 900 MW zintegro-
wanych z instalacjg separacji dwutlenku wegla oraz wariantami A oraz B ze-
wnetrznego zasilania. Spadek sprawnosci brutto uktadu zintegrowanego w od-
niesieniu do sprawnosci brutto bloku referencyjnego w funkcji wzrostu energo-
chtonnosci g, wynika ze znaczenia efektywno$ci zastosowania w uktadzie
gazu ziemnego, ktora to jest nizsza od efektywno$ci wykorzystania wegla (im
WyZzsza moc turbiny gazowej tym nizsza sprawno$¢ wytwarzania energii elek-
trycznej brutto). Wygenerowany w przyblizeniu staty rozklad wartosci spraw-

nosci netto wytwarzania energii elektrycznej w funkcji wskaznika que, q 4, jest

rezultatem niewielkiego wptywu tego wskaznika na wielko$¢ mocy potrzeb
wlasnych, ktora jest sumg potrzeb wlasnych bloku 900 MW, absorpcyjnej insta-
lacji separacji oraz instalacji sprg¢zania CO,. Natomiast w wariancie B gdzie
zastosowano zespot turbiny gazowej wraz z obiegiem parowym, sprawnos$c
netto wzrasta wraz ze wzrostem wskaznika energochtonnosci ¢ .

Sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej zrodet zewnetrznych wytwa-
rzajacych par¢ na potrzeby procesu desorpcji podane zostaly w tabeli 4. Ze
wzgledu na zastosowanie turbiny gazowej jako podstawowego elementu uktadu
zewngtrznego zasilania w ciepto re-boilera przy kolumnie desorbera uzyskiwa-
nie sprawnosci tych komponentéw sg relatywnie wysokie. Oczywiscie dla wa-
riantu B, gdzie dodatkowo wystepuje obieg parowy o wysokich parametrach
pary kierowanej na topatki turbiny przeciwpreznej sprawnosci sg wyzsze niz
uzyskiwane przez samodzielng turbinge gazowa.
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Rys. 5. Charakterystyka sprawno$ci w funkcji wskaznika zapotrzebowania na ciepto procesu
desorpcji, A: Sprawno$¢ brutto, netto w wariancie A, B: Sprawnos¢ brutto, netto w wariancie B

Tabela 4. Zestawienie sprawnosci zewngtrznych zrodet zasilania procesu desorpcji

na/, AB
Wariant A 38.74%
Wariant B 48.09%

6. Analiza ekonomiczna

6.1. Wskazniki oceny efektywnos$ci ekonomicznej

Rozpatrywane trzy warianty jednostki wytworcze;j, tj. blok 900 MW w wa-
riancie referencyjnym, czyli bez integracji z instalacja absorpcyjnego wychwytu
dwutlenku wegla, blok 900 MW zintegrowany z instalacja oraz wariantem
A zrddla zewnetrznego zasilania procesu desorpcji oraz blok 900 MW zinte-
growany z wariantem B zespotu turbiny gazowej wraz z obiegiem parowym
zostaly objete analizami ekonomicznymi. W analizach wykorzystano metodg
dyskontowego badania efektywnosci ekonomicznej jednoczesnie wykorzystujac
wskaznik, ktorym jest graniczna cena sprzedazy energii elektrycznej. Wartosc¢
tego wskaznika okresla minimalng cen¢ sprzedazy, dla ktorej inwestycja jest
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rentowna. Graniczna cena sprzedazy energii elektrycznej zostata zdefiniowana
W nastepujacy sposob:

C =Cy(NPV =0), @)
gdzie: NPV- warto$¢ zaktualizowana netto, wyznaczana z zalezno$ci:
v CF
NPV =32y ———, ®)
1+7r)

gdzie: CF — przeplywy pieni¢zne, r — stopa dyskonta, t — kolejny rok rozwazan
od momentu rozpoczgcia budowy uktadu.

Metoda dyskontowa wiaze si¢ z wyznaczeniem przeptywow pienieznych
(CF) netto dla okresu t czyli dla kazdego roku zwigzanego z inwestycja, zarOw-
no w czasie budowy jak i samej eksploatacji.

Przeptywy pienigzne (CF) definiowane sg zaleznoscia:

CE=[-J+S—(K,+F +K,)+A+L], ©)

gdzie: J- nakltady inwestycyjne, S — przychody ze sprzedazy, K,, — koszty ope-
racyjne, P4 — podatek dochodowy, K ,,— zmiana kapitatu obrotowego, 4 — amor-
tyzacja, L — wartos¢ likwidacyjna.

W przypadku analizowanego wariantu referencyjnego naklady inwestycyj-
ne (J) zostaly wyznaczone na podstawie wskaznika jednostkowych naktadow
inwestycyjnych (7). Wskaznik ten okresla catoSciowy naklad inwestycyjny
przypadajacy na 1 kW mocy elektrycznej brutto zainstalowanej w uktadzie, w
relacji:

Jrer = lger - Nel,ST . (10)

W przypadku bloku 900 MW zintegrowanego z kolejnymi wariantami ze-
wnetrznego zrodla zasilania (Wariant A 1 B) wskaznik jednostkowych naktadow
inwestycyjnych jest relatywnie wyzszy w stosunku do wariantu referencyjnego
ze wzgledu na zwickszenie ilosci elementow, a w tym instalacji separacji dwu-
tlenku wegla oraz zroédta wytwarzania ciepta. W przypadku uktadu referencyj-
nego irgr zatozono na poziomie 5050 PLN/kW,. Naktady jednostkowe jedno-
stek zintegrowanych z instalacjg separacji i zespotem turbiny gazowej r6znig si¢
migdzy soba i zaleza od energochtonnosci instalacji separacji. Wielkosci jed-
nostkowego naktadu w zaleznos$ci od wskaznika energochtonnosci g, przed-
stawiono w tabeli 5. Jednostkowe naktady inwestycyjne dla wariantu A ozna-
czono symbolem i,, a dla wariantu B ig. W przypadku wariantow A i B ko-
nieczne jest uwzglednienie puli nakltadéw inwestycyjnych na uktadu turbiny
gazowej (Jugr) oraz w wariancie B dodatkowo nakladow na obieg parowy
(Japsn- W celu okreslenia potrzebnych naktadéw zastosowano zaleznoSci:

Dla Wariantu A:

I =Ny s +Jyors (11)
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Dla Wariantu B:
J =i-N,sr +Jugr + I pesrs (12)
Naktady inwestycyjne na uklady generujace ciepta dla procesu desorpcji za-

leza bezposrednio od wielkos$ci charakteryzujacych turbing gazowa wraz z wy-
miennikami i przedstawiono za pomoca zaleznosci:

Jur =B-[lgp igr - Ny gr +44204-(kA)™°1, (13)
gdzie: B — wspodlczynnik kosztu zabudowy [15], (przyjeto B=2), Igr — liczba
zabudowaych turbin gazowych, , (Negr), — nominalna moc elektryczna turbiny

gazowej, kA — przewodnos¢ cieplna, W/K. igr — jednostkowy koszt zakupu
turbiny gazowej okreslony zaleznoscia:

lygr = 21346'(N91,GT);0)271 s (14)

Wielo$¢ naktadoéw inwestycyjnych na cz¢$¢ parowa w wariancie B okreslo-
no przy wykorzystaniu zaleznosci:
Jupsr = 974407712, (15)
gdzie: Q - strumien ciepta uzyskiwany z obiegu parowego kotta odzyskowego
[19].

Tabela 5. Jednostkowe naktady inwestycyjne PLN/kWb, w badanych wariantach

Gdes
2.00 2.25 2.50 2.75 3.00 3.25 3.50 3.75 4.00

ia 4299 | 4231 4156 4081 4001 3933 3868 3802 3791
ip 4111 | 4029 3940 4518 4444 4382 4323 4262 5004

Wskazniki jednostkowych naktadéw inwestycyjnych zostaty wyznaczono
na podstawie literatury przedmiotu [16-23]. Jednocze$nie te same pozycje lite-
raturowe pozwolity na okreslenie dla celéw analizy wielkosci jednostkowych
kosztow eksploatacyjnych badanych wariantow, ktore zamieszczono w tabeli
z podstawowymi zatozeniami do analizy ekonomicznej. Przedstawione w za-
leznos$ci (11) przeptywy pieni¢zne, poza naktadami inwestycyjnymi (J), wpty-
wajg na oplacalno$¢ inwestycji ze wzgledu na to, ze sg one skorelowane z cha-
rakterystykami termodynamicznymi uktadéow. W trakcie badan nalezy przyjaé
zatozenia o charakterze mikroekonomicznym, ktére warunkujg funkcjonowanie
uktadu w sektorze elektroenergetyki systemowej. Najistotniejsze zalozenia za-
wiera tabela 6. Zasadniczym aspektem analizy jest zalozenie wigkszych warto-
sci kosztow eksploatacji oraz utrzymania, kosztow remontow, czy tez kosztow
zwigzanych z zatrudnieniem przy jednostkach zintegrowanych z instalacja sepa-
racji. Przeprowadzana analiza ma za zadanie uwierzytelnienie korzysci ekono-
micznych zastosowania integracji jednostki wytworczej z instalacjg separacji
wraz z zewnetrznym zrodtem zasilania w cieplo procesu desorpcji w stosunku
do ewentualnych kosztéw zwigzanych z emisjg gazéw cieplarnianych.
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Tabela 6. Zatozenia do analizy ekonomicznej

Wyszczegolnienie Jednostka REF Wariant A | Wariant B
Czas pracy uktadu w roku h/a 8000
Jednostkowe naktady inwestycyjne PL.N/kW mocy 5050 (Patrz Tabela 5)
zainstalowanej
Okres budowy lata 3
Rozdzml naktadow inwestycyjnych na % 30/50/20
kolejne lata budowy
Udziat $rodkéw wilasnych % 20
Udziat kredytu komercyjnego % 80
Rzeczywiste oprocentowanie kredytu % 6
komercyjnego ?
Czas sptaty kredytu komercyjnego lata 10
Okres eksploatacji lata 20
Stopa dyskonta % 6.2
_J ednostkovye koszty eksploatacji PLN/MWh 25 51 60
1 utrzymania
Cena wegla PLN/GJ 15.22
Cena gazu ziemnego PLN/GJ 39.10
Jednostkowe zatrudnienie (przypadajace
na 1 MW zainstalowane;j mocy na o0s/MW 0.4 05
paliwie weglowym oraz paliwie gazo-
wym)
Miesigczne wynagrodzenie z narzutami PLN/etat/m-c 5000
Srednia stawka amortyzacji % 6.67
Warto$¢ likwidacyjna w odniesieniu do o
P . % 20
naktadow inwestycyjnych
Stopa podatku dochodowego % 19

W trakcie analiz ekonomicznych dwie wielkosci traktowano jako zmienne
decyzyjne. Pierwsza, analogicznie do analizy termodynamicznej byt wskaznik
energochlonno$ci procesu desorpcji, analizowany w przedziale od 2 do 4
MJ/kgCO,. Analizy prowadzono dla dwdch wartosci ceny uprawnien do emisji,
tj. dla 50 oraz 250 PLN/MgCO,.
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6.2. Rezultaty analizy

Na rys. 6 zestawiono charakterystyki granicznej ceny sprzedazy energii
elektrycznej w funkcji wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji. Przed-
stawione charakterystyki dotycza dwoch scenariuszy, ktore zakladajg ceny
uprawnien do emisji dwutlenku wegla na poziomach:C,. = 50 PLN/MgCO, oraz
Cye =250 PLN/MgCO,. Na wykresie liniami cigglymi zaznaczono charaktery-
styki granicznej ceny sprzedazy energii uzyskanych wygenerowane dla uktadu
referencyjnego. Odpowiednio linie przerywane: kreska krotka oraz kreska dluga
odnoszg si¢ do wariantu A oraz wariantu B.

Wyniki analiz wskazuja na znaczacy wptyw energochtonnosci procesu de-
sorpcji na uzyskiwane wartosci ceny granicznej sprzedazy energii elektryczne;.
Niezaleznie od przyjmowanych do analiz warto$ci wskaznika energochtonnosci
wyniki analizy wskazuja na przewage wariantu A nad wariantem B. Rdznice
pomigdzy granicznymi cenami sprzedazy energii elektrycznej uzyskanymi dla
dwoch wariantow sg jednak wyzsze w zakresie wyzszych wartosci wskaznika
energochlonnosci procesu desorpcji. W odniesieniu do bloku referencyjnego
w przypadku rozwigzan zintegrowanych z instalacjami separacji wartos¢
wskaznika efektywnos$ci ekonomicznej w niewielkim stopniu zalezy od ceny
uprawnienia do emisji. Wynika to oczywiscie z istotnie mniejszej emisji dwu-
tlenku wegla w przypadku uktadow zintegrowanych. Miejsca przeciecia odpo-
wiednich charakterystyk (uzyskanych dla tych samych warto$ci cen uprawnien)
dla ukladow zintegrowanych z instalacjami separacji z charakterystykami
otrzymanymi na podstawie analiz uktadu referencyjnego pozwalaja na odczyta-
nie warto$ci wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji przy jakich integra-
cja bloku wedlug analizowanych wariantéw jest ekonomicznie uzasadniona.
I tak: inwestycja w blok wedlug wariantu A przy cenie uprawnien na poziomie
250 PLN/MgCQO, jest uzasadniona jesli warto§¢ wskaznika energochtonnos$ci
nie bedzie przekracza¢ poziomu 3,05 MJ/kgCO,. W przypadka wariantu B przy
cenie uprawnien do emisji na poziomie 250 PLN/MgCO, integracja bylaby
uzasadniona jesli wartos¢ wskaznika energochtonno$ci nie bytaby wyzsza od
2.35 MJ/kgCO,. Przy cenie wynoszacej 50 PLN/MgCO, integracja zgodna
z wariantem A oraz wariantem B mogtaby by¢ rentowna wzgledem uktadu refe-
rencyjnego przy wartosciach wskaznikow energochtonnos$ci znacznie nizszych
od 2 MJ/kgCO,.
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Rys. 6. Charakterystyka granicznej ceny sprzedazy w funkcji wskaznika zapotrzebowania
na ciepto procesu desorpcji

7. Wnioski

Analizowane w rozdziale alternatywne rozwigzania zasilania w ciepto pro-
ces desorpcji wydaja sie aktualnie interesujace gtéwnie z technicznego powodu.
Wynika to glownie z zalety zaangazowania do produkcji ciepta zrodet ze-
wnetrznych, czego konsekwencja jest brak ingerencji w obieg parowy bloku
energetycznego. Wysoka cena gazu ziemnego w duzych ilo$ci wymaganego do
zasilania uktadow zgodnych z wariantami opartymi o wykorzystanie uktadow
turbin gazowych przesadza o niekorzystnych rezultatach analiz ekonomicznych.
Kluczowym czynnikiem mogacym decydowaé w przysztosci o atrakcyjnosci
analizowanych rozwigzan bedzie energochtonno$é procesu desorpcji. Obecnie
mozliwe do uzyskania wartoSci wskaznika energochtonnosci zawierajg si¢
w przedziale od 3 do 4 MJ/kgCO,. Inwestycja w analizowane rozwigzania przy
takim poziomie warto$ci wskaznika energochtonno$ci moglaby by¢ uzasadnio-
na wylacznie przy wysokich cenach uprawnien do emisji. Mozliwos$ci wzrostu
sprawno$ci wytwarzania energii elektrycznej, a co za tym idzie poprawy cha-
rakterystyk ekonomicznych doszukiwaé nalezy si¢ w optymalizacji uktadu,
gltownie w zakresie wykorzystania ciepta odpadowego.
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PODZIEKOWANIA

Przedstawione w rozdziale wyniki zostaly uzyskane w badaniach wspoétfinansowanych przez
Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
wysokosprawnych ,,zero-emisyjnych” blokow weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.
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OCENA MOZLIWOSCI ZWIEKSZENIA
SPRAWNOSCI BLOKU DWUPALIWOWEGO
ZINTEGROWANEGO Z ABSORPCYJNA
INSTALACJA SEPARACJI CO, POPRZEZ
ZABUDOWE MODULU ORC

Janusz Kotowicz, Lukasz Bartela, Dorota Mikosz, Mateusz Brzeczek

Politechnika Slaska, Instytut Maszyn i Urzadzen Energetycznych
ul. Konarskiego 20, 44-100 Gliwice

W tym rozdziale przedstawiono rezultaty analiz termodynamicznych zrealizowanych dla
bloku weglowego na parametry nadkrytyczne o mocy elektrycznej brutto 900 MW zintegrowane-
go z absorpcyjng instalacja separacji CO, oraz uktadem gazowo-parowym. W ramach uktadu
gazowo-parowego generowana jest para, ktora wykorzystywana jest dla realizacji procesu de-
sorpcji. Wysokie cisnienie tej pary umozliwia wczesniejsze zasilenie nig turbiny parowej prze-
ciwpreznej, w ktdrej para rozpr¢za si¢ do ci$nienia wymaganego dla procesu desorpcji. Taki
wariant integracji, zaktadajacy wykorzystanie zewnetrznego zrodia ciepta stanowi alternatywe dla
wariantu klasycznego zaktadajacego dla realizacji procesu desorpcji pobor pary z upustu turbiny
parowej. Zasadnicza wada analizowanego wariantu jest konieczno$¢ uzytkowania duzych ilosci
drogiego paliwa, jakim jest gaz ziemny. Zasadniczym celem analiz byta ocena mozliwosci zwigk-
szenia sprawnosci bloku poprzez uzyteczne wykorzystanie ciepta odpadowego spalin opuszczajg-
cych kociotl odzyskowy uktadu gazowo-parowego. Przeanalizowany wariant zakladat zasilanie
spalinami modutu ORC. Oceny sposobu podwyzszenia sprawnosci dokonano przy wykorzystaniu
zdefiniowanych w pracy wskaznikow efektywnosci termodynamicznej. Analiz¢ przeprowadzono
dla réznych wartosci wskaznika energochlonnosci procesu desorpcji. Wielko$¢ uzmienniano
w zakresie warto$ci od 2 do 4 MJ/kgCO..

1. Wstep

Réwnoczesnie z rozwojem cywilizacji nastgpuje gwaltowny wzrost zapo-
trzebowania na pierwotne nosniki energii. Wynikiem tego wzrastajacego popytu
jest zwiekszajaca si¢ emisja gazow cieplarnianych zwtaszcza na obszarach wy-
soce zurbanizowanych. Za dzialaniami majacymi na celu ograniczenie emisji
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gazow cieplarnianych przemawia teza mowigca o negatywnych skutkach nad-
miernej emisji, majacych odzwierciedlenie w zaobserwowanym w ostatnich
dekadach dynamicznym wzro$cie $redniej temperatury atmosfery. Wynikiem
szeregu dziatan majacych na celu powstrzymanie globalnego ocieplenia jest
mig¢dzy innymi wprowadzenie w panstwach Unii Europejskiej szeregu aktow
prawnych ukierunkowujacych branze energetyczna ku dekarbonizacji oraz
wprowadzaniu technologii niskoemisyjnych.

Aktualnie pracujgce weglowe jednostki wytworcze nalezace do sektora
elektroenergetyki systemowej z uwagi na niekorzystne charakterystyki ekolo-
giczne bgdg musiaty zosta¢ poddane niezbgdnym modernizacjom. W obrgbie
blokéw mnowoprojektowanych nadrzgdnym wyzwaniem pozostaje wzrost
sprawnosci [1]. Skutkiem podwyzszenia sprawno$ci bedzie takze spadek emisji
dwutlenku wegla do atmosfery. Przy obecnie przyjetych obostrzeniach eksploa-
towane jednostki wytworcze jak i jednostki nowopowstajace muszg zosta¢ do-
stosowane do przeprowadzenia w przyszlosci integracji z instalacjami separacji
CO,. Obecnie rozwijane sg trzy technologie wychwytu dwutlenku wegla. Tech-
nologia pre-combustion polega na utlenieniu pierwiastka wegla przed zasadni-
czym procesem spalenia, a nast¢pnie usunigciu z paliwa zwigzku CO,, techno-
logia post-combustion poleg na separacji zwiazku CO, po procesie spalania,
natomiast oxy-fuel combustion polega na spalaniu paliwa w atmosferze utlenia-
cza o podwyzszonym udziale tlenu [6].

W obrgbie wymienionych technologii separacji wykorzysta¢ mozna wiele
metod separacji. Jedng z nich jest metoda absorpcji chemicznej. Co wazne juz
teraz mozne ona zosta¢ zaimplementowana do komercyjnego wykorzystania.
W rozdziale poddano analizie jednostke wytwodrcza o mocy 900 MW zintegro-
wang z instalacja wychwytu CO, wykorzystujaca wlasnie metode absorpcji
chemicznej. Ze wzgledu na wymagania komponentu separacyjnego wynikajace
z konieczno$ci doprowadzenia ciepta dla realizacji procesu desorpcji uktad
zostal nadbudowany zespotem turbiny gazowej w dwoch wariantach. W ramach
rozwiniecia struktury blokow zaproponowano wiaczenie do ukladow sitowni
ORC (Organic Rankine Cycle) z czynnikiem niskowrzacym. Przeprowadzono
analiz¢ termodynamiczng zaproponowanych rozwigzan przyjmujac zmienng
warto§¢ wskaznika energochtonnos$ci procesu desorpcji (procesu regeneracji
nasyconego sorbentu) w zakresie od 2 do 4 MJ/kgCO.,.

2. Charakterystyka bloku o mocy 900 MW

Uktadem referencyjnym jest blok na parametry nadkrytyczne o mocy
900 MW. Jest to jednostka, ktorej struktura oraz wielkosci charakterystyczne
w niedalekiej przysztosci beda proponowane dla blokow energetycznych.
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Schemat bloku referencyjnego zamieszczono na rysunku 1. Wielkos$ci charakte-
rystyczne oraz zatozenia do analizy przedstawiono w tabeli 1.

coal —P—l ~
o —— air

Rys. 1. Schemat bloku o mocy 900 MW

Jednostka referencyjna zasilana jest weglem kamiennym. Kociol parowy
wyposazony jest w pojedynczy przegrzewacz pary wtornej. Para kierowana jest
do zespotu turbiny parowej upustowo-kondensacyjnej skladajacej si¢ sekcji
wysokopreznej, Sredniopreznej oraz sekcji niskopreznej dwuprzeptywowe;.
Para z upustow turbiny trafia do schtadzacza pary (SC), trzech wymiennikow
regeneracyjnych wysokopreznych (HR), odgazowywacza (DA) oraz czterech
wymiennikow regeneracyjnych niskopr¢znych (LR).

3. Charakterystyka instalacji separacji CO,

Ze wzgledu na wymogi stawiane przez unijnych decydentow [2-5] jednostki
wytworcze juz w fazie projektowej powinny by¢ dostosowane do integracji
z instalacjami separacji dwutlenku wegla. Analizowany blok o mocy 900 MW
zostal zintegrowany z absorpcyjna instalacja separacji. Schemat proponowane-
go modutu separacyjnego pokazano na rysunku 2.
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Rys. 2. Schemat modutu separacyjnego

Glownymi elementami instalacji opartej o metode absorpcji chemicznej sa
dwie kolumny: pierwsza to kolumna absorbera, w ktdrej zachodzi proces za-
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wigzania zwigzku weglowego z dostarczanym do kolumny sorbentem monoeta-
nolaminy (MEA) [7,8]; druga jest kolumna desorbera bg¢daca miejscem odsepa-
rowania pod wpltywem ciepta z zewnatrz dwutlenku wegla z MEA.

Tabela 1. Wielko$ci charakterystyczne oraz zatozenia dotyczace bloku o mocy 900 MW

Wielkosé¢ Warto$¢ [Jednostka Wielkos¢ Warto$¢ |Jednostka
Wartos$¢ opatowa paliwa 2393 | MJ/kg |Cisnienie za pompa skroplin 22 MPa
Przyrost temperatur skroplin w
Wilgo¢ (w paliwie) 9 % wymiennikach regeneracyjnych 120.7 K
niskopreznych
- - Przyrost temperatur w wymienniku
0,
Popiot (w paliwie) 20 % regeneracyjnym HR1 41.9 K
. . Przyrost temperatur w wymienniku
0,
Wegiel (w paliwie) 59.9 % regeneracyjnym HR3 28.4 K
Tlen (w paliwic) 5 o Przyrost temperatur w schtadzaczu 50 K
pary
Spietrzenia temperatur w wymien-
Wodoér (w paliwie) 3.8 % nikach regeneracyjnych LR1, LR2, 3.0 K
LR3iLR4
Spigtrzenia temperatur w wymien-
Azot (w paliwie) 1.2 % nikach regeneracyjnych WR1, 2.0 K
WR2i WR3
. - Przechtodzenie skroplin w wy-
0,
Siarka (w paliwic) ! 7 | miennikach WR1, WR2 i WR3 10 K
e o Sprawnos¢ wymiennikow regene- N
Temperatura pary §wiezej 650 C racyjnych oraz schladzacza pary 99.5 %
Straty przeptywu w rurociggach
Ci$nienie pary $wiezej 30 MPa |pary do wymiennikow regeneracyj- | 2.0 %
nych oraz schtadzacza
Strata przeptywu w rurociggu pary
Temperatura pary przegrzanej 670 °C od schtadzacza do wymiennika 1.0 %
generacyjnego HR1
L . Straty przeptywu w rurociagach
Ci$nienie pary przegrzanej 59 MPa . 1.7 %
pary przegrzanej
Sp TAWNOSC WEWL. gIUp stopni 90.0 % Straty mechaniczne turbiny 0.32 MW
cze$ei H turbiny
Spr'fl\ynosc wewn. grup stopni 92.0 % Strata ci$nienia czynnika obiego- 42 MPa
czesci I turbiny wego w kotle
Sprg\ynosc wewn. grup stopni 35.0 o Strata cisnienia pary w przegrzewa- | 5 MPa
czesei L turbiny czu wtérnym
Sprawnos$¢ wewn. ostatniej N e
grupy stopni czgsci L turbiny 80.0 % Ci$nienie pary w skraplaczu 5 kPa
Sprawno$¢ generatora 98.8 % Terr}peratura wody zasilajacej 310 °C
kociot
Sprawnos$¢ wewngtrzna pomp 85.0 % Ci$nienie w odgazowywaczu 1.15 MPa
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Spaliny przed wprowadzeniem do kolumny absorbera podlegaja procesowi
glebokiego odsiarczania. W kolumnie absorbera spaliny obmywane sg strumie-
niem wodnego roztworu aminy. Sktadniki spalin, ktore nie reaguja z MEA zo-
staja odtransportowane i uwolnione do atmosfery w gornej czesci kolumny.
Dwutlenek wegla zwigzany z MEA zostaje przetransportowany przez pompeg
oraz wymiennik ciepla do kolumny desorbera. W desorberze nastepuje wyizo-
lowanie CO, z sorbentu przy udziale ciepta dostarczanego z zewnatrz posrednio
przez re-boiler. Strumien dwutlenku wegla wraz z parg wodna zostaje przetto-
czony do gornej czg¢sci kolumny desorbera, a nastepnie opuszczajac jg trafia na
wymiennika ciepta, gdzie nastgpuje wykroplenie pary wodnej. Strumien CO,
trafia do instalacji spr¢zania. Instalacja sprezania sktadajaca si¢ z czterech sek-
cji sprgzania pozwala na uzyskanie cisnienia CO, na poziomie 15 MPa. Po
opuszczeniu sekcji sprezania CO, jest transportowany do miejsca sktadowania.

Z punktu widzenia efektywnos$ci bloku zintegrowanego z instalacjg separa-
cji kluczowym procesem jest proces desorpcji, ktory wymaga doprowadzenia
do instalacji znacznych ilosci ciepta. Strumien ciepta doprowadzany jest po-
srednio przez wykorzystanie wymiennika ciepta (re-boilera). Warianty instalacji
separacji zintegrowanej z jednostkg wytworcza zakladajg realizacje dostaw
ciepta wraz z parg ze zrodel zewnetrznych. W rozwazaniach literaturowych
[9,10] autorzy analizujg mozliwo$¢ pozyskania strumienia pary z upustu turbiny
parowej jednostki nadbudowywanej tg instalacjg. Autorzy wskazujg na zaletg
tego rozwiazania, ktora jest brak dodatkowych elementéw w strukturze jednost-
ki wytworczej, ktore warunkujg zwigckszenie nakladow inwestycyjnych. Nie-
watpliwie wadg takiego rozwigzania jest koniecznos¢ poboru pary w znacznych
ilosciach, co powoduje zmniejszenie mocy efektywnej turbiny parowej. Jest to
rozwigzanie zarezerwowane w szczegolnosci dla jednostek nowopowstajacych
ze wzgledu na to, ze juz w fazie projektow mozna zadba¢ o ograniczenie strat
w przeplywie pary przez czg¢$¢ niskoprezng turbiny poprzez zmniejszenie prze-
krojow poprzecznych tej czesci turbiny. Zabieg ten umozliwia osigganie wyso-
kich sprawno$ci w warunkach minimalnego przeplywu pary, jednak eliminuje
mozliwos¢ wydajnej eksploatacji podczas braku poboru pary do procesu de-
sorpcji. Ze wzgledu na wskazane wady rozwiazania klasycznego zaczgto zasta-
nawia¢ si¢ nad alternatywnymi mozliwos$ciami zasilania w cieplo procesu de-
sorpcji. W literaturze przedmiotu rozwazane sg uktady z zewnetrznym zrodtem
ciepla w postaci kotta biomasowego [11]. Innym rozwiazaniem jest opisywany
w [12] wariant zaktadajacy wykorzystanie zespotu turbiny gazowej, ktory jest
przedmiotem prezentowanej analizy.
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4. Zewnetrzne zasilanie instalacji separacji
dwutlenku wegla

4.1. Zespol turbiny gazowej z parowaczem

W ramach uktadu energetycznego celem realizacji procesu desorpcji zapro-
ponowano wykorzystanie potencjalu zespotu turbiny gazowej. W wariancie
A zaprezentowanym na rysunku 3 wykorzystano potaczenie turbiny gazowej
z parowaczem w celu pozyskania pary kierowanej do re-boilera pracujacego na
potrzeby instalacji separacji. W sktad turbiny gazowej wchodza: sprezarka,
komora spalania oraz ekspander turbiny. Wielkosci charakterystyczne
dotyczace uktadu zestawiono w tabeli 2.

re-boiler

5a

Rys. 3. Schemat zespotu turbiny gazowej wraz z parowaczem (wariant A)

4.2. Zespol turbiny gazowej z obiegiem parowym

Istnieje mozliwo$¢ rozbudowania proponowanego wariantu A i uzyskanie
uktadu gazowo-parowego, ktory produkuje pare w ilosci wynikajacej z zapo-
trzebowania instalacji separacji. Schemat proponowanego rozwigzania przed-
stawia rysunek 4. W sktad obiegu parowego zgodnie z [13] wchodza: jednoci-
$nieniowy kociot odzyskowy oraz turbina przeciwpregzna, ktéra zaopatruje re-
boiler w wymagany strumien ciepta. Zalozono, ze w ramach obu wariantow
zaimplementowane sg takie same turbiny gazowe o charakterystyce zaprezen-
towanej w tabeli 2. Ze wzgledu na rozbudowanie uktadu do wariantu B nalezy
przyja¢ dodatkowe zatozenia. W jednoci$nieniowym kotle odzyskowym niedo-
grzew wody na wlocie do walczaka (approach point) wynosi 5 K.
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re-boiler

Rys. 4. Schemat uktadu gazowo-parowego (wariant B)
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Tabela 2. Wielkosci charakterystyczne oraz zatozenia dotyczace wariantu A oraz B

Wielkos¢ Warto$¢ |Jednostka Wielkos¢ Warto$¢  |Jednostka
Wartos$¢ opat
artosc opalowa | - 4 g9 Ml/kg |Wskaznik ilo§¢ powietrza chlodzacego
gazu ziemnego .
topatki ekspandera, z tego:
CH, 97.33 % - do chtodzenia pierwszego stopnia 0.5 -
- do chtodzenia drugiego stopnia 0.35 -
C,H, 0.81 o, - do chtodzenia trzeciego stopnia 0.15 -
C:Hs 0.46 % Tempergtura powietrza pobieranego z 15 oC
otoczenia
C4Hyo 0.26 % Temperatura paliwa 15 °C
CO, 0.28 % Temperatura spalin za komora spalania 1430 °C
N, 0.86 % Temperatura pary 130 °C
Sprez 20 - Sprawnos$¢ izentropowa turbiny gazowej 90 %
Cisnienie Sprawnos¢ izentropowa sprezarki powietr- N
. 0.1013 MPa 88 %
otoczenia za
Cisnienie po- 3.5 MPa  [Sprawno$¢ generatora 99 %
dawanego paliwa
Ciénienie pary 270.66 KPa Mmlmaln'e spigtrzenie temperatur w paro- 5 K
waczu (pinch point)
Wzgledna strata
cisnienia w prze- 1/5/1 %
grzewa-

Podstawowa wielkos$cig decydujaca o wielkosci strumienia ciepta jaki musi
by¢ wygenerowany w zrodle zewnetrznym dla zasilania procesu desorpcji jest
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wskaznik energochtonnosci procesu desorpciji ¢q.. Strumien ciepta generowany
w zrodle zewngtrznym okresla jest zaleznoscia:

Qe =2 = R )

my,8co, N co,ddes ?
TI reboiler n reboiler

gdzie: Q, . — strumien ciepta wymagany dla realizacji procesu desorpcji, MW,

Mrevoiler — SPTawnos¢ wymiennika ciepta - re-boilera (99%), msp — strumien spa-

lin trafiajgcych do instalacji separacji, kg/s, g.,, — zawarto$§¢ CO, w spalinach,
kgcoa/kgsp, Reo, — stopien odzysku CO, (90%).

Analiza przeprowadzona zostata przy zmiennych warto$ciach wskaznika
energochlonnosci procesu desorpcji ... Wielko$¢ ta uzmienniano w przedziale
wartosci od 2 do 4 MJ/kgCO,.

Na rysunku 5 zamieszczono charakterystyki sprawno$ci brutto oraz netto
wytwarzania energii elektrycznej uzyskane dla wariantow A i B zintegrowa-
nych z blokiem o mocy 900 MW wraz z instalacjg separacji dwutlenku wegla.
Wielkos$ci uzyskane w funkcji wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji
ques», mozna odnies¢ do sprawnosci bloku referencyjnego, gdzie separacja nie
jest prowadzona. Sprawno$¢ brutto bloku 900 MW wynosi 49.10%, a netto
45.42%.

W wariantach A oraz B spadek sprawnosci brutto spowodowany jest zwiek-
szeniem strumienia energii chemicznej paliwa gazowego i wynika nizsza efek-
tywno$cig wykorzystania tego paliwa w odniesieniu do wegla. Skutkiem takie-
go zabiegu jest proporcjonalny spadek wielko$ci sprawno$ci wytwarzania ener-
gii eklektycznej wzgledem zwickszajacej sie mocy implementowanej turbiny.
Statowarto$ciowy przebieg liniowy sprawnosci netto uzyskany dla wariantu A
w funkcji wskaznika ¢q,.; wynika z niewielkiego wptywu energochtonnosci pro-
cesu desorpcji na wielko$¢ mocy potrzeb wlasnych catego zintegrowanego
uktadu. W wariancie B wzrost wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji
powoduje niewielki wzrost sprawnosci brutto oraz niewielki przyrost sprawno-
$ci netto. Roznice w relacjach pomiedzy charakterystykami wygenerowanymi
dla obu wariantéw wynikaja z réznych poziomow efektywnosci wykorzystania
w dodatkowych uktadach energii chemicznej paliw gazowych. Sprawnosci wy-
twarzania energii elektrycznej zrodet zewnetrznego zasilania w wariantach wy-
nosza odpowiednio: dla wariantu A 38.74%, dla wariantu B 48.09%. Ze wzgle-
du na wysokie temperatury spalin wyprowadzanych z uktadéw (punkt 5a), wy-
noszace odpowiednio dla wariantu A 152.27 °C oraz dla wariantu B 202.18 °C
i generowane w zwigzku z tym wysokie straty energetyczne zasadna wydaje si¢
nadbudowa uktadow turbin gazowych dodatkowymi modutami sitowni ORC
(ang. Organic Rankine Cycle). Dodatkowy element w postaci ORC pozwoli na
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zwigkszenie mocy wytworczej catego obiegu oraz zwigkszenie sprawnosci wy-
twarzania energii elektryczne;.
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Rys. 5. Charakterystyki sprawnos$ci w funkcji wskaznika zapotrzebowania na ciepto procesu
desorpcji, A: sprawnosc¢ brutto, netto w wariancie A, B: Sprawnos$¢ brutto, netto w wariancie B

5. Charakterystyka integracji z modulami ORC

Organiczny Obieg Rankine’a (ang. Organic Rankine Cycle) jest obiegiem
analogicznym do klasycznego obiegu Clausiusa-Rankine’a. Roznica pomiedzy
klasycznym obiegiem Clausiusa-Rankine’a, a ORC polega na zastosowaniu
innego medium roboczego, ktorym jest czynnik niskowrzacy. Ciepto zasilajace
uktad ORC moze pochodzi¢ z réznych zrédet m.in. z wod geotermalnych, bio-
masy, energii stonecznej, ciepta odpadowego [13]. Na rysunku 5 przedstawiono
schemat uktadu ORC, ktory zostal wbudowany w r6znych kombinacjach (wa-
riant A-1, B-1, B-2) w ramy zespotow turbin gazowych.
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Rys. 6. Schemat obiegu ORC

Analizowany obieg ORC sklada si¢ z: podgrzewacza, parowacza, turbiny
oraz wymiennika ciepla rekuperacyjnego. Dla uzyskania wysokich sprawno$ci
modulu ORC wazny jest wybor odpowiedniego czynnika obiegowego. Literatu-
ra przedmiotu [14,15] nie wskazuje na idealny oraz uniwersalny czynnik ni-
skowrzacy. Dla potrzeb analizy wybrano Etanol oraz R245ca. Sprawnosci urza-
dzen oraz pozostale wielkosci przyjete do analizy zamieszczono w tabeli 3.
Dodatkowo zatozono, ze w punkcie 3s (rys. 6) para znajduje si¢ w stanie nasy-
cenia. Cisnienie w kondensatorze ORC réwne jest ci$nieniu nasycenia dla tem-

peratury ;=25 °C.

Tabela 3. Zatozenia dot. modutu ORC

pompy obiegowej

Wielkosé¢ Wartos¢ | Jednostka Wielkosé¢ Wartos¢ | Jednostka
Niedogrzew czynnika na
goracym koncu 5 K Sprawnos¢ generatora 93 %
ekonomizera
Spietrzenie temperatur Wzgledna strata cisnienia o
10 K : . 2 %
W parowaczu czynnika na ekonomizerze
Sprawnosé wewntrzna Wzgledna strata cisnienia
pre 80 % czynnika na wlocie do paro- 5 %
turbiny
wacza
Sprawno$¢ mechaniczna 08 Y Temperatura wody chtodzacej 15 oC
turbiny ’ na wlocie do skraplacza ORC
Roéznica temperatury migdzy
Sprawno$¢ wewnetrzna 30 Y woda chtodzacg na wlocie do 10 K
pompy obiegowej ’ skraplacza ORC a czynnikiem
niskowrzacym na jego wylocie
Sprawno$¢ mechaniczna 99.80 %
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5.1. Wlaczenie modelu ORC do wariantu A

Rozpatrywany wariant A, gdzie zasilanie w ciepto desorpcji realizowane
jest przez zespot turbiny gazowej pozwala na umiejscowienie modutu ORC
tylko w jednym miejscu. Na rysunku 7 zamieszczono schemat wariantu A wraz
z umiejscowieniem sitowni ORC nazywany dalej wariantem A-1. W wariancie
A-1 modut ORC zostat umiejscowiony za parowaczem i jest zasilany spalinami
opuszczajacymi ten wymiennik o temperaturze 152,27 °C.

re-boiler

5a

ORC

Rys. 7. Schemat uktadu wg wariantu A-1 z integracja modutu ORC przy jego zasilaniu spalinami
opuszczajacymi parowacz zespolu turbiny gazowe;j

Ze wzgledu na przyjete zalozenia cis$nienie pary czynnika niskowrzacego
trafiajacego do turbiny parowej zalezy od rodzaju czynnika i dla Etanolu wyno-
si 139,28 kPa, a dla R245¢cs 631,48 kPa. Dla obliczen kondensatora modutu
ORC zatozono spigtrzenie temperatur pomi¢dzy czynnikiem chlodzacym, a
czynnikiem niskowrzgcym wyprowadzanym ze skraplacza na poziomie 10 K.
Wielko$¢ ta determinuje cis$nienie panujace w kondensatorze (punkt 1s na
rys. 6), ktore dla Etanolu wynosi 7,92 kPa, a dla R245ca 100,82 kPa.

5.2. Wlaczenie modulu ORC do wariantu B

W wariancie B przy zastosowaniu uktadu gazowo-parowego z kotlem odzy-
skowym jedno-ci$nieniowym istniejg dwie mozliwo$ci umiejscowienia modutu
ORC. Na rysunku 8 pokazano schemat wariantu B wraz z umiejscowieniem
modulu ORC nazywany dalej wariantem B-1. W wariancie B-1 silownia ORC
jest zasilany woda powracajaca do obieg z re-boilera przy kolumnie desorbera o
temperaturze 125 °C. Na rysunku 9 zamieszczono schemat wariantu B-2, gdzie
modul ORC zintegrowano w analogiczny sposob jak w wariancie A-1, a wigc
przy jego zasilaniu spalinami opuszczajacymi uktad turbiny gazowej. W przy-
padku wariantow B-1 oraz B-2 zalozenia dotyczace modutu ORC sg analogicz-
ne jak w przypadku modutu A-1.
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re-boiler

Rys. 8. Schemat uktadu wg wariantu B-1 z integracja modutu ORC przy jego zasilaniu
skroplinami opuszczajacymi re-boiler

S5a ORC 6a

Rys. 9. Schemat wariantu B-1 z integracja modulu ORC przy jego zasilaniu spalinami
opuszczajacymi parowacz zespotu turbiny gazowe;j

Cisnienia pary czynnikow niskowrzacych kierowanej do turbiny parowe;j
modulu ORC w poszczegolnych analizowanych przypadkach wyniosty: dla
Etanolu w wariancie B-1: 61,78 kPa, w wariancie B-2 139,28 kPa; dla R245ca
w wariancie B-1 473,95 kPa, w wariancie B-2 1105,45 kPa. Cis$nienia panujace
w kondensatorze dla Etanolu w wariancie B-1 oraz B-2 wynosito 7,95 kPa;
z kolei dla czynnika R245ca dla obu wariantéw ci$nienie wynosito 100,82 kPa.
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6. Analiza termodynamiczna

6.1. Wskazniki oceny termodynamicznej

W ramach analiz wyznaczono sprawnos$ci brutto oraz netto poszczegdlnych
zaproponowanych uktadéw zintegrowanych z modutami ORC. Sprawnos$¢ brut-
to wytwarzania energii elektrycznej w przypadku bloku 900 MW zintegrowa-
nego z instalacjg separacji dwutlenku wegla oraz sitownia ORC, zdefiniowano
nastgpujaca zaleznoscia:

- wariant A
o = Nt + Nogr + Neore
el,B Echc n Echg (2)
- wariant B
Nast + Nagr + Negest + Neore
Mo = 3)

EC he T Ec he
gdzie: Ngsr- moc brutto bloku weglowego 900 MW, £, - strumien energii
chemicznej wegla, £, - strumien energii chemicznej gazu, Neigr - moc turbiny
gazowej, N ppst -MOC turblny parowej przeciwpreznej g, - Sprawnos¢ wytwa-
rzania energii elektrycznej brutto, 7, - sprawno$¢ wytwarzania energii elek-

trycznej netto , Neorc - moc uktadu ORC.

Sprawno$¢ netto wytwarzania energii elektrycznej w przypadku bloku
900MW zintegrowanego z instalacja separacji dwutlenku wegla oraz sitownia
ORC, zdefiniowano nast¢pujaca zaleznos$cia:

- wariant A
s = Nest + Nagr + Naore = (Nauxst T Nauxser + Nauxore) @)
el,N Echc N Echg
- wariant B
_ Nyst + Negr + Neppest + Nejore — (Maxst T Mo pst + Nauxsep T Nauxore)
TN = E 4 E )

che
gdzie: Nyx st - moc potrzeb wlasnych bloku weglowego 900 MW, N, sgp - moc
potrzeb wilasnych instalacji separacji, Ny gr - moc potrzeb wlasnych zespotu
turbiny gazowej, NuxppsT - Mmoc potrzeb wlasnych turbiny parowej przeciw-
preznej , Noyx orc - moc potrzeb wiasnych uktadu ORC
Sprawnos¢ brutto zroédet zewngtrznych nadbudowanych na instalacji sepa-
racji wraz z sitownig ORC, zdefiniowano nastgpujaca zaleznoscia:
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- warlant A
_ Nel,GT + Nel,ORC
Mo = — (6)
chg
- warlant B
_ Nel,GT + Nel,BPST + Nel,ORC
NeiB.AB = E (7)

chg

6.2. Rezultaty analiz

Rezultaty zgromadzone w niniejszym punkcie maja charakter podsumowu-
jacy przeprowadzone analizy wskaznikéw termodynamicznych zdefiniowanych
w punkcie 6.1. Otrzymane charakterystyki sg wynikiem analizy zaproponowa-
nych koncepcji uktadéw stanowigcych integracje jednostki wytworczej o mocy
900 MW z instalacjg separacji dwutlenku wegla oraz turbing gazowa wraz
z wariantami zastosowania sitowni ORC. Analizy przeprowadzone przy
uzmiennianej wartosci wskaznika energochtonnosci procesu desorpcji ques.
Wielkos¢ ta uzmienniano w zakresie od 2 do 4 MJ/kgCO,. W analizie wzigto
pod uwage dwa czynniki niskowrzace, tj. R245ca oraz Etanol.

Charakterystyki zamieszczone na rysunku 10 odnosza si¢ do sprawnosci
brutto wytwarzania energii elektrycznej w bloku na parametry nadkrytyczne
zintegrowanego z instalacja separacji oraz ukladem turbiny gazowej zgodnie
z wariantami A-1, B-1 oraz B-2 opisanymi w punkcie 5.

Sprawnos$¢ bloku referencyjnego brutto wynosi 49.1%. Porownywalne war-
tosci uzyskano dla sprawnosci brutto bloku zintegrowanego z instalacja separa-
cji CO, zgodnej z wariantem B-1. Wynika to z poréwnywalnej jak w przypadku
wegla sprawnoscia konwersji gazu. W przypadku wariantu A-1 wzrost warto$ci
wskaznika energochtonnosci wptywa na zmniejszenie sprawnos$ci brutto, co jest
skutkiem mniejszej sprawnosci konwersji gazu ziemnego w ukladzie. Na ry-
sunku 11 zestawiono charakterystyki netto analizowanych wariantow. Spraw-
nos$¢ netto bloku referencyjnego wynosi 45.42%. Wyzsze warto$ci sprawnosci
uzyskiwane sg dla uktadu zintegrowanego zgodnie z wariantem B-2, przy czym
wylacznie dla wyzszych wartosci wskaznikow energochtonnosci procesu de-
sorpcji. W odniesieniu do sprawnosci brutto w przypadku wariantow B-1 oraz
B-2 wzrost wskaznika energochtonnosci powoduje wzrost sprawnos$ci netto.
Z kolei w przypadku wariantu A-1 zaobserwowany spadek sprawnosci netto jest
wzglednie mniejszy w stosunku do spadku sprawnosci brutto.
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Rys. 10. Charakterystyka sprawnosci brutto w funkcji wskaznika zapotrzebowania na ciepto
procesu desorpcji w wariancie A-1, B-1, B-2
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Rys. 11. Charakterystyka sprawnos$ci netto w funkcji wskaznika zapotrzebowania na ciepto
procesu desorpcji w wariancie A-1, B-1, B-2

W tabeli 4 zestawiono warto$ci sprawnosci brutto oraz netto dla zrodet ze-
wnetrznych wraz z zaimplementowanymi sitowniami ORC zgodnych z warian-
tami A-1, B-1, B-2 przy zastosowaniu: R245ca oraz Etanolu. W wyniku zasto-
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sowania zespolu turbiny gazowej, jako bazowego elementu nadbudowy instala-
cji separacji dwutlenku wegla uzyskiwane sprawnosci sg wysokie. Ze wzgledu
na znacznie rozbudowang strukture¢ warianty B otrzymane warto$ci sprawnosci
sa wyzsze niz otrzymywane w przypadku zastosowania jedynie turbiny gazo-
wej. Dla poréwnania wyniki zestawiono z warto$ciami sprawnosci otrzymywa-
nych dla uktadéw bez uktadow ORC.

Tabela 4. Warto$ci sprawnosci wytwarzania energii elektrycznej zewnetrznych zrodet
dla wariantow A, B, A-1, B-1 oraz B-2

Warianty
A B A-1 B-1 B-2
Para n 0.3790 0.4809 - - -

el
Etanol n - - 0.3851 0.4852 0.4953

el
R245ca n - - 0.3914 0.4828 0.4932

el,

7. Wnioski

Wyniki analiz termodynamicznych wskazuja, iz analizowane warianty zasi-
lania w ciepto procesu desorpcji majacego mieé zastosowanie w nieodleglej
przysztosci w obrebie duzych blokéw energetycznych sa ciekawymi i efektyw-
nymi rozwigzaniami. Ich duza zaletg jest zastosowanie turbin gazowych stano-
wigcych zewnetrzne zrédlo ciepta, co powoduje, iz przeprowadzane integracje
nie musza wymagac ingerencji w struktur¢ obiegu parowego oraz konstrukcje
samej turbiny parowej. Dodatkowe zintegrowanie uktadow zewngtrznego zasi-
lania w ciepto z modutami ORC pozwoli¢ moze na zwickszenie sprawnosci
konwersji energii chemicznej gazu. Analiza dwoch czynnikow niskowrzacych
zastosowanych w sitowni ORC Etanolu oraz R245ca wykazata, ze instalacja
procujaca na Etanolu osiaga lepsze uzyski sprawnosci.

Niestety zastosowanie wariantow w praktyce wymagaloby wlaczenia w
strukture uktadu bloku turbin gazowych o bardzo znacznych mocach. Taka
integracja przyczyniataby si¢ do powaznego wzrostu naktadow inwestycyjnych.
Dodatkowo wysoki udzial gazu ziemnego w strukturze paliwowej bloku prze-
ktadatby si¢ w znacznej mierze na wzrost kosztow operacyjnych.

PODZIEKOWANIA

Przedstawione w rozdziale wyniki zostaly uzyskane w badaniach wspoétfinansowanych przez
Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
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wysokosprawnych ,,zero-emisyjnych” blokéw weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.

[15]
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THE INFLUENCE OF THE SELECTED
PARAMETERS ON THE EFFICIENCY
AND ECONOMIC CHARACTERISTICS
OF THE OXY-TYPE COAL UNIT WITH
A MEMBRANE-CRYOGENIC
OXYGEN SEPARATOR

Janusz Kotowicz, Sylwia Berdowska

Silesian University of Technology, Institute of Power Engineering and Turbomachinery,
ul.Konarskiego18, 44-100 Gliwice, Poland

In this chapter a 600 MW oxy — type coal unit with a pulverized bed boiler and membrane-
cryogenic oxygen separator and carbon capture installation was analyzed. A membrane-cryogenic
oxygen separation installation consists of a membrane module and two cryogenic distillation
columns. In this system oxygen is produced with the purity equal to 95%. Installation of carbon
capture was based on the physical separation method and allows to reduce the CO, emission by
90%. In this chapter the influence of the main parameter of the membrane process — the selectivi-
ty coefficient, on the efficiency of the coal unit was presented. The economic analysis with
the use of the Break-Even Point method was carried out. The economic calculations were realized
in view of the break-even price of electricity depending on a coal unit availability.

Nomenclature

A — depreciation

A, — membrane area, m>

Cop — operating costs

Cy. — change of the working capital
F - the cost of financing

J — investment costs

Ky — unit cost of membrane module, €/m>
Kygpnt— unit cost of fan

Kyp — cost of vacuum pump

L — salvage value

m —mass flow, kg/s
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m,, — coal stream directed to the coal unit, kg/s

Mo, - oxygen molar mass, kg/kmol

N, - electric power produced in the power plant, kKW

N, asu - electric power required to drive of ASU devices, kW

N gp - electric power required to drive of boiler devices, kW

N ccs - electric power needed to drive of CCS devices, kW

(Ne)coup— electric power of compressor used in cryogenic module, kW
N, sc - electric power required to drive of steam cycle devices, kW
(N.)vent — electric power of fan, kW

(N.)yp — electric power of vacuum pump, kW

npy — oxygen molar stream, kmol/h

np — permeate molar stream, kmol/h

P — permeability coefficient

Pam — atmospheric pressure, bar

pr— partial pressure on the feed side

pp — partial pressure on the permeate side

Pperm — Pressure on the permeate side, bar

r — the discount rate

S - revenues from sale

T;, — income tax

t - consecutive year of consideration from the beginning of the construction system
LHV — lower heating value of coal, kJ/kg

x — membrane thickness

X — component concentration in the feed stream

Y — component concentration on the permeate side

(Yon) — oxygen concentration of permeate

(Yoo)cryo — 0Xygen concentration in final product from cryogenic distillation column

Greek symbols
B — pressure ratio
77— isentropic efficiency
Subscripts
VENT - fan
VP — vacuum pump

1. Introduction

In Poland 95% of electricity is generated with the use of coal fuel (61%
hard coal, 34% lignite) [1]. To the advantages of the use of coal is its availabil-
ity (and evency distributed resources) and price stability. As a result energy
technologies based on coal will play a dominant role in the power (energy) in-
dustry today and in the future. The primary objective of the EU energy policy is
the reduction of carbon dioxide anthropogenic emissions into the atmosphere by
20%. This is because this a greenhouse gas has a negative impact on climatic
changes in the earth's atmosphere [2].

The reduction of CO, emissions can be achieved, among others by increas-
ing the of electricity efficiency production and the use of CO, sequestration
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systems. A significant increase of efficiency of fossil fuels conversion can be
achieved though the use of supercritical steam parameters — power plant effi-
ciency for such a solution increases to approximately 50% [3].

To the methods of CO, separation can be included: carbon capture after
combustion process, capture before combustion and combustion in an atmos-
phere of oxygen and recirculated flue gases. The CO, capture technology before
combustion uses the process of fossil fuels gasification, while in CO, separation
technology after combustion, CO, is removed from the produced flue gas
stream. However, in both methods the power plant efficiency is significant re-
duced [4,5,6].

Less energy intensive solution is oxy-combustion method [7], where the ex-
clusion of nitrogen from the oxidant fed to the combustion chamber causes the
increase of the CO, concentration in the generated flue gases, which results in
the possibility of carbon dioxide further uncomplicated sequestration. The ad-
vantage of oxy-combustion technology is the fact that this method can be used
to retrofiting units currently operated by building an air separation plant, an
installation for further CO, purification and an exhaust gas recirculation system
to the boiler structure.

2. Scheme of the 600 MW coal unit

The analyzed coal unit with a gross capacity of 600 MW includes: pulver-
ized bed boiler with live steam parameters at 650 °C/31.1 MPa and reheated
steam parameters at 670 °C/6.15 MPa, steam cycle, membrane - cryogenic oxy-
gen separation plant, carbon capture installation. Integrated with coal unit mem-
brane-cryogenic oxygen separator consists of membrane module and two cryo-
genic distillation columns. In this installation the membranes made of polymer
material were used, whereby the oxygen concentration in the air is increased to
the level of 40%, and separated stream is directed to the cryogenic module. In
the cryogenic air separator the product is obtained with a final purity of 95%.
Oxygen plant is integrated with pulverized bed boiler, where resulting flue gas-
es contain about 79% of CO,, and the in next step are directed to the drying and
purification installation. The CO, sequestration system (CCS) consists of: dry-
ing section, where excess water is removed, cryogenic distillation module,
where the redundant nitrogen and oxygen are removed and compression section,
where flue gases are compressed to the pressure of 150 bar. The parameters of
hard coal used in coal unit: ¢ = 0.6125, s = 0.011, h = 0.039, n = 0.0093,
0=10.065, moisture= 0.1732, ash= 0.09 and the lower heating value is
24048 klJ/kg.

Scheme of coal unit is shown in Fig. 1.

The net efficiency was calculated from equation:



96 Janusz Kotowicz, Sylwia Berdowska
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Energy intensity of individual installation of power plant: N, gp = 12,62
MW, NQLSC: 19,6 MW, NQLCCS = 45,23 MW.
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Fig.. 1. Scheme of coal unit integrated with membrane-cryogenic oxygen separator

The net efficiency of power plant with membrane-cryogenic oxygen separa-
tor is at level of 36.47%.

3. Analysis of the membrane module

Membrane is a phase barrier, which can be used for selective separation of
components. Membrane technology is used in many industries: chemical, phar-
maceutical, electronics, food, water purification and wastewater treatment, etc.
The membranes are produced from different materials: organic, inorganic and
composite. Membranes for air separation are produced from a polymeric mate-
rial such as: ethyl cellulose, polyphenylene, polysulfone.

On the efficiency of the membrane process two main parameters have influ-
ence: the permeability and selectivity of the used membrane. Permeability is
defined as the selected component stream permeated through the membrane.
The selectivity coefficient a is the ratio of the permeabilities of the individual
components. In the case of the air selectivity is a ratio of oxygen to nitrogen
permeability:
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Selectivity is a membrane material property. For the membranes made of
polymer material the oxygen and nitrogen selectivity is a diminish function with
the increase of the O, permeability coefficient [9].

In this chapter, in the membrane module a polymer membrane with the fol-
lowing parameters is used: O, permeation coefficient: 3.1119 m’y/m*-h-bar, N,
permeation coefficient: 0.2922 m*\/m*-h-bar [9], a =10.6.

In the membrane module the driving force of the process is produced by a
fan on the side of the feed and the vacuum pump installed on the permeate side.
For the energy reasons the lowest energy consumption for the membrane-
cryogenic was determined .

In the membrane module the demand for electricity needed to power the
devices used is dependent on the feed and permeate streams. In the membrane
model in order to determine a minimum of the energy intensity, constant pa-
rameters of the obtained stream and permeate purity were assumed, while as
variables pressure of permeate and membrane surface area were treated.

For oxygen concentration of 22-50% of stream directed to the cryogenic
module the membrane area and permeate pressure were calculated for the low-
est energy intensity. Calculations were performed for the membrane with differ-
ent coefficients of oxygen permeability and a different degree of selectivity. In
Table 1 summarizes the assumptions of oxygen permeability coefficient, per-
meate pressure and oxygen concentration in permeate and the results of ob-
tained minimal energy intensity for each membrane.

The energy intensity in kWh/kgO, is determined from equation:

— (Nel)VENT + (Nel)VP (3)
MEM
n, - (Yp,) Mo,

Electric intensity of membrane — cryogenic unit calculated from formula:

+ (Nel)COMP (4)
oy (Yo2) crvo "M os

E

MEM-CRYO — EmEM

For the membrane characterized by a selectivity of 15-30 the lowest energy
intensity can be achieved for the concentration of oxygen in the permeate at
level of 50%, because of the smaller permeate stream directed to the cryogenic
unit, which results in lower energy demand of compressors used in the cryogen-
ic system. The influence of the selectivity coefficient on the net efficiency of
coal unit was analyzed.

The net efficiency of coal unit was calculated from relationship:
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The results are illustrated in Fig. 2.

Table 1. Main parameters of the membrane module

_ Energy intensity
. Oxygen berme Pressure Oxygen Energy intensity | of the membrane
Selectivity ability coefti- . .
: on the concentration | of the membrane — cryogenic
0,/N, 5 c1eznt, permeate in the perme- module Eyzy, installation
m’y/(m™h-bar) side, bar ate kWh/kgO, Enen-cryo,
kWh/kgO,
10.6 3.1119 0.39 41% 0.085 0.204
15 4.3837 0.3 50% 0.090 0.196
20 5.844 0.32 50% 0.085 0.190
30 8.766 0.34 50% 0.080 0.185
veln  0.371
0.370
0.369
0.368 /
0.367
0.366
0.365
0.364
106 15 20 25 30 @

Fig. 2. The dependence of the efficiency of the coal unit on the selectivity coefficient a

The net efficiency of coal unit for the membrane with selectivity coefficient
of 0 =10.6 is 36.47% and it is increasing function with the increase of selectivi-
ty and is for a =30 equal to 37.02%. The calculation of energy intensity depend-
ing on a were also performed in [10].
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4. The economic analysis of the 600 MW coal unit
integrated with membrane-cryogenic oxygen separator

The economic analysis was performed in order to profitability assessment
of building of 600 MW coal unit with oxy - type pulverized bed boiler, hybrid
membrane-cryogenic oxygen production installation and carbon capture system.

One of the primary indicator of economic efficiency evaluation is Net Pre-
sent Value method [8]:

t=N
ey =S _h 6)
= A+r)
Cash flow CF; is determined from the equation:
Ch=[S-J—-(Cop+T, +C,)+A+F+L] @)

The economic analysis for each of the considered cases based on the Break
Even Point (BEP) method was realized, thanks to it is possible to determine the
break-even point of the project which is the case in which the income from the
sale of products equal to the cash outlays. In BEP method the limit value of one
of the components of the net cash flow CF is determined. The selected value is
calculated for the condition NPV = 0. For the analysis the break-even price of
electricity was assumed.

The economic analysis was performed for three variants of the power plant
with power gross equal to 600 MW for every coal unit:

- the reference unit with the air-fired pulverized bed boiler without CO, separa-
tion installation, the net efficiency of this unit is at level of 45.82%

- coal unit with oxy - type pulverized bed boiler integrated with cryogenic oxy-
gen production installation and CCS system, the net efficiency of this unit is
equal to 35.71%

- coal unit with oxy - type pulverized bed boiler integrated with membrane-
cryogenic oxygen separator and CCS system, the net efficiency of this unit is
equal to 36.47% (as shown in Fig. 2 for a =10.6).

In Table 2 the main assumptions for the economic analysis are summarized.

On the basis of the assumptions the break-even price of electricity for each
of the case was calculated and is equal:

- for the reference unit: 62.9 €/ MWh
- coal unit with cryogenic oxygen plant: 69.0 €/MWh
- coal unit with membrane - cryogenic oxygen plant: 70.8 € MWh

The break — even price of electricity is the highest for the power plant with
membrane — cryogenic air separator, what is caused by the high investment cost
of hybrid oxygen installation.
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The sensitivity analysis was made because of variable annual working time
of coal unit on the break-even price electricity. Results are illustrated in Figure
3.

Table 2. The main assumption for the economic analysis

Specification Unit Value
Annual working time h/a 7500
Reference unit investment costs E/kW grogs 1400[11]
Investment costs on the unit with cryogenic ASU €/KW gross 1850
Investment costs on the unit with
membrane-cryogenic installation €/kWgross 2000
Construction time years 3
Share of own means % 20
Share of commercial credit % 80
Actual interest of commercial credit % 6
Payback time of commercial credit years 10
Exploitation time years 20
Discount rate % 6.2
Costs of exploitation €/MWh 5.8
Costs of exploitation of CCS €/MgCO, 4,6
Coal price €/GJ 2.29
€/Mg 55
CO, emission allowances price €/Mg 21.8
Employment in the reference unit pers./ MW 0.4
Employment in the unit with cryogenic and hybrid air separator pers./MW 0.5
Monthly salary including related costs €/post/month 1163 Average
depreciation rate % 6.67
Income tax rate % 19
CO, emission incriminating of reference unit kg CO,/MWh 683
CO, emission incriminating a unit of coal unit with
membrane — cryogenic separator kg CO,/MWh 20

The change of annual operation time from value of 7500 h to quantity of
8500 h caused the decrease of break — even electricity price of the every ana-
lyzed unit configuration and Cg 4 is 60.2 €/ MWh for reference unit, for unit
with cryogenic air separator is equal to 64.4 €/ MWh and for power plant with
hybrid separator: 65.9 €/ MWh.

For the unit integrated with a membrane-cryogenic oxygen separator the
cost of particular devices of membrane installation was calculated from the
following relationships:

A4
Ky = kyy - Ay +250000 - (=2)°7 8
M M M (2000) ( )
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Fig. 3. Break — even price of electricity (C, ,) as a function of annual operation time

For membranes with different selectivity coefficients from equations (8) -
(10) costs of the membrane module were determined. The results are summa-
rized in Table 3.

The membrane area was calculated using data from Table 1 using Aspen
software which uses the equation of permeate stream:

dJ; :ﬁ(pFXi_ppYi)dAm (11)
X
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Table 3. The costs of membrane module

Selectivity The membrane area, The price of membrane
mln m? module, €/kW
10.6 2.058 222
15 1.334 158
20 1.349 158
30 1.364 158

The main component in an investment cost of the membrane module is the
same membrane, therefore investment costs are higher for air separation sys-
tems which require membrane with a larger surface area. For the analyzed cas-
es, the highest investment cost must be incurred for membrane with a selectivity
coefficent of 10.6.

The calculations of break-even price of electricity for coal units with mem-
branes with different selectivity coefficient were performed. The results are
shown in Fig. 4.

Cel_gr, MWh
71.0
70.0
69.0
10.6 15 20 25 30 «

Fig. 4. Break — even price of electricity as a function of membrane selectivity a

With the increase of O,/N; selectivity of the membrane the price of electric-
ity is reduced and is equal to 69.6 €/MWh for a = 30.

5. Summary

In this chapter results of thermodynamic and economic analysis of coal unit
with oxy-type boiler integrated with membrane-cryogenic oxygen plant and
carbon capture installation are presented.
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The influence of selectivity of the membrane on the efficiency of the coal
unit was tested.

The analysis showed that the increase of membrane O,/N, selectivity in-
creases the efficiency of the power unit.Sensitivity analysis of the break — even
price of electricity depending on the availability of the power plant for three
systems: reference, with cryogenic oxygen plant and membrane-cryogenic air
separator was performed. If coal unit availability will increase from 7500 h/a to
value of 8500 h/a, then break — even electricity price will decrease following:
for reference unit about 2.7 €, for power plant with cryogenic air separator
about 4.6 € and for coal unit with hybrid oxygen separator about 4.9
€.Economic analysis was also performed for power units with membranes of
differing selectivity coefficient. The break — even price of electricity decreases
with increasing degree of selectivity of the membrane and is minimal for the
coal unit with hybrid oxygen plant with membrane characterized by selectivity
factor of 30 and is equal to 69.6 €/ MWh.
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In this chapter, the oxy-type ultra-supercritical power plant with a gross electrical power of
600 MW and a steam parameters of 31 MPa and 650/670 °C, was presented. The methodology of
electrical generation efficiency of power plant determination was presented, as well as the main
energetic indicators were specified. The influence of work of each technological installation of
power plant on its efficiency was described. Considered energetic system was subjected under the
economic calculations. The break-even price of electricity sale was determined. The methodology
of the block sensitivity analysis calculations was presented. The basic economic characteristics
were determined.

1. Introduction

The oxy-fuel combustion is one of the group of combustion methods, which
are the subject interests in the field of clean coal technologies in power industry
[1,2]. This trend was imposed by many European arrangements to reduce the
emissions of greenhouse gases, especially carbon dioxide, which among the
anthropologic action is produced mainly in the process of fossil fuels combus-
tion. In Poland, the legal basis for the implementation of the European solutions
is the the act of the trading scheme for greenhouse gas emissions [3].

Polish energy management is based mainly on the coal (until about 90% of
electricity production is derived from the coal-fired power plants). Stabilization
of the CO, concentration in the atmosphere can be obtained, inter alia, by an
implementation of new energetic solutions based on the low-emission technolo-



106 Janusz Kotowicz, Aleksandra Dryjanska

gies of combustion of fossil fuels. These technologies could be implemented in
the currently existing power plants, or in the new power blocks [4].

The carbon dioxide capture methods are divided into three groups: a) CO,
separation from the flue gas formed in the air-fuel combustion (post-
combustion) [5, 6]; b) CO, separation from the synthesis gas formed in the fuel
gasification (pre-combustion) [7]; ¢) CO, separation from the flue gas formed
by the fuel combustion in the atmosphere enriched in the oxygen (oxy-
combustion) [8, 9].

In the oxy-fuel fired power plants, the partially flue gas recirculation is
used, in the order of control of the flame temperature in the boiler. It is neces-
sary due to the fact, that in the case of an oxy-combustion, the flue gas stream is
not diluted by the nitrogen, which is absorbing the heat. This allows also the
obtained a less-volumetrically the flue gas. Its main components are CO, and
H,O, what causes easier CO, separation.

The net efficiency of electricity generation in the oxy-coal power plants
with the cryogenic air separation unit is in the borders 30+40% [9, 10, 11].

2. Characterisation of an analyzed oxy-type power plant

An analyzed energetic block is the power plant, operating in the oxy-
combustion technology, with a gross capacity of 600 MW. The live steam pa-
rameters are: 31 MPa and 650°C, and the reheated steam parameters are: 6 MPa
and 670°C. The models of each of technological installations of the power plant
were built in the programms: GateCycle (a boiler island CFB and a steam tur-
bine system ST) and Aspen (a cryogenic air separation unit ASU and the CCS
system). The general scheme of the analyzed power plant is show in Fig. 1.

The steam turbine cycle is content of three parts: high-pressure (HP), inter-
mediate-pressure (IP) and low-pressure (LP). In the turbine system, the pressure
levels were assumed: 1.2 MPa in a deaerator, 5 kPa in a condenser, and 1.6 MPa
in a condensate pump. The electric generator of steam turbine is 99%. A regen-
erative system of turbine is built of the seven steam-heat exchangers (four the
low-pressure heaters (WRN) and three the high-pressure heaters of condensate
(WRW)), and a steam cooler (SC). For the calculations, assumed the efficien-
cies of the equipments located in the steam turbine system structure. These are
described more detailed in the [12]. Assumed quantities allow to determine the
live steam and the secondary steam flows: 412.76 kg/s and 348.58 kg/s, respec-
tively. Useful heat stream is equal to 1154.9 MW. Steam cycle efficiency is
51.96%.
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Fig. 1. The oxy-type power plant with a gross capacity of 600 MW (30 MPa/650 °C/670 °C)

To the oxy-type circulating fluidized bed boiler, the lignite is supplied. Its
lower heating value is 9960 kJ/kg, and the mass composition is: ¢ = 28.6%,
$=0.95%, h=2.2%, n=0.25%, o= 8%, ash =17.5%, moisture = 42.5%. The
boiler is integrated with the fuel dryer (FD). The model of fuel dryer was built
based on the own computational codes, described in [13], using the balances of
the mass and energy of the coal and the moisture in the fuel, without the taking
into account the kinetics of the process. The concentration of moisture in the
fuel behind the fuel dryer is equal to 30%. It determines a level of separation of
total fuel stream supplied to the boiler system, which is depended on the maxi-
mum amount of nitrogen from ASU.

Temperature of the feed-water assumed as 310°C, and the factors tempera-
ture in the outlet of ekonomizer (ECON) is 340°C and 480°C in the evaporator
(EVAP). In the heat exchangers, located in the boiler system, the differences of
temperature were assumed: 55 K between the feed-water and the flue gas at the
outlet of ECON; 23 K in the flue gas heater (FGH) between the hot flue gas
stream (behind ECON) and the recirculated flue gas stream at the outlet of
FGH; 30 K both, in the high purity oxygen heater (PU), and in the nitrogen
heater (PA), derived from an ASU, between the flue gas stream at the inlets of
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these heaters and the heated factors at the outlets of them. Nitrogen, which is the
waste product of oxygen production process from the air — in the analyzed pow-
er plant, is used in the fuel dryer as a drying medium.

Content of carbon in the ash is equal to 0.5%; the relative radiative heat loss
in the boiler is 0.2%; the ratio of the bottom ash to the fly ash is equal to 40% /
60%; and the fan efficiency is 75%. Due to the higher thermal efficiency of the
boiler in the system with the wet flue gas recirculation, compared to the dry flue
gas recirculation [14], the way of a "wet" recirculation was adopted. Thermal
efficiency of fluidized bed boiler, working in this system is 92.84%.

An oxygen with the purity of 99.5% (supplied to the boiler system) is ob-
tained in the cryogenic air separation unit, which main element is a double
Linde’s kolumn (a high-pressure column (HPC) coupled to a low\pressure kol-
umn (LPC)). The air (21% O, and 79% N,) of an ambient parameters (15 °C
and 1.013 bar) is supplied to this installation. An element, which had signifi-
cantly influenced the energy consumption of the ASU installation is a multi-
section air compressor (SP) (final pressure of compression is 6 bar), with inter-
cooling (CHP) to the temperature of 20 °C. An isentropic efficiency of SP is
85%, and a mechanical efficiency is 99%. A compressed air is cooled in a mul-
ti-stream heat exchanger (to the temperature required for the cryogenic process
of separation of air components) and here partially condensed by cold streams
of oxygen and nitrogen. Table 1 contains other assumptions for the calculation
of ASU's model.

Table 1.Assumption to the calculations of the ASU’s model

Quantity Unit Value
Oxygen purity at the outlet of air separation unit % 99,5
The numbers of separating shelves in the air distillation columns pcs 50
The pressure profile in the HPC bar 5,6-5,8
The pressure profile in the LPC bar 1,25-1,95
Pressure of the factors at the outlet of an ASU’s installation bar 1,015

With the assumption of an oxygen recovery rate of 100%, the total stream of
the air is depended of a high purity oxygen stream, required to the burning; and
this stream is determined by the combustion conditions in the boiler. In the ana-
lyzed power plant, required oxygen stream from an ASU is 117.43 kg/s. Oxi-
dant of fuel is content in 30% from the high purity oxygen (99,5%), and the rest
is the stream of recirculated flue gas (from the electrostatic precipitator EF).

A remaining part of flue gas is flowing through the flue gas dryer, where is
dried to content of moisture of 10%. Next, stream of flue gas is directed to a
CCS installation, where separation of CO, takes place. In an analyzed power
plant, the CCS system is built from three compressors of flue gas (C) with an
inter-cooling (CHS), three phase separators (SEP), and pump of the liquid
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stream enriched of CO,. First two compressors and phase separators are used as
a system of water separation from the stream of flue gas (from 10% to about
0.03%). The final pressure of flue gas compression is 65 bar (with assumed the
same value of the ratio of an outlet pressure to the inlet pressure in each com-
pressor), with an inter-cooling to the temperature of 46.07°C. In the last phase
separator, the separation of CO, enriched stream takes place, with assumed the
carbon dioxide recovery ratio of 90%. The Rest of flue gas — with a reduced
content of CO, — is directed do the atmosphere. The liquid stream of CO; is
compressed to the pressure of 150 bar, and then it is transported to the storage
place. However, this issue is not considered in this study.

3. Efficiency of electricity generation of
oxy-type power plant

In the methodology of determining of an electricity generation efficiency,
the classic definition for energetic blocks, was used. It tells, that the gross effi-
ciency of the power plant is an relation of electric power on the steam turbine
generator N, to the chemical energy, supplied to the boiler in the fuel

i, - LHV .

" _ Nel,g
el,g mf.LHV

Taking into account an auxiliary electric power demand of power plant
N pw » the net efficiency of the electricity generation is obtained.

@)

N, —N ) . N N
By = cte ey G Dels _py L q Ddony g
" mg-LHV  mp-LHV Q. 7T N,

el.g

The auxiliary electric power demand of the power plant in relation to the

Nel,PW

gross electric power on the generator , is the total indicator of the auxil-
el,g

iary power demand of block S, :

Hetn =Mis7 Mk (1= Spy) 3)

According to the Fig. 1, an analyzed power plant consists of four main
components, therefore a total auxiliary electric power demand is a sum of an
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electric power necessary for driving the equipments, which are located in each
of them:

Ny pw =Nesr + Nocrp + Nepasu + Nerces - “4)

Analogically, an equation on total indicator of the auxiliary power demand
can be described. However, it should be remember, that the each of the indica-
tors is relation of an electric power for individual part of power plant to the
gross power of the block.:

6PW = §sr + §CFB + 5Asu + 5005 : (%)

Size of the auxiliary electric power demand of each technological installa-
tion power plant is dependent of the energy consumption of equipments, that are
in the structure of them. In the steam turbine system, the auxiliary power de-
mand is the sum of an electric power required to driving the condensate pumps,
and the feed-water pump. In the fluidized bed boiler system, the power demand
is dependent of the electric power necessary to the powering the fans, located
within the boiler (a fan of exhaust gas, a fan of recirculated flue gas, a fan of
high purity oxygen, and a fan of nitrogen from the ASU), as well as the lignite
crusher, and the electrostatic precipitator (for which assumed an energy con-
sumptions: 5 kWh/Mg of lignite, and 0.35 kWh/Mg of flue gas, respectively). In
the cryogenic air separation unit, the auxiliary power demand is the electric
power for driving the air compressor; and in the CO, sequestration installation —
the electric power for driving the flue gas compressors and the pump of a liquid
stream of CO,.

In the Table 2., the main energetic indicators of analyzed power plant are
presented.

The reference energetic block for an analyzed oxy-type power plant is the
air-fuel fired power plant, which basic energetic indicators are presented in the
Table 3. (These quantities are marked by the superscript ,,ref”).

The loss of net electricity generation efficiency, in the analyzed oxy-type
power plant, compared to the reference block, is 11.98 pkt%.

In Fig.2. shown the way of changing the net electricity generation efficiency
in the oxy-type power plant 7, , as well as the loss of this efficiency (which is

defined as difference between the net electricity generation efficiency of a ref-
erence power plant and the oxy-type power plant - A7, ), as a function of the

indicator of auxiliary electric power demand of cryogenic air separation unit

5ASU .
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Table 2. Main energetic indicators of an ultra-supercritical oxy-type power plant
with a gross capacity of 600 MW
Quantity Symbol Unit Value

Thermal efficiency of the boiler Nk % 92.834
The steam cycle efficiency ST % 51.96
Aux111ar}{ electric power demand of a cryogenic ASU Nt ast MW 952
_nstalllation '
Auxiliary electric power demand of a fluidized bed boiler Ny crs MW 18.1
Auxiliary electric power demand of a steam turbine system Ny st MW 19.6
Auxiliary electric power demand of a CCS installation N, ccs MW 54.1
Total electric power demand of the power plant N, pw MW 187.0
Auxiliary electric power demand indicator of a cryogenic s 01587
ASU installation AsU )
Auxiliary electric power demand indicator of a fluidized bed

. Ocra - 0.0302
boiler
Auxiliary electric power demand indicator of a steam turbine Ssr ) 00327
system
tAi(;Jriuhary electric power demand indicator of a CCS installa- Secs i 0.0902
Total electric power demand indicator of the power plant Opw - 0.3118
lI:Ili‘tn:lectrlclty generation efficiency of an oxy-type power Hetn % 33.20

Table 3. Data of the reference air-fuel fired power plant with a gross capacity of 600 MW

Quantity Symbol Unit Value
Auxiliary power demand indicator YA % 7.50
Thermal efficiency of the boiler nd % 94.00
The steam cycle efficiency 77:2; % 51.96
Net electricity generation efficiency 77;16 fn Y% 45.18

4. Economic viability evaluation of an ultra-supercritical

oxy-type power plant

In order to determining the threshold of profitability of an investment in
building the ultra-supercritical oxy-type power plant, the method of a net pre-
sent value (NPV) was used. This indicator provides about the predictable profit
to obtaining.: if NPV > 0, the investment is profitable; if NPV < 0 — investment
is not profitable; and NPV = 0 means covering of incurred costs by the profits.
In the economic analysis, the discount method was used. It bases on
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determining the break-even price of electricity sale ¢, within a fulfillment of
the condition of NPV =0 [15].

Meln » % AI,’CLH, pkt%
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35.50 - 10.00
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Fig. 2. Net efficiency of an oxy-type power plant (in comparison to the reference block),
as a function of changing the auxiliary electric power demand indicator of A cryogenic
ASU installation

A NPV is defined as a sum of a net annual cash flow CF,, discounted on

the start year of a build t=0, in the period to the final year of consideration
t =N (where r — discount rate):

< CF,

NPV = .
= A+r)

(6)
The annual cash flow is a sum of total capital expenditures on the power
plant J,, , the revenues from electricity sale S, operating costs K, , income

tax P, , change in working capital K . (in this study assumed this quantity as

obr

zero), depreciation K ,, and salvage value L (the last year of the power plant
exploitation):

CF,=(-Jp +S-K, -P,-K,, +K,+1L),. (7

The quantities marked by the sign minus, means the capital costs incurred
by the investor. The revenues from the electricity sale were determined as a the

multiplying of the net electricity produced in a given year E!, , and unit selling

el,n >

price of this energy c,, :
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S = E;l,n “Cop - (8)

The operating costs are the sum of the fixed costs K, (i.e.: a service costs
K, , a repair costs K, an insurance costs K, , and a depreciation costs K ,),
and the variable costs K_ (i.e.: a fuel costs K, an exploitation costs of CCS
installation K¢ , an other raw materials K ,¢ , and the cost of fee for use of the
environment K, ):

K,=K +K.=K,+Ky +K,+K, +K,+Kps +K, +Kccs +K;.(9)

Because of the assumption of five years of building of power plant, the cap-
ital expenditures has to be discounted on the zero year of an exploitation of the
block, as follows:

t=N J
Jooo=y 2 10
,;aw (10)

where: J, - the cash expenditures in the each next year of building of the block.

Capital expenditures for the building the oxy-type power plant is the sum
of the financial expenditures for the each of the technological installation of the
block, i.e.: a steam cycle (steam turbine system and the fluidized bed boiler
system) J 5. 7p » @ CIyogenic air separation unit J ,, , and a CO, separation

installation J . , as well as the other expenditures J,,,, (inter alia: the projects

nne
costs, the permits costs, the storage and maintenance of buildings costs, the start
and the spare parts costs):

JBE:JCFB+TP+JASU+JCCS+J‘ . (11)

mnne

The above-mentioned the break-even price of an electricity sale in the
adopted computational algorithm is determined from the equation:

& (JBE +K0p +Pd +K0br _KA _L)

t

e _ 120 (Lt r) . (12)
“ & Eel,n

z(1+r)[

t=1

~

C

By subtracting the size of net CO, emissions from the reference power plant
(Eco, ) » from the net emissions in the oxy-type Block (E¢, ) oy » the size of

an avoided CO; emission E,;, can be determined:

E, = (Ego2 Joxy _(Ego2 )ref . (13)
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Value difference of the break-even price of electricity sale for both power
plants in relation to the avoided CO, emission, specifies cost of this emission. It
is due to the possible replacement the reference power plant by the oxy-type
power plant:

gr _ 8
cel,OXY Cel,ref (14)
EA 14

Car =

5. Assumptions for the economic calculations

In order to performing the economic effectiveness evaluation of the invest-
ment in building the analyzed power plant, assumed the period of thirty-five
years of the investment life, including five years of the building period, and
thirty years of a power plant exploitation. Coverage of investment expenditures
decomposed at 20% from their own funds, and 80% of the bank credit with an
annual interest rate of 6%. The repayment period of the loan is 15 years. Capital
expenditures for a building period were separated in a proportion of: 10%, 30%,
25%, 20% and 15%. Among the macroeconomic quantities were adopted: the
discount rate of 6.2%, the average depreciation rate equal to 5% income tax rate
of 19%, and 20% the liquidation value. Foreign currency exchange rates was
adopted on the basis of [16], as the average in 2013, amounting to: 4.198 zt/€
and 3.162 zl/$.

The repairs costs were assumed as changing in the time, in relation to the
investment expenditures: 0.5% in the first year of exploitation, 1% in the second
and the third year, 1.5% in the period from the fourth and seventh year, 2%
between the eighth to the eleventh year, 2.5% from the twelfth to the fifteenth
year, 3% from the sixteenth to the twenty-fifth year, and 3.5% in the period
from twenty-six to thirty years of power plant exploitation. Assumed employ-
ment of 240 people (which gives the employment rate of 0.4 persons per unit of
gross capacity), and the monthly salary costs with overheads equal to
1100 €/person.

Among the quantities associated with the variable costs, were assumed: the
annual operating time as 8000 hours, the fuel price equal to 22.64 €/Mg
(95 z/Mg according to the price paths on the years 2013 to 2030, determined by
the rolling forecasts in the period of years 2013 -2017, and based on the infla-
tion increase for lignite from coal mine "Turdéw", negotiated by the Power Plant
"Turéw" from for remaining years), the CO2 emission allowances price equal to
21.8 €/Mg CO2 [17], as well as the unitary costs of exploitation of CCS instal-
lation, were assumed as 3 €/MWhg.

Amount of investment expenditures for the building the power plant, was
assumed based on the data from two technical reports about the similar energet-
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ic blocks (DOE/NETL-2012 [18] and FosterWheeler-2006 [19]), as well as
based on previous analyzes analogous power plant with a lower the supercritical
steam parameters, i.e. 29 MPa, and 600/650 °C [20], for which the investment
expenditures are shown in Table 4.

Table 4. Capital expenditures for the building the supercritical oxy-type power plant

(29 MPa/600 °C/620 °C)

Quantity Symbol | Unit Value
Total investment expenditures for the building the Jspwn | min€ 1056
whole power plant '
Unitary investment expenditures for the building the

JpE 1760

whole power plant
Unitary financial expenditures for the steam cycle JcEBist 1056
Umtary' ﬁnar}mal expenditures for the cryogenic air Jusu AW, 273
separation unit
Unitary financial expenditures for the CO, sequestration Jees 185
installation
The others unitary investment expenditures Jothers 246

To these considerations was adopted unitary financial expenditures for the
building the oxy-type power plant equal to 1900 €/kWg. It was assumed that
unitary investment expenditures on each technological systems, are a suitable
percentage of gross unitary expenditures of whole the power plant, i.e.: 61.5%
for a steam cycle, 15% for a cryogenic air separation unit, and 10% for a CCS
system, and the remaining 13.5% is the other investment expenditures. Table 5.
shows these percentage shares.

Table 5. Capital expenditures for the building the ultra-supercritical oxy-type power plant

Quantity Symbol Unit Value
Total investment expenditures for the building the whole Jsg ot min € 1 140
power plant '
Unitary investment expenditures for the building the whole

JBE 1900

power plant
Unitary financial expenditures for the steam cycle Jerp+sT 1168
[.Jmtar}{ financial expenditures for the cryogenic air separa- Jusu A 285
tion unit
Unitary financial expenditures for the CO, sequestration Jecs 190
installation
The others unitary investment expenditures Jothers 257
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6. Results of the economic calculations of the oxy-type
power plant

During the economic calculations, the annual working time of the block, as
well as the fuel price, and the price of CO, emission allowances, were changed.
The change in break-even price of electricity sale border prices of electricity
sale under the influence of changes in investment expenditures for a power
plant, was analyzed for both variants: the oxy-type power plant (marked
“OXY”), and reference power plant (marked “ref”); assuming that the unitary
investment expenditures for a reference power plant, are reduced by the finan-
cial costs provided for the building of a cryogenic ASU and the CCS installa-
tions, relative to the oxy-type block. The relative change in the value of these
expenditures v in the range of 0.8 + 1.2, was adopted.

The operational availability of supercritical coal-fired power units, working
in the air-fuel combustion technology, (90 + 94)% [21]. In order to performing
the analysis of the oxy-type power plant, these boundaries extended to (85 +
97)%, which gives the tested range of annual working time of the block of
(7500 + 8500) hours. For the lignite price, the extent of its changeability was
assumed as (-25 to +40)%, i.e. (17 + 32) €/Mg of fuel. The price of CO, emis-
sion allowances was changing in the range of (6 + 90) €/ Mg CO,. The lower
limit is a result of the average price of emission allowances in 2013, while the
upper limit based on the assumption that the value adopted as a preliminary,
will increase up to 4 times in the predicted period of operation of the analyzed
power plant [22].
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Fig. 3. The break-even price of electricity and the annual fuel consumption as a function
of annual working time of the oxy-type power plant
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An influence of the operational availability of the power plant on the break-
even price of electricity, as well as on the annual fuel consumption, is shown in
Fig. 3.

For the basic assumptions, the size of an avoided CO, emission was deter-
mined. It is equal to 725.92 kg CO,/MWhn (with the flows of CO, emitted in
oxy-type and the reference power plant: 13.03 kg/s and 132.92 kg/s,
_especttively). In Fig. 4. the influence of changing the fuel price on the break-
even price of electricity as well as on the cost of avoided CO, emission, was
presented.

B
Col » €/MWhg Cam €/Mg FO:

90.00 22.00

85.00 21.00
—f".-""'“

80.00 — 1 20.00

—T .}
75.00 _ 19.00
Ceoxy L — — | [

70.00 — — — 18.00
/ C‘,:\-\_/'_‘. B Ci?f_,-e;_ ——______—-

65.00 ——F—T—T—=1= o= 17.00

60.00 e 16.00

T
55.00 <= 15.00
50.00 14.00
170 185 200 215 230 245 260 275 290 305 320

c, €/Mg

Fig. 4. The break-even price of electricity and the cost of avoided CO, emission as a function
of the fuel price

Fig. 5. presents graph of the changing the break-even price of electricity,
depending on the price of CO, emission allowances, for both of the oxy-type
and the reference power plants.



118

s, €/MWh,

130.00

Janusz Kotowicz, Aleksandra Dryjanska

115.00

100.00

85.00

70.00

ar
Cel,OXY

55.00

40.00

6.0

Fig. 5. The break-even price of electricity as a function of the price of CO, emission allowances

The results of analyzing the changing of the unitary investment expendi-
tures for the building the power plant, in the range +20%, was illustrated in

Fig. 6.

ci, €/ MWh,

85.00

150 24,

0 330

42.0

51.0

60.0  69.0

78.0

Cucoz »

80.00

75.00

g
Caoxy | —"
/

70.00

65.00

87
Celref

-
L -

-—

-
——

==

60.00

o

55.00

-_——

———

50.00

0.80

Fig. 6. The break-even price of electricity as a function of the relative change of unitary

0.85 0.90

1.05 1.10

investment expenditures of the power plant

1.

15

Vs

€/Mg




The thermo-economic analysis of the oxy-type... 119

7. Summary

The loss of the net electricity generation efficiency between both of power
plants, oxy-type and reference, is equal to 11.98%. The most influence on this
fact has a auxiliary electric power demand of a cryogenic air separation unit,
which is even 15,87% of a power plant's gross electric output.

As we can see in Fig.2., by decreasing indicator of an auxiliary power de-
mand of ASU installation to 12.2% of gross electric power of the block, the loss
of a net efficiency can be reduced to 10.2%, with the achieved the net efficiency
of power plant equal to 34.96%. It can be obtained by the application of hybrid
membrane-cryogenic method of oxygen production from the air [23].

This would result in the decreasing the break-even price of electricity in the
oxy-type power plant from the value of 73.07 € MWhg to 69.25 € MWhg. In
compared to the reference power plant, it would result in decreasing difference
of this price of about 31.3% (from the value of 12.25€/MWhg to
8.42 €/ MWhg), which is show in Fig. 7.

e, €/MWh, Ack, €/MWh,
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Fig. 7. The break-even price of electricity sale of an oxy-type power plant, and the difference
in this price (compared to the reference power plant) as a function of changing the indicato
of an auxiliary power demand of cryogenic ASU installation

The break-even price of electricity of the oxy-type power plant is higher
than in the air-fuel power plant, because of the presence of ASU and CCS in-
stallations in the power plant structure, thus the increased investment expendi-
tures for the block.

By the increasing the annual working time of oxy-type power plant of about
6.25%, the break-even price of electricity generation can be reduced of about
2.38 €/MWhg. For the reference power plant, this decrease will be lower, and
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will be equal to 1.33 €/MWhg. Whereas by decreasing the fuel price of 25%,
the break-even price of electricity will be decreased of about 6.13 €/ MWhg. As

is apparent from the intersection of function ¢fj ,yy and ¢, (in Fig. 5.), the

building of the oxy-type power plant in place of a traditional air-fuel block, can
be profitable with around 38 €/Mg of CO,.

The annual CO, emission, both from the oxy-type and the reference power
plant, is presented in Fig. 8. As can be seen, the size of this emission from the
oxy-type power plant is ten times lower than in the case of the air-fuel power
plant. This in turn causes facilitate the decision to invest in the building the oxy-
type power plant.
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Fig. 8. The annual CO, emission as a function of an annual working time of power plant

References

[1] Buhre BJ.P., Elliot L.K., Sheng C.D., Gupta R.P., Wall T.F.: Oxy-fuel combustion technology for
coal fired power generation. Progress in Energy Combustion Science, 2005;31:283-307.

[2] Kanniche M., Gros-Bonnivard R., Jaud P., Valle-Marcos J., Amann J.M., Bouallou C.: Pre-
combustion, post-combustion and oxy-combustion in thermal power plant for CO, capture. Ap-
plied Thermal Engineering, 2010;30:53-62.

[3] Act of 28 April 2011 on the greenhouse gas emissions trading (Dz. U.z 2011 r. Nr 122, poz. 695).

[4] Chmielniak T., Lukowicz H.: Wysokosprawne "zeroemisyjne" bloki weglowe zintegrowane
z wychwytem CO, ze spalin. Polityka Energetyczna, Tom 13, Zeszyt 3, 2012, ISSN 1429-6675

[S] DuanL., Zhao M., Yang Y.: Integration and optimization study on the coal-fired power plant with
CO, capture using MEA. Energy, 2012;45:107-16.

[6] Kotowicz J., Janusz-Szymanska K.: Influence of CO, separation on the efficiency of the super-
critical coal fired power plant. Rynek Energii, 2011;93(2):8-12 (in Polish).



The thermo-economic analysis of the oxy-type... 121

[7]1 Sobolewski A., Kotowicz J., Iluk T., Matuszek K.: The influence of biomass type
on the operating parameters of a fixed-bed gasifier. Rynek Energii, 2009;82(3):53-58.

[8] Darde A., Prabhakar R., Tranier J.P., Perrin N.: Air separation and flue gas compression and
purification units for oxy-coal combustion systems. Energy Procedia, 2009;1:527-534.

[9] Kotowicz J., Balicki A.: Enhancing the overall efficiency of a lignite-fired oxyfuel power plant
with CFB boiler and membrane - based air separation unit. Energy Conversion and Management,
2014;80:20-31.

[10] Okawa M., Kimura N., Kiga T., Takano S., Arai K., Kato M.: Trial design for a CO2 recovery
power plant by burning pulverized coal in Oy/CO,. Energy Conversion and Management,
1997;38:S123-S127.

[11] Kotowicz J., Michalski S.: Efficiency analysis of a hard-coal-fired supercritical power plant with a
four-end high-temperature membrane for air separation. Energy, 2014;64:109-119.

[12] Kotowicz J., Lukowicz H., Bartela L., Michalski S.: Validation of a program for supercritical
power plant calculations. Archives of Thermodynamic 2011; 32(4), 81-89.

[13] Bartela L., Kotowicz J.: Analysis of using of nitrogen as a drying medium for coal combusted in
oxy boiler. Rynek Energii, 2011,93(2):49-55 (in Polish).

[14] Kotowicz J., Dryjanska A., Balicki A.: Influence of selected parameters for a CFB oxy boiler
efficiency. Rynek Energii 2012; 2(99), 120-126 (in Polish).

[15] Kotowicz J., Bartela £..: The influence of economic parameters on the optimal values of the design
variables of a combined cycle plant. Energy, 2010;35(2):911-919.

[16] Strona internetowa NBP - Sredniowazone kursy walut obcych w ztotych liczone narastajaco od
stycznia 2013 roku do konca poszczegdlnych miesiecy:
http://www.nbp.pl/home.aspx?f=/kursy/kursy archiwum.html.

[17] Michalski S.: Thermodynamic and economic analysis of hard coal fired supercritical power plant
with ionic membrane for air separation. Rynek Energii Nr 2(105), 2013, 54-60 (in Polish).

[18] Turner M. J. et al.: Advancing Oxycombustion Technology for Bituminous Coal Power Plants:
An R&D Guide. DOE/NETL-2010/1405 Final Report. April 2012.

[19] [19] Seltzer A., Fan Z., Robertson A.: Conceptual Design of Supercritical O2-Based PC Boiler
Final Report. DE-FC26-04NT42207. November 2006.

[20] Dryjanska A., Janusz-Szymanska K.: The analysis of economic efficiency of oxy-type power
plant on supercritical parameters with a capacity of 600 MW. Archivum Combustionis,
Vol. 33 (2013), No. 2, 109-123.

[21] Zigbik A., Liszka M.: Technologie energetyczne dla wojewddztwa $laskiego — wyniki foresightu
regionalnego. Energetyka, 2008, Nr 11 (653)

[22] EU, Energy, transport and GHG emissions trends to 2050. Reference scenario 2013. European
Commission, January 2014.

[23] Kotowicz J., Dryjaniska A., Janusz-Szymanska K.: Analiza mozliwosci zwigkszenia sprawnosci
elektrowni typu oxy przez zastosowanie uktadu hybrydowego do separacji tlenu. Materiaty konfe-
rencyjne XIV Migdzynarodowej Konferencji Naukowo-Technicznej - Forum Energetykow
GRE 2014, 16-18 czerwca 2014, Szczyrk.






THERMODYNAMIC ANALYSIS OF THE
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The chapter presents the structure and parameters of Advanced Zero Emission Power Plant
(AZEP). This concept is based on the replacement of the combustion chamber in a gas turbine by
the membrane reactor. The reactor has three basic functions: (I) oxygen separation from the air
through the membrane, (II) combustion of the fuel, and (III) heat transfer to heat the oxygen-
depleted air. In the discussed unit hot depleted air is expanded in a turbine and further feeds
a bottoming steam cycle (BSC) through the main heat recovery steam generator (HRSG). Flue gas
leaving the membrane reactor feeds the second HRSG. The flue gas consist mainly of CO, and
water vapor, thus, CO, separation involves only the flue gas drying. Results of the thermodynam-
ic analysis of described power plant are presented.

1. Introduction

Power plants fed by natural gas are becoming increasingly important in the
energy sector. Currently the high price of natural gas is the main limitation for
this technology in Poland. In 2012, 3.6% of electricity was produced from natu-
ral gas, while the Polish Energy Policy until 2030 assumes an increase of this
share to 6.6%. This results from the need to diversify the energy sources in Po-
land and to reduce the carbon dioxide emissions. Combined cycle plants are
ecologically favorable and characterized by a low investment cost, short con-
struction time, high reliability and flexibility of operation. With currently
achieved 60% electric efficiency the CO, emission is around 330 kgCO,/MWh,
which is about 2.5-times less than emission of modern coal-fired plants exceed-
ing 800 kgCO,/MWh. The rapid development of natural gas technologies allow
to further increase of electric efficiency and reduction of harmful emissions
[1,2].
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The energy sector is facing the new challenges of reducing the CO, emis-
sion level. The Carbon Capture and Storage (CCS) technologies are currently
developed. They allow for near zero-emission production of electricity from
fossil fuels. CCS technologies can be classified into three main groups: post-
combustion, pre-combustion and oxy-combustion.

Oxy-combustion technology is based on the fuel combustion in an oxidant
atmosphere with increased proportion of oxygen. By elimination of nitrogen
from the combustion process flue gas consists mainly of carbon dioxide and
water vapor. This allows for CO, separation with a relatively low energy cost,
realized only by drying the flue gas. However, oxygen separation from air is
required, involving significant energy consumption. Currently the use of cryo-
genic air separation units is considered due to the requirement of high perfor-
mance and sufficient purity of the oxygen. In the literature different concepts of
the natural gas fueled units with oxy-combustion, such as [3,4,5], can be found.

However, in most of presented structures the application of oxy-combustion
involves a significant efficiency drop at the level of 7+9 percentage points. The
advanced solution utilizing the oxy-combustion technology is the replacement
of the combustor in gas turbine with Mixed Conductive Membrane (MCM)
reactor, in which three processes take place: (I) the oxygen separation from
compressed air by a high-temperature membrane; (II) near-to-stechiometric fuel
combustion; (IIT) heat exchange to heat the oxygen depleted air. This air is ex-
panded in a turbine and further feeds the HRSG. The flue gas, consisting mainly
of CO, and H,O is mostly recirculated. The remaining part is leaving the mem-
brane reactor and its thermal energy is utilized. Then, after moisture removal,
carbon dioxide is compressed and transported to a place of storage.

In the literature units with MCM reactor are defined as Advanced Zero
Emission Plants (AZEP) and two solutions can be found, differing in the way of
energy utilization from flue gas leaving MCM reactor. The first concept, pre-
sented, among others, in [6,7,8], is based on the use of increased pressure in the
reactor cycle and the flue gas is expanded in the CO,/steam turbine. In the con-
denser water vapor is separated from carbon dioxide. The second concept, pre-
sented for example in [9], assumes the use of flue gas in additional HRSG,
which in consequence allows to increase the power of a BSC. Both AZEP con-
cepts, according to the authors, achieve similar electric efficiency, exceeding
50%. The efficiency drop due to the application of CCS technology in relation
to the units with similar parameters is assumed at about 5 percentage points.

2. Structure of the power plant

The general structure of the AZEP is shown in Fig. 1. The unit consists of:
() a gas turbine with membrane reactor; (II) a bottoming steam cycle with two
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HRSGs; (IIT) a carbon dioxide separation installation consisting of a condenser
and a CO, compressor. The models of all analyzed components are made with
the use of GateCycle" software [10].
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“\*\ turbine
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Fig. 1. A structure of the AZEP (HRSG — heat regenerative steam generator,
CND - condenser, G — generator)

2.1. Gas turbine with membrane reactor

A detailed scheme of the gas turbine with membrane reactor, consisting of a
membrane, heat exchangers and combustion chamber, is presented in Fig. 2. A
four-end type high-temperature separation membrane is used in the reactor.
Such membranes are made from a material which is an ionic oxygen conductor
at temperatures of 700+900°C and it is using an oxygen partial pressure differ-
ence between factors on both sides of the membrane.

The compressed air is heated (pt 2.6a) to the membrane operating tempera-
ture, assumed at fygy = 850 °C. In the membrane part of the oxygen permeates
to flue gas cycle in the reactor. The oxygen-depleted air (pt 2.7a) after addition-
al heating is expanded in the turbine. Recirculated flue gas (pt 5g) consisting
mainly of CO,/H,O in membrane module is enriched in oxygen. Resulting gas
is cooled and in the combustion chamber is used as an oxidant in the natural gas
combustion process. Hot flue gas is cooled down to the membrane operating
temperature by heating the air. Part of the flue gas is recirculated to the mem-
brane, the remaining part (pt 4.1g) is cooled in the regenerative heat exchanger
and directed in part to the additional HRSG (pt 1c) and in other part is recircu-
lated to the combustion chamber for cooling (pt 4.3g).

The most important assumptions for the gas turbine and the membrane reac-
tor are presented in Tab. 1. The unit is supplied by the ISO air (15°C;
101.325 kPa; relative humidity 60%). Combustion chamber is fed by natural gas
with 100% CH,4 content, lower heating value LHV = 50.049 kJ/kg and parame-
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ters at 15°C/ 3.5 MPa. The gas turbine is air-cooled with an air flow from com-
pressor m,, determined by the relation:

t,, —1000
600

where m1,, and t;, are the turbine inlet air flow and temperature, respectively.

First two stages of the turbine are cooled, with the cooling air flow divided
into 70% to the first stage and 30% to the second stage. The selection of key
parameters for the gas turbine installation, i.e.: pressure ratio (f) and turbine
inlet temperature (z3,), is preceded by the thermodynamic analysis presented in
section 3.

my,, =024 m,,

(1

Table 1. Assumptions for the gas turbine and the membrane reactor

Parameter Value
Gas turbine gross electric power N,gr, MW 200
Turbine isentropic efficiency #;r, - 0.90
Compressor isentropic efficiency #;c, - 0.88
Circulation fans isentropic efficiency #;f, - 0.80
Turbine and compressor mechanical efficiency #,,7. #uc, - 0.995
Generator efficiency 7g, - 0.99
Gas turbine and steam cycle own needs AN,;, % 2.0
Compressor inlet pressure loss rate {;, - 0.007
Turbine outlet pressure py,, kPa 102.5
Membrane operating temperature ¢y, °C 850
Combustion chamber inlet oxidant temperature ¢, °C 600
Combustion chamber outlet flue gas temperature #,,, °C 1700
Regenerative heat exchanger outlet flue gas temp. #4,, °C 630
Combustion chamber inlet gas oxygen content (O,);,, - 0.21
Combustion chamber outlet gas oxygen content (O5)y,, - 0.02
Circulation fan outlet pressure pi,, p4 4o, kPa 107.0
Combustion chamber heat loss d¢cy, - 0.01
Heat exchangers efficiency #yx, frx, - 0.99
Heat exchangers pressure loss (yx, Crx, kPa 1.0

2.2. Bottoming steam cycle

The bottoming steam cycle is powered through two triple-pressure HRSGs
with reheating. Main HRSG is fed by depleted air from the gas turbine (pt 4a),
and the second HRSG is fed by flue gas leaving the membrane reactor (pt 1c).



Thermodynamic analysis of the advanced...

—_—— e —
membrane reactor C0;/H,0/0; g I
| @O’ Combustion | [
| 2.6a<E 2.7a chamber |
membrane —O — |
| HX __‘__¢__ HX HX 0./H0 1} | |
| 78 5g 4dg 3g 2
Lo 1 o |«0:0 -O- Mo, y
| 4.4g0Q
2.2 Sa1g _®_ ..... E
(P O gi: a2g |43g0 1c
| » O e o 1 - f Io. ........ »
2.3 {
a v | ue gas
- - __ H N
I >
RX

/.’\
A\
o
Y]

—

|

compressor

1l.1a

\

D

4a

turbine

T~

O

la

— O
depleted air

Fig. 2. A scheme of the gas turbine with membrane reactor (HX — heat exchanger,
RX — regenerative heat exchanger, F — fan)

Table 2. Assumptions for the bottoming steam cycle

127

Parameter Value
Condenser operating pressure pcyp, kPa 5
Steam turbine isentropic efficiency #;sr, - 0.90
Steam turbine mechanical efficiency #,,sr, - 0.99
Generator efficiency 7g, - 0.99
HRSGs heat exchangers efficiency, - 0.99
- economizers: 0,01
Pressure loss factor in heat exchangers: - evaporators: 0,04
- superheaters: 0,03
Steam pressure loss before steam turbine, - 0.03

In both HRSGs the steam is generated with the same parameters, then the
corresponding flows are mixed to power a common steam turbine. The steam
parameters are optimized for the main HRSG, since it provides the major heat
flow to the BSC. The flue gas temperature is assumed to achieve the same
steam parameters in the second HRSG. Main assumptions for the BSC are pre-
sented in tab. 2. Selected optimal steam pressure and temperature for all pres-

sure levels are presented in section 4.
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2.3. Carbon dioxide separation

Flue gas leaving the HRSG is prepared for the storage of carbon dioxide. In
the first place flue gas is directed to the condenser, in which it is cooled to a
temperature of 30 °C, and phase separation of the condensed water vapor from
the gaseous CO, takes place. The prepared gas containing over 90% CO, is
compressed to a pressure of 13 MPa in 8-sectional compressor. Every compres-
sor section has an identical pressure ratio and inter-section cooling of CO,
stream to a temperature of 30 °C, accompanied by subsequent water vapor con-
densation. Assumed isentropic efficiency of the compressor equals 80%. Com-
pressed supercritical carbon dioxide is transported to the place of storage.

3. Thermodynamic analysis of the gas turbine

3.1. Evaluation methodology

Effectiveness of the combined cycle power plants is evaluated by the effi-
ciency of electric energy production. Gross electric efficiency #e;g0s 1s defined
by the relation:

_ Nel.gross — NelGT + NelST (2)

Tt =5 "LHV T i, -LHV

where: N g0 — gross electric power of the combined cycle unit, Nysr—
steam turbine electric power, m ;- fuel mass flow, LHV — lower heating value

of the fuel.
Electric efficiency of the gas turbine #.cr and bottoming steam cycle #est
are given by:

NelGT

= 6T _ 3

Neicr n'1f LHV (3)
N

NeisT = Q‘elST (4)

Qin = Q4a + Qlc (5)

where: Qn —total heat flow directed to the HRSGs, Q,, — turbine outlet de-

pleted air heat flow, Qlc — flue gas heat flow leaving the membrane reactor.

The net electric efficiency of the combined cycle unit is defined with analo-
gy to (2), taking into account the own needs of individual installations within
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the unit, i.e.: the gas turbine and the BSC ANel, installation of CO, compression
ANCC, circulation fans in the membrane reactor ANF.

Noagr + Nusr —AN, = AN — ANy

= 6
77el m f . LHV ( )
The total own needs rate of the unit ¢ is equal to:
=3 AN, _ AN, +AN +AN, e
N, el.gross N, el.gross

3.2. Influence of chosen parameters on the gas turbine efficiency

The key parameters of the gas turbine are pressure ratio and turbine inlet
temperature. Therefore, the influence of the pressure ratio in the range of
£ =15+30 and the temperature in the range of #, = 1400+1600°C on the effi-
ciency of gas turbine is analyzed. Adopted ranges of analysis correspond to
currently available gas turbines class F, G or H. The impact of § and #;, on, re-

spectively, the gas turbine efficiency 7.cr, the heat flow Q,, and the turbine

outlet temperature t4, are presented in figures 3-5. The results for 7,67 and Qm
are compared to the conventional gas turbine with similar assumptions.
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Fig. 3. Gas turbine electric efficiency 7.7 in a function of f and #3,
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Fig. 5. Turbine outlet temperature #4, in a function of £ and #;,

Higher pressure ratios and turbine inlet temperatures allows to achieve bet-
ter gas turbine efficiency. However, the temperature rise entails the need to
increase the air flow cooling expander blades, which are the most vulnerable to
high temperature, in the analyzed model according to equation (1). Therefore,
the increase in #;, results in a slight #.6r improvement, but also leads to an in-
crease in turbine outlet temperature and, consequently, enables to obtain higher
efficiency of the BSC. The #.6r growth with the increase of £ binds to a signifi-
cant decrease of the turbine outlet gas temperature and flow, which reduces the
effective use of the heat in the BSC.

The resulted efficiency 7.6 in the range of 34+38% is lower than achieved
in the conventional gas turbine by 5+6 percentage points due to the structure of
installation with membrane reactor. In the conventional gas turbines the turbine
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inlet gas flow is greater than compressed air flow by the amount of used fuel. In
AZEP the turbine inlet gas flow is lower than compressed air flow by the
amount of oxygen permeated in the membrane, thus, the turbine effective work
is lower for the same compressor air flow. On the other hand, membrane reactor
is a source of additional flue gas stream feeding the HRSG and allows to in-
crease the BSC power. Total heat flow applied to the HRSGs is increased by
26+31% relative to the conventional gas turbine.

4. Results

For the analysis it was assumed in the gas turbine #;, = 1600°C and S = 20.
Main HRSG is fed by depleted air flow m1,, =453.9 kg/s with temperature 14,
= 607.4°C. The BSC optimization for given depleted air resulted in the follow-
ing steam parameters: live steam at steam turbine inlet at 580°C/ 18.0 MPa;
reheated steam at 580°C/ 4.0 MPa; low pressure saturated steam at 0.3 MPa.
The additional HRSG is fed by the flue gas flow m,, = 56.7 kg/s consisting of

65.3% H,0, 32.7% CO, and 2.0% O..

Table 3. Chosen characteristic parameters of the AZEP

Parameter Value
Turbine internal power N;;, MW 428.0
Compressor internal power N;c, MW 222.7
Gas turbine electric power Ny gr, MW 200.0
Fuel chemical energy flow m £ LHV , MW 554.6
Gas turbine electric efficiency #7467, - 0.3607
Turbine outlet depleted air heat flow Q4 . MW 288.7
Flue gas heat flow leaving the membrane reactor Q] s MW 51.5
Total heat flow feeding the HRSGs (O, , MW 340.2
Steam turbine electric power N,;s, MW 118.6
Bottoming steam cycle electric efficiency #.sr, - 0.3487
AZEP gross electric power N, g 455, MW 318.6
Gross electric efficiency 7. gross» - 0.5746
Gas turbine and BSC own needs AN,;, MW 6.4
CO, compression installation own needs ANgc, MW 10.7
Circulation fans in membrane reactor own needs ANp, MW 2.2
Total own needs rate 0, - 0.0605
Net electric power N, MW 299.3
Net electric efficiency #,, - 0.5398
CO, unit production ucp,, kg/MWh 365.6

CO, unit emission ecpy, kg/MWh ~0.0
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The flue gas dried in condenser with mass flow m,, = 32.3 kg/s and compo-

sition: 90.4% CO,, 4.1% H,0O and 5.5% O,, is directed to the CO, compressor.
Almost all water vapor is condensed during intercooling, so final CO, purity is
94.2% with less than 0.1% H,0O. Unit energy consumption of CO, compression
installation reached 0.097 kWh/kgCO:..

Obtained characteristic parameters for the gas turbine and the bottoming
steam cycle of the AZEP are presented in tab. 3.

5. Conclusions

The use of membrane reactor isolates the combustion process, which is real-
ized in the reactor internal cycle, from air in the gas turbine. Therefore, the flue
gas contains no nitrogen and separation process of carbon dioxide is reduced
only to drying the flue gas.

A turbine with a membrane reactor achieves a lower electric efficiency
(about 36%) than conventional gas turbines with similar operating parameters,
reaching over 41%. This results from lower air stream feeding the turbine in the
AZEP.

Lower gas turbine efficiency is partially offset by flue gas leaving the
membrane reactor, which supply the additional HRSG and increase the BSC
power.

The AZEP achieved net electric efficiency at almost 54%, relative to power
plants without carbon capture installation it is efficiency drop by 5+6 percent-
age points. This result is more favorable than in a combined cycle plant with
oxy-combustion or post-combustion CCS installation, reaching net efficiency at
the level of 50+52%.

References

[1] Kotowicz J.: Combined Cycle Power Plants. Kaprint, Lublin 2008 (in Polish).

[2] Kotowicz J., Janusz K.: Manners of the reduction of the emission CO, from energetic processes.
Rynek Energii 2007;1(68):10-18 (in Polish).

[3] LiuC.Y., Chen G., Sipdcz N., Assadi M., Bai X.S.: Characteristics of oxy-fuel combustion in gas
turbines. Applied Energy 2012;89:387-394.

[4] Zhanga N., Lior N.: Two novel oxy-fuel power cycles integrated with natural gas reforming and
CO, capture. Energy 2008;33:340-351.

[5S] Kotowicz J., Job M.: The thermodynamic and economic analysis of a gas turbine combined cycle
plant with oxy combustion. Archives of thermodynamics 2013;4(35):215-233.

[6] Kvamsdal H. M., Jordal K., Bolland O.: A quantitive comparison of gas turbine cycles with CO2
capture. Energy 2007;32:10-24.

[71 Haag J. Ch., Hildebrandt A., Honen H., Assadi M., Kneer R.: Turbomachinery simulation in
design point and part-load operation for advanced CO2 capture power plant cycles. Proceedings
of ASME Turbo Expo 2007, Montreal, Canada, 14-17 May 2007.



Thermodynamic analysis of the advanced... 133

[8] Petrakopoulou F., Tsatsaronis G., Boyano A., Morosuk T.: Exergoeconomic and exergoenvi-
ronmental evaluation of power plants including CO, capture. Chemical Engineering Research
and Design 2011;89:1461-1469.

[9]  Sundkvist S. G., Julsrud S., Vigeland B., Naas T., Budd M., Leistner H., Winkler D.: Develop-
ment and testing of AZEP reactor components. International Journal of Greenhouse Gas Control
2007;1:180-187.

[10] GateCycle Version 5.40. Manual. GE Enter Software, LLC.
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W niniejszej pracy przedstawiono wyniki obliczen masowego natgzenia przeptywu miesza-
niny pary wodnej i powietrza przy réznych udziatach poszczegdlnych sktadnikow w obszarach
wysokiego podciénienia i przy temperaturze nasycenia dla pary. Obliczenia przeprowadzono na
modelu matematycznym klasycznej zwezki Venturiego na podstawie normy EN-ISO 5167-4 i za
pomoca metod CFD. Wyznaczono charakterystyki przeptywowe zwezki pomiarowej i znaleziono
jej state w funkcji: strumien masy - spadek ci$nienia w warunkach pracy poza obszarem ujgtym
w wymienionej wczesniej normie. Tym samy okreslono przydatnosci tego typu urzadzen pomia-
rowych w szerszym zakresie pomiarowym. Dodatkowym aspektem poruszonym w niniejszej
pracy jest porownanie wynikow z obliczen metodami CFD udziatu poszczegolnych faz w prze-
ptywie ptynu — podejscie trojwymiarowe z wynikami obliczen zero-wymiarowych uzyskanych na
podstawie prawa Daltona.

1. Wprowadzenie

Znajomo$¢ masowego nat¢zenia przeptywu medium roboczego jest w ener-
getyce sprawa kluczows. Okresdlenie ilosci pary lub wody przeptywajacej
w instalacjach energetycznych jest niezbgdne przy analizie bilansu energetycz-
nego obiektu, mocy poszczegdlnych maszyn, ich sprawnosci itd. Problem jest
szczegdlnie istotny przy modernizacji blokow energetycznych pracujacych
w podstawie obcigzenia w celu przystosowania ich do pracy przy obcigzeniach
zmiennych. Na przyklad znane sg prace [4], w ktorych przedstawiany jest pro-
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blem eksploatacji turbin klasy 390 MWe zwigzanych z niepelnym obcigzeniem
bloku. Znajomo$¢ zjawisk (zar6wno w sposob jakosciowy, jak i iloSciowy)
przed, za i w skraplaczu jest szczegdlnie istotna ze wzgledu na prawidtowa jak i
bezpieczng pracg ostatnich stopni NP.

Pomiary przeptywu pary suchej w instalacjach nadci$nieniowych sg szeroko
opisane w literaturze [1,2,3,7,11]. W przypadku wody stosowanie zwezek po-
miarowych jest nawet latwiejsze, poniewaz czynnik roboczy jest niescisli-
wy[1,2]. Doktadne pomiary strumienia wody z wykorzystaniem urzadzen spig-
trzajacych cisnienie od dawna sa znormalizowane, a ponadto istnieje wiele roz-
wigzan takich jak przeplywomierze turbinowe, wirowe, wykorzystujace zjawi-
sko Dopplera, indukcji elektromagnetycznej i inne [2]. Natomiast znacznie wig-
cej problemoéw nastr¢cza pomiar strumienia pary w wysokim podcisnieniu w
obszarach wystepowania pary mokrej i mieszaniny pary z innym gazem np.
powietrzem. Warunki takie wystepuja przede wszystkim w skraplaczach i insta-
lacjach pomocniczych, utrzymujacych odpowiednie podci$nienie. Chcac reali-
zowaé efektywne zarzadzanie kondensacyjnym blokiem energetycznym ko-
nieczny jest ciggly pomiar masowego strumienia i udziatu poszczegoélnych faz
w usuwanej ze skraplacza mieszaninie powietrze-para.

Zagadnieniami zwigzanymi z pomiarem strumienia masy w kryzie prze-
ptywu dwufazowego zajmowali si¢ [8]. Rowniez szeroko rozpowszechniona
jest tematyka symulacji numerycznych przeplywoéw dwufazowych zaréwno w
zwezkach pomiarowych [12,14], jak i w strumienicach parowych [15,17], wod-
nych [18,19] i powietrznych [13]. Natomiast warunkami wymiany ciepta w
przeplywach dwufazowych, ktore bezposrednio zalezg od skladu mieszaniny
jak i strumienia masy zajmowano si¢ w pracach [9,10,16].

Pomimo do$¢ licznych badan nadal niedostatecznie poznane sa przeptywy
dwufazowe w podcis$nieniu i konieczne jest dalszy rozwdj metod modelowania
przeptywow wielofazowych. Zatem celem niniejszego rozdziatu jest przyblize-
nie tematyki zwigzanej z pomiarem masowego nat¢zenia przeptywu mieszaniny
pary wodnej i powietrza w wysokim podci$nieniu przy zastosowaniu zwezki
Venturiego, a nastgpnie za pomoca narz¢dzi numerycznych wykreslenie i po-
rownanie charakterystyk przeptywowych mieszaniny dwufazowe;j.

2. Wstepne okresSlenie parametrow przeplywu

W kondensacyjnych blokach energetycznych skraplacz pary jest jednym
z podstawowych elementéw termodynamicznego obiegu konwersji energii [6].
Jest to zbiornik, w ktérego wnetrzu panuje ci$nienie absolutne z zakresu (4-
12)kPa [3].Utrzymanie niskiego cis$nienia jest konieczne w celu zapewnienia
niskiej temperatury kondensacji pary wodnej, co jest pozadane z termodyna-
micznego punktu widzenia. Temperatura kondensacji pary przy tak niskim ci-
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$nieniu wynosi odpowiednio (28,97-49,42)°C. Duze podcisnienie w instalacji
prowadzi do problemow z utrzymaniem szczelnos$ci zbiornikéw kondensatorow.
Przedostajace si¢ do wewnatrz skraplacza powietrze, pogarsza warunki konden-
sacji pary wodnej na dwa sposoby: pogarsza lokalnie wspotczynnik przenikania
ciepta oraz obniza ci$nienie parcjalne pary obnizajac tym samym temperature
kondensacji i zwigkszajac zuzycie wody chtodzacej. Wieloletnie doswiadczenia
eksploatacyjne zgromadzone w literaturze przedmiotu pozwalajg wstepnie okre-
$li¢ strumien odsysanej masy powietrza ze skraplacza [3]. Dla skraplaczy o
duzej mocy i wysokiej szczelno$ci mozna wstepnie przyjac zaleznos¢ (1) okre-
slajgca masowy strumiefi odsysanego powietrza m,,,, wprost proporcjonalniedo
strumienia masy skroplin mg,-wyptywajacych ze skraplacza [3]:

. 1 .
Mpow = mmskr (D

Udziat pary wodnej w mieszaninie na etapie wstgpnych obliczen jest nie-
znany. Zalezy on od warunkow eksploatacyjnych i konstrukcyjnych m.in. od
pozycji rurociggu odsysajacego mieszaning w kondensatorze, tj. od jego wyso-
kosci od podstawy kondensatora [3]. Stopien sucho$ci pary jest rOwniez niezna-
ny, lecz z uwagi na stosowanie instalacji odwadniania mieszaniny z duzym
przyblizeniem mozna przyjac stopien suchosci pary na linii nasycenia, tj. X=1.

3. Obliczenia 0D

Obliczenia przeprowadzone na podstawie literatury [1] s podstawa do wy-
znaczenia geometrii zwezki Venturiego. Zaletg stosowania klasycznej zwezki
Venturiego, w odroznieniu do kryz oraz dysz pomiarowych, jest wprowadzenie
minimalnych strat energii w przeplywie. Wada jest koniecznos¢ wystepowania
bardziej turbulentnego przeptywu (o wigkszej liczby Reynoldsa) niz w przy-
padku kryz pomiarowych. Pomiar polega na zmierzeniu réznicy cisnienia sta-
tycznego przed zwezka 1 w jej przewezeniu. Zaktadajac, ze: ciecz jest niescisli-
wa i nielepka, a przeptyw jest stacjonarny i bezwirowy zasada zachowania
energii zostaje uproszczona do rownania Bernoulliego [5]:

vn? p
gh + -t i const. ?2)
gdzie:
g — warto$¢ przyspieszenia ziemskiego,
h — wysokos¢,

v,— sktadowa normalna predkosci,
p — absolutne ci$nienie statyczne,
p — gestosc.
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W takich warunkach energia przenoszona jako cisnienie statyczne plynu za
zwezka bedzie takie samo jak przed zwezka. W technice pomiarowych nie
mozna oczywiscie przyjac tak daleko posunigtych uproszczen dlatego zalezno-
$ci pozwalajace wyznaczy¢ masowe natezenie przeptywu medium sg wzorami
analityczno—empirycznymi. Poza cztonem wyznaczonym w sposob teoretyczny
rownaniem Bernoulliego, zawieraja one rowniez czynnik kalibrujacy wyniki
obliczen teoretycznych z wynikami eksperymentow.

Zatem strumien masy wyznaczamy z zaleznosci [1]:

A
m=~C £x2,/Ap *
i p*p 3)
gdzie:
m — masowe nat¢zenie przeptywu [kg/s]
A — pole przekroju przewezenia [m°]
C — wspolczynnik przeptywu [-]
S — wspodtczynnik przewezenia [-]
& — wspotczynnik ekspans;ji [-]
Ap — cisnienie r6znicowe [Pa]
p — gestosé medium [kg/m’]
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Rys. 2. Réznica cisnienia statycznego w odlegtosci réwnej potowie $rednicy wewnetrznej
rurociggu od wlotowej krawedzi konfuzora do wartos$ci ci$nienia w przewezeniu zwezki
w funkcji masowego natgzenia przeplywu pary dla wybranych
wartosci ciSnienia dolotowego i przewezenia

Na podstawie normy [1] wykonano serie obliczen dla pary nasyconej przy
cisnieniu 10kPa i 4kPa, dla $rednicy wewnetrznej rurociggu 206,50 mm i prze-
wezeniu zwezki B=0,40 i B=0,75. Przewezenie zwezki pomiarowej oznacza



Okreslenie masowego natezenia przepbywu czynnikow wielofazowych... 139

stosunek $rednic wewnetrznych: przewezenia do rurociggu. Wyniki przedsta-
wiono na rys.1.

Z przeprowadzonych obliczen wynika, ze warto$¢ ci$nienia roznicowego
Ap silnie zalezy od ci$nienia panujgcego w instalacji. Przy tym samym maso-
wym strumieniu przeplywajacej masy jest ono wigksze przy nizszym cisnieniu,
co bezposrednio wynika z objetosci wlasciwej gazow, ktora jest wieksza przy
nizszych ci$nieniach zgodnie z rownaniem gazu idealnego. Niskie cisnienie
prowadzi rowniez do znacznego zmniejszenia zakresu pomiarowego zwezki
Venturiego. Wynika to z malejacego stosunku cis$nienia statycznego w przewe-
zeniu do ci$nienia w instalacji, co niekorzystnie wptywa na wspotczynnik eks-
pansji gazu w zwezce. Ponadto prowadzi rowniez do osiagania przeptywow
naddzwiekowych przy stosunkowo nieduzych wartoSciach masowego natezenia
przeptywu oraz obniza lepkos¢ mieszaniny prowadzac do nieduzej turbulencji
przeptywu. Powstanie fali uderzeniowej w zwezce jak i mata wartos¢ liczby
Reynoldsa jest w tym przypadku zjawiskiem niekorzystnym. Zakres pomiarowy
w pewnym obszarze mozna regulowaé za pomocg odpowiednio dobranego
przewezenia.

Ponowne obliczenia, tym razem dla jednakowych wartosci ci$nienia sta-
tycznego w rurociggu dolotowym i przewezenia zwezki, ale dla pary i powietrza
przedstawiono na rys.2.
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Rys. 2.3 Rdznica cis$nienia statycznego w odleglosci réwnej potowie srednicy wewnetrznej
rurociggu od wlotowej krawedzi konfuzora do wartosci ci$nienia w przewegzeniu zwezki
w funkcji masowego natezenia przeptywu pary i powietrza ci$nieniu statycznym
na dolocie 10kPa i przewezeniu f=0,40

Na podstawie otrzymanych wynikow mozna zaobserwowac pewien zakres
warto$ci masowego natgzenia przeptywu badanych czynnikéw, dla ktérych
ci$nienie réznicowe jest sobie bliskie. Umozliwia to tatwy pomiar nat¢zenia
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przeptywu mieszaniny para-powietrze przy nieznanych warto$ciach udziatow
poszczegblnych gazéw. Z drugiej strony jest to pomiar obarczony pewnym
btedem, tym wigkszym im wigkszy bedzie zakres pomiarowy urzadzenia. Dla
przyktadu uzywajac przetwornika rdznicy cisnienia o zakresie (0-250)Pa i ble-
dzie pomiarowym 0,6% doktadnos$¢ okreslenia masowego strumienia mieszani-
ny ta metoda w zakresie (20-37)g/s wynosi w przyblizeniu 14%.

Uznajac powyzsze wyniki za niezadowalajace, na podstawie danych przed-
stawionych na rys.1 dobrano optymalng warto$¢ przewegzenia dla przewidywa-
nych warunkow panujacych w badanej instalacji kondensatora turbiny parowe;j
rowna $=0,60 i wykonano dalsze obliczenia tym razem dla okre§lonych udzia-
16w pary w badanej mieszanie. Objetos¢ wlasciwa mieszaniny i jej poszczegol-
nych sktadnikow wyznaczono postugujac si¢ prawem Daltona odnoscie objeto-
$ci czastkowych. Wyniki w formie wykresu przedstawiony na rys. 3.
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Rys. 3. Wykres zaleznosci roznicowego cis$nienia statycznego w odleglosci rownej potowie
$rednicy wewngetrznej rurociggu od wlotowej krawedzi konfuzora do wartosci ci$nienia
w przewezeniu zwezki w funkcji masowego nat¢zenia przeptywu pary przy danych udziatach
procentowych pary przy ci$nieniu statycznym na dolocie 4kPa i przewezeniu f=0,60 wyznaczony
na podstawie normy EN-ISO 5167-4.

Na podstawie otrzymanej charakterystyki badanej zwezki, znajac rzeczywi-
sty udziatu pary w przeptywajacej mieszaninie, mozliwe jest precyzyjne wyzna-
czenie masowego natezenia przeptywu pary i powietrza w rozpatrywanej insta-
lacji energetycznej za pomoca prostego i niezawodnego urzadzenia pomiarowe-
go. Niestety okreslenie gestosci mieszaniny, niezbgdnej do okreslenia nat¢zenia
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przeplywu, wymaga stosowania dodatkowych urzadzen, ktore komplikuja uktad
pomiarowy lub ograniczaja jego przydatnos$¢ np. poprzez brak ciagtos$ci pomia-
row (metody probkowania).

Stata zwezki, lub inaczej wspotczynnik przeptywu, oznaczany w normie li-
terg C przyjmuje warto$¢ stata w szerokim zakresie pomiarowym. Jest to row-
niez zalecany zakres uzytkowania zwezki Venturiego zar6wno z powodu zmia-
ny wartosci wspdtczynnika (ktéry nie moze by¢ juz traktowany jako warto$¢
stata dla danej zwezki), jak rowniez rosngcej niepewnosci pomiarowej wraz ze
spadkiem jego wartos$ci [1,2]. Warto$¢ wspotczynnika przeptywu bezposrednio
zalezy od chropowatos$ci materiatu zwezki, jakosci wykonania, liczby Reynold-
sa w rurociggu dolotowym i przewezenia (ksztattu) zwezki. Wspoétczynnik C w
zakresie pracy zwezki przewidzianym w normie zostal dobrany na jej podsta-
wie, natomiast dla matych warto$ci przeptywu, gdzie liczba Reynoldsa byta
niewystarczajaca, wspotczynnik przepltywu zostat aproksymowany na podsta-
wie zawartych w literaturze danych eksperymentalnych. Procedura zostata
przeprowadzona w celu uzyskanie niezaleznych wynikoéw do porownania metod
obliczeniowych. W praktyce wspotczynnik przeptywu C moze zostaé wyzna-
czony na podstawie obliczen CFD, a nastepnie potwierdzony i ew. skorygowa-
ny w czasie eksperymentalnej kalibracji urzadzenia.

4. Obliczenia CFD

Numeryczne obliczenia przeptywowe badanej zwezki pomiarowej sg obli-
czeniami czasochtonnymi, a doktadno$¢ otrzymanych wynikoéw zalezy m.in. od
przyjetego modelu i zatozen. Sg one jednak mniej pracochtonne i mogg dostar-
czy¢ wiekszej ilosci danych niz pomiary eksperymentalne. Eksperymentalne
kalibrowanie zwezek wcigz jest jednak zabiegiem zalecanym.

Uzycie trojwymiarowego (3D) rownania bilansu masy, pedu i energii, kto-
rych posta¢ w ujeciu lokalnym przedstawia sie nastgpujaco [5]:

5.p + div(pd) = 0, (4)
8:(p¥) + div(pi®3 + pI) = div(T°) + pb, (5)
5:(pe) + div(p|e + %] 3) = div(7°s + §) + pbd, (6)
gdzie:
0, — zmiana w czasie,
p — gestose,

pU = p - gestosé pedu,
e= u+% U 2— suma energii wewnetrznej i kinetyczne;j,
I~ idemfaktor Gibbsa,
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b—wektor przyspieszenia ziemskiego,
q — strumien ciepta,
T~ tensor naprezen lepkich.

Pozwala ono z pewng dozg przyblizenia wyznaczy¢ rozklad ci$nien w prze-
plywie badanej geometrii. Chcac uscisli¢ obliczenia niezbedne jest uwzglednie-
nie modelu turbulencji k-¢, ktory dobrze opisuje przeptywy o duzym stopniu
turbulencji i znacznym stosunku powierzchni kanatu do objetosci strumienia
[5]. Przy obliczeniach przyptywéw pary mokrej wielu informacji dostarcza
uzycie modelu kondensacji. Odbywa si¢ to jednak kosztem zwielokrotnienia
czasu obliczen, tak wiec z uwagi na wstepny charakter przeprowadzonych obli-
czen zatozone przeplyw rownowagowy.

Wstepne obliczenia przeptywowe wykonano dla zwezki o przewezeniu
=0,40 i przy ci$nieniu dolotowym powietrza rownym w przyblizeniu 10 kPa.
Siatk¢ modelu badanej zwezki przedstawia rys. 4.

Rys. 4.4 Siatka modelu badanej klasycznej zwezki Venturiego.

Punkty 1, 2 i 3 okreslaja potozenie punktéw pomiarowych zgodnie z norma
[1]. Obliczenia wykonano w przestrzeni dwuwymiarowej, stosujac model osio-
wosymetryczny. Na rys. 5 przedstawiono rozktad ci$nienia (po lewej) i predko-
$ci (po prawej).

Wizualizacja przeptywu ukazuje zardwno rdoznicg cisnienia przed zwezka i
w przewezeniu, jak i strat¢ ci$nienia na zwe¢zce pomiarowej, czego nie mozna
wyznaczy¢ za pomocg wczesniej wspomnianej normy. Ponadto rozktad predko-
$ci ukazuje jet tworzacy si¢ za przewezeniem przy maksymalnej wartosci prze-
pltywu uwzgledniajac zalecenia ujete w normie.

Bardziej szczegdtowych informacji dostarczajg charakterystyki rozktadu ci-
$nienia (rys.6), gestosci i predkosci (rys.7) w funkcji dlugo$ci zwezki stworzone
na podstawie wynikow obliczen numerycznych.

Przeprowadzone, wstegpne obliczenia numeryczne dostarczaja wigcej infor-
macji niz obliczenia 0D wykonane na podstawie normy [1]. Poza rozktadem
predkosci i gestosci powietrza, ktore zamieszczone sa jedynie w formie pogla-
dowej, mozliwe jest szczegétowe wyznaczenie rozktadu ci$nienia na $ciankach
zwezki pomiarowej. Umozliwia to ew. optymalizacjg rozmieszczenia przetwor-
nikdéw cisnienia, analize parametréw przeptywowych poza obszarem normalne;j
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pracy zwezki 1 okre$lenie straty zwezki juz na etapie projektowania, a nie w
fazie eksperymentalnego wzorcowania jak ma to miejsce w przypadku postugi-
wania si¢ jedynie metodami ujetymi w normie [1].
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Rys. 5.5 Rozktad cisnienia [Pa] i predkosci [m/s] (odpowiednio po lewej i prawej stronie)
dla klasycznej zwezki Venturiego o przewezeniu =0,40 dla powietrza
przy wydatku masowym m=100g/s

10500
10000
9500
—~ 9000
e,
o 8500 e eeeeeRozktad cisnienia na
osi przeptywu
8000
Rozktad ci$nienia na
7500 $ciance
7000
0.00 0.01 0.01 0.02 0.02 0.03

x [m]

Rys. 6. Rozklad ci$nienia na $ciankach zwezki pomiarowej i w osi przeptywu dla powietrza
przy wydatku 100g/s dla klasycznej zwezki Venturiego o przewezeniu $=0,40
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Rys. 7. Rozktad predkosci i ggstosci powietrza w osi przeptywu przy wydatku 100g/s
dla klasycznej zwezki Venturiego o przewezeniu =0,40

5. Porownanie wynikow obliczen

Poréwnanie wynikdw obliczen w podejsciu 0D i CFD ukazato wysoka
zbieznos$¢ rozwigzan. Na rys. 8 przedstawiono porownanie warto$ci ciSnienia w
punkcie pomiarowym 2, tj. w przewe¢zeniu zwezki, przy zadanym cis$nieniu
wlotowym powietrza 10 kPa w funkcji masowego strumienia przeptywu.

Na doktadnos¢ wynikéw numerycznych wptywa ilo§¢ wykonanych iteracji,
pomocne jest w tym stopniowe obnizanie zadawanych warto$ci w celu uniknie-
cia fluktuacji zbiezno$ci. R6znice wynikow obliczen numerycznych (w kazdym
przypadku obliczenia byly zbiezne) za pomoca stopniowego obnizania wartosci
i zadania okre$lonej wartosci na poczatku obliczen wida¢ poréwnujac wyniki
wstepnych obliczen zamieszczone na rys. 6 i obliczen szczegoétowych na rys. 8.
Maksymalny blad bezwzgledny prezentowanych wynikdéw na rys. 9 wynosi
niespetna 50 Pa. Otrzymanie tak wysokiej zbiezno$ci rozwigzan pozwolito na
przeprowadzenie powtornych obliczen, tym razem dla ustalonego na podstawie
wczesniejszych wynikow optymalnego przewezenia zwezki w spodziewanym
zakresie pomiarowym [(=0,60. W obliczeniach zadano state ci$nienie dolotowe
mieszaniny na poziomie 4kPa oraz zadawano masowe nat¢zenia przeptywu w
przedziale (10-60) g/s co 10 g/s i udzial pary w mieszaninie od 0 do 100% co
25%. Wyniki przedstawiaja charakterystyki przedstawione na rys. 9 i rys. 10.
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Rys. 8 Porownanie wynikow obliczen numerycznych oraz obliczen na podstawie normy EN-ISO

5167-4 wartosci ciSnienia w punkcie pomiarowym 2 przy zadanym cisnieniu wlotowym

powietrza 10kPa w funkcji masowego natezenia przeptywu dla klasycznej zwezki Venturiego

Udziat pary w mieszaninie

Rys. 9 Wykres zaleznoS$ci roznicowego ci$nienia statycznego w odleglosci rownej potowie
srednicy wewnetrznej rurociggu od wlotowej krawedzi konfuzora do wartosci ci§nienia
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Rys. 10. Wykres zalezno$ci roznicowego ci$nienia statycznego w odlegtosci rownej potowie
srednicy wewnetrznej rurociggu od wlotowej krawedzi konfuzora do wartosci ci§nienia
w przewezeniu zwezki w funkcji masowego natg¢zenia przeplywu pary przy danych udziatach
procentowych pary przy ci$nieniu statycznym na dolocie 4kPa i przewezeniu $=0,60
wyznaczony metoda zawarta w normie EN-ISO 5167-4

W wyniku przeprowadzony obliczen, dwoma niezaleznymi metodami, uzy-
skano bardzo dobra zbiezno$¢ wynikdéw zarowno w zakresie ujetym w normie
jak i poza nia.

6. Podsumowanie

Pomiar natgzenia przeptywu par i gazoéw w wysokim podci$nieniu jest moz-
liwy przy pomocy prostej w budowie i eksploatacji klasycznej zwezki Ventu-
riego. Obarczony jest on jednak duzymi ograniczeniami z powodu niskiego
cisnienia medium. W zakresie duzych podcisnieniach problematyczna staje si¢
niska warto$¢ predkosci dzwicku w badanym osrodku, co sprawia, ze w prze-
wezeniu tatwo jest osiagnac predkosci naddzwigkowe. Jest to zjawisko nieko-
rzystne. Drugim problemem jest duza podatno$¢ na kompresje w konfuzorze i
ekspansje w dyfuzorze, co uniemozliwia uzyskanie poprawnych wynikow sto-
sujgc norm¢[1]. Ponad to przy duzym podci$nieniu znacznie maleje lepkos¢
rozpatrywanego powietrza i pary, prowadzi to do konieczno$ci stablicowania
wspoétczynnika przeptywu C, ktory w tych warunkach silnie zalezy od masowe-
g0 natgzenia przeptywu.

Otrzymane wyniki obliczen klasycznej zwezki Venturiego metoda ujeta we
wczesniej wspomnianej normie i metodami CFD wykazuja bardzo wysoka
zbieznos$¢. Stosujac odpowiednio dobrane przewezenie mozna o0siagnac po-
prawne wyniki w warunkach niskiego ci$nienia medium, jednak w znacznie
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ograniczonym zakresie pomiarowym. Ow zakres uzytkowania klasycznej zwez-
ki Venturiego mozna w niektorych przypadkach z powodzeniem rozszerzy¢
jednak niezbednym narzedziem do realizacji tego zadania na poziomie projek-
towania sg numeryczne metody modelowania przeplywu. Przy czym znaczne
odejscie od warunkow pracy zwezki ujetych w normie prowadzi do mniejszej
powtarzalnosci wynikéw. Dodatkowa zaleta stosowania metod CFD jest moz-
liwos$¢ okreslenia straty cisnienia na urzadzeniu pomiarowym, co w dotychcza-
sowym ujeciu mozliwe jest dopiero w trakcie eksperymentalnego wzorcowania
zwezki.

Pomiar przeptywow wielofazowych, w rozwazanym przypadku powietrza i
pary nasyconej, jest mozliwy do osiagniecia przy uzyciu proponowanej zwezki
Venturiego. Przy nieuwzglednieniu skfadu mieszaniny mozliwe jest uzyskanie
jedynie przyblizonych wynikow i to w mocno ograniczonym zakresie pomiaro-
wym. Dodatkowy pomiar ggstosci mieszaniny umozliwia precyzyjne okreslenie
masowego natezenia przeplywu mieszaniny i jej poszczegdlnych skladnikow
oraz znacznie rozszerza zakres pomiarowy. Niestety metody okreslania gestosci
mieszanin na chwil¢ obecng posiadaja wady ograniczajace ich zastosowanie.
Jednym z powodow jest braku ciggto$ci pomiarow, drugim komplikacja apara-
tury i wprowadzania znacznych strat energetycznych w instalacji utrzymania
prézni kondensatora. Z tego powodu metody pomiarowe pozwalajgce w sposob
posredni lub bezposredni okresli¢ sktad badanej mieszaniny lub jej gestosé
wymagajg rozwoju.
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EFEKTYWNOSCI WYMIANY CIEPLA
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i Urzadzen Cieplnych, Politechnika Wroctawska, Wybrzeze Wyspianskiego 27, 50-370 Wroctaw

W pracy przedstawiono przeglad konstrukcji sond gruntowych stosowanych w sprezarko-
wych pompach ciepta. Na podstawie sporzadzonego modelu obliczeniowego i danych literaturo-
wych, dokonano oceny rozwigzan konstrukcyjnych i ich wpltywu na jako$¢ wymiany ciepta z
gruntem. Przedstawiono propozycje wiasnych modyfikacji konstrukcyjnych, ze szczegdlnym
uwzglednieniem zalezno$ci pomigdzy powierzchnia wymiany ciepta a parametrami przeptywo-
wymi wystepujacymi w sondzie.

1. Wprowadzenie

Podstawa przeprowadzenia analiz nowatorskiego rozwigzania dolnego zro-
dia ciepta i przeprowadzenia badan eksperymentalnych stal si¢ konkretny pro-
blem techniczno-inwestycyjny. W celu zasilenia monowalentnej pompy ciepta,
zamontowanej] w wolnostojacym domu jednorodzinnym zlokalizowanym w
miejscowosci Mystakowice, potozonej w odleglosci ok. 110 km na potudniowy
zachod od Wroctawia w odpowiednig ilo$¢ ciepla, postanowiono zbudowac
wymiennik gruntowy. Wielko§¢ powierzchni i ksztalt dzialki uniemozliwiat
budowe wymiennika poziomego. Z drugiej strony teren lezacy na granicy
Przedgorza Sudeckiego i Sudetow Srodkowych wplywa na brak mozliwosci
zainstalowania dolnego zZrddia ciepta w postaci sond pionowych, gdyz lita skata
granitowa w tym miejscu zaczyna si¢ na glebokosci ok. 6-8,5 m ponizej po-
wierzchni gruntu. Badania georadarowe oraz wykonane pomocnicze odwierty
pionowe, potwierdzily obecnos$¢ litych skal granitowych na giebokosci 7 m, ale
jednoczes$nie umozliwity okreslenie przeptywu wod gruntowych. Odwierty
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wskazaly pierwszy poziom wystgpowania wody juz na poziomie ok. 1,8 m po-
nizej poziomu gruntu natomiast najwieksze natgzenie przeptywu zanotowano na
glebokosci ok. 3,2 -5 m ponizej poziomu gruntu.

W tej sytuacji, w pierwszej fazie projektu, zdecydowano si¢ na budowe tzw.
sond gwiazdzistych i analiz¢ rozwiazania geotermalnego systemu bezposredniej
wymiany ciepla.

2. Geotermalny system bezposredniej wymiany ciepla —
sondy gwiazdziste
(ang. Direct Exchange Geothermal System)

W typowej gruntowej pompie ciepta czynnik posredniczacy (solanka, gli-
kol) krazy w obiegu sondy (obieg czynnika wymuszany pompa) i oddaje ciepto
pobrane z gruntu w parowaczu pompy ciepta czynnikowi zigbniczemu (freon).
Wymiana ciepta w parowaczu wymaga odpowiedniej r6znicy temperatur (AT =
3:6 K), jako sity napgdowej procesu i zaprojektowanie temperatury odparowa-
nia czynnika zigbniczego na poziomie o tyle nizszym od temperatury solanki
opuszczajacej wymiennik gruntowy. Biorac pod uwage, ze kazde obnizenie
temperatury parowania czynnika zigbniczego powoduje obnizenie wspotczyn-
nika efektywno$ci obiegu termodynamicznego o ok. 3 % [3] powoduje to
znaczne obnizenie koncowej wartosci COP pompy ciepta.

W pierwszej fazie projektowania poddano szczegétowej analizie zapropo-
nowany w literaturze [5] system bezposredniego odparowania sktadajacy si¢ z
sond wykonanych z metalu (miedzi) roztozonych gwiazdziscie. To co zdecy-
dowato o rozwazeniu tego wariantu to katowe poprowadzenia odwiertu, ktore
przy danej dhugosci sondy umozliwia wykonanie ptytszych odwiertow a w
przypadku natrafienia na warstwe wodonos$ng zapewnia lepsza wymiang ciepta
z gruntem. Czynnik roboczy pompy ciepta krazy, odparowujac bezposrednio w
sondzie gruntowej. Rury plastikowe PE [7] klasycznych sond gruntowych za-
stagpiono  miedzianymi o bardzo dobrej przewodnoSci  cieplne;.
Ra=0,0025 K-m/W [10], co gwarantuje obnizenie oporu cieplnego sondy.
W analizowanym rozwigzaniu prototypowym, sondy umieszczone sa odwier-
tach diagonalnych(o kacie nachylenia 30°, dlugosci 22 m [5] i Srednicy 76 mm.
Jako czynnika chlodniczego uzyto czynnika R-407C oboj¢tnego, nie wchodzg-
cego w reakcje z miedzia.[5]). Parametry czynnika termodynamicznego kraza-
cego w obiegu dobrano tak, aby do sondy doptywal po zdtawieniu dwufazowy
czynnik chtodniczy o bardzo matym stopniu suchosci x = 0,2-0,25 — praktycz-
nie ciecz. Kiedy ciekly czynnik chlodniczy wplywa do sondy, naturalne sity
grawitacji, powoduja, ze sptywa on w dot, ogrzewa sie i odparowuje. Nastepnie,
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jako para o duzym stopniu suchosci x =1 — praktycznie gaz (1zejszy od cieczy)
wznosi si¢ do kolektora zbiorczego i zasysana jest do sprezarki. [5].

Rys. 1. Diagonalny wymiennik ciepta [8]

Problemy, jakie pojawiaja si¢ podczas eksploatacji takiego rozwigzania[5]
to korozja i utlenianie metalowych sond. Uzycie sond metalowych jest zwigza-
ne z rodzajem podloza. Dla gruntu o wspotczynniku pH>6 nie ma ryzyka koro-
zji, dla pH ponizej 6 zagrozenie korozja jest powazne. Konieczne jest wigc sto-
sowanie anody ochronnej przedtuzajacej trwatos$¢ sondy.[9]

3. Rozwiazanie eksperymentalne

Biorac pod uwage rezultaty analizy termodynamiczno-przeplywowej [4],
warunki geologiczne oraz powyzsze trudnosci zdecydowano si¢ na inne rozwig-
zanie. Zaproponowano sonde typu U-rura poprowadzong w odwiercie o zmien-
nym nachyleniu. Wykonane zostaly przewierty pod powierzchnia dziatki, maja-
ce zmienny charakter nachylenia, gtéwnie jednak zblizone do profilu poziome-
go (rys. 2) [2]. Sonda na catej dlugosci przebiega w warstwie wodonosnej o
duzej zawarto$ci wody.

Warto$¢ stopnia wilgotnosci gruntu S, definiowanego jako:

_ V_w _ W pw
Sr = Vp  100-e-ps 1)

gdzie:

V,, — objeto$é wody wypehiajacej pory gruntu, m’;

¥V, — objetos¢ porow, m’;

w — wilgotnos$¢ gruntu, %,

s — gestosé whasciwa gruntu, kg/m’;

e — wskaznik porowatos$ci gruntu w stanie naturalnym,
D — gestosé wody kg/m’®,

oceniono na S, = 0,98 [2].
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Rys. 2. Przekrdj odwiertu sondy o zmiennym nachyleniu

W odwiert wprowadzono rur¢ ostaniajaca oraz sonde¢ typu U. Na rys. 3
przedstawiono parametry geometryczne sondy.

040

A

Rys. 3. Parametry geometryczne sondy

Po wykonaniu niezbednych prac instalacyjnych rure ostaniajaca odwiert
usunig¢to, umozliwiajagc bezposredni kontakt rur sondy z gruntem. Niewielka
glebokos¢ odwiertu (w najnizszym miejscu 4 m) a takze rodzaj gruntu minima-
lizuja ryzyko uszkodzenia rur sondy.[9.10]

Caly wymiennik sktadat si¢ z czterech identycznych sond typu U -rura o tej
samej dlugosci i tych samych parametrach przeptywowych [2].

4. Badania eksperymentalne

Obliczenie rzeczywistych wartosci strumieni ciepta uzyskiwanych z dolne-
go zrodla ciepla, przy pomocy sondy Muovitech, byty mozliwe na podstawie
pomiaréw temperatury wlotowej i wylotowej czynnika roboczego (30% wodne-
go roztworu glikolu propylenowego) przeptywajacego przez wymiennik oraz
pomiaru strumienia masy czynnika przettaczanego przez pompe obiegow3.
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Wszystkie te dane zbierane byly w pracujacej instalacji, obstugujacej pompeg
ciepta wykorzystywang w systemie grzewczym i produkcji cieptej wody uzyt-
kowej [2].

Ponizej przedstawiona zostata dokumentacja zdjeciowa opisywanych prac.

Rys. 4. Wiertnica do przewiertow sterowanych

"{??{%;Q' ﬁﬁ '

W
WY iy
8%

Rys. 5. Sondy gruntowe wprowadzone do odwiertow

Badania eksperymentalne przeprowadzone byly za pomoca kontaktowych
czujnikéw temperatury, umieszczonych po stronie zasilajacej i odbiorczej dol-
nego zrodla ciepla (termopary kontaktowe PT 100 oraz rejestratora KD7) Na tej
podstawie obliczona zostata, uzyskiwana w zrodle réznica temperatury. Wyniki
przedstawiono na rys. 6.

Przebieg krzywych wskazuje na bardzo dobry charakter pracy zrodia, gdyz juz
praktycznie po ok. 10 minutach rdznica temperatur ustala si¢ na poziomie
umozliwiajagcym prawidtowa eksploatacje pompy ciepta.
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Rys. 6. Zmiany temperatury po stronie zasilajacej i odbiorczej zestawu sond gruntowych
oraz roéznica temperatury pomi¢dzy nimi

Na uwage zastuguje réwniez poziom temperatury ustalonego charakteru
pracy, osiagni¢tego po 56 minutach. Wartos¢ +3,3°C po stronie zasilania i
+6,1°C po stronie odbiorczej pozwala przypuszczaé, iz wptyw przepltywajacej
w otoczeniu wymiennika wody gruntowej jest bardzo znaczacy, pozytywnie
wplywa na regeneracje zrodla i daje bardzo duze wartosci wspolczynnikow
przejmowania ciepta.

Bardzo interesujacg jest rowniez informacja wynikajaca z wykresu pokaza-
nego na rysunku 7.

Moc, kw

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60
Czas, min,

Rys. 7. Zmiana mocy uzyskiwanej z dolnego zrodta ciepta w funkcji czasu

Zaprezentowano na nim rozktad mocy cieplnej Qo uzyskiwanej ze zrodta w
funkcji czasu. Warto§¢ mocy obliczono na podstawie pomiaru zmian temperatu-
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ry, wlasnosci cieplno-przeptywowych medium posredniczacego oraz pomiarow
natezenia przeptywu wymuszanego przez pompe¢ obiegowa. Uzyskiwane para-
metry $wiadcza o bardzo duzej efektywnosci pozyskiwania ciepta. Niewatpli-
wie cenng informacja jest stosunkowo krotki czas dojscia do ustabilizowane;j
eksploatacji zrodla.

5. Whnioski

Jak wynika z przedstawionych informacji problematyka pozyskania ciepta z
gruntu powinna by¢ indywidualnie rozpatrywana dla kazdego konkretnego pro-
jektu i danych warunkow geologicznych.

Poréwnanie teoretycznych, przyjmowanych do projektowania warto$ci
strumieni ciepta pozyskiwanych w wymiennikach gruntowych pomp ciepta,
pionowych i poziomych [3, 8, 9, 10] z warto$ciami uzyskiwanymi w zastoso-
wanym przez NANOTEL S.A. systemie, potwierdza zasadnos¢ przyjetego kie-
runku modyfikacji i ulepszen tego sposobu instalacji sondy gruntowe;.

Przeprowadzone, podczas standardowej eksploatacji pompy ciepta pomiar
parametrow pracy wymiennika gruntowego, wykazaly $rednia moc cieplng
dolnego zrddta rowna 60,12 W/m, oraz maksymalng 69,72 W/m.

PODZIEKOWANIA

Autorzy dzigkuja firmie NANOTEL S.A. Wroclaw za mozliwo$¢ przeprowadzenia badan
oraz zgodg na publikacje wynikow

Literatura

[11 ,Baza danych geologiczno-inzynierskich wraz z opracowaniem atlasu geologiczno-
inzynierskiego aglomeracji wroclawskiej”, Ministerstwo Srodowiska Rzeczpospolita Polska,
Wroctaw — maj 2009.

[2] B. Biatko, System pompy ciepta wspotpracujacej z dolnym zrodtem ciepla o nazwie Zrodio
Ciepta i Chtodu ZCC Nanoterm, Wroctaw 2011.

[3] M. Rubik, “Pompy ciepta w systemach geotermii niskotemperaturowej”, MULTIKO Oficyna
Wydawnicza, Warszawa 2011.

[4] S. Sandler, Projekt pionowego gruntowego wymiennika ciepta do pompy ciepta o wydajnosci 20

kW, Praca projektowa stopnia inzynierskiego, Politechnika Wroctawska, Wroctaw 2013.

1 http://www.totalgreenus.com.

] http://www.muovitech.pl.

1 Katalog rur HDPE www.aqua.lublin.pl/cenniki/Cennik%20na%20rury%20HDPE.pdf.

]  http://www.geothermalgenius.org.

] http://www. americandreamgeothermal.com.

0] http://www.geoexchange.org.






UWARUNKOWANIA WYSTEPOWANIA
MAKSYMALNYCH UDAROW PRADOWYCH
W LINIACH WIELONAPIECIOWYCH

Rafat Kumala

Wydziat Elektryczny Politechniki Slaskiej w Gliwicach, Instytut Elektroenergetyki
i Sterowania Uktadéw, rafal. kumala@polsl.pl

Rozdzial przedstawia problematyke zwigzang z wystepowaniem udaréw pradowych w li-
niach o réznych poziomach napi¢¢ pracujacych na tych samych konstrukcjach wsporczych pod-
czas zwar¢. Badania przeprowadzono dla linii czterotorowej dwunapigciowej 2x400 kV + 2x220
kV. Symulowano rézne rodzaje zwar¢ oraz warunki ich powstania. Analiz¢ standw przejsciowych
podczas zwar¢ zrealizowano przy uzyciu programu EMTP-ATP.

1. Wielotorowe linie wielonapieciowe

Napowietrzne linie elektroenergetyczne sg podstawowymi elementami
wspoétczesnych systemow elektroenergetycznych (SEE) stuzacymi do przesytu
energii elektrycznej. Ciagly i bardzo dynamiczny rozwdj sieci $redniego i ni-
skiego napiecia (kolejno: SN i nn) powigzany ze wzrostem odbiorcéw energii,
zwigksza obcigzenie linii przesytowych o napigciu 110 kV i wyzszym [3]. Po-
winno to skutkowac rozbudowa sieci przesytowej, szczegélnie w obszarach o
malej gestosci ciggow liniowych. Paradoksalnie istniejgce wymagania prawne
znaczaco utrudniaja budowe nowych linii elektroenergetycznych. Jest to zwia-
zane m.in. ze spetnieniem wymogow zwiazanych z bezpieczenstwem ludzi oraz
ochrong $rodowiska naturalnego [2]. Dlatego tez coraz powszechniejszym roz-
wiazaniem staje si¢ budowa wielotorowych linii wielonapieciowych, polegajaca
na prowadzeniu kilku linii o réznych poziomach napi¢¢ na tych samych kon-
strukcjach wsporczych. Umozliwia to wydatne zmniejszenie pasa technicznego
linii, czesto kilkakrotnie w poréwnaniu do standardowych rozwigzan, czyli
budowy linii o jednym napieciu znamionowym na osobnych stupach, ktérych
trasy przebiegaja rownolegle [1]. Wielotorowe linie wielonapigciowe wymusza-
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ja jednak dedykowane konstrukcje wsporcze, czgsto projektowane tylko pod
konkretny rodzaj linii. Sposéb rozmieszczenia przewoddéw roboczych warunku-
je wzajemne oddzialywanie poszczegdlnych toréw wielotorowej linii wielona-
pigciowej zarowno podczas pracy normalnej jak i stanow zaktoceniowych. Nie-
stety, na chwileg obecna bardzo mato publikacji w literaturze polskiej i §wiato-
wej porusza tematyke zwigzang ze stanami zakldceniami w wielotorowych li-
niach wielonapigciowych [5]. Prawdopodobnie jest to spowodowane ciggle
znikoma dlugoscig wielotorowych linii wielonapigciowych w poréwnaniu do
sumarycznej dlugosci linii wysokich i najwyzszych napie¢ (WN i NN) w $§wia-
towych SEE. Ponadto wiarygodna analiza zakldocen w tego typu liniach uwa-
runkowana jest znajomoscig doktadnego przebiegu trasy poszczegdlnych torow
pradowych linii laczacych wybrane stacje elektroenergetyczne, a przede
wszystkim parametrow geometrycznych stupow [3, 4, 5]. Poniewaz wielotoro-
we linie wielonapieciowe taczg podsystemy o réznych poziomach napigé¢ i mo-
cach zwarciowych, analiza stanéw zaktoceniowych w takim fragmencie siecio-
wym moze okaza¢ si¢ kluczowa z punktu widzenia pracy SEE w stanach zakto-
ceniowych, a przede wszystkim podczas zwar¢. Dlatego tez w niniejszym roz-
dziale podjeto probe analizy uwarunkowan wystgpowania maksymalnych uda-
réw pradowych oraz pradow zwarciowych udarowych w poszczegoélnych torach
linii 2x400 kV + 2x220 kV podczas wybranych zaklocen zwarciowych.

2. Analiza udarow pradowych w czterotorowej linii
dwunapieciowej 2x400 kV + 2x220 kV

Analiza zaklocen zwarciowych w rozpatrywanym ukladzie sieciowym po-
legata na okre$leniu wplywu zmian mocy zwarciowych w poszczeg6lnych sta-
cjach zasilajacych oraz chwili wystapienia zwar¢ na warto$ci chwilowe pradoéw
we wszystkich fazach linii wielotorowej. Badania przeprowadzono dla fragmen-
tu SEE z czterotorowg linig dwunapigciowa 2x400 kV + 2x220 kV o dlugosci
13 km. Badany fragment sieciowy zawieral w swojej strukturze:

o cztery zrodta EKW1... EKW4 z autotransformatorami 400/220 kV o mocach
znamionowych 500 MVA (T1...T4) zasilajace dwutorowa lini¢ 400 kV
E1A/E1B,

e dwa zrodta EKWS5 i EKW6 z autotransformatorami 220/110 kV o mocach
znamionowych 330 MVA (TS5, T6) zasilajace jednotorowa linie 220 kV
E2A/E2B,

e dwa zrodta EKW7 i EKWS z autotransformatorami 220/110 kV o mocach
znamionowych 250 MVA (T7, T8) zasilajace jednotorowa lini¢ 220 kV
E3A/E3B,

e czterotorowa lini¢ dwunapieciowa E4 2x400 kV + 2x220 kV.
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o Wszystkie linie zamodelowano z przewodami odgromowymi typu AFL-1,7
70 mm?2 oraz nast¢pujacymi przewodami roboczymi:

e AFL-8 3x350 mm2 dla linii 400 kV E1A/E1B oraz toréw 400 kV linii E4,

e AFL-8 525 mm?2 dla linii 220 kV E2A/E2B oraz E3A/E3B,

e AFL-8 2x350 mm?2 dla toréw 220 kV linii E4.

Zrodta zasilajace zamodelowano jako ekwiwalenty fragmentéw sieciowych
umiejscowione po stronie dolnego napigcia autotransformatorow. Zatozenie
takich samych mocy zwarciowych systemow w wybranych stacjach elektroe-
nergetycznych (SE) bylo celowe, z uwagi na pdzniejsza analiz¢ stanéw zaklo-
ceniowych w linii E4. Z kolei odmienna dtugos¢ linii elektroenergetycznych po
obu stronach linii 2x400 kV + 2x220 kV byta celowa, z uwagi na probe od-
zwierciedlenia sytuacji wystepujacych w rzeczywistych SEE (wielotorowe linie
wielonapigciowe nigdy nie sg usytuowane symetrycznie wzgledem SE - umiej-
scowienie tego typu linii jest bowiem losowe). Poniewaz analizowany fragment
sieciowy dotyczyl sieci przesytowej, przyjeto najczgsciej spotykane moce auto-
transformatorow sieciowych. Schemat analizowanego uktadu sieciowego z dhu-
gosciami linii zamieszczono na rys. 1, natomiast uktad przewodow roboczych i
odgromowych konstrukcji wsporczej linii E4 pokazano na rys. 2.

Linia I".],-\“'Jl't):lri!' (400 kV)

Lima E1B Torl (400 kV)
Linia E4 czterotorowa dwunapigciowa 2 km
B 2x400 kV + 2x220 kV
Linia E1A Tor2 (400 kV) 13 km Linia E1B Tor2 (400 kV)
10km 12 km

I 1
e | v
TIWE! Tor 1 (400kv) (TIWY

- A 1
z - T2WE] Tor2 (400 kV) [T2WY =
=% - - ZAy of
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% il ; : or 3 ( ) ‘ Z z %
il R . /E' 230 kV) IT4W =
= Linia E2A(220kV) TAWE, Tord G20KY) J4WY Linia E3B 220kV) =
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'
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w2 P O 2
= = = =c
< =z z &
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Rys. 1. Schemat analizowanego uktadu sieciowego z badang linig dwunapigciowg czterotorowa
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Rys. 2. Parametry geometryczne konstrukcji wsporczej z linig E4

W celu sprawdzenia warunkow wystgpowania najwigkszych udaréw pra-

dowych oraz pradéow udarowych podczas zwaré, badania przeprowadzono w
sposob dwojaki:

zmieniajac moc zwarciowg ekwiwalentéw EKW1...EKW8 zlokalizowanych
w SE przy zalozonym czasie zaktocen zwarciowych,

zmieniajac czas wystagpienia zwar¢ przy niezmiennej mocy zwarciowej
ekwiwalentow.

Zaklocenia zwarciowe symulowano pomigdzy weztami TIWY..T4AWY
(koniec linii E4), a przebiegi pradowe odczytywano na poczatku linii E4
(wezty TIWE..TAWE). Z uwagi na przyjeta liczbe toréw linii E4 oraz pa-
rametry geometryczne stupa, analizie poddano cztery rodzaje (warianty)
zwar¢ migdzysystemowych:

zwarcie dwufazowe dwusystemowe pomiedzy torami 400 kV linii E4 —
w chwili t1 = 2,5 ms nastepuje zwarcie fazy L1 toru T1 z fazg L2 toru T2
(oznaczenie ,,1R”),

zwarcie dwufazowe dwusystemowe pomig¢dzy torami 220 kV linii E4 —
w chwili t1 = 2,5 ms nastepuje zwarcie fazy L1 toru T3 z fazag L2 toru T4
(oznaczenie ,,2R”),

zwarcie dwufazowe dwusystemowe pomiedzy torami 400 kV i 220 kV linii
E4 — w chwili tl = 2,5 ms nastgpuje zwarcie fazy L1 toru T1 z fazg L2 toru
T3 (oznaczenie ,,3R”),



Uwarunkowania wystepowania maksymalnych udarow prgdowych... 161

e zwarcie czterofazowe czterosystemowe pomiedzy wszystkimi czterema
torami linii E4 — w chwili tI = 2,5 ms nastepuje zwarcie fazy L1 toru T1

z faza L2 toru T2, nastgpnie zwarcie fazy L2 toru T2 z faza L1 toru T3

w chwili t2 = 12,5 ms oraz zwarcie fazy L1 toru T3 z fazg L2 toru T4

w chwili t2 = 22,5 ms (oznaczenie ,,4R”).

Nalezy tutaj zaznaczy¢, ze przez zwarcia mi¢dzysystemowe rozumie si¢ za-
kt6cenia pomiedzy wybranymi fazami poszczeg6lnych torow wielotorowej linii
wielonapigciowej, czyli pomigdzy liniami elektroenergetycznymi tgczgcymi
rézne podsystemy - stad okreslenie migdzysystemowe. Poniewaz analizowana
linia E4 bytla linig wielonapieciowa czterotorowa, dodatkowo trzeba rozrézni¢
zwarcia miedzysystemowe pomiedzy torami o jednym napigciu znamionowym
(warianty 1R 1 2R) oraz pomigdzy torami o r6znych napi¢ciach znamionowych
(warianty 3R i 4R), czyli tzw. zlozone zakldcenia zwarciowe. Podane czasy
zwierania poszczegdlnych faz dla rozpatrywanych wariantow zwaré 1R-4R
dotycza czgsci badan zwigzanych z analiza wptywu zmian mocy zwarciowych
ekwiwalentow EKW1-EKWS (tab. 1-tab. 3) na warto$ci chwilowe pradow w
torach linii E4. Z kolei podczas weryfikacji wpltywu zmian chwil wystapienia
zwar¢ na wartosci chwilowe pradow, zmienial si¢ moment wystapienia zak1o-
cenia zwarciowego - zwarcia zaktadano dla minimalnej i maksymalnej warto$ci
sinusoidy napiecia 400 kV i 220 kV. Trzeci rodzaj mozliwych chwil powstania
zaktocen byl rowny polowie wartosci chwilowej napiecia zasilajacego i odpo-
wiadat wynikom zamieszczonym w tab.1 dla pozycji 100%Sk". Rezultaty prze-
prowadzonych symulacji dla zaktadanych wariantow zwar¢ 1R-4R zamieszczo-
no w tab. 1-tab. 4.

W celu pokazania dynamiki przebiegdw przejsciowych w analizowanej
czterotorowej linii dwunapigciowej podczas zwar¢ miedzysystemowych na
rys. 3 i 4 przedstawiono przykladowe przebiegi chwilowe pradow w fazach
zwartych oraz niedotknietych zakloceniem. Wariant zwarcia 4R wybrano z
uwagi na wystepowanie zaktocenia we wszystkich torach linii E4, natomiast
czasy zwierania faz w kolejnych torach dla twzm = tmin ze wzgledu na obec-
no$¢ najwigkszej wartosci sktadowej aperiodycznej w przebiegach chwilowych
pradow. Dodatkowo oznaczono fazy poszczegoélnych toréw linii E4, aby poka-
zac, ktore z nich cechowaly si¢ najwigkszymi warto§ciami pradow zwarciowych
(fazy zwarte) i udarow pradowych (fazy zdrowe) podczas zaktocenia. Bylo to
szczegolnie istotne dla zdrowych faz poszczegdlnych torow, poniewaz udary
pradowe podczas zakldcen zwarciowych pojawiaty si¢ w obu zdrowych fazach.
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Tabela 1. Maksymalne warto$ci chwilowe pradéw zwarciowych oraz udaréw pradowych
wybranych faz dla rozpatrywanych rodzajéw zwar¢ migdzysystemowych
- zmiana mocy zwarciowych w stacjach ST1-ST4

Sl«(zm = 20 GVA (1 OO%S/(”) > bwem = OaSImin

RZM/ OZM CZKF 2 TImax 2 T2max 2 T3max i T4max g TImax g T2max g T3max g T4max
ms kA kA kA kA - - - -
LI(TDHL2(T2)/IR 2,5 3,15 | 8,15 - - 126 | 1,29 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - - 7,86 7,86 1,36 1,36 6,78 6,30
L1(T1L2(T3)/3R 2,5 8,19 8,03 503 | 551 | 1550 | 538

LI(TIL2(T2) 2,5/12,5225 | 8,54 | 8,13 | 499 | 7,66 | 3.80 | 442 | 10,76 | 8,00
L1(T3)L2(T4)/4R

Sk =24 GVA (120%8:) , tuzm = 0,5tmin

RZM/ OZM CZKF 2 TImax 2 T2max i T3max i T4max g TImax g T2max g T3max g T4max
ms kA kA kA kA - - - -
LI(TDL2(T2)/IR 2,5 3,28 | 828 - - 123 | 126 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - - 7,86 7,86 1,36 1,36 6,78 6,30
L1(T1L2(T3)/3R 2,5 827 8,12 503 | 550 | 1550 | 538

LI(TIL2(T2) 2,5/12,522,5 | 8,69 | 836 | 502 | 7,66 | 3.85 | 450 | 10,86 | 8,06
L1(T3)L2(T4)/4R

Sl«(zm = 28 GVA (140%Sk”) s bwem = OaSImin

RZM/ OZM CZKF 2 TImax 2 T2max 2 T3max i T4max g TImax g T2max g T3max g T4max
ms kA kA kA kA - - - -
LI(TDHL2(T2)/IR 2,5 338 | 838 - - 120 | 1,22 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - - 7,84 7,86 1,36 1,36 6,78 6,30
L1(T1L2(T3)/3R 2,5 8,34 8,18 503 | 549 | 1549 | 536

LI(TIL2(T2) 2,5/12,522,5 | 8,79 | 836 | 503 | 7,66 | 3.88 | 4,56 | 10,93 | 8,08
L1(T3)L2(T4)/4R

Sim) =32 GVA (160%S4), tuzm = 0,5tmin

RZM/ OZM CZKF 2 TImax 2 T2max 2 T3max i T4max g TImax g T2max g T3max g T4max

ms kA kA kA kA - - - -

LI(TDL2(T2)/IR 2,5 3,44 | 847 - - 124 | 1,66 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - 7,84 7,86 1,36 1,36 6,78 6,30

L1(T1L2(T3)/3R 2,5 8,38 8,22 502 | 548 | 1548 | 536

LI(TDL2(T2) | 2,5/12,5/22,5 | 8,87 | 845 | 5,03 | 7.66 | 3,89 | 4,56 | 10,96 | 8,10
L1(T3)L2(T4)/4R

gdzie:

RZM/OZM - rodzaj zwarcia migdzysystemowego/oznaczenie zwarcia migdzysystemowego,

L1, L2, L3 - fazy poszczegodlnych toréw linii E4,

T1...T4 - tory linii E4, odpowiednio: 400 kV (T1 i T2) oraz 220 kV (T3 i T4),

CZKEF - czas zwierania kolejnych faz,

Sk" - pierwotna moc zwarciowa w stacjach ST1...ST8 (moc odniesienia),

Sk(zm) " - moc zwarciowa w stacjach ST1...ST8 podczas zwar¢ miedzysystemowych,

twzm - czas wystapienia zwarcia mi¢gdzysystemowego,

tmin - minimalny zakladany czas wystapienia zwarcia mi¢dzysystemowego,

iTxmax - maksymalna warto$¢ chwilowa pradu w torach linii E4 dotknig¢tych zwarciem; ,,x”
oznacza numer toru,

gTxmax - maksymalna warto$¢ chwilowa pradu w fazach zdrowych toréow linii E4 odniesiona do
wartosci pradu obcigzenia w stanie pracy normalnej (wielko$¢ wzgledna charakteryzujaca udar
pradowy w fazie zdrowej).
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Tabela 2. Maksymalne warto$ci chwilowe pradéow zwarciowych oraz udaréw pradowych
wybranych faz dla rozpatrywanych rodzajéw zwaré migdzysystemowych

- zmiana mocy zwarciowych w stacjach ST5 i ST6

Siem) = 14,4 GVA (120%Sy) , tuzn = 0,5tmin

RZM/OZM CZKF iTIlnax iTZmax iT3max iT4mz|x gTImax gTZmax gT3max gTdmax
ms kA kA kA kA - - - -
L1(T1L2(T2)/IR 2,5 8,15 | 8,15 R - 126 | 1,29 - R
L1(T3)L2(T4)2R 2,5 - - 789 | 791 | 135 | 1,35 | 7,09 | 6,35
L1(T1L2(T3)3R 2,5 8,23 - 8,07 - 503 | 552 | 1559 | 539
LI(T1)L2(T2) 2,5/12,5/22,5 8,53 8,13 5,04 7,69 3,82 4,44 10,88 8,02
L1(T3)L2(T4)/4R
Siem) = 16,8 GVA (140%Sy) , tuzn = 0,5tmin
RZM/OZM CZKF iTIlnax iTZmax iT3max iT4mz|x gTImax gTZmax gT3max gTdmax
ms kA kA kA kA - - - -
L1(T1)L2(T2)/IR 2,5 8,16 | 8,16 R - 126 | 1,29 - R
L1(T3)L2(T4)2R 2,5 - - 792 | 795 | 135 | 135 | 7,15 | 638
L1(TDL2(T3)3R 2,5 8,25 - 8,09 - 501 | 552 | 15,66 | 541
LI(T1)L2(T2) 2,5/12,5/22,5 8,53 8,13 5,07 7,72 3,83 4,45 10,95 8,04
L1(T3)L2(T4)/4R
Sty =19,2 GVA (160%84) , tyzm = 0,5tmin
RZM/OZN CZKF iTIlnax iTZmax iT3max iT4mz|x gTImax gTZmax gT3max gTdmax
ms kA kA kA kA - - - -
L1(T1)L2(T2)/IR 2,5 8,16 | 8,16 R - 126 | 129 - R
L1(T3)L2(T4)2R 2,5 - - 794 | 798 | 135 | 1,35 | 725 | 6,39
LI(TDHL2(T3)3R 25 8,27 - 3,12 - 501 | 553 | 1572 | 542
L1(T1)L2(T2) 2,5/12,5/22,5 8,52 8,13 5,09 7,74 3,84 4,46 11,00 8,06
L1(T3)L2(T4)/4R

Tabela 3. Maksymalne wartosci chwilowe pradow zwarciowych oraz udaréw pradowych
wybranych faz dla rozpatrywanych rodzajéw zwaré migdzysystemowych

- zmiana mocy zwarciowych w stacjach ST7 i ST8

Seem = 12 GVA (120%S;)

tyzm = O, 5 min

RZM/OZM CZKF ITmax IT2max IT3max I74max &Timax &12max &13max &T4max
ms kA kA kA kA - - - -
L1I(TDHL2(T2)/1IR 2,5 8,15 8,15 - - 1,26 1,29 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - - 789 | 792 | 136 | 136 | 701 | 636
L1(TDHL2(T3)/3R 2,5 8,19 - 8,03 - 5,04 5,51 15,48 5,38
L1(T1)L2(T2) 2,5/12,5/22,5 8,56 8,13 5,01 7,73 3,81 4,43 10,79 8,00
L1(T3)L2(T4)/4R
Sk = 14 GVA (140%58) , tuzm = 0,5¢min
RZM/OZM CZKF ITmax IT2max IT3max I74max &Timax &12max &13max &T4max
ms kA kA kA kA - - - -
L1I(TDHL2(T2)/1IR 2,5 8,15 8,15 - - 1,26 1,29 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 2,5 - - 794 | 796 | 137 | 137 | 704 | 639
L1(T1HL2(T3)/3R 2,5 8,19 - 8,04 - 5,04 5,51 15,47 5,39
LI1(T1)L2(T2) 2,5/12,5/22,5 | 857 | 8,13 | 502 | 7,78 | 3,81 | 444 | 1081 | 8,01
L1(T3)L2(T4)/4R
Sk =16 GVA (160%S,) » tuem = 0,5tmin
RZM/OZM CZKF Tl{n max | IT2max | IT3max I74max &Timax &12max | &T13max | &T4max
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ms kA kA kA kA - - - -
L1(T1HL2(T2)/1R 2,5 8,15 8,15 - - 1,26 1,29 - -
LI(T3)L2(T4)2R 2,5 - - 797 | 799 | 137 | 1,37 | 7.06 | 642
LI(TL2(T3)3R 2,5 8,19 - 8,04 B 504 | 551 | 1546 | 5,39
L1(T1L2(T2) 2,5/12,5/22,5 8,58 8,13 5,03 7,82 3,82 4,44 10,81 8,02
L1(T3)L2(T4)/4R

Tabela 4. Maksymalne warto$ci chwilowe pradow zwarciowych oraz udaréw pradowych
wybranych faz dla rozpatrywanych rodzajow zwar¢ miedzysystemowych
- zmiana czasu wystapienia zaktocenia zwarciowego

bz = bmin 5 Skem) = 100%S;
RZM/OZM CZKF iTImax iszax iT3max iT41nax gTImax gTZmax gTimax gT4max
ms kA kA kA kA - - - -
LI(TDHL2(T2)/IR 49 7,94 7,94 - - 1,24 1,28 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 4,9 - - 7,58 7,58 1,83 1,83 10,22 9,55
L1(T1HL2(T3)/3R 4,9 8,33 - 8,17 - 4,15 4,49 12,65 4,57
LI1(T1)L2(T2) 4,9/14,9/24,9 8,00 7,93 5,49 7,68 5,95 7,53 6,86 7,05
L1(T3)L2(T4)/4R
b = tma 5 Siiem) = 100%S;
RZM/OZM CZKF I7/max IT2max IT3max I74max &Timax &12max &T13max &r4max
ms kA kA kA kA - - - -
L1(TDHL2(T2)/IR 9,9 6,49 6,48 - - 1,24 1,23 - -
L1(T3)L2(T4)/2R 9,9 - - 628 | 628 | 2,69 | 2,69 | 2078 | 17,27
L1(T1HL2(T3)/3R 9,9 6,14 - 6,01 - 11,20 | 11,25 | 34,64 | 11,29
L1(T1)L2(T2) 9,9/19,9/29,9 6,69 6,71 5,71 5,83 8,21 7,99 19,03 17,41
L1(T3)L2(T4)/4R
gdzie:

tmax - maksymalny zaktadany czas wystapienia zwarcia mi¢dzysystemowego.
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Rys. 3. Przebiegi chwilowe pradow zwarciowych we wszystkich torach linii E4 podczas wariantu
zwarcia 4R dla twzm = tmin
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Rys. 4. Przebiegi chwilowe pradow w fazach zdrowych toréw 220 kV linii E4 podczas wariantu
zwarcia 4R dla twzm = tmin

3. Podsumowanie

Przeprowadzone badania miaty na celu obserwacje wptywu zmian: rodzaju
zwarcia (1R-4R), wartosci mocy zwarciowych w SE (tab. 1-tab. 3) oraz chwili
wystapienia zaktocenia (tab. 4) na wartosci chwilowe pradow zaré6wno w fazach
zwartych, jak i niedotknigtych zaktoceniem. Na podstawie analizy wynikow
zamieszczonych w tab. 1-tab. 4 widaé, ze najwigkszy wplyw na wartos$¢ pragdow
zwarciowych oraz udarow pradowych mial czas wystgpienia zwar¢. Wiasci-
wos¢ ta jest stuszna zarowno dla zwaré pomigdzy systemami o jednym pozio-
mie napigcia znamionowego (1R 1 2R), jak i dla ztozonych zaklécen zwarcio-
wych (3R i1 4R). Uwidaczniato si¢ to szczegodlnie dla twzm = tmin, gdzie rozni-
ce pomiedzy pradami udarowymi w porownaniu do wielkosci odniesienia
(czes$¢ pierwsza tab. 1) zawieraly si¢ w przedziale (14,4+25,1)%, w zaleznoS$ci
od rodzaju zwarcia oraz toru linii E4. Z kolei zmiany w wartosciach udarow
pradowych faz zdrowych przekraczaty prog 200% w przypadku zwarcia cztero-
fazowego czterosystemowego (wspdlczynniki gT1max i gT4max). Dla porow-
nania zwigkszenie warto$ci mocy zwarciowych poszczegolnych ekwiwalentow
nawet o 60% miato znacznie mniejszy wptyw na zmian¢ warto$ci chwilowych
pradéow zwarciowych (roznica ponizej 5%) oraz udaréw pradowych (ponizej
30%) 1 bylo zauwazalne jedynie dla zrdédet zasilajacych tory 400 kV. W przy-
padku wzrostu mocy zwarciowych w SE zasilajacych linie 220 kV zmiany w
wartosciach maksymalnych pradow udarowych i udarow pradowych byty prak-
tycznie niezauwazalne. Cechg charakterystyczng zmian mocy zwarciowych w
SE byt niewielki wptyw tych zmian na wartosci chwilowe pradow w fazach
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zwartych i zdrowych wybranych toréw linii E4 podczas zaklocen, w ktorych
moc zwarciowa ulegata zmianie i jednoczesny brak oddzialywania tych zmian
na pozostate tory linii 2x220 kV + 2x400kV.

Analiza wptywu rodzaju zwar¢ migdzysystemowych pokazata natomiast, ze
najwigksze wartosci chwilowe zarowno udaréw pradowych jak i pradow zwar-
ciowych uzyskano dla ztozonych zaklécen zwarciowych, a doktadniej dla wa-
riantu 4R. Jest to zalezno$¢ prawdziwa tak dla zmian mocy zwarciowych, jak i
chwili wystapienia zaklocen. Nalezy jednak zaznaczy¢, ze badanie uwarunko-
wan wystepowania maksymalnych udaréw pradowych oraz pradéw zwarcio-
wych udarowych podczas zwaré migdzysystemowych jest zagadnieniem nie-
zwykle trudnym, a stopien tej trudnosci w duzym stopniu zalezy od liczby to-
row analizowanej wielotorowej linii wielonapigciowe;.

Z przebiegow chwilowych zamieszczonych na rys. 4 reprezentujgcych uda-
ry pradowe w fazach zdrowych torow 220 kV linii E4 wida¢ jak duzy wzrost
pradu powoduje zwarcie mig¢dzysystemowe pomigdzy wszystkimi czterema
torami pradowymi. Udary pradowe w fazach niedotknietych zwarciem w chwili
wystapienia zaklocenia wielokrotnie przekraczaja prad obcigzenia w stanie
normalnym linii, a najwicksza warto$¢ chwilowa pradu wystepuje w torze 220
kV o wiekszej mocy zwarciowej (T3). Dodatkowo, dla toru T3 bardzo duza
warto$¢ chwilowa pradu (ok. 1/4 wartosci poczatkowej udaru) utrzymuje si¢
przez dtugi czas.

Zwarcia migdzysystemowe nalezy analizowa¢ w sposob indywidualny dla
danej wielotorowe;j linii wielonapieciowej, a wnioskéw przytoczonych w niniej-
szej publikacji nie mozna uogdlnia¢ dla innych rodzajow tego typu linii. Jest to
zwigzane z wieloma aspektami, takimi jak:

e liczba toréw oraz warto$¢ napigcia znamionowego w poszczegolnych to-
rach wielotorowej linii wielonapigciowe;j,

e parametry geometryczne konstrukcji wsporczej,

e dlugos¢ wielotorowej linii wielonapieciowej oraz dtugosci linii taczacych ta
lini¢ ze SE,

e moc autotransformatoréw oraz poziomy napie¢ fragmentow sieci, dla kto-
rych wyznaczono ekwiwalenty.

Szczego6lnie istotne jest rozmieszczenie przewodoéw roboczych w wieloto-
rowej linii wielonapigciowej, dlatego tez zasadne wydaje si¢ przeprowadzenie
dodatkowych badan symulacyjnych dotyczacych wptywu zmian parametréw
geometrycznych konstrukcji wsporczych na wartosci chwilowe pradéw podczas
zwar¢ miedzysystemowych. Bedzie to celem kolejnych analiz dotyczacych
pracy wielotorowych linii wielonapigciowych podczas zlozonych zakltocen
zwarciowych, ktore beda kontynuacjg problematyki poruszanej w niniejszym
rozdziale.



Uwarunkowania wystepowania maksymalnych udarow prgdowych... - 167

PODZIEKOWANIA

Serdeczne podzigkowania sktada si¢ firmie BSPiR Energoprojekt-Katowice S.A. za umozli-

wienie uczestnictwa w VIII Miedzynarodowej Konferencji Naukowo-Technicznej ,,Energetyka
2014”.

Literatura

Kumala R., Sowa P.: Intersystem faults in the coupled high-voltage line working on the same
tower construction. XII Migedzynarodowa Konferencja Naukowo - Techniczna "Prognozowanie
w elektroenergetyce - PE 2013", Podlesice, 11-13 wrze$nia 2013.

Kumala R., Sowa P.: Identyfikacja zaktocen w wielotorowych réznopoziomowych napigciowo
liniach elektroenergetycznych. Miedzynarodowa Konferencja Naukowo - Techniczna "INVEN-
TION Innowacyjnos¢ w Elektroenergetyce", Szczyrk, 23-25 pazdziernika 2013.

Kumala R., Sowa P.: Zakldcenia zwarciowe w liniach wielonapigciowych jako jedna z przyczyn
powstania awarii sieciowych. VI Migdzynarodowa Konferencja Naukowo-Techniczna "BLAC-
KOUTA KRAJOWY SYSTEM ELEKTROENERGETYCZNY - WERYFIKACJA ZDOL-
NOSCI KSE DO OBRONY I ODBUDOWY", Poznan-Rosnéwko, 28-30 maja 2014,

Sowa P.: Dynamiczne uktady zastepcze. Wyd. Politechniki Slaskiej, Gliwice 2011.

Brierley R. H., Morched A. S., Grainger T. E.: Compact right-of-ways with multi-voltage towers.
IEEE Transactions on Power Delivery, Vol. 6, No. 4, October 1991.






WPLYW PARAMETROW
GEOMETRYCZNYCH KONSTRUKCJI
WSPORCZYCH NA PRZEBIEGI
PRZEJSCIOWE W WIELOTOROWYCH
LINIACH WIELONAPIECIOWYCH PODCZAS
ZY1.0ZONYCH ZAKLOCEN ZWARCIOWYCH

Rafat Kumala

Wydziat Elektryczny Politechniki Slaskiej w Gliwicach, Instytut Elektroenergetyki
i Sterowania Uktadéw, rafal. kumala@polsl.pl

Rozdzial porusza problematyke zwigzang z wplywem sposobu rozmieszczenia przewodow
fazowych w poszczeg6lnych torach wielotorowych linii wielonapi¢ciowych na charakter zmian
przebiegdw przejsciowych podczas zwar¢ miedzysystemowych. Badania przeprowadzono dla
linii trojtorowe;j trojnapigciowej 400 kV + 220 kV + 110 kV. Badano wybrane rodzaje ztozonych
zaktocen zwarciowych dla réznych typoéw konstrukcji wsporczych. Analize standw przejsciowych
podczas zwar¢ migdzysystemowych zrealizowano przy uzyciu programu EMTP-ATP.

1. Konstrukcje wsporcze wielotorowych
linii wielonapi¢ciowych

W dobie wspoélczesnych przepisow prawnych, ktore w znaczacy sposob
utrudniaja budowe nowych elektroenergetycznych linii napowietrznych, gtow-
nym problemem staje si¢ wybor trasy oraz rodzaju nowej linii [7]. Jest to o tyle
istotne, ze obecne rozporzadzenia prawne wymuszaja minimalizacj¢ ingerencji
nowych inwestycji liniowych zarowno w srodowisko naturalne, jak i tzw. wia-
snos¢ prywatng podmiotow. Kluczowym zagadnieniem staje si¢ wiec optymal-
ne wykorzystanie terenu juz nalezacego do przedsigbiorstw zwigzanych bezpo-
srednio z elektroenergetyka zawodowa i przemystowa. Odpowiedzig na wyma-
gania prawne zwigzane z budowg nowych inwestycji liniowych moga by¢ wie-
lotorowe linie wielonapigciowe. Glowna idea jest w tym przypadku prowadze-
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nie kilku linii o r6znych poziomach napi¢¢ na tych samych stupach [1, 2]. Po-
zwala to zmniejszy¢ pas techniczny linii oraz co najistotniejsze - umozliwia
wykorzystanie juz istniejacego terenu bez koniecznosci spelnienia wielu wymo-
goéw prawnych (wptywa to bardzo korzystnie na skrocenie czasu realizacji no-
wych inwestycji zwigzanych z rozbudowg sieci przesytowej). Co prawda we
wspotczesnych systemach elektroenergetycznych (SEE) wielotorowe linie wie-
lonapigciowe stanowia znikoma czgs¢ wszystkich ciggéw liniowych to niewy-
kluczone jest, ze w najblizszych latach bedzie ulegalo to stopniowej zmianie.
Wydaje si¢ to prawdopodobne chocby z uwagi na coraz wieksza ré6znorodnosc¢
tego typu linii pod wzgledem poziomoéw napi¢¢ znamionowych. Mozna bowiem
wyrozni¢ wiele kombinacji we wspotczesnych wielotorowych liniach wielona-
pigciowych jesli chodzi o rodzaje linii pracujacych na wspolnych konstrukcjach
wsporczych, np.:
o linie najwyzszych 1 wysokich napie¢ (kolejno: NN i WN) - wielotorowe
linie wielonapigciowe o napi¢ciu znamionowym co najmniej 110 kV,
e linie WN i SN (SN - érednie napigcie) - wielotorowe linie wielonapigciowe
0 napigciu znamionowym nie wigkszym niz 150 kV (tor/tory WN) oraz nie
wiekszym niz 60 kV (tor/tory SN),
e linie SN i nn (nn - niskie napigcie) - wielotorowe linie wielonapigciowe
zawierajace co najmniej jeden tor o napi¢ciu znamionowym nizszym niz 1 kV.
Przedstawiony powyzej podziat wielotorowych linii wielonapigciowych jest
jedynie proba klasyfikacji tych linii w $wiatowych SEE wedtug kryterium na-
pigcia znamionowego w poszczegdlnych torach. Mozliwe sg takze inne podzia-
ly, np. ze wzgledu na znamionowa czgstotliwo$¢ pracy poszczegdlnych torow.
W praktyce wystgpuja bowiem przypadki prowadzenia linii o réznych czgsto-
tliwosciach pracy na tych samych stupach. Przyktadem moze by¢ trojtorowa
linia dwunapieciowa 2x380 kV (50 Hz) + 110 kV (16,7 Hz) [4]. Nalezy jednak
podkresli¢, ze wspoldzielenie konstrukcji wsporczej przez linie o réznych po-
ziomach napie¢ niesie ze soba niebezpieczenstwo wzajemnego oddziatywania
pomiedzy poszczegdlnymi torami tych linii wskutek istnienia sprzezen elektro-
magnetycznych pomiedzy przewodami roboczymi. Dlatego tez rozmieszczenie
przewodow roboczych w poszczegdlnych torach warunkuje wzajemne oddzia-
lywanie linii o ré6znych poziomach napig¢ [3]. Jest to szczegolnie istotne pod-
czas stanow zakloceniowych, poniewaz wielotorowe linie wielonapigciowe
facza podsystemy zaro6wno o réznych poziomach napi¢¢ znamionowych, jak i
mocach zwarciowych (r6znice w poziomach tych mocy np. dla linii typu WN +
SN moga by¢ znaczace). Z uwagi na dedykowane rozwigzania konstrukcji
wsporczych (brak chociazby cze$ciowej unifikacji jak w przypadku standardo-
wych stupéw) w zaleznosci od rodzaju wielotorowej linii wielonapigciowej,
zasadne wydaje si¢ zbadanie wptywu rozmieszczenia przewodow roboczych w
poszczegblnych torach na przebiegi chwilowe pradow i napi¢é podczas stanow
zaktoceniowych. Dlatego tez w dalszej czgéci rozdzialu pokazano wyniki badan



Wphw parametrow geometrycznych konstrukcji wsporczych... 171

zwigzanych z wpltywem parametrow geometrycznych wybranych konstrukcji
wsporczych na przebiegi przejsciowe dla przykladowej wielotorowej linii wie-
lonapigciowej podczas wybranych zwaré migdzysystemowych.

2. Analiza wplywu parametrow geometrycznych
konstrukcji wsporczych na przebiegi przejsciowe w linii
400 kV + 220 kV + 110 kV podczas zlozonych
zaklocen zwarciowych

Analiz¢ wpltywu zmian rozmieszczenia przewodow roboczych w poszcze-
goblnych torach pragdowych przeprowadzono dla trojtorowej linii trdjnapigeciowej
400 kV + 220 kV + 110 kV o dlugosci 10 km. Fragment sieciowy z trojtorowa
linig trojnapieciowg poddany analizie sktadat si¢ z nastepujacych elementow:
= dwoch zrodet EKW1 i EKW2 z autotransformatorami 400/220 kV o mo-
cach znamionowych 500 MVA (T1 i T2) zasilajacych jednotorows lini¢ 400 kV
E1A/E1B,
= dwoch zrodet EKW3 i EKW4 z autotransformatorami 220/110 kV o mo-
cach znamionowych 330 MVA (T3 i T4) zasilajacych jednotorowg lini¢ 220 kV
E2A/E2B,
= dwobch zrodet EKWS i EKW6 z autotransformatorami 220/110 kV o mo-
cach znamionowych 250 MVA (TS5 i T6) zasilajacych jednotorowg lini¢ 110 kV
E3A/E3B,
= trojtorowej linii trojnapieciowej E4 400 kV + 220 kV + 110 kV.

Moce zwarciowe ekwiwalentow sieciowych zasilajacych poszczego6lne tory
linii E4 wynosity od 5 GVA (zasilanie torow 110 kV linii E4) do 20 GVA (zasi-
lanie toré6w 400 kV linii E4) i nie byly zmieniane podczas badan symulacyj-
nych. Przyjecie ré6znych mocy zwarciowych w zalezno$ci od poziomu napigcia
znamionowego ekwiwalentu sieciowego bylo celowe, bowiem w rzeczywistych
SEE roznice w mocach zwarciowych np. pomigdzy stacjami 110 kV 1400 kV sa
dos$¢ znaczne (jest to szczegdlnie widoczne w Krajowym Systemie Elektroener-
getycznym). Konstrukcje wsporcze zamodelowano jako stupy mocne, ktore w
zalezno$ci od napigcia znamionowego posiadaly nast¢pujace rodzaje przewo-
déw roboczych i odgromowych:
= dla linii jednotorowych 400 kV E1A/E2A - AFL-8 3x350 mm® oraz AFL-
1,7 95 mm?,
= dla linii jednotorowych 220 kV E2A/E2B - AFL-8 525 mm® oraz AFL-1,7
70 mm?,
= dla linii jednotorowych 110 kV E3A/E3B - AFL-6 240 mm® oraz AFL-1,7
70 mm?,
= dlatoru 400 kV linii E4 - AFL-8 3x350 mm’ oraz AFL-1,7 95 mm’,
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= dla toru 220 kV linii E4 - AFL-8 2x350 mm’,
= dlatoru 110 kV linii E4 - AFL-6 240 mm’.
Schemat analizowanego uktadu sieciowego zamieszczono na rys. 1.
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Rys. 1. Schemat analizowanego uktadu sieciowego z badang linig trojtorowa trojnapigciowa

Po dokonaniu przegladu najczesciej spotykanych konstrukcji wsporczych
wielotorowych linii wielonapigciowych WN i NN, zdecydowano si¢ na wybor
nastc—‘;pujqcych typow shupow [4, 5, 6]:

typ nr 1 - pionowo-poziomy uktad przewodoéow roboczych,
= typ nr 2 - poziomy uktad przewodéw roboczych,
= typ nr 3 - pionowy uktad przewodoéw roboczych,
= typ nr 4 - trojkatny uktad przewodoéw roboczych.

Trzeba jednocze$nie zaznaczyc, ze typy stupow nr 1 1 3 zostaly zamodelo-
wane specjalnie na potrzeby niniejszego rozdziatlu, natomiast pozostate dwa
rozwigzania sa konstrukcjami wsporczymi pracujacymi w rzeczywistych SEE -
typ nr 2 w systemie polskim [6], a typ nr 4 w systemie austriackim [4]. Zalozo-
no takg sama wysoko$¢ konstrukcji wsporczych oraz pewnego rodzaju probe
unifikacji odlegtosci elektrycznych pomigdzy poszczegdlnymi torami linii, aby
zachowac zblizone gabaryty stupéw. Poniewaz badania zwigzane byty z analiza
wplywu rozmieszczenia przewodow roboczych w poszczegodlnych torach linii
400 kV + 220 kV + 110 kV na przebiegi przejsciowe pradéw i napie¢, symulo-
wano dwa wybrane rodzaje zwar¢ miedzysystemowych:
= zwarcie trojfazowe trojsystemowe z udzialem ziemi pomiedzy wszystkimi
torami linii 400 kV + 220 kV + 110 kV - w chwili #; = 2,5 ms nastgpuje zwarcie
fazy L1 toru 400 kV z fazg L2 toru 220 kV, nast¢pnie zwarcie fazy L2 toru
220 kV z fazg L1 toru 110 kV w chwili #, = 7,5 ms i w konsekwencji zwarcie
fazy L1 toru 110 kV z ziemig w chwili # = 12,5 ms (oznaczenie ,,1R”),
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= zwarcie dwufazowe dwusystemowe bez udzialu ziemi pomig¢dzy torami
400 kV oraz 220 kV - w chwili #, = 2,5 ms nastepuje zwarcie fazy L1 toru 400
kV z faza L3 toru 220 kV (oznaczenie ,,2R”).

Nalezy wyjasni¢, ze zwarcia migdzysystemowe to zaktocenia wystepujace
pomigdzy wybranymi fazami poszczegdlnych torow wielotorowej linii wielo-
napieciowej, czyli pomigdzy liniami elektroenergetycznymi taczacymi rézne
podsystemy (stad okre§lenie migdzysystemowe). Dodatkowo z uwagi na zwar-
cia pomiedzy torami o réznych napigciach znamionowych, sa to tzw. zlozone
zaklocenia zwarciowe. Jako chwile wystapienia danego zwarcia miedzysyste-
mowego przyjmowano zawsze polowe wartosci maksymalnej sinusoidy napig-
cia toru 400 kV linii E4. ZtoZzone zaktdcenia zwarciowe symulowano pomig¢dzy
weztami oznaczonymi jako TIWY.. T4WY traktujac je jako koniec linii E4,
natomiast przebiegi przejsciowe pradow i napie¢ odczytywano w wezlach
TIWE-T4WE (zaktadany poczatek linii E4). Podczas symulacji wybranych
stanow zakloceniowych rejestrowano przebiegi chwilowe pradéw i napig¢ we
wszystkich fazach linii E4 - tak w fazach dotknietych zwarciem jak i tzw. fa-
zach zdrowych. W celu doktadniejszego zobrazowania wptywu zmian typu
stupa na przebiegi chwilowe pradéw i napig¢ okreslono nastgpujace wspotczyn-
niki:

- wspotczynnik przepie¢ dla zwaré miedzysytemowych, okreslajacy zmiane
warto$ci chwilowej napigcia w danej fazie podczas zwarcia:

u
kxmax — _“Tx max (1)
r V2u,

gdzie: krumax - WspOlczynnik przepieé dla zwar¢ miedzysystemowych (,,x” ozna-
cza numer toru), Urm. - maksymalna warto$¢ chwilowa napigcia podczas zwar-
cia miedzysystemowego w danym torze (w kV), U, - znamionowe napigcie linii
(wkV),

- wspotczynnik okreslajacy wzrost pradu w fazie zdrowe;j:

_ lecmax (2)

8 Txmax ~—
lTxn

gdzie: grmax - stosunek wartosci chwilowej pradu w fazie zdrowej podczas za-
ktécenia w danych torach wielotorowej linii wielonapigciowej do warto$ci
chwilowej pradu w stanie pracy normalnej (,,x” oznacza numer toru), izymax -
maksymalna warto$¢ chwilowa pradu w fazie zdrowej podczas zaklocenia w
danych torach wielotorowe;j linii wielonapieciowej (w kA), iz, - maksymalna
warto$¢ chwilowa pradu w fazie zdrowej w stanie pracy normalnej (w kA).

Wszystkie analizowane rodzaje stupdw wraz z ich parametrami geome-
trycznymi zamieszczono na rys. 2.
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Rys. 2. Parametry geometryczne analizowanych typow konstrukcji wsporczych z linig E4:
a) typ nr 1 - pionowo-poziomy uktad przewodow roboczych; b) typ nr 2 - poziomy uktad
przewodow roboczych; c) typ nr 3 - pionowy uktad przewodow roboczych;

d) typ nr 4 - trojkatny uktad przewodow roboczych

Rezultaty przeprowadzonych symulacji dla zaktadanych typow konstrukcji
wsporczych wraz z obliczonymi wspotczynnikami kzpx 0raz grmex Zamieszczo-
no wtab. 112.
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Tabela 1. Maksymalne warto$ci chwilowe pradow zwarciowych wybranych faz
oraz wspotczynnikéw okreslajacych wzrost pradow w fazach zdrowych dla rozpatrywanych
rodzajow zwar¢ miedzysystemowych w zaleznosci od parametréw geometrycznych
analizowanych konstrukcji wsporczych

RZM/OZM: LI(T1)L2(T2)L1(T3)/IR

RKW iTlmax iTZmax iT3max &Timax 8T2max 8T3max
kA kA kA - - -

typnr 1 | 8,564 | 8,727 | 8,887 | 21,24 | 41,96 | 135,42
typnr2 | 8,645 | 8,843 | 9,102 | 21,29 | 41,67 | 145,10
typnr3 | 8,575 | 8,850 | 8,907 | 21,16 | 43,16 | 138,35
typnr4 | 8,597 | 8,759 | 8,964 | 21,79 | 46,25 | 150,48
RZM/OZM: L1(T1)L3(T2)/2R

RKW i TImax i T2max I73max &rimax | &T2max 8T3max
kA kA kA - - -

typnrl | 6,500 | 6309 | - | 45,56 | 48,79 | 29,96
typnr2 | 6,522 | 6,349 | - | 45,82 | 48,45 | 29,83
typnr3 | 6,520 | 6,374 | - | 45,38 | 48,04 | 29.93
typnrd | 6,514 | 6333 | - | 46,82 | 50,51 | 33.26

gdzie:

RZM/OZM - rodzaj zwarcia mi¢dzysystemowego/oznaczenie zwarcia mi¢dzysystemowego,
RKW - rodzaj konstrukcji wsporczej,

L1, L2, L3 - fazy poszczegdlnych torow linii E4,

T1-T3 - tory linii E4, odpowiednio: 400 kV (T1),220 kV (T2)1 110 kV (T3).

Tabela 2. Maksymalne wartosci chwilowe napigé¢ wybranych faz oraz obliczone wspotczynniki
przepie¢ dla rozpatrywanych rodzajow zwar¢ migdzysystemowych w zaleznosci od parametrow
geometrycznych analizowanych konstrukeji wsporczych

RZM/OZM: LI(T1)L2(T2)L1(T3)/IR

RKW UTImax UT2max UT3max kTImax kTZmax kT3max
kv kV kV - - -

typnr 1 | 62430 | 487,48 | 263,92 | 1,107 | 1,572 | 1,702
typnr2 | 621,60 | 487,01 | 25541 | 1,102 | 1,569 | 1,647
typnr3 | 62497 | 488,71 | 264,43 | 1,108 | 1,575 | 1,705
typnr4d | 627,7 | 493,87 [ 267,73 | 1,113 [ 1,592 | 1,726
RZM/OZM: L1(T1)L3(T2)/2R

RKW UTImax UT2max UT3max kT]max kTZmax kT]max
kV kv kV - - -

typnr1l | 692,75 | 583,02 | 223,63 | 1,228 | 1,879 | 1,442
typnr2 | 694,76 | 582,47 | 223,19 | 1,232 | 1,878 | 1,439
typnr3 | 697,98 | 585,71 | 223,01 | 1,238 | 1,888 | 1,438
typnr4 | 712,42 | 597,33 | 218,25 | 1,263 | 1,926 | 1,407

Aby zobrazowa¢ dynamike oraz charakter zmian przebiegéw przejSciowych
w analizowanej trojtorowej linii trdjnapicciowej podczas zwar¢ migdzysyste-
mowych na rys. 3 i 4 przedstawiono przyktadowe przebiegi chwilowe pradow i
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napi¢¢ wybranych torow linii E4, dla faz zwartych oraz nie dotknigtych zaklo-
ceniem. Wybrano wariant zwarcia 1R z uwagi na wystgpowanie zaktocenia we
wszystkich torach linii E4, natomiast typ stupa nr 4 ze wzgledu na najwieksze
warto$ci przepie¢ 1 udarow pradowych sposréd wszystkich analizowanych ro-
dzajow konstrukeji wsporczych.
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Rys. 3. Przebiegi chwilowe napig¢ w torze 110 kV linii E4 podczas zwarcia trojfazowego
trojsystemowego (wariant 1R) dla konstrukcji wsporczej
z trojkatnym uktadem przewodow roboczych
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Rys. 4. Przebiegi chwilowe pradow w fazach zdrowych wszystkich torow linii E4 podczas
zwarcia trojfazowego trojsystemowego (wariant 1R) dla konstrukcji wsporczej
z trojkatnym ukladem przewodow roboczych
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3. Podsumowanie

Na podstawie przeprowadzonych badan symulacyjnych zweryfikowano
wplyw zmiany rozmieszczenia przewodow roboczych na wartosci chwilowe
pradow i napigé w trojtorowe;j linii trdjnapigciowej 400 kV + 220 kV + 110 kV
podczas zwaré migdzysystemowych. Wartosci zamieszczonych w tab. 1 i 2
wspOlczynnikOw grima. Oraz kpm.. pokazaly, ze dla zatozonych parametrow
geometrycznych analizowanych konstrukcji wsporczych zmiana typu stupa
miata niewielki wplyw na warto$ci maksymalne pradow i napie¢ w fazach do-
tknigtych zaktdceniem. Dla pradéow udarowych w fazach zwartych zmiany te
nie przekraczaty ok. 3% i byly najwigksze dla zwarcia trojfazowego trojsyste-
mowego (wariant 1R). Z kolei w zalezno$ci od toru pragdowego linii E4 oraz
wariantu zwarcia mi¢dzysystemowego, mozna stwierdzi¢, ze:
= najwigksze warto$ci chwilowe pradow zwarciowych w torze 400 kV (T1)
wystepowaty dla stupa z poziomym ukladem przewodé6w roboczych (zaro6wno
dla wariantu zwarcia 1R jak i 2R),
= najwigksze warto$ci chwilowe pradow zwarciowych w torze 220 kV (T2)
wystepowaty dla stupa z pionowym ukladem przewodéw roboczych (zaro6wno
dla wariantu zwarcia 1R jak i 2R),
= najwigksze warto$ci chwilowe pradow zwarciowych w torze 110 kV (T3)
wystepowaly dla stupa z poziomym ukladem przewoddéw roboczych (wariant
zwarcia 1R).

Z kolei zmiany wspolczynnikoéw przepieé nie przekraczaty ok. 5% i podob-
nie jak w przypadku wartos$ci chwilowych pradéw w fazach dotknigtych zakto-
ceniem - byly najwigksze dla zwarcia pomigdzy wszystkimi trzema torami pra-
dowymi linii E4 400 kV + 220 kV + 110 kV. Dla tego typu zwarcia mi¢dzysys-
temowego najwicksze przepigcia (we wszystkich torach linii E4) pojawiaty si¢
w stupie z trojkatnym uktadem przewodoéw fazowych. W przypadku wariantu
zwarcia 2R zanotowano podobny trend, przy czym dla toru 110 kV najwigksze
przepiecia wystepowaty dla stupa z pionowo-poziomym uktadem przewodow
roboczych.

Bardziej znaczace zmiany wystepowaly w fazach zdrowych. Poréwnanie
warto$ci wspotczynnikéw gram. pokazato, ze wptyw zmian konstrukcji stupa na
wartoéci pradow w fazach niedotknigtych zakloceniem byl znacznie wigkszy
anizeli w przypadku wartosci chwilowych pradéw zwarciowych i w niektorych
przypadkach przekraczat 10%. Najwigkszy przyrost wartosci chwilowej pradu
w fazie zdrowej odnotowano dla typu stupa z trojkatnym uktadem przewodow
roboczych (typ nr 4).

Przebiegi chwilowe napie¢ w torze 110 kV linii E4 pokazaty, jak niebez-
pieczne sa zwarcia miedzysystemowe - pomimo, ze zakldcenie obejmowalo
tylko fazg L1, przepigcia o znacznych warto$ciach wystepowaty takze w pozo-
statych fazach toru 110 kV. Niebezpieczenstwo zwigzane z wystepowaniem
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ztozonych zaklocen zwarciowych w wielotorowych liniach wielonapigciowych
potwierdzily takze przebiegi chwilowe pradow w fazach zdrowych toréw linii
E4 podczas zwarcia trojfazowego trojsystemowego. Wida¢ bowiem jak duzy
wzrost pradow w fazach zdrowych powoduje zwarcie migdzysystemowe. Moz-
na ponadto zauwazy¢, ze najwigksza warto$¢ chwilowa pradu wystepuje dla
toru o najmniejszej mocy zwarciowej, czyli toru T3 (110 kV). Tak znaczacy
przyrost wartosci chwilowych pradéw w fazach zdrowych moze by¢ przyczyng
btgdnego dziatania zabezpieczen w wielotrowej linii wielonapigciowej (brak
selektywnosci zabezpieczen), poniewaz warto$ci udaré6w pradowych w fazach
zdrowych sg porownywalne z przetezeniami pradowymi wystepujacymi pod-
czas zwarc.

Na koniec trzeba zaznaczy¢, ze wnioski przytoczone w niniejszym rozdzia-
le odnosza si¢ wyltgcznie do analizowanego fragmentu sieciowego z trojtorowa
linig trojnapieciowg i uogolnianie ich dla innych uktadow elektroenergetycz-
nych jest bledem. Analiza zwar¢ migdzysystemowych w wielotorowych liniach
wielonapieciowych jest bowiem zagadnieniem niezwykle ztozonym, ktore zale-
zy od wielu czynnikow, takich jak parametry geometryczne konstrukcji wspor-
czej, dlugos¢ wielotorowej linii wielonapieciowej, czy sposob zasilania torow
wielotorowej linii wielonapieciowej (dtugos¢ linii faczacych szyny poszczegdl-
nych stacji z odpowiednimi torami wielotorowej linii wielonapigciowej, moce
autotransformatoréw sieciowych oraz moce zwarciowe zrodet w badanej sieci
elektroenergetycznej). Zmiana ktoregokolwiek z wymienionych parametrow ma
okreslony wptyw na przebiegi chwilowe pradéw i napie¢ podczas standow przej-
sciowych 1 nie moze by¢ pomijana podczas analiz stanéw zakldceniowych w
wielotorowych liniach wielonapigciowych.

PODZIEKOWANIA

Serdeczne podzigkowania sktada si¢ firmie BSPiR Energoprojekt-Katowice S.A. za umozli-
wienie uczestnictwa w VIII Migdzynarodowej Konferencji Naukowo-Technicznej ,.Energetyka
2014”.

Literatura

[1] Kumala R., Sowa P.: Identyfikacja zaktocen w wielotorowych réznopoziomowych napieciowo
liniach elektroenergetycznych. Migdzynarodowa Konferencja Naukowo - Techniczna "INVEN-
TIONInnowacyjnos$¢ w Elektroenergetyce", Szczyrk, 23-25 pazdziernika 2013.

[2] Kumala R., Sowa P.: Zakiocenia zwarciowe w liniach wielonapigeciowych jako jedna z przyczyn
powstania awarii sieciowych. VI Migdzynarodowa Konferencja Naukowo-Techniczna "BLAC-
KOUT A KRAJOWY SYSTEM ELEKTROENERGETYCZNY - WERYFIKACJA
ZDOLNOSCIKSE DO OBRONYI ODBUDOWY", Poznan — Rosnéwko, 28-30 maja
2014.



Wphw parametrow geometrycznych konstrukcji wsporczych... 179

Brierley R. H., Morched A. S., Grainger T. E.: Compact right-of-ways with multi-voltage towers.
IEEE Transactions on Power Delivery, Vol. 6, No. 4, October 1991.

Novitskiy A., Westermann D.: Interaction of multi-circuit overhead transmission lines of differ-
ent voltages located on the same pylons. Electric Power Quality and Supply Reliability Confer-
ence (PQ), Tartu, 11-13 June 2012.

KROMISS BIS Sp.z 0. 0.: Materialy konferencyjne. Chrzanéw 2013.

PSE S.A.: Parametry wielonapieciowych linii elektroenergetycznych NN - materialy udostep-
nione., Konstancin-Jeziorna 2014.

Skomudek W., Szpindler P.: Innowacyjne stupy stalowe petnoscienne w elektroenergetycznych
liniach napowietrznych najwyzszych napiec. Przeglad Elektrotechniczny 9a’2012.






DOBOR PARAMETROW TURBIN
GAZOWYCH MALEJ MOCY
W TYPOSZEREGU NA PODSTAWIE
KRYTERIUM EKONOMICZNEGO

Sebastian Lepszy, Tadeusz Chmielniak

Politechnika Slgska, Instytut Maszyn i Urzadzen Energetycznych,
ul. Konarskiego 18, 44-100 Gliwice, tadeusz.chmielniak@polsl.pl

Majac do dyspozycji zrodto paliwa o okreslonej wydajnosci, mozna do niego przyporzadko-
wac urzadzenie wytwarzajace energie elektryczng, ktore zapewni optymalny pod wzgledem eko-
nomicznym efekt. Ze wzgledu na roznice w wydajnosci zrodetl energii w réznych lokalizacjach,
takie urzadzenie nie bg¢dzie optymalnym wyborem w innych lokalizacjach. W celu osiggnigcia
wysokich efektow ekonomicznych konieczne jest dysponowanie typoszeregiem urzadzen tak
dobranych, by ewentualne niedopasowanie wydajnosci zrodta i wielkosci uktadu energetycznego
powodowalo jak najmniejsze niekorzystne skutki ekonomiczne. W rozdziale przedstawiono ana-
liz¢ doboru warto$ci parametréw turbin gazowych matej mocy w typoszeregu. Zatozono, ze
paliwo stanowi biogaz rolniczy. Istotg analizy jest porownanie parametréw ekonomicznych zwig-
zanych z pracg jednej turbiny gazowej i dwoch turbin gazowych pracujacych wedlug réznych
algorytméw czasowych. Na podstawie porownania granicznej wartosci ceny sprzedazy energii
elektrycznej mozliwe jest okreslenie parametréw typoszeregu turbin gazowych do réznych zasto-
sowan.

1. Wstep

Majac do dyspozycji zrodto paliwa o okre§lonej wydajnosci mozna do nie-
go przyporzadkowaé urzadzenie ktére zapewni optymalny pod wzgledem eko-
nomicznym efekt. Ze wzgledu na duze roznice w wydajnosci zrodet energii
w roznych lokalizacjach, tak wybrane urzadzenie nie bedzie optymalne w in-
nych lokalizacjach. W celu osiagnigcia wysokich efektow ekonomicznych ko-
nieczne jest dysponowanie typoszeregiem urzadzen tak dobranych, by ewentu-
alne niedopasowanie wydajnosci zrodta i wielkosci uktadu energetycznego po-
wodowalo jak najmniejsze niekorzystne skutki ekonomiczne. Najbardziej racjo-
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nalna przestankg okreslania wielkos$ci urzadzen w typoszeregu wydaje si¢ by¢
kryterium ekonomiczne.

Dobor bazowego uktadu energetycznego najlepiej oprze¢ o dane dotyczace
najwickszego zapotrzebowania na dany uktad. W przypadku rozwazania paliwa
w postaci biogazu, bazowy uktad moze by¢ okreslony na podstawie wydajnosci
najczesciej spotykanych biogazowi.

W zaleznosci od lokalnych warunkow mozna okresli parametry techniczne
uktadu, ktore praktycznie jednoznacznie determinuja efektywnos¢ ekonomicz-
ng. Jednoczesnie nalezy pamigtac, ze zmiana stopnia wykorzystania uktadu lub
mozliwej do sprzedania ilo$ci energii elektrycznej moze skutkowaé pogorsze-
niem efektywnosci ekonomicznej. Niektore dodatkowe czynniki wpltywajace na
efektywno$¢ ekonomiczng uktadu to [1-3]:

- cena energii elektrycznej, wsparcie finansowe (certyfikaty, doptaty);

- mozliwoséci wykorzystania energii elektrycznej na potrzeby wilasne;

- praca ukladu w szczytowych okresach zapotrzebowania na energi¢ elek-
tryczna;

- wykorzystanie energii cieplnej (cena energii cieplnej, podaz, popyt);

- mozliwo$ci magazynowania paliwa i ciepta;

- mozliwos¢ regulacji wydajnosci zrodla paliwa.

Turbina gazowa o danej mocy nominalnej moze pracowac¢ rOwniez w in-
nych mniejszych instalacjach, z moca mniejsza od nominalnej. Efektem tego sa
miedzy innymi zwigkszone naklady inwestycyjne zwigzane z zakupem urza-
dzen wigkszych niz przewidziane oraz mniejsza sprawnos¢ energetyczna zwia-
zana z oddaleniem punktu pracy urzadzenia od nominalnego [4]. Efektem tego
jest pogorszenie wskaznikow ekonomicznych (np. wzrost granicznej ceny
sprzedazy energii elektrycznej). Dysponujac turbing gazowa o mniejszej wydaj-
nosci nominalnej uzyskujemy mniejsze naklady inwestycyjne, jednocze$nie
sprawno$¢ tego uktadu jest najczeéciej mniejsza. Uktad o mniejszej mocy po-
winien by¢ taki by efekt zwiazany z obnizeniem sprawnosci oraz naktadow
inwestycyjnych dawat lepsze rezultaty ekonomiczne niz wykorzystanie uktadu
bazowego.

2. Porownanie granicznej ceny energii elektrycznej
dla ukladow o tej samej ilosci wyprodukowanej
energii elektrycznej

Wykorzystujac turbing gazowa, okreslong ilo$¢ energii elektrycznej mozna
wytworzy¢ regulujgc czas pracy turbiny gazowej obcigzonej maksymalnie lub
zmniejszy¢ moc uktadu wydluzajac do maksymalnej warto$ci wzgledny czas
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pracy uktadu w roku. Mozliwe sg jeszcze posrednie stany, w ktorych zarowno
skracany jest czas pracy i zmniejszany jest stopien obcigzenia uktadu.

W analizach zatozono, ze bazowy uktad ma moc elektryczng znamionowa
Newm = 100 kW. Jego sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej wynosi
Na = 28% [5],[6]. Najistotniejsze zatozenia modelu energetycznego dotyczyly
charakterystyki sprawnosci uktadu przy czeSciowym obcigzeniu. W tym
zakresie wykorzystano charakterystyke przedstawiong na rys. 1.
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Rys. 1. Zalezno$¢ wzglednej sprawnosci od wzglednego obciazenia uktadu

Dalsze zalozenia techniczne do obliczen ekonomicznych obejmowaty:
- $rednie warto$ci temperatury otocznia w miesigcach — do korekty mocy
maksymalne;j;
dyspozycyjnos¢ — do korekta czasu pracy uktadu;
- wysoko$¢ nad poziomem morza — do korekta mocy maksymalne;j;
wzgledne obcigzenie uktadu lub wzgledny czas pracy z maksymalng moca.
Na podstawie zatozen i charakterystyk okreslono roczng produkcje energii
elektrycznej i zuzycie energii chemicznej paliwa.
Dla uzyskanych danych ukladu bazowego okre$lono charakterystyki eko-
nomiczne. Do obliczen ekonomicznych przyjeto nastepujace zatozenia [7], [2]:
- naktady inwestycyjne — 400000 z1;
- czas budowy — 1 rok;
- czas eksploatacji — 20 lat;
- okres sptaty kredytu — 10 lat;
- stopa oprocentowania kredytu - 4,7%;
- udziat kredytu - 80%;
- cena paliwa - 27;42;55 zV/GJ,
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- stawka amortyzacji - 9%;

- stopa podatkowa - 19%;

- liczba zatrudnionych oséb — 1;

- $rednie wynagrodzenie — 6800 z1;

Najmniejszg warto$¢ ceny paliwa (biogazu) ustalono zaktadajac, ze cena ta
wynika jedynie z zakupu surowca do produkcji biomasy w postaci kiszonki
kukurydzy. Nie uwzgledniono innych sktadnikéw kosztéw produkcji jak koszty
obstugi, amortyzacji. W celu zobrazowania wptywu ceny paliwa na efektyw-
no$¢ ekonomiczng obliczenia przeprowadzono réwniez dla innych warto$ci
ceny paliwa.

Na podstawie danych okre$lono graniczne ceny sprzedazy energii elek-

trycznej (c%)) wynikajace z zaleznosci [1]:
NPV(c)=0 )

Na rys. 2 zilustrowano graniczng cen¢ sprzedazy energii elektrycznej dla
dwodch sposobow regulacji uktadu. Pierwszy sposob regulacji polegat na obni-
zeniu ilosci wyprodukowanej energii w roku poprzez zmniejszenie obcigzenia
uktadu, drugi na skroceniu czasu pracy uktadu.

Mozna zauwazy¢, ze lepsze rezultaty ekonomiczne uzyskujemy poprzez
cykliczna prace uktadu z maksymalna mozliwa moca. Gorsze wyniki uktadu
zwigzane sg z obnizeniem sprawnosci uktadu przy cze$ciowym obcigzeniu. W
przypadku pracy cyklicznej nalezy jednak pamigta¢ o odpowiedniej ilo§ci zma-
gazynowanego paliwa.
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Rys. 2. Zalezno$¢ granicznej ceny sprzedazy energii elektrycznej od wzglednej ilosci
wyprodukowanej energii elektrycznej dla roznych wartosci ceny paliwa
(c. 0. — praca z czeSciowym obcigzeniem; cz. pr. — praca cykliczna)
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W nastegpnej kolejnosci przeanalizowano efektywnos¢ ekonomiczng ukta-
dow o mniejszej mocy nominalnej. Uktady takie charakteryzowaly si¢ obnizona
warto$cig sprawnos$ci, oraz mniejszymi naktadami inwestycyjnymi. W anali-
zach zatozono, ze sprawno$¢ nominalna turbin gazowych jest liniowa funkcja
mocy turbiny i jest okreslona wzorem:

nel:a.Nel_Fb (2)

gdzie: 7, — sprawno$¢ wytwarzania energii elektrycznej turbiny gazowej;
a — wspoblczynnik proporcjonalnosci; N,; — moc turbiny gazowej; b — wyraz
wolny. Do wyznaczania wartos$ci a i b zatozono, ze turbina o mocy 100kW ma
sprawnos¢ 28%, a turbina o mocy 30 kW ma sprawnos¢ 26%.

Zatozono, ze naklady inwestycyjne sa rowniez funkcja mocy elektrycznej
nominalnej uktadu. Do obliczen wykorzystano zaleznos¢ [4]:

1 _ (&) 3)
I b N, elb
gdzie: I, I, — naktady inwestycyjne na budowg uktadu analizowanego i bazowe-
g0; N, — moc elektryczna uktadu bazowego; ¢ — wykladnik. Wartos¢ wyktad-
nika ¢ zalezy od rodzaju maszyn, mozna przyjac, ze dla turbin gazowych wyno-
si on ok. 0,7.

W wyniku analiz okre$lono parametry ukladow o mniejszych mocach no-
minalnych, réwnych odpowiednio 80%, 40% i 30% mocy uktadu bazowego,
jednoczesnie okre§lono parametry ekonomiczne dla przypadku wykorzystania
dwach, trzech lub czterech turbin pracujacych réwnolegle. Przedstawione anali-
zy opracowano dla najnizszej ceny paliwa. W przypadku pracy kilku turbin
rownolegle zatozono, ze naktady inwestycyjne na system sa odpowiednio réwne
dwukrotnym lub trzykrotnym naktadom na uktad o matej mocy. Rezultaty dla
pracy z mniejszym od nominalnego obcigzeniem zakladaja, Ze regulacja ta na-
stepuje poprzez obnizenie strumienia paliwa.

Zaktadajac, ze w typoszeregu kolejna mniejsza od bazowej turbina gazowa
ma moc rowng 80% mocy uktadu mozna zauwazy¢, ze w praktycznie catym
zakresie efektywno$¢ mniejszej turbiny gazowej jest lepsza pomimo mniejszej
sprawnosci 1 wigkszych jednostkowych naktadoéw inwestycyjnych (rys. 3).
Roéznica w granicznej cenie energii elektrycznej jest bardzo niewielka. Zasto-
sowanie dwoch turbin gazowych o mocy 80 kW dla pokrycia zakresu $redniej
mocy od 80-100 kW jest bardzo nieefektywne w stosunku do turbiny bazowe;j
o mocy 100 kW.

Rysunek 4 przedstawia analogiczne wykresy dla turbiny gazowej o mocy
rownej 40% mocy uktadu bazowego. Mozna zauwazy¢, ze roznica pomigdzy
efektywnoscia uktadu bazowego i uktadu ztozonego z dwdch turbin wyraznie
zmalata.
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Rys. 3. Zalezno$¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci wyprodukowanej energii
elektrycznej dla uktadu bazowego i uktadow z turbing o mocy 80kW
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Rys. 4. Zalezno$¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci wyprodukowanej energii
elektrycznej dla uktadu bazowego i uktadow z turbing o mocy 40kW

W przypadku gdy turbina gazowa posiada moc réwng 30 kW (rys. 5), roz-
nica pomiedzy efektywnoscia ukladu bazowego pracujacego z czgSciowym
obcigzeniem i uktadu zbudowanego z dwdch turbin jest bardzo mata. Tak wigc
efektywnos$¢ ekonomiczna uktadow jest podobna.
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Rys. 5. Zaleznos¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci wyprodukowane;j
energii elektrycznej dla uktadu bazowego i uktadéw z turbing o mocy 30 kW

3. Porownanie granicznej ceny energii elektrycznej dla
ukladow o tym samym zuzyciu energii chemicznej paliwa

Ze wzgledu na roznice w sprawnosci poszczegdlnych uktadow efektywnosé
ekonomiczna uktadow zuzywajacych te sama ilo§¢ paliwa w ciagu roku moze
by rézna. Analogicznie jak w poprzednim rozdziale na rys. 6-8 przedstawiono
porownanie granicznej ceny energii elektrycznej dla uktadéw o réznej mocy.
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Rys. 6. Zaleznos¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci zuzytej energii chemicznej paliwa
dla uktadu bazowego i uktadow z turbing o mocy 80 kW
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Rys. 7. Zalezno$¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci zuzytej energii chemicznej paliwa
dla uktadu bazowego i uktadoéw z turbing o mocy 40 kW
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Rys. 8. Zalezno$¢ granicznej ceny energii elektrycznej od ilosci zuzytej energii chemicznej paliwa
dla uktadu bazowego 1 uktadéw z turbing o mocy 30 kW

Zauwazalny trend to zwigkszenie réznic wartosci ceny granicznej dla okre-
Slonych wartosci stosunku zuzycia energii chemicznej paliwa w stosunku do
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zuzycia w ukladzie bazowym przy znamionowym obcigzeniu. Na rysunku §
zauwazy¢ mozna, ze moc uktadu turbiny gazowej powinna by¢ ponizej 30%
mocy uktadu bazowego by efektywnos¢ ekonomiczna uktadu bazowego i ukta-
du dwoch turbin byta podobna.

4. Podsumowanie

W tym rozdziale przedstawiono analiz¢ ekonomiczng pracy turbin gazo-
wych o réznej mocy w réznych konfiguracjach. Uzyskane rezultaty pozwalaja
bardziej racjonalni podejmowac decyzje w zakresie wyboru mocy turbin gazach
wykorzystywanych do produkcji energii elektryczne;.

Na podstawie analiz mozna wyciagng nastepujace wnioski:

- Analizowany wariant pracy cyklicznej w stosunku do regulacji obcigzenia
charakteryzuje si¢ lepszymi wskaznikami energetycznymi. Nalezy jednak
pamigta¢ o konieczno$ci magazynowania paliwa co moze by zwigzane z
wiekszymi naktadami inwestycyjnymi na uktad wytwarzania biogazu;

- Dla przyjetych zatozen w analizowanych zakresach obcigzen turbiny ga-
zowej uklady o mocy mniejszej od nominalnej charakteryzowatly si¢ lepsza
efektywnoscia ekonomiczna;

- Dla ograniczenia ilo$ci produkowanych modeli turbin gazowych w typo-
szeregu mozna okres§lic moc turbiny gazowej mniejszej od bazowej ktora
charakteryzuje si¢ podobng efektywnosci jak turbina bazowa, w przypadku
pracy dwoch uktadow rownolegle;

- Uklady ktére zuzywaja taka sama ilo$¢ energii chemicznej paliwa charak-
teryzuja si¢ wigkszymi roéznicami ceny granicznej energii elektrycznej w
stosunku do ceny granicznej dla uktadu bazowego w poréwnaniu do ukta-
dow wytwarzajacych tg sam ilo$¢ energii elektryczne;j.

PODZIEKOWANIA

Opisane badania byly finansowane z budzetu Zadania Badawczego nr 4 pt. "Opracowanie
zintegrowanych technologii wytwarzania paliw i energii z biomasy, odpadéw rolniczych i in-
nych" w ramach strategicznego programu badan naukowych i prac rozwojowych pt.: "Zaawanso-
wane technologie pozyskiwania energii" realizowanego ze srodkéw NCBiR i ENERGA SA
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MODELING RADIATIVE HEAT
EXCHANGE INSIDE HOLLOW CONVEX
SPACE DOMAINS
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We study the heat exchange process by emission and absorption of thermal radiation along
the boundary surface S of a convex domain. Assuming that two fragments 4 and B of S have
constant temperature (higher and lower, respectively), the heat exchange process leads to a steady
state temperature distribution along the remaining part of S. The distribution satisfies an integral
equation based on the Stefan-Boltzmann’s and Lambert’s laws. An integral formula for the rate of
radiant energy flow from A4 to B follows. Numerical solutions of the equation for several shapes of
S are obtained and the corresponding heat rate is calculated.

1. Introduction

1.1. Motivation: winter solar collectors

Obtaining cheap and clean sources of energy has been a constant desire of
mechanical engineers for a long time and will remain such in the nearest future.
Recently, except being just an economic or environmental issue, this becomes
an important political problem, which may even have military implications. The
source of heat we are particularly interested in are solar collectors to be used in
winter to heat our homes. Low intensity of solar radiation in this season makes
the increase of their efficiency extremely important. For this, one has firstly to
reduce the loss of energy due to the thermal radiation from the solar collector
surface. One way to achieve this can be applying a layer of a so-called transpar-
ent insulation which lets the solar energy in but does not let it out.
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1.2. Transparent insulations

A typical transparent insulation may consist of an array of long, parallel,
thin, transparent pipes, perpendicular to the surface of the collector plate. As we
shall see below, its insulating properties, as far as radiation is concerned, are
determined by the length to diameter ratio R/D. One opening of the pipe, call it
A, lets the sunlight get in and travel until it is absorbed by the collector plate.
The other opening, B, is placed near the hot collector plate. We assume that the
pipe walls are very thin, so that we can ignore heat conduction along the pipe. If
the diameter of the pipe is small, convection can also be ignored. Conduction in
the air contained in the pipe is reasonably small if the pipes are long enough.
Thus the energy loss is mainly due to the thermal radiation of the collector plate
and may be described as a radiation transport problem inside the body of the
pipe. The pipe surface S consists of the cold part 4 (at the sky temperature in the
range, say, -20 to 0 °C), the hot part B with the temperature of the collector
plate, and the remaining surface C, which is the lateral surface of the cylindrical
pipe and takes part in the process by absorbing and emitting heat radiation. In
particular, some portion of energy, emitted by B and absorbed by C, is re-
emitted towards B and thus reduces the energy loss. Therefore the main topic of
interest is to evaluate the net loss of energy transported from B to 4 in this way.
The cross-section of the pipe need not be a circle, and in fact honeycomb insula-
tions, with hexagonal cross-sections are used, among others. A solution with an
array of parallel slots bonded by parallel sheets of thin foil is also of interest.
Although less effective, this may be more practical for its technological simplic-
ity. Below we give numerical results for the radiation heat transfer along such
slots, as well as for both the circular and square pipes.

1.3. Heat exchange in enclosures

The problem of interactions between absorption and reemission of thermal
diffuse radiation in enclosures was investigated as early as in 1933 [1]. Further
work addressed complex effects of diffuse radiation conjugated with heat con-
duction and convection, with applications to transparent insulations of solar
collectors [2]. The devices were supposed to be used at a relatively high level of
solar radiation and therefore a typical L/D (length to diameter ratio) range was
within a dozen or so. For reasons explained above, we assume a significantly
lower level of solar radiation. This forces us to consider much higher values of
L/R. A rough estimation based on our results supports our hope that it is techni-
cally feasible to build a solar collector, reasonably efficient even if the intensity
of solar radiation is below 100 W/m”. The model we use assumes the black
body radiation (with diffuse radiation distribution). The experimental results of
Rommel and Wagner [3] suggest that predictions based on the diffuse model
may be too optimistic. Other models, showing better agreement with the exper-
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iment, can be used [4]. Therefore our estimations should be verified experimen-
tally. Nevertheless, a comparison of the diffuse model we use with the experi-
mental data from [3] performed in the high intensity range (around 1000 W)
suggests that the error does not exceed 50%. Even if the error may seem enor-
mous, it still allows one to conclude that the technical parameters we used in the
comparison allow the real loss rate to be below 30 W/m? which still seems to
be very encouraging.

2. Radiation laws

It is assumed that the thermal radiation of a real body at a given temperature
is a fraction of the black body radiation at the same temperature, governed by
two fundamental laws, the Stefan-Boltzmann Law and Lambert’s Law (see [5],
[6]). The proportionality coefficient, the body’s thermal emissivity, even if var-
ying with the temperature, approximately it is known for most bodies of practi-
cal importance.

2.1. Basic formulas for the emission and absorption of radiation

Consider two infinitesimal surface elements d4 and dB with normal versors
ny and np. The versor n, points towards the half-space containing dB, with a
similar condition for 7. Let both elements be black and let d4 have temperature
T,. It follows from the Stefan-Boltzmann Law and Lambert’s Law that the
thermal radiation rate emitted by d4 and absorbed by dB is:
o, ,cos Z(AB,n,) cos £(BA,ng)

— 1
~T; I dAdB (1)

Here 0= 5,67x1078 — xa s the Stefan-Boltzmann constant and |4B] is

the length of the vector AB joining A € dA with B € dB. It follows from the
differential formula (1) that if two finite black surfaces S, and Sj are situated so
that any points A € dA and B € dB can see each other and normal versor fields
along each surface points towards the other surface, then the temperature field
T, along S, determines the radiation energy flow rate from S, to Sz by the for-
mula:

cos £(AB,ny) cos L(BA,ng)

g
= — 4 2
w nL dAfS dB T} 1ABJ2 2)
A B
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2.2. The integral stationary radiative heat equation

As explained in the Introduction, we consider a surface S being the bounda-
ry of a convex space domain, and divide it in three parts 4, B and C, with pre-
scribed temperature along 4 and B. We assume that C is thermally insulated
with constant surface specific heat and negligibly small thermal conductivity.
The process of the black body radiative heat transfer between different parts of
S makes the temperature 7 of C evolve. If follows from Eq. (2) that the station-
ary state, which is approached in the limit as t — oo, satisfies the integral equa-
tion:

cos £(cs,n.) cos £(sc,ng)

1
@t = [ T G

lcs|?

Here ¢ is a point in C and s varies across S.

2.3. Scalability

If one surface with a temperature distribution on it satisfies the stationary
radiation equation (3) then so does its homothetic image, with the temperature
transferred by the homothety. This scalability property of the problem is simple,
but useful. It implies that the energy loss flux for a transparent insulation made
of identical parallel pipes of length L and radius R depends only on the ratio
L/R. Usually a layer of the transparent insulation is made of a series of identical
objects arranged regularly. The distance between them is a characteristic quanti-
ty, which could be called spacing. This may be the radius (or the diameter) for
round pipes, the side length of a polygon for polygonal pipes, the distance be-
tween sheets for insulations made of parallel layers of some transparent material
(so-called “slots”). Denote the spacing by R and the thickness of the insulation
by L. The more general conclusion following from the scalability property is
that the energy loss rate for such an insulation depends only on the ratio L/R.
This observation simplifies the computation of the loss rate as depending on L,
R, since it is a function in one variable L/R only. It has also profound im-
portance in engineering constructions, since other parameters, neglected so far,
as conduction and convection losses, show different pattern of dependence on R
and L. This enables some optimization procedures, both in technological and
economical sense.
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3. View and transmission factor

3.1. Definitions

The radiation view factor F4_g is the fraction of radiation leaving surface A4
that strikes surface B. The view factor of two differential areas d4, and d4, at a
distance S is given by:

cos 8, cos 6,
F1_>2 = Td 2 (4)

Here 8, and 6, are the angles between the surface normals and a ray be-
tween the two differential areas. The view factor from a finite surface 4, to an-
other finite surface A4, is given by:

cos 91 cos 6,
Fiy = f ] O o 2 1A, dA, (5)
Ay Y4,
It is convenient to define the transmission factor ¢45 from S, to Sp by:
cos 8, cos 6,
tep = ] da f > ©6)
Sa Sg ConlsiE

Thus the transmission factor and the view factor are related by t,p =
|Sa|Fyp. Similar definitions and formulas apply when one of the surfaces is
infinitesimal. If 7, is constant, then the energy flow rate from A to B is:

W = t,p0T; = |SalFapoTy. (7)

All view factors from a single surface to the environment sum up to unity.
The transmission factors sum up to the area |S4| of the surface and have the
advantage of being symmetric, i.e., t;5 = tg,. Besides the transmission factor
is additive with respect to each argument separately due to the energy conserva-
tion law. In other words, if Sg is an almost disjoint union of two surfaces S, and
Sp(i.e., the intersection is null-measure), then t45 = tyc + t4p. These properties
can be used to compute view and transmission factor easily for more complicat-
ed geometrical situations once they are known (e.g., by direct integration) for
simpler ones. This approach is called the factor algebra and will be used in the
numerical procedures below.

3.2. Closed formulas

We shall list several pairs (4;, A,) of surfaces, for which the exact value of
the view (and transmission) factor can be found (cf. [7]). They can be either
checked by direct integration or deduced from other formulas, using the factor
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algebra. In order to write the formulas in a concise way it will be useful to de-
fine the following function:

t(H,R) = gH (V4rZ + HZ - H) (8)

For two parallel coaxial disks of radii R, and R, and separation H we have:

F _1 S— |s2 4(R2)2 S=1+
12_2 R1 ) -

1+r3 R;
, Ij=—. 9
2 i =7 ©)

It follows that the transmission factor #, is given by

T
t1, = E<L2 + R% +R3 — J(LZ + R% + R3)%2 — 4R§R§>. (10)

As a special case, consider two identical coaxial disks of radius R and sepa-
ration H. The transmission factor in this case is

I
tip = o (H? + 2R? = H\/4R? + H?) = nR? — 1(H, R). (11)

A finite cylinder of radius R and height H has two bases b (disks of radius
R) and the lateral surface /. The transmission factors between the base and the
lateral surface of a cylinder are given by

ty =ty = gH (\/4R2 +H? — H) =7(H,R), (12)

tu = 2nRHFy, = nH (2R + H — 4R* + H?)

= 2nRH — 2t(H,R).
The code we use for the calculation of the temperature distribution along a
round pipe needs two other transmission factor formulas. Consider a cylinder C
of radius R and length H,. Let a coaxial disk D of radius R be placed at the dis-

tance H, from the base of the cylinder. The transmission factor between D and
Cis:

(13)

(H; + Hy)\J4R? + (H, + H,)? — Hy(H, + 2H,)

(14)
- H, /4R2 + H,%.

This can be deduced using the factor algebra. We also need transmission
factor for two coaxial cylinders, at least in the case their interiors are disjoint.
For two coaxial cylinders of length H;, and H,, separated by length H, the
transmission factor is:
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This much is needed for the round pipe; for a square pipe or for an array of
parallel slots, several other transmission coefficient formulas are needed. These
are formulas for:

— two identical parallel coaxial square plates;

— two identical rectangles, parallel and coaxial, separated by a distance;

— two perpendicular rectangles that are adjacent (have a common edge);

— two identical infinite parallel separated strips;

— two perpendicular infinite strips — adjacent or one of them shifted along

the plane it is contained in.

4. Numerical model of radiation in pipes and slots

Having in mind transparent insulations in solar collectors, we shall develop
a tool for determining radiation energy losses in a straight pipe perpendicular to
the absorber plate. We assume the walls are black bodies absorbing all thermal
radiation and reemitting it diffusely. Moreover we ignore heat conduction along
the pipe as well as in the air contained in it.

4.1. The model

The simplest numerical algorithm will divide the pipe lateral surface into n
equal parts A;, assume each part has constant temperature 7;, and search T; so
that the net energy balance between the parts is zero. The base disk tempera-
tures 7}, and 7, are given. Let the i*" part A; extend along the z-axis as the seg-
ment [z;_4,z;] fori= 1..n with: z; = ih, h = % In order to determine the tem-
perature distribution T;, i = 1..n, we need the transmission factors between
any two parts involved. Denote the required factors as follows:

—  byj for i,j = 1..n — the transmission factor between A; and 4;;

— go — the factor between the two openings of the pipe (the bases of
the cylinder);

— g, fori=1..n — the factor between A4; and the base next to 4;.

The factors will be explicitly calculated below, with calculations based on
formulas from Section 3.2. Note that the case of a round pipe differs from a
polygonal pipe solely by the formulas for the transmission factors. The case of
parallel slots can also be incorporated in this scheme, if the transmission coeffi-
cients are understood as related to unit length.
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4.2. Balance compatibility conditions

The temperature 7; along the pipe will be determined by the balance equa-
tions, which express the fact that in the stationary state the amount of radiative
energy entering a portion A4; of the lateral surface of the pipe equals the energy
leaving it. It may be more convenient to deal with the energy rate ®; = oT;*
instead of T; itself. The compatibility conditions (net balance zero for the i”
face, i = 1..n) reads as:

<9i + Gn+1-i t Z ,bij> o;
j

=9iOh + gn41-i6: + Z b;; 6.
j

If the system of equations (16) is solved, the net energy loss rate from the
hot base plate (of area 4) can be calculated as:

(16)

n
oTy A _Egi@i — gooT¢. (17)
i=1
Similarly, the net energy gain rate by the cold base plate is:
n
> Gns1-16, = gooTit - oT2A. (18)

i=1
In the stationary state the two are equal, as it can be deduced from the equa-
tions (16).

4.3. The algorithm

The system of equations 4.1 is equivalent to:

1
Yjzibij + gi + Gns1-i (zj:ti bij®) + 9in ¥ g1 ®C>' (19)

Therefore it can be solved by any standard relaxation method, as Gauss-
Seidel or successive over-relaxation method. For example one can simply apply
the following algorithm steps:

— Calculate the boundary values of ©; and O;

— Calculate the initial values of ©;, for example take them linearly be-

tween 0, and O;
— Calculate the transmission factors b;;, g; 9os

0;

— Iterate the relaxation procedure step by evaluating new values of @; for
all i, obtained from the previous values, according to (19); check the in-
let and outlet flux difference every several dozen iteration steps and
stop when the difference is less than a prescribed admissible value.
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4.4. Transmission factors for the round pipe

In order to implement the algorithm described above we need formulas for
the transmission coefficients b;j, g; go. For a round pipe of radius R and
length L they can be deduced from....by the factor algebra. The transmission
factors between two coaxial cylinder pieces of radius R and length 4, shifted by
kh, k=|i—j| =1, are

b;; = 2t(kh) — 7((k — Dh) — ((k + 1h). (20)

For i =j we have:

by; = wh (2R + h — 4RZ + h?). Q1)

Also note the transmission factors

gi = t(ih) — (i — Dh) (22)

from the lower base (a disk of radius R) to the cylinder part 4;. The transmission
factors in the opposite direction, from 4; to the lower base, are the same, and the
corresponding transmission factors for the upper base can be obtained by sym-
metry as g,+1—;. Transmission factor between the bases is:

s
9o = (2R + H? — HV4R? + H?) = nR? — v(nh) (23)

4.5. Transmission factors for the square pipe and the slats

The transmission factors for the square pipe and the slots can be found simi-
larly as for the round pipes. We apply the factor algebra as above to the basic
formulas for the view factors to be found in [7].

4.6. Numerical tests

We start with two simple tests for round pipes. First we simulate no pipe
conditions. We use data L = 0.000001, R = 100.0. Thus the pipe walls practi-
cally do not interfere with radiation and the exact flux should be 649.041, as
follows from the G(T,;L - TC4) formula. Numerically, our program gives
649.0412. Secondly, we test how the accuracy depends on the number of nodes.
For R=0.1 (10 cm) and L = 1.0 m the energy rate obtained numerically is
about 124 W/m’. We check how the number of nodes influences the result. Here
the number of nodes varies from 100 to 10000. We give also the execution time
in seconds — the iteration was stopped when the inlet and outlet fluxes differed
by less than 0.001 W/m®.
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nodes in-flux out-flux time

100 124,004493 124,003731 0,05
200 123,948689 123,947735 0,06
400 123,934474 123,933929 0,19
750 123,931156 123,930581 0,58
1000 123,930581 123,929997 0,94
2000 123,930030 123,929432 3,53
4000 123,929894 123,929289 14,65
7000 123,929864 123,929256 58,86
8500 123,929860 123,929251 134,93
10000 123,929857 123,929248 270,21

The conclusion is that taking 1000 nodes gives numerical results with accu-
racy 0.002.

5. Radiation inside pipes and slots

5.1. Net energy loss for different length-to-diameter ratios

We know from Section 2.3 that the energy transfer (loss) flux from the hot
plate to the cold one depends only on the ratio L/R. In Fig.1. below we give the
numerically calculated loss flux as a function of L/R in the form of a log-log
plot. The two bottom plots are for the round and square pipes, with the flux
slightly smaller for the circular cross-section than for the square one. The top
plot, with definitely larger flux, is for slots having separation D = 2R. For
round pipes and L = R we get 436.15 W/m?, for L = 1000 R the flux is 1.72. For
winter solar collectors we would like to have the loss flux below 5 W/m”. The
calculations show that this can be achieved for round pipes if L > 330 R.

) 300

Fig. 1. The heat loss flux (in W /m?) dependence on L/R, for slots,
square pipes and round pipes (top to bottom)
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5.2. Linearity and boundary temperature jump

For a sample value L/R = 4.0 we calculate the temperature function and the
theta function (© = oT*) along the pipe. The plot is given in Fig.2. We see that
visually one cannot distinguish ® from being linear, while the deviation of T
from linearity is quite substantial. The endpoints temperature was +80 °C and
—20 °C. The actual calculated temperature span along the pipe is from +68.82
down to +5.00. Similarly, the values of ® corresponding to the temperature at
the endpoints are 881.90 and 232.86, while the calculated values are 775.39 and
339.37. Thus there is a considerable jump at the ends of the pipe. This justifies
gaps between the insulation and the collector plate as well as the cover, applied
in collectors of this type.

Ll g

400

Fig. 2. Temperature T(z) and flux @(z) = oT(z)* along the round pipe for z < % =4.0

6. Conclusions

The numerical heat flux model for heat losses in transparent insulations ex-
ploited in this chapter agrees very well with other diffuse radiation numerical
models. Being a simplest solar radiation model, which takes only radiation heat
component into account, it may give underestimated flux values by as much as
50 %, as a comparison with experimental data suggests. Nevertheless, even
aving the possible error in mind, it enables us to make a prediction that if a
transparent insulation is made of pipes of length 0.5 m, diameter 3 mm, and
wall thickness 0.1 mm, total heat losses could be below 15 W/m®. Therefore, if
appropriate material and shape of the insulation is used, it seems to be technical-
ly feasible to provide a design of a solar collector applicable in winter condi-
tions.
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COAL CHAR KINETICS OF OXIDATION
AND GASIFICATION REACTIONS
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Experimental investigations and numerical simulations have been conducted in this study to
derive and test the values of kinetic parameters describing oxidation and gasification reactions
between char carbon and O, and CO, occurring at standard and oxy-fuel combustion conditions.
Experiments were carried out in an electrically heated drop-tube in conditions comparable to full-
scale pf combustion chambers. Optimal values of the kinetic parameters, obtained by minimiza-
tion of the difference between the experimental and modelled values of char burnout, have been
derived and CFD simulations reproducing the experimental conditions of the drop tube furnace
certified proper agreement between numerical and experimental char burnout.

1. Introduction

From the three main groups of the CCS technologies, oxy—fuel combustion
seems to be the most promising one due to the lowest energy penalty associated
with the investment and operational costs [1]. The main feature of this technol-
ogy is the combustion of fuel in the mixture of recycled flue gases and O,. But
diluents present in combustion system, such as CO, and H,O, have different
physical and chemical properties than N, present in air [2], which change the
particle temperature, heat transfer, emissions and char burnout [3].

Rathnam et al. [5] found that the influence of the CO, on coal burnout is
coal dependent but in general is higher in oxy-fuel conditions comparing to air-
combustion, which was attributed to higher char reactivity in the oxy-fuel at-
mosphere by char—CO, gasification. Chars formed during pyrolysis experiments
in pure CO, exhibit higher specific surface area in comparison to chars pro-
duced in N,, which can also catalyse the surface reactions [5], [6]. On the other
hand, Brix et al. [7] observed no significant differences in volatile yield or spe-
cific surface between chars produced in CO, and N, explaining with shorter
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particle residence times than in previous study, which prevented char gasifica-
tion reaction to occur. As the char combustion is concerned, they observed ei-
ther no apparent difference between combustion in CO,/O, and N,/O, atmos-
pheres. But, at low oxygen concentrations, the contribution of gasification with
CO, to the overall rate can compensate for the change of the atmosphere and
oxy-fuel combustion results in a slightly enhanced consumption rate with re-
spect to char oxidation in air [8].

Thus, it is necessary to address the changed combustion mechanism in oxy—
fuel modelling. In this chapter, the experimental data, obtained in a number of
tests, were used to derive a set of most adequate kinetic parameters of the oxida-
tion and gasification reactions applicable to numerical simulations of the oxy—
fuel combustion process in pulverized fuel boilers.

2. Experimental setup

Experiments of pulverized coal char combustion have been carried out in
the 6-meter drop tube, presented in Fig 1., with 38.5 mm of inner diameter, in
operating conditions similar to full scale combustion furnaces, i.e. the reactor
temperature ranging from 900 to 1300 °C, oxygen mole fractions from 3 to 9%
and residence time up to 1.2 s.

e

g!g_
=" I:IL\NVWV\I

H;0 J’
suction

] pyrometer
—

[

heating

E elements
z 3 sampling C&A unit
H " ports I@l

4 ) gas analyser
! cyclone

Fig. 1. Schematic of char combustion facility
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All gas flows are adjusted using mass flow controllers in order to maintain
the required atmosphere composition and particle residence times. Reactor wall
temperatures are controlled by S-type thermocouples measuring the outer sur-
face of the tube.

Char, from the bituminous coal screened between 63 and 90 pm, was pro-
duced either in pure CO, or N, at high heating rate of 10°~10° K/s and reactor
temperature 1300 °C, for oxy-fuel or air combustion respectively. The char
particles were pneumatically fed into the reactor using screw feeder and water-
cooled probe through one of the twelve, sloped ports installed along the reactor
height. Changing the position of the feeding probe while the collection point
remained stationary varied the particle residence time. Char burnout was deter-
mined using ash tracer method.

3. Description of the char combustion model

When pulverized char particles are burnt in oxy-fuel conditions, besides ox-
idation, the combustion mechanism additionally takes into account the gasifica-
tion by CO,. Here, the single film-model [9], widely used to describe char oxi-
dation, is also used to describe the gasification. Similar to O,, it is assumed that
CO, diffuses to the char particle surface where it reacts to form CO which then
diffuses outward the particle surface without oxidation [9], [10], [11]. For the
oxidation reaction, the production of CO, can be assumed to be negligible at
high temperatures so that CO is the primary product of char carbon oxida-
tion [12]. Moreover, the homogeneous reaction of CO oxidation is not consid-
ered in the model while its thermal effect can further affect the combustion pro-
cess. Thus, the combustion mechanism of char carbon is composed of two sur-
face reactions as follows:

C+10,— CO, (1)

C+ COy — 2CO. )
The total rate of char carbon consumption, 1, is defined as follows:
1=2
rC=)isi e, 3)
where i denotes the i-th surface reaction, and

. ) k kd
res = Ay SR e G

since both diffusion and kinetics can affect the oxidation rate, and

ree = Ap f(Xo) Mc g kes Coos,oo 5)
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since the rate of the gasification reaction is limited only by the kinetics, and
1 = 2 mol-C/mol-0,, t’2 = 1 mol-C/mol-CO,, Cy < is the g-th species concen-
tration in the bulk flow, M = 12 kg/kmol. The individual reaction rates, 7 ;, are
expressed in terms of the external particle surface A, = miff, , the rate coeffi-
cient of the i-th surface reaction expressed in the form of the Arrhenius equation

kei = A; e~ Ei/(RT%) (6)
in which 4; and E; are the kinetic parameters, the mass transfer coefficient
ko= 2. (7)
in which the effective diffusion coefficient is defined as
B Tp ook Ty (1) 175
D(T) = Dy (M) ®
where Dy = Do, N, = 0.181 cm?/s at Ty =273 K [13] was used in O»/N, com-
bustion, and Dy = 0.154 cm?/s was used in O»/CO, combustion, and

f(Xe) = (1 = Xe(t)?, ©9)

is the correction function which takes into account the development of the spe-
cific surface area and the effect of the non—reactive ash surface during the parti-
cle combustion.

Finally, the governing equations of the char combustion model can be pre-
sented. Gas phase is treated in the Eulerian approach and coal particles are
treated as Lagrange discrete particles whose mass and temperature evolution is
described by equations given below. It was assumed that the particle volume,

Vo = %df, , 1s constant during combustion so that the mass conservation law of
the char particle is expressed in the following form:
Vp% =—rc(t),  pp(0) =ppo (10)
and the char particle mass is then defined as
my(t) = mg + me(t) (1)
in which
mg = fa,o Pp,o ]/p (12)

is constant mass of ash contained in the char particle.
The char particle temperature, 7, is defined by the conservation law of par-
ticle energy as follows [[14]]:
=2

mp(t)ep T2 = 1 Ay (T 0o — Tp(t) + Apepo (Th o — TED) + 3 rea(DAH;  (13)
i=1

Pdt
with the initial condition
Tp(t=0)=Tpo, (14)

where the heat transfer coefficient, #*, corrected by the Ackermann correction,
1s defined as
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* k.f oo NT )
l’ = (1[, h u ﬁ (15)
in which
— __rc
- 2mdyp g D (16)
is the nondimensional heat  transfer  rate coefficient, and

Nu=2+0.6 Rc;;/zl"rl/3 is the Nusselt number.

Additionally, in the current study, the partial oxidation of CO in the char
particle boundary layer is taken into consideration that the heat released during
char coal oxidation is modified as AH; = (1 — y)Hco + xHco, where
x€(0,1) and Hco =9.21MJ/kg-C, Hco, = 32.8MJ/kg-C  while
AHy; = —14.3 MJ/kg-C for the gasification reaction.

4. Results and discussion

The mathematical model describing combustion of a char particle is com-
prised of a set of two ordinary differential equations (10) and (13) in which the
optimal values of the model parameters, i.e. the kinetic parameters and the ¢
exponent, exist and satisfy

. | Xmum gy XEEP (¢
;ﬂ%giq§zjl cim(ty) — X ()

a7

where j numbers all experimental points. The optimal values of A4;, E; and ¢
shown in 0 have been determined by the generalized reduced gradient meth-
od [[15]] for which the fourth-order Runge-Kutta method was used to solve the
system (10) and (13) to determine the values of X¢*™. Additionally, table 1
presents the model parameters when partial oxidation of CO in the particle
boundary layer is taken into consideration, i.e. for y = 0.2 and 0.4.

Table 1. Optimal values of the kinetic parameters and ¢

q A, E A, E,
model m/s kJ/mol m/s li/ mo
=0 1.65 6700 77.5 2.55x10° 214
=02 1.65 5390 75.8 3.58x10° 221
v=0.4 1.65 3370 71.8 4.21x10° 222

The mathematical model of char particle combustion described above has
been implemented in ANSYS®Fluent” to simulate the experimental drop-tube-
furnace conditions and test the values of the kinetic parameters already derived.

Fig. 2 shows selected contours of gas velocity and temperature, CO mole
fraction and particle trajectories from the CFD modelling of coal char combus-
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tion in the drop-tube furnace. All CFD simulations have been carried out for
pulverized coal char particles in diameter range conformed to the experimental
particle size distributions. Char particles which are immediately transported
close to the hot wall of the drop tube furnace heat up quicker than the char par-
ticle flowing through the centre where the gas temperature is lower due to cold
primary air introducing the char particles.

I733 1173 0.510 1191
6.60 ] 1085 0.255 1101
* 4
586 \\ 997 0.127 1011
Y
513 h' 909 0.083 922
440 821 0.032 832
| 367 , | 733 10016 | 742
293 645 0.008 652
2.20 557 0.004 562
147 ‘ 469 0.002 473 !
073 381 0.001 383
0.00 293 0.000 293
. ¢) CO mole d) particle
a) velocity, m/s b) temperature, K fzac tion, % tra?jgc tories

Fig. 2. Selected CFD modelling of pulverized char combustion in the drop
tube furnace at oxy-fuel conditions of 7y, = 1173 K, y0.. = 3%.
Particle trajectories, (d), coloured by particle temperature in K

Fig. 3 shows evolution of coal char burnout for oxy-fuel conditions derived
from experimental and CFD investigations. The CFD lines plotted for all parti-
cle sizes considered in the CFD modelling create a family of lines limited by
a top and bottom envelope. The experimental points are located near the top
envelope of all CFD lines since the kinetic parameters have been derived as-
suming the ideal process conditions of constant gas temperature and constant
gas concentrations during combustion of char particles. Meanwhile, the condi-
tions of gas temperature and concentrations acting on the char particles were
variable in CFD and experimental investigations giving a wide band of CFD
char burnout. Moreover, the top envelope exactly represents the char burnout
line achieved for the ideal conditions considered during optimization of the
model parameters.
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a) Ty = 1173 K, y02.0 = 3% © b) Ty = 1373 K, Yoo = 3%

02 04 06 08 1 12

C) Tf;oo =1573 K, Y0o2,0 = 3% d) Tf;w =1573 K, Y02,0 = 6%

0z 04 06 08 1 12

Fig. 3. Evolution of char burnout for oxy-fuel conditions
(CO; as the rest gas), — CFD solution, @ experimental points

5. Concluding remarks

Optimal kinetic parameters, describing surface reactions of the char carbon
oxidation by O, and gasification by CO,, have been determined by minimiza-
tion of the difference between experimental and numerical values of burnout.

Mathematical model, proposed here, describing char combustion in oxy-
fuel conditions, has been implemented in a commercial CFD package to simu-
late the experimental set-up and test the derived kinetic parameters.

Proper agreement between experimental data and numerical simulations has
been achieved justifying the use of proposed model and methodology for kinetic
parameters determination for CFD simulations of the pf flames in oxy-fuel con-
ditions.
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ON THE OXYGEN-ENRICHED
COMBUSTION OF A SINGLE COAL
CHAR PARTICLE
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The chapter presents numerical results of single coal char particle combustion in the oxygen-
enriched environment at which the effect of the equimolar and non-equimolar counterdiffusion
has been taken into consideration. Usually, the phenomenon of the non-equimolar counterdiffu-
sion arising at combustion of char particles is neglected and superseded by the equimolar coun-
terdiffusion. Such a replacement can lead to results, e.g. profiles of particle temperature and spe-
cies concentrations, which do not agree with the real process. First, the phenomenon of the
equimolar and non-equimolar counterdiffusion for a single spherical particle is explained in de-
tail. Next, the governing equations of single char particle combustion are presented. Finally,
numerical simulations have been performed at O, mole fractions of 26%, 36% and 46% for the
particle size of d, =160 um and gas temperature of 1373 K. Numerical results, e.g. profiles of
char burnout, temperature, molar fractions at the particle surface, show the significant influence
of the non-equimolar counterdiffusion on the combustion.

1. Introduction

The combustion rate of char particles is controlled by two processes: the
chemical heterogeneous reaction on the char surface and the mass transfer of
oxygen to the particle surface from the bulk gas stream through the boundary
layer surrounding the particle. Although the kinetic mechanisms of the hetero-
geneous reaction between solid char and gas species are important and still be-
ing developed [2,3], the diffusion concerning the gas species around the burning
particle can be also a quite complicated process [9,10,5,11], especially when the
diffusion is no longer equimolar.

Generally, in a N—species gas mixture, the diffusion of the i-th species is
ruled by the Maxwell-Stefan equation [8]. Since the solution of the Maxwell—
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Stefan equation can become quite complicated, its simplification is used assum-
ing that the binary diffusion coefficients, Dj;, of all pairs of species are equal to
the effective diffusion coefficient, D. Then the Maxwell-Stefan equation takes
the following form: .
" J:A "
n; =y; 21 n,; — CDVy;. (1)
j=
For N =2, the Eq. (1) presents the Fick’s diffusion law for binary gas mix-
tures used to describe the diffusion of gas species around the char particle burn-
ing in the oxygen-enriched environment. Depending on the combustion condi-
tions, the diffusion can be equimolar or non-equimolar and the correct use of the
proper diffusion type is important, especially in numerical modelling what is
shown below.

2. Phenomenon of the equimolar and non-equimolar coun-
terdiffusion for a single spherical particle

A prime example of the equimolar counterdiffusion can be the char particle
burning in air when char carbon C reacts heterogeneously with oxygen at the
particle surface to produce only carbon dioxide, i.e.

C+ 0y — CO,. )

One mole of O, diffuses towards the particle surface where one mole of
CO, is formed which next diffuses outwards from the particle surface. Both O,
and CO, components diffuse in opposite directions at equal rates:

" L o

ng = —ng, = Nco, 3)

where nz is the molar flux of carbon which describes the mole rate of the char
particle combustion. Solution of the Fick’s equation written for the reaction (2)
as

?:102 = YOo (hoz + ﬁc()z) — C’DVyQQ (4)
with the equimolar condition (3) and following boundary conditions:
Y0,(r = 00) = y0,,00  and  yo,(r =1p) = Y0,,5 < Y0300 - 4)
gives the following expression to the molar flux of oxygen diffusing:
7'1,'(')_2 = |ng,| = kff) C (Y0y,00 — YOu,5) » (6)

where

C= w7 (7
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is the molar concentration and
{e) _ D
kg =2 ®)
is the mass transfer coefficient for the case of the equimolar counterdiffusion.
However, in a general situation, when both the convection and diffusion of ox-
ygen can occur simultaneously, the mass transfer coefficient can be determined
from the correlation on Sherwood number.
On the contrary, the classic example of the non-equimolar conterdiffusion is
the char particle burning in air when the only product of combustion is carbon
monoxide

C+ 30, — CO. 9)

For each mole of O, diffusing towards the particle surface, two moles of CO
diffuse in the opposite direction, so

. . LI
ng = —2ng, = Ngo - (10)
Now, the solution of the Fick’s equation written for the reaction (9) as
10, = Y0, (1o, +nco) — CDVyo, (11)

with the non-equimolar condition (10) and the boundary conditions (5), gives
the following expression to the molar flux of oxygen diffusing:

g, =2 Cln (‘%ﬁ%}) (12)
or rewritten in the form similar to the equation (6) as
iy = k" C (40,00 = Y0s,0) (13)
in which
(2
n ——
k(”) _ D YOo,s +1 (14)
d Tp Y09,00 " HYO9,s

defines the mass transfer coefficient for the case of the non-equimolar counter-
diffusion. The oxygen reaching the particle surface in the amount of the molar
flux derived above in the form of equation (6) or (13) is completely consumed
in the heterogenous reaction (2) or (9). The rate at which the char carbon is con-
sumed, i.e. the reaction rate of the surface reaction is defined by the following
expression:

e = kef(X0)C3, , (15)

where the reaction rate coefficient k. is expressed in the form of the modified
Arrhenius equation:

ke = ATpe™P/(RT%) (16)
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and f{Xc) is the correction function which takes into account the development of
the specific surface area and the effect of the non-reactive ash surface during the
particle combustion. In case of the char particle combustion, {Xc)is expressed
as

f(Xe) =(1-X¢)?, (17)
where ¢ > 1 and
me g—mc(t
Xe = —C’?nc!o(‘( ) (18)

defines the char burnout.

Combining both the surface reaction and the diffusion as one process, i.e.
combining the equations (15) and (6) or (13) and respectively taking into ac-
count the equimolar and non-equimolar conditions (3) and (10), one gets the
overall burning rate of the char particle specified in the following form of the
implicit equation: .,

ﬁf(i} = kef(Xc) (002.00 - %Z) ; 19)

where ¢ =1 and kg = k((f) is for the equimolar counterdiffusion or ¢ = 2 and

kq = kc(ln) is for the non-equimolar counterdiffusion.

3. Description of the mathematical model

The mass conservation law of the char particle is
dme(t
et = —re(me(t), Ty(t) (20)
with the initial condition:
me(t =0) =meo = foo - Mpo = foo- ppo- 5y (21)

The char particle is composed of char carbon which is consumed during
combustion and ash of which mass, m,, is constant. The particle mass, m,(?), is
then calculated as:

my(t) = ma(t) + ma = me(t) + myo(l = feo) - (22)
The combustion rate rc, defined as
re = nd? Mc g, (23)

where 7'1’('; is the solution of the equation (19), depends on the combustion condi-
tions for which reactions (2) and (9) can proceed at the same time. However, to
investigate the influence of the equimolar and non-equimolar diffusion on the
combustion, it has been deliberately assumed that the reaction (9) is only valid
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and further considered in the present study. Indeed, since the ratio CO/CO, > 10
at the considered process conditions [17,15,16,12], then CO, is produced in
a small amount which does not influence the process and therefore has been
neglected. So, in case of the non-equimolar counterdiffusion model, the non-
linear equation (19) is numerically solved with the correct non-equimolar condi-
tionof ¢ = 2andky = ch”j.

Next, in case of the equimolar counterdiffusion model, it is assumed that the
diffusion conditions are equimolar in the gas phase surrounding the particle, i.e.
. = Trop but e = —2n,_ is still intentionally fulfilled for the surface reac-
tion. The equation (19) is now solved with the following equimolar condition:

. H
LLZe)

¢=2and kg = k((f]. Such a treatment of the process, met in pulverized coal
combustion modelling, allows the investigation of the influence of the equimo-
lar and non-equimolar counterdiffusion on the combustion process. In fact, it
means that the equivalent solution of both the equation (6), valid only for the
equimolar conterdiffusion, and the equation (15) for the surface reaction is con-
sidered.

The energy conservation law of the char particle during the surface combus-
tion is defined as follows

47, (1)
dt

with the initial condition

my(t)ep = Aph(T o0 — Tp) + Apepa(Tf oo — Ty) +rc(t) AH  (24)

Tp(t=0)=T,0- (25)

Apart from the convective and radiation heat transfer, the particle energy
equation (24) takes into consideration the energy released by the surface reac-
tion. In general, when the convection energy transfer occurs as well between the
solid particle and the gas surrounding, the heat transfer coefficient, 4, is evalu-
ated using the correlation of Nu = hd,/ky, = 2 + 0.6Rel/?Pr!/?.

The equations governing the particle mass and energy have been imple-
mented and numerically solved in MATLAB. For the initial value problem (20)
and (24), the odel5s function has been used which is based on a variant of the
backward differentiation formulas particularly useful for stiff differential equa-
tions [13,14]. At each time step, the fsolve function using the Levenberg-
Marquardt algorithm [4,6] has been used to solve the equation (19).

Table 1 presents the parameters used in numerical simulations. The diffu-
sion coefficient, D, is defined as:

Ty ot To(t) \ 175
D(t) = Dy (fTo()) , (26)

where Dy = 3.294 - 10=? m?%s and T, = 1573 K. The properties of coal present-
ed in Tab. 1 have been taken from the available data and concern general repre-
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sentative coal [15,1,7]. The surface temperature 7, has been assumed to be equal
to the particle temperature 7.

Table 1: Parameters used in numerical simulations

property unit value property unit value
d, um 160 AH kJ/mol 110.5
Troo K 1373 Jfco 0.700
A m/(sxK) 3.50 Pro kg/m’ 1100
E kJ/mol 90.0 €, 0.90
n 1.00 Cp J/(kgxK) 1680
b 1.00 Ko W/(mxK) 7.90x107
q 1.30 Nu 2.0
V020 % 26, 36, 46 At ms 0.10

4. Numerical results and discussion

The description of the combustion process given below and in Fig. 1 shows
results for the particle having d,=160 um burnt at Ty . = 1373 K and
Y0,,00 = 36%. The course of process is qualitatively similar to other process
conditions considered, i.e. additionally yo,... = 26% and 46% (v. Fig. 1). The
quantitative differences are merely due to the modified process conditions. The
process is shown in terms of the particle burnout X, particle temperature 7, O,
and CO mole fractions at the particle surface yo,,s , ¥co,s and the coefficient
ratio k.

Initially, by time ¢, =40 ms, the particle is only heated up by its gas sur-
roundings having higher temperature (v. Fig. 1b). At time #,, when the particle
temperature has reached the value of 1000 K, the reaction (9) starts, rc>0
(v. Fig. 1e) and X > 0 (v. Fig. 1a). At the same time, yo, starts decreasing (v.
Fig. 1c) and yco, starts increasing (v. Fig. 1d). The heat generated in the reac-
tion allows the heating rate of the particle to maintain constant,
dT,/dt ~ 1.6x10* K/s.

By time #, = 60 ms, the reaction rate rc is limited by kinetic rate k. of the
heterogeneous reaction (9) since k = ky/k. > 5 (v. Fig. 1f). The ratio of the mass
transfer coefficient and the kinetic rate coefficient

.(P)
o) — K @7)

C

where p = {e, n} defines the diffusion type, informs about the limiting process
of the reaction rate which is the kinetic rate of the heterogeneous reaction or the
diffusion rate of gas reagent towards the particle surface. It has been assumed
that the reaction rate of the combustion is limited by:
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e the kinetic rate of the heterogeneous reaction when x> 5,

e both the kinetic rate of the heterogencous reaction and the diffusion rate
when 0.2 <k <5,

e the diffusion rate when x < 0.2.

Between ¢, and £, K = k" since the reaction (9) is limited by kinetics. The
particle burnout, Xc, the particle temperature, 7),, the reaction rate, rc, and oo
and yco s respectively have the same values for both types of diffusion.

Next, for > t,, the diffusion starts influencing the combustion rate since
k<5 (v. Fig. 1f). The mass transfer rate is higher for the equimolar diffusion
model, kff’ > kfi”), then the higher mass flux of O, reaching and reacting at the
particle surface makes r(cf’ > rgl)(v. Fig. 1e). This increases the particle temper-
ature for the equimolar diffusion, 7, > 7" (v. Fig. 1b).

For t>#=130 ms, only diffusion impacts the reaction rate since k <0.2.
At this time, ygz)’s reaches a minimum of 7.72% (v. Fig. 1¢) and y&’,,s reaches
a maximum of 27.2% (v. Fig. 1d). The combustion process is more intensive
and quicker for the equimolar diffusion (fréf) > rgl)) and since

I rodt = meo = const, (28)

then the particle reaches the higher temperature for the equimolar diffusion.

The particle quicker burns itself out and the particle temperature decreases.
This fact forms the displacement between all combustion characteristics for the
equimolar and non-equimolar diffusion. Finally, for time 7> #; when the reac-
tion rate rc decreases to zero, yo,,s increases to Yo,,.. and T, reaches T .. The
combustion process is finished. Although the combustion process runs relative-
ly fast, the discrepancy between both diffusion types can have a strong influ-
ence on the overall combustion process, especially considering the production
of environmental pollutants. For instance, the difference is equal 400 K in the
particle temperature (v. Fig. 1b) and 17 % in O, molar fraction (v. Fig. lc).
Moreover, according to expectations, the increase of the oxygen concentration
intensifies the discrepancy between the equimolar and non-equimolar diffusion
(v. Fig. 1).



218 Robert Lewtak, Aleksandra Milewska

1 015, 3000
[ i ==
- i 2500 |-
iTr
L )
06 - ! — —— - X equimolar . L
& ———— XY non-equimolar || X
Y Y e difference: X¢' - X =
il X 1500 [
]
i
1000 - (/I i
02 i )
t, ] 'l s :('{:equlml?r 300
5 ¢ non-equimolar
500 L |=o=n—r- difierence: T¥ - T¢
0 U SR TR SR T ST ' ST IR Ry, Y
0.1 92 03 0.4
, S
b) particle temperature, K
50 20 40 8
L Yoz = 46 % |
Y - === - a1y —— " Ye!" equimolar
[ (B4 Yoo non-equimclar
40 |- ," !l/ A\ e AAIOTONOB: Yoo - Voo [ 4
L w0l ] I, ih,
[ !
L ]
L /,-/ {' /’ N
0 I
=T <l
3 B 20 Il
£t 0] i
r | Yor. = 46 % i /
A I hif
L)‘ua.. =38% [y ,
[ L /
10 - B -~
L Q[') Q‘T iV
& i i i L. - e e e e T
0 g 0.1 92 03 %04
; X
¢) O, mole fraction at the particle surface, %, d) CO mole fraction at the particle surface, %,
30x10% 8.0x10% 107 —=
[ ’\f\ — — —- 1 equimolar :
r ’] vl 12’ non-equimclar ]
il ——— difference; - %’ ]
1
P 4.0x10%-]
10’
-
10° —_——— xL" equimolar
)’ non-equimolar
i diffusion
- limit
k<02
10" -
oosC o v o 1w oo Ly | 1y
0.1 0z 03 0.4 05
=
e) reaction rate, kg/s f) coefficient ratio, i

Fig. 1: Selected characteristics of combustion for a coal char particle d, = 160 um burnt at
T} = 1373 K and varying yo; ., — comparison of the equimolar
and non-equimolar diffusion models



On the oxygen-enriched combustion of a single coal char particle 219

5. Concluding remarks

The model for char combustion of single particles including the equimolar
and non-equimolar counterdiffusion was considered. Numerical results provid-
ing useful insights into the problem show the critical need for taking into ac-
count the non-equimolar effects on the combustion. Since the non-equimolar
diffusion model takes into account the real diffusion conditions, the numerical
results of the non-equimolar diffusion model, e.g. time profiles of particle tem-
perature, concentrations of gas species and char burnout, are close to the real
process than the results of the equimolar model. The differences between those
two diffusion models are particulary noticeable at the diffusion combustion
limit but also when the combustion conditions indicate the kinetic combustion
limit, i.e. for small particle diameters.
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MODELOWANIE MATEMATYCZNE
PROCESU INERTYZACJI
W SILOSIE Z BIOMASA
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Praca przedstawia wyniki modelowania numerycznego CFD procesu inertyzacji azotem silo-
su z biomasa. Na podstawie przeprowadzonych badan wykazano, ze podczas sktadowania zrebek
biomasy mokrej, przeznaczonej na cele energetyczne nastgpuje proces pogorszania parametrow
technicznych paliwa, co przektada si¢ na utrate kalorycznosci sktadowanego paliwa. Jako $rodek
zapobiegawczy tym negatywnym procesom wskazano zastosowanie azotu do wytworzenia atmos-
fery inertnej w silosie. Obliczenia przeprowadzone zostaly dla stanow nieustalonych uwzglgdnia-
jac poczatkowe wypehienie catego silosu powietrzem. Analizie poddany zostat wptyw rozmiesz-
czenia wlotow azotu na jego dystrybucje w silosie oraz wplyw iloéci podawanego azotu na czas,
potrzebny do uzyskania statego poziomu stezenia azotu w wybranych punktach kontrolnych.
Wyniki obliczen moga postuzy¢, jako wytyczne do projektowania instalacji, w celu zapewnienia
optymalnej dystrybucji azotu w catym obszarze oraz do wyznaczenia optymalnej ilosci podawa-
nego azotu.

1. Wprowadzenie

Podczas sktadowania zrebek biomasy mokrej (agrarnej i le$nej) przezna-
czonej na cele energetyczne zaobserwowany zostat postgpujacy proces pogor-
szania parametrow technicznych paliwa, co w konsekwencji przelozyto si¢ na
utrate kalorycznosci paliwa. Utrata jakosci parametrow biomasy zostala zaob-
serwowana takze podczas sktadowania paliwa w okresie krotkoterminowym (do
kilku dni). W celu oceny tego negatywnego zjawiska przeprowadzono seri¢
badan, podczas ktérych przesledzono zmiane m. in. wartosci opatowej, zawar-
tosci wilgoci 1 udziatu procentowego popiotu od momentu dostawy do zuzycia
[2]. Testy mialy na celu wskazanie przyczyny degradacji jako$ciowej biomasy
oraz wskazanie miejsca sktadowania (silos czy plac), w ktérym nastgpuje
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znaczne pogorszenie parametroOw biomasy. W oparciu o wyniki stwierdzono, ze
silos jest kluczowym miejscem, gdzie w ciagu 8 godzin nastgpil spadek warto-
$ci opatowej $rednio o 1,7 MJ/kg (rys. 1).

17500
17000
16500 -
16000
15500
15000

14500 -

Warto$¢ opatowa w stanie analitycznym, kJ/kg

14000
Dostawa Zapas Zuiycie Zuzycie Zuiycie
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Rys. 1. Zmiany warto$ci opalowej biomasy w stanie analitycznym
od momentu dostawy do zuzycia

Pozniejsze pomiary emisji gazéw CO, CO,, CH, oraz tlenu dla dwoch
zbiornikow biomasy, wskazaty na wigksza aktywnos$¢ mikrobiologiczng bioma-
Sy typu agro oraz na przewage proceséw tlenowych nad beztlenowymi [3, 4,
10]. Wyniki przeprowadzonych badan w postaci zmierzonych maksymalnych i
minimalnych st¢zen wymienionych gazow przedstawia tabela 1.

Tabela 1. Zmierzone maksymalne i minimalne wartosci stezenia gazow dla dwoch analizowanych
zbiornikow

Stezenie gazow uzyskane w trakcie pomiarow, %

Maksymalne Minimalne
Cco CH,4 CO, 0,
Zbiornik 1 (biomasa lesna) 3,76-10™ 2,57-10% 0,21 20,87
Zbiornik 2 (biomasa agro) 3,80-10 2,72-10™ 0,84 20,51

W zwiagzku z powyzszym wskazano na potrzebe ograniczenia procesow tle-
nowych w silosie, co mozliwe jest przy zastosowaniu atmosfery inertnej. W tym
celu zaproponowano uzycie azotu, ktory jako gaz inertny jest stosowany m.in.
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do tworzenia atmosfer ochronnych (ograniczanie ryzyka wybuchowo-
pozarowego) [9].
W celu potwierdzenia celowosci uzycia procesu inertyzacji, w pierwszej
kolejnosci przeprowadzono badania laboratoryjne, gdzie badano wptyw krotno-
sci wymiany atmosfery oraz wpltyw parametrow (wilgotno$¢, temperatura) na
skuteczno$¢ prowadzenia proceséw inertyzacji. Badania wykazaly, ze $rednia
skuteczno$¢ ograniczenia procesow tlenowych przy uzyciu azotu wynosi 49%
dla biomasy typu agro, 34% dla biomasy le$nej oraz ze wraz ze wzrostem krot-
no$ci wymiany atmosfery uzyskuje si¢ wyzsza skuteczno$¢. W celu uzyskania
podobnych wynikéw w warunkach rzeczywistych nalezy zapewni¢ réwnomier-
ne rozprowadzenie azotu w silosie oraz wskaza¢ najbardziej optymalny sposéb
wprowadzania tego gazu do zbiornika. W zwigzku z powyzszym przeprowa-
dzono symulacj¢ procesu inertyzacji z wykorzystaniem modelowania CFD.

2. Model geometryczny silosu z biomasa

W celu zamodelowania zjawiska przeplywu azotu przez silos wypetniony
biomasa odwzorowana zostata jego geometria.
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Rys. 2. Schemat geometryczny silosu z zaznaczonymi podstawowymi wymiarami
(a) oraz siatka numeryczna modelu 3D po zastosowaniu uproszczen (b)

Rysunek 2a przedstawia podstawowe wymiary silosu, stosowanego do
sktadowania biomasy zaroéwno lesnej, jak i typu agro. Wykorzystany w oblicze-
niach model geometryczny nie uwzglednia przestrzeni wypetnionej powietrzem
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w silosie, pryzmy biomasowej oraz w sposob uproszczony odwzorowuje ksztatt
skrzyni wybieraka. Ze wzglgdu na symetrie zbiornika wraz z symetrig propozy-
cji rozmieszczenia wlotdéw azotu, obliczenia zostaly przeprowadzone dla Y4
modelu geometrycznego (rys. 2b). Na podstawie pomiarow wypelnienia bioma-
sg silosu zebranych w przeciagu jednego roku, uwzgledniajac stany kiedy ko-
ciot zasilany biomasg pracowal powyzej 40% swojej nominalnej wydajnosci,
wysokos¢ sktadowanej biomasy wynosi 7,2 m.

W przeprowadzonych obliczeniach procesu inertyzacji odwzorowanego si-
losu przenalizowane zostaly trzy warianty rozmieszczenia wlotow, dla réznych
wydajno$ci instalacji podawania azotu. Rysunek 3 przedstawia analizowane
sposoby rozmieszczenia wlotdw azotu na dnie zbiornika wraz z zaznaczonymi
podstawowymi wymiarami.
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Rys. 3. Rozmieszczenie wlotdw azotu wraz z zaznaczonymi charakterystycznymi wymiarami
dla trzech analizowanych przypadkdw: a) 4 wloty; b) 8 wlotow; ¢) 12 wlotow

3. Matematyczny model przeplywu gazu w silosie

W celu zamodelowania procesu inertyzacji nalezy odwzorowaé przeplyw
azotu przez silos wypetniony biomasg. Sktadowana biomasa w postaci zrgbkow
tworzy osrodek porowaty, przez ktory moze przeptywaé ptyn. Mozliwe jest
przeprowadzanie symulacji przeptywu plynu przez osrodek porowaty, przy
doktadnym odwzorowaniu wymiaré6w geometrycznych analizowanego obszaru
[5, 6]. Z uwagi na duze wymiary silosu i przestrzeni zajmowanej przez biomase,
zamodelowanie przeptywu gazu przez dokladnie odwzorowang przestrzen po-
rowa jest jednak bardzo trudne do wykonania. W wykonanym modelu obszar
zajmowany przez biomas¢ zostal odwzorowany, jako o$rodek porowaty o sta-
lych wtasnosciach (tab. 2), w ktorym przeplyw jest opisany za pomoca predko-
$ci filtracji [1, 8]. Podejscie to pozwala na obliczanie spadku ci$nienia w kazdej
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komorce siatki analizowanego obszaru w oparciu o wlasnosci fizyczne osrodka
porowatego.

Dodatkowy czton reprezentujacy spadek ci$nienia obliczany jest w kazdej
komérce w oparciu o predkosc filtracji, lepkos¢ i wspodtczynnik oporéw lepko-
$ciowych, bazujac na réwnaniu Darcy’ego. Zmodyfikowane rownanie Dar-
cy’ego przedstawia si¢ nastepujaco:

o= AMVr (1)
gdzie:

a= %— wspotezynnik oporu, w zakresie prawa Darcy’ego, 1/m”
k — przepuszczalno$é osrodka porowatego, m*
1 — lepkos¢ dynamiczna, Pa-s
vr— predkos¢ filtracji, m/s
W oparciu o wzor (1) mozna obliczy¢ catkowity opor lepkosciowy genero-
wany przez material porowaty:

P, =au (2)

Tabela 2. Wtasnos$ci biomasy i powietrza uzyte do obliczen numerycznych

Nr Parametr Jednostka Warto$é
Biomasa

1 Gestose, py, kg/m® 700

2 Porowato$¢, ¢ % 55

3 Srednica zastepcza, d m 0,01

4 Wspotczynnik oporu, a 1/m? 1825695

5 Opor lepkosciowy, P, (Pa's)/m? 30,4
Powietrze

6 Udzial masowy, uy, % 76,7

7 Udzial masowy, up; % 233

8 Wspotezynnik dyfuzji, a m*/s 2,88e-05

9  Lepkos¢ dynamiczna, u kg/(m-s) 1,72e-05

10 Masa molowa, My, kg/kmol 28,01

11  Masa molowa, My, kg/kmol 31,99

Najlepszym sposobem na okreslenie oporéw generowanych przez materialy
porowaty, jest pomiar spadku ci$nienia w kierunku przeplywu gazu. Z uwagi na
brak danych eksperymentalnych, wspotczynnik a reprezentujacy opory prze-
plywu, wyznaczony zostat na podstawie empirycznego wzoru Erguna [1, 7, 8]:

150(1-¢)?
= " 3)

Porowato$¢ materialu oraz jego $rednica zastgpcza zostaly wyznaczone
eksperymentalnie. Srednica zastepcza wyznaczona zostala w taki sposob, aby
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objetos¢ zastepczego ziarna byla rowna zmierzonej $redniej objgtosci czastek
biomasy. Ponadto w modelu zatozono, ze osrodek porowaty jest izotropowy a
przeplyw gazu laminarny i izotermiczny, co oznacza, ze wymienione w tabeli 2
wlasnos$ci biomasy maja tg samg warto$¢ w catym analizowanym obszarze.

W celu obliczenia czasu potrzebnego do napelnienia zbiornika azotem nie-
zbedne jest przeprowadzanie obliczen w stanie nieustalonym, uwzgledniajac
warunki poczatkowe panujace w zbiorniku. W modelu zatozono poczatkowe
wypehienie catego silosu powietrzem traktowanym, jako mieszanina tlenu i
azotu o odpowiednich udziatach masowych (tab. 2).

4. Wyniki obliczen

Obliczenia zostaly przeprowadzone dla kilku wartosci ilosci podawania
azotu w zakresie 100 — 600 mn’/h, dla kazdego z przedstawionych wariantow
rozmieszczenia wlotow (rys. 3).

Rys. 4. Punkty kontrolne zlokalizowane w potowie promienia silosu na trzech
roznych wysokosciach: 2m, 4mi 7,2 m

Wiyniki obliczen przedstawione zostaty w postaci rozktadow udziatu maso-
wego azotu w wybranych przekrojach. Udzial masowy azotu i tlenu byt rowniez
monitorowany w kilku punktach na r6znych wysokosciach silosu, zgodnie z
rysunkiem 4. Udzial masowy azotu mierzony w punktach kontrolnych P1 — P3,
dla wartosci 100 i 600 m,’/h, dla trzech wariantéw rozmieszczenia wlotow pre-
zentuje rysunek 5.
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Rys. 56. Udziat masowy azotu mierzony w punktach kontrolnych P1, P2 i P3 dla 3 wariantow
rozmieszczenia wlotow (a, b, ¢; rys. 3) i ilosci podawanego azotu rownego 100 oraz 600 m,*

Wyniki przedstawiaja widoczny wplyw ilo$ci podawanego azotu na czas
potrzebny od ustabilizowania si¢ wartosci na stalym poziomie, dla kazdego
wariantu rozmieszczenia wlotow. Dla punktu P3, uzyskane réznice w czasie
potrzebnym do osiggnigcia poczatku stabilizacji stezenia azotu wynoszg 300s
(a), 3500s (b) oraz 1000s (c). Czas potrzebny do rozprowadzenia azotu
w zbiorniku moze mie¢ szczegdlne znaczenie w przypadku, gdy instalacja be-
dzie wykorzystywana, jako system przeciwpozarowy w celu uniknigcia powsta-
nia zarzewia ognia. Drugim waznym elementem poprawnej pracy instalacji jest
doprowadzenie do réwnomiernego i pelnego wypeknienia silosu azotem. Wyni-
ki w postaci rozkladow udzialu masowego azotu, dla wybranego przekroju
przechodzacego przez miejsca zlokalizowania wlotow oraz koncowego czasu
symulacji, przedstawione zostaty na rysunku 6.
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Rys. 6. Rozktad udziatlu masowego azotu w wybranym przekroju zbiornika

dla 3 wariantéw rozmieszczenia wlotéw (a, b, c; rys. 3) i ilosci podawanego azotu
réwnego 100 oraz 600 m,’

L.

W przypadku, gdy wystepuje tylko 1 wlot (a), zwigkszanie ilo$ci podawa-
nego azotu nieznacznie poprawia jego dystrybucje w zbiorniku. Azot podawany
do silosu przeptywa gtdéwnie w kierunku pionowym, nie zapewniajac dystrybu-
cji w miejscach oddalonych od wlotu. Zdecydowanie lepsza dystrybucje za-
pewnia wigksza ilo$¢ miejsc podawania azotu.

5. Whnioski

W pracy przeprowadzona zostata analiza wptywu miejsca podawania oraz
ilosci azotu na jego dystrybucje w silosie z biomasg. Wyniki obliczen zostaty
przedstawione w postaci rozktadu azotu w obszarze zajmowanym przez bioma-
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s¢ oraz w postaci zmiany stezenia azotu w czasie, w wybranych punktach kon-
trolnych. Uzyskane wyniki wskazuja na konieczno$¢ stosowania wigkszej licz-
by miejsc podawania azotu o odpowiednim rozmieszczeniu, w celu przeprowa-
dzenia procesu inertyzacji w catym obszarze biomasy. Zwigkszanie ilosci po-
dawanego gazu poprawia tylko nieznacznie jego dystrybucje, wpltywajac gtow-
nie na czas potrzebny do uzyskania maksymalnego stezenia w punktach kon-
trolnych.

Tylko zwigkszanie ilo$ci wlotdéw poprawia dystrybucje azotu w obszarze
zajmowanym przez biomasg. Wloty nalezy rozmieszcza¢ na calej powierzchni
dna zbiornika, aby jak najbardziej zintensyfikowa¢ proces inertyzacji. Czas, po
jakim uzyskujemy stezenie na zadowalajacym poziomie decyduje o wymaga-
nym czasie pracy catej instalacji. Z punktu widzenia wykorzystywania instalacji
do wyeliminowania ryzyka powstania zarzewia wskazane jest, aby byl on jak
najkrotszy. Wyniki obliczen moga postuzy¢, jako wytyczne do projektowania
instalacji inertyzacji, w celu zapewnienia optymalnej dystrybucji azotu w catym
obszarze oraz do wyznaczenia optymalnej ilosci podawanego azotu.
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Liberalizacja, integracja OZE i ewolucja w kierunku wewngtrznego rynku energii elektrycz-

nej sg strategicznymi wyzwaniami dla Europy. Niektore z kluczowych problemoéw sektora przed-
stawiono w panelu ekspertow, okreslajac adekwatne dziatania realizowane w sposob mozliwie
bezkonfliktowy 1 skuteczny. Panelici przedstawili rozwigzania zasadniczych problemow jako
swoje osobiste poglady na terazniejszo$¢ i przyszto$¢ elektroenergetyki Europy. Sa to zagadnie-
nia nastepujace:

W ubiegtym 30.leciu rzady krajéw Unii Europejskiej dokonaty deregulacji i sprywatyzowania
rynkow energii, dokonujac rozdzielenia sektorow wytwarzania, przesytu i dystrybucji. Jakie
sa dotychczasowe znaczace sukcesy i wyzwania tego procesu?

Jak ewolucja niemieckiego rynku energii b¢dzie wplywaé na inne rynki europejskie i jakie
mozna juz dzi§ wysnuwa¢ wnioski?

W jaki sposob przedsigbiorstwom energetycznym mozna skompensowaé obowiazek pokry-
wania przez nie podstawy wykresu obcigzenia, niezb¢dnej w pracy systemu — np. czy idea
subsydiowania mocy zainstalowane;j jest pomystem do zaakceptowania?

Jakie sa kluczowe wyzwania w realizacji wigkszej skali powigzan i co jest wazniejsze: nieza-
lezno$¢ energetyczna czy unifikacja?

Podczas gdy niepewnos$¢ na rynku nie jest zjawiskiem nowym, to jakie jest niebezpieczen-
stwo dziatan zbyt szybkich w warunkach nieprzygotowanego systemu?

Skad powinny pochodzi¢ fundusze dla inwestowania w europejski sektor energii elektrycznej
(np. z funduszy emerytalnych)?

Jaka role odgrywa¢ winny rzady (i w jakim wymiarze) w zapewnieniu przysztosci przedsig-
biorstwom elektroenergetycznym?
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1. Wprowadzenie

Obserwowana przyspieszona penetracja uktadow technologicznych o sto-
chastycznej generacji (okreslanych jako ,,intermittent”) wymusza ze strony sys-
temu elektroenergetycznego dziatania dostosowawcze, polegajace na prze-
ksztalceniu istniejgcego modelu rynku energii elektrycznej. System elektroener-
getyczny wymaga wigkszej elastycznos$ci zrodet wytwarzania energii elektrycz-
nej, ale warto$¢ tej cechy z trudem poddaje si¢ weryfikacji ilosciowej lub iden-
tyfikacji przez mechanizmy rynkowe w oparciu o cele takie jak emisyjnoscé
zanieczyszczen, niezawodno$¢ i parametry kosztowe ustalane na mocy decyzji
politycznych. Konieczne staje si¢ podejscie scenariuszowe, w ktdorym poszcze-
golne scenariusze rdznig si¢ struktura paliw pierwotnych (,,energy mix”) i tech-
nologiami (,,technology mix”). Zaleca si¢ dziatanie trojstopniowe, obejmujace
opracowanie architektury rynku, modelowanie dziatah operacyjnych w systemie
elektroenergetycznym oraz okreslenie warto$ci elastycznosci dla réznych scena-
riuszy wraz z oceng korzysci rozwigzan typu ,,smart grid” (SG) i ,,smart power
generation” (SPG). Dla przyspieszenia rozwoju technologii ,.intermittent rene-
wable energy sources” (i-RES) w wielu krajach stworzono mechanizmy zachet
o charakterze rynkowym badz regulacyjnym i stosowane scentralizowanie lub
w sposOb zdecentralizowany. Istnieje subtelna gra intereséw zrodet i-RES 1
operatora systemu dystrybucyjnego, prowadzaca do podziatu ryzyka i odpowie-
dzialno$ci. Niekiedy w dazeniu do dekarbonizacji gospodarki (a zwtaszcza sek-
tora energetyki) dazy si¢ do nierynkowych rozwiazan, faworyzujacych inwesto-
réw przez ograniczenie ponoszonych przez nich ryzyka i nadajacym odnawial-
nym zrodtom energii range priorytetowa. Co wiecej, modele prognozujace ob-
cigzenie 1 produkcje¢ energii z ukladoéw technologicznych wykorzystujacych
odnawialne zrodta energii znacznie zmniejszaja btad predykcji przy zblizaniu
si¢ do horyzontu czasu rzeczywistego, umozliwiajac elastyczne reagowanie na
zmienne warunki pracy systemu elektroenergetycznego.

Wymienione ogblne problemy rozwoju i eksploatacji systemu elektroe-
nergetycznego byly przedmiotem dyskusji grona specjalistow przed okresowg
wazng imprezg skupiajaca uwage teoretykow i praktykéw sektora.

wSpecial Preview POWER-GEN Europe 2014”

W przededniu sztandarowej dorocznej imprezy konferencyjno-
wystawienniczej (3-5) czerwca 2014 r., Kolonia) redakcja czasopisma z Grupy
PennWell — Power Engineering International (PEI) — zorganizowata panel na
temat rozbudowy sektora energii w biezacym stuleciu”. Na panelistow powota-

no prominentnych specjalistow branzy, cztonkéw Rady Programowej konferen-
cji POWER — GEN Europe. Byli nimi:

*Editorial: Building a 21 century power sector. Power Engineering International Vol. 21, Iss.5,
May 2014
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- David Porter (DP) — starszy analityk globalnej firmy doradczej Navigant,
—  Simon Hobday (SH) - z firmy doradczej PinsetMasons,

—  Tim Vink (TV) - dyrektor Honeywell EMEA,

—  Philippe Paelinck (PP) - prezes Alstom,

— Risto Paldanius (RP) — dyrektor Virtisila,

—  Franco Rosatelli (FR) — dyrektor ds. technologii Ansaldo Energia,

—  Tamer Turner (TT) — prezes Yildirim Energy Holding

Redakcja PEI zasiegnela opinii tych siedmiu wybitnych specjalistow z

branzy na temat kluczowych probleméw sektora energetycznego na progu
21.stulecia.
1. PEI: W ubieglym 30.leciu rzady krajéow Unii Europejskiej dokonaly
deregulacji i sprywatyzowania rynkéw energii, dokonujac rozdzielenia
sektorow wytwarzania, przesyhu i dystrybucji. Jakie sa dotychczasowe zna-
czace sukcesy i wyzwania tego procesu?

DP: Deregulacja i prywatyzacja zapewnily konkurencyjnos¢ w wytwarza-
niu energii elektrycznej 1 jej dostarczaniu oraz wygenerowaty warto$¢ dodang
dla platnikoéw podatkow, doprowadzajac do wigkszej efektywnosci inwestycji
kapitatowych oraz oferujac wigkszy wybor oraz nizsze ceny hurtowe i detalicz-
ne, jednakze nadal utrzymuje si¢ obawa o transparentno$¢ cenotworstwa oraz —
co jest nawet wazniejsze — o zmiennos¢ cen, bedace powodem troski ze strony
konsumentow.

SH: Jedna z podstawowych korzysci deregulacji pozostaje zapewnienie
transparentnosci kosztéw, za$ liberalizacja i prywatyzacja skupily uwage na
efektywnosci finansowej w obszarach konkurowania. Zapewnito to rowniez
nizszy poziom cen na skutek zwiekszonej efektywnosci.

TV: Najwickszym wyzwaniem stato si¢ zaprojektowanie i wdrozenie wita-
sciwego otoczenia regulacyjnego, zapewniajacego niezawodno$¢ dostaw.
Zmienno$¢ cen hurtowych oznacza konieczno$¢ opracowania nowych, dotych-
czas nie stosowanych, instrumentéw zarzadzania ryzykiem. Zapewne najmniej-
sza uwagg poswigcono roli systemoéw reagowania strony popytowej (Demand
Response — DR). To co zachodzi po konsumenckiej stronie licznika jest rownie
wazne jak po stronie podazowe;.

FR: Liberalizacja europejskich rynkow energii oraz rozdzielenie (,,unbun-
dling”) wytwarzania, przesytu i dystrybucji w wielu krajach odegrato zasadni-
czg role w zwickszaniu efektywno$ci systemow energetycznych, przynoszac
korzy$ci zarowno odbiorcom przemystowym jak i komunalnym. Nowi gracze
umocnili swa pozycje na rynkach energii, korzystajac z wyzszej efektywnosci,
wigkszej sktonnosci do inwestowania oraz wigkszych wartosci mocy zainstalo-
wanych w poréwnaniu z poprzednim modelem monopolistycznym.

PP: Tworzenie jednolitego wewngtrznego rynku energii w UE postepuje we
wlasciwym kierunku. Zgodnie z postanowieniami dyrektywy o liberalizacji
energii elektrycznej, zapewniajacej ramy polityki energetycznej UE, zasadni-
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czym celem jest uzyskanie przez konsumentow korzysci z istnienia wewnetrz-
nego rynku, zarzadzanego w sposob skoordynowany; dotyczy to zasad wpro-
wadzenia generacji, wykorzystujacej zasoby odnawialne (OZE) oraz rozwoju
infrastruktury sieciowej. Rynkowy system energetyczny Europy rowniez dazy
do wprowadzenia zréznicowanych rodzajow technologii wytworczych oraz do
optymalizacji kosztow, zwigzanych z zarzadzaniem, utrzymywaniem i rozwo-
jem sieci.

RP: W ostatniej dekadzie nastgpily zasadnicze zmiany w elektroenergetyce
europejskiej w rezultacie udanego promowania OZE. Jednakze wywotato to
réwniez nieporzadne efekty towarzyszace. Jednym z nich jest to, ze klasyczne
dobro uzytecznosci publicznej — energia elektryczna — przeksztalcita si¢ w wy-
soce zmienny produkt rynkowy, dla ktérego niekoniecznie doszukiwaé sie
mozna jednoznacznych powigzan kosztow i zyskow. Stabilna stopa wzrostu
oraz wyplaszczone krzywe relacji cenowych odeszty juz w niebyt. Takze inwe-
stowanie w infrastruktur¢ podstawowa, taka jak moce wytworcze, maja okres
realizacji rzedu 20 lat, sg z trudem akceptowane przez sektor bankowy, dla kto-
rego horyzontem planowania jest raczej (1 — 2) lat. Rodzi to troske o bezpie-
czenstwo dostaw, zarowno w perspektywie planowania krotkoterminowego
(kiedy to istotnym czynnikiem jest nieciagly -,,intermittent”- charakter generacji
OZE) jak i w perspektywie dtuzszej, dla ktorej problemem jest wystarczalno$§é
mocy zainstalowane;j.

TT: Rynek mocy wytworczych wzrastal wraz z procesem prywatyzacji, tak
wiec model rynkowy uzyskal tu sukces. Jednak w calkowicie zderegulowane;j
strukturze nie jest to juz prawdziwe ani tez nie istnieje petna polityczna nieza-
lezno$¢ urzedow regulacji rynku energii. Opinia publiczna i systemy subsydio-
wania umozliwity stworzenie rynku OZE, ale jest on zasadniczo wspomagany
przez taryfy (stanowione przez regulatora). Najwickszym wyzwaniem dla mo-
delu OZE jest petna liberalizacja rynku.

2. PEI: Jak ewolucja niemieckiego rynku energii bedzie wplywa¢ na inne
rynki europejskie i jakie mozna juz dzi§ wysnuwaé wnioski?

SH: Z punktu widzenia niemieckiego systemu energii elektrycznej sytuacja
jest nastgpujaca: wielka liczba farm wiatrowych rozlokowana jest na wybrzezu
Morza Poénocnego, powodujac problemy z wyprowadzeniem mocy przez siec
w korytarzach przesylowych. Problemy te wynikajg z trybu pracy turbin wia-
trowych - gdy zmieniajg si¢ w krotkich okresach parametry wiatru w potnocne;j
czesci kraju, to koncentracja zrodel wytworczych utrudnia sterowanie pozio-
mami napi¢¢ 1 obniza poziom stabilnosci sieci, co prowadzi do wahan cen. Dla
silniejszych powigzan europejskiego rynku energii takie wahania nie tylko na-
ruszajg warunki pracy niemieckiego rynku mocy, ale tez oddziatywaja na sys-
temy krajow sasiednich, gdyz ceny energii sg ze soba powigzane, a przepltywy
mocy ingeruja w pracg systemow osciennych i potgczonych rynkow.
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DP: Niemiecka ,,Energiewende”, jak wiele innych decyzji politycznych
w obszarze energii pociaga za sobg niepozadane skutki. Rezygnacja z energety-
ki jadrowej oraz znaczne warto$ci mocy w technologiach OZE klasy ,,intermit-
tent” doprowadzity Niemcy do konieczno$ci powrotu do technologii weglo-
wych dla zapewnienia bezpieczenstwa dostaw energii. Doswiadczenia niemiec-
kie wykazaly dobitnie, ze preferowanie OZE, silnie zaleznych od czynnikow
pogodowych, zmusza do rozbudowy zrodetl, dostepnych ,,na zadanie” i nie-
zbednych w warunkach losowej niedostgpnosci zasobow wiatrowych lub solar-
nych. Inng nauka z lekcji niemieckiej jest stwierdzenie, ze problemem jest in-
westowanie w moce wytworcze w warunkach wzrastajacego poziomu zrodet
Lintermittent”, zapewnianych przez OZE. Gdy nicosiggalne jest magazynowa-
nie energii na znaczaca skalg, to im wigkszy jest udziat zrodet o stochastycznie
zmiennej generacji, tym wigksza musi by¢ moc rezerwowa. Zakwestionowana
zostala rola rynku ,,wylacznie energii”, gdyz duza liczba przedsi¢biorstw elek-
troenergetycznych argumentuje, iz nie sa one w stanie utrzyma¢ w gotowosci
mocy ,,na zadanie” lub inwestowa¢ w nowe jednostki, jezeli tak nieprzewidy-
walne sg warunki pracy i przychody.

TV: Potencjalnie oczekiwa¢ mozna, ze Niemcy stang si¢ importerem netto

energii elektrycznej. Bedzie to zatem wymaga¢ dodatkowych inwestycji w in-
frastrukturze transportu i przesytu. Innym problemem jest to, ze podniesienie
cen energii moze obnizy¢ konkurencyjno$¢ niemieckiej gospodarki. Wynikaja-
cym z polityki energetycznej ,,Energiewende” wnioskiem jest konieczno$¢
umocnienia wewnetrznego rynku w specyficznym obszarze energii elektrycz-
nej.
3. PEI: W jaki sposob przedsi¢biorstwom energetycznym mozna skompen-
sowa¢ obowiazek pokrywania przez nie podstawy wykresu obcigzenia, nie-
zbednej w pracy systemu — np. czy idea subsydiowania mocy zainstalowa-
nej jest pomystem do zaakceptowania?

TT: Subsydiowanie mocy jest dobrym pomyslem, zapewniajac zwrot z in-
westycji 1 utrzymanie miejsc pracy. Jednakze uwazam, ze subsydiowaé nalezy
technologie wytworcze, mtodsze niz 30 lat. Starsze elektrownie winny by¢
trwale wycofane, gdyz wykonaly juz swoje zadanie, przypisane efektywnym
jednostkom.

RP: Jak juz wspomniano wystepuja dwa wyzwania, odniesione do bezpie-
czenstwa zasilania. Musimy wprowadzi¢ rozréznienie pomi¢dzy mocg zainsta-
lowana, ktéra oznacza wystarczalno$¢ dtugoterminowa, a zdolnoscig wytwor-
czg, pokrywajaca krotkoterminowe zapotrzebowanie na elastyczno$¢ w syste-
mie. Podejscie rynkowe, wynagradzajace dostawcow elastycznosci 1 promujace
bilansowanie we wlasnym zakresie moze stworzy¢ zachety do inwestowania w
moce elastyczne. Dostawcy elastyczno$ci mogg rowniez oferowaé moce rezer-
WOWwe.
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PP: Dla zapewnienia stabilnosci sieci na przysztosciowych rynkach energii
zrodla winny uczestniczy¢ w zapewnieniu bezpieczenstwa tak jak operatorzy
technologii wykorzystujacych paliwa kopalne uczestnicza w dziataniach dla
ochrony klimatu. Mozna to uzyska¢ przez technologie OZE, zwigkszajace ogol-
ng efektywno$¢ i oferowanie wraz ze stabilnymi formami generacji — szczegol-
nie w pofaczeniu z efektywna generacja na paliwach kopalnych. Rynek moze
rowniez wyceniac koszty zwiekszonej nieciaglosci generacji. Jednakze przyktad
niemiecki wykazal, ze zachecanie do OZE moze by¢ nadmierne i odstraszac
inwestorow. Nalezy starannie rozpatrzy¢ zasady funkcjonowania rynku we-
wnetrznego, zwlaszcza w kontekscie braku przyrostu zapotrzebowania lub na-
wet jego spadku. Tak zwany rynek mocy zainstalowanych jest jednym z wielu
potencjalnych rozwigzan tego problemu, ale dziatania w tym zakresie wymagaja
starannej koordynacji na poziomie UE dla unikniecie dalszego nadmiernego
komplikowania, potencjalnie potggujacego i tak istniejace problemy.

4. PEI: Jakie sa kluczowe wyzwania w realizacji wiekszej skali powigzan i
co jest wazniejsze: niezaleznos$¢ energetyczna czy unifikacja?

DP: Mozliwe jest uzyskanie znacznie wigkszego stopnia fizykalnego po-
wigzania sieci elektroenergetycznych krajow stowarzyszonych bez ingerowania
w obszar ich unifikacji politycznej. Nawet w regionach, w ktorych panstwa
narodowe nie tworza zwiazkdéw politycznych, wydaje si¢ prawdopodobne, ze
wickszy stopien powigzan infrastruktur sieciowych jest pozadany. Powigzanie
zwigksza odpornos¢ na zaklocenia, a dywersyfikacja zrodet energii jest zgodna
z celami bezpieczenstwa narodowego. UE stwierdza potrzebe rozbudowy pota-
czen transgranicznych w ramach jednolitego rynku energii elektrycznej, wpro-
wadzajac system wspomagania finansowego.

SH: Haslo powigzan wzajemnych rozplywa si¢ w mnogosci roznych celow.
Jednym z nich jest polaczenie fizykalne; jezeli dgzeniem jest rynek, obejmujacy
obszary o luznych potaczeniach wewnetrznych, to nie mozna wymusza¢ fizy-
kalnych przeptywoéw w reakcji na rynkowy sygnat cenowy w szerokim obsza-
rze. Innym problemem jest fakt, ze rdznice prawne i regulacje tworza bariery w
rodzaju standardéw technicznych. Bariery moga by¢ réwniez skutkiem lokal-
nych intereséw od politycznych i regulacyjnych po komercyjne. Takie proble-
my wplywaja na zachowanie zarowno indywidualnych odbiorcow jak i przed-
sigbiorstw sektora, a stad tez oddziatywuja na same rynki. W tych warunkach
powiazania wzajemne, niezalezno$¢ energetyczna lub unifikacja sprowadzaja
si¢ do tego samego pytania: gdzie jest linia graniczna pomi¢dzy powigzaniami a
niezalezno$cig? Jednoczesnie kazda odpowiedz jest uzalezniona od warunkow
zardwno politycznych jak i ekonomicznych i obejmuje takze bezpieczenstwo
dostaw.
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5. PEI: Podczas gdy niepewnos$¢ na rynku nie jest zjawiskiem nowym, to
jakie jest niebezpieczenstwo dzialan zbyt szybkich w warunkach nieprzy-
gotowanego systemu?

TT: Wierze, ze jest to rzeczywisty problem. Bardziej odpowiednia jest tu
ewolucja, nie za$ rewolucja, zwlaszcza ze lepiej dzi$ rozpoznajemy typy zagad-
nien do rozwiazania. Tworcy polityki energetycznej musza by¢ bardziej reali-
stami w zakresie technologii, ekonomiki i stosunkow spotecznych na rozwaza-
nych rynkach, biorgc pod uwage zdolnos¢ do absorbowania zachodzacym
przemian.

RP: Podstawa jest zasadnicze ustrukturyzowanie kazdego z rynkéw. Struk-
tura musi by¢ klarownie zdefiniowana przed tym, jak oczekiwani gracze ryn-
kowi begda zdolni do uporania si¢ z zachodzagcymi zmianami. Rynek nie jest
jeszcze przygotowany do warunkdw, narzuconych przez silng penetracje odna-
wialnych zasobow energetycznych (OZE), gdyz obecne ramy funkcjonowania
sektora nie sg zdolne do sprostania nowym potrzebom systemu energetycznego.
Podczas gdy postepy we wdrozeniu OZE sa wielkim sukcesem, legislacja w
tym zakresie nie zostala odpowiednio przygotowana do nowych uwarunkowan.
Obecnie pilng potrzeba jest funkcjonowanie systemu z uwzglednieniem zwigk-
szonej roli OZE, w szczegodlnosci klasy ,,intermittent”.

PP: Z pewnos$cig wyzwania muszg by¢ wilasciwie adresowane; przyktado-
wo konkurencyjno$¢ sektora elektroenergetyki, ograniczenie emisji do srodowi-
ska 1 bezpieczenstwo energetyczne wymagaja dzialan szczeg6lnie pilnych. Nie
dysponujemy jeszcze pelnym instrumentarium dla stworzenia systemu zachet,
juz niezbednych dla pobudzenia inwestycji.

SH: Niepewnos$¢ rynkowa jest cechg europejskiego sektora energii elek-
trycznej od czasu, gdy sektor ten podlega prywatyzacji. Jednakze znaczaca nie-
pewno$¢ polityczna jest dla przemystu energetycznego zjawiskiem wzglednie
nowym. Prowadzi to nie tylko do wickszego stopnia zniechgcenia do inwesto-
wania, ale powoduje tez szereg probleméw odnosnie do ryzyka politycznego,
niedocenionego dotychczas przez wielu szefow sektora jako niezbyt prawdopo-
dobnego w Europie. Coraz wigcej bankow zglasza obecnie zastrzezenia co do
podstaw rynkowych, generujacych model inwestowania, a zatem i do wyboru
inwestycji oplacalnych. Cate dotychczasowe rozumowanie musi ulec zmianie,
gdyz niepewno$¢ polityczna zmienia zachowania i dynamike przemyshu elek-
troenergetycznego w okresach rz¢du (5+6) lat. Przyktadowo subsydia moge by¢
wprowadzane, zwigkszone, redukowane lub nawet poniechane bez nalezytych
ostrzezen. Moga wystepowac takze liczne i czgsto niezapowiedziane zmiany z
polityce odnosnie do typu i sposobu wprowadzania zachet do aktywnos$ci gene-
racyjnej. Tak wigc gdy znana jest ocena niepewnosci rynku i rynki sg przygo-
towane do dzialan dostosowawczych do przewidywanych zmian, to podczas
kilku ostatnich lat nastgpity warunki niepewnosci politycznej i ram legislacyj-
nych, w ktorych dzialaja przedsigbiorstwa energetyczne. Gracze rynkowi w
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wielu przypadkach nie znajg warunkéow, w ktérych prowadzi¢ majg dziatania,
gdyz zmiany zachodza z dnia na dzien, przy czym model biznesowy inwesto-
wania jest malo wiarygodny. Prowadzi to do oczekiwanego w tych warunkach
wycofania si¢ z inwestycji.

TV: Nie wierzg, ze problemem jest tempo zachodzacych zmian, lecz raczej
jest nim btedny kierunek tych zmian. Kluczowym wyzwaniem dla akcjonariu-
szy jest stabilny dlugoterminowy horyzont planowania - moze i musi on by¢
ustalony. Dobrym punktem wyjscia moze by¢ dokument Komisji Europejskiej o
wewnetrznym rynku i wsparciu publicznym.

DP: Nalezy rozr6zni¢ pomigdzy dwoma rodzajami zmian: ewolucyjnych
(ktore zachodza w sposob zroznicowany bez wzgledu na polityke) oraz trans-
formacyjnych (pobudzajacych polityke dla spowodowania dziatan dla speknie-
nia wymagan zewnetrznych (np. zobowiazanie do redukcji emisji). Realia dzia-
tan zalezg od szybkosci uzyskanych efektow, ktore wynikaé¢ maja z prowadzo-
nych zmian. Jest to przypisane polityce rzadu, ktéra wynika¢ ma z zalozonych
zmian. Jest to przypisane polityce rzadu, ktéry winien rownowazy¢ czynniki
takie jak bezpieczenstwo, dekarbonizacja i wystarczalno$¢ z ryzykiem, efek-
tywnoscia dostaw oraz optymalizacja ekonomiczna.

6. PEI: Skad powinny pochodzi¢ fundusze dla inwestowania w europejski
sektor energii elektrycznej (np. z funduszy emerytalnych)?

TT: Jestem przekonany, ze rozwigzaniem jedynym jest ustanowienie ,,cen-
tralnego rynku infrastruktury sieciowej”, co pozwoli przezwyci¢zy¢ problemy
integracji zrédet ,intermittent”, w rodzaju wiatrowych i solarnych. Przekonali-
smy si¢ juz, ze to dziala w pewnych cze$ciowo zliberalizowanych rynkach
energii (takich jak np. Turcja), ale w ktorych sie¢ przesytowa nie jest sprywaty-
zowana i pozostaje pod kontrolg rzadéw. Na rynkach bardziej liberalnych pod-
sektor przesytu traktowany jako solidna inwestycja (,,kotwica”) dla inwestorow
w rodzaju funduszy emerytalnych, gdyz ze wzgledow technicznych sie¢ przesy-
fowa dziata na zasadzie monopolu i przez to stanowi wzglednie pewna dziedzi-
ng inwestowania o dtugim okresie zwrotu.

PP: Europejski rynek energii elektrycznej jest hamowany przez wiele pro-
bleméw, dotyczacych regulacji, skalowalno$ci oraz powtarzalnosci rozwigzan.
Inwestowanie w nowg infrastrukture sieciowa wymaga nowych modeli bizne-
sowych, definiowanych na zasadzie projektow demonstracyjnych i pilotowych,
ze szczegblnym uwzglednieniem problemoéw systemow odpowiedzi strony po-
pytowej (DR), magazynowania energii oraz sterowania dystrybucja.

RP: Dla przesytania energii elektrycznej do obszaréw, w ktorych jej war-
tos¢ jest wysoka, wymagana jest dobrze rozwinigta infrastruktura sieciowa.
Rozbudowa jedynie samych linii jest niewystarczajaca dla rozwigzania proble-
mow elastycznos$ci 1 wystarczalno$ci generacji. Co wigcej, rynki energii, prze-
kazujace sygnaly o wartosci energii elektrycznej w zréznicowanej skali czasu
(rynek bilansujgcy krotkoterminowy, rynek spotowy, rynki kontraktow termi-
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nowych) beda wytworcze i sie¢. Gdy istnieja mechanizmy zachgcania, reakcja
inwestorow jest oczekiwana i zgodna z intencjami regulatora.
7. PE: Jaka role odgrywa¢é winny rzady (i w jakim wymiarze) w zapewnie-
niu przyszlosci przedsiebiorstwom elektroenergetycznym?

PP: Pomoc rzagdow winna polega¢ na zapewnieniu dlugoterminowych i sta-
bilnych ram regulacyjnych, tworzacych jednolite pole gry dla wszystkich roz-
wigzan technologicznych w zakresie generacji zdekarbonizowanej. Regulacja
musi opiera¢ si¢ na kosztach rzeczywistych i podawac aktualng realizacje¢ osia-
gania celow penetracji OZE, polepszenia efektywnos$ci energetycznej i redukcji
emisji weglowych. Ponadto politycy musza zadbaé o zrekonstruowanie rynku
handlu emisjami (EW-ETS), ktory obecnie nie zapewnia racjonalnego poziomu
cen emisji.

RP: Dla osiagniecia przyjaznej dla srodowiska produkcji energii elektrycz-
nej w ramach UE nalezy zbudowaé zr6znicowane mechanizmy, dzialajace na
poziomie rzadow. Mechanizmy te powinny przeorientowa¢ zachowania pro-
dukcyjne i konsumpcyjne w kierunku bardziej neutralnych weglowo procesow.
Istnieje jednak obawa, ze takie dziatania mogg by¢ traktowane jako ingerowanie
w zliberalizowane rynki energii. W modelu idealnym wszystkie technologie
wytwoércze winny konkurowaé na zasadzie ekonomicznego rozdziatu obciazen,
ale oczywiscie kazda z technologii moze by¢ zwycigska, jezeli bedg zastosowa-
ne stosowne mechanizmy wsparcia. Rzady winny zapewni¢ ramy rynkowe dla
zachecenia do inwestowania, nieodzownego w celu umozliwienia zarzadzania
systemem w warunkach znacznego wzrostu udzialu odnawialnych zrodet ener-
gii (co witasnie wynika z polityki rzadowe;).

TT: Dzigki demokracji opinia publiczna zyskata mozliwo$¢ oddziatywania
na zmiany polityki energetycznej w okresach (3+5) lat, podczas gdy okresy
sptaty z inwestycji w elektrownie i infrastrukture sieciowg wynoszg (5—15) lat, a
czasami nawet dluzej. Niepewno$¢ regulacyjna pogarsza klimat do inwestowa-
nia.

Tak wigc ochronie podlega¢ powinny jedynie rozwigzania technicznie efek-
tywne oraz przedsicbiorstwa o zdrowym potencjale finansowania.

2. Podsumowanie

Zakres dyskusji panelowej wykracza poza problem sygnalizowany tytutem
rozdziatu, jednak wyzwanie integracyjne (ktore doczekalo si¢ juz czytelnego
akronimu ,,i-RES”) jest dzi$§ i w dajacej si¢ przewidzie¢ przysztosci problemem
kluczowym dla elektroenergetyki nie tylko w wymiarze europejskim. Synteza
wypowiedzi panelistow jest istotnym wskazaniem drogi ewolucyjnej rowniez w
skali globalne;.
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Podczas spalania wegla nastgpuje uwalnianie zawartej w nim rteci, ktéra w postaci utlenianej
oraz metalicznej przedostaje si¢ do instalacji odsiarczania spalin a nastgpnie w pewnej czgsci
réwniez do Srodowiska. Dla oceny wptywu jonoéw rteci znajdujgcych si¢ w 10S na odpornosé
korozyjna stali 304 oraz stopéw 59 i 31 wykonano badania potencjodynamiczne. Badania wyka-
zaly, ze obydwa stopy niklu wykazuja petng odporno$¢ w roztworze symulujagcym warunki wy-
stepujace w 10S niezaleznie od st¢zenia jonow rteci. Stal 304 ulega korozji wzerowej w obecno-
$Sci jonow chlorkowych. Szybkos¢ korozji tej stali ulega ograniczeniu w obecnosci jonéw fluor-
kowych.

1. Wprowadzenie

W ostatnich latach tematem obecnos$ci rteci w weglu i przedostawaniu sig
jej podczas spalania do atmosfery zajmowato si¢ wiele jednostek badawczych i
naukowych na $wiecie. Problem emisji rtgci do atmosfery dotyczy w znacznym
stopniu energetyki krajowej opartej] w przewazajacej cze$ci na weglu. Rte¢ w
weglu kamiennym lub brunatnym moze wystegpowa¢ w postaci mineratow ta-
kich jak np. cynober, piryt czy sfaleryt. Zawarto$¢ rteci w weglach polskich
ocenia si¢ na 50 - 150 ng/g w weglu kamiennym i od 120 do 370 ng/g w weglu
brunatnym [1].

W procesie spalania wegla nastgpuje szereg reakcji chemicznych, ktoére
prowadzg do rozktadu zwigzkéw chemicznych zawierajacych rte¢. W tempera-
turze spalania wegla w komorze paleniskowej kotla, Hg wystepuje w postaci
par rteci metalicznej. Na skutek procesow chemicznych i fizycznych, zachodza-
cych w czasie kiedy spaliny opuszczaja kociot, rte¢ moze przechodzi¢ w formy
utlenione (Hg™") oraz wiazaé si¢ z czastkami lotnego popiotu (Hgp). Podziat
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rteci pomigdzy rozne jej formy wystepujace w spalinach wychodzacych z ko-
ttow weglowych jest mocno zréznicowany. Zawartos$¢ rteci w odpadach paleni-
skowych wskazuje, ze znajduje si¢ ona gltdéwnie w popiele lotnym, a tylko nie-
wielka jej cze$¢ w zuzlu. Z doniesien literaturowych wynika, ze wielko$¢ emi-
towanej rteci zmieniala si¢ w zakresie od 10 do 90% ilosci wystepujacej pier-
wotnie w weglu. [2-4]. Do atmosfery dostaje si¢ ona w postaci rteci metalicznej,
w postaci latwo rozpuszczalnych w wodzie zwiazkéow Hg*™ lub zaadsorbowana
na czastkach popiotow lotnych. W Polsce w 2005 roku warto$¢ emisji rtgci do
atmosfery szacowano na poziomie 20 Mg/rok. W 2009 roku udziat sektora
energetycznego w tej emisji oceniano na blisko 60%.

Powodem duzego zr6éznicowania w wielko$ci emisji Hg w elektrowniach sg
odmienne warunki pracy poszczegélnych jednostek kotlowych, w tym: sktadu
wegla, konstrukcji kotta i warunkow jego pracy oraz wlasciwosci czastek lotne-
go popiotu, ktore prowadzg do odmiennych mechanizmoéw reakcji chemicznego
przeksztatcania zwigzkow rteci. Stopien usuwania rteci zalezy gtéwnie od stop-
nia przejscia rteci metalicznej do rteci utlenionej (gtownie do HgCl,).

Jak dotad wsrdd badaczy brak jest zgodnosci dotyczacej zwigzku migdzy
stopniem uweglenia spalanego paliwa weglowego a emisja rtgci. Obserwowano
jednak, ze w kotlach, w ktorych spalano wegle kamienne nastepowato wieksze
obnizenie emisji rtgci niz w tych, w ktérych spalano wegle brunatne. Moze to
by¢ wynik dostatecznie duzej zawartosci chloru w weglu kamiennym, wystar-
czajacym do utlenianie Hg” do Hg™. Rteé¢ w postaci utlenionej usuwana jest ze
spalin zar6wno w odpylaczach suchych, mokrych jak i pot-suchych. Skutecz-
no$é¢ usuwania Hg”" w elektrofiltrze wynosi 30-40%, a w instalacji mokrego
odsiarczania mozna osiggna¢ wartos¢ 80-90%. Stopien redukcji zawartosci rteci
metalicznej w IOS jest obecnie niewielki i zgodnie z danymi literaturowymi
udaje si¢ uzyskac 26,6% [5].

Skuteczno$¢ usuwania rteci i jej zwiazkow w wyniku adsorpcji na czast-
kach niesionego przez spaliny popiotu jest zalezna od zawartosci niespalonego
wegla w popiele. Im gorszy proces spalania, czyli im wigksza zawarto$¢ niespa-
lonego wegla w popiele, tym mniegjsza jest emisja rteci i jej zwigzkow [4]. Za-
wartos$¢ rteci i1 jej zwigzkoéw w emitowanych spalinach maleje wraz ze wzro-
stem stezenia sadzy w spalinach. Badania zawartosci rtgci w popiele lotnym
przed elektrofiltrami wykazaty jego duza pojemnos¢ sorpcyjng [6, 7]. Wynika
to z dobrze rozwinigtej porowatej powierzchni stanowigcej potencjalny adsor-
bent dla rteci, szczegdlnie w obecnosci niespalonego wegla [8-9].

W absorberach instalacji mokrego odsiarczania spalin usuwane sg zawarte
w spalinach utlenione zwigzki rteci (glownie HgCl,) przecietnie w ilosci okoto
70% (rozpuszczalno$¢ chlorku rteci rosnie wraz ze wzrostem temperatury od
36 g/dm’® w 0°C do 4800 g/dm’ w 100 °C). Réwnoczesnie moze wystepowaé
zjawisko reemisji rtgci z absorbentéw SO,. Zdarzaja sie przypadki, ze prawie
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cata zawartos$¢ rteci utlenionej usuwana jest w odpylaczach i do absorbera do-
ciera tylko niesiona przez spaliny rt¢¢ metaliczna [4].

W ramach prowadzonych badan postanowiono za pomoca pomiaro6w pola-
ryzacyjnych sprawdzi¢ jak obecno$¢ rteci w gazach spalinowych moze wpty-
wac na odporno$¢ korozyjna stopoéw niklu i stali wysokostopowej, stosowanych
w instalacji odsiarczania spalin.

2. Metodyka i zakres badan

Pomiary stalopradowe, w tym potencjodynamiczne, pozwalaja uzyska¢ wie-
le interesujacych informacji o odpornosci korozyjnej materialu w badanym
srodowisku. Zazwyczaj prowadzi si¢ je w warunkach laboratoryjnych, gdyz w
warunkach polowych pojawia si¢ szereg problemoéw natury technicznej. Bada-
nia prowadzono przy uzyciu potencjostatu w uktadzie trojelektrodowym przy
zastosowaniu naczynka pomiarowego przedstawionego na rys. 1. Pomiar pole-
gal na otrzymaniu zalezno$ci migdzy potencjatem elektrody badanej a gestoscia
pradu (krzywe polaryzacyjne). Z krzywych polaryzacyjnych wyznacza si¢ wiel-
kosci pradow korozyjnych, a co za tym idzie szybko$¢ niszczenia materiatu.

EP EB
O @] K

o &

Kt

| =
. ﬁi 8
- o/
Rys. 1. Schemat naczynia elektrochemicznego do badan statopradowych. EB — elektroda badana,

EP — elektroda pomocnicza, EO — elektroda odniesienia, K — klucz elektrolityczny,
E — roztwor elektrolitu, L — kapilara Luggina

Badania potencjodynamiczne wykonano dla probek ze stopow Alloy31 i
Alloy59 oraz dla stali AISI typu 304. Stosowano roztwory kwasu siarkowe-
go(VI) zawierajace siarczan(IV) sodu w obecnosci jonéw chlorkowych i fluor-
kowych. Stezenie kwasu siarkowego(VI) bylo state i wynosito 1g/dm’. Stezenie
siarczanu(I'V) sodu (a wlasciwie wodorosiarczanu(IV) sodu, NaHSO;) wynosito
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1 g/dm® i 20 g/dm’, stezenie chlorku sodu: 2 g/dm’® i 100 g/dm’, a fluorku
2 g/dm’. Stezenie jonow Hg™" ustalono na: 1 mg/dm’, 2 mg/dm’, 5 mg/dm’
i 10 mg/dm’. Jony rteci wprowadzano do roztworu w postaci mianowanego
roztworu Hg(NO;),. Krzywe polaryzacyjne badanych materiatow uzyskano
w dwoch roztworach bazowych:

LA”: kwas siarkowy(VI) z dodatkiem siarczanow(IV) (1 g/dm’), chlorkow
(2 g/dm’) i przy zmieniajacym sie stezeniu jonow rteci(Il);

,B”: kwas siarkowy(VI) z dodatkiem siarczanow(IV) (20 g/dm®), chlorkow
(100 g/dm?*), fluorkéw (2 g/dm’) i przy zmieniajacym sie stezeniu jondw rte-
ci(ID).

Krzywe polaryzacyjne bedace zbiorem danych pomiarowych oznaczano na-
zwami plikow (ciagami liter i cyfr) w nastgpujacy sposob: na pierwszym miej-
scu umieszczano nazwe¢ materialu (304, 31 lub 59), dalej nastepowata litera S
oznaczajaca kwas siarkowy, litery H, Cl oraz F i wystgpujace po nich liczby
oznaczaja: siarczany(IV), chlorki, fluorki i ich stezenia wyrazone w g/dm’.
Przyktadowo nazwa pliku: 59SCI100H20F2Hg10 informuje, ze badany byt stop
Alloy 59 w kwasie siarkowym(VI) o stezeniu 1 g/dm’ zawierajacym 100 g/dm’
chlorku sodu, 20 g/dm® siarczanu(IV) sodu, 2 g/dm’ fluorku sodu i stezeniu
jonow Hg”" 10 mg/dm’. Przed pomiarem probki byly eksponowane 10 minut w
roztworze. Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne rejestrowano poczynajac
od potencjatu —0.5 V (wzglgdem nasyconej elektrody kalomelowej) z szybko-
$cig zmiany potencjal 1 mV/s.

Badane probki o powierzchni 1 em® zalewano w zywicy epoksydowej, wy-
prowadzajac przewod elektryczny dla doprowadzenia pradu. Przed przeprowa-
dzeniem pomiaru probki szlifowano na papierze sciernym o gradacji 400.

3. Wyniki badan polaryzacyjnych

Na rysunkach 2-9 przedstawiono potencjodynamiczne krzywe polaryzacyj-
ne badanych materialow w réznych roztworach.

Wzrost stezenia Hg”" powoduje zwiekszenie gestosci pradu w obszarze pa-
sywnym — z jednej strony — ale zmniejsza prawdopodobienstwo wystapienia
korozji wzerowej — z drugiej strony. (rys. 2). Stop 59 w roztworze o skladzie
(g/dm*): 1 H,S04, 1 NaHSOs, 2 NaCl, oraz od 1 do 10 mg/dm’ Hg*", nie ulega
korozji wzerowej. Najmniejszej szybkosci korozji nalezy oczekiwa¢ w roztwo-
rze zawierajacym 1-2 g/dm’ jonéw Hg®" (rys. 3). Podobnie jak stop 59 bardzo
dobrg odpornos¢ korozyjng w roztworze symulujacym $rodowisko I0S w obec-
nos$ci jonow rteci wykazuje stop 31.
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Rys. 2. Wplyw stezenia jonéw Hg®* (1 mg/dm’®, 2 mg/dm®, 5 mg/dm?® i 10 mg/dm?)
na potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne stali 304 w roztworze kwasu siarkowego(VI)
(1 g/[dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (1 g/dm?) i chlorek sodu (2 g/dm®)
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Rys. 3. Wplyw stezenia jonoéw Hg”" (1 mg/dm®, 2 mg/dm’, 5 mg/dm’ i 10 mg/dm®)
na potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne stopu 59 w roztworze kwasu siarkowego(VI)
(1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (1 g/dm®) i chlorek sodu (2 g/dm®)
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Rys. 4. Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne badanych materialow w roztworze kwasu
siarkowego(VI) (1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (1 g/dm®), chlorek sodu (2 g/dm’)
ijony Hg*" (1 mg/dm®)
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Rys. 5. Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne badanych materialdéw w roztworze kwasu
siarkowego(VI) (1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (1 g/dm?), chlorek sodu (2 g/dm?)
ijony Hg*" (10 mg/dm®)
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W roztworze o skladzie (g/dm3): 1 H,SO,, 1 NaHSO;, 2 NaCl, oraz
1 mg/dm’® Hg™", stal typu 304 ulega korozji wzerowej. Swiadczy o tym przebieg
krzywej anodowej z krotkim obszarem pasywnym (rys. 4). W roztworze zawie-
rajacym 10 mg/dm’ Hg®" prawdopodobienstwo wystapienia korozji wzerowej
stali typu 304 jest mniejsze niz w roztworze zawierajgcym 1 mg/dm’ jonow
Hg*". Gestosci pradow obszarze pasywnym stopow 31 i 59 sa kilkunastokrotnie
nizsze niz stali typu 304 (rys. 5).
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Rys. 6. Wplyw stezenia Hg?" (1 mg/dm’, 2 mg/dm®, 5 mg/dm?® i 10 mg/dm?)
na potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne stali 304 w roztworze kwasu siarkowego(VT)
(1 g/dm’) zawierajacego siarczan(IV) sodu (20 g/dm?), chlorek sodu (100 g/dm”)
i fluorek sodu (2 g/dm3),

W roztworze o bardzo duzym stezeniu jonoéw chlorkowych i siarczano-
wych(IV), o sktadzie (g/dm®): 1 H,SO4, 20 NaHSOs, 100 NaCl i dodatkowo 2
NaF oraz od 1 do 10 mg/dm® Hg*, stal typu 304 ulega korozji wzerowej. Ste-
zenie jonéw Hg”>" nie ma wplywu na korozje wzerowa tej stali (rys. 6). W roz-
tworze tym korozji wzerowej nie ulegaja natomiast stop 31 (rys. 7) i stop 59
niezaleznie od zawarto$ci jonow rteci. Stezenie jonéw Hg” nie ma wigkszego
wplywu na ksztatt krzywych polaryzacyjnych tych stopow.

W roztworze o sktadzie (g/dm’): 1 H,SO,, 20 NaHSOs, 100 NaCl, 2 NaF
oraz 1 mg/dm’ Hg*" (niskie stezenie jonow Hg>") stal typu 304 ulega korozji
wzerowej, a stopy 31 1 59 sg odporne na ten typ korozji (rys. 8). Przy zwieksze-
niu stezenia jonéw rteci do 10 mg/dm’ przebieg krzywych polaryzacyjnych, a
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tym samym odporno$¢ na korozje wszystkich badanych materialéow nie ulega
zmianie (rys. 9).
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Rys. 7. Wplyw stezenia Hg”* (1 mg/dm?, 2 mg/dm®, 5 mg/dm® i 10 mg/dm”)
na potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne stali stopu 31 w roztworze kwasu siarkowego(VI)
(1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (20 g/dm®), chlorek sodu (100 g/dm?)
i fluorek sodu (2 g/dm?)
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Rys. 8. Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne badanych materiatdéw w roztworze kwasu
siarkowego(VI) (1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (20 g/dm®), chlorek sodu (100 g/dm?),
fluorek sodu (2 g/dm?) i jony Hg** (1 mg/dm®)
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Rys. 9. Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne badanych materiatdéw w roztworze kwasu
siarkowego(VI) (1 g/dm®) zawierajacego siarczan(IV) sodu (20 g/dm?), chlorek sodu (100 g/dm?),
fluorek sodu (2 g/dm®) i jony Hg®" (10 mg/dm?)

4. Whnioski

Potencjodynamiczne krzywe polaryzacyjne stali typu 304 w roztworze ,,A”
(H,SO, — 1 g/dm’, NaHSO; - 1 g/dm’, NaCl - 2 g/dm’) wykazujg rozny prze-
bieg w zaleznosci od stezenia jonow Hg(Il). Krzywe rejestrowane w pierwszych
momentach pomiaru (pomiar rozpoczynano przy potencjale —0.5 V) sktadajg si¢
Z na przemian zmieniajacych si¢ fragmentéw anodowych i katodowych. Moze
to by¢ zwigzane z zachodzeniem reakcji redukcji i utleniania jonow rteci oraz
wynika¢ z niestabilno$ci roztworu w obecnosci stali 304 w warunkach niskich
potencjatéow (od —0,5 do —0,2 V). Takiego zachowania nie obserwuje si¢ na
krzywych polaryzacyjnych stopow 31 1 59.

W roztworze ,B” (H,SO4 — 1 g/dm’, NaHSO; - 20 g/dm’, NaCl - 100
g/dm’, NaF — 2 g/dm’) nie pojawiaja sie na przemian zmieniajace si¢ fragmenty
anodowe i katodowe krzywych polaryzacyjnych. Przy wielokrotnie wigkszym,
w poréwnaniu do roztworu ,,A”, stezeniu siarczanu(IV) sodu i chlorku sodu,
moze to by¢ wynikiem ich ekranujacego dzialania. Z drugiej strony rozwor ,,B”
zawiera dodatkowo jony fluorkowe, o ktérych wiadomo, ze wywierajg korzyst-
ny wplyw na podniesienie odpornosci stali typu 304 na korozje wzerowa. W
efekcie stal typu 304 ulega korozji wzerowej z mniejsza szybkoscia. Przy po-
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tencjale ok. 0,1 V obserwuje si¢ gwaltowny wzrost pradu niezalezny od stezenia
jonow Hg*".

Stopy 31 1 59 nie ulegajg korozji wzerowej w zadnym z roztworow. Jony
Hg”", ktorych stezenie mieéci sie miedzy 1 mg/dm® a 10 mg/dm® w roztworach
»A” 1,,B” nie maja widocznego wptywu na ksztatt krzywych polaryzacyjnych
obu badanych stopéw niklu.
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The chapter presents the results of experimental studies conducted during the launch of the
first in Poland demonstration prototype of the micro ORC coupled to a domestic gas boiler. The
accomplished studies indicated the possibility for the ORC module to work with such boiler
(autonomous source of heat) with a prototype single-stage axial micro turbine as the expansion
machine. Confirmation of that fact has been delineated in the recorded temperature and pressure
in characteristic points of the steam cycle, as well as the rates of heat, turbine power and the
power of generated electricity. The prototype of the micro CHP is innovative due to the compact-
ness of the system, mobility and dedicated solutions of heat exchangers such as evaporator and
condenser. Domestic gas boiler, fitted with a steam turbine with ethanol as the working fluid, can
be called the third generation boiler, where electricity is produced as a byproduct sufficient to
cover the needs of the individual household.

1. Introduction

With the increase in demand for various energy carriers, there arises a no-
ticeable trend is the search for new forms of electricity production. In recent
years, energy production tends to the distributed energy based on local energy
sources and technologies using fossil fuels and renewable energy sources. One
way to improve the efficiency in the use of these sources is autonomous energy
production in the form of electricity and heat in individual households. Such a
solution could also contribute to greater safety in terms of fuel and energy sup-
plies. The fact that the cogeneration ORC technology is promoted by the legis-
lative bodies of the European Union should also be emphasized. This resulted in
a record used in the Directive [10]. This is also consistent with the national
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strategy of sustainable development [1]. Bearing in mind the continuous techno-
logical development, the co-production of electricity and thermal energy in
small households becomes possible. Examples of solutions to the aforemen-
tioned micro-cogeneration is a gas engine [2], micro-gas turbine [3], fuel cells
with efficient electrolysis [4], Stirling engine [5], or a system with the use of
organic Rankine cycle (ORC) [6,7.8].

To meet the expectations posed by the energy future of small-scale, authors
have attempted to create a prototype unit for the cogeneration of electricity and
heat to cover the needs of individual households. The idea of operation of the
system is based on the organic Rankine cycle cooperating with a gas boiler with
a thermal power of 25 kW as an autonomous source of heat. This chapter pro-
vides a summary of the construction and commissioning of the demonstration
prototype of micro-CHP. In the opinion of the authors the prototype bears the
symptoms of innovation due to the compactness of the unit, its mobility and
dedicated solutions of heat exchangers such as evaporator and condenser. The
inherent feature of the CHP unit is the fact that due to implementation of etha-
nol as a working fluid there is no need for additional heat exchanger, namely the
regenerator, which must be present in case of using the so called dry fluids, i.e.
the fluids exhibiting a positive slope of the vapour saturation line in tempera-
ture-entropy coordinates. Such regenerator is used to transfer heat from vapour
after the expansion process to preheat the liquid before the boiler. The concept
of combining a domestic gas boiler with the ORC module is discussed in detail
in [9]. The principle of operation of the system implementing the Organic Ran-
kine cycles does not differ from the fundamental principles of classical steam
power plant operating in line with the Clausius-Rankine (CR) sequence of pro-
cesses, where water is the working fluid. The essential difference in ORC instal-
lation is the use of low-boiling substance as working fluid. This allows the use
of low temperature energy source for the preparation of the saturated / super-
heated vapour of working fluid, and the circuit itself is characterized by lower
temperatures and pressures. Therefore, from the point of view of the user the
ORC technology is safer, especially for use in households.

Practical development of the ORC module in a small scale poses a techno-
logical challenge. The main requirements faced by the designers of the proto-
type version of the domestic micro CHP were:

e [Implementation of ORC technology in a substation of an individual house-
hold,

e production of thermal energy for own needs and electricity production asso-

ciated with it,

use of a gas boiler as a heat source in the micro heat and power station,

compactness and mobility of the cogeneration system,

use of organic working fluid in the vapour system,

implementation of innovative heat exchangers (evaporator and condenser),
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e solving the innovative application of vapor turbine working with ethanol as
the working fluid.

2. Description of a prototype domestic CHP

For the prototype of domestic CHP, the ORC system is a kind of the add-on
module for a gas boiler DTG X 23 N, which in the commercial version is offered
by De Dietrich to the domestic market. This kind of boiler has been modified by the
authors to operate with thermal oil as heat carrier and subsequently tested at the high
temperatures [11]. The schematic of a laboratory facility is shown in Fig. 1. Axo-
nometric view of the micro demonstration ORC installation with the gas boiler is
shown in Fig. 2a. The overall view of the facility is presented in the form of
photograph in Fig. 2b.

R Ao oory X 2 3 10 1

1

Fig. 1. Schematic of the laboratory installation; 1- gas boiler De Dietrich DTG, 2- oil circulation
pump, 3- oil flow meter, 4- evaporator, 5- ball valve, 6- manometer, 7- safety valve, 8- ball valve,
9- compensation vessel, 10- mass flow meter, 11- pump of working fluid, 12- throttle valve,
13- ball valve, 14- expander, 15- alternator, 16- condenser, 17- water meter, 18- throttle valve

Following is a brief description of the principles of operation of the facility
- notation used in the description corresponds to the indicators used in Fig. 1.
As previously mentioned, an autonomous source of heat for the ORC is the
micro gas boiler (1) in which the chemical energy of the fuel (natural gas) is
converted into thermal energy received by thermal oil. Oil is an intermediate
heat transfer medium circulating in a closed loop between the boiler and evapo-
rator (2) of ORC module with ethyl alcohol as the working fluid. Oil circulation
in the loop is ensured by the circulation pump (10) with a maximum capacity
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3.5 m3/h and a maximum lifting height of 6 m. Vane flow meter (9) was used to
measure the volumetric flow of oil. Circulation of ethyl alcohol in a closed loop
of ORC module is provided by a hermetic gear pump with magnetic coupling
(7) of a nominal capacity of 431 1/h at a differential pressure of 10.3 bar. The
adjustment of the pump’s efficiency is carried out by changing the frequency, or
by using a manually operated throttle valve - installed in the form of "by-pass".
Coriolis mass flow meter (8) with signal converter was used to measure the
flow of ethanol. Alcohol passing through the evaporator receives heat energy
from the thermal oil and evaporates to reach the state of superheated steam with
applied appropriate heat flux. Saturated / superheated steam is ultimately di-
rected to the turbine (3), where it expands and then flows to the condenser (4).
During the facility start-up phase the turbine is bypassed by the throttle valve
(6) to obtain required vapour parameters. After that the valve is opened. The
condenser is cooled by network water. After the condensation process, the ethyl
alcohol is routed to the tank (5).

De Dietrich gas boiler DTG X 23 N features the open combustion chamber,
electronic ignition with ionisation flame control, atmospheric burner able to
burn all kinds of natural gas and liquefied petroleum gas. In addition to the main
burner, boiler is also equipped with an ignition burner, which enables "soft"
(inexplosive) start of the main burner. The boiler’s body is made of thermal
shock and corrosion-resistant eutectic cast iron.

During the test phase of the facility the function of the evaporator was per-
formed by the in-house design and manufacture of the shell and tube heat ex-
changer, with circular minitubes [12]. It is equipped with turbulizing baffles
inside the jacket. Heat exchange surface of the heat exchanger is 0.4m’. All the
components of the heat exchanger were made of stainless austenitic chromium-
nickel steel. Connections were made with the use of TIG welding technology.
The outer jacket was made of a pipe having an inner diameter of 67 mm and a
wall thickness of 3 mm. The jacket’s input constitutes a hexagonal arrangement
of 103 pipes of the active length of 310 mm, an inner diameter of 2 mm and a
wall thickness of 1 mm. Frontal surface of the exchanger, similarly to the in-
put’s tube sheets, was made of 5 mm thick sheet metal.

The function of the condenser was performed by a shell and tube heat ex-
changer with mini tubes - the mirror structure of the evaporator. A view of the
installed heat exchanger is shown in Fig. 3. ORC turbine was connected with
the condenser by means of a flexible compensator providing the damping in the
system.
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Fig. 2. A micro-CHP — axonometric view: 1- gas boiler, 2- evaporator , 3- turbogenerator,
4- condenser, 5- tank with ethanol, 6- throttle valve, 7- ethanol circulating pump, 8- ethanol flow
meter, 9- oil flow meter, 10- oil circulating pump, 11- inlet oil, 12- gas connector, 13- exhaust
B- overview of micro-CHP with gas boiler

Steam microturbine together with power generator (shown in Fig. 3) has
been designed and manufactured specifically for the needs of the micro ORC
prototype with ethanol as the working fluid. Power generator is built on the
turbine shaft, directly behind the low pressure part. Micro axial turbine is
equipped with a single stage supersonic turbine (nominal rotor speed up to
30 000 rpm), designed with a specific view to cooperate with the ethyl alcohol
vapor. Computational parameters of the thermal alcohol vapors are: steam pres-
sure at the inlet to the turbine 7 bar, vapor pressure of the expansion in turbine
1 bar, mass flow rate of 25 g/s.
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Fig. 3. View of turbine connected with condenser through compensator: 1- turbogenerator,
2- compensator, 3- condenser

3. Experimental analysis

On the basis of own theoretical analysis and experimental studies conducted
earlier anhydrous ethyl alcohol was selected as a working fluid for the ORC
module [13]. Physical properties necessary for the calculation of the fluid prop-
erties, were taken from REFPROP 9.0 [14].

In the first stage of experimental analysis examining the cooperation of a
gas boiler with ORC module, supporting the start-up of the demonstrative sta-
tion, was conducted an analysis of the efficiency of the heat exchangers (evapo-
rator and condenser) module installed in the ORC. In this case, the expansion
valve was the element acting as the expander. The results of measurements and
calculations for the evaporator are summarized in Table 1 and results for the
condenser are summarized in Table 2. In addition to the list of mass flow rate,
temperature and pressure, in the tables are also presented heat exchanger effi-
ciency and dryness factor of ethanol (x) at the outlet of the evaporator (Table 1)
and in the input to the condenser, ie. after the throttle valve (Table 2).

At this stage of the study it was demonstrated that the adapted boiler can
produce saturated steam of ethyl alcohol with a dryness factor close to unity, by
the mass flow in the range from 15 to 20 g/s and a pressure in the range 3.6 +~
5.1 bar, which corresponds to the saturation temperature in the range 115 +
126 °C. The results served as a basis to try to start micro CHP together with the
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micro-turbine - second stage. All components of the station remaining in high-

temperature area were covered with thermal insulation to reduce heat losses.

Table 1. Energy balance for the ORC evaporator

thermal oil ethanol

| ritg| t | tw | Oy | Bla| o | tu | P x

g/s °C °C kW g/s °C °C bar -
1 | 297 167,0 | 142,0 | 17,66 20 42,4 119,0 | 4,15 0,858
2 | 267 164,5 | 138,5 | 16,41 20 38,1 116,4 | 3,80 0,835
3 | 369 159,0 | 139,0 | 17,43 20 49,8 116,1 3,86 0,847
4 | 352 159,0 | 138,6 | 16,97 16 53,3 115,1 3,70 0,998
5 | 287 162,0 | 137,7 | 16,47 17 51,7 114,8 | 3,59 0,974
6 | 258 165,5 | 138,2 | 16,66 18 49,8 1150 | 3,65 0,910
7 | 201 173,5 | 139,1 | 16,45 18 50,4 1150 | 3,70 0,921
8 || 171 178,5 | 140,3 | 15,81 18 51,3 1152 | 3,72 0,884
9 | 151 183,8 | 140,9 | 15,50 18 51,4 114,8 | 3,63 0,894
10 | 146 1874 | 145,1 14,95 15 50,2 120,6 | 4,40 0,997
11 | 141 193,5 | 149,5 | 15,14 15 46,6 126,1 5,11 0,998

Measurements of physical quantities obtained during the research of the
working ORC module allowed to perform the following calculations: rate of

heat received by the working medium (ethanol)

in the evaporator

(Q in), rate of heat in the cooling water in the condenser (Q out), theoretical effi-

ciency of implemented thermodynamic cycle (1), maximum efficiency, i.e.
Carnot cycle efficiency in the min / max working temperature (1c), and exergy
efficiency (np). The results of measurements and calculations are summarized in
Table 3. The table additionally features mass flow rates of ethanol, temperature,
and pressure, exchangers’ heat efficiency, and the degree of dryness of ethyl
alcohol vapor x at the turbine’s exit.
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Table 2: Summary of energy balance for the ORC condenser

ethanol water

Lp | fite| t P ot e e | e | O,
g/s °C Bar - °C g/s °C °C kW

1] 20 862 | 135 | 0,846 | 38,7 100 124 | 528 | 16,98

2 20 85,4 1,33 0,804 39,4 91 12,4 55,0 16,22

3 20 88,6 1,51 0,811 50,4 70 12,8 68,7 16,35

4 16 88,6 1,49 0,985 45,0 70 13,1 66,9 15,80

5 17 88,2 1,49 0,943 44,3 71 13,2 66,2 15,63

6 | 18 882 | 149 | 0,871 | 4509 70 13,5 66,1 | 1539

7 | 18 885 | 149 | 0,899 | 468 70 13,6 | 67,5 | 15,76

8 18 88,6 1,51 0,876 46,5 70 13,7 66,7 15,44

9 18 88,4 1,49 0,868 45,5 70 13,7 66,2 15,36
10 | 15 87,6 1,44 0,981 39,9 70 13,7 63,3 14,58
11 15 87,0 1,42 0,976 40,1 70 13,7 62,5 14,34

Turbine start-up occurred at a certain margin with respect to the design pa-
rameters - this concerned both the reduced mass flow of ethanol vapor and the
pressure at the inlet to the turbine (Table 3). This kind of procedure was adopted
due to the fact of the first start-up (security considerations, bearing testing, as
well as the cooperation of the generator with power system), and due to the
absence of the automatic control system of the turbine.

Table 3. Measurement and calculations results of ORC module

O | Qu| Na | ina | o | b T | T | m,
kW | kW W g/s bar °C bar - % %
1 21,26 | 19,63 | 660 20 5,73 11304 | 1,59 | 0,98 5,45 (22,53 | 24,19
2 21,29 | 19,19 | 708 20 5,29 1129,6 | 1,53 | 0,96 | 5,73 |20,66 | 27,72
3 21,48 | 18,84 | 764 19 6,04 |143,2 | 1,56 | 0,99 | 6,20 [23,54 | 33,33
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In addition to the thermodynamic analysis of the entire circuit, the perfor-
mance characteristics of the turbine was also made. Time distributions of alco-
hol vapor pressure at the inlet (Py) and the outlet of the turbine (P,), were also
recorded, together with rotor speed (n) and generated output of an electric cur-
rent (N.). The outlined characteristics of the generator’s load resistance of 115
Q is shown in Fig. 4 (in the dimensional form). In contrast, the characteristics of
the turbine generator with a load of 80 Q is shown in Fig. 5.

P, [bar]

— 165 ; . , , ,
g 1_6_ .............................................. _-. ............ .._.: ................. ;
2o 1.55 Paapimteptmrrb e R T R RS -
a 15 1 1 1 ] ]
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Fig. 4. Characteristics of a micro turbine with a generator’s load resistance of 115 Q
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Fig. 5. Characteristics of a micro turbine with a generator’s load resistance of 80 Q

4. Conclusions

This chapter presents the first in Poland demonstration prototype of a do-
mestic ORC micro-steam power plant with a gas boiler as an autonomous
source of heat. It allows the cogenerative production of thermal energy and
electricity in terms of covering the needs for the individual household. The de-
sign is innovative due to the compactness, mobility and original solutions of
heat exchangers such as evaporator and condenser.

In the course of studies it has been demonstrated that the De Dietrich gas
boiler allows to produce superheated steamof ethyl alcohol at a mass flow rate
in the range of 20 g/s at a pressure of 6 bar. Obtained thermal parameters of
steam allowed to run a prototype micro-turbine and the generation of electricity.
Reported maximum generated electrical power is 760 W.



Domestic ORC micro-CHP combined with a commercial... 261

However, it should be emphasized that the study was conducted at the low-
ered thermal parameters of alcohol vapor with respect to the design assump-
tions. In the opinion of the authors the De Dietrich gas boiler can work with
ORC module in terms of cogeneration.

The proposed solution of combining commercial heat source, which is a gas
boiler, with the ORC module can be an interesting alternative for small house-
holds. This solution enables simultaneous production of electricity and heat.
Thus, any household can become an autonomous unit for electricity generation.
It should be noted that the production of electricity in the presented installation
is only possible if there is demand for thermal energy. The expected period of
work for the installation is mainly the heating season, i.e. the period in which
water is prepared for the central heating and for utility purposes. During sum-
mer, when a household’s need for heat is reduced, it is possible to apply a dif-
ferent renewable energy technologies, such as photovoltaic for the support of
ORC module in power generation [15]. The combination of several energy
sources allows the user to become independent household on external energy
supplies.
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The work presented here is aimed at utilisation of waste heat in the reference supercritical
power plant in the manner to produce electricity in ORC installation. The waste heat is available
in the form of a stream of hot water at 90°C, recovered from the exhaust gases in the amount of
200MW. Such low enthalpy heat source is rather insufficient to produce a good quality vapour to
feed the ORC turbine. Therefore an original approach to increase temperature of the vapour of
ORC working fluid at the inlet to the turbine has been proposed through the use of heat from the
bleed steam from the low-pressure part of the steam turbine of the reference power plant. Addi-
tionally the system uses heat from the CO, capture installation. Analysis was accomplished using
the Aspen Plus numerical code. Investigated were four working fluids such as pentane, ethanol,
R236ea and R245fa. All fluids rendered the increase of the unit power and efficiency, however
the conclusion is that not always the fluid having highest thermal efficiency is capable of produc-
ing the highest power.

1. Introduction

The generation of power using industrial waste heat has been growing in the
past years. Due to the increasing energy prices, it is becoming more and more
economically profitable to recover even the low grade waste heat. An often used
solution is the transformation of waste heat into electricity using the Clausius-
Rankine cycle with organic substance as working fluid (ORC). The waste heat
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is used to produce vapour that is being expanded in the ORC turbine to generate
electricity. A drawback to the use of steam is often the limited temperature level
of the waste heat source.

The work presented here is aimed at utilisation of waste heat in the refer-
ence supercritical power plant in the manner to produce electricity in ORC in-
stallation. Therefore the precondition of the study was to use the waste heat
available in the form of a stream of hot water at 90°C, recovered from the ex-
haust gases. Such low enthalpy heat source is rather insufficient to produce a
good quality vapour to feed the ORC turbine. That was the incentive to search
for the ways of increasing the temperature of the vapour at ORC turbine inlet. In
authors opinion the steam from extraction point fits very well that idea. The
advantage here is the fact that the low-temperature cycles better fills the area of
wet vapour region in the lower temperature range and brings in such way these
cycles closer to the ideal thermodynamical cycle. Secondly, the efficiency of the
LP turbine part is much lower with steam as working fluid than the low-boiling
point fluid in ORC turbine. It is usually assumed that the efficiency of the last
stage of the steam turbine is about 60% while the organic fluid turbine efficien-
cy can be assumed at the level of 85%. In the chapter the steam from two ex-
tractions will be used to raise further temperature of the working fluid in ORC
installation. It turned out also from previous studies that the amount of heat
available in the extracted steam is not sufficient to convert all liquid to vapour
[1,2]. Therefore it was decided in the present work to aid the cycle also by heat
from the CO, capture installation. That is a completely novel solution in the
literature. It must also be remembered that the waste water at outlet from the
ORC working fluid evaporator could further be used for other purposes for ex-
ample for preliminary drying of the coal, introducing in such way a cogenera-
tive process and improving further.

This chapter considers a refinement of an original approach to increase
temperature of the vapour of ORC working fluid at the inlet to the turbine
through the use of heat from the bleed steam from the low-pressure part of the
steam turbine of the reference power plant [1]. It is a concept which the authors
have not met previously in the literature. There are in the literature solutions
regarding the sole use of heat of the bleed steam to drive the operation of the
ORC installation. One of the examples is based on the use of the total heat con-
tained in the steam bleed treated as a heat source to the ORC [2]. The authors of
that concept show the superiority of such solution over the installation, which
does not have integration with the ORC installation. Proposed by the authors
concept is improved, because it consists in the fact that apart from the waste
heat, here in the form of the stream of hot water, additional heat is used from the
bleed is used to enhance parameters of steam in the ORC installation. Use of the
steam from the extraction point has an advantage that it can be condensed in the
process of heating of ORC working fluid and in such way is better from the
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exergy destruction point of view. The objective of the present chapter is analy-
sis of operational and thermodynamic parameters of the 900 MWe supercritical
power plant using Aspen Plus code for the reference case without ORC and
with consideration of the proposed modifications. The aim is to utilize available
capacity of 200 MWt of waste heat flux in the form of hot water with tempera-
ture of 90 °C by incorporation of ORC into the system. Considered were six
potential working fluids, namely propane, isobutene, pentane, ethanol, R236ea
and R245fa with respect to obtain highest output and efficiency of the cycle.

2. The model

The concept of using heat from the steam extraction is assumed to heat-up
the working fluid in the ORC plant in two stages. In the present study it was
assumed that temperature of working fluid vapour before the ORC turbine will
be 85 °C. That is the highest level of temperature that can be obtained when
using the stream of hot water with temperature of 90 °C. In the calculations it is
assumed that the water leaving the waste heat exchanger has temperature of
50 °C. As will turn out later it is not possible to transfer the entire waste heat to
the working fluid in ORC. That is due to the fact that the underlying idea of the
heat transfer is based on the fact that waste heat is merely used for heating the
working fluid to temperature of 85 °C, whereas the remaining part will be extra
heated by condensing steam from the extraction points and heat from cooling of
compressors in the CO, capture system. Remaining part of the waste heat is
used for preheating of the feedwater, Fig. 1. Initially it was though that we can
vary the amount of steam from extraction point. The exact amount of steam to
be used for that purpose depends on the type of the working fluid in ORC instal-
lation. There must be obeyed the condition that the working fluid in ORC instal-
lation can be heated by the source, which at all conditions exceeds the minimum
temperature difference AT, so called “pinch point temperature difference”
between the hot fluid and working fluid [3]. The remaining heat comes from the
steam, which is first desuperheated, then condensed and subsequently sub-
cooled. Such arrangement assures a correct cooperation of the heat sources with
the ORC installation.
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Fig. 1. Schematic of the concept of heat supply to ORC installation with use water with tempera-
ture 90°C as well as use of LP extraction of steam, where: LP -low pressure part of steam turbine,
HE - regenerative heat exchangers, P — pump of water, G — generator, CON — condenser of water
steam, EV — evaporator, WHE - waste heat exchangers with use water with temperature 90 °C,
Torc — turbine of organic fluid, Porc — pump of organic fluid, CONggc — condenser of organic
fluid vapour [1]

As mentioned earlier in the considered case there is the rate of hot water for
disposal having temperature of #," = 90 °C in the amount of 200 MWt recovered

in the economiser E (Fig. 2). The rate of heat in water is used firstly in ORC
(WHE), but the remaining part of heat is directed for regeneration in low-
pressure heat exchangers (HE1) to increase the temperature of feed water in the
reference cycle. The later is reduced due to the fact that steam from extraction
points is used for heating the ORC and not the feedwater, as it should. From
authors earlier studies [4] it resulted that not the whole heat can be used in the
ORC, as the assumption is such heat must be cooled to 50 °C. It stems from the
accomplished calculations that the maximum rate of waste heat which can be

recovered in HE1 is Q};EF 89,4 MWt reaching the temperature of condensate

equal 87°C. It ought to be added that the pinch temperature there is 47yz=3 K.
In order to increase the amount of used waste heat the heat from CO, capture
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installation is considered this time. ORC installation with connections to steam
bleeds and CO, recovery system is shown also in Figure 2.

The hybrid system consisting of the plant and ORC is connected through
the heat exchanger where the stream of water from the exhaust gases having

temperature #,” =90 °C initially heats the ORC working fluid. Subsequently the

heat from the CO, capture is used, followed by final heating from the extraction
steam. In the considered case therefore the following rates of heat are used:
1. Steam bleeds, where steam has the following parameters: temperature

extr extr
t 1

=227 °C, pressure p;" = 2.469 bar, maximal rate of bleed steam

extr —

, 23.0 kg/s. The condensation temperature at pressure p; is 127 °C.

Such temperature level allows for reaching temperature of ORC working
fluid before turbine equal to trorc= 122°C. The bleed point allows for the

rate of heat of Oppc; = 55.1 MWH,
2. Steam bleeds, where steam has the following parameters: temperature

extr

15" =135.7 °C, pressure p;"" = 0.910 bar, maximal rate of bleed steam
s = 18,78 kg/s. The condensation temperature at pressure p, is 96.8°C.

Such temperature level allows for reaching temperature of ORC working
fluid before turbine equal to trorc=91.8 °C. The bleed point allows for the

rate of heat of Q"(“)RC,2 =44.1 MWt,
3.  Water heated in the system of heat recovery from exhaust gases to tem-

perature ¢, =90 °C transferring heat to the ORC fluid and low-pressure re-

generation; water reduces its temperature to 7. = 50 °C,

4. Utilised is the heat from compressor cooling in the carbon dioxide capture
system (AB). The operational parameters have been assumed from [5] at
the assumption that the fluid is cooled down to temperature of 90°C.

In calculations of ORC it has been assumed that the internal efficiencies of
turbine and pump are n;r = 0.9 and n;p = 0.85 respectively as well as assumed
was AT=35 K in the heat exchanger where heat transfer between the low-
boiling point fluid and the heating fluid, water/steam, takes place. A subcritical
cycle has been assumed. Additionally, it has been assumed that the boiling tem-
perature is trorc =85 °C. The condensation pressure in ORC has been assumed
at the same level as in the case of the reference cycle and is t.,,=32.8 °C. As
mentioned earlier is has been set that water from the recovery of heat from ex-

haust gases having temperature ¢,"= 90 °C transfers heat to the ORC working
fluid and low-pressure regeneration, so in effect the temperature of that water is

t)'= 50 °C. The mass flow rate of water 5" is a resultant value, dependent upon
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the used rate of waste heat. Schematic of the plant with respective elements has
been presented in Fig. 2.

I LP —@

CON

= 921 pe2
HES8 E7 HE6 HES

3 1 0
2 W [

5% 55 5 56

Fig. 2. Schematic of the supercritical plant, where: B — boiler, HP, IP, LP — high pressure part,
intermediate pressure part and low pressure part respectively, D — deaerator, HE1-HE4 — low-
pressure regenerative heat exchangers, HES—HE7 — high-pressure regenerative heat exchangers,
HES — steam cooler, P — pump, G — generator, CON — condenser [6]

2.1. CO; capture system

The system consists of such elements as exhaust gases from AB cooler,
condenser of CO, separation installation, intersection CO, cooler No. 1 and
No. 2. Such a system AB can be coupled to EVAB (vapour generator using
the heat from the CO, capture installation) or directly and hence can be the one
system (AB=EVAB — which has been assumed in calculations) or can be con-
nected by a system of pipelines, see Fig. 3.
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A

Candenser
Gas coaler Interstage cooler 1 Interstage cooler 2

Fig. 3. System of heat recovery from the carbon dioxide capture installation (AB) [34]

Following the recommendation from [5] it has been assumed that the entire
waste heat from the exhaust gases is used for the initial heating of working fluid
in the WHE. The heat from the cooled CO, and other equipment from AB has
been used to the final evaporation of the low boiling point fluid. The heat from
particular parts provides the ORC system with the following rates of heat:

e Rate of heat from exhaust gas cooler 9ppc ,=14.1 MWE,

e Rate of heat from the condenser of CO, capture installation Oppc ona
=21.0 MWt,
e  Rate of heat from the Inter-section cooler 1 9ppc . =11.4 MWH,

e  Rate of heat from the Inter-section cooler 2 9ppc p =18.7 MWL

It ought to be mentioned that the losses of efficiency of the combined plant-
ORC system have not been accounted for due to the introduction of the carbon
dioxide capture system.

In the development of the numerical model of cooperation of the 900 MWe
power unit with ORC it has been assumed that at the disposal is the theoretical
rate of heat of water equal to 200 MWt from economizer (E — economizer are
shown in Fig. 4.) which produce water with initial temperature of 90 °C from
exhaust gases. The water is attaining its parameters in the waste heat recovery
system where rate of heat is removed from the flue gases to water in economizer
(E). Such water can be used for the heating of ORC in waste heat exchanger
(WHE) or can be used in heat regeneration in low-pressure heat exchangers
(HE1). A novelty in the present work is the fact that the ORC is additionally
being heated by the bleed steam in evaporator (EV).
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Fig. 4. General schematic of the supercritical power plant cooperating with ORC , where: B —
boiler, HP, IP, LP — high pressure part, intermediate pressure part and low pressure part
respectively, D — deaerator, HE1-HE4 — low-pressure regenerative heat exchangers, HES—-HE7 —
high-pressure regenerative heat exchangers, HE8 — steam cooler, P — pump, G — generator, CON
— condenser of water steam, EV — ORC evaporator, WHE - waste heat exchanger with use water
with temperature 90°C, Torc — turbine of organic fluid, Porc — pump of organic fluid, CONggc —
condenser of organic fluid vapour, E — economizer which produce water with temperature 90 °C
from exhaust gases, AB — heat recovery from CO, capture installation, EVAB — vapour generator
from the CO, capture

3. Results of calculations

Analysis has been accomplished for two assumptions, namely with and
without utilization of heat from the CO,, capture installation. In the first in-
stance the results for the case of ethanol as working fluid will be presented. In
case of considering heat from the CO, capture installation the mass flow rate of
ethanol was equal to 147.74 kg/s and was 2.31 times greater than that when that
heat was not used. The efficiency of 7_=52.304% and r_=53.080% was ob-

tained respectively for the case without and with use of heat from carbon diox-
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ide capture installation. In both these cases the heat from extraction points was
considered. To remind the reference efficiency of the cycle is 7, =51.958%.
The total generated power was also increased to amount to N,z=931.27 MWe.
In table 1 presented are the results of calculations. For the case of the power
plant in which the heat from CO, capture installation was used the rate of heat
from that installation was 72.1 MWt, however again only a small proportion of
waste heat was used, namely 100.16 MWt (50.08%) and 114.25 MWt (57.13%),
in case of without and with use of AB installation. In all considered cases the
heat from extraction point 1 with the temperature of 227°C was used in the

amount QgRC,l =55.09 MWt, which was used to evaporate the ethanol. On the
other hand from the extraction point 2 featuring temperature of 135°C only
Oprea=1.48 MWt was used without AB system, and Qpgc,=3.41 MWt with

it. The rate of heat from the second extraction point was used to heat the ORC
working fluid from temperature of 85 °C to 91.8 °C. The overall increase of the
hybrid system efficiency to unprecedented 7,, = 53.08% must be appreciated in
the case where the heat from CO, capture installation. The highest increase of
power accompanying that fact was equal to AN, zy = 31.78 MWe. It ought to be
stressed that in the analysis it was not considered by how much the overall effi-
ciency of the system will drop due to the presence of CO, installation.

Table 1. Analysis of the hybrid cycle in case of ethanol as ORC working fluid

Assumption
Parameter Symbol | Unit | Nomimal "G out CO, with CO,
value R .
capture installa- | capture instal-

tion lation
Electric efficiency of hybrid n % 51.958 52304 53.080
system re
Increase of electric efficiency of A 7. % 0 0344 1122

hybrid system
Electric power of hybrid system Neru MWe 899.49 915.84 931.27

Increase of electric power of

hybrld system ANF[RU MWe 0 16.35 31.78
Electric power of the power

plant N | MWe | 899.49 904.06

ORC power N, orc MWe 0 11.78 27.21
Pumping power in ORC regen- Nooroe MWe 0 -0.002 -0.004
eration PORC ) )
Pumping power in HE1 regener- N MW 0 0.02

ation PHEI ¢ )

Return water temperature ty3 °C 310 303.36 302.28
Rate of heat in boiler 0, MWt 1731.13 1751.05 1754.47
Rate of heat in boiler to heat Qs,m MW 137714 1397.06 1400 48

fresh steam K1
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Rate of heat in boiler to heat :
secondary steam K2 a2 MWt 33399 33399
Rate of heat for regeneration .
HEL (o MWt 89.40 89.40
Total rate of heat supplied to| .
ORC Oore MWt 0 67.33 155.48
Rate of heat for sensible heating | O P.ORC
of ORC working fluid : MWt 0 16.03 37.02
Rate of heat for evaporation of | O EV.OR(
ORC working fluid ORG MW 0 51.30 118.46
Rate of heat from the bleed with | .s
temperature 227°C to ORC Qorc,1 MWwe 0 33.09
Mass flow rate from the bleed extr
with temperature 227°C to ORC m kes 0 23.03
Rate of heat from the bleed with | .s
temperature 135°C to ORC QORC,2 Miwt 0 1.48 3.41
Mass flow rate from the bleed . extr
with temperature 135°C to ORC m ke/s 0 18.78
Rate of waste heat used in ORC | CORC.E| MWt 0 10.76 24.85
Rate of heat from the exhaust| O
ORC,
cooler to ORC v MW 0 0 348
Rate of heat from condenser to | O
ORC,c:
ORC coll MWt 0 0
Rate of heat from the intersec- | O
ORC,ch
tion cooler 1 to ORC ol MWt 0 0 2588
Rate of heat from the intersec- | O
ORC,ch]
tion cooler 2 to ORC o Mwt 0 0 4078
Initial temperature of waste heat o
water bipaw c ) %0
Final temperature of waste heat ¢ oc 50
water thow )
Mass flow rate of water transfer- - W
ring waste heat m kg/s - 59.4 137.1

Another focus of the analysis were calculations performed for other than
ethanol working fluids to investigate whether it would be possible to increase
the electricity production from the installation. Comparison of the ORC parame-
ters in relation to the used working fluid have been presented in Table 2, where-
as in Table 3 presented is a comparison of the results.
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Table. 2. Comparison of ORC parameters in relation to working fluid circulating in the cycle

ORC working fluid
Parameter Symbol | Unit

ethanol n-pentane R236ea R245fa
Mass flow rate of working .
fluid in ORC M ore kg/s 147,74 358,70 1028,30 798,78
Unit work of the cycle l,orc kJ/kg 184,83 77,672 28,918 36,540
Eync‘lte heat supplied to the | | e | 105237 | 501,247 201,499 | 242,560
Working fluid evaporation Prorc bar 432 9.08 2381 1921
pressure
Working fluid evaporation o
temperature tr.ore C 120,0
Working fluid condendation Peon bar 0.126 0.904 2.67 1,98
pressure
Working fluid condendation - oc 3.8
temperature
Com'ienser inlet  vapour < ) 0.935 1,00
quality
ORC efficiency nore | % 17,50 1550 | 1435 | 1506
Carnot efficiency Near % 22,179
Exergetic efficiency of ORC | 70 % 78,90 08 | eam | e19:

It can be concluded from the comparison of the results for different working
fluids in ORC installation that the biggest increase in ORC efficiency was ob-
tained for the case of ethanol, which is now equal to #,0rc= 17.5% at the ex-
ergetic efficiency of #.,. = 78.9 %. For all considered working fluids a higher
thermal efficiency was obtained which could be found in the range of 7 =
53.01+53.08%, the highest for ethanol. Also the total generated power was in-
creased to N ry = 933.8 MWe, for the case of R236ea as working fluid. In that
case the ORC power was equal to N, orc= 29.74 MWe. In none of the consid-
ered cases it was possible to use the entire waste heat. It ranged from
114.25 MWt (57,13%) in case of ethanol to 159,25 MWt (79,63%) in case of
R236ea. In all considered cases utilised was the maximum available heat with

the temperature of 227 °C , available in the amount of Q'(S)RCJ: 55.09 MWt,
which was used for ethanol evaporation. From the second extraction point with
temperature of 135°C, only a small part of it could be used, namely
Qch,z = (1.48-3.41) MWt. That rate of heat was used to heat the working fluid

from temperature of 85 °C to 91.8 °C. From the CO, capture installation ORC
received the rate of heat in the amount of 72.1 MWt.
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Table 3. Analysis of the hybrid cycle in relation to other ORC working fluid.
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Czynnik roboczy

Parametr Symb. | Jedn. ‘Za;:.onsc

omin. etanol n-pentan | R236ea | R245fa
Electric - efficiency of hybrid) % | 51,958 | 53,080 | 53,021 | 53,010 | 53,044
system re
Increase of electric efficiency o
of hybrid system A n. % 0 1,122 1,063 1,052 1,086
g;“”c power of hybrid sys-l | Mwe | 89949 | 93127 | 93192 | 933.80 | 93325
Incrgase of electric power of] ANoew | MWe 0 3178 3243 3431 33.76
hybrid system
Electric power of the power N elGr | MWe | 899.49 904,06
plant
ORC power Niore | MWe 0 27,21 27,86 29,74 29,19
Pumping power in ORC regen-| - Mwe 0 -0,004 -0,008 | -0,012 | -0,010
eration
Pun}pmg power in HE1 regen- Nower | MWe 0 0,02
eration
Return water temperature t43 °C 310 302,28 301,89 300,60 301,32
Rate of heat in boiler 0, MWt || 1731,13 | 1754,47 1757,64 | 1761,55 | 1759,38
Rate of heat in boiler to heat| .
frosh steam K1 Opxr | MWt | 1377,14 | 1400,48 1403,65 | 1407,56 | 1405,39
Rate of heat in boiler to heat| .
secondary steam K2 Oy | MWL 35399 353,99
Rate of heat for regeneration| .
HE1 O,y | MWt | 89,40 89,40
Total rate of heat supplied to| .
ORC Oorc | MWt 0 155,48 179,80 207,20 | 193,75
Rate of heat for sensible heat-| O

P,OR

ing of ORC working fluid ) MWt 0 37,02 81,45 130,96 | 103,42
Rate of heat for evaporation of| O EV.Ol
ORC working fluid Ol MWt 0 118,46 98,35 76,24 90,33
Rate of heat from the bleed| .s
with temperature 227°C  to| ORC.1| MWt 0 55,00
ORC
Mass flow rate from the bleed
with temperature 227°C to| m@®™" | kg/s 0 23,03
ORC
Rate of heat from the bleed| .s
with temperature 135°C to QORC,2 MWt 0 3,41 6,55 10,14 8,26
ORC
Mass flow rate from the bleed
with temperature 135°C to mfx”’ kg/s 0 1,45 2,80 4,32 3,52
ORC
g}‘;ec of waste heat used in| Oopc f pwi | 0 24,85 46,03 | 69,85 | 5828
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Rate of heat from the exhaust QORCs}

cooler to ORC MWt 0 3:48

Rate of heat from condenser to| O ORC.d

ORC MWt 0 0

Rate of heat from the intersec-| O ORC

tion cooler 1 to ORC MWt 0 25,88

Rate of heat from the intersec-| 0 pc .

tion cooler 2 to ORC MWt 0 40,78

Initial temperature of waste

heat water tipw C - 90
Final temperature of waste o oc ] "

heat water 3

Mags flow rate of water trans- " kel ] 71 1520 ot e
ferring waste heat

In order to fully utilise the available rate of waste heat from the economiser
E in the amount of 200 MWt in the cycle with ethanol as working fluid with a
simultaneous redirection of 8§9.4 MWt of that heat to the feedwater heating and
the remaining part for the ethanol heating to temperature of 85 °C, then for the
subsequent heating to saturation temperature of 120 °C there is required addi-
tional 80.9 MWt. Additionally the rate of heat equal to 500.6 MWt is needed
from evaporation of ethanol. Such heat should be supplied from the heat source
featuring temperature of at least 125 °C. If these requirements were fulfilled
then the mass flow rate of ethanol in installation would be equal to
mopc =057.64 kg/s, and the power produced by the turbine would be

N,orc =121.11 MWe. If, on the other hand, we would like to use the entire
waste heat in the amount of 200MWt then additional 146.21 MWt should be
supplied to heat ethanol to the saturation temperature of 120°C and
905.24 MWt for subsequent evaporation. The mass flow rate of ethanol would
be m g =1189.20 kg/s, and the achievable power N,orc = 219.00 MWe.

These are the maximum values of efficiency and electricity production available
for the considered installation. Hence we can notice that the major reason for
the inability to use the available waste heat is the lack of additional heat sources
with temperatures above 125 °C.

4. Conclusions
In the chapter presented is a novel concept to utilize the heat from the tur-

bine bleed to improve the quality of working fluid vapour in the low-
temperature ORC cycle. That is a completely novel solution in the literature
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which also shows its superiority over the system which would not be reheated
by the bleed steam from extraction.

Analysed was a possibility of incorporating the ORC to cooperate with the
coal-fired plant featuring the supercritical parameters. The heat was supplied to
ORC from the three sources, namely stream of hot water at the temperature of
90 °C, heat from CO, capture installation and the extraction points with temper-

ature £™"=227°C and " =135.7°C (steam condensation at 127 °C and

96.5 °C, respectively). It has been assumed that the waste heat will serve for
heating of the ORC working fluid, whereas the remaining rates of heat will go
to its evaporation. Four potential working fluids have been considered, namely
ethanol, n-pentane, R245fa and R236ea. Evaporation of working fluid was as-
sumed at f7orc=120.0 °C whereas the condensation temperature is at
t.on=32.8 °C. Based on the obtained results of calculations it can be concluded
that the highest increase of the efficiency has been obtained for the case of etha-
nol. The effect is Az, = 1.122%. It must be noted, however, that ethanol is the

fluid which behaves best from the thermodynamic point of view. In that respect
ethanol shows the best indicators, but due to its large latent heat it is not possi-
ble to utilise the entire waste heat. For that reason the higher increase in the
produced electricity was obtained in case of R236ea. The differences, however,
are not too significant amongst fluids, and hence in the final selection of the
working fluid for the installation other criteria must be taken into account, such
as for example the cost of working fluid.

Utilisation of additional heat leads to more efficient and more readily avail-
able turbines due to a greater mass flow rate of working fluid. It must be re-
membered that the waste water at outlet from the evaporator could further be
used for other purposes for example for preliminary drying of the coal, intro-
ducing in such way a cogenerative process and improving further the efficiency
of the cycle. Such utilization is being the topic of other ongoing research.
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THE MINERAL MATTER
TRANSFORMATION IN LOW-SULFUR COAL
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The aim of presented chapter is to study the low sulfur Silesian coal ash chemistry and inter-
pretation of processes occurring during coal ash sintering, by means of CCSEM analysis, ICP-
OES analysis, AFT test, viscosity prediction, density measurements and pressure drop test. On
the basis on the Arrhenius relation, is was suggested the two-step sintering mechanism: in tem-
peratures below about 900 °C — the weak deposits formation associated with the Ca, Mg and S
ions transport from the gran’s bulk to the surface and molten surface layer formation. The activa-
tion energy of this mixed mechanism is equal to 78 kJ/mol (0,7eV); above 900 °C — surface ten-
sion decreasing and/or pseudo-coalescence of grains. The activation energy of these process is in
the range of 116 kJ/mol (1.2 eV) -202 kJ/mol (2.1 eV).

1. Introduction

The very important problems associated with the coal combustion is the
slagging and fouling phenomena. Because of the heterogeneous character of
coal, the formation of sintered deposits — induced by the presence of a liquid
phase or molten surface layer on ash particles - depends on the geographical
sites or within a mine (mineral matter content from a few to about 50%). The
slagging and fouling process is associated with the viscosity and surface tension
of the ash particles that depends on the ash particle diameters, temperature and
chemical content [1]. There are some standard and nonstandard methods of
slagging and fouling tendency assessing [2-4]. The relatively more information
about ash sintering process gives ash flow temperature AFT test and the fusibil-
ity and the critical viscosity [5]. The knowledge about the chemical and physi-
cal characteristics of inorganic components and phases presented in ash heated
in a wide temperature range is a key to understanding the mineral matter trans-
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formation process and to more accurate prediction of slagging and fouling ten-
dency. Next to the standard testing methods there exist other methods such as
an atomic absorption spectroscopy, inductively coupled plasma-atomic absorp-
tion spectroscopy, X-ray techniques, scanning electron microscopy, microprobe
and based on a computer-controlled scanning electron microscopy - powerful
techniques for qualitative analysis, pressure drop test (ash shrinkage and/or
porosity) and mechanical test (ash yield stress) [6].

2. Experimental Details

The selected Upper Silesian coal was tested by the standard ASTM method
and by the advanced methods (CCSEM and morphological analysis).

For CCSEM and morphological analysis, the coal samples were prepared by
grinding drying, mixing with molten carnauba wax, placing in a mold, allowing
to harden, next polishing and coating with carbon. Such prepared samples were
placed in the CCSEM microscope operated at 15 kV. The ASTM and CCSEM
analysis was made in Microbeam Technologies, Inc.

The characteristic temperatures (deformation temperature DT, hemispheri-
cal temperature HT, flow temperature FT and sintering temperature ST) were
determined by Leitz method [7].

For density test samples were prepared in a special way. A selected coal
was dried, ground and fractioned into grains of size below 200 um. Next, these
fuels were, at first, degasified in a vertical boiler for about five hours. Such
prepared samples of carbonators were then incinerated at the temperature of
500 °C until all the combustible elements in fuels hade completely been burnt.
To incinerate samples, it took on average 20+30 h approximately. The incinera-
tion temperature is regulated so as not to allow alkaline compound included in
ash to melt or evaporate during this process. After this, ashes were fractioned
into ash grains below 100 pm. From such prepared ash, cylindrical samples (a
diameter of 14.5+15.0 mm; height of 10+12 mm) are made. In an endurance
method, to form cylindrical samples, a special matrix was used. An appropriate
amount of an analytical sample was poured into it, which was later pressed in a
hydraulic press at a constant pressure (1.0 MPa) without binder addition. Sam-
ple formation resulted from ash concentration within a sample and adhesive
forces among ash particles. Such obtained ash samples were isothermally heated
for 2 hours at various temperature of a furnace, where a temperature ranges
from 500 to 1200 °C, usually by 50 K and then tested by weight and by volume.

In a pressure method, a sample preparation process proceeded similarly.
There was only one difference: cylindrical shapes of samples are formed direct-
ly in a pipe and not in a matrix. A pressed sample was placed in a pipe, thanks
to particular, steel mandrels (upper and lower) fitting loosely over tubes. A low-
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er mandrel serves as a base, whereas cylindrical sample formation occurs by
pressure of an upper mandrel by means of a hydraulic press at the same pressure
as it is used in an endurance method (1.0MPa). The sample sizes were: diame-
ter of 10mm, height of 1.5 mm. The fundamental principle of temperature de-
termination in a pressure method entails a constant measurement of changes
(drops) in gas pressure flowing through an ash sample along with a sample tem-
perature rise. While a sample, placed in a pipe at a low coefficient of thermal
expansion, is heated, firstly, a rise in pressure of gas flowing through a sample
occurs, which results from a gas viscosity increase under the influence of a tem-
perature. When a characteristic temperature is obtained, changes in sample min-
eral matter occur, as a consequence of ash grain sintering, wich in turn, causes a
sample contraction and at the same time, a fall in resistance of gas flow by ap-
pearance of leakage on a pipe and a sample border.

The experimental procedure was realized according to the scheme presented
in figure 1.

T ASTM
CCSEM

Raw coal ash

¥
v

analysis

N Morphology
ICP-OES

AFT test
Pressure drop test

Density test

Fig. 1. Scheme of testing procedure

3. Results and Discussion

3.1. Chemical and microstructural analysis
of low sulfur Silesian coal ash

The considered coal was tested by the ICP-OES technique to obtain infor-
mation about chemical content (Tablel).

The mineral mater of the tested coal was rich in silicon and aluminum and
relatively in sodium and potassium. To obtain information about the forms of
mineral matters presented in tested coal, it was wade the CCSEM analysis. The
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backscattered analysis reveals abundant mineral particles included within the
coal structure, and also relatively large excluded particles. The included mineral
are rich in aluminum and silicon, with varying levels of potassium and iron; the
excluded minerals are rich in aluminum and silicon, as well as iron and sulfur
(pyritic type) minerals. In the coal matrix it was pound sulfur, silicon, alumi-
num, chlorine, calcium, magnesium, potassium, iron, titanium, and sodium - all
organically associated, or contained in minerals just below the surface of the
coal. On the basis on CCSEM analysis it was found occurrence of the potassi-
um-aluminum silicate (K;_15A4l4Si7_¢5A4l1_15020(0H),) (illite) (27.2%),
kaolinite (Al,Si,05(0H),), (26.2%), montmorillonite
(0.5Ca,Na),,(Al,Mg,Fe),(Si,Al)g0,,(0H),), (7.8%), quartz Si0, (7.4%),
dolomite (Ca,Mg)C03) (3.3%), silica rich (3.2%), iron-aluminum silicates
(2.6%), and pyrite FeS, (2.4%). The total mixed layered clays accounted for
67.9 % of the total minerals found, minor minerals (less than 2% each) account
for 7.8% of the total, and the unclassified particles account for 12.1%.

Table 1. The oxides content of tested coal’s ash

Oxide, wt% \ sample Row coal ash

SiO, 50.53
Al,O3 26.25
TiO, 0.08
Fe,03 5.86
CaO 3.77
MgO 2.66
SO, 3.69
Na,O 1.01
K,0 2.88
P,05 0.62
Mn;04 1.10
BaO 0.14
SO 0.07
Cl 0.04
CO, 1.30

3.2. Characteristic temperatures of coal ash

The temperature-induced softening and sintering behavior in low sulphur
coal ash was investigated in terms of the characteristic temperatures (defor-
mation DT, hemisphere HT, flow FT and sintering ST). The results are shown
in Figure 2. The DT, HT and FT temperatures varies significantly between fuel
content (row, water and acetic acid leaching). For coal and cereal pellets all
characteristic temperatures behave qualitatively the same: for row samples these
temperatures are the lowest and for samples after acetic acid elution are the
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highest. The difference between the deformation temperature for row ash sam-
ple and sample after water leaching is much less that for ash after acetic acid
washing sample.
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Fig. 2. DT, HT and FT temperatures for row, water leached
and acetic acid leached coal ash

3.3. The pressure drop test and density measurements

To obtain additional information about the mechanism of sintering process
for low sulfur Silesian coal it was measured the changes of density during iso-
thermally annealing row coal ash in correlation of the predicted (by Urbain
model) viscosity (for row ash, ash eluted by water and ash eluted by water and
acetic acid). The results are shown in Figure 3.

On the basis on the results presented in Figure 3, it can be observed that the
temperature when strong deposits are formed is about 300C higher for ash elut-
ed by water and acetic acid in comparison with the row coal ash. This is in a
good agreement with the experimental results presented in Figure 3. Areas of
characteristic changes of the density are in a good accordance with the predicted
viscosity areas of weak and strong deposits.
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Fig. 3. Viscosity, predicted by Urbain model for tested coal (when only 10%
of unreactive elements are taking) and the density of sintered coal

On the basis on experimental results of density changes during sintering
process, it was estimated the energy of weak and strong deposits formation. It
was used the simple Arrhenius model :

-E

Ap = Ap, -exp*T (1)

where E(kJ/mol), R(J/mol K), T(K) are the activation energy for the sintering
process, gas constant and temperature, relatively. The Apis the normalized

relative changes of density induced by deposits formation phenomenon:

Pmax—P(T)
Ap B Pmax—Pmin (2)

The normalized relative changes of the density, in natural logarithm scale
versus the inverse of temperature, is presented in Figure 4.

For measured ash sample, the Arrhenius plot is satisfactory as shown in fig-
ure 4. In the interesting temperature range, it is seen two clear regions of chang-
es, suggesting the existence of two different dominant mechanisms of ash sin-
tering process. The activation energy for these two regions were estimated from
the slope as normal. The results of estimation are listed in table 4. The obtained
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activation energies for the dominant process controlling the weak deposits for-
mation for low sulfur Silesian coal ash was 78 kJ/mol, which is, in a range of
value, satisfactory agreement with the activation energy for transformation pro-
cesses occurring in a solid state connected to the processes taking place, in silica
glasses, in the regions of grain boundaries [8]. It is suggested, that the dominant
process in sintered low sulfur Silesian coal ash in the temperature range 700-
900 °C is the transformation in the regions of molten surface of ash grain. The
value of the activation energy for strong deposits formation region, was more
than two times higher and equal to 202 kJ/mol. It suggests the viscous flow
mechanism, as a dominant mechanism controlling the strong deposit formation
[9, 10].
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Fig. 4. The normalized relative changes of the density in natural logarithm
scale versus the inverse of temperature

In order to complete the information about the mechanisms of sintering pro-
cess, it was realized the pressure drop test. The results are shown in Figure 5.

Figure 5 shows the sintering “peak” with maximum at 860 °C. This temper-
ature is in a good agreements with the inflection point of density characteristics
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of annealed coal ash and with the temperature when predicted viscosity achieve
the value characteristic for start the strong deposit formation (Figure 5).
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Fig. 5. The results of pressure drop test for low sulphur Silesian coal ash

To determine the activation energy of the processes that are dominant and
responsible for pressure drop phenomenon, it was assumed the same simple
Arrhenius model (relation 1) for the relative pressure drop, defined as:

14 p
A (ﬂ) _ (I;_O)max_(i—o)(T)
po (ﬁ)max_(%)min

For the results of pressure drop experiments, the Arrhenius plot is satisfac-
tory as shown in figure 5. In the same temperature range as for the results of
density measurements during annealing process, it is seen two clear regions of
changes. On the basis on pressure drop experiment it can be estimated the acti-
vation energy only in the temperature range when the pressure drops. The esti-
mation for temperatures below 860 °C has no physical sense, due to the charac-
ter of the method. The activation energy for high temperature region was esti-

mated from the slope as normal. The results of estimation are listed in table 2.

3)



The mineral matter transformation in low-sulfur coal.... 287

Table 2. Activation energies of processes occurring during low sulfur Silesian coal ash estimated
on the basis on density changes and pressure drop experiment.

Temperature range E.k J/mol /, eV, density changes E, kJ/mol /, eV; pressure drop test
<900C 78/ 0,8 -
>900C 202 /2,1 116 /1,2eV

It should be noted, on the basis on pressure drop experiment, that the sinter-
ing process consist of two visible processes. Firs — in the temperature range
from about 700 °C to about 900 °C — probably associated with the phase trans-
formations —the molten layer around ash grains and surface smoothing- and
grains sliding on the molten phase (on the basis on this method, the activation
energy cannot be estimated), and second above 900 °C — with energy equal to
116 kJ/mol — associated with the pseudo-coalescence process. The activation
energy obtained for temperatures higher than 900 °C, equal to 116 kJ/mol is
about twice lower than the energy estimated on the basis on density measure-
ments (202 kJ/mol). This effect is probably associated with the character of
pressure drop method. It is suggested that the observed discrepancy is a result of
the high sensitivity of pressure drop test to the occurrence of gas phase and of
microstructural changes - like micro cracks - that are “invisible” for density test,
are typical for coalescence processes and are closely associated with the viscos
flow sintering mechanism that is associated with the increase of density that is a
result of ash sample shrinkage.

3.4. The sintering mechanism of the low sulfur Silesian coal ash

The results of the SEM analysis of the ash, obtained by low temperature
combustion and sintered in 700 °C and in 1000 °C by 2 hours, of the coal are
shown on Fig.6. On the basis on the results presented in Figure 6, it can be seen
a clear difference: the grains after sintering at 700 °C are much more irregular
in forms than the grains after sintering in 1000 °C. The concentration of ele-
ments in the ash grains sintered at 1000 °C indicates a high content of calcium,
sulfur and magnesium in the surface layer of regular grain but in the ash grains
sintered at 700 °C suggest the existence of silicates [11].
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Fig. 6. SEM of coal ash sintered at 700 °C (a) and 1000 °C (b)

On the basis on presented results it is suggested that, in annealed low sulfur
Silesian coal ash, there exist three mechanisms of microstructural changes. This
is presented in Figure 7.

diffusion

Slag surface layer
formation

l

<«— More regular grains
Grains dislocation

Fig. 7. The microstructural changes of low sulphur Silesian coal ash
during sintering process (temperatures below 1000 °C)



The mineral matter transformation in low-sulfur coal... 289

The sintering process starts from calcium, sulfur and magnesium ions diffu-
sion towards the grans surface in the surface. Next the liquid surface slag layer
is formed and surface tension is decreasing. The consequence of these process-
es is the slightly decreasing of ash density. This is probably associated with the
activation energy of this process, estimated on the basis on density changes and
Arrhenius type relation, is equal to about 78 kJ/mol. This value suggest chemi-
cal-physical transformation associated with the amorphous phase formation and
with the ion transport phenomenon. The slag layer that is formed as a result of
chemical and physical processes has a tendency to minimalize the surface ten-
sion that leads to smoothing of the ash grans shapes and slightly increasing of
the mean volume of closed porous. This stage is observed as a slightly density
decreasing (Figure 4). In the next step, the sliding and/or pseudo-coalescence of
ash grains occur. As a result, the increase of the ash sample density was ob-
served. The activation energy of this process is equal to 202 kJ/mol. On the
basis on the results of pressure drop test and the activation energy estimated on
the level of 116 kJ/mol, it seems to be reasonable that the pressure drop test
sensitive to these three mechanism, but most sensitive to the surface-tension &
sliding mechanism. Proposed model suggests the existing of some processes,
that are dominant below standard DT, HT, Ft or ST temperatures — such as ionic
diffusion from the grain bulk to the surface and melting the surface layer.
These processes exist at a very early stages of sintering phenomena and are
responsible for sintering tendency.

4. Summary

Conventional ash fusion temperature (AFT) analyses combining with chem-
ical analyses and physical properties (mechanical test, pressure drop test), moni-
toring of the thermally activated sintering process of the low sulfur Silesian coal
ash using simple Arrhenius relation, indicate on the two-step sintering mecha-
nism. Thermally activated transformation process in the sintered ash can be
investigated by isothermal experiments (isoconversion method), by assumption
that the compositions of the phases present in equilibrium and the relative pro-
portions of the phases present in equilibrium refers to all the parameters in-
volved in defining the equilibrium, obtained after completion of the transfor-
mation is independent of temperature. Isoconversion methods are widely used
to study the transformation processes in solid states, but M.J. Starink [12]
showed that the activation energy calculated on the basis on the isothermal ex-
periments may differ from the actual value by 30%. It was obtained that the first
step of sintering process, in temperatures below about 900 °C - when the weak
deposits are formed is probably associated with the mixed process: transport of
Ca, Mg and S ions from the bulk to the surface of the ash grain, molten layer
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formation around each ash grains and reduction of the surface to volume ratio.
The activation energy of this mixed mechanism is equal to about 78 kJ/mol
(0,7 eV). The mechanism of the next step of sintering process, in temperature
above 900 °C, is associated with the sliding of the ash grains on the molten
layer and pseudo-coalescence of grains. The activation energy of slid-
ing/pseudo-coalescence process is in the range of 116 kJ/mol (1.2eV) -
202 kJ/mol (2.1 eV)

[11]
[12]
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OCENA DYSPOZYCYJNOSCI
EKSPLOATACYJNEJ BLOKOW
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W rozdziale dokonano oceny dyspozycyjnosci eksploatacyjnej krajowych blokéw energe-
tycznych opalanych weglem brunatnym o mocach jednostkowych 370 MW i 858 MW. Badania
przeprowadzono w oparciu o zweryfikowane i usystematyzowane, a nastgpnie zarchiwizowane
w komputerowej bazie danych populacje zdarzen eksploatacyjnych, zaistnialych w obrebie tych
blokéw od poczatku ich pracy do konca 2013 r.

1. Wstep

Elektrownia ,,Betchatow” pracuje dla potrzeb Krajowego Systemu Elek-
troenergetycznego (KSE) od 31 lipca 1982 1., tj. od momentu przekazania do
eksploatacji pierwszego z dwunastu eksploatowanych w niej blokéw 370 MW
na wegiel brunatny. Od maja 2007 r. elektrownia ,,Betchatow” wchodzi w sktad
najwigkszej polskiej firmy energetycznej — PGE Polska Grupa Energetyczna
S.A., a od wrzesnia 2010 r. jest oddzialem skonsolidowanej spotki PGE Gornic-
two 1 Energetyka Konwencjonalna S.A. Od 30 wrzes$nia 2011 r. w elektrowni
»Belchatow” pracuje najwiekszy i najnowoczesniejszy w Polsce blok o mocy
858 MW na parametry nadkrytyczne. Obecnie z catkowita mocg zainstalowana
wynoszaca 5298 MW jest to najwigcksza elektrownia na weglu brunatnym
w Europie, wytwarzajaca ok. 20% krajowej produkcji energii elektryczne;j.
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2. Ocena awaryjnosci i dyspozycyjnosci blokow
Elektrowni Belchatow

Bloki energetyczne w trakcie swojej eksploatacji moga pozostawaé w stanie
dyspozycyjnosci albo niedyspozycyjnosci. Dyspozycyjnos¢ oznacza, ze blok
znajduje sie wuzyciu (tzn. jest zsynchronizowany elektrycznie z systemem),
albo zostat odstawiony do rezerwy (tzn. jest dostepny, ale nie jest wykorzysty-
wany). W przypadku niedyspozycyjnosci mozna natomiast wyrézni¢ dodatko-
wo stany postojow planowanych (ustalanych ze znacznym wyprzedzeniem a
zwiazanych przede wszystkim z koniecznoscig przeprowadzenia remontoéw
blokéw lub dokonania ich przegladéw) i nieplanowanych (zwiazanych z awa-
riami zaistniatymi podczas rozruchéw Iub normalnej pracy blokow).
Na podstawie warto$ci czasu trwania wymienionych powyzej mozliwych sta-
néw blokow mozna obliczy¢ ich podstawowe niezawodnosciowe wskazniki
eksploatacyjne.

Do konca 2013 r. wszystkie bloki elektrowni ,,Betchatow” przepracowaty
tacznie 2369474,0 h, natomiast pozostawaly w postojach na skutek: awarii —
41528,8 h, rezerw — 163891,9 h, remontow — 409922,9 h (w tym biezacych —
87325,8 h, $rednich — 187391,2 h, kapitalnych — 135205,9 h). W omawianym
przedziale czasowym bloki byly 7324 razy wylaczane z ruchu, z tego planowo
do remontow 2215 razy, do rezerwy 3197 razy i awaryjnie 1912 razy. Wskaznik
dyspozycyjnosci czasowej elektrowni wyniost — 84,9 %, natomiast wskaznik
awaryjnosci — 1,7 % (rys. 1).

Sredni czas pracy pomiedzy awariami w 2013 r. wyniést 1287,8 h, $redni
czas trwania awarii — 34,3 h, natomiast intensywno$¢ wystgpowania awarii —
0,0008, co przy wysokim czasie wykorzystania mocy zainstalowanej, wynosza-
cym odpowiednio — 7349 h dla bloku 858 MW (najlepszy wynik w kraju) i
6421 h dla blokow 370 MW (drugi wynik w kraju), nalezy oceni¢ bardzo wyso-
ko na tle pozostatych elektrowni krajowych (rys. 2).

W ogblnym bilansie wytaczen awaryjnych dominujg zdecydowanie przy-
padki spowodowane trwatymi uszkodzeniami urzadzen (U): dla blokow
370 MW — 1772 przypadki od poczatku ich eksploatacji (67% wszystkich zaist-
niatych wytaczen), dla bloku 858 MW — 7 przypadkow od poczatku jego eks-
ploatacji (21,3% wszystkich zaistnialych wylaczen). Dos¢ liczne sg rowniez
krotkotrwate wylaczenia blokéw wynikajace z zaklocen w pracy aparatury kon-
trolno-pomiarowej i automatyki (AKPiA) oraz uktadéow zabezpieczen i blokad
technologicznych (UZ+BZ): dla blokéw 370 MW — 550 przypadkéw od po-
czatku ich eksploatacji, dla bloku 858 MW — 7 przypadkow od poczatku jego
eksploatacji.



293

Ocena dyspozycyjnosci eksploatacyjnej blokow energetycznych...

N ds3 2 [y] feuemojelsurez Aoow eluelsAzionAm sez)
\m_\ON rw
z10z =
| 110z .m
| oloz m 00S @21uaizoy|
| <
600z = eJpO eujoq
8002 =
,\Bom m eydjonso
9002 4 ezsiolg
1 2L |
| sooz [Sa)
b002 Hm 2o eMOlR)S
- g5 .
| €00z =Rl 00Z 821ua1Z0Y
o
| 200z o8
00 < Nughy
| 100z = <8
0002 < v = 6373 moyesy
L § &
6661 | % M4
— © O 5] 1002/ 11 BYsize}
| 8661 & B 5
\— - |2 Q
| 1661 ] m m ezsibe}
B 2 <
| o661 g o= sejueiog
5661 &5
L ©
| ¥661 4 m/. foinL
L g -=
€661 g2 ouziomer
— o
] 2661 m/. -~
vos o z B plobIIS
h s <
9'se 066} - 1021/ | eysizey
8T \ N
v'ee ] 6861 VWW
B Q ajodo
=8 , , , , , , D £
w8 P B 1961 i Mowepy
- ] I ] I ] [ ] [__c2 >
vnn.?VVVVVJ»VVJVVVJ»VVJVVVJ»VVJVVVJ»VVV 9861 M moujed
6'c — i
ves C e e ey e ey 4 4 G861 w..
sz o | v86l m mojeyoseg
6'6 \
0L €861 . 868 mojeyostog
<. 08 —
828 2861 .
1%
o o <) o o o o <) ) Sy >
= © ~ © 0 < @ 134 - R

%

=&—Czas wykorzystania mocy zainstalowanej [h] ‘

elektrowni blokowych w 2013 r.

EAwar. %

Rys. 2. Dyspozycyjnos¢, awaryjnos¢ oraz czas wykorzystania mocy zainstalowanej krajowych

CEIDysp. %




294 Andrzej Oziemski, Jarostaw Jedrzejczyk

Zaktocenia te nie wpltywaja jednak w istotny sposob na sumaryczny czas
postojow awaryjnych, gdyz stanowia tylko 2,4% tacznego czasu wylaczen awa-
ryjnych odnotowanych od poczatku eksploatacji blokow 370 MW oraz 14,8%
tacznego czasu wylaczen awaryjnych bloku 858 MW. W przypadku blokow
370 MW zdecydowanie najwicksza liczba awarii dotyczy kotlow BB-1150
(1731 przypadkéw od poczatku eksploatacji elektrowni), w dalszej kolejnosci
turbin, generatoréw oraz ukladow pomp wody zasilajgcej. Sumaryczny czas
trwania awarii kottéw BB-1150 jest dlugi, gdyz stanowi 83,2% calkowitego
czasu wylaczen awaryjnych blokow 370 MW (rys. 4a).

Na rys. 3a, 3b i 4 przedstawiono strukture wylaczen awaryjnych blokéw
370 MW w zaleznos$ci od miejsca wystgpienia uszkodzenia, natomiast na rys.
3¢, 3d i 5 w zaleznosci od przyczyny jego powstania. Z kolei na rys. 6a, 6b i 7
przedstawiono strukture wylaczen awaryjnych bloku 858 MW w zaleznosci od
miejsca wystgpienia uszkodzenia, natomiast na rys. 6¢, 6d i 8 w zaleznosci od
przyczyny jego powstania za caly dotychczasowy okres pracy bloku 858 MW.
Wykresy zamieszczone na rys. 4, 5, 7 1 8 zostaty sporzadzone w dwoch warian-
tach: czasowym (a) i ilosciowym (b).
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Rys. 3. Struktura wytaczen awaryjnych blokéw 370 MW PGE GiEK S.A. Oddziat Elektrownia
Belchatow za caty okres eksploatacji: a) czasowa w zalezno$ci od miejsca awarii, b) ilosciowa
w zaleznosci od miejsca awarii, ¢) czasowa w zaleznos$ci od przyczyny awarii, d) ilo§ciowa
w zaleznosci od przyczyny awarii. Objasnienia: K — kociot i przynalezne mu urzadzenia
pomocnicze, T — turbina i przynalezne jej urzadzenia pomocnicze, G — generator i przynalezne
mu urzadzenia pomocnicze, PZ — uktad pomp wody zasilajacej, W — uktad pomp wody
chtodzacej i pomp wody ruchowej, I — inne (w tym awarie urzadzen elektrycznych), U — trwale
uszkodzenie urzadzenia, UZ — zakltdcenie w pracy urzadzenia z powodu uszkodzen w uktadach
zabezpieczen, sterowania i pomiaréw, BZ — zakldcenie w pracy urzadzenia z powodu blednego
dziatania uktadéw zabezpieczen, sterowania i pomiaréw, L — bledy personelu eksploatacyjnego,
P — pozostate przyczyny

Analiza uzyskanych wynikow wskazuje jednoznacznie, ze decydujacy
wplyw na dyspozycyjnos¢ czasowa blokow 370 MW ma awaryjno$¢ kottow
BB-1150, powodowana najczgsciej nieszczelno$ciami ich poszczegdlnych po-
wierzchni ogrzewalnych, tzn. podgrzewacza wody (ECO), rur ekranowych pa-
rownika, rur wieszakowych wewnetrznych (P1A), przegrzewacza konwekcyj-
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nego (P1B), przegrzewacza grodziowego (P3), przegrzewacza konwekcyjnego
wylotowego (P4), przegrzewacza wtornego wlotowego (M1) i przegrzewacza
wtérnego wylotowego (M2).
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Rys. 4. Procentowy udziat wylaczen awaryjnych blokow 370 MW PGE GIiEK S.A.
Oddzial Elektrownia Belchatow za caty okres eksploatacji w zaleznoéci od miejsca zaistnienia
W ujeciu: a) czasowym, b) ilo§ciowym
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Rys. 5. Procentowy udzial wylaczen awaryjnych blokéow 370 MW PGE GiEK S.A.
Oddziat Elektrownia Belchatow za caly okres eksploatacji w zaleznos$ci od przyczyny zaistnienia
W ujeciu: a) czasowym, b) ilo§ciowym

Uszkodzenia powierzchni ogrzewalnych wynikaja zasadniczo z interakcji
szeregu zjawisk fizycznych i chemicznych, ktérych najbardziej widocznym
skutkiem jest erozja wodno-popiotowa. W przypadku kottow BB-1150 wymie-
ni¢ jeszcze nalezy naderwania spoin przy pletwie (parownik) i usterki technolo-
giczne (wadliwe spoiny — fabryczne, montazowe i remontowe oraz wady fabry-
kacyjne) — rys. 9. Szczegdtowa struktura uszkodzen powierzchni ogrzewalnych
kottow BB-1150 w ostatnich szesnastu latach ich pracy (tzn. w latach
1998 +2013) zostala przedstawiona na rys. 10.
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Rys. 6. Struktura wylaczen awaryjnych blokow 858 MW PGE GIiEK S.A.
Oddziat Elektrownia Belchatow za caty okres eksploatacji: a) czasowa w zaleznos$ci od miejsca
awarii, b) ilosciowa w zaleznosci od miejsca awarii, ¢) czasowa w zaleznosci od przyczyny
awarii, d) ilosciowa w zaleznosci od przyczyny awarii
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Rys. 7. Procentowy udzial wylaczen awaryjnych bloku 858 MW PGE GiEK S.A. Oddziat
Elektrownia Betchatow za caty okres eksploatacji w zalezno$ci od miejsca zaistnienia w ujgciu:
a) czasowym, b) ilosciowym
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Rys. 8. Procentowy udzial wylaczen awaryjnych bloku 858 MW PGE GiEK S.A.
Oddziat Elektrownia Belchatow za caly okres eksploatacji w zaleznos$ci od przyczyny zaistnienia
W ujeciu: a) czasowym, b) iloSciowym
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Rys. 9. Statystyka przyczynowa uszkodzen powierzchni ogrzewalnych kottow
BB-1150 zainstalowanych w blokach 370 MW PGE GiEK S.A. Oddziat Elektrownia Belchatow
w ujeciu ilosciowym za okres od poczatku ich eksploatacji do konca 2013 r. Objasnienia:

S — wadliwe spoiny, PP — pekniecia od pletwy (rury parownika), E — erozja wodno-popiotowa,
K — korozja, P — przegrzanie, M — mocowanie wieszakow (rury przegrzewaczy P1A),

W — wady materialowe, UM — uszkodzenia mechaniczne, UW — uszkodzenia wtorne
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Rys. 10. Struktura uszkodzef powierzchni ogrzewalnych kottéw BB-1150 zainstalowanych
w blokach 370 MW PGE GiEK S.A. Oddzial Elektrownia Belchatow w ujeciu przyczynowym za
okres ostatnich szesnastu lat ich pracy (tzn. za lata 1998 + 2013). Objasnienia: S — wadliwe
spoiny, PP — peknigcia od ptetwy (rury parownika), E — erozja wodno-popiotowa, K — korozja,
P — przegrzanie, M — mocowanie wieszakow (rury przegrzewaczy P1A), W — wady materiatlowe,
UM - uszkodzenia mechaniczne, UW — uszkodzenia wtdrne
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Rys. 11. Procentowy udzial nieszczelno$ci poszczegdlnych powierzchni ogrzewalnych
w og6lnym bilansie wylaczen awaryjnych kottow BB-1150 w ujeciu ilosciowym
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Wykazano, ze uszkodzeniom ulegaja najczgsciej rury ekranowe parowni-
koéw 1 przegrzewacze konwekcyjne P1B, ktorych awarie powoduja wylaczenia
kottéw odpowiednio w ok. 41% 1 16% przypadkéw (rys. 11). Czasy napraw
tych elementoéw stanowig tacznie blisko 66% catkowitego czasu postojow awa-
ryjnych kottlow (rys. 12), co stanowi jednoczesnie ponad 54% calkowitego cza-
su postojow awaryjnych blokow 370 MW.

W zwigzku z powyzszym sprawg priorytetowa dla stuzb ruchowych i re-
montowych PGE GiEK S.A. Oddzial Elektrownia Belchatow powinna by¢ daz-
no$¢ do poprawy dyspozycyjnosci czasowej kottoéw BB-1150. W tym celu nale-
zy prowadzi¢ przede wszystkim dalsze prace ukierunkowane na wzrost sku-
tecznosci profilaktyki remontowej ich poszczegdlnych powierzchni ogrzewal-
nych. Dziatania te powinny przyczyni¢ si¢ do ograniczenia liczby powaznych
awarii, rozwijajacych si¢ z reguly w trakcie normalnej pracy kotta z niewykry-
tymi nieszczelno$ciami.
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Rys. 12. Procentowy udzial nieszczelno$ci poszczegoélnych powierzchni ogrzewalnych
w og6lnym bilansie wylaczen awaryjnych kottéw BB-1150 w ujeciu czasowym

3. Podsumowanie

O stopniu bezpieczenstwa kazdego systemu elektroenergetycznego decydu-
ja jego najbardziej zawodne ogniwa, jakimi sg urzadzenia blokéw energetycz-
nych. Dlatego znajomos¢ przyczyn i czgsto§¢ wystepowania zaklocen w pracy
podstawowych urzadzen wytworczych moze by¢é pomocna w ustalaniu opty-
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malnych terminéw remontéw i modernizacji blokéw oraz udzielaniu wiarygod-
nych gwarancji, co do niezawodno$ci dostaw energii elektryczne;.

Utrzymanie na wysokim poziomie niezawodnosciowych wskaznikow eks-
ploatacyjnych elektrowni opalanej weglem brunatnym jest znacznie trudniejsze,
anizeli elektrowni spalajacej wegiel kamienny, z uwagi na naturalnie nieko-
rzystne cechy wegla brunatnego jako paliwa energetycznego (niska warto$§¢
opatowa, duza zawarto$¢ wilgoci, balastu i siarki). Dzigki racjonalnym dziata-
niom shuzb majatkowych, ruchowych i remontowych, wskazniki dyspozycyjno-
$ci 1 niezawodnosci elektrowni ,,Belchatéw”, mimo wyraznych oznak starzenia
urzadzen blokéw 370 MW (zwlaszcza nr 1 i nr 2), utrzymywane sg na przyzwo-
itym poziomie.
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W ponizszym rozdziale przedstawiono wybrane wyniki modelowych obliczen wytrzymato-
sciowych z wykorzystaniem metody elementéw skonczonych, butli separatora bloku energetycz-
nego na parametry nadkrytyczne, o mocy 900 MW i sprawnos$ci powyzej 50%. W analizie tej
uwzgledniono obciazenia strukturalne, odpowiadajace stanowi pracy ustalonej tej jednostki, dla
jej maksymalnej mocy. Ze wzgledu na wysokie wysoko$ci temperatury i ci$nienia czynnika
roboczego, w obliczeniach zostaly uwzglednione materiaty konstrukcyjne nowej generacji. Jed-
nym z nich jest stal P92, przeznaczona do pracy w podwyzszonych temperaturach. Obliczenia
wytrzymato$ciowe zostaly przeprowadzone zarowno w z zakresie sprezystym jak i sprezysto-
plastycznym.

1. Wstep

W ramach przeprowadzonych prac zostal okre$lony stan wytezenia butli se-
paratora przeptywowego bloku energetycznego na parametry nadkrytyczne. W
tym celu wpierw opracowano jego model numeryczny. Do dyskretyzacji wyko-
rzystano elementy skonczone wyzszego rzedu HEXA 20 i Tetra 10. Symulacje
numeryczne skladaty sie¢ z dwoch etapow. Pierwszym z nich byly obliczenia
termiczne, w wyniku, ktérych otrzymano rozktad temperatury na powierzch-
niach tego elementu. Nastepnie przeprowadzono strukturalng analiz¢ wytrzyma-
fosciowa, w ramach, ktorej, uwzgledniajac zaré6wno obcigzenia cieplne (gra-
dienty temperatury otrzymane w obliczeniach termicznych), jak i mechaniczne
(ci$nienie pary i mas¢ wilasng), zostaly wyznaczone rozklady naprezen i od-
ksztalcen [1]
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2. Modele obliczeniowe

W pierwszej kolejnosci, z racji na grubosci scianek butli wynoszace 50 mm
i 70 mm. zostatl opracowany jego brylowy model geometryczny ( rys. laib).

0,000 1,000 2,000 (m)
1
0,500 LS00

a)

Rys. 1. Widok fragmentu modelu butli separatora: a) obszar dolny kroccoéw wlotowych pary
b) obaszar podparcia butli

Nastepnie przeprowadzono dyskretyzacje z uzyciem elementéw skonczo-
nych wyzszego rzedu HEXA20 i Tetral0. Ze wzgledu na symetri¢ tego elemen-
tu wzgledem 2 ptaszczyzn, zostal opracowany model dyskretny Y objetosci
catego modelu butli (rys. 2) [2].

500,00 1000,00 {ram)
250,00 750,00

Rys. 2. Widok modelu dyskretnego %4 objetosci butli separatora
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Dla tak opracowanego 4 modelu, liczba wszystkich elementow skonczo-
nych wyniosta 201399, a wezlow jest rowna 930326. W zwiazku z tym liczba
stopni swobody catego modelu dyskretnego byta rowna 2790708 [3].

W obliczeniach przyjeto jako material butli separatora pary stal
X10CrMoVNbI1 (P91). Jest to gatunek stali kottowej zarowytrzymatej stoso-
wanej w elementach ci$nieniowych pracujacych w podwyzszonych temperatu-
rach. Wlasnosci mechaniczne wszystkich materialow konstrukcyjnych ulegaja
zmianie wraz ze wzrostem temperatury. Na ponizszych rysunkach (rys. 3 i 4)
przedstawiono zmiane modutu Younga i granicy plastycznosci w funkcji tempe-
ratury [4].

Modut Younga w funkcji temperatury
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Temperatura [°C]
Rys. 3. Zalezno$¢ Modutu Younga od temperatury dla stali P91
R. w funkcji temperatury
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a. 400
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Rys. 4. Zaleznos$¢ granicy plastycznosci Re od temperatury dla stali P91
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3. Obliczenia cieplne

Nastepnie zostaly przeprowadzone symulacje przepltywu ciepta w butli se-
paratora, zwigzane z rozruchem bloku energetycznego az do ustabilizowania si¢
warto$ci parametrow przeptywajacej pary, odpowiadajacych warunkom pracy
ustalonej jednostki wytwoérczej. Analiza przeplywu ciepta zostata przeprowa-
dzona w 6 krokach czasowych, sposrod ktorych ostatni byt najdluzy. Dzigki
temu rozktad pola temperatury w objetosci butli separatora dla stanu pracy
przeplywowej bloku (stan ustalony) jest zblizony do tego pojawiajacego si¢ na
rzeczywistym obiekcie. Do analizy przeptywu ciepta zdefiniowano wspoétczyn-
nika tego podzespolu przejmowania ciepta zwigzane z konwekcja zachodzaca
na mig¢dzy medium a $ciankami wewnetrznymi butli. Dodatkowo przyjeto brak
wymiany ciepta miedzy tym elementem czgsci ci$nieniowej kotla, a otoczeniem
( obiekt rzeczywisty jest bardzo dobrze zaizolowany na zewnatrz) oprocz kroc-
cow odpowiedzialnych za jego prawidtowe przemieszczanie si¢ w kierunku
pionowym i butlg i tych, na ktorych jest ona oparty. Rozktady temperatury na
powierzchniach butli, wystepujace podczas pracy ustalonej bloku, odpowiada-
jace jego maksyamlnej mocy zostaly przedstawione na rysunkach ponizej

(rys. 516) [5].

Rys. 5. Rozktad pola temperatury na butli separatora dla stanu pracy ustalonej odpowiadajace;j
maksymalnej mocy bloku energetycznego

Na podstawie otrzymanych wynikéw cieplnych obliczen numerycznych
mozna bylo stwierdzi¢, ze najwigksze gradienty temperatury w czasie pracy
ustalonej butli, wystapity w obszarze dolnego kru¢ca wylotowego z butli. Sg to
miejsca gdzie moze dojs¢ do powstania potencjalnie najwigkszych napr¢zen
cieplnych [6].
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Rys. 6. Rozktad pola temperatury na butli separatora w obszarze dolnego kruc¢ca upustowego
wylotowego dla stanu pracy ustalonej odpowiadajacej maksymalnej mocy bloku energetycznego

4. Obliczenia wytrzymaloSciowe

W nastepnej kolejnosci zostaty przeprowadzone obliczenia wytrzymato-
sciowe z wykorzystaniem metody elementow skonczonych. W tym celu zostaty
zdefiniowane warunki brzegowe w postaci kombinacji utwierdzen i obcigzen.
Butla separatora jest podwieszona przegubowo na kro¢cach podporowych znaj-
dujacych sie w jej gornej czegsci. Podparcie to odbiera stopien swobody zwigza-
ny z przemieszczeniami pionowymi. Zdefiniowano réwniez warunki symetrii
na powierzchniach otrzymanych w wyniku podziatu butli za pomocg 2 ptasz-
czyzn symetrii. Do obcigzen wykorzystanych na ten element, mozna zaliczy¢
przede wszystkim niejednorodne pole temperatury na powierzchniach tego ana-
lizowanego obiektu, cisnienie pary dziatajace na jej $cianki wewnetrzne rowne
27,4 MPa oraz jej ciezar wlasny. Dodatkowo z racji panujacego w uktadzie
ci$nienia, do powierzchni czotowych kro¢cow przylozono sily o wartosciach
rownych iloczynowi warto$¢ tego cisnienia i ich pola przekroju poprzecznego.
Otrzymane w ten sposob warstwice naprezen przedstawiono na rysunku
rys 7 [7].

Najwyzsze wartosci naprezen zredukowanych wg. hipotezy Hubera-Misesa
rowne 495 MPa wystapily w obszarze taczenia butli separatora z kré¢cami do-
lotowymi. Wartosci tych naprezen sg wyzsze od granicy plastycznosci, ktora dla
temperatury metalu w tym obszarze wynosi 340 MPa. Pojawienie si¢ tych na-
prezen wywotane jest duzg sztywnos$cia materialu wzdtuz $cianek butli i krocea
dolotowego, przez co element nie moze si¢ odksztatci¢ w kierunku wzdhuznym.
Butla deformuje si¢ w kierunku promieniowym, przez co otwér w butli jest
owalizowany. Na gornej i dolnej krawedzi otworu powstaja w ten sposob na-
prezenia rozciaggajace rys. 8 [8].
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D: Static Structural
Equivalent Stress
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Rys. 7. Warstwice naprezen zredukowanych na wewngtrznej powierzchni butli separatora wyste-
pujace w stanie ustalonym dla pary o temperaturze 405 °C
i przy ci$nieniu wewnetrznym 27,4 MPa
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Rys. 8. Naprezenia rozciggajace na gornej krawedzi otworu

Tak wysokie warto$ci naprgzen wskazujg na mozliwo$¢ wystgpienia poten-
cjalnego uplastycznienie materiatu w tych miejscach. Wykorzystany do obli-
czen material miat liniowy charakter. Oznacz to, ze wykazywal on liniowa za-
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lezno$¢ naprezenia w funkcji odksztatcenia materiatu. Tangens kata nachylenia

krzywej odpowiada wartosci modutu Younga materialu E w zakresie sprezy-
stym (rys. 9a) [9].

g

mv
>l
V"n

o
a) b)

Rys. 9. a) Model liniowo spre¢zysty materiatu, b) Model sprezysto-plastyczny materiatu

W punktach koncentracji naprgzen wystapilo uplastycznienie materiatu,
przez co konieczne byto przeprowadzenie nieliniowej analizy wytrzymatoscio-
wej o charakterystyce modelu materialu przedstawionej na rysunku rys. 9b.

Do analizy wytrzymatosci nieliniowych przyjeto bilinearny model stali P91,

ktory zostata przedstawiono ponizej [10].

Bilinear Isotropic Hardening

Rys. 10. Przyjeta do obliczen bilinearna charakterystyka stali P91
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Oproécz nieliniowo$ci materialowej podczas obliczen wytrzymatosciowych
wzigto pod uwageg nieliniowo$¢ geometryczng. Warstwice napr¢zen zreduko-
wanych, uzyskanych w tych obliczeniach przedstawiono rysunku ponizej

(rys. 11) [11, 12].

D: Static Structural
Equivalent Stress 3
Type: Equivalent (von-Mises) Stress
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Rys.11. Rozktad naprezen zredukowanych na wewngtrznej powierzchni butli separatora
w temperaturze 405 °C i przy ci$nieniu wewngtrznym 27,4 MPa
uzyskany w analizie nieliniowej

Maksymalne plastyczne naprezenia zredukowane uzyskane w analizie nie-
liniowej wynosza 346,6 MPa (rys. 12) [13]. Na rysunku rys. 12 przedstawiono
rozklad odksztatcen plastycznych wystepujacych w obszarze taczenia kruécow
wlotowych pary z jej rura pionowa w czesci wewnetrznej tej rury.

Otrzymane odksztalcenia plastyczne obejmujg stosunkowo duzy obszar
powierzchni wewngtrznej butli zawigzany z jej faczeniem z kru¢cami wloto-
wymi pary. Wskazuje to na mozliwos¢ pojawienia si¢ w tym miejscu peknigc,
ktore na skutek regulacji parametréw pracy bloku, w trakcie jego eksploatacji,
(a co za tym idzie wystgpienia zjawiska zmeczenia niskocyklowego w podwyz-
szonych temperaturach), moga propagowa¢ w glab materiatu konstrukcyjnego.
W ostateczno$ci moze dojs¢ do powaznego uszkodzenia konstrukcji butli sepa-
ratora, uniemozliwiajace dalsza jej eksploatacje.
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D: Static Structural
Equivalent Plastic Strain
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Rys. 12. Rozktad zredukowanych odksztatcen plastycznych uzyskany w analizie nieliniowej

5. Podsumowanie i wnioski

Liniowa analiza wytrzymatosciowa wykazata, ze maksymalne napr¢zenia
zredukowane dla butli separatora wyniosty okoto 470 MPa. W migjscu tych
naprezen wystepuje karb geometryczny. Otrzymane warto$ci napr¢zen zredu-
kowanych znacznie przekroczyty granice plastycznosci materiatu. Z tego po-
wodu, dodatkowo wykonana zostata nieliniowa analiza wytrzymato$ciowa.
Otrzymane w tym przypadku warto§ci maksymalnych naprezen zredukowanych
wynosity ok 345 MPa. Te wyniki obliczen obrazujg fakt, ze elementy uktadow
ci$nieniowych kotta na parametry nadkrytyczne moga by¢ narazone na powazne
uszkodzenia, ktore w ostateczno$ci prowadza do odstawienia catych blokow
energetycznych. Obecnie rozwdj kondensacyjnych blokow weglowych oparty
jest na zwickszaniu ich sprawnosci, poprzez podnoszenie parametrOw pary
swiezej takiej jak jej temperatura i ciSnienie. Aktualnie obiegi cieplne nowocze-
snych kotlow parowych uzyskuja sprawnos¢ do 47,5%. Najwigksza przeszkoda,
na drodze do poprawy tego wspotczynnika jest brak odpowiednich materiatow
konstrukcyjnych, zdolnych do pracy przy bardzo wysokich wartoSciach tempe-
ratury i ci$nienia pary, a z drugiej za$ strony o stosunkowo niskiej cenie. Obec-
nie w fazie testow sa nowe stopy stali wysokostopowych, ktoére by¢ moze
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umozliwig w przysztosci budowe nowych wysokosprawnych i niskoemisyjnych
konwencjonalnych blokéw energetycznych [14, 15].

PODZIEKOWANIA

Przedstawione w pracy wyniki zostaly uzyskane w badaniach wspoifinansowanych przez

Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
wysokosprawnych ,,zero-emisyjnych” blokéw weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.
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CO, CAPTURE BY CALCIUM
LOOPING FROM THE OXY-COMBUSTION
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The chapter presents results of studies on the CO, sorption on solid calcium sorbents by the
Calcium Looping method. Tests were carried out for three calcium sorbents: Czatkowice - Po-
land, EnBw - Germany, Xirorema Sand - Greece. During the tests the concentration of CO, in the
simulating flue gases was 70 and 80%. Calcination process runs in the temperatures: 900, 950
and 1000°C, and carbonation - 650°C. The study aimed to determine and compare the capacity of
the sorption of CO, from flue gases of oxy - combustion for the selected sorbents and the effect of
the residence time of the sorbent in the processes of calcination and carbonation for CO, sorption
capacity. The tests were performed under laboratory conditions for a three - stage tubular reactor.

The research position control system has a continuous change in mass at three different tem-
peratures, and allows for determination of the gas composition at the outlet of the reactor. It was
observed that high concentration of CO, and high temperatures of calcination couses very disad-
vantageous sintering of sorbent increasing with the sorbent residence time in the process. In sub-
sequent studies calcination time was reduced, which had a very beneficial effect on the sorption
capacity. Carbon capture and capacity of the sorption CO, by calcium looping for the oxy- com-
bustion is much greater than for the combustion in air.

Symbols
W moisture, %
Xco2 CO, amount supplied to the process, kg
D density, kg/dm’
A% volume, m’

Xn [gCO,/gCa0 (n)]  carbonation conversion, gCO,/gCa0

1. Introduction

Recently, much work is being focused to the global warming effect reduc-
tion caused by excessive CO, emissions. Carbon dioxides is the main gas form
power production sector responsible for causing the greenhouse effect (Budzi-
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anowski, 2012). In connection with the growing requirements of the EU exhaust
emission are appeared methods for reducing CO,. The calcium looping cycle for
post-combustion CO, capture is considered to be one of the most feasible ways
for capturing CO, from large-scale coal-fired power plants [2, 3, 7, 11]. This
technology according to the authors may be coupled to oxy -combustion tech-
nology replacing condensation of water vapor from the flue gas. Obtaining
a pure stream of CO, from flue gas condensation method requires that the flue
gas does not contain impurities.

There are used the sorbents containing CaO. This process involves the re-
versible reaction between a form of calcium carbonate (CaCOj;) and its oxidized
form (CaO), which is a sorbent (Fig.1).

In the process of CO, capture from flue gas by adsorption on CaO we have
to deal with the fallowing chemical reactions:

carbonation:
CaO +CO; — (D)
calcination:
CaCO; — CaO + CO, 2)
co2 CLEAN FLUE
GAS without
coz
CaC03/Ca0
CaC03
CALCINER CARBONATOR
900 — 1000°C CaC03/Ca0 650°C
FLUE GAS
T WITH CO2

Fig. 1. Block diagram of CO, removal from flue gases in the chemical calcium looping

This chapter presents results of studies on the CO, sorption on solid
sorbents in oxy conditions technology. The method for CO, capture from flue
gas on calcium sorbents is the subject of research in many scientific centers
[1,4,6,8,9,12].

The actual problem that requires studies is to determine process parameters
allowing for maximum sorption in many cycles, ie reduction of the sorbent de-
activation degree in subsequent cycles.

The mechanism of sorbent deactivation in the subsequent cycles is the sub-
ject of many studies [4, 9, 12] in order to select a method to reduce sorbent de-
activation.
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The main reason of sorbents deactivation which is responsible for reduction
sorbent reactivity is sintering , while crystal CaO growth thus the reactivity of
sorbent in subsequent cycles decreases.

Selection of the suitable conditions for the calcination temperature and time
of calcination and carbonation as well as the presence of steam water allows
reducing the sintering effect.

The Ca-looping is a competitive method of removing CO, from the flue gas
of high content of CO, with respect to the method of condensation of water
vapor from the flue gas of the reasons why the Ca-looping does not require high
purity In the method of CO, separation from the flue gas by condensation of
H,O is required that the gas does not contain SO, and NOx, which is removed
from flue gas in additional unit (CPU).

Therefore, the competitiveness of the Ca-looping method results the fact
that it can be applied to flue gas after conventional cleaning installations.

In the “Ca-looping” both competitive reactions desulfurization
(Ca0+S0,+0,->CaS0,) and carbonation (reactionl) lowering slightly of CO,
sorption capacity but does not cause the release SO,, and only CO, in sorbent
regeneration cycle conditions. Thus is obtained pure stream of carbon dioxide.

Simultaneously the negative effect of the SO, presence on sorption capacity
is slight at the middle concentration of SO, and the presence of steam in flue
gas [10].

2. Experimental studies of CO, sorption

2.1. Apparatus

Preliminary tests of the cyclic carbonation and calcination were performed
in a Perkin Elmer Diamond Thermogravimetric Analyzer (TGA). For each TGA
run, a batch of around 50 mg of sorbent with size of 315-630 um was intro-
duced in the sample holder.

Calcination and carbonation reactions were carried out in the same atmos-
phere (70 and 80% CO», rest O or Ny), in subsequent cycles, at 900, 950,1000°
C of calcination and 650° C of carbonation.

Consecutively the tests were performed under laboratory conditions for a
three- stage tubular reactor (Fig.2). The apparatus allows for examination of
different variants of Ca-looping process in various atmosphere, temperature,
time, and in turn affect the process of carbonation after any number of cycles.

The stand-up is equipped with the position control system and continuous
control of in mass at different temperatures what allows for measurements of
mass change during carbonation and calcination step with simultaneous of
measurement of the gas composition at the inlet and outlet of the reactor. All
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signals from the sensors are continuously transmitted and recorded on the com-
puter.

Sorption and desorption process is monitored on the basis of the weight loss
over time. This allows measuring the amount of CO, absorbed in the carbona-
tion (sorption), and the amount of CO, released from the sorbent in calcination
(desorption).

Fig. 2. Photo (left) and scheme (right) of the experimental apparatus

2.2. Operating conditions and experimental procedure

The study aimed to determine and compare CO, sorption capacity of select-
ed sorbent for oxy - combustion conditions, and the impact of sorbent residence
time in the process of calcination and carbonation and temperature on CO, sorp-
tion capacity. Examined three calcium sorbents with different parts of Europe,
ie Czatkowice - Poland, EnBW - Germany, Xirorema Sand - Greece.

The operating conditions of the experiments for all sorbents are given in
Table 1. In these tests, during the calcination stage and after fixed time carbona-
tion stage through the bed of sorbent a gas mixture containing 70% CO, or
80% CO, .These experimental conditions were selected to simulate calcination
in an oxy - firing environment. In particular, it was found in preliminary tests
that a temperature as high as 950°C was necessary to calcine the limestone at
reasonable rates in an environment containing 70% CO, and 80% respectively.
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Tab.1. Experimental conditions for tests

conditions] Conditions2 | Conditions3 | Conditions4 | Conditions5 | Conditions6
1. calcination 10 min 10 min 20 min 10 min 10 min 10 min
Further 3 min 3 min 15 min 3 min 3 min 3 min
calcination
Furthe'r 3 min 3 min 10 min 5 min 5 min 5 min
carbonation
CO, 80% 80% 70% 70% 80% 80%
0, 20% 20% - - 20% -
N, - - 30% 30% - 20%
Temp.of 900°C 1000°C 950°C 950°C 950°C 950°C
calcination
Temp. of 650°C 650°C 650°C 650°C 650°C 650°C
carbonation
3. Results

The preliminary research suggests that the effect of the O, content in the
flue gas or of N, has no influence on sorption capacity, as opposed to the CO,
content what is visible in figure 3a.

0,5
g\ —e— EnBW_80%C02_20%N2; 950_650
ST -+~ EnBW_80%C02_20%02; 950_650

04

0,35

0,3

0,25

0,2

0,15

carbonation conversion, Xn[gCO2/gCal(n)]

01

0,05

o 5 10 20 25

15
cycles number

Fig. 3a. A comparison of the O, and N, content in “flue gas” effect on sorption capacity
of the sorbent EnBW (conditions 5, 6) at CO, concentration 80%

Calcination temperature value determines the degree of sorbent’s decompo-
sition, but also the reactivity of the resultant sorbent.

As a result of studies, determined effect of calcination temperature on the
sorption capacity of calcium sorbent.

It was concluded, that the calcination temperature (order 900 °C) for con-
centrations > 70% of the CO,, that is present in the flue gas t from the oxy-
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combustion , is far too low for the CO, capture by calcium chemical looping (no
calcium carbonate decomposition), which is why the calcination temperature
was increased to 950 °C and 1000 °C. Comparison of CO, sorption and desorp-
tion temperature for 900 °C and 950 °C and 1000°C is shown in Fig. 3b.

The temperature of calcination 1000 °C resulted lower sorption capacity of
sorbent in any subsequent cycle, what is shown in figure 4, as well as the rate of
carbonation is lower (see figure 5).

<eseees EnBw_80%CO2_20%02; 900 650 ~==-EnBW_80%C02_20%02;950_650

mass, %

time, min

Fig. 3b. Diagram of the CO, capture in calcium chemical looping for different calcination
temperatures (conditions 1, 2 and 5)
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Fig. 4.The effect of calcination temperature on the sorption capacity in the each cycles
of the process (conditions 1, 2 and 5)
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This effect confirms that the sintering is responsible for deactivation of
sorbents. Sintering depends also on time of calcination what was proved by the
investigation of CO, capturing in many cycles for 3 different sorbents at differ-
ent time of both calcination and carbonation.
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0,025
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0,005

average rate of carbonation, Xn/tcarb [-/min]
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—%— EnBW_80%C02_20%02,950_650

3
cycles number

Fig. 5.The effect of calcination temperature on the rate of CO, sorption

in the each I cycles of the process (conditions 1, 2 and 5).

The improvement of sorption capacity at high CO, concentration was
achieved by significant reducing the time of calcination stage and also the car-
bonation stage. The effect of calcination time on sorption capacity shows in
figure 6,7 and in table 2.

Table 2. Comparison of the results for the selected sorbents for step 1 and 9 of the CO, sorption
for different concentrations of CO, in the calcination and carbonation process and times

in the calcination and carbonation process

Czatkowice EnBw Xirorema

1.step 9.step 1.step 9.step 1.step 9.step

calc/carb = 70% CO2
Temp 950 650 0,33 0,13 0,43 0,15 0,31 0,13
(condition 3)

calc/carb = 70%CO2_czas

5min_kale; 3min_karb 0,35 0,15 0,47 0,19 0,35 0,15
Temp_950_650

(condition 4)




320 Halina Pawlak-Kruczek et al.

The beneficial effects on CO, sorption capacity under conditions 4 (shorte
time of calcination, carbonation) are shown in Tab. 2. These capacity increased
in the first step from 0.43 to 0.47 Xn [gCO,/gCaO (n)] for sorbent EnBW, in the
ninth step from 0.15 to 0.19 Xn [gCO2/gCaO (n)], ie 9.3% and 26% respective-
ly. The temperature of the carbonation process does not have much influence on
the sorption capacity.

sseese ENBW_70%C02kalc_t1kalc=20min_kolejne_kalc15min/70%C0O2karb_tkarb=10min
EnBW_70%C02Kalc_tlkalc=10min_kole]ne_kalc3min/70%C02karb_tkarb=5min
100
95 ‘-}
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Fig. 6. Diagram of the CO, capture in calcium chemical looping for different calcination
and carbonation times (conditions 3 and 4)

At high calcination temperatures (about 1000 °C) there is a very unfavora-
ble sorbent sintering process. As a result there is a reduction in porosity and
active surface, wherein the CO, absorption occurs.

sooes ENBW_70%CO2kalc_t1lkalc=20min_kolejne_kalc15min/70%C0O2karb_tkarb=10min
—&— EnBW_70%CO?kalc_t1kalc=10min_kolejne_kalc3min/70%C0O2karb_tkarb=5min

0,6

carbonation conversion, Xn[gCO2/gCa0(n)]

6
cycles number

Fig. 7. Diagram showing the effect of calcination and carbonation time on CO, sorption
efficiency in the process various steps (conditions 3 and 4)
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The decrease CO, sorption capacity occurs with increasing number of car-
bonation - calcination cycles (Fig. 4, 7). The loss of reactivity sorbent in 6 cy-
cles for both CO, concentration-70 and 80% is order of 52% , and loss of aver-
age rate of carbonation is order 37% (see figure 5), what confirms that sintering
thus change of pores size distribution so limitation of internal surface for CO, is
responsible for sorbent deactivation.

In Figure 7 it can be seen that the sorption capacity is larger at shorter time
of each step of cycle at 950 °C temperature of calcination process.

4. The amount of sorbent required for the CO, sorption
fromflue gas - analysis for the power unit

The mass balance of sorbent required for removal of CO, from flue gas was
made for the power unit of power 100 MWe and thermal power — 300 MWth,
where the fuel is brown coal with a moisture content W = 15% burned in an
oxygen atmosphere content 30% oxygen (oxy30%).

The calculations were made on the basis of assuming the average of the ex-
perimental CO, sorption capacity 30% and the absorption time equal 5 min.
The stream of carbon dioxide contained in the flue gas in this case is 101.0 kg/s.
Thus, the CO, amount supplied to the process during 5 min. (X cop) is
Xco2=30000 kg. For adopted the above assumptions, the amount of sorbent
required for CO, separation for 100 MW power unit is 100 tonnes of CaO, ie
178.6 tonnes of CaCO;. Knowing the sorbent bulk density (d), one can deter-
mine the volume of sorbent required for the separation from the flue gas for
block 100MW, this volume is, for d = 1.44 kg/dm3, 124.0 m’.

5. Results and conclusion

Analyzing the obtained results, it was found that in order to optimize the
CO; capture by calcium looping from the flue gas obtained in oxy- combustion,
the selection of calcination temperature and time of calcination step and carbon-
ation step decides on sorption capacity. That sorption capacity can be improved
by shortening of each process stage at fixed temperature of calcination.

Results obtained for different three sorbents showed that final sorption ca-
pacity depends not only on process parameters but also on sorbent origin i.e. on
its properties. It was also noted that with increasing CO, concentrations in the
simulated flue gas, it should increase the temperature of the calcination process.

Should be taken into the possibility of sorbent surface sintering,which re-
sults in a decrease in the sorbent sorption capacity.



322

(1]
(2]

(3]

(7]

(8]
9]

(10]

[11]
[12]

Halina Pawlak-Kruczek et al.

References

Abanades J., Chem. Eng. 2002, 90, 303.

Abanades JC, Grasa G, Alonso M, Rodriguez N, Anthony E.J., Romeo LM. Cost structure of a
postcombustion CO, capture system using CaO. Environ Sci.Technol. 2007;41:5523-7.

Alonso M, Rodriguez N, Gonzalez B, Grasa G, Murillo R, Abanades JG. Carbon dioxide capture
from combustion flue gases with a calcium oxide chemicalloop. Experimental results and process
development. Int J Greenhouse GasCon 2010;4:167-73.

Blamey J., Anthony E.J., Wang J.,Fennel P., Progr. Energy Combustion Sci. 2010, 36, 260.
Budzianowski W.M., Target for national carbon intensity of energy by 2050: A case study of
Poland’s energy system, Energy 46 (2012) 575-581.

Coppola A., Scala F., Salatino P.,Montagnaro F.; Fluidized bed calcium looping cycles for CO,
capture under oxy-firing calcination conditions: Part 1. Assessment of six limestones, Chemical
Engineering Journal 231 (2013) 537-543

Ives M, Mundy RC, Fennell PS, Davidson JF, Dennis JS, Hayhurst AN.Comparison of different
natural sorbents for removing CO, from combustion gases, as studied in a bench-scale fluidized
bed. Energy Fuels 2008; 22:3852-7.

Lu D.Y., Hughes R.W., Anthony E.J., Ca-based sorbent looping combustion for CO, capture in
pilot-scale dual fluidized beds, Fuel Processing Technology, 89 (2008) 1386-1395.
Pawlak-Kruczek H., Baranowski M., Solecki A., Luzny R.: CO, capture effectiveness by calci-
um looping with regenerated calcium sorbents / H. Pawlak-Kruczek [i in.]. W: The Clearwater
Clean Coal Conference [Dokument elektroniczny] : proceedings of the 39th International Tech-
nical Conference on Clean Coal & Fuel Systems, June 1 to 5, 2014, Clearwater, Florida, USA /
[ed. Barbara A. Sakkestad. North Potomac] : Coal Technologies Associates, [2014]. s. 1-12.
Pawlak - Kruczek H., Baranowski M., Tkaczuk-Serafin M.: Impact of SO, in the presence of
steam on carbonation and sulfation of calcium sorbents / Pawlak-Kruczek H., Baranowski M.,
Tkaczuk-Serafin M. Chemical Engineering & Technology. 2013, vol. 36, nr 9, s. 1511-1517.
Romeo LM, Lara Y, Lisbona P, Martinez A. Economical assessment of competitive enhanced
limestone for CO, capture cycles in power plants. Fuel Process Technol 2009;90:803-11.

Sharat K. Pathi, Weigang Lin, Jytte B. Illerup, Kim Dam-Johansen, and Klaus Hjuler, CO, Cap-
ture by Cement Raw Meal, Energy Fuels, 2013, 27 (9), pp 5397-5406.



DOBOR ZRODLA NAPEDU
SPREZARKI CO, DLA REFERENCYJNEGO
BLOKU WEGLOWEGO 900 MW

Pawet Pilarz, Tadeusz Chmielniak

Politechnika Slaska w Gliwicach, Konarskiego 18, pawel.pilarz@polsl.pl,
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Proces wychwytu, transportu oraz sktadowania dwutlenku wegla (CCS — Carbon Capture
and Storage), ktory jest produktem emisyjnym duzych instalacji energetycznych, wymaga kom-
presji tego czynnika do wysokich cisnien, transportu rurociggowego do lokalizacji sktadowania
oraz wtrysku do stosownych formacji geologicznych. Transport rurociaggowy duzych ilosci CO,
na znaczne odlegloéci uznaje si¢ za najbardziej racjonalny pod wzglgdem ekonomicznym. Straty
ci$nienia w drodze transportu na duze odleglosci wymagaja wysokich wartosci cisnienia wyloto-
wego za sprezarka CO, rzedu 150 + 200 bar. Dlatego tez istotnym jest zastosowanie sprawnego
procesu sprezania z doprowadzeniem odpowiedniej mocy do sprezarki. W rozdziale rozwazono
wariant napedu turbinowego oraz elektrycznego sprezarki CO, z uwzglednieniem wptywu zrodia
napedu na wskazniki referencyjnego bloku weglowego 900 MW.

1. Wprowadzenie

Stacja sprezania dwutlenku wegla jest projektowana w celu integracji z re-
ferencyjnym blokiem weglowym 900 MW (CCS-Ready) [2] spalajagcym wegiel
kamienny (rys. 1). Bez integracji z systemem wychwytu i sprezania CO, spraw-
no$¢ obiegu podstawowego wynosi 50,88%, sprawno$¢ brutto — 49,12%, a
sprawno$¢ netto — 47,65%. Rozdzial przedstawia zmienno$¢ wskaznikow pracy
bloku weglowego w zakresie obcigzenia 35 + 100% przy uwzglednieniu inte-
gracji bloku ze stacjg kompresji CO,.

W wyniku przeprowadzonych analiz w zakresie optymalizacji termodyna-
micznej oraz systemowej dla r6éznych struktur instalacji spr¢zania CO, [4,5],
wyodrebniono kilka wariantéw stacji kompresji dwutlenku wegla wychwyco-
nego ze spalin referencyjnego bloku weglowego 900 MW:
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e  Wiclostopniowsa, jednowatowg sprezarke promieniowa z czterema sekcja-
mi sprezania: N; = 66,84 MW;

e  Os$miostopniowa, promieniowa sprezarke przektadniowa: N; = 56,46 MW;

e  SzeSciostopniowg promieniowa spr¢zarka przekladniowa oraz pompe
z pompowaniem nadkrytycznym: N; = 51,98 MW.
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Rys. 17. Schemat referencyjnego bloku weglowego 900 MW poddanego analizie
wariantow podlaczenia turbiny

Do analizy wptywu zrodla napgdu sprezarki na blok weglowy obrano
o$miostopniowg promieniowg sprezarke przektadniowa. Wybrano dwie mozli-
wosci napedzania sprezarki CO; tj.: naped turbinowy oraz naped elektryczny.
Zastosowanie napedu turbinowego sprowadza si¢ do instalacji turbiny parowe;j
napedzanej czynnikiem pobieranym z cieplnego obiegu bloku weglowego.
Wiaze si¢ to z koniecznoscig ingerencji w obieg cieplny w postaci poboru pary
wodnej. Przekazanie mocy realizuje si¢ za pomoca watu taczacego turbing z
pierwszg parg stopni spr¢zania CO,. Predkos¢ obrotowa watu dla nominalnego
punktu pracy wynosi n, = 5847,2 obr./min. W przypadku silnika elektrycznego
predkos¢ obrotowa watu n, =750 obr./min i jest to wariant nieingerujacy w
strukturg obiegu cieplnego [6].
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2. Naped turbinowy sprezarki CO,

Wybrano dwa mozliwe miejsca na pobor pary i skierowanie jej na turbine
parowa napedzajaca sprezarke CO,:

e Rurociag z parg za cz¢écig wysokoprezng prowadzacy do wtérnego prze-
grzewu,;
e Rurociag z parg wtornie przegrzang prowadzacy do czesci srednioprezne;.

Do analizy wariantow postuzono si¢ programem Ebsilon® Professional [1],
w ktorym do obiegu bloku 900 MW wprowadzono rozdzielacz czynnika wraz z
kontrolerem, pozwalajacy na dobor strumienia pary do turbiny, w zaleznos$ci od
wymaganej mocy sprezarki Ngpg.

Po uwzglednieniu strat mechanicznych sprezarki (17, = 0,99) moc turbiny
parowej powinna wynosi¢ Npy=57,03 MW (w przypadku obcigzenia bloku
100% oraz odseparowanego strumienia CO, do sprezarki mico, = 156,43 kg/s
[6]). Taka tez moc zalozono pierwotnie przy analizowaniu poszczegdlnych wa-
riantow lokalizacji turbiny.

2.1. Wariant poboru z parociagu przed cze¢scia Srednioprezng

W pierwszym wariancie rozdzielacz pary umiejscowiono na rurociggu pary
przegrzanej przed cze$cig Srednioprezng, gdzie para wodna ma wysokie para-
metry termodynamiczne. Par¢ wylotowg z turbiny napgdzajacej (TN) sprezarke
CO; (SPR CO,) skierowano do skraplacza (rys. 2).
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Rys. 2. Dotaczenie turbiny napegdzajacej (TN) sprezarke CO, (SPR CO,) do rurociggu z parg
przegrzang z wylotem do skraplacza
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Drugim zamodelowanym wariantem dla poboru pary wtornie przegrzanej z
parociagu jest skierowanie czynnika za turbing napg¢dowa do przelotni czgsci
sredniopreznej, czyli docelowo do czg$ci niskopreznej turbiny (NP) (rys. 3).
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Rys. 3. Dotaczenie turbiny napedzajacej (TN) sprezarke CO, (SPR CO,) do rurociagu z para
przegrzang z wylotem do cz¢$ci niskopr¢znej (NP)

2.2. Warianty poboru z parociagu za cze$cia wysokoprezna

Trzeci wariant dotyczy umieszczenia rozdzielacza strumienia czynnika na
rurociggu pary wylotowej z czeSci wysokopreznej, ktora powraca do kotla
w celu wtdrnego przegrzania czynnika. Par¢ wylotowg z turbiny napedzajacej
sprezarke CO2 wyprowadzono do skraplacza (rys. 4).
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Rys. 4. Dotaczenie turbiny napg¢dzajacej (TN) sprezarke CO, (SPR CO,) do rurociggu z parg
za cze$cia wysokoprezng (WP) z wylotem do skraplacza
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Ostatni brany pod uwage wariant polega na poborze pary z rurociagu za
cze$cig wysokoprezng oraz ponowne wprowadzenie jej do obiegu podstawowe-
go w czesci niskopreznej turbiny (rys. 5).
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Rys. 5. Dotaczenie turbiny napedzajacej (TN) sprezarke CO, (SPR CO,) do rurociaggu z parg
za czg$cig wysokoprezng z wylotem do cze$ci niskopreznej (NP)

3. Modelowanie wariantow lokalizacji turbiny parowe;j

Za pomocg programow Ebsilon® Professional [1] 1 MS Excel [3] przepro-
wadzono obliczenia w celu wyznaczenia wymaganej mocy turbiny oraz predko-
sci obrotowej watu laczacego sprezarke CO, z turbing [6]. Wykorzystano do
tego zalezno$¢ podobienstwa przeptywu gazu przez sprezarke z uwzglednie-
niem zmian obcigzenia bloku w zakresie 35 + 100%. Zmiana obcigzenia bloku
900 MW wplywa na ilo§¢ wytwarzanego dwutlenku wegla, a zatem w zalezno-
sci od mocy bloku osiggane sg rozne strumienie CO, do sprezenia.

Obliczenia dotyczyty czterech wybranych wariantow przyltaczenia turbiny
parowe;j:

e  Poboru pary przed cze¢scia Srednioprezng:

o Z powrotem pary do skraplacza (1),

o Z powrotem pary do cze$ci niskopreznej turbiny (2),
e  Poboru pary za czesciag wysokoprezna:

o Z powrotem pary do skraplacza (3),

o Z powrotem pary do czgsci niskopreznej (4).

Z powodu zmiennego strumienia CO, do spr¢zenia — zaleznego od obcigze-
nia bloku weglowego — nalezato okresli¢ predkosci obrotowe watu pierwszej
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pary stopni sprezania. Posluzono si¢ punktem pracy sprezarki podanym w
[5]: n = 5847,2 obr./min; Ny, = 56456,6 kW; m¢o,=156,43 kg/s;
Vcoz = 54,85 m3/s.

Biorac pod uwagg projektowe zatozenia dla CO, na wlocie do sprezarki tj.:
p=15bar =150000 Pa; ¢=35°C=308,15K;  micp,=156,43 kg/s;

Przeliczono ggstos¢ gazu p (1), a na tej podstawie strumien objgtosciowy
Veo,(2):

*

P=Zoag = 258 ke/m’ (D

1
€% — 60,63 m/s )

Veo, =

Obliczony strumien objetosciowy CO; (2) wykorzystano do dalszych prze-
liczen w MS Excel [3] zwigzanych ze zmiang predkosci obrotowej watu tacza-
cego turbing napedowa z pierwsza parg stopni spr¢zania. W obliczeniach
uwzgledniono zmiang¢ strumienia dwutlenku wegla do sprezenia, po dotaczeniu
turbiny napedowej, zaleznego od obcigzenia bloku weglowego. Zmiana obcia-
zenia bloku 1 strumieni objetosciowych CO, dla analizowanych wariantéw inte-
gracji turbiny napgdowej z obiegiem cieplnym przedstawiono w tab. 1.

Zauwazy¢ mozna, ze w przypadku wariantow (3) i (4), czyli dla poboru pa-
ry za czgscia wysokoprezng, wystepuje mniejszy strumien CO, do sprezenia niz
w pozostatych wariantach. Dzieje si¢ tak poniewaz cze¢§¢ pobranej pary nie
powraca do kotta w celu przegrzewu. Nizszy strumien pary do osiggnigcia pa-
rametréw wtornego przegrzewu potrzebuje mniejszego strumienia paliwa, co
prowadzi do nieznacznego ograniczenia wytwarzanego COs.

Korzystajac z zaleznosci (3) podobienstwa przeptywu gazu przez sprezarke
[7] przeliczono predkosci obrotowe watu oraz wymagang moc turbiny i spre-
zarki dla zmiennego obcigzenia bloku (tab. 2) (zalozone sprawnosci:
Nmech = 0,99; m:7p = 0,88). Nalezy jednak zastrzec, ze podane wyniki sa warto-
$ciami przyblizonymi, bez uwzgledniania liczby Macha dla wyzszych predkosci
obrotowych i liczby Reynoldsa dla nizszych, z uwagi na male spreze oraz nie-
zmienne parametry gazu na wlocie (¢ = 35 °C, p = 1,5 bar).

I./1 R N,

3
—=— oraz —=|— 3
VZ np g N2 ( ) ( )



Dobor zrédta napedu sprezarki CO, dla referencyjnego bloku... - 329

Tabela 1. Zmienno$¢ strumienia CO, do spr¢zenia w zaleznos$ci od obcigzenia bloku
i wariantu dotaczenia turbiny

Obcigzenie VCOZ [m*/s] VC02 [m?/s] Vc02 [m?/s] Vc02 [m?/s] VCOZ [m?/s]

bloku bez CCS wariant (1) wariant (2) wariant (3) wariant (4)
100% 60,98 61,76 62,83 60,59 59,78
90% 55,51 56,07 56,80 55,22 54,68
80% 49,96 50,36 50,84 49,76 49,40
70% 4432 44,58 44,89 44,18 43,95
60% 38,58 38,75 38,93 38,49 38,35
50% 32,76 32,86 32,96 32,69 32,60
40% 26,78 26,83 26,89 26,74 26,69
35% 23,75 23,78 23,81 23,72 23,68

Tabela 2. Obliczona predko$¢ obrotowa walu oraz moce sprezarki i turbiny
w zaleznosci od obcigzenia bloku

Wariant (1) Wariant (2) Wariant (3) Wariant (4)
Obcigzenie blokul™ predkosé obrotowa watu r [obr./min] /Moc sprezarki Ngpp /moc turbiny Nzy
[MW]
100% 5955,6] 59,7 | 60,3 16059,2] 62,8 | 63,5 15843,5] 56,3 | 56,9 |5765,5] 54,1 | 54,7
90% 5407,6] 44,7 | 45,1 |5478,0] 46,4 | 46,9 15325,7] 42,7 | 43,1 |5273,2] 41,4 | 41,8
80% 4856,3| 32,3 | 32,7 14902,8] 33,3 | 33,6 |4798,6] 31,2 | 31,5 |4763.,8] 30,5 | 30,8
70% 4299,4] 22,4 | 22,7 [4329,0] 22,9 | 23,1 |4260,4] 21,8 | 22,1 J4238,2] 21,5 | 21,7
60% 3736,8] 14,7 | 14,9 |3754,7] 14,9 | 15,1 |3711,7] 14,4 | 14,6 |3698,0] 14,3 | 14,4
50% 3168,6] 9,0 9,1 13178,8] 9,1 9,2 |3152,9] 8,9 8,9 13144,3] 8,8 8,9
40% 2587,8] 4,9 4,9 12592,8] 4,9 5,0 12579,1] 4.8 4,9 [2574,1] 4.8 4,9
35% 2293,3] 3.4 3,4 2296,6] 3.4 3,5 [2287,2] 3,4 3,4 122837 3,4 34

Za pomocg programu Ebsilon® Professional [1] zamodelowano wptyw do-
faczenia turbiny parowej napedzajacej sprezarke CO, na wskazniki analizowa-
nego bloku 900 MW [2]. Zmienne obcigzenie bloku weglowego ma istotny
wplyw na zmiang parametrow pary i stgzenia CO, w spalinach co przektada si¢
na zmiang sprawnosci obiegu (rys. 6).

Dotaczenie turbiny parowej nape¢dzajacej sprezarke CO, prowadzi do obni-
zenia sprawnosci bloku. Jednoczesnie wskazniki sprawnosci sg zalezne od loka-
lizacji turbiny napedowej, wielkosci pobieranego strumienia pary wodnej (w
zaleznosci od obcigzenia bloku) oraz miejsca powrotu tej pary do obiegu (do
czesci niskopreznej lub skraplacza).
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Rys. 6. Wplyw lokalizacji turbiny napedowej na sprawno$¢ netto bloku 900 MW
przy zmiennym obciazeniu

Sprawno$¢ netto jest najwyzsza przy wariantach (1) i (3) dla obciazen po-
wyzej 60%, gdzie zastosowano wylot pary do skraplacza. Roznica miedzy tymi
dwoma wariantami w sprawnoS$ci jest niewielka i wynosi 0,1 p.p. sprawnosci
netto (dla obcigzenia 100%) na korzy$¢ wariantu (3) z poborem pary zza czesci
wysokopreznej (#,eq0 = 43,76%), jednak ta nadwyzka maleje ze spadkiem ob-
cigzenia bloku do 70%, gdzie nastgpuje redukcja réznicy. Nieznacznie wyzsza
sprawno$¢ dla wariantu (3) wynika z mniejszego strumienia pary powracajacej
do kotla celem przegrzewu (mniejsze zuzycie paliwa i mniejsza produkcja CO,
do wychwytu i sprezenia), ale tylko w wariancie z wylotem do skraplacza. Przy
niskich obcigzeniach zauwazy¢ mozna zbiezno$¢ sprawnosci dla wariantow (1),
(2) 1 (3). Najnizsza sprawnos$cig netto w catym zakresie obcigzen charakteryzuje
si¢ wariant (4), gdzie wykorzystuje si¢ pare zza cze$ci wysokopreznej powraca-
jaca do obiegu na wlocie do czesci niskopreznej turbiny gtownej. Ogolna ten-
dencja spadku sprawnos$ci netto wraz ze wzrostem obcigzenia bloku zwigzana
jest ze zwigkszajacym si¢ strumieniem dwutlenku wegla do sprezenia. Przekta-
da si¢ to na konieczno$¢ zwigkszenia mocy turbiny napedowej sprezarki CO,, a
co za tym idzie zwigkszenia strumienia pary pobieranej z obiegu cieplnego blo-
ku.
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4. Naped elektryczny sprezarki CO,

Zastosowanie silnika elektrycznego w celu napedzania sprezarki wychwy-
conego dwutlenku wegla pozwala oming¢ ingerencj¢ w obieg parowy bloku
weglowego 900 MW [2], jaka ma miejsce w wariancie napedu za pomoca tur-
biny parowej. Zatozenia do analizy sa zbiezne do tych z obliczen dla turbiny
parowej.  Wykorzystano dane dla  punkt pracy sprezarki @ [5]:
n =750 obr./min; N,.=56456,6 kW; nicp,=156,43 kg/s. Z rownania (2) obli-
czono strumien objetosci CO, VCOZ = 60,63 m’/s.

Nastepnie skorzystano z zaleznosci (3) podobienstwa przepltywu gazu przez
sprezarke [7], bez uwzgledniania na obecnym etapie liczby Ma dla wyzszych
predkosci obrotowych i liczby Re dla nizszych. Przeliczono predkosci obrotowe
watu glownego oraz wymagang moc spre¢zarki i silnika dla zmiennego obcigze-
nia bloku (sprawno$ci zalozone dla silnika elektrycznego #,ecn = 0,99; 5o =
0,988). Dane obliczone za pomoca MS Excel [3] i Ebsilon® Professional [1]
umieszczono w tab. 3. Predkos¢ obrotowa n zawiera si¢ w przedziale 291 do
747 obr./min zaleznie od obcigzenia bloku i ilo$ci generowanego strumienia
CO, do spregzenia. Obroty silnika elektrycznego nalezy regulowaé za pomoca
przemiennika czestotliwosci. Wymagana moc silnika elektrycznego N,; dla ob-
cigzenia 100% wynosi 56,5 MW i jest to moc nieznacznie mniejsza niz w przy-
padku wariantu (3) turbiny napedowej, gdzie wymagana moc turbiny Npy =
56,9 MW.

Zestawiono sprawnos$ci netto bloku 900 MW dla trzech wariantow: bez
sprezarki CO,, ze spr¢zarka napedzang turbing parowa — wariant (3) oraz ze
sprezarka napedzang silnikiem elektrycznym (rys. 7).
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Rys. 7. Sprawno$¢ netto bloku 900 MW dla wybranych instalacji napgdzania sprezarki CO,



332 Pawet Pilarz, Tadeusz Chmielniak

Zastosowanie silnika elektrycznego do napgdzania sprezarki prowadzi do
obnizenia #,.., bloku weglowego o kilka p.p. z poréwnaniem z blokiem bez
sprezania CO,. Uzycie elektrycznego napedu pozwala osiagnaé wyzsza #,eq, Niz
dla wariantu z napgdem turbinowym w zakresie 70 + 100% obcigzenia bloku
weglowego. Natomiast wariant (3) turbiny parowej osiaga Wyzszg #,.., ukladu
dla obcigzen ponizej 70%.

Tab. 3. Wyniki obliczen dla wariantu spr¢zarki CO, napgdzanej silnikiem elektrycznym

CquZEI-lie Predkosc obrotqwa watu | Moc sprezarki efglgtiyscﬂzrtlliggo Sgtrt?)";?glii

bloku n [obr./min] Ny, [MW] N, [MW] 900 MW
Mnetto [Y0]

100% 747 55,8 56,5 44,38
90% 680 42,1 432 44,48
80% 612 30,7 32,5 44,67
70% 543 21,4 23,5 44,72
60% 473 14,1 16,5 44,78
50% 401 8,6 11,4 44,85
40% 328 4,7 7,7 44,71
35% 291 33 6,1 44,52

5. Podsumowanie

Obliczenia polegaty na zamodelowaniu dwdch zrodet napedu sprezarki CO,
oraz ich wpltyw na wskazniki referencyjnego bloku weglowego 900 MW. Wy-
brano dwie mozliwo$ci: napgdzanie za pomocg turbiny parowej zintegrowanej z
obiegiem cieplnym bloku oraz zasilanie za pomocg silnika elektrycznego.

Zaprezentowano cztery warianty integracji parowej turbiny napgdowej z
obiegiem cieplnym. Najwyzszg sprawno$¢ netto obiegu w catym zakresie ob-
cigzen bloku uzyskano dla wariantu (3), tj. dla turbiny pobierajacej parg z ruro-
ciagu za czescig wysokoprezng oraz zpowrotem pary do skraplacza.
W zaleznosci od obcigzenia bloku oraz ilosci strumienia CO, do sprezenia, moc
turbiny regulowano za pomocg zmiany strumienia pobieranej pary.

Przeanalizowano réwniez wplyw zastosowania silnika elektrycznego jako
zrodta napedu sprezarki CO, na wskazniki bloku 900 MW. Z uwagi na zmienny
strumien CO, do sprezenia zalezny od obcigzenia bloku, nalezy zastosowaé
przemiennik czgstotliwosci do regulacji predkosci obrotowej silnika.

Poréwnujgc wykresy sprawnosci netto dla obu zrédel napedu sprezarki
dwutlenku wegla mozna zaobserwowac, ze dla obcigzen bloku > 70% wyzsze
wartosci osigga instalacja z silnikiem elektrycznym. Zastosowanie turbiny pa-
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rowej (wariant 3) pozwolilo osiggna¢ wyzsza sprawno$¢ netto dla obcigzen
ponizej 70%. Mozna stwierdzi¢, ze zastosowanie silnika elektrycznego jako
zrodta napedu stacji sprezania CO; jest rozwigzaniem bardziej optymalnym pod
wzgledem sprawnosci netto, a dodatkowsa zaleta jest brak koniecznosci dodat-
kowej ingerencji w obieg parowy bloku, co przektada si¢ na nizsze koszty in-
westycyjne.

PODZIEKOWANIA

Przedstawione w rozdziale wyniki zostaly uzyskane w badaniach wspoétfinansowanych przez
Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
wysokosprawnych ,,zero-emisyjnych” blokéw weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.
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The chapter presents a calculation methodology of condensing heat exchanger flue gases-
water, used for waste heat recovery from exhaust gases in coal fired power unit. Computations
base on Colburn-Hougen’s mathematical model. There was performed a modification of this
model, basing on Mollier’s diagram, involving the addition of formulas that calculates value of
flue gases humidity ratio at given temperature. Basing on above model modification, author
worked out the algorithm of computations of heat exchanger installed in flue gases duct in lignite
power plant.

1. Introduction

The problem of waste heat recovery from exhaust flue gases is interest issue
due to increase in power plant efficiency associated with waste heat utilization
[14]. In last two decades, commercial technology of waste heat recovery from
flue gases began to develop and the best methods of its utilization have been
performed [13]. Today, there are no new coal fired power plants without waste
heat recovery from flue gases units [12]. According to author’s knowledge, in
no coal-fired units flue gases temperature is lowered below dew point. For
greater heat flux recovery, there is a need to install heat exchanger with conden-
sation of water vapor contained in exhaust gases.

The purpose of article is to present a methodology of calculations of con-
densing heat exchanger, used for waste heat recovery from flue gases in lignite
power plant.

Modeling of heat transfer process with condensation of water vapor con-
tained in flue gases is complicated by the fact that condensation takes place in
presence of inert gases. In the present case these gases are: CO,, CO, SO,, N,
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and O,. Additionally, heat transfer process consists of: heat flow between flue
gases having temperature T, and condensate with interface temperature T;, and
also steam mass diffusion due to difference in steam concentration in main
stream ypyo and at the interface y;.

A. Colburn and O. Hougen developed [3] a methodology of computation of
condensing heat exchanger. This method bases on discretization of heat ex-
changer surface. The reason of discretization is changing heat transfer coeffi-
cients, temperature differences, heat fluxes etc. in consecutive points of ex-
changer. Classis Colburn-Hougen method bases on Colburn-Hougen equation
solving by trial and error method, which isn’t convergent. In addition, water
vapor mass flow at the outlet of heat exchanger is assumed initially, but not
calculated, so both cooling water mass flow, condensate mass flow, and overall
heat flux transferred to water must be verified.

In 2010 K. Jeong, E. Levy et al. [8], basing on Colburn-Hougen model,
worked out an analytical model of cross-flow heat exchanger with condensation
of water vapor in flue gases. During heat transfer area calculations, condensate
heat resistance was omitted. It caused inaccurate overall heat transfer coefficient
determination from flue gases to water.

In this chapter mathematical model of shell-and-tube heat exchanger was
developed. Author used some formulas from models [3, 7, 8, 10]. It was as-
sumed that overall heat transfer process consists of two sub-processes: flue gas-
es cooling without condensation of water vapor until steam dew point Tdew
occurs and flue gases cooling with condensation. In opposite to [7, 8], Mollier’s
diagram was added to calculate flue gases humidity ratio X and condensate
mass flux gqmk. In relation to [8], author created another method for Lewis
number calculation. Till now, in literature, a constant value of Lewis number
was assumed [1, 8]. Thus Chapman-Enskog theory, having a limit to calculate
mass diffusion coefficient D for two-component mixtures, was extended by
introducing the hypothesis of proportionality of Lewis number Le to flue gases
molar fractions. Significant achievement of author was working out an algo-
rithm of heat exchanger computations, basing on above modifications.

2. Mathematical model

2.1. Assumptions

Following assumptions were utilized in computations:

e heat flux is steady and one-dimensional;
heat exchanger is shell-and-tube with cross flow;

o flue gases are flowing across smooth cooper vertical tubes with cooling wa-
ter inside;
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filmwise condensation of steam present in flue gases happens when flue
gases temperature is equal to steam dew point Ty.,. Condensation takes
place only on surface of tubes;
flue gases cooling process takes place in constant pressure p;
cooling water mass flow in tubes q, is constant;

condensate doesn’t evaporate;

heat losses from heat exchanger to environment are equal to zero.
Scheme of heat exchange process is presented in Fig. 1.

Section without - Section with -
condensation L1 — ‘Lwimd condensation 1 Qmw> l-wj
qmg’ .l:g_in ] l:lcw a5 qmg: Ta_mn
— > —
inert gases
Uui20 out
T hot water cold water T
Um0 in» lgLin mieo in> Ticw [gLom
— | =
water vapor
condesate
TS" qua T,

Fig. 1. Scheme of overall heat transfer process

One section of condensing heat exchanger is shown in Fig. 2.

Qo > Ts. i+l

-

inert gases
(j + 1)-th cell
qm]-lZO.j+l’ Tg, j+l

water vapor

candansalg

Qumg > T

-

inert gases

Ty j-th cell

l1em agmy

Qmizo, j» Tg, j

water vapor

5,5, 4 H

Fig. 2. Control volume with heat-flow parameters used in computations
for one cell of heat exchanger
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2.2. Model of heat transfer without water vapor condensation

Cooling flue gases process without condensation continues until gases tem-
perature Tg reaches dew point Tg.,. Water steam mass flow dmH,0> and also wet

flue gases mass flow qpgpmy, don’t change. The process takes pace with constant

flue gases humidity ratio X.
Overall heat flux Q transferred from flue gases to water consists only sensi-
ble heat from dry flue gases and water vapor:

Qj = qmspm ’ (Cpispm (Tgiin) ’ Tgiin - Cpﬁspm (Tdew) ’ Tdew )

(1)
where T, i, — flue gases temperature at the inlet of heat exchanger.
Heat balance differential equation for water and flue gases is as follows:
U'g (Tg _Ts)dA = qmw ‘Cpiw(Tw)' dTw = a‘w (Ts _Tw) : dA (2)

where: T — average tube wall temperature;
T, — cooling water temperature;
Tg — flue gases temperature;
oy, — heat transfer coefficient from tube wall to water;
0 — heat transfer coefficient from exhaust flue gases;
Jdmw — cooling water mass flow;

Heat transfer coefficient from flue gases o, was determined from calcula-

g
tion formula for Nusselt number Nu for pipe not covered with condensate layer

[8]:
Nu =0,27 -Re*®. pr®* 3)

2.3. Model of heat transfer with water vapor condensation

Since the occurrence of condensation, water vapor mass flow g,y and, at
the same time, wet flue gases mass flow qpgpy decrease lengthwise of heat
exchanger according to mass balance equation:

qmspm = qmg + Qo = qmg +X- qmg (4)

Colburn-Hougen equation is here of the form:

dT,
ag (Tg _Ti)+rH2O .km .(yHZO _Yi) zk'(Tg _Tw) =Qmw .Cpiw E (5)

The most important modification of Colburn-Hougen model, proposed by
author, was to develop the calculation methodology of equations to determine
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water vapor mole fraction in bulk yy,o using humidity ratio X from Mollier’s

diagram. Humidity ratio is, in addition to temperature and pressure, the third
parameter of state of flue gases. It is defined as the ratio of water vapor mass
flow to inert gases mass flow [9]

X = dmzo _ Mo . Pmo (6)
qmg Mg | U pHZO

where: py, — water vapor partial pressure in function of flue gases temperature
T, determined by approximation formula [5], My,0, Mg — molar mass of water

vapor and inert gases.
Then condensate mass flux is equal to

Ak = Amg (X, -X,) (7)

where X, X, — flue gases humidity ratio at the inlet and outlet of exchanger.
So water steam molar fraction in bulk ygp( is

9mmH20
_ dmH20 + qmg
Yo = )
1— 9mH20
MHzO . quZO + qmg + qu20
M, (20 + Amg M0

According to proposed modification, Colburn-Hougen equation can be
solved by algebraic method, without using of successive approximations meth-
od. In this equation, there is exactly one unknown — condensate interface tem-
perature Ti.

Saturation temperature drop, determined by approximation formula [5], due
to condensing water vapor and decreasing steam partial pressure pH20O, influ-
ences on molar fraction of uncondensed steam at the interface (Antoine equa-
tion [2]) :

exp| 16,262 — T 379,89

dew T 226,35

p atm

€))

y; =1000-

Heat transfer coefficient from flue gases ag was calculated by formula [4]:
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=

o = 11,36 ( }‘k3pk (Px = P120)8 o ]

5 0,08
\% o
. spmpspm gn Nu—0,58 ( 1 0)
3 Hy (Tyey =T, )b

g APy

In mathematical model author also developed a procedure for calculating
flue gases Lewis number directly from its definition. According to Chapman-
Enskog’s theory [6], the value of diffusion coefficient of water vapor in one flue
gases component is equal to

2
T, +273,15 3
Do (D; T; Tg):D(T)‘ # (11)

where D(T) — water vapor diffusion coefficient in each flue gases component in
temperature T, given in Tables [9].

The above formula is limited to binary mixtures. Thus, for exhaust gases,
being a multi-component mixture, there was proposed a hypothesis of propor-
tionality of diffusion coefficient for molar fractions of each gaseous component.
According to this hypothesis, formula for flue gases Lewis number is as fol-
lows:

Yeor - Dipo(0,202:107%:307,4:T,)  yy, - Dyppo(0,293-107;298,2; T,)
= + +
Vspm(Tg) “(Yeor + Yno T Yor) Vspm (Tg) “(Yeor + Yno T Yo2) (12)
Yo ~DH20(0,282-104;308,1;Tg)j ot
- rr

Le

Voo (Te) * (Yeoz + Y2 + Yo2)

The value of flue gases Lewis number is necessary to determine the mass

transfer coefficient [8]:
oy - Mo -ln[ LY, j

1—
k. = YH20 o (13)
Coe” Mspm : (YH2O - YI) -Le”?

Overall heat flux Q transferred to water is composed of: sensible heat flux
from dry flue gases, sensible heat flux from water steam, latent heat flux and
heat flux from cooling condensate. Then

Q = qmspmfin : Cpfspm (Tdew) : Tdew - qmspmﬁout ¢ p_spm (Tgfout) : Tgfout +

(14)
+ 1120 "k + Ak - cpfw : (Tdew - Tgfout)
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In above formulas, physical properties of fluids (flue gases, vapor, conden-
sate and cooling water) were calculated with utilization of approximation for-
mulas [5].

3. Algorithm of computations

The developed algorithm for condensing heat exchanger calculations is bas-
ing on modification of Colburn-Hougen model proposed in previous chapter.
Scheme of computation procedure is divided into four sub-procedures corre-
sponding to mathematical model:

e initial computations;

e iterative calculations without condensation of water steam;
e iterative calculations with condensation of water steam;

e final computations.

The aim of initial procedure is to evaluate flue gases composition at the in-
let and outlet of heat exchanger, cooling water mass flow q,,, number of tubes
in one row n and temperature of water Ty, in point of heat exchanger, where

condensation of water vapor takes place.

Other procedures are used to determine all thermal and flow parameters in
each section of heat exchanger. The essence of calculation of each heat ex-
changer cell is to determine the increase of heat transfer surface area divided
into cooling water temperature change dA/dT, corresponding to assumed

steady flue gases temperature decrease AT,. In subsequent computational cells,
flue gases temperature T, decreases until the achievement of dew point Tgey,

which interrupts the computations of heat exchanger section without condensa-
tion. The calculation procedure of heat exchanger section with condensation
extends until flue gases temperature T, reaches assumed value at the outlet

T

g out:

Final computations lead to evaluation of overall heat transfer area A, heat
exchanger length L etc. Algorithm of calculations performed by each procedure
is shown in Fig. 3-5.
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Assumed parameters: molar fraction of flue gases components,

Te oo Ty e Tu i T_cuts Yrnsgrn oo @ 0 iy Ay . AT,
[

‘Approximation formulas for physical properties

of fluids [5]
[

Calculation of wet flue gases mass fraction &
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| Calculation of: X, X, Qentizo_ine Y Amiizo_our Dmie Demspm_out |
1
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the outlet

T
Overall heat exchanger
power QQ computation
I

Calculation of : q,,,,. nand i v,

spm_in

1
Making a computation of first cell of heat
exchanger, calculation of dA/dT,,

Fig. 3. Algorithm for procedure of initial computations

a) b)
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Thermal power Q; calculation
{formula (14)}
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Fig. 4. Procedure of computations of heat exchanger section: (a) without water vapor
condensation; (b) with water vapor condensation
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Imy=3m; 2Q=37Q;
i i

I
| Verification of qp,,, |
|
Repeat the procedure for all cells of
heat exchanger calculation

Numerical integration of
expression dA/dT,,
I

Calculation of Ay, & A,

A= Ayt A
[
Calculation of : one tube area, tube
row surface area, number of rows,
number of tubes, heat exchanger
length L

END

Fig. 5. Algorithm for procedure of final computations

4. Results and discussion

Fig. 6 shows heat exchanger geometry and assumed parameters.

Ty o =90°C
Section with Section without - o
condensation condensation * Tg_in =170°C
A A
e A spm = 45,1 kgls
h _
Tu_out =56°C b=4m (helght)
a=4m (width)
d, = 040 +Twm=20°c
d, =04 v, =3mis

Fig. 6. Assumptions for example

Other input data for calculations is flue gases temperature drop in each cell
AT, =2 K. Mole fractions of gaseous components for lignite are: yco» = 0,1211,
yso2 = 0.0025, yo, = 0,0266, yno = 0,5943, yiuo = 0,2484. Assumed flue gases
mass flow corresponds to 50% exhaust gases mass flow in lignite fired power
unit with power equal to 900 MW,,.
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Total heat transfer surface area A was determined as a result of numerical
integration of expression dA/dTy,, meaning heat transfer surface area needed to

heat water by 1 K, as a function of water temperature Ty, (Fig. 7).

T T T T ]
2500 E B
ks < With E Without
e L &
L, 2000 | — condensation —}, condensation
L
- ®
> 1500 —H 3
% 1000 \w?ter fjlow LY
% direction \
500 4 \
e SN
O_l ® L] . |

20 30 40 50 060 70 80 90
Ty

Fig. 7. Increase of heat transfer surface area dA/dTw in dependence on cooling
water temperature Tw

Fig. 8 shows the dependence of heat transfer surface A on cooling water
temperature T, decrease. This graph is general solution of differential equations

(2) and (5). Overall heat transfer area, which was determined by numerical cal-
culations, equals A =35834,8 m’.

35000 | m———

30000 T~
25000 |— With JY Without
“E 50000 | condensation condensation

pro] B A

20000 water flow \
5000 ——— direction ~
20 30 4 50 6 0 80 90
Tur €

Fig. 8. Heat transfer surface area A in dependence on cooling water temperature T,,

To validate the algorithm of computations, a comparison of heat exchanger
calculations was performed by using presented algorithm (Tab. 1) and classical
Colburn-Hougen method (Tab. 2).
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Table 1. Results of heat exchanger computations by modified Colburn-Hougen method

Cell 0 1 2 3 4 Final results
Tg, °C 65,1 62 60 58 56
Ty, °C 59,2 40,2 32,7 26 20
Lk Tqmk =
dmk; kg/s - 9,07 8 7,05 6,25 Admk = 30,37
kg/s
Q, MW - 22,9 20,3 18 16,1 ¥Q=77,3 MW
dA/dTy, A=7011,65m
1 439,7 138,88 117,7 105,9 96,2 L-288m

Table 2. Results of heat exchanger computations by classical
Colburn-Hougen method

Cell 0 1 2 3 4 Final results
Tg, °C 65,1 62 60 58 56
Ty, °C 59,2 41 31,7 24,6 20,1
g )2 = 30,1 kg/!
dmk _ 7.9 10 7,5 4,7 Tmk &
kg/s
Q, MW - 20,1 25,2 19,1 12,3 XQ =76,7 MW
dA/dTyy, A=6987,58 m"
2 439,7 143,6 114,3 102,2 96,3 2
m /K L=29m

Error analysis of two calculation methods was also conducted. Several
comparative variables were selected for each computational cell of heat ex-
changer section with condensation: water temperature Tw, condensate mass
flow gmk, heat flux Q and increase of heat transfer area dA/dTw. Finally: total
condensate mass flow, overall thermal power, heat transfer surface area A and
heat exchanger length L were compared.

The largest calculations uncertainty (about 6%) was obtained in result of
condensate mass flow qmk determination in each cell. This discrepancy is due
to the fact that in computations by classical Colburn-Hougen method, water
vapor partial pressure in each cell of heat exchanger is assumed, not calculated.

Computations error in final results is not greater than 1%, which leads to the
conclusion about correctness of developed algorithm.

5. Concluding remarks
1. Preformed computations confirmed that the proposed modification of Col-

burn-Hougen method allows for solving Colburn-Hougen equation by alge-
braic method. It highly simplified heat exchanger calculations.
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. Calculations of flue gases Lewis number by proposed method gave values of

this parameter in range of 0,7+0,75. This calculated values are similar to
those constant values assumed in literature references.

. Basing on numerical computations of heat exchanger part with condensation

by using classical and modified Colburn-Hougen method, it was found a
good agreement between values calculated by both methods. It allowed con-
firmed the correctness of developed algorithm of computations.
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The chapter presents the method of on-line diagnostics of the bed temperature controller for
the fluidized bed boiler. Proposed solution is based on the methods of statistical process control.
Detected decrease of the bed temperature control quality is used to activate the controller self-
tuning procedure. The algorithm that provides optimal tuning of the bed temperature controller
was also proposed. The results of experimental verification of the presented method was attached.
Experimental studies were carried out using the 2MW bubbling fluidized bed boiler.

Nomenclature

e - control error, K

Cuce - upper acceptable limit of control error, K
K, - proportional gain of the process model, K/%
K, - proportional gain of the controller, -

N - Laplace operator, -

T, T5T; -time constant of the process model, s

T, - derivative time, s

T, - integral time, s

u - control signal, %

Unax - maximum value of control signal, %
Greek symbols

a - weighting coefficient, -

& - bed temperature, °C

A - tuning method coefficient, -

o - standard deviation, K

Ouce - Upper acceptable limit of standard deviation, K
7 - transport delay of the process model, s
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1. Introduction

In small, autonomous heating systems (e.g. for housing estate or factory)
fluidized bed boilers are increasingly being considered nowadays as an alterna-
tive to withdrawals from use of stoker-fired boilers. As the main reason is
thought to be the possibility of efficient combustion of low quality (and there-
fore cheap) fuels while reducing emissions of substances such as SO, and NOy
to the atmosphere. In prospect of rising fuel prices and rigorous requirements
for emission standards, these advantages can contribute to dissemination of this
technology. High quality of combustion in a fluidized bed, defined as efficiency
maximization at the lowest possible emission rates, is expected to be provide by
properly designed and tuned automatic control system.

The bed temperature is known to be one of the fundamental parameters of
the fluidized bed boilers operation. Both the efficiency of energy conversion
and emission parameters are depend on bed temperature [2] thus the need for its
proper control is essential. The lower limit of the bed temperature (700-750 °C)
is determined by increase emission of the CO and hydrocarbon (CxHy), and
thus decrease the efficiency of energy conversion. There is also possibility of
interruption of combustion process. The upper limit of the bed temperature
(950-1000 °C) is the limit of ash melting point. Exceeding this value threatens
the possibility of formation the bed material agglomeration and even interrupt
of the fluidization. Depending on the sort of fuel burned and additional process
conditions (e.g. use of reacting substances for desulphurization), this range may
be further limited. For example when limestone is use for flue gas desulphuriza-
tion, bed temperature should be maintained at 850 °C because at this tempera-
ture sulfur capture efficiency is highest. Time-varying properties of the fuel
(e.g. calorific value or moisture content) increase the difficulty of effective con-
trol of bed temperature contributing to the occurrence of high amplitude oscilla-
tion. This phenomenon can be significantly reduced by the use of control algo-
rithms that are able to adapt to the non-stationary nature of the process.

The issues of automatic control of fluidized bed boilers have been widely
discussed in scientific studies. The detailed review of automatic control meth-
ods for fluidized bed boilers was presented in monograph [14]. The most com-
mon approach, reported in scientific publication, is based on fuzzy logic
[1,5,8,9]. Some of commercial DCS (Distributed Control System), e.g.
metsoDNA (Fluidized Bed Boiler Combustion Optimizer) [17] developed by
MetsoAutomation also use fuzzy logic. Although, fuzzy logic controllers, like
other so-called ‘soft computing’ solutions: artificial neural networks [3,10] or
genetic algorithms [6], allow to achieve potentially a higher control quality but
their practical application is at least difficult. The effects of newly developed
methods are usually being compared to the classical PID control. Unfortunately,
in most studies this comparisons are based solely on computer simulations, not
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verified experimentally. Furthermore, it is hard to justify comparing a newly
developed method with operation of the PID controller tuned by the oldest
known methods: Ziegler-Nichols [1]. By now there are more than 1000 rules
known for tuning PID controllers [13]. It allows the selection of a proper meth-
od for more precise shaping the characteristics of the automatic control system.
Likewise, they are not computationally complex which allows their practical
application even in relatively simple systems based on PLC (Programmable
Logic Controller). The aim of this chapter is to demonstrate that it is possible
the significant improvement in the quality of the bed temperature control using
a simple adaptive algorithm, performing tuning of the classical PID controller in
case of decline in the control quality.

2. On-line diagnostics of the bed temperature controller

The primary task for the controller is tracking the bed temperature setpoint,
therefore, it is required to adjust the static control error as close to zero as possi-
ble. In the absence of disturbances the above-mentioned requirement is met for
each stable control systems comprising an integrator. In real systems which are
always exposed to disturbances the statistical parameters of the error signal are
often being analyzed. In the presence of disturbances it is usually required that
the absolute mean value of the control error (for the period To) was not greater
than the acceptable limit (1):

o

le| = - <€y (1)

o t

The standard deviation of the error signal should not exceed the acceptable
value (2):

oe)<o,.(e) 2)
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The requirements formulated in (1) and (2) are of static character thus they
do not allow to infer about the trend of statistical parameters of the control error
which are the measure of the process quality. In the issues of statistical process
control (SPC) there are known methods (first introduced by W. A. Shewhart in
the thirties of the last century) allowing to track the changes in the statistical
parameters of the process [12]. These methods provide an objective assessment
of whether a process is subject to an acceptable variation or starts behaving
‘abnormally’. In this study, to reflect the variations of control error, it is pro-
posed the use of the Exponentially Weighted Moving Average (EWMA) which
can be described by the equation (3).
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EWMA =(1-a)- EWMA_, +a e, 3)

This indicator is calculated after each (i-th) measurement, based on the pre-
vious average value (EWMAI-1), and the current error value (ei). The parameter
ae(0,1), determines the rate of decrease in the weight of the previous value.
Using the EWMA it was examined the ability to detect decline in the quality of
the process. It was assumed the value = 10K as the acceptable error limit ex-
ceeding of which the control performance is regarded as unacceptable. The val-
ue of the adopted threshold results of operating experience. It is difficult to
achieve significantly lower values of average control error during combustion of
typical solid fuels. On the other hand, the higher value of the threshold could
have negative impact on boiler efficiency and the emission factors. The graph
(Figure 1) shows an example of the bed temperature control error and its aver-
aged values for a=0.005 and 0=0.001. The appearance of high amplitude oscil-
lations can be seen after t0 as well as the resulting change of averaged error. It
was found that the cause of this phenomenon was the change of fuel consign-
ment. This is a typical case of situation requiring adjustments of the controller.
The boiler, working near the stability limit, is exposed to uncontrolled growth
of control error and consequently the risk of an emergency shutdown. As can be
seen, the quickness of disturbance detection is significantly dependent on the
value of a. For the 0=0.005 exceeding the limit was 63 s after the disturbance
while for 0=0.001 detect of quality deterioration occurred after 454 s.

=)

Error e(t) [K], EWMA [K]

—Errore(t)
40[ | e EWMA, ¢ = 0.001
——EWMA, 0= 0.005
— zero line
— 10K limit

-50

Time [s]

Fig. 1. The parameter a influence on the rate of detection of the control quality decrease
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Since the situation may occur in which the oscillation amplitude of control
error increasing significantly but the average value is close to zero (which is
also a symptom of improper operation) it was necessary to introduce the indica-
tor describing the change in dispersion of results around the mean value. In
analogy to equation (3), for the evaluation of the mean deviation of e(t) the in-
dicator EWDEYV can be proposed (4).

EWDEV, =(1—a)- EWDEV,_, +a -/(e, - EWMA,)? (4)

The graph (Figure 2) shows an example of the bed temperature control error
and calculated EWDEYV indicator (for a=0.005). For this indicator 5K limit was
taken as the threshold value. In the presented example, disturbance detection
using EWDEV turned out to be 41 s faster than using EWMA. Nonetheless,
exceeding whichever indicator is a symptom of incorrect operation of the con-
trol system and should lead to a manual or automatic tuning of the controller.
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Fig. 2. EWMA and EWDEYV during the exemplary test run
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3. The model of fluidized bed furnace and its identification

Design of the fluidized bed temperature controller has to be preceded by
analysis of bed temperature dependence on other process parameters. Obviously
unreasonable (and virtually impossible) would be to create a model describing
all the complex processes and reactions occurring in the fluidized bed and its
surroundings. It is necessary only to indicate the fundamental relationships. In a
broader sense, such representation implement multidimensional models MIMO
(Multiple Input Multiple Output). These models may have a typical form of
transfer function matrix [15,16], or use other methods for creating non-linear
models, such as genetic algorithms [6] or artificial neural networks [3]. Multi-
dimensional approach, regardless of the methods used, is characterized by sig-
nificant computational complexity and at the moment cannot be realized in the
typical industrial PLC controller. In this practical matter it may be better to use
SISO (Single Input Single Output) model, which parameters would be estimated
in the current process conditions and recalculated subsequently after detection
of the control quality decrease. Since the PID controller settings are based on
the estimated model parameters, this will allow adaptation of the control system
to non-stationary nature of the process.

From the perspective of process engineering fluidized, a bed boiler is a
chemical reactor in which the series of chemical reactions and heat exchange
processes occur. However, the bed temperature control is typically carried out
by changing the flow rate of the fuel. It can be seen that step increase of the fuel
flow rate will virtually immediate increase the heat flux needed to evaporate the
moisture contained in the fuel and heat the fuel up to ignition. Therefore, in the
initial phase of the reaction bed temperature will decrease. The value of this
drop will be highly dependent on the fuel properties and will be deeper in case
of higher moisture content and non-combustible solids in the fuel. Endothermic
reactions (e.g. gasification of fuel or limestone sorbent calcination) occurring in
the bed after introduction of fuel also affect the bed temperature response. After
ignition of fuel a surplus of combustion heat flux leads to increase in tempera-
ture and establish a new equilibrium state.

Lixia et al. [11] proposed a representation of the dynamics of the bed tem-
perature change, caused by the change of the fuel flow rate, by the transfer func-
tion model in the form of (5). In the considered narrow range of temperature
variation and assuming the invariability of other process parameters, the model
has been verified e.g. in [1,5,6,14].

(-Ts)

Gp(s) =K, —— 30—
(1+ Ts)(1+ Ts)

-exp(=7s) )
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It is linear, stationary and non-minimum phase model [7] which time con-
stants: T1, T2, T3 do not have a direct physical interpretation, however, their
values strictly depend on: the characteristics of the fuel, the thermal capacity of
the bed and the heat exchange conditions. The transport delay t is the time, after
which the temperature change appears in response to a change in the fuel flow
rate. The static gain Ko describes the steady state after changing the fuel flow
rate; its value is highly dependent on, among others, the calorific value of the
fuel and the characteristics of fuel feeders. Described factors cannot be directly
calculated in practice and the only way to estimate their value requires experi-
mental identification on a real boiler.

It is necessary to emphasize that the model given by the equation (5) is a
linear approximation of non-linear process, therefore, after the estimation its
parameters for a certain operating point of the boiler, it is possible to use the
model only for a narrow surrounding of this operating point. Satisfactory com-
pliance with the measurement results will be limited in practice to temperature
range about 100K [14], still, in most cases of the design of the controller it
would be sufficient range. Naturally, the model of such a structure will also not
be adequate at a bed temperature lower than the fuel ignition temperature.

4. Optimization method for temperature controller tuning

Among the many possible [7,13], the PID controller of the structure defined
by the equation (6), with first order filtration in derivative part, has been adopt-
ed for further studies. This structure results from the fact that the ideal differen-
tiation cannot be practically implemented and thus it must be subjected to iner-
tia. In addition, many industrial controllers use such a structure and thus the
calculated controller settings may be easily verified and used in practice.

1T
Gp(s) =K, | 1+ —+ d;s
Zd2

Ls q4

(6)

The values of the controller parameters Kp, Ti, Td are critical to both the
stability of the combustion process and the ability of control system to suppress
disturbances. For this reason, the selection of these parameters should be carried
out by optimization, using proper criterion of the control quality. In this chapter
the criterion of minimizing the integral of the squared error ISE (7) was applied.
Since the Td / N ratio is the time constant of the first order low pass filter the
value of N will have a direct impact on the ability of the control system for dis-
turbance damping. The adopted value of the coefficient N = 10 results from the
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application of PID tuning method presented below. Therefore, the optimization
problem will be search for PID controller [Kp, Ti, Td] minimizing the value of
the ISE criterion (7) with the given constraints.

Tst

min ISE = min j (1) dt (7)
[Kp.,Ti,Td] [Kp.,Ti,Td] o

Minimizing a nonlinear function of three variables is characterized by the
requirement of significant computing power. In addition, as stated in [14], the
results obtained in this way may not be unambiguous. Also the robustness of the
control system which settings was calculated with this method is, in general,
unknown. Thus, in the present study it was sought the optimization method for
controller tuning focused on robustness (so-called ‘robust controller’ [7]).

For the controlled object model of the structure (5) with the controller given
by (6) in the paper [6] the novel PID tuning rule has been derived by I-L. Chien.
According to the study [13], this is one of the few currently known PID tuning
methods for non-minimum phase objects. Furthermore, it is the only currently
known rule that leads to the synthesis of robust controller. This results from the
fact that it was derived directly on the basis of the model (5) using the method
IMC (Internal Model Control) [7]. The following are the formulas (8-10) allow-
ing for calculation of the controller settings:

Iir
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Moreover, it is required that: 7, > 7, > Ty, A€ (r,T;); N=10

From the above formulas it can be concluded that the only parameter opti-
mized in this method is A which value will determine the dynamic characteris-
tics of the control closed-loop.

The solution of the optimization problem is therefore reduced to minimize a
non-linear functions of one variable, limiting the permissible variation of A and

limit the allowable overshoot (OVR). This problem can be written in the form
(11-12):



On-line diagnostics and self-tuning method for the fluidized... 355

Tst

min ISE =min Iez (1) dt (11)
[4] [4] 0
A T,
e (r.T}) "
OVR(A) < OWR,..

In addition, it is necessary to take into account non-linear (saturation type)
characteristics of fuel feeders, which can be represented by the formula (13):

0 dla u(t)<0

sat {u(t),[0,u, 1} =u(t) dla u(t)€(0,u,,,) (13)
Uy dla u(t)>u,,,

The procedure of the PID controller optimization was implemented in
Matlab / Simulink with additional package Optimization Toolbox. The block
diagram of the optimized control system is shown at figure (Figure 3). To solve
the optimization problem (11) the sequential quadratic programming (SQP)
algorithm was used.

[14 —
&(t) u(t) > > Gp >
EL

SP sat {u.[0,u_max]} BOILER PV
PID

Fig. 3. The block diagram of the optimized control system

The example calculation for optimization of PID controller was carried out
with the model parameters listed in table 1. As the maximum acceptable over-
shoot OVRacc = 5% was assumed. The graphical interpretation of the solution
obtained is shown at the graph (Figure 4).

Table 1. The values of the test model GP(s) parameters

K, [K/%] Ty[s] Ty[s] T5[s] T [s]

55 200 60 20 10
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5. Experimental verification

In order to verify the effects of the developed method the verification tests
were carried out using fluidized bed boiler with a capacity of 2 MW, located in
a housing estate in the town of Gotdap. The research was performed during the
heating season. During the experiment, after finding deterioration of tempera-
ture control quality using indicators (3-4) the controller tuning was performed
employing method described above. Comparisons of control quality before and
after the tuning was based on the approximation of the recorded data histogram
with normal distribution (Figure 5). Additionally, to investigate the effect of the
controller tuning on the combustion process, the oxygen (Figure 6) and NOx
(Figure 7) concentration in the flue gas were analyzed before and after tuning
procedure. The concentration of NO, was converted to 6% oxygen content. The
results of calculated average and standard deviation of obtained data are pre-
sented in table 2.

OVR
ISE

OVR acc = 5%

|
| |
| I |
: : min ISE :
| | |
L L

Fig. 4. Exemplary solution of the optimization problem

As may be noted from the experimental results, the optimization of the con-
troller parameters significantly improved the quality of temperature control.
With the bed temperature setpoint of 870 °C, the acceptable average error 10
K was assumed. Before the optimization the average control error was greater
than the limit and was equal to 12 K, while after the tuning the average error
was ten times smaller. The significant, positive effect of the operations carried
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out was also a decrease in bed temperature variations. After calculation of the
standard deviation (as a measure of temperature variations), it was found that it
has decreased as a result of tuning of the controller, more than 2.5 - times,
reaching a value of 5.1 K, while the initial value was 13.3 K.

Table 2. Summary of the results before and after optimization

3. e 0, NO,
[°C] [K] [%] [mg/m’]
o é average 882.0 12.0 12.40 1261
= &
N
3E
o
o
std. dev. 13.3 13.3 1.96 290
g average 868.8 1.2 12.50 955
5 3
s g
2,
o
std. dev 5.1 5.1 0.73 81

0850 860 870 880 890 900 910 920
Bed temperature [°C]

Fig. 5. Distribution of the bed temperature before (1) and after optimization (2), SP - setpoint
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0, [%

Fig. 6. Distribution of the oxygen concentration before (1) and after optimization (2)

NO, [mg/m®]

Fig. 7. Distribution of the NOx concentration before (1) and after optimization (2)

As the results of tests has shown, the combustion process before and after

the optimization occurs at virtually the same average oxygen content in the ex-

haust gases. However, it may be noticed a significant reduction in the dispersion
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of observed values. This result can be interpreted as an improvement in the sta-
bility of the combustion process. Before starting the tests it was expected that
improve the stability of the process may also contribute to the improvement of
emission factors. In case of the NOy concentration it was observed about 25%
reduction in the mean concentration of these substances in the flue gas. It was
also noted that the dispersion of observed values was significantly, 3.5-times
decreased. This phenomenon may increase the efficiency of nitrogen oxide re-
duction systems (DeNOy).

6. Conclusions

Time-varying fuel characteristics cause the significant impediment to effec-
tive control of the bed temperature. It has been found that the introduction of
on-line diagnostics of the control system operation, with the use of proposed
EWMA and EWDEV indicators, allows a sufficiently rapid detection of the
control quality deterioration and consequently activate the tuning procedure.
Detection rapidity of decrease in the control quality using the proposed indica-
tors will depend on the weighing parameter a. With the increase of this parame-
ter it is possible to detect a decrease in the control quality more quickly. How-
ever, in the case of too high a value of a, the naturally occurring oscillations
will not be sufficiently damped, which can lead to too frequent re-tuning the
controller.

Simplification of the controller optimization problem to minimization a
function of one variable allows to transfer the calculations into automation de-
vices such as industrial PC or PLC controllers. This in turn enables the possibil-
ity to retune the controller as frequent as it is necessary in the process of its
adaptation to changing of the combustion conditions (e.g. changing of the fuel
quality). The effectiveness of the presented solution is primarily limited by the
simple linear representation of the complex combustion process. In the highly
nonlinear systems it might causes too frequent re-tuning regulator, which would
disturb the normal operation of the boiler. This problem seems to be a natural
direction for further development of method presented in this chapter. Combina-
tion of adaptive control, allowing adjustment of the control system to the cur-
rent process conditions, with modeling based on fuzzy sets, would probably
allow the significant reducing the impact of nonlinearities.
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ZASTOSOWANIE KONDENSACYJNEGO
WYMIENNIKA CIEPLA ODPADOWEGO
W BLOKU ENERGETYCZNYM

Pawet Raczka, Kazimierz Wojs

Wydzial Mechaniczno-Energetyczny, Politechnika Wroctawska
Wybrzeze Wyspisanskiego 27, 50-370 Wroctaw

W pracy przedstawiono wyniki obliczen wptywu wykorzystania w nadkrytycznym bloku
energetycznym ciepta odpadowego. Odzysk ciepta odpadowego (jawnego i utajonego) nastepuje
poprzez schtodzenie spalin wylotowych kotta parowego z paleniskiem pylowym, zasilanego
weglem kamiennym lub brunatnym, pracujacego w bloku energetycznym 900 MWe. Odzyskane
ciepto odpadowe zostaje nastgpnie wykorzystane do podgrzewu kondensatu, przeptywajacego
przez niskoprezne podgrzewacze regeneracyjne, zastgpujac ciepto w parze upustowej. W celu
okreslenia wpltywu proponowanego rozwigzania na sprawno$¢ bloku zbudowano modele matema-
tyczne obiegu cieplnego bloku 900 MWe, wykorzystujac oprogramowanie Cycle-Tempo. Uzy-
skane wyniki wskazuja na mozliwos¢ podniesienia sprawnosci cieplnej bloku netto od 0,16%
(wegiel kamienny) do ponad 1% (wegiel brunatny). Istnieje mozliwos$¢ dalszego zwigkszenia
sprawnosci poprzez zastosowanie ciepta odpadowego np. w celu wstepnego podgrzewu powietrza
do spalania kierowanego do kotta

1. Wprowadzenie

W $wiatowej energetyce konwencjonalnej zachodzi ciggly proces podno-
szenia sprawnos$ci konwersji energii chemicznej paliwa do energii elektrycznej,
wymuszany glownie przez wzrost kosztow paliw oraz dazenie do redukcji
ucigzliwosci energetyki dla $rodowiska. Cho¢ w Polsce w ostatnich latach
wcigz nie ma zbyt wielu przyktadéw takiego postepowania, co spowodowane
jest gtéwnie niepewnos$cig panujaca na rynku energii oraz rosngcymi naktadami
inwestycyjnymi na nowe moce, to nadchodzace lata powinny zmienic¢ ten stan.
W przypadku konwencjonalnej sitowni wzrost sprawnosci nastepuje glownie
poprzez zwigkszanie parametrow pary produkowanej w kotle oraz np. stosowa-
nie wielokrotnych przegrzewoéw miedzystopniowych czy modyfikacje czesci
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przepltywowych turbin parowych. Jednak w przypadku wszystkich konwencjo-
nalnych blokéw, i to zarowno energetycznych, jak i cieptowniczych, podkry-
tycznych i nadkrytycznych, istnieje niewykorzystane zrodto ciepto odpadowe-
g0. Sa nim spaliny wylotowe z kotla zasilanego paliwem stalym. Istniejg nie-
liczne przypadki wykorzystania tego ciepta (np. cieplo ze spalin wylotowych
kotta fluidalnego bloku elektrowni tagisza podgrzewa wstepnie powietrze do
spalania kierowane do tego kotla). Jednak nie siggnigto dotychczas po ciepto
kondensacji pary wodnej zawartej w spalinach, ktorego ilo$¢ (zwlaszcza w
przypadku wegla brunatnego lub biomasy) jest znaczna. Wykonane przez auto-
réw obliczenia dla spalin z kotta pytowego bloku 900 MWe zasilanego weglem
brunatnym wykazaty mozliwos¢ odzyskania nawet 390 MW ciepla (cieplo jaw-
ne i utajone) przy ochtodzeniu spalin ze 160 do 50 °C [2]. W prezentowanej
pracy pokazano wptyw odzyskanego ze spalin ciepta odpadowego na sprawnos¢
wytwarzania energii elektrycznej w nadkrytycznym bloku energetycznym o
mocy 900 MWe.

1. Model matematyczny obiegu cieplnego
bloku 900 MWe

Do zamodelowania obiegu cieplnego konwencjonalnego nadkrytycznego
bloku energetycznego wykorzystano program Cycle-Tempo 5 [1] stuzacy do
modelowania m.in. obiegdw cieplnych elektrowni oraz elektrocieptowni paro-
wych i gazowych. W tym celu przyjeto schemat cieplny (rys. 1.) oraz dane wyj-
sciowe bloku referencyjnego [5]. Na tej podstawie zbudowano model obiegu
cieplnego bloku energetycznego o mocy 900MWe, z pojedynczym migdzystop-
niowym przegrzewem pary, trojkadtubowym turbogeneratorem oraz uktadami
regeneracji i chlodzenia skraplacza.

Zastosowany program umozliwia prowadzenie obliczen (projektowych -
design - 1 sprawdzajacych — off-design) dowolnie skomplikowanych obiegow
cieplnych m.in. konwencjonalnych blokéw energetycznych i cieptowniczych.
Kazdy modelowany obieg sktada si¢ z dowolnie zestawianych i potaczonych
rurociggami elementéw predefiniowanych wstepnie w programie. W szczegol-
nosci, w przypadku konwencjonalnej sitowni cieplnej, elementami tymi sa:

e  kociot z przegrzewaczami pary pierwotnej i wtornej,
e turbina parowa o dowolne;j ilo$ci kadlubow, stopni, upustéw, przepltywow i
wylotow,

skraplacz,

e  wymienniki ciepta typu HEAT EXCHANGER (powierzchniowy wymiennik
ciepla np. typu para-woda, woda-woda) oraz typu FLASHING HEATER

(powierzchniowy podgrzewacz regeneracyjny),
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odgazowywacz termiczny ze zbiornikiem wody zasilajace;j,
pompy (zasilane silnikami elektrycznymi lub turbing parowsg),
armatura regulacyjna i odcinajgca rurociggéw wody i pary,
zrodta i odbiorniki ciepta.
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Rys. 1. Schemat cieplny obiegu 900 MWe [5]

Powyzsze elementy taczy si¢ rurociggami definiujgc przy tym rodzaj ptyna-
cego w nich medium, jakim moze by¢: woda, para wodna, czynniki organiczne,
jeden z 50 zdefiniowanych gazoéw, jak réwniez mieszaniny np. powietrze lub
spaliny. Istnieje mozliwo$¢ uwzglednienia strat przeptywu poprzez definiowa-
nie np. spadku ci$nienia, temperatury czy entalpii.

Po potaczeniu elementéw program buduje uktad réwnan bilansowych masy
1 energii, przy czym wymagane jest, aby liczba rownan uktadu byta réwna licz-
bie rurociggow. Przyktadowy uklad réwnan zapisany w postaci macierzowej
przedstawiono na rysunku 2.

Uktad rownan rozwigzywany jest metoda eliminacji Gaussa. Na tej podsta-
wie otrzymuje si¢ natgzenia przeptywu czynnikoéw oraz ich parametry w po-
szczegbdlnych punktach obiegu. Dodatkowa zaleta programu jest mozliwos$é
prowadzenia analizy egzergetycznej obiegu.



364 Pawel Raczka, Kazimierz Wéjs

Korzystajac z opisanego programu zbudowano 4 modele obiegdéw cieplnych

bloku 900MWe:

e model bazowy (referencyjny), zasilany weglem kamiennym lub weglem
brunatnym,

e model zmodyfikowany, z wykorzystaniem ciepta odpadowego z Ukladu
Odzysku Ciepta (UOC) ze spalin wylotowych kotla zasilanego weglem
kamiennym lub weglem brunatnym.

pipe numbers

component nr. 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

boiler 1 -1 -1 m, 0
turbine & 2 1 -1 m, 0
condenser 3 L] -1 1 m, 0
condenser (cooling) 3 -1 1 h 0
deaerator 5 1 1 . s | _ 0
feedpump 6 1 - me 0
coolwater pump 8 i - m, 0
deaerator 5 h, -hs h, mg 0
condenser 3 hy —h, -h, hio m, 0
turbine 2 h, -h, ~h, My Prur

Rys. 2. Przyktadowa macierz uktadu réwnan prostego bloku energetycznego
programu Cycle-Tempo [1]

Ograniczenia programu Cycle-Tempo 5 (np. brak mozliwosci uwzglednie-
nia przechtodzenia skroplin wylotowych z podgrzewaczy regeneracyjnych),
wymusity konieczno$¢ zmodyfikowania niektorych parametrow obiegu. Celem
modyfikacji bylo uzyskanie jak najwigekszej zgodno$ci otrzymanych parame-
trow wariantu bazowego z parametrami obiegu referencyjnego [5]. Kluczowymi
w tym przypadku wielkosciami byly strumienie i entalpie pary upustowej i wy-
lotowej z turbiny. W tym celu zmodyfikowano sprawno$¢ wewngtrzng poszcze-
gblnych czgsci turbiny oraz wprowadzono dodatkowe spadki entalpii czynnika
na rurociggach tgczacych np. upusty turbiny z odbiornikami pary. Najwazniej-
sze modyfikacje przedstawiono w tabeli 1.
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Tabela 1. Modyfikacje wartosci sprawnosci wewnetrznych turbiny 900 MWe

Sprawno$¢ wewnetrzna Obieg Cycle-

referencyjny [5] Tempo

Sprawno$¢ wewnetrzna grup stopni czg§ci WP turbiny % 90.0 90.59

Sprawno$¢ wewnetrzna grup stopni czesci SP turbiny % 92.0 93.18

Sprawno$¢ wewnetrzna grup stopni cze$ci NP turbiny % 85.0 87.05

Sprgwnos’c’ wewngtrzna ostatniej grupy stopni cz¢sci NP % 80.0 79.97
turbiny

3. Analiza pracy bloku energetycznego
o mocy 900 MWe wykorzystujacego uklad do odzysku
ciepla odpadowego ze spalin wylotowych kotla

Ponizej przedstawiono wyniki obliczen cieplnych referencyjnego bloku
energetycznego o mocy 900 MWe oraz bloku z zainstalowanym wymiennikiem
do odzysku ciepta odpadowego ze spalin wylotowych. Wymiennik UOC zain-
stalowany jest na kanale spalin wylotowych z kotta, a odzyskane ciepto, trans-
portowane przez czynnik obiegowy (woda), zastgpuje cieplo w parze upusto-
wej, pobieranej z czesci niskopreznej turbiny, stuzgce do podgrzewu kondensa-
tu w podgrzewaczach regeneracyjnych. Obliczenia przeprowadzono dla bloku
opalanego weglem kamiennym oraz brunatnym, przy zatozeniu statej wielkosSci
mocy elektrycznej brutto generowanej przez blok oraz statych parametrach pary
produkowane;j przez kociot.

Model bloku opalanego weglem kamiennym — wariant bazowy

Na rysunku 3 i w tabeli 2 przedstawiono wyniki obliczen wykonanych dla
wariantu bazowego bloku energetycznego zasilanego weglem kamiennym.

Analizujac uzyskane wyniki obliczen wariantu bazowego mozna stwierdzic,
ze uzyskano dobra zgodno$¢ z danymi referencyjnymi obiegu [3,5]. Poniewaz
dalsza analiza jest analizg przyrostowg parametréw pracy bloku, dlatego idealna
zgodnos¢ nie jest w tym przypadku wymagana.

Sprawnos¢ cieplng bloku brutto obliczono na podstawie réwnania

Neb Neb (1)

LA :Binr :Q_ch
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gdzie: N, - moc elektryczna brutto (mierzona na zaciskach generatora), B -
zuzycie paliwa, Q' - wartos¢ opalowa paliwa, Q, - moc doprowadzona z pali-

wem (energia chemiczna).

SCHEMAT CIEPLNY BLOKU REFERENCYJNEGO O MOCY 900MWe
warlant bazowy z kotlem na wegiel kamienny - sprawnos¢ energetyczna brutto 49,09% sprawnos¢ egzergetyczna brutto - 45,03%
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Rys. 3. Schemat cieplny bloku energetycznego zasilanego weglem kamiennym — wariant bazowy

Natomiast sprawno$¢ cieplng bloku netto obliczono na podstawie rownania

T] _ Ncb ._szw — & (2)
" B ! er Qch

gdzie: >'N,, - moc elektryczna potrzeb wlasnych maszynowni (napgdy pomp),
N_, - moc elektryczna netto bloku.

Jak wynika z tabeli 2 obliczona sprawno$¢ cieplna brutto bloku bazowego
wyniosta 49,09%, a sprawnos$¢ egzergetyczna brutto 45,03%. Obliczona moc
elektryczna netto, wynoszaca 845,7 MW, oraz sprawno$¢ netto rowna 46,13%
sg wartosciami wyjsciowymi do analizy wptywu proponowanych zmian, zwia-
zanych z wprowadzeniem ciepta z UOC do obiegu cieplnego bloku zasilanego
weglem kamiennym. Strumien pary pierwotnej produkowanej przez kociot wy-
nosi w wariancie bazowym 619,141 kg/s.
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Tabela 2. Wyniki obliczen modelu bloku 900MW, zasilanego weglem kamiennym
(wariant bazowy)

Element Moc cieplna Egzergia
Nazwa
nr KW kW
14 Przegrzewacz pary 373319 406918
Doprowadzona miedzystopniowe;j
energia/egzergia chemiczna 23 Kociot z przegrzewa- 1 460 149 1591 563
czem pary pierwotnej
SUMA 1833 469 1998 481
Moc generowana brutto G Generator 900 000 900 000
15 30018 30018
16 1078 1078
Moc elektryczna potrzeb 13 Pompy 119 119
wiasnych maszynowni
19 55 55
25 23025 23025
SUMA 54294 54294
Moc generowana netto 845 706 845 706
brutto 49,087% 45,034%
Sprawnos$¢ cieplna bloku
netto 46,126% 42.317%

Ze wzgledu na mozliwa do uzyskania temperature czynnika obiegowego na

wylocie z UOC (temperatura spalin wylotowych z kotta wynosi 115 °C, stad
podgrzew czynnika obiegowego nastepuje do maksymalnie 90 °C) i mozliwo$é
wprowadzenia odzyskanego ciepta do bloku zasilanego weglem kamiennym,
najbardziej istotne sg (rys. 3):

zachowanie temperatury kondensatu na wlocie do podgrzewacza regenera-
cyjnego niskopreznego W-2, ktora w wariancie bazowym wynosi 63,99 °C
— w przypadku zastagpienia pary upustowej cieplem z UOC, przy wymaga-
nym minimalnym spigtrzeniu temperatur pomiedzy czynnikiem obiegowym
z UOC (3°C) i kondensatem oraz przy ukladzie krzyzowo-
przeciwpradowym wymiennika oraz w celu maksymalizacji odzysku ciepta,
warto$¢ temperatury czynnika obiegowego moze wynie$¢ ok. 67 °C,
zachowanie mocy cieplnej przekazywanej przez pare upustowa kondensa-
towi w podgrzewaczu W-1, ktéra w wariancie bazowym wynosi
51058,8 kW — jest to rownoczes$nie maksymalna moc cieplna w parze upu-
stowej mozliwa do zastgpienia cieptem odpadowym odzyskanym w UOC.



368

Pawel Raczka, Kazimierz Wojs

Model bloku opalanego weglem kamiennym — wariant z UOC

Ze wzgledu na przedstawione powyzej ograniczenia oraz:
e temperatur¢ spalin wylotowych z kotla opalanego weglem kamiennym

(115°C), obnizong w wymienniku kondensacyjnym UOC do 51 °C,

e temperature wodnego puntu rosy dla spalin z wegla kamiennego (43,3 °C),

e temperatur¢ kondensatu na wylocie z pompy kondensatu (33,02 °C),
Wymiennik UOC bedzie pracowat w zakresie temperatur 67-36 °C, a moz-

liwa do przekazania kondensatowi moc cieplna wyniesie 50,8 MW (rys. 4).

Tabela 3. Wyniki obliczen modelu bloku 900MW, zasilanego weglem kamiennym

(wariant z UOC)
Element Moc cieplna Egzergia
Nazwa
nr kW KW
Doprowadzona 14 Przegrzewacz pary migdzy- 371 563 405 004
. . stopniowej
energia/egzergia Kociot z przegrzewaczem pa
chemiczna 28 Przegrzewaczempary | 453 288 1 584 084
pierwotnej
SUMA 1 824 852 1989 088
Moc generowana brutto G Generator 900 000 900 000
15 29 877 29 877
16 1073 1073
Moc elektryczna potrzeb 18 Pom 119 119
wilasnych maszynowni 19 Py 55 55
25 24 196 24 196
30 102 102
SUMA 55421 55421
Moc generowana netto 844 579 844 579
brut- 49,319% 45247%
Sprawnos¢ cieplna bloku to
netto 46,282% 42,461%

Przeprowadzone obliczenia pokazaty, ze dzieki UOC czg$ciowo unikniety
zostanie pobor pary upustowe] z czeSci NP turbiny i do ostatniego stopnia tur-
biny skierowany zostanie wickszy strumien pary, niz w wariancie bazowym
(392,693 kg/s w porownaniu do 372.261 kg/s). Strumien pary $wiezej produ-
kowanej przez kociot spada do 616,232 kg/s, czemu towarzyszy réwniez spadek
zuzycia energii chemicznej paliwa. Spowoduje to spadek jednostkowego zuzy-
cia ciepla i pary na produkcj¢ energii elektrycznej, co z kolei spowoduje wzrost
sprawnosci cieplnej brutto bloku — z 49,09% do 49.32% (Any,= 0.23%). Wzra-
sta takze sprawnos$¢ egzergetyczna brutto — do 45.25% (tab. 3).
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SCHEMAT CIEPLNY BLOKU REFERENCYJNEGO O MOCY 900MWe
wariant UOC-1 z kotlem na wegiel kamienny - sprawnos¢ energetyczna brutto 49,32% sprawnos¢ egzergetyczna brutto - 45,25%

30| 65300 3000| 65000 [ =z70176,69 P, = 352084 34 K P = 21290697 ozres| s [Pam O
3606.25] 616.232 3599.70] 616.232 [n=90.58 % WEe8% = 87.05 % In'= 7.7 %
n,=999% n,=999% = 90.9% 2584.01] 30269 |y =099 %
P, = 50000000
—Ge— =988 %
84.12 K

sass] 67001
So2s.22l 520226 NE, Y/
1 2 3 . G
o o - U [w <
9560 45479 5 i K 1 stopier
50| 310.00 KOCIOL| 325060 43251 % ostatni stopie!
1377.62{ 616.232 6300 39264 60.00| 672.00 62 - 0.05000] 2
2250 th 6e0s| 35345 3153.30]_520.228) 626.25] 520228 o762| 317.86 0500|3285
Sooa.col 435,403 735068l 30265
301 12982 7]
@ —I e e o9z6| 14047
stezl 3070 3182 0600 PM Toooed| e (@ sz 19908
20061 40258 Se0s10 40258
73| a1t 2519] 20160
A 3286.97] 21.500 2932.34] 22.807
b T02H] 241 eorer G
348.8| 305.00 e 3607.77] 40.259
s G o0s000] 328
088l 0263
sss7| 2660 sse7| a0
Tooer| szt Tssal 42251 5

ss21] 21080 0 B56 9 1]
ol sz o
3 (3 0.9100] 138.02
Zal o0

o2o1| w250 | s
1530 52754 300,661 23.085 2460| 22671
e

oo s F s Zim] oo
e K
l F 11.50] 41047 521.46] 435.403 21.56] 94.02 269.76| 392.693)
o] 2ue oo i
Toee70 o608 e 118536 k1] 1150|1540 11| a0 sl o R
11.50] 186,05 649.92] 435.403 521.46] 435.403 il 3 000| 36 7]
52| 23460 So6.80] 5408 e ETRT
o5 1] 16261
102000] 16252 @ = . =
& = o @-a @ 5@—o—{\] :
(G .
& 72 15700 w-3 w-2 ‘ P
7 ® 63 ee2sd z0 e er) =
sts1] 250 o < s ol o C ost0f_sso0
Tose.70] 96.005 nw| 157 i s36q 22007
T aosed w2711
s151] sotse A ostof sees
320061 40,259 = g w0641 42711 3000] 67.02
2aed 12700 Zo07s] Sor4es
ssoaf 1210 e = orh
Ermrd -
EEET iy uoc-1
g 924% 50,8 MW

Rys. 4. Schemat cieplny bloku energetycznego zasilanego weglem kamiennym — wariant z UOC

Niestety, wzrastajg potrzeby wlasne bloku w zakresie mocy elektrycznej do
napgdu pomp (zwlaszcza pompy wody chlodzacej skraplacz — element nr 25
oraz dodatkowej pompy obiegowej UOC — element nr 30), co powoduje spadek
generowanej mocy netto bloku o 1127 kW. W zwiagzku z tym sprawnos¢ cieplna
netto bloku po zabudowie UOC wzrasta tylko o 0,156%.

Ograniczeniem w dalszym zmniejszaniu strumienia pary upustowej pobie-
ranej na cele podgrzewu kondensatu jest temperatura spalin wylotowych z kotta
zasilanego weglem kamiennym oraz temperatura wodnego punktu rosy tych
spalin. Powoduje to, ze pozostata cze$¢ ciepla (rzedu kilku MW) mozliwa do
odzyskania ze spalin musi zosta¢ wprowadzona do bloku w innym miejscu (np.
poprzez podgrzew powietrza do spalania, zastgpujac czesciowo parowe pod-
grzewacze powietrza). Przyczyni si¢ to do dalszego wzrostu sprawnosci cieplnej
bloku.

Model bloku 900MWe opalanego weglem brunatnym
— wariant bazowy

Na ponizszym rysunku oraz w tabeli 4 przedstawiono wyniki obliczen wy-
konanych dla wariantu bazowego bloku energetycznego opalanego weglem
brunatnym. W tym przypadku, w stosunku do analizowanego wcze$niej bloku
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zasilanego weglem kamiennym, zmiany w modelu ograniczajg si¢ tylko do:
warto$ci opatowej (7750 kJ/kg) 1 egzergii chemicznej wegla (9067,5 kJ/kg) oraz
sprawnosci cieplnej kotta (90%).
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wariant bazowy z kotlem na wegiel brunatny - sprawnos$¢ energetyczna brutto 46,75% sprawnos¢ egzergetyczna brutto - 39,96%
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Rys. 5. Schemat cieplny bloku energetycznego zasilanego weglem brunatnym — wariant bazowy

Jak wynika z tabeli 4 uzyskana sprawnos$¢ cieplna brutto i netto bloku wy-
niosta odpowiednio 46,75% i 43,93%, a egzergetyczna brutto 39,96%. Zmiany
te wynikajg tylko z opisanych powyzej zmian po stronie kotta. Obieg cieplny
turbiny nie ulegl zmianie.

Ze wzgledu na dalsze obliczenia bloku zasilanego weglem brunatnym z
UOC istotna jest warto$¢ temperatury kondensatu na wlocie do podgrzewacza
regeneracyjnego W-4 (wynoszaca 124°C) oraz moce cieplne wymiennikow W-
1, W-2 i W-3 (zaznaczone kolorem blekitnym na rys. 5).
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Tabela 4. Wyniki obliczen modelu bloku 900MW, zasilanego weglem brunatnym

(wariant bazowy)

Moc ciepl- Egzergia
Ele::-em Nazwa na
kW kW
Doprowadzona 14 Przegrzewaczhpary- migdzy- 391 985 458 623
energia/egzergia chemicz- stopniowe]
Kociot z przegrzewaczem pary 1793
na 28 . . 1533157
pierwotnej 794
2252
SUMA | 1925142 416
Moc generowana brutto G Generator 900 000 900 000
15 30018 30018
16 1078 1078
Moc elektryczna potrng 13 Pompy 119 119
wlasnych maszynowni
19 55 55
25 23 025 23 025
SUMA 54294 54294
Moc generowana netto 845 706 845 706
brutto 46,750% 39,957%
Sprawnos$¢ cieplna bloku
netto 43,930% 37,547%

Model bloku opalanego weglem brunatnym — wariant z UOC

Podobnie, jak w przypadku obliczen bloku z UOC zasilanego weglem ka-
miennym, takze w przypadku wegla brunatnego istnieja pewne ograniczenia.

Nalezg do nich:

e temperatura spalin wylotowych z kotta na wegiel brunatny (160°C), obni-
zona w wymienniku kondensacyjnym UOC do 51°C,
e temperatura wodnego puntu rosy dla spalin (66,3°C),
e temperatura kondensatu na wylocie z pompy kondensatu (33,02°C),
e temperatura kondensatu na wlocie do podgrzewacza regeneracyjnego W-4
(w wariancie bazowym 124°C),
e  zalozone spietrzenie temperatur w UOC-1 do UOC-3 (3°C),
Wymienniki UOC-1-3 bedg pracowaly w zakresie temperatur 127,08-36°C,
a mozliwa do przekazania kondensatowi moc wyniesie 162,8 MW, czyli ponad
trzykrotnie wiecej, niz dla bloku zasilanego weglem kamiennym. Dzieki ukta-
dowi odzysku ciepta odpadowego nie bedzie potrzebny pobor pary upustowej z
catej czeSci NP turbiny i1 do ostatniego stopnia turbiny oraz skraplacza skiero-
wany zostanie zdecydowanie wigkszy strumien pary, niz w wariancie bazowym
(426,3 kg/s w poréwnaniu do 372,261 kg/s). Spowoduje to spadek jednostko-
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wego zuzycia ciepta i pary na produkcje energii elektrycznej, co z kolei spowo-
duje wzrost sprawnosci cieplnej brutto bloku z 46,75% do 47,99% (Anw=
1.24%). Wzrasta takze sprawnos$¢ egzergetyczna brutto - do 41,02% (tab. 5).
Niestety, podobnie jak w przypadku bloku zasilanego weglem kamiennym,
wzrastaja potrzeby wlasne bloku w zakresie mocy elektrycznej do napedu pomp
(elementy nr 25 i 30), co powoduje spadek generowanej mocy elektrycznej
netto bloku o 2775 kW. W zwigzku z tym sprawno$¢ cieplna netto bloku wzra-
sta po zabudowie UOC o 1,02%.

SCHEMAT CIEPLNY BLOKU REFERENCYJNEGO O MOCY 900MWe

wariant UOC-1-3 z kotlem na wegiel brunatny - sprawnos¢ energetyczna brutto 47,99% sprawnos¢ egzergetyczna brutto - 41,02%
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Rys. 6. Schemat cieplny bloku energetycznego zasilanego weglem brunatnym — wariant z UOC

Strumien pary §wiezej produkowanej przez kociot spada do 603,145 kg/s,
czemu towarzyszy rowniez spadek zuzycia energii chemicznej paliwa.

Dodatkowym efektem, nieuwzglgdnionym w modelu, jest wzrost sprawno-
$ci wewnetrznej czgsci NP turbiny, zwigzany z likwidacja 3 upustow pary.
Spowoduje to dalszy wzrost sprawnosci cieplnej i egzergetycznej bloku.

Dalsze wykorzystanie ciepta odpadowego zawartego w spalinach wyloto-
wych z kotla, ktérego taczna moc wynosi 389 MW (ciepto jawne i utajone,
ochtodzenie spalin ze 160 do 51 °C), jest mozliwe np. przez podgrzew powie-
trza zimnego kierowanego do kotta (zastapienie podgrzewaczy parowych). Przy
mocy nominalnej bloku 900 MWe moc cieplna mozliwa do przekazania w ten
sposdb wynosi 17 MW (podgrzew powietrza od 10 do 30°C) i 38 MW (pod-
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grzew powietrza od -15 do 30 °C). Wynika stad, Ze istnieje mozliwos$¢ zagospo-
darowania jeszcze ok. 190-210 MW niskotemperaturowego ciepta odpadowego
(temperatura czynnika ok. 40 °C), pochodzgcego glownie z ciepta utajonego
kondensacji pary wodnej zawartej w spalinach.

Tabela 5. Wyniki obliczen modelu bloku 900MW, zasilanego weglem brunatnym

(wariant z UOC)
Moc Egzergia
Elelrsent Nazwa cieplna
kW kW
14 Przegrzewacz‘pary_ migdzystop- 381848 446762
Doprowadzona niowej
energia/egzergia chemiczna 8 Kociot z przegrzewaczem pary 1493545 1747447
pierwotne)
SUMA 1875393 2194210
Moc generowana brutto G Generator 900 000 900 000
15 29242 29242
16 1164 1164
Moc elektryczna potrzpb 19 Pompy 54 54
wiasnych maszynowni
25 26267 26267
30 342 342
SUMA 57070 57070
Moc generowana netto 842 930 842 930
brutto 47,990% 41,017%
Sprawnos¢ cieplna bloku
netto 44,947% 38,416%

Potencjalnie mozliwy jest podgrzew powietrza do wyzszej temperatury, co
z jednej strony spowoduje wzrost sprawnosci kotta, ale z drugiej spowoduje
wzrost temperatury spalin wylotowych z kotta. Spowodowatoby to konieczno$¢
odbioru jeszcze wickszego strumienia ciepta w UOC. Dodatkowo nastapitby
wzrost temperatury adiabatycznej spalania oraz wzrost obcigzenia cieplnego
komory paleniskowej. Moze to by¢ niekorzystne dla pracy komory palenisko-
wej oraz emisji NOy. Przeprowadzone wstepne obliczenia wykonane dla kotta
BB-1150 wykazaly wzrost sprawnosci cieplnej o ok. 1% przy podgrzewie po-
wietrza spalania do temperatury 120°C.

Mozliwe jest takze skierowanie cze$ci strumienia spalin pobranych sprzed
podgrzewacza powietrza w kotle i wykorzystanie ciepla w nich zawartego do
podgrzewu wody zasilajacej opuszczajacej pompe wody zasilajacej. Ograniczy
sie¢ w ten sposob pobdr pary wysokopreznej na cele regeneracji [4]. Innym roz-
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wigzaniem moze by¢ wykorzystanie nadwyzki ciepta odpadowego do wstgpne-
g0 suszenia paliwa.

4. Wnioski

W pracy przedstawiono wyniki obliczen wptywu wykorzystania w nadkry-
tycznym bloku energetycznym ciepta odpadowego. Odzysk ciepta odpadowego
(jawnego i utajonego) nastepuje poprzez schtodzenie spalin wylotowych kotla
parowego z paleniskiem pytowym, zasilanego weglem kamiennym lub brunat-
nym, pracujagcego w bloku energetycznym 900 MWe. Odzyskane ciepto odpa-
dowe zostaje nastgpnie wykorzystane do podgrzewu kondensatu, przeptywaja-
cego przez niskoprezne podgrzewacze regeneracyjne, zastgpujac ciepto w parze
upustowej. W celu okreslenia wplywu proponowanego rozwigzania na spraw-
no$¢ bloku zbudowano modele matematyczne obiegu cieplnego bloku
900 MWe, wykorzystujac oprogramowanie Cycle-Tempo. Uzyskane wyniki
wskazujg na mozliwos¢ podniesienia sprawnosci cieplnej bloku netto od 0,16%
(wegiel kamienny) do ponad 1% (wggiel brunatny). Istnieje mozliwos¢ dalszego
zwigkszenia sprawnosci cieplnej bloku poprzez zastosowanie ciepta odpadowe-
go np. w celu wstepnego podgrzewu powietrza do spalania kierowanego do
kotta czy zasilenia uktadu ORC. Wynika to z catkowitej mocy cieplnej mozli-
wej do odzyskania ze spalin, wynoszacej nawet 389 MW (wegiel brunatny), co
w rzeczywisto$ci uniemozliwia jego 100% wykorzystanie ze wzgledu na zakres
temperaturowy i wielko$¢ powierzchni wymiany ciepta.

PODZIEKOWANIA

Przedstawione w pracy wyniki zostaly uzyskane w badaniach wspoétfinansowanych przez
Narodowe Centrum Badan i Rozwoju w ramach umowy SP/E/1/67484/10 — Strategiczny Program
Badawczy — Zaawansowane technologie pozyskiwania energii: Opracowanie technologii dla
wysokosprawnych ,,zero-emisyjnych” blokow weglowych zintegrowanych z wychwytem CO, ze
spalin.
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