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Kurzfassung

Eine Technologie, welche die Anspriiche eines hocheffizienten und sauberen Kraft-Warme-
Kopplungssystems mit hochster Last- und Brennstoffflexibilitat verspricht, ist das soge-
nannte SOFC/MGT-Hybridkraftwerk. Bei diesem Konzept wird eine Festoxid-Brennstoft-
zelle (SOFC) mit einer Mikrogasturbine (MGT') kombiniert, um die hochtemperierten und
niederkalorischen SOFC-Abgase fiir die weitere Energieumwandlung in der nachgeschal-
teten Mikrogasturbine zu nutzen.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, einen wesentlichen Beitrag zur Realisierung eines Hy-
bridkraftwerks durch die Entwicklung eines geeigneten Brennkammersystems zu leisten,
welches die Kopplung der beiden Teilsysteme SOFC und MGT erméglicht. Der Schwer-
punkt der Arbeit liegt dabei auf der Entwicklung eines kompakten Brennkammerproto-
typen, der sowohl den Anforderungen einer SOFC als auch denen einer Mikrogasturbine
geniigt.

Zunachst werden dazu auf Basis von Randbedingungen als Ergebnis aus Systemsimu-
lationen des Hybridkraftwerks reaktionskinetische und thermodynamische Berechnungen
durchgefiithrt und diskutiert. Desweiteren werden zur Findung eines geeigneten Konzepts
verschiedene Brennkammersysteme sowohl aus dem Bereich der Brennstoffzellen- als auch
der Mikrogasturbinentechnik analysiert und bewertet, um die vielversprechendste Varian-
te als Basis fiir die Weiterentwicklung zu identifizieren. Darauf autbauend werden nume-
rische Verbrennungssimulationen zur Auslegung durchgefithrt und die Geometrie fiir den
Brennkammerprototypen festgelegt.

Zum Nachweis der Funktionalitat und zur Ermittlung des Betriebsbereichs des Brenn-
kammerprototypen unter Verwendung von SOFC-Abgasen werden atmosphéarische Brenn-
kammerversuche durchgefiihrt. Die Ergebnisse aus den OH* Chemolumineszenz- und Ab-
gasemissionsmessungen werden im Rahmen dieser Arbeit vorgestellt und diskutiert. Des-
weiteren werden zur Validierung der verwendeten CFD-Methoden fiir die Auslegung mit
SOFC-Abgasen die Simulationsergebnisse mit den Messungen im atmosphérischen Prif-
stand verglichen. Um fiir den Aufheizvorgang des Hybridkraftwerks Erdgas als Brennstoff
einsetzen zu konnen, werden weitere Versuche unter Verwendung von Erdgas durchgefiihrt
und vorgestellt.

Abschlieflend werden die im Rahmen dieser Arbeit geleisteten Fortschritte in der Ent-
wicklung eines Brennkammersystems fiir das Hybridkraftwerk zusammengefasst und dis-
kutiert.
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Abstract

A technology that promises to satisfy the demands of a highly efficient and clean CHP
system with maximum load and fuel flexibility is the so-called SOFC/MGT hybrid power
plant. In this concept, a solid oxide fuel cell (SOFC) is combined with a micro gas turbine
(MGT) to utilize the high temperature and low calorific SOFC exhaust gases for further
power generation in the downstream micro gas turbine.

The aim of the present work is to make a significant contribution to the realization of
a hybrid power plant through the development of a suitable combustion chamber system,
which enables the coupling of the two subsystems SOFC and MGT. The focus of the work
is on the development of a compact combustion chamber prototype, which satisfies both
the requirements of a SOFC and those of a micro gas turbine.

First, reaction kinetic and thermodynamic calculations are performed and discussed on
the basis of boundary conditions as a result of system simulations of the hybrid power
plant. Furthermore, to find a suitable concept, various combustion chamber systems from
both fuel cell and micro gas turbine technology are analyzed and evaluated in order to
identify the most promising variant as the basis for further development. Based on this,
numerical combustion simulations are carried out for the design and the geometry for the
combustion chamber prototype is determined.

To prove the functionality and to determine the operating range of the combustion
chamber prototype using SOFC exhaust gases, atmospheric combustion chamber tests
are performed. The results of the OH* chemiluminescence and exhaust emission measu-
rements are presented and discussed within this thesis. Furthermore, to validate the CFD
methods used for the design with SOFC exhaust gases, the simulation results are compa-
red with the measurements in the atmospheric test rig. In order to use natural gas as a
fuel for the heating process of the hybrid power plant, further experiments using natural
gas are carried out and presented.

Finally, the progress made in the development of a combustion chamber system for the

hybrid power plant is summarized and discussed.
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1 Einleitung

Die grundlegende Motivation der vorliegenden Arbeit beruht darauf, dass der weltweite
Bedarf an elektrischer Energie stetig zunimmt. Bereits frith wurde von Meadows et al.
[163] erkannt, dass eine unverdnderte Fortfithrung des aktuellen Umgangs mit den noch
verfligbaren Ressourcen zur Energieumwandlung ohne Wertlegung auf Nachhaltigkeit zu
dramatischen Konsequenzen fiihren wird. Ein Meilenstein zur Entwicklung des dafiir not-
wendiges Leitbildes fiir Nachhaltigkeit und Umweltschutz in der Energieversorgung ist der
Abschlussbericht einer UN-Kommission fiir Umwelt und Entwicklung [24]. Dieser Bericht
legt nahe, soziale und wirtschaftliche Entwicklung mit Umweltschutz zu vereinbaren, da-
mit die lebensnotwendigen Grundlagen auf unserer Erde erhalten werden kénnen. Energie
aus erneuerbaren Quellen wird hierbei eine entscheidende Bedeutung zugemessen [180].
Aufbauend auf dieser Erkenntnis bietet eine umfassende Studie zu den Entwicklungs-
potenzialen und den Nutzungsoptionen innovativer Energietechnologien [18] der Bun-
desregierung eine Entscheidungsgrundlage fiir aktuelle und zukiinftige programmatische
Schwerpunkte in der Energieforschung in Deutschland. Der Anteil des Energiebedarfs
der Haushalte in Deutschland betrug im Jahre 2015 rund ein Viertel des bundesweiten
Energiebedarfs und ist somit dhnlich hoch wie der Anteil des Verkehrssektors oder der
Industrie [11]. Der grofite Teil der in den Haushalten benétigten Energie wird dabei fir die
Bereitstellung von Warmwasser und die Beheizung der Gebéude verwendet [11]. Ein For-
schungsschwerpunkt der Bundesregierung liegt daher auf der Forderung hocheffizienter,
dezentraler Kraft-Wérme-Kopplungssysteme, deren anfallende Abwéarme zur Gebaude-
heizung und Warmwasserbereitstellung in unmittelbarer Umgebung genutzt werden kann
[260]. Kraft-Warme-Kopplungssysteme in Verbindung mit Brennstoffzellentechnik, gelten
aufgrund ihrer hohen elektrischen Wirkungsgrade und sehr schadstoffarmer Energiewand-
lung [183, 244] als zukunftsweisende Konzepte fir den Energiebedarf der Haushalte [11].
Als besonders vielversprechenden Ansatz verfolgt das Deutsche Zentrum fiir Luft- und
Raumfahrt in Stuttgart das sogenannte Konzept des Hybridkraftwerks [183]. Bei diesem
Anlagenkonzept wird eine Mikrogasturbine mit einer Festoxidbrennstoffzelle (SOFC) ge-
koppelt, die mit ihren hohen Betriebstemperaturen von 923 K bis zu 1173 K eine sehr
effiziente Warmeriickgewinnung ermoglicht [107, 132]. Die Kopplung mit einer Mikro-
gasturbine zur Warmeriickgewinnung verspricht somit ein hocheffizientes Energiewand-
lungssystem zur Stromproduktion mit dhnlichen oder sogar noch héheren elektrischen
Wirkungsgraden wie bei den kombinierten Gas- und Dampfkraftwerken [9, 123, 124, 168,
244-246]. Um dieses Potenzial des SOFC/MGT-Hybridkraftwerks zu verdeutlichen sind

in Abb. 1.1 die elektrischen Wirkungsgrade verschiedener Energiewandlungssysteme in
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1. EINLEITUNG

Abhéngigkeit der Leistung gegeniibergestellt. Aus Abb. 1.1 geht eindeutig hervor, dass
die groflen Leistungsklassen bis iiber 1 GW ausschliellich von den klassischen Gas- und
Dampfkraftwerken mit elektrischen Wirkungsgraden bis knapp tiber 60 % oder den rei-
nen Gasturbinenprozessen mit Wirkungsgraden bis 45 % bedient werden. In den unteren
Leistungsklassen von 1 KW bis maximal 10 MW sind die Hauptvertreter die Mikrogastur-
binen und die Motor-BHKWs, wobei letztere einen um durchschnittlich 5 %-10 % hoheren

elektrischen Wirkungsgrad als die Mikrogasturbinen aufweisen.

= SOFC/GT-Hybridkraftwerk GuD-Kraftwerk SOFC
75<} Motor-BHKW Gasturbine (GT) ® PEMFC @ Mikro-GT
=

n,/ %

1 1
0,001 0,01 0,1 1 10 100 1000

P, /MW

0 | | | |

Abbildung 1.1: Gegeniiberstellung der elektrischen Wirkungsgrade verschiedener Energie-
wandlungssysteme in Abhéngigkeit der Leistung zur Hervorhebung des
Potenzials eines SOFC/MGT-Hybridkraftwerks.

Demgegeniiber weisen die Brennstoffzellensysteme elektrische Wirkungsgrade zwischen
30% und 70 % auf. Wahrend die technisch bereits sehr weit fortgeschrittenen Polymer-
elektrolytmembran-Brennstoffzellen (PEMFC) die niedrigeren Wirkungsgrade aufweisen,
versprechen die Festoxidbrennstoffzellen (SOFC) in der Leistungsklasse weniger kW bis
weniger MW hochste elektrische Wirkungsgrade. Insbesondere in Kombination mit ei-
ner Mikrogasturbine (SOFC/GT-Hybridkraftwerk) sind Wirkungsgrade von bis zu 70 %
moglich. Mit der Ubersicht aus Abb. 1.1 lisst sich somit belegen, dass die Brennstoff-
zellen im Allgemeinen effizienter sind als die herkdmmlichen Energiewandlungssysteme
[135]. Ein besonderes Merkmal dieser Brennstoffzellensysteme sind dabei die sehr hohen
elektrischen Wirkungsgrade bei gleichzeitig sehr kleinen Leistungsklassen. Dariiber hinaus
weisen die Festoxidbrennstoffzellen (SOFC) sehr hohe Teillastwirkungsgrade auf [182]. Aus
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der Darstellung der elektrischen Wirkungsgrade eines Hybridkraftwerks in Abhéngigkeit
der elektrischen Leistung und fiir verschiedene Temperaturen und Turbinendrehzahlen in
Abb. 1.2 geht hervor, dass sich diese hohen elektrischen Teillastwirkungsgrade der SOFC
auch bei der Kopplung mit einer Mikrogasturbine auf den gesamten Teillastbereich des
Hybridkraftwerks auswirken [96].
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-— - T ’
el,55krpm maxSOFC ’ 4 ______
."0." 77el,60 krpm 47
60 _ — 4 = 1100
i 77e1,65 krpm /,
’
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Abbildung 1.2: Potentieller Betriebsbereich und elektrischer Wirkungsgrad eines Hybrid-
kraftwerks basierend auf einer Turbec T100PH MGT und einer SOFC des
Herstellers ElringKlinger [96].

Desweiteren bieten Brennstoffzellensysteme im Allgemeinen neben dieser hohen Last-
flexibilitat auch hohe Lastdnderungsgeschwindigkeiten [135]. Dadurch zeichnen sich diese
Systeme und insbesondere das Hybridkraftwerk als Kopplung aus Festoxidbrennstoftzelle
und Mikrogasturbine fiir die vielversprechende Anwendung als dezentrales Energiewand-
lungssystem aus [135].

Um die wesentlichen technischen Herausforderungen fiir die Einbindung einer SOFC
in einen Gasturbinenkreislauf als Grundlage fiir die vorliegende Arbeit identifizieren zu
konnen, erfordert es ein Verstédndnis iiber die Funktionsweise und weitere technische De-
tails einer SOFC. Der schematische Aufbau einer SOFC in Abb. 1.3 zeigt den allgemei-
nen Aufbau einer galvanischen Zelle mit den drei Funktionsschichten Anode, Elektro-
lyt und Kathode. Bei der Hochtemperaturbrennstoffzelle besteht diese galvanische Zelle
aus einem keramischen Dreischichtverbund, dessen Elektrolyt ab einer Betriebstempera-
tur von ca. 873 K fiir Sauerstoffionen leitfahig wird. Die galvanischen Zellen einer SOFC

werden durch sogenannte bipolare Platten miteinander verbunden. Diese bipolaren Plat-

27



1. EINLEITUNG

ten funktionieren aufgrund ihrer Struktur gleichzeitig als stromungsfiihrende Bauteile
fiir das Anoden-seitige Brenngas und die Kathoden-seitige Luft. Durch das Sauerstoff-
Konzentrationsgefalle zwischen der Anode und der Kathode diffundieren Sauerstoff-Ionen
durch den Elektrolyten. Dazu nimmt der Sauerstoff an der Grenzflache zwischen Kathode
und Elektrolyt zwei Elektronen auf, wird zum Ion und kann durch den fiir Sauerstoff-

Ionen ab 873 K durchlassigen Elektrolyten passieren. An der Grenze zur Anode ange-

Elektrolyt —

Anode

P
Bipolare Platte
(Interconnector)

Brenngas Gaskanale

Abbildung 1.3: Schematischer Aufbau einer Festoxid-Brennstoffzelle [76].

kommen gibt das Sauerstoff-Ion die 2 Elektronen wieder ab und reagiert katalytisch mit
dem Brenngas in der Anode. Der daraus resultierende Elektronenfluss erzeugt die elek-
trische Leistung der Brennstoffzelle. Als Vorteile der SOFC gegeniiber der PEMFC gel-
ten die Verzichtbarkeit von Edelmetallen, die CO-Toleranz des Elektrolyten und somit
eine wesentlich hohere Brennstoffflexibilitdt, hohere Leistungsdichten der galvanischen
Zellen und die Moglichkeit der internen Dampfreformierung [135]. Durch Rezirkulation
bereits umgesetzten Anoden-Brenngases ist bei Temperaturen oberhalb von 873 K genii-
gend Wasser im System vorhanden, was eine Dampfreformierung des frischen Erdgases
auf der Eingangsseite der Anode ermoglicht. Als Nachteile der SOFC gelten die hoheren
Materialbeanspruchungen durch die hohen Temperaturen und die daraus resultierenden
thermischen Spannungen. Diese thermischen Spannungen treten insbesondere bei insta-
tiondren Prozessen wie dem Aufheizen der SOFC auf, weshalb dieser Aufheizvorgang auf
einen Gradienten von wenigen K/min begrenzt ist [226]. Besonders zu bemerken ist die
Empfindlichkeit des Elektrolyten der SOFC gegeniiber einem Druckunterschied zwischen
der Anode und der Kathode, der einen Grenzwert von 50 mbar nicht tiberschreiten darf
[226]. Da die Oberflichenchemie stark von den Konzentrationen abhéngig ist, verblei-
ben unter Verwendung von Erdgas als Brennstoff am Auslass der Anode geringe Mengen
an restlichem Brenngas in Form von Wasserstoff und Kohlenmonoxid [135]. Der soge-
nannte Brennstoffausnutzungsgrad ist dabei die Kenngrofie, die angibt wieviel des primér

zugefithrten Brennstoffes in der SOFC umgesetzt wird [135]. Um eine SOFC mit einer
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Mikrogasturbine sinnvoll koppeln zu kénnen ist es notwendig, dass die Brennkammer der
Mikrogasturbine die Fahigkeit aufweist, diese aus der SOFC verbleibenden Restbrenn-
stoffe sicher, zuverldssig und schadstoffarm umzusetzen. Unter Beriicksichtigung einiger
Systemaspekte des Hybridkraftwerks lassen sich weitere Randbedingungen fiir die Kopp-
lungskomponente, der Brennkammer, ableiten. Zum Einen ist fiir die Aufrechterhaltung
eines normalen Betriebs der SOFC ein Thermomanagement durch Regelung der Katho-
denluft notwendig [97, 152, 182]. Die Hauptaufgabe dieser Regelung besteht darin die
Kiihlung der SOFC-Stacks und somit das Halten der hohen notwendigen Betriebstem-
peraturen der SOFC von 923K bis 1123 K zu gewéhrleisten [142]. Zum Anderen ist fur
das Hochheizen des Hybridkraftwerks eine zuséitzliche Komponente wie z.B. eine erd-
gasbetriebene Brennkammer notwendig, die sehr viel Warme auf hohem Niveau in das
System einbringen kann [237]. Vorangegangene Arbeiten haben sich mit der Fragestel-
lung beschaftigt, wie die Kopplung eines SOFC-Systems mit einer Mikrogasturbine am
sinnvollsten gestaltet werden kann [103, 127, 142]. Abb. 1.4 zeigt das vereinfachte Schema

einer favorisierten Kopplungsvariante, die als Grundlage der vorliegenden Arbeit dient.

SOFC =
E |
%K Brennstoff- T
Rezirkulations- ~ rekuperator
Brennstoff pumpe
T -
! Reformer
| L __ 2T
{
MGTI | 3
: SOFC Abgas- Wasser-
- brennkammer Waéarmetauscher
Abgas
cenerator Turbine Rekuperator
LIUft Wasser

Abbildung 1.4: Schema eines SOFC/MGT-Hybridkraftwerks.

In dem in Abb. 1.4 dargestellten Schema lassen sich die beiden Hauptkomponenten des
Hybridkraftwerks, die SOFC und die Mikrogasturbine, als zunachst unabhangige Teilsys-
teme voneinander unterscheiden. Der Verdichter der Mikrogasturbine saugt Luft aus der
Umgebung an und verdichtet diese. Die verdichtete Luft wird anschlieend in einem fiir
Mikrogasturbinen typischen Abgasrekuperator mit den Abgasen aus der Turbine aufge-
heizt und der SOFC zugefiihrt. Nachdem die auf 873 K-1073 K aufgeheizte Luft durch
die Kathode gestromt ist, wird sie durch einen Brennstoffrekuperator geleitet, der die in

die Anode eingebrachten Brenngase aufheizt. Anschlieend werden die Kathoden-seitigen
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1. EINLEITUNG

Abgase in die SOFC-Abgasbrennkammer eingeleitet. Brennstoff-seitig sind in der Zulei-
tung der SOFC-Anode in Abb. 1.4 neben dem bereits erwdhnten Brennstoffrekupera-
tor eine Rezirkulationspumpe und ein Reformer dargestellt. Diese Bauteile werden der
Anoden-Rezirkulation zugeordnet, die durch sogenannte interne Dampfreformierung das
Reformieren das Erdgases in die Komponenten CO und H,; mit Hilfe der rezirkulierten
Anodenabgase umwandeln. Die Anodenabgase bestehen neben den im vorigen Abschnitt
bereits erwahnten brennbaren Komponenten CO und Hy iiberwiegend aus HoO und CO,
und werden durch die Rezirkulationspumpe dem frischen Brenngas zum Teil wieder zu-
gefithrt. Die sehr hohen SOFC-Betriebstemperaturen ermoglichen das Aufrechterhalten
dieser endothermen Dampfreformierung ohne weitere notwendige Warmezufithrung. Die
Umwandlung des Erdgases in die Bestandteile CO und Hs ist unbedingt notwendig, da
reines Erdgas den SOFC-Elektrolyten beschdadigen wiirde [90]. Aus Systemsimulationen
zu dem in Abb. 1.4 gezeigten Kraftwerksschema ergeben sich fiir die Anoden- und Katho-
denabgase bei Volllast- und Teillastbetriebspunkten des Hybridkraftwerks die in Tab. 1.1

aufgelisteten Randbedingungen.

Tabelle 1.1: Randbedingungen der SOFC-Abgase bei Volllast (BL) und Teillast (PL) fiir
die Entwicklung eines geeigneten Brennkammerkonzepts [130].

H2 CO HQO COQ Tan Hu OQ N2 Tca gbgl mca/man
%m %m %m %m K MJ/kg %m %m K - -

BL 25 162 360 453 1073 4,6 17,3 82,7 958 0,162 10,3
PL 19 122 382 47,7 1073 34 153 84,7 889 0,185 7.7

Nachdem die Anodenabgase zusammen mit den Kathodenabgasen in der SOFC-Ab-
gasbrennkammer vollstdndig abreagiert sind, werden sie in der Turbine wieder entspannt
und verrichten dabei Arbeit. Mit dieser an der Turbinenwelle abgreifbaren Arbeit wird
die benotigte Leistung fiir die Verdichtung und die elektrische Leistung am Generator
der Mikrogasturbine bereitgestellt. Nach dem Ausstromen aus der Turbine werden die
entspannten Abgase erst durch den Rekuperator und anschliefend durch einen zuséatzli-
chen Wasser-Warmetauscher geleitet. Die gesamte elektrische Leistung des gekoppelten
Hybridkraftwerks setzt sich somit aus der Leistung am Turbinengenerator und an den
SOFC-Elektroden zusammen.

Zielsetzung und Struktur der Arbeit

Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Entwicklung eines kompakten und effizienten Brenn-
kammersystems fiir das Hybridkraftwerk, wodurch ein wesentlicher Beitrag zur Kopp-
lung der beiden Teilsysteme SOFC und MGT geleistet werden kann. Dies schliefit sowohl
die Beriicksichtigung der Randbedingungen der SOFC-Abgase im Auslegungsbetrieb aus
Tab. 1.1 mit ein, als auch die in den vorigen Abschnitten bereits erwéihnte harte Randbe-

dingung von maximal 50 mbar erlaubten Druckunterschieds zwischen Anode und Kathode
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der SOFC. Anstatt mit elektrischen Heizern zur Reduktion der Anlagenkomplexitat kann
das Autheizen des Hybridkraftwerks mit Hilfe der Brennkammer unter Verwendung von
Erdgas ermoglicht werden. Dadurch erhoht sich die geforderte Brennstoffflexibilitéit an die
zu entwickelnde Brennkammer mafigeblich.

Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit festgelegte Entwicklungsstrategie sieht zu-
nachst vor, in einem ersten Schritt verfiighare Brennkammerkonzepte aus dem Gasturbinen-
und Brennstoffzellenbereich im Rahmen einer umfangreichen Konzeptstudie zu bewer-
ten. Desweiteren werden auf Basis der Randbedingungen in Tab. 1.1 grundlegende 1D-
Betrachtungen zur Ermittlung reaktionskinetischer Kenngrofien wie Ziindverzugszeit und
laminarer Flammengeschwindigkeit durchgefithrt. Nach der Festlegung der vielverspre-
chendsten Variante auf Basis der Erkenntnisse aus diesen beiden Entwicklungsteilschritten
finden weitere Entwicklungsschritte statt. Nach der Auslegung der Brennkammer mittels
numerischer Verbrennungssimulation wird ein Brennkammerprototyp konstruiert und in
die Infrastruktur eines bestehenden atmosphérischen Brennkammerpriifstands integriert.
Zusétzlich wird die Infrastruktur des Prifstands erweitert, um die Abbildung von Brenn-
stoffzellenabgasen zu ermoglichen. In vielseitigen Versuchen werden der Betriebsbereich
der entwickelten Brennkammer unter Verwendung von SOFC-Abgasen und unterschiedli-
chen Eingangsparameter untersucht und vorgestellt. Dariiber hinaus werden Untersuchun-
gen zum Nachweis der geforderten Brennstoffflexibilitat der SOFC-Abgasbrennkammer
unter Verwendung von Erdgas als Brennstoff durchgefiihrt und diskutiert. Abschliefend
werden die in der vorliegenden Arbeit ermittelten Erkenntnisse zusammengefasst und im
Kontext der urspriinglichen Forderung der Entwicklung einer brennstoffflexiblen Brenn-

kammer fiir das Hybridkraftwerk diskutiert.
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2 Theoretische Grundlagen reaktiver

Stromungen

2.1 Verbrennung

Verbrennung ist ein chemischer Prozess zwischen einem Brennstoff und einem Oxidator,
bei dem Wirme freigesetzt wird. Man unterscheidet dabei grundsatzlich zwischen vorge-
mischter und nicht-vorgemischter Verbrennung [249]. Entscheidend bei der Einordnung
ist, ob die Mischung von Oxidator und Brennstoff und die Verbrennung gleichzeitig oder
nacheinander ablaufen. Oft kommt in technisch relevanten Prozessen nur eine teilweise
vorgemischte Verbrennung vor. Dabei handelt es sich um einen Ubergangsbereich zwi-
schen einer perfekt vorgemischten und nicht-vorgemischten Verbrennung. Haufiger Grund
fiir eine teilweise vorgemischte Verbrennung ist das zur Gemischbildung notwendige Zeit-
fenster, das in technischen relevanten Anwendungen oft sehr stark eingeschrankt ist. An-
hand des stochiometrischen Verhaltnisses des Gemisches bei einer vorgemischten Flamme
wird zwischen einer fetten, stochiometrischen und mageren Verbrennung unterschieden,

wobei

b >1 fett , (2.1)
6 =1 stochiometrisch , (2.2)
o <1 mager (2-3)

gilt. Das Aquivalenzverhéltnis ¢ ist das Verhéltnis aus dem Quotienten zwischen Brenn-
stoffmassenstrom 7y, und Oxidatormassenstrom 1., bezogen auf das stochiometrische
Brennstoff-Oxidator-Verhéltnis,

M/ Tox
= G/ 24
Wihrend bei der nicht-vorgemischten Verbrennung [31, 167] alle stochiometrischen Ver-
héltnisse von reinem Oxidator zu reinem Brennstoff (0 < ¢ < oo) auftreten, gibt es bei
der perfekt vorgemischten Verbrennung ein konstantes globales Aquivalenzverhiltnis ¢,
welches sich aus den globalen Betriebs- bzw. Verbrennungsbedingungen ergibt. Bei nicht-
perfekten Vormischungen weicht das Aquivalenzverhéltnis ¢ von dem globalen Wert ¢,

einer perfekten Vormischung etwas ab. Abhéngig von der zugrundeliegenden Stromung
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2. THEORETISCHE GRUNDLAGEN REAKTIVER STROMUNGEN

lasst sich die Verbrennung weiter in eine laminare oder turbulente Verbrennung untertei-
len. Mafigebliche Grofe fiir diese Differenzierung des Stromungszustand ist die Reynolds-
zahl

Re = 'O—UZ, (2.5)

1
die das Verhaltnis aus Tragheitskraften zu viskosen Kraften in einer Stromung wieder-
gibt. Die Variable [ in Gl. (2.5) entspricht dem makroskopisches Lingenmafl des Stro-
mungsfelds oder einer charakteristischen Durchflussfliche des Brenners, u der Geschwin-
digkeit, p der Dichte und g der dynamischen Viskositét. Eine weitere wichtige Grofe ist

die Machzahl

u
Ma = — mit a = 1{\/K ,
a M

welche die Stromungsgeschwindigkeit v ins Verhéltnis zur Schallgeschwindigkeit a setzt.

(2.6)

Bei einem idealen Gas lésst sich die Schallgeschwindigkeit aus dem Adiabatenexponen-
ten k, der universellen Gaskonstante R,,, der Temperatur 7" und der molaren Masse M

berechnen.

2.1.1 Turbulenztheorie

Die meisten technischen Verbrennungsprozesse finden bei turbulenten Bedingungen statt,
unter welchen die Mischungsprozesse erheblich schneller ablaufen als im laminaren Fall.
Daher sind im Vergleich zu laminaren Verbrennungsprozessen viel kleinere Abmessungen
der Brennkammern moglich [249]. Im Allgemeinen ist Turbulenz stets ein dreidimensio-
nales Phédnomen zusammenhéngender Fluidteilchen, das durch chaotische Schwankungen
der Geschwindigkeit gekennzeichnet ist und gegeniiber laminaren Stromungen eine hoéhe-
re Diffusivitat, Viskositat und Warmeleitung aufweist. Durch Stérungen in der Stromung
entstehen vorwiegend grofle Wirbel, wobei die grofite Langenskala [; dem integralen Léan-
genma$B, also der Abmessung der durchstromten Geometrie entspricht [191]. Diese Wirbel
wechselwirken untereinander und kénnen dabei in noch kleinere Wirbel zerfallen. Die-
sen Prozess, bei dem Energie von grofien zu kleinen Wirbelstrukturen transferiert wird
bezeichnet man auch als Energiekaskade [116]. Die Verteilung der kinetischen Energie
Ej in einer turbulenten Stromung ist im turbulenten Energiespektrum in Abb. 2.1 in
Abhéangigkeit von der Wellenzahl k dargestellt.

Durch die Produktion grofiskaliger Wirbelstrukturen wird der Hauptstromung perma-
nent Energie entzogen. Im sogenannten Tragheitsbereich, in dem die konvektiven Krafte
dominieren, zerfallen diese grofiskaligen Wirbel in einem kontinuierlichen Energiefluss in
immer kleiner werdende Wirbelstrukturen. Sobald die Wirbel klein genug sind iiberwie-
gen die viskosen Kréfte und die kinetische Energie der Wirbel wird dissipiert. Die Grofle
der kleinstmoglichen Wirbelstrukturen wird durch die Kolmogorov-Skala [ ausgedriickt.

Diese ist von der kinematischen Viskositidt v des Fluids und der Dissipationsrate € ab-
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2.1 Verbrennung

hangig. Die innere Energie einer turbulenten Stromung wird der Energiekaskade zufolge

kontinuierlich auf Kosten der kinetischen Energie erhoht [232].
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Abbildung 2.1: Schematische Darstellung des Energiespektrums und der Energickaskade
in einer turbulenten Stromung [116].

2.1.2 Schadstoffbildung

Ein wichtiges Optimierungsziel bei der Entwicklung von Brennkammersystemen ist die
Minimierung der beim Verbrennungsprozess entstehenden Schadstoffe. Neben Kohlen-
monoxid (CO), unverbrannten Kohlenwasserstoffen (UHC, Unburned Hydro Carbons)
und RuB haben insbesondere die Stickoxide (NO,) eine besondere Bedeutung bei der
Betrachtung von Verbrennungsschadstoffen [249]. Da in der vorliegenden Arbeit fiir die
Auslegung der Brennkammer Mischungen aus Wasserstoff, Kohlenmonoxid und hohen in-
erten Anteilen als Brenngas betrachtet werden, sind nur das Kohlenmonoxid (CO) und
die Stickoxide (NO,) von Bedeutung. Bei der Betrachtung der Schadstoffe konnen die un-
verbrannten Kohlenwasserstoffe unter Verwendung von Erdgas als Brennstoff fiir das An-

und Abfahren des Hybridkraftwerks vernachléssigt werden, da fiir transiente Lastpunkte

keine Emissionsgrenzwerte gelten [28].
2.1.2.1 Kohlenmonoxid (CO)
Die Toxizitdt des Kohlenmonoxids (CO) besteht darin, dass die Bindung an das Hamo-

globin im menschlichen Blut signifikant hoher ist als die von Sauerstoff. Dadurch wird
der Sauerstofftransport in den Blutbahnen verhindert und bereits bei sehr geringen CO-
Konzentrationen (< 0,1%) besteht die Gefahr einer Erstickung [141]. Bei einer vollstandi-
gen Verbrennung liegt das Kohlenmonoxid (CO) im Abgas bei einer von Temperatur und
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Druck abhangigen Gleichgewichtskonzentration vor. Der Verlauf dieser Gleichgewichts-

konzentration ist in Abb. 2.2 in Abhéngigkeit des Aquivalenzverhiltnisses ¢ gegeben.
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Abbildung 2.2: CO-Bildung in einer Gasturbinenbrennkammer [116, 141]

Die CO-Oxidation mit dem Hydroxylradikal OH ist durch die geschwindigkeitsbestim-
mende Elementarreaktion

CO + OH = CO, + H (2.7)

gegeben. Da diese Reaktion kinetisch kontrolliert ist, lduft sie entsprechend langsam
ab. Thre Reaktionsgeschwindigkeit d[CO]/d¢ steigt mit der Temperatur und dem Aquiva-
lenzverhiltnis ¢ an [116]. Bei Aquivalenzverhéltnissen von ¢ > 0,8 sind die Reaktionsge-
schwindigkeiten d[CO]/d¢ ausreichend hoch, sodass die CO-Emissionen am Austritt einer
Brennkammer ungefahr der Gleichgewichtskonzentration entspricht [116]. Die Gleichge-
wichtskonzentration sinkt gemé Abb. 2.2 mit sinkendem Aquivalenzverhéltnis ¢ [116].
Aufgrund eines limitierten Bauraumes der Brennkammer und somit begrenzten Aufent-
haltszeiten oder aufgrund zu kalter Stellen in der Brennkammer wie z.B. in der Nahe der
Sekundarlufteindiisung, kommt es bei weiterer Abmagerung zu einem Anstieg der CO-
Emissionen. Dieser Anstieg beruht auf der unvollstindigen Konvertierung des CO, also
auf einem thermodynamischen Ungleichgewicht, das sich auf niedrige Reaktionsraten in
Kombination mit der zur Verfiigung stehenden Reaktionszeit zuriickfiihren lasst und am
Brennkammeraustritt messbar ist. Da die weitere Konvertierung des hochtoxischen Koh-
lenmonoxid unter Umgebungsbedingungen in sein Gleichgewicht zwar stattfindet, aber
eine erhebliche Zeit in Anspruch nimmt, sind die am Brennkammeraustritt gemessenen

CO-Emissionen maflgeblich.
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2.1 Verbrennung

2.1.2.2 Stickoxid-Bildung (NO,)

Die Stickoxide NO und NO, begiinstigen zum Einen die Bildung umwelt- und gesund-
heitsschadlichen Ozons in der Troposphére, weshalb in diesem Zusammenhang auch von
photochemischem Smog gesprochen wird [213]. Zum Anderen tragen diese Stickoxide in
der hoherliegenden Stratosphére zum Abbau der dort gewiinschten Ozonschicht bei [114].
Aus diesen Griinden kommen den Stickoxiden eine besondere Bedeutung als Schadstof-
fe bei der Verbrennung zu [249]. Unter Verwendung von Synthesegas und Erdgas als
Brennstoffe sind in der vorliegenden Arbeit fiir die Stickoxid-Bildung drei verschiedene
Entstehungspfade relevant. Die wichtigsten Bildungspfade, absteigend sortiert nach ihrer
Relevanz, sind das thermische NO, das prompte NO und das tiiber den Distickstoffoxid
NyO-Mechanismus erzeugte NO [249]. Die bei vielen Festbrennstoffen ebenfalls zu bertick-
sichtigende Konversion von brennstoffgebundenem Stickstoff zu NO kann in dieser Arbeit

vernachléssigt werden, da nur gasformige Brennstoffe betrachtet werden.
Thermisches NO (Zeldovich-NO)

Die Entstehung des sogenannten Zeldovich-NO [263] wird durch die Elementarreaktionen

O+Ny 5 NO+N, (2.8)
N+ 0, 225 NO+ O, (2.9)
N+OH %5 NO+H (2.10)

beschrieben [13]. Da die Aktivierungsenergie der ersten Reaktion in Gl. 2.8 wegen der
starken N,-Dreifachbindung sehr hoch ist, lauft sie erst bei sehr hohen Temperaturen
ausreichend schnell ab [249]. Das hierbei entstehende Zeldovich-NO wird deshalb auch als
thermisches NO bezeichnet. Die Elementarreaktion aus Gl. 2.8 ist mit einer relativ gerin-
gen Reaktionsgeschwindigkeit der geschwindigkeitsbestimmende Schritt der thermischen
Stickoxidbildung [116]. Die Bildungsrate des thermischen NO lasst sich durch Aufstellen
des Zeitgesetzes fiir die Elementarreaktionen 2.8-2.10 und einer quasistationaren Betrach-

tung der atomaren Stickstoffkonzentration [N] mit dem einfachen Zusammenhang

d[NO]
dt
ausdriicken. Aus Gl. 2.11 geht hervor, dass fiir die Minimierung des thermischen NO

= 2k [O][N,] (2.11)

genau vier Moglichkeiten bestehen. Erstens kann durch eine Verringerung der Tempe-
ratur der mafigebliche Geschwindigkeitskoeffizient k; herabgesetzt werden. Zwei weitere
Moglichkeiten bestehen in der Absenkung der atomaren Sauerstoff- oder der molekularen
Stickstoffkonzentration. Die atomare Sauerstoffkonzentration konnte beispielsweise durch

eine externe oder interne Abgasrezirkulation abgesenkt werden, bei welcher die Reduktion
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der molekularen Sauerstoffkonzentration zum gewiinschten Effekt beitragt. Eine Redukti-
on der Stickstoffkonzentration lésst sich dagegen durch Verwendung von reinem Sauerstoff
als Oxidator erreichen, was sich jedoch bei luftatmenden Verbrennungskonzepten nicht
umsetzen lasst. Die einzige neben der Temperatur- und Abgasrezirkulation noch verblei-
bende Moglichkeit zur Reduktion der thermischen Stickoxidemissionen ist nach Gl. 2.11
die Reduktion der Zeitspanne dt, also der Aufenthaltszeit die zur Bildung des thermischen
NO zur Verfiigung steht.

Promptes NO (Fenimore-NO)

Bei der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen unter brennstoffreichen Bedingungen tritt
in der Reaktionszone eine erhohte Konzentration an CH-Radikalen auf [116]. Diese CH-
Radikale spalten den vorhandenen Luftstickstoff auf und kombinieren mit den resultie-
renden N-Atomen zu Blausdure (HCN), die wiederum tiber mehrere Reaktionsschritte zu
NO weiterreagiert [60]. Die notwendige Zeit dieses nach Fenimore benannten Bildungs-
Mechanismus ist um Groéflenordnungen kleiner als die Zeitskalen der zugrundeliegenden
turbulenten Mischung [116]. Daher wird das Fenimore-NO auch als promptes NO bezeich-
net. Fiir die in dieser Arbeit betrachteten Bedingungen spielt dieser Reaktionspfad jedoch
keine Rolle, da er nur unter brennstoffreichen Bedingungen und bei Kohlenwasserstoffen

als Brennstoff relevant ist.

Uber Distickstoffoxid (N,O) erzeugtes NO

Beim sogenannten Distickstoffoxid-Mechanismus

reagiert molekularer Sauerstoff und atomarer Sauerstoff zusammen mit einem inerten
Stofpartner M zum Distickstoffoxid [116]. Diese Reaktion in Gl. 2.12 tritt verstérkt bei
hoheren Driicken auf, da es sich zum Einen um eine Stofireaktion handelt und zum An-
deren die Anzahl der resultierenden Molekiile reduziert wird [255]. In einer Folgereaktion

mit O-Atomen

N,0 + O — NO + NO (2.13)

reagiert das NoO zu NO [155]. Dieser Bildungsmechanismus spielt insbesondere bei
mageren Bedingungen und niedrigen Temperaturen eine wichtige Rolle. Unter solchen
Bedingungen tragen die in den vorigen Abschnitten eingefiihrten Zeldovich- und Fenimore-
Mechanismen nur sehr wenig zur Bildung des NO bei [116]. Daraus folgt, dass in Gas-
turbinenbrennkammern mit hohen Driicken und einer sehr mageren Vormischung dieser

Distickstoffoxid-Mechanismus die Bildung von NO dominiert.
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2.1 Verbrennung

2.1.2.3 Emissionsarmer Betriebsbereich

Zusammenfassend lésst sich feststellen, dass bei der Optimierung der Stickoxid- und Koh-
lenmonoxidemissionen ein Zielkonflikt entsteht. Abbildung 2.3 zeigt die entgegengesetz-
te Abhéngigkeit beider Emissionswerte von der adiabatischen Flammentemperatur (siehe
Kap. 2.1.3) fiir eine reale Gasturbinenbrennkammer. Wahrend fiir niedrige CO-Emissionen
eine hohere adiabatische Temperatur notwendig wére sind niedrigere Temperaturen giin-
stiger fiir geringe NO,-Emissionen. Der optimale Bereich fiir einen emissionsarmen Betrieb
einer Brennkammer hinsichtlich beider Schadstoffe (CO, NO,,) lasst sich, Abb. 2.3 zufolge,
auf ein Temperaturfenster von etwa 1700 K bis 1900 K festlegen [141].
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Abbildung 2.3: Abhéngigkeit der CO- und NO,-Emissionen von der adiabatischen Ver-
brennungstemperatur [141]

2.1.3 Relevante Phanomene fiir die Auslegung von Brennkammern

In der Konzeptphase zur Entwicklung einer Brennkammer sollte ein besonderes Augen-
merk auf bestimmte Phdnomene in der Verbrennung gelegt werden. Dazu gehort die friih-
zeitige Betrachtung der zu erwartenden adiabatischen Flammentemperaturen und der
Gefahr von Flammenriickschlag und Selbstziindung bei vorgemischten Verbrennungskon-
zepten. Im Rahmen einer Entwicklung kann so die Evaluation verschiedener Konzepte

mit einfachen Mitteln frithzeitig unterstiitzt werden (siehe auch Kap. 3.2).
Adiabate Flammentemperatur

Die Berechnung der adiabatischen Flammentemperatur ist eine Methode zur Abschét-

zung der moglichen Flammentemperaturen innerhalb einer Brennkammer [249]. Dabei
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werden nur wenige stabile Reaktionsprodukte und nur vollstandige Reaktionen betrach-
tet. Eine Dissoziation der Reaktionsprodukte sowie Schadstoffe werden also nicht explizit
beriicksichtigt. Ublicherweise werden fiir einen bestimmten Brennstoff und Oxidator die
adiabatischen Flammentemperaturen bei verschiedenen Aquivalenzverhéltnissen berech-

net. Mit der Temperaturabhéngigkeit der molaren Enthalpie

T
HpoT) = HY, + /T Conpal9)dd (2.14)

lasst sich bei isobaren Prozessen und dem dann giiltigen Zusammenhang zwischen der
Enthalpie und dem Energieaustausch 0Q = 0 = AH die adiabatische Flammentempe-

ratur 7,,; mit

Nk Nk
0= > vaHyo(Taa) = > vl o(Th) (2.15)
a=1 a=1

berechnen. Neben der Standardbildungsenthalpie H%ﬁa der betrachteten Spezies «
(mit « = 1,2,..., Ni) in Gl 2.14 ist hierfir auch die Kenntnis der temperaturabhangi-
gen, molaren Warmekapazitat C,, , () der jeweiligen Spezies erforderlich. Die Tempera-
tur T in GL. 2.15 steht dabei fiir die Temperatur der Ausgangsstoffe vor der Reaktion des
betrachteten Gemisches. Die Stochiometriekoeffizienten fir die Produktspezies v” und
fir die Eduktspezies v/ in Gl. 2.15 stammen aus der fir die Berechnung betrachteten
Reaktionsgleichung, wie z.B. CHy + 20y — CO5 4+ 2H50. In Anbetracht der Grenztem-
peratur aus Kap. 2.1.2, oberhalb derer die Bildungsrate thermischen Stickoxids signifikant
ansteigt, kann mit Hilfe des absoluten Betrages und des Verlaufs der adiabatischen Flam-
mentemperatur iiber dem Aquivalenzverhiltnis ¢ eine Aussage iiber die zu bevorzugende
Gemischbildung (vorgemischt/nicht-vorgemischt) in einer Brennkammer getroffen werden.
Dariiber hinaus lasst sich anhand der berechneten adiabatischen Flammentemperaturen

die thermische Bauteilbelastung in der Brennkammer abschatzen.
Flammenriickschlag

Unter Flammenriickschlag versteht man das ungewollte Zuriickziinden der Flamme aus
der vorgesehenen Verbrennungszone in den Bereich, in dem bei vorgemischten Verbren-
nungskonzepten die Gemischbildung stattfindet. Die Gefahr eines Flammenrtickschlags be-
steht in der Beschddigung von Bauteilen wie z.B. dem Brennstoff-Injektor und somit zum
Funktionsausfall der gesamten Brennkammer. In der Literatur werden vorwiegend drei
verschiedene Mechanismen fiir Flammenriickschlag erwahnt, wobei fiir drall-stabilisierte

Brennkammern von einem vierten, dort mafgeblichen Mechanismus berichtet wird [32,
57,102, 119].

1. Turbulenter Flammenfortschritt: Unter Flammenriickschlag innerhalb einer

turbulenten Kernstromung eines Brennstoff-Luft-Gemisches versteht man den Fort-

schritt einer Flamme in entgegengesetzter Stromungsrichtung. Dies geschieht ge-
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nau dann, wenn die laminare oder turbulente Flammengeschwindigkeiten grofler als
die lokalen Stromungsgeschwindigkeiten selbst sind [119, 147]. Da die Stromungs-
geschwindigkeiten bei gewohnlichen Gasturbinenbrennkammern in der Regel sehr
hoch sind, spielt diese Art des Flammenriickschlags meist nur eine untergeordnete

Rolle [102].

. Flammenriickschlag durch Thermo-Akustik: Durch Thermo-Akustische Ver-
brennungsinstabilitdten koénnen Geschwindigkeitsschwankungen in Groflenordnung
der Hauptstromung verursacht werden [102]. Die Konsequenz der periodisch stag-
nierenden Hauptstromung ist ein Flammenriickschlag, der entweder oszillierend mit
der thermo-akustischen Frequenz auftritt oder zu einer dauerhaften Stabilisierung

der Flamme an einer anderen Stelle stromaufwérts der Brennkammer fiihrt [134].

. Flammenfortschritt in der Grenzschicht: Da die Stromungsgeschwindigkeit
direkt an einer Wand zwangsweise gegen null gehen muss, besteht in dieser Grenz-
schicht die Gefahr eines Flammenriickschlags [134]. Man spricht dann vom sogenann-
ten Grenzschicht-induziertem Flammenriickschlag [57, 84]. Bis vor wenigen Jahren
wurde bei dieser Art des Flammenfortschritts noch davon ausgegangen, dass es
sich hierbei ausschliefilich um ein Phénomen handelt, dass auf dem Gleichgewicht
zwischen der Stromungsgeschwindigkeit in der Grenzschicht und der lokalen Flam-
mengeschwindigkeit beruht. Mit anderen Worten, bei der Unterschreitung eines kri-
tischen Geschwindigkeitsgradienten an der Wand findet Flammenrtickschlag statt.
Eichler und Sattelmayer stellten hierzu die Vermutung auf, dass durch die Ver-
nachléssigung der Auswirkungen einer Flamme auf das stromaufwérts anstromende
Gemisch nicht alle relevanten, physikalischen Prozesse berticksichtigt werden [58].
Demnach wird durch den Druckanstieg vor einer Flamme und dem geringen Impuls
in der Grenzschicht ein kleines Riickstromgebiet erzeugt, was eine stromaufwarts

gerichtete Flammenausbreitung entlang der Grenzschicht begiinstigt.

. Verbrennungsinduzierter Wirbelzerfall: Bei drall-stabilisierten Brennkammern
tritt ein vierter Mechanismus fiir Flammenriickschlag auf, der unabhéngig vom je-
weiligen Brennkammerdesign ist [73, 129]. Dieser Typ von Flammenriickschlag ist
bei drall-stabilisierten Brennkammern dominierend. Als treibender Mechanismus
gilt hierbei ein negativer Gradient der azimutalen Wirbelstérke der verdrallten Stro-
mung, woraus ein in Axialrichtung negatives Moment auf den Riickstrombereich
ausgeiibt und dieser somit stromaufwérts transportiert wird [32]. Diese azimutale
Wirbelstarke (engl.: azimuthal vorticity) ist bei verdrallten Stromungen ein Maf fiir
die Stabilitdt des Stromungsfelds [32]. Analog zum grenzschichtinduzierten Flam-
menriickschlag folgt die Flamme dann dem stromaufwérts transportierten Wirbel.
Fritz et al. [73] haben schon frith erkannt, dass sich ab einer kritischen Drallzahl

das Riickstromgebiet einer nicht-reagierenden Stréomung stromaufwérts ausdehnen
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kann. Da sie feststellten, dass dieser Effekt bei optimalen Drallzahlen trotzdem durch
eine chemische Reaktion hervorgerufen werden kann, spricht man hierbei auch von
Verbrennungs-induziertem Wirbelzerfall (engl.: Combustion Induced Vortex Break-
down [146]). Dieses Phénomen tritt sowohl bei Anreicherung der Gemischzusammen-
setzung als auch bei Zugabe von Wasserstoff bei drall-stabilisierten Brennkammern

verstarkt in Erscheinung [32].

In der vorliegenden Arbeit wird im Rahmen der Brennkammer-Entwicklung in Kap. 3
der Flammenrtickschlag aufgrund turbulenten Flammenfortschritts betrachtet. Flammen-
riickschlag in der Grenzschicht oder aufgrund thermo-akustischer Phanomene wird in die-
ser Arbeit vernachléssigt. Selbst die Betrachtung des turbulenten Flammenfortschritts ist
nur eine sehr grobe Minimal-Abschéitzung, da laminare Flammengeschwindigkeiten aus
chemisch-kinetischen Berechnungen als Bewertungsgrundlage eines turbulenten Prozesses
verwendet werden (siehe Kap. 3.2.1.2). Trotzdem liefert diese Abschatzung wichtige Hin-
weise liber die mindestens einzuhaltenden Stréomungsgeschwindigkeiten auf Basis dieser
laminaren Flammengeschwindigkeiten. In Abb. 2.4 sind die laminaren Flammengeschwin-

digkeiten verschiedener Brennstoffe iiber dem Verbrennungsluftverhaltnis A gegeben.

2,8

2,4

0,4

0,0

Abbildung 2.4: Flammengeschwindigkeiten verschiedener Brennstoffe in Mischung mit
Luft bei Umgebungsbedingungen [117].

Daraus geht hervor, dass Wasserstoff im Vergleich zu Methan einen erheblichen Ein-
fluss auf die maximalen laminaren Flammengeschwindigkeiten hat, weshalb im Zuge der
Brennkammerentwicklung in Kap. 3.2.1.2 ein besonderes Augenmerk auf die in dieser

Arbeit vorliegenden Brennstoffe mit Wasserstoffanteilen gelegt wird.
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Selbstziindung

Unter Ziindung wird allgemein der Ubergang eines nicht oder nur langsam, reagierenden
Brennstoff-Luft-Gemisches in eine sich selbst erhaltende Verbrennung verstanden [253].
Ein Zindfunke oder eine heifle Oberflache als Energiequelle ist eine externe Moglichkeit,
Zindung zu verursachen. Diese Art der Zindung wird daher auch als Fremdziindung
oder induzierte Ziindung bezeichnet [116]. Damit eine sogenannte spontane Zindung
oder Selbstziindung ohne explizite Ziindquelle stattfinden kann, muss ein ziindfdhiges
Brennstoff-Luft-Gemisch bei Temperaturen hoher als der Selbstziindtemperatur vorliegen
[80]. Bei dieser Selbstziindung lésst sich eine sogenannte Induktionszeit 7,4, beobachten,
die der tatsdchlichen Ziindung im Sinne von Brennstoffumsatz vorausgeht. Diese soge-
nannte Zindverzugszeit 7, ist ein charakteristisches Phanomen bei chemischen Reak-
tionen. Hierbei lauft eine Vielzahl von Elementarreaktionen ab, die jeweils einem soge-
nannten Radikalketten-Mechanismus zuordenbar sind [249]. Man unterscheidet bei den
Kettenmechanismen zwischen Ketteneinleitung, Kettenverzweigung, Kettenfortpflanzung
und Kettenabbruch. Diese Mechanismen ergeben in ihrer Gesamtheit einen sogenannten
Reaktionsmechanismus. Im Folgenden werden die einzelnen Radikalkettenmechanismen
am Wasserstoff-Sauerstoff-Systems erklart. Zu Beginn einer Reaktion stehen nur die Aus-

gangsstoffe Hy und O, zur Verfiigung. Bei der sogenannten Ketteneinleitung

werden aus den stabilen Edukten Hy und O, die reaktiven Spezies HO, und H gebildet
[249]. Bei den Kettenverzweigungen der beiden Gleichungen 2.17 und 2.18 werden aus

einem reaktiven und einem stabilen Molekiil jeweils zwei reaktive Molekiile gebildet [249],

H+ 0y —s OH+ O, (2.17)

O+H, —> OH+H. (2.18)

Beim Wasserstoffsystem wird ein reaktives H-Teilchen durch die beiden Verzweigungs-
Reaktionen in Gl. 2.17 und GI. 2.18 unter Bildung von zwei OH-Radikalen transferiert. Die
Kettenverzweigung in Gl. 2.17 lauft bei niedrigen Temperaturen zwar nur sehr langsam ab,
da sie endotherm ist, stellt jedoch gleichzeitig eine der wichtigsten Elementarreaktionen in
der Verbrennung tiberhaupt dar [104, 161, 201, 250]. Dagegen zeichnet sich die sogenannte
Kettenfortpflanzung

dadurch aus, dass ein reaktives Teilchen (OH) mit einem stabilen Molekiil unter Bil-
dung eines anderen reaktiven Teilchens reagiert (H) [249]. Die Gesamtsumme an reaktiven

Teilchen, auch Radikalen genannt, bleibt iiber diese Art von Reaktionen konstant. Die aus
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den vorangegangenen Kettenverzweigungen entstandenen OH-Radikale werden tiber diese
Kettenfortpflanzung in Gl. 2.19 ebenfalls zu H-Radikalen umgewandelt. In Summe fiithren
die Kettenverzweigung und die Kettenfortpflanzung zu einem Anstieg der H-Radikale. Die
geschwindigkeitsbestimmende Reaktion ist dabei Gl. 2.17, deren Edukte im Wasserstoffsy-

stem zusammen mit einem neutralen StofSpartner M auch die trimolekulare Stofireaktion

H+ Oy + M — HO, + M (2.20)

bilden. Diese Reaktion in Gl. 2.20 wird als Kettenabbruch bezeichnet, da die reaktive
Spezies H unter Bildung des Molekiils HO, verbraucht wird. Hierbei steht der neutrale
StoBpartner M fiir einen beliebiges Molekiil im Reaktionssystem, das als Kollisionspart-
ner zur Verfiigung steht. Das HO, ist zwar kein stabiles Molekiil, was der Definition eines
Kettenabbruchs nach Warnatz entspriche [249], aber die Reaktivitét ist weitaus geringer,
als die eines H-Atoms. Durch dieses Puffern reaktiver H-Radikale wird die Ziindverzugs-
zeit erhoht. Bei ansteigendem Druck unter ansonsten gleichen thermodynamischen Ver-
haltnissen nimmt die Reaktivitat des Wasserstoffsystems aufgrund der druckabhiangigen
Abbruchreaktion in GIl. 2.20 ab. Dartuber hinaus wird das HO,-Radikal teilweise in HyO4
umgewandelt. Die thermisch instabilen HOs- und HoO5-Molekiile zersetzen sich bei leich-
ten Anderungen der Randbedingungen sehr schnell zu H- und OH-Radikalen und ziinden
schliefllich die Mischung [139]. Demzufolge sollte zur Beschreibung von Selbstziindpro-
zessen mittels Reaktionsmechanismen das Wasserstoffperoxid-Molekiil H,Oy unbedingt
berticksichtigt werden [215].

Die Definition der Ziindverzugszeit héngt davon ab, welches Kriterium zur Bestimmung
einer Ziindung verwendet wird. Ubliche Kriterien sind die Zeit bis zur maximalen Konzen-
tration an elektronisch angeregten OH*- oder CH*-Radikalen (siehe auch Kap. 2.4) oder
die Zeit mit dem grofiten Temperaturgradienten. In dieser Arbeit wird die Zeit bis zur

hochsten OH*-Radikalkonzentration als Definition fiir die Ziindverzugszeit verwendet.

Im Allgemeinen hangt die Ziindverzugszeit 7,4, stark von der Temperatur ab. Bei Koh-
lenwasserstoffsystemen nimmt die Ziindverzugszeit 7,4, mit zunehmender Temperatur né-
herungsweise exponentiell ab. Dartiber hinaus skaliert die Druckabhangigkeit der Ziind-
verzugszeit in Kohlenwasserstoffsystemen mit 7,5, ~ p™™ und 0 < n < 1 reziprok
proportional zum Druck, was jedoch nicht fiir Wasserstoff-dominierte Reaktionssysteme
zutrifft. Hier ist die Zundverzugszeit 7,4, (7T, p, X) eine kompliziertere Funktion von Tem-
peratur T, Druck p und Gemischzusammensetzung X. Dieser Effekt ist in Abb. 2.5 zu

sehen.

Die Darstellung in Abb. 2.5 enthélt Berechnungen und Messungen zur Ziindverzugszeit
bei Driicken von etwa 1, 4 und 16 bar fiir ein stéchiometrisches Gemisch aus Wasserstoff
und Sauerstoff, das mit einem Faktor von 1:5 mit Argon verdiinnt ist [98]. Die Qua-
drate représentieren die gemessenen Ziindverzugszeiten bei 16 bar, die Kreise die bei 4

bar und die Dreiecke diejenigen bei Atmosphéarendruck. Die Linien représentieren Simu-
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105

0.01

Abbildung 2.5: Gemessene und berechnete Ziindverzugszeiten 7,4, fiir Hy/Os/Ar (¢ = 1;
Verdiinnung 1:5) bei Driicken von ca. 1 bar (Dreiecke), 4 bar (Kreise) und
16 bar (Quadrate) [98].

lationsergebnisse verschiedener detaillierter kinetischer Reaktionsmechanismen wie z.B.
der Mechanismus von Li et al. [143], der dieses komplizierte Verhalten des Wasserstoff-

Sauerstoff-Systems iiber den Druck sehr gut wiedergeben kann [98].

2.2 Bilanzgleichungen reaktiver Stromungen

Mit dem fundamentalen Erhaltungsprinzip der klassischen Physik lasst sich ein gekoppel-
tes System partieller Differentialgleichungen zur Beschreibung des Transports der Gesamt-
masse, des Impuls und der Energie herleiten [17, 101, 131, 242]. Voraussetzung fir die Giil-
tigkeit dieser kontinuumsmechanischen Bilanzierung sind kleine Mach-Zahlen bei gleich-
zeitig groBen Reynolds-Zahlen und richtungsunabhéngige Stoffeigenschaften. Desweiteren
werden Zusammenhénge molekular bedingter Transportprozesse fiir Impuls, Wéarme und
Diffusion benoétigt. Die jeweiligen Zusammenhange sind in der folgenden Vorstellung der
Bilanzgleichungen erlautert. Unter der Voraussetzung thermodynamischen Gleichgewichts
und der, bei den meisten Verbrennungsprozessen zulassigen, Vernachléssigung zwischen-
molekularer Krafte, kann die thermodynamische Zustandsgleichung verwendet werden.
Dabei gilt fiir den Zusammenhang der physikalischen Groflen Dichte p, Temperatur T

und Druck p eines Stoffgemisches mit NV, verschiedenen Komponenten

N Ya

a=1

(2.21)

Die weiteren Groflen in Gl. 2.21 stehen fiir die allgemeine Gaskonstante R,,, die molare
Masse M, und den Massenanteil Y, der jeweiligen Spezies a. Die im Folgenden erlau-
terten Bilanzgleichungen sind unter Verwendung der Einstein’schen Summenkonvention
(1,7 = 1,2,3) und konservativ formuliert, in Tensor-Schreibweise und mit kartesischen
Koordinaten angeben [75, 177].
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2.2.1 Massenerhaltung

In der Erhaltungsgleichung der Gesamtmasse kommt kein Quellterm vor, da Masse weder

erzeugt noch vernichtet werden kann, und es gilt

ap 0

Um die Vielzahl an verschiedenen Spezies zu berticksichtigen, die bei einem Verbren-

(pu;) = 0. (2.22)

nungsprozess von Bedeutung sind, wird aus der Massenerhaltung in Gl. 2.22 und der

Normierungsbedingung

YV, =1 (2.23)

die Bilanzierung der Komponentenmassen abgeleitet [75].

2.2.2 Transport der Komponentenmassen

Mit der aus den Gln. 2.22 und 2.23 resultierenden Spezies-Transportgleichung eines Ge-
misches aus Ny verschiedenen Spezies und o = 1,2, ..., Ny
8 8 ajoci
a. Ya a_ ich
Py (pYa) + o, (puiYo) + oz,

lassen sich die Massenanteile Y,, einer Komponente o berechnen. Dabei werden in GI.

= S, (2.24)

2.24 lediglich Ny_; Komponenten berticksichtigt, wobei die fehlende Spezies N;, iiber die
Summenbildung geméafl Gl. 2.23 berechnet wird. So wirken sich numerisch bedingte Fehler
aus der Berechnung der jeweiligen Speziesanteile weniger stark auf die gesamte numeri-
sche Berechnung aus [75]. Die Anderungen in den Massenanteilen aufgrund der chemischen
Reaktion kommen durch den Quellterm S, zum Ausdruck. Die Bedeutung dieses Quell-
terms fiir die Simulation von Verbrennungsvorgingen wird in Kap. 2.3.3 naher erlautert.
Bei einem Gemisch, das aus mehreren Komponenten besteht, tritt zusitzlich ein Diffu-
sionsmassenfluss j,; auf. Dieser setzt sich aus Diffusion aufgrund von Konzentrations-,
Temperatur- und Druckgradienten sowie Massenkréften einzelner Komponenten zusam-
men [17]. Das Fick’sche Gesetz [61]

ov,
8561'

stellt mit Hilfe eines Gradienten-Diffusions-Ansatzes eine vereinfachte Approximati-

Jai = —pDyq (2.25)

on dieses molekularen Stofftransportes dar. Der Diffusionsmassenfluss einer chemischen
Spezies a mit deren Diffusionskoeffizienten D, als Proportionalitatsfaktor wird auf den
Gradienten des Stofffeldes 0Y,/0z; der zugrundeliegenden Stromung bezogen. Die ver-
nachlassigten Beitrage aus der Druck- und Massenkraftdiffusion spielen in Verbrennungs-
vorgangen ohnehin eine untergeordnete Rolle [75]. Die Thermodiffusion (Soret-Effekt)

lasst sich zwar auch durch einen einfachen Zusammenhang approximieren, wird jedoch
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ebenfalls vernachléassigt, da sie nur bei sehr geringen Temperaturen oder sehr grofien

Temperaturgradienten an Bedeutung gewinnt [75].

2.2.3 Impulserhaltung

Die Anderung des Impulses mit der Zeit ist nach dem zweiten Newton’schen Axiom gleich
der auf einen Korper von auflen wirkenden Kraft. Das dritte Newton’sche Axiom besagt,
dass die Vektorsumme aller im System auftretenden Krifte und somit auch die Anderung
des Gesamtimpulses gleich Null ist, wenn keine auleren Kréfte f; wie z.B. die Gravitation
wirken. Die sogenannte Impulserhaltung

0 0 0T;j dp
&(Puz) + T%(Puzug) oz, oo T pfi (2.26)

folgt direkt aus der kontinuumsmechanischen Anwendung beider Newton’schen Axiome.
Bei einem sogenannten Newton’schen Fluid stehen die Elemente des viskosen Schubspan-

nungstensors 7;; mit

T =218 — 5-Eu% und S = ;(gzz + ZZJ> (2.27)
k J (

in einem linearen Zusammenhang zum Gradienten des Stromungsfeldes, der auch Sche-
rung genannt wird [101]. Dieser Schubspannungstensor 7;; setzt sich aus der dynamischen
Viskositat p, dem Verzerrungsgeschwindigkeitstensor S und der Divergenz der Geschwin-
digkeit u; zusammen. Fiir den zweiten Term des Schubspannungstensors in Gl. 2.27 mit

dem Kronecker-Delta ¢;;, wird die sogenannte Stokes-Beziehung [101]

2 + 3y = 0 (2.28)

verwendet. Auf Grundlage der linearen Elastizitédtstheorie von Navier stellt die Stokes-
Beziehung den Zusammenhang zwischen der dynamischen Viskositat g und der Volu-
menviskositat gy her. Die Impulserhaltungsgleichung wird daher auch als Navier-Stokes-
Gleichung bezeichnet. Bei einer reinen Verdichtung oder Entspannung eines Fluids ist
diese Volumenviskositat py die physikalische Ursache einer in allen Richtungen wirken-
den Normalspannung. Bei inkompressibler Betrachtung eines Fluids kann diese Volumen-
viskositat vernachlassigt werden und der viskose Schubspannungstensor vereinfacht sich

zu

. 8uz 8uj
Tij = M <8xj + 8%) . (2.29)

2.2.4 Energieerhaltung

Der erste Hauptsatz der Thermodynamik besagt, dass die innere Energie eines geschlos-
senen Systems ohne duflere Einwirkungen konstant ist. Die daraus abgeleitete Transport-

gleichung der extensiven Zustandsgrofle fiir die innere Energie E lautet
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9 9 9 9 0g
5 PE) + oz, (pwiE) + %(Uip) - %(Uﬂji) oo T puifi + S (2.30)

Der Term pu;f; in Gl. 2.30 steht fiir die d&uflere Einwirkung aufgrund externer Volu-
menkrifte wie z.B. der Graviation, die in der vorliegenden Arbeit vernachléssigt wird [75].
Der Quellterm S, in der Energiegleichung reprasentiert den Einfluss der Strahlung auf die
innere Energie des betrachteten Systems. Vernachlassigt man aufgrund niedriger Mach-
zahlen den Anteil an kinetischer Energie an der gesamten inneren Energie £ = e + u?/2
und verwendet die Definition der thermischen spezifischen Enthalpie h = e + p/p, dann
ergibt sich die Energiegleichung zu

0 0 op  0Og 0

g P+ g lpwh) = 50+ o8 = o

wobei sich die thermische spezifischen Enthalpie i aus den Beitrdgen der einzelnen

(ujTji) = ST, (231)

Komponenten

Ng
h =Y Y,h, (2.32)
a=1

zusammensetzt. Bei niedrigen Machzahlen treten keine grofien Druckschwankungen auf,
weshalb der Druck als konstant angesehen werden kann. Unter dieser Voraussetzung ver-
schwinden in der Gl. 2.31 der Druckterm dp/0t und die durch Reibung verrichtete Arbeit
O(u;7j;)/0x; [144]. Vernachlassigt man zusétzlich noch die Warmestrahlung S, folgt fiir

die vereinfachte Energiegleichung

9, 0 dq;

ot
Zur Berechnung der Energiestromdichte ¢; werden die Fourier’sche Warmeleitung [66]

= 0. (2.33)

aufgrund des Gradienten im Temperaturfeld und die Diffusionswarmeleitung (Dufour-

Effekt) [249] aufgrund des Konzentrationsgradienten iiber den Zusammenhang

or M
qi = —A - + Z hajai (234)
i a=1

0

beriicksichtigt. Fithrt man die Prandtl-Zahl Pr = pc,/A und die Schmidt-Zahl Sc¢ =
p/(pD) ein und vernachlassigt die differentielle Diffusion (D, = D) lésst sich Gl. 2.34
mit einem Ansatz vereinfachen, der auf Gradienten der spezifischen Enthalpie beruht [75].

Zusammen mit der Formulierung fiir den Diffusionsmassenfluss j,; aus Gl. 2.25 ergibt sich

pu Oh < u u) S Y,
= - L DS p 2.35
4 Pr 0x; Pr Sc az::l ox; ( )
Setzt man nun mit Hilfe der Lewis-Zahl Le = Sc/Pr das Verhiltnis aus Wérmelei-

48



2.3 Numerische Simulation turbulenter Verbrennungsvorgéange

tung zu Diffusion auf Le = 1, verschwindet der zweite Term in der Berechnung der

Energiestromdichte ¢; in Gl. 2.35.

2.3 Numerische Simulation turbulenter

Verbrennungsvorgange

Das eigens fiir wissenschaftliche Anwendungen entwickelte DLR~interne Programm THE-
TA [44, 264] fiir subsonische Verbrennungsprobleme wird fiir die numerischen Berechnun-
gen in dieser Arbeit verwendet. Es basiert auf einer fiir unstrukturierte Gitter formulierte
Volumen-Diskretisierung, wobei zusétzlich die Dualgittertechnik verwendet wird. Die Her-
ausforderung bei der Simulation turbulenter Verbrennungsvorgange ist die Erfassung der

turbulenten Schwankungen und deren Auswirkungen auf die lokale chemische Umsatzrate.

2.3.1 Statistische Beschreibung fluktuierender GroBen

Ist bei einer numerischen Berechnung turbulenter Stréomungen die zeitlich und raumlich
exakte Auflosung der turbulenten Schwankungen nicht von Interesse, kann eine statistische
Beschreibung der fluktuierenden Gréfien verwendet werden [190]. Der Giiltigkeitsbereich
und die Komplexitdat der daraus resultierenden, gemittelten Transportgleichungen wird
durch die Art der Zerlegung der fluktuierenden Gréflen sowie deren Mittelwertbildung
[197] entscheidend beeinflusst.

2.3.1.1 Zerlegung der GroBBen

Wird die sogenannte Reynolds-Zerlegung angewendet, wird der momentane Wert einer

fluktuierenden Grofle

¢=¢+ ¢ (2.36)

in einen Mittelwert ¢ und einen fluktuierenden Anteil ¢’ zerlegt, wobei ¢/ = 0 gilt.

Da bei einem Verbrennungsvorgang betréichtliche lokale Dichtednderungen aufgrund der

starken Temperaturgradienten und der chemischen Reaktionen auftreten, bietet sich fiir

einen Teil der Variablen die sogenannte Favre-Zerlegung an [59]. Dabei wird die Grofie ¢
in einen dichtegewichteten Mittelwert ¢ und einen fluktuierenden Anteil ¢” mit

0 =0+ ¢ und %z”f

zerlegt, wobei ¢’ # 0 und fiir die ungeschlossene Korrelation pg¢” = 0 gilt. Der Vorteil

(2.37)

der Favre-Zerlegung besteht darin, dass die Anzahl der durch die Mittelung der Trans-
portgleichungen entstehenden, ungeschlossenen Korrelationen gegentiber der Reynolds-
Zerlegung etwas reduziert wird [75]. Die Favre-Zerlegung wird demzufolge aufgrund rein
mathematischer Gesichtspunkte bevorzugt. Wendet man diese statistische Beschreibung
der turbulenten Schwankungen auf die Transportgleichung fiir die Impulserhaltung aus

Gl. 2.26 an (¢ = u;), folgt daraus die gemittelte Transportgleichung

49



2. THEORETISCHE GRUNDLAGEN REAKTIVER STROMUNGEN

a o 0Ty, 0D
ot (pui) + 87% (puzuk + oy Uk) e + oz,

fiir den Impuls. Hierbei wird fiir den Druck und die Dichte die Reynolds-Zerlegung und

= of (2.38)

fiir die restlichen Grolen die Favre-Zerlegung angewandt. In der gemittelten Transport-
gleichung in Gl. 2.38 ergeben sich neben Momenten erster Ordnung wie p und u; auch
Momente zweiter Ordnung wie pu;ug. Aus diesen Momenten lieflen sich erneut Transport-
gleichungen ableiten, woraus Momente noch hoherer Ordnung entstiinden. Da man diesen
Prozess unendlich fortsetzen konnte wird dies auch als das sogenannte ,,SchlieBungspro-
blem“ bei der statistischen Betrachtung der Turbulenz bezeichnet [75]. Wendet man die
Zerlegung und Mittelung auf alle Erhaltungsgleichungen an, dann spricht man auch von
den Reynolds-Averaged-Navier-Stokes-Gleichungen (RANS). Fir die instationédre Erhal-
tungsgleichungen hat sich hierbei die Abkiirzung URANS fiir ,,Unsteady“-RANS etabliert.

2.3.2 Turbulenzmodellierung

Wie im vorigen Abschnitt erwdhnt entstehen durch die Reynolds-Mittelung im Rahmen
der statistischen Betrachtung zusétzliche Terme, fiir deren SchlieBung stets zusatzliche
Gleichungen notwendig sind [75]. Die bedeutendsten ungeschlossenen Terme in den ge-
mittelten Impulsgleichungen (Gl. 2.38) sind die sogenannten Reynolds-Spannungen. Ziel

—_~—

einer Turbulenzmodellierung ist es, die unbekannten Reynolds-Spannungen w;u] durch
zusétzliche empirische oder halb-empirische Gleichungen zu ersetzen und somit das Glei-
chungssystem zu schliefen. In der vorliegenden Arbeit wird fiir die numerischen Verbren-
nungssimulationen das k-w-SST Turbulenzmodell von Menter in der Formulierung von
2003 verwendet [165]. Es handelt sich hierbei um einen hybriden Ansatz, der mit einer
Formulierung des Schubspannungstransports (engl: Shear-Stress-Transport, kurz SST) die
Vorteile der beiden Zwei-Gleichungs-Modelle, dem k-e-Turbulenzmodell [115] und dem k-
w-Turbulenzmodell [251, 252], verbindet. Das k-e-Turbulenzmodell nach Jones u. Launder
[115], das in wandfernen Regionen verwendet wird, modelliert den Transport der turbu-
lenten kinetischen Energie k£ und der turbulenten kinetischen Dissipationsrate €. Um die
Starken des k-e-Turbulenzmodells [115] in wandfernen Bereichen mit denen des k-w Tur-
bulenzmodell von Wilcox [251, 252] in wandnahen Regionen zu verbinden ohne dabei
numerische Instabilitdten zu verursachen, wird ein Umschalten zwischen beiden Turbu-
lenzmodellen durch eine sogenannte Blendingfunktion geregelt [166]. Das k-w Turbulenz-
modell bildet den Transport der turbulenten kinetischen Energie £ und der turbulenten
Frequenz w ab. Um in Regionen inverser Druckgradienten numerische Stabilitat des k-w-
SST Turbulenzmodells zu gewéhrleisten wird die Produktion der turbulenten kinetischen

Energie und die Wirbelviskositat p,; jeweils durch eine Limiter-Funktion begrenzt [165].

2.3.3 Losung des chemischen Quellterms

Die SchlieSung der Quellterme S, der jeweiligen Spezies « in den Differentialgleichungen

zur Erhaltung der Speziesmassen in Gl. 2.24 sind die grundsétzliche Herausforderung in
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der numerischen Verbrennungsmodellierung [243]. Dabei ist zu berticksichtigen, dass die
Annahme unendlich schneller Chemie in Verbrennungsprozessen, wie sie bei einigen Mo-
dellen zur Schliefung der Quellterme verwendet wird, oft nicht gerechtfertigt ist [55, 75].
Dariiber hinaus ist fiir eine ausreichend genaue Modellierung des Verbrennungsablaufs
haufig nur detaillierte Chemie geeignet. Bei der SchlieSung der Quellterme im Rahmen
der numerischen Verbrennungssimulation lassen sich demzufolge zwei wesentliche Heraus-
forderungen zusammenfassen. Das ist zum Einen die Beschreibung der Wechselwirkung
turbulenter Fluktuationen mit der chemischen Kinetik und zum Anderen die hohe Anzahl
an relevanten chemischen Komponenten [75]. Fir eine ausreichend detaillierte Approxi-
mation der in dieser Arbeit betrachteten Verbrennungsabléufe werden das in THETA [44,
264] implementierte FRC-Verbrennungsmodell und Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen
(A-PDF) fiir die Spezies- und Temperaturfluktuationen verwendet. Beide Ansétze werden

im Folgenden kurz erlédutert.

2.3.3.1 Finite-Rate Chemistry (FRC)

Aufgrund der begrenzten Reaktionsraten, die in diesem FRC-Verbrennungsmodell durch
den Arrhenius-Ansatz bestimmt werden, spricht man im Englischen von finite-rate che-
mustry, kurz FRC. Bei diesem Modell wird angenommen, dass die Mischungsvorgéange in
einem Verbrennungsprozess deutlich schneller ablaufen als die chemisch-kinetischen Pro-
zesse (Da < 1). Dieser Verbrennungsablauf wird von einer mehr oder weniger grofien
Anzahl an Elementarreaktionen gesteuert, die in ihrer Gesamtheit auch als Reaktionsme-
chanismus bezeichnet werden. Ein beliebiger Reaktionsmechanismus aus r = 1,2,..., N,

Elementarreaktionen lasst sich durch

N N,

A, e NN a 2.39
ZVCM’ « Ky Zyar (82 ( . )
a=1 " a=1

zum Ausdruck bringen. Dabei reprasentieren v/, und v die molaren Stochiometrie-
koeffizienten der jeweiligen Hin- und Riickreaktion der Elementarreaktion r mit den che-
mischen Komponenten A,. Desweiteren stehen £y, und k, fir die Geschwindigkeitskoef-
fizienten der Hin- und Riickreaktion. Geschwindigkeitskoeffizienten sind im Allgemeinen

temperaturabhangig und werden mit der erweiterten Arrhenius-Gleichung

ko (T) = AT - exp (_ REfT) (2.40)

und den durch Tabellenwerke gegebenen Koeffizienten A, und b, sowie der Aktivierungs-
energie E, berechnet. Das Produkt aus den ersten beiden Koeffizienten A, T steht fiir
die StroBfrequenz der Molekiile [131]. Bei dem in dieser Arbeit verwendeten numerischen
Simulationscode THETA [44, 264], werden die Arrhenius-Parameter der Riickreaktionen

aus der auf die Konzentrationen bezogene Gleichgewichtskonstante K.(T)
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bie(T) AGH(T) "\

K.(T) = - _2REm\Z) ) 2.41

(1) = () = &P ( R, T R T (241)

bestimmt. Dabei steht p® fiir den Standarddruck mit p° = 1,01325bar, AO fiir die
Reaktionsordnung und AgGY (T) fiir die molare Gibbs-Energie

Ny,
ARGS(T) = 3 Vo [HumalT) = T+ S5, o(T)] (2.42)

a=1
der betrachteten Reaktion bei Standarddruck p° und der Temperatur 7'. Die Reak-
tionsordnung AO ergibt sich aus der Summation der Stéchiometrickoeffizienten 5 v,

der jeweiligen Elementarreaktion mit v, = v — v/, und S verschiedenen Spezies. Der

Grund fiir diese Art der Implementierung der Riickreaktionen im Programmcode THE-
TA [44, 264] ist das Fehlen dieser Arrhenius-Parameter fiir die Riickreaktionen in einigen
Standard-Reaktionsmechanismen [44]. Um die Berechnung der Gleichgewichtskonstanten
zur Laufzeit von THETA [44, 264] zu vermeiden, werden fiir die Riickreaktionen die Ge-
schwindigkeitskoeffizienten ky,. vorab berechnet und mit Hilfe der Methode der kleinsten
Quadrate in Arrhenius-Form gebracht [20]. Auf diese Weise kénnen die Riickreaktionen
im Weiteren wie Hinreaktionen behandelt werden und die momentane molare Umsatzrate
S, einer Komponente « in einem beliebigen Reaktionsmechanismus ergibt sich auf Basis

aller Geschwindigkeitskoeffizienten k,, die sich aus kg, und k;, zusammensetzen, zu

2N, N+l
Sa = Maz [(Vgr - Vézr‘) (kr(T> H Cﬁm)] : (243>
r=1 p=1

Neben den schon eingefithrten Variablen entspricht ¢ = pYj3/Mp der Konzentration der
Komponente 3 und Mjz der jeweiligen Molmasse. In Gl. 2.43 steht der eingefithrte Zahler
B genauso wie « fiir eine Spezies. Aufgrund der in der Formel ineinander verschachtelten
Produkt- und Summenschleifen mit N, + 1 Spezies und 2N, Reaktionen sind g und «
jedoch nicht identisch. Zur Beriicksichtigung inerter Stofipartner werden zusatzlich die

Konzentrationen einer fiktiven Komponente Ny + 1 berticksichtigt [75].

2.3.3.2 Stochastische Verbrennungsmodellierung (Assumed-PDF-Verfahren)

Bei der statistischen Beschreibung turbulenter Verbrennungsprozesse in Kap. 2.3.1 durch
Mittelung der Gréflen werden in den resultierenden gemittelten Differentialgleichungen die
Momente zweiter Ordnung und hoher modelliert. In den gemittelten Bilanzgleichungen
bleiben daher nur Momente erster Ordnung, also gemittelte Grofien (T, Ya. p,...) ubrig. Da
Verbrennungsprozesse jedoch stark von den momentanen Zustdnden abhangig sind, kann
die Vernachlassigung der Schwankungen dieser Zustandsgrofien zu Simulationsergebnissen
fithren, die wenig Kongruenz mit der Realitat aufweisen. Um das turbulente Stréomungsfeld
mit den chemischen Umsatzraten zu koppeln und somit die Verbrennungsprozesse besser

darzustellen, werden Anséatze basierend auf Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen oder im
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Englischen probability density function (PDF) verwendet [75, 189]. In der vorliegenden
Arbeit werden die Fluktuationen der Quellterm-relevanten Zustandsgréfien wie der Tem-
peratur 7" und dem Spezies-Massenanteil Y,, durch Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen
statistisch abgebildet.

Man unterscheidet bei der Bestimmung dieser Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen prin-
zipiell zwischen zwei unterschiedlichen Herangehensweisen. Zum Einen kann die Struktur
der PDF iiber Transportgleichungen ermittelt werden (Transported-PDF) [62, 148, 188,
238]. Zum Anderen kann vorab eine bestimmte Form (z.B. GauBverteilung) angenommen
und durch mathematische Funktionen angendhert (Assumed-PDF) werden. Der Vorteil
der Assumed-PDF-Verfahren zur Bestimmung der PDF ist deren einfache numerische Im-
plementierung in eine CFD-Simulation [75]. Desweiteren ist der notwendige Rechenauf-
wand und Hauptspeicherbedarf verglichen mit den Transported-PDF-Verfahren weitaus
geringer, weshalb sie schon seit den 70er Jahren bei der numerischen Simulation reaktiver

Stromungen eingesetzt werden [21, 38, 150, 156].

Mittlerer chemischer Quellterm

Um die detaillierte Chemie bei Verbrennungsprozessen statistisch erfassen zu koénnen,
sind sogenannte Verbund-PDF aller relevanten Variablen erforderlich [75]. Ist diese PDF

bekannt, kann der mittlere chemische Quellterm S, der Komponente o mit

S, = (S.) :/// .../ Su P(p, T, Y1, Vo, o, Yo ) dpdT d¥; ATy ... APy, (2.44)
pIT IV Y,

berechnet werden. Um eine vorgebbare Verbund-PDF fiir Verbrennungssimulationen
zu ermoglichen wird zum Einen mit P(p) = d(p — p) die Fluktuationen der Dichte
vernachlassigt und zum Anderen die Annahme statistischer Unabhéngigkeit zwischen den
physikalischer Grolen 7" und Y, getroffen [75]. Daraus folgt eine beliebige Verbund-PDF
P(z) mit

A~

P(ﬁafa}}l;}}%'“:YNk) = 5(ﬁ_p) ' PT(T) : PY(lea}}%aYJAVk) (245)

als Produkt eindimensionaler PDF. Hinsichtlich der benétigten Rechenzeit und der
Komplexitiat der PDF, entstehen durch diese statistische Unabhéngigkeit der Variablen
deutliche Vorteile [75]. Zum Einen kann die Integration nach Gl. 2.44 nun fiir jede Gro-
en separat erfolgen und zum Anderen werden keine Kovarianzen fiir die Definition der
PDF benétigt [75]. In der vorliegenden Arbeit wird fiir die Temperatur-PDF Pp(T)) eine
GauBverteilung und fiir die Spezies-PDF Py (V) eine von Girimaji [78] vorgeschlagene
multivariate Assumed-S3-Funktion eingesetzt. Der mittleren Quellterm S, einer Kompo-

nenten « ergibt sich somit zu
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B 2N, N+l
Sa = Maz |:(y¢/)£r - V(/Jn") (kr(T) H Cﬁm)] : (246)
r=1 B=1

Der mittlere Geschwindigkeitskoeffizient k,.(7') in Gl. 2.46 und die Mittelung des spe-
ziesabhéngigen Terms in der runden Klammerin Gl. 2.46, berechnen sich dabei unter
Verwendung der Temperatur- und Spezies-PDF zu

T:TTVL(I,(L'

R(T) = [ k() Pr(T)at (247)
und

Nk-i-l ’ Nk+1 ,

51_[ cgﬁr = / (31—[ CZB’) Py (Y)dY . (2.48)

2.3.4 Detaillierte Reaktionsmechanismen

Im Allgemeinen handelt es sich bei einem technischen Verbrennungsprozess um einen
komplexen reaktionskinetischen Ablauf, der sich durch eine grofle Anzahl an Elementarre-
aktionen beschreiben lasst. Die Anzahl der Elementarreaktionen und der darin beteiligten
Komponenten héngt im Wesentlichen vom betrachteten Brennstoff ab. Zur Beschreibung
der Verbrennung hoherer Kohlenwasserstoffe konnen mehrere hundert Komponenten und
tausende von Reaktionen erforderlich werden [75]. Selbst zur Abbildung des gut erforsch-
ten Reaktionsablaufs von Wasserstoff in Luft werden mindestens 20 Reaktionen und 10
Komponenten bendtigt [111]. Fir numerische Simulationen komplexer Brennkammergeo-
metrien ware der Rechenaufwand unter Verwendung dieser grofler Reaktionsmechanismen
viel zu hoch. Gliicklicherweise lassen sich die wesentlichen chemisch-physikalischen Vor-
ginge oft mit viel kleineren Mechanismen beschreiben [75]. Durch diese Vereinfachungen
erhohen sich zwar die Ungenauigkeiten der reduzierten Mechanismen, was jedoch zu Gun-
sten geringerer Rechenleistungen in Kauf genommen wird. Auf dem Forschungsgebiet der
chemischen Kinetik sind bis heute eine Vielzahl unterschiedlichster reduzierter Mechanis-
men fiir eine Verbrennung von Wasserstoff [126, 158, 173, 179, 254], Synthesegas bestehend
aus Kohlenmonoxid und Wasserstoff [43, 121, 206, 224, 239, 270] und einfachen Kohlen-
wasserstoffen [110, 143, 220] entstanden. Diese Vielzahl an Mechanismen lésst sich in
sogenannte Subsysteme zerlegen. Die bei einer Kohlenwasserstoffverbrennung resultieren-
de hierarchische Struktur in Abbildung 2.6 skizziert die generelle Wechselwirkung dieser
jeweils beteiligten und mafigeblichen Subsysteme [250].

Da das Hj-Os-Subsystem die Basis aller Mechanismen fiir Synthesegas- und Koh-
lenwasserstoffverbrennung bildet, ist es von enormer Bedeutung, die Reaktionsabldufe
bei einer Wasserstoff-Sauerstoff-Verbrennung moglichst gut wiederzugeben [105, 250].
Daher werden nicht nur die iibergeordneten Subsysteme aus Abb. 2.6 sondern auch

das Hs-Oo-Subsystem mit zahlreichen experimentellen Daten zu Ziindverzugszeiten und
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C,-Spezies
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C2H6 B C2H4 B Csz

Abbildung 2.6: Hierarchische Struktur der Subsysteme bei Kohlenwasserstoffen [250].

Flammengeschwindigkeiten stetig validiert und weiter optimiert. Beispielsweise wurde
in jlingster Zeit viel Augenmerk auf das Verhalten der Komponenten HO; und H,0O,
des Hy-O5-Subsystems gelegt. Die unmittelbar nach der Flamme stattfindende Reaktion
OH + HOy —— H,0O + O, ist verantwortlich fiir den Abbau der OH- und HO,-Radikale
[81]. Da bei der Magerverbrennung in Gasturbinen in der Regel mit Abgasrezirkulation
gearbeitet wird, besteht ein direkter Zusammenhang dieser Reaktion mit der Abhebehohe
einer turbulenten Methan-Luft-Flamme [79, 106]. Dariiber hinaus wird den Komponen-
ten HO, und Hy0O5 bei Systemen in denen die Kettenverzweigung aus Gl. 2.17 nicht die
dominierende Reaktion ist, wie z.B. bei sehr hohen Driicken, eine grofie Bedeutung fiir

die Zundverzugszeiten beigemessen [105, 215].

In dieser Arbeit liegen jedoch Randbedingungen bei vorwiegend atmosphérischen oder
maximal relativ niedrigen Driicken von ca. 3 bar und hohen Temperaturen vor, weshalb
der Verbrennungsprozess durch die Kettenverzweigung aus Gl. 2.17 dominiert wird [105].
Dartiber hinaus muss fiir die Auslegung einer Brennkammer unter Verwendung von Brenn-
stoffzellenabgasen als Brennstoff zuséatzlich das CO-Subsystem berticksichtigt werden. Als
detaillierter Reaktionsmechanismus fiir die Simulation der Verbrennung von CO- und H,-
haltigen Brennstoffzellenabgasen wird der Mechanismus nach Li et al. [143] in der Formu-
lierung von 2007 verwendet. Diese Auswahl stiitzt sich zum Einen auf zahlreiche Validie-

rungen anhand experimenteller Studien zu Ziindverzugszeiten [30, 98, 99] und laminaren
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Flammengeschwindigkeiten [29, 223]. Nach Herzler et al. [100] stellt dieser Mechanismus
nach Li et al. [143] mit relativ wenigen Komponenten und sehr guten Validierungsergeb-
nissen die optimale Moglichkeit zur Verwendung in einer CFD-Simulationen dar. Zum
Anderen wird die Entscheidung fiir Li et al. [143] durch Resultate aus vergleichenden Stu-
dien [181, 239] alternativer Mechanismen fiir Synthesegase mit ahnlich guten Bewertungen
bestatigt, wie z.B. den Mechanismen ELTE Syngas 2015 [239] oder Kéromnes-2013 [121].

Um im Rahmen dieser Arbeit auch Erdgas als Brennstoff betrachten zu koénnen, wird
zusétzlich der GRI-Mechanismus [220] in der Version 3.0 verwendet. Dieser Mechanis-
mus wird ausschliellich fiir Erdgas eingesetzt, da er fiir die Abbildung der Reaktions-
abldufe bei der Verbrennung von Synthesegasen nicht geeignet ist [29, 98, 223]. Dieser
GRI-Mechanismus wurde urspriinglich durch eine Anpassung von Reaktionsparametern
an die Grofizahl der international verfigbaren experimentellen Daten erzeugt [110]. Er
enthélt in seiner Version 3.0 einen Stickoxid-Mechanismus, der im Rahmen dieser Arbeit
zu Gunsten geringerer Rechenleistungen nicht berticksichtigt wird. Fiir die numerischen
Stromungssimulationen werden die jeweils verwendeten detaillierten Reaktionsmechanis-
men zusétzlich durch einen OH* Mechanismus erweitert [118]. So wird eine fundierte Ver-
gleichbarkeit der numerischen Simulationen mit den OH* Chemolumineszenzaufnahmen

der atmosphéarischen Brennkammerversuche gewahrleistet.

2.3.5 Diskretisierung

Fiir die in Kap. 2.2 vorgestellten mathematischen Beziehungen zur vollstandigen Beschrei-
bung reaktiver Stromungen existieren keine analytischen Losungen. Um diese differentiel-
len Transportgleichungen mittels numerischer Verfahren 16sen zu kénnen, tiberfithrt man
sie durch eine sogenannte Diskretisierung in algebraische Gleichungen. Die gelaufigsten
Verfahren zur Diskretisierung in der numerischen Stromungsberechnung sind die Metho-
den der Finiten Elemente, der Finiten Differenzen und der Finiten Volumen. Im Rahmen
dieser Arbeit wird der Verbrennungscode THETA [44, 264] verwendet, der eine Erwei-
terung des Stromungslosers TAU [212] fir Verbrennungsphédnomene ist. In TAU [212]
ist das fiir Stromungsloser gebrauchlichste Finite-Volumen-Verfahren zur Diskretisierung
der Erhaltungsgleichungen implementiert [242]. Beim Finite-Volumen-Verfahren werden
nur geringe Anforderungen an die Gitterzellen gestellt, was die Modellierung komplexer
Geometrien erleichtert. Das Rechengebiet wird beim Finite-Volumen-Verfahren in Kon-
trollvolumina zerlegt, wobei die Daten als Zellmittelwerte repréasentiert werden. In jedem
dieser Kontrollvolumina werden die diskretisierten Stromungsgleichungen gelost, wobei
die berechnete Losung die Differentialgleichungen nicht genau erfiillt. Fiir Erhaltungsgro-
Ben wie Masse und Energie ist die integrale Bilanz jedoch in jedem Teilvolumen erfiillt.

Man spricht daher auch von einer konservativen Formulierung [177].
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2.4 Grundlagen der verwendeten Messmethodiken

Zur Charakterisierung der Verbrennungsvorgénge im atmospharischen Brennkammerprif-
stand kommen die beiden grundlegenden Messmethodiken Abgasanalytik und OH* Chemo-
lumineszenz zum FEinsatz. Wahrend anhand der Informationen aus der OH* Chemolumines-
zenz Aussagen tiber die Ausbreitung der Reaktionszone in der untersuchten Brennkammer
getroffen werden konnen, bietet die Abgasanalyse detaillierte Information iiber die Zusam-

mensetzung des Abgases.

2.4.1 OH* Chemolumineszenz

Die Form und Position der Flamme in einer optisch zugénglichen Brennkammer lasst
sich durch das Eigenleuchten des OH* Radikals untersuchen. Die Schreibweise mit hochge-
stelltem x-Zeichen symbolisiert den elektronisch angeregten Zustand des gekennzeichneten
Molekiils. Dieser elektronisch angeregte Zustand des OH-Molekiils liegt bei einer Verbren-
nung in der Reaktionszone vor. Das Eigenleuchten kann beim Ubergang des OH-Molekiils
von seinem angeregten Zustand OH* in seinen Grundzustand OH durch spontane Emissi-
on eines Photons entstehen (A* —— A). Detektiert man dieses Signal des sehr kurzlebigen
OH* Molekiils mit einer Kamera und mittelt mehrere Bildsequenzen, lésst sich anhand der
sogenannten OH* Chemolumineszenz eine zuverldssige Aussage iiber die Lage und Form
der Reaktionszone treffen [42]. Der Ubergang des OH-Molekiils vom angeregten in den
Grundzustand wird jedoch durch die Reaktion A*+M —— A + M dominiert, bei welcher
die tiberschiissige Energie durch einen Stofl mit einem anderen Molekiil abgegeben wird
[229]. Aus diesem Grund ist diese Messtechnik nur fiir niedrige Driicke, wie z.B. in einem

atmosphérischen Priifstand geeignet [85].

Da in dieser Arbeit vorwiegend Synthesegase untersucht werden, unter anderem be-
stehend aus den brennbaren Komponenten H, und CO, sind in Abb. 2.7 die typischen
Spektren bei einer Verbrennung von Synthesegas und Methan gegeniibergestellt. Dieser
Vergleich verdeutlicht, dass im Gegensatz zur Methanverbrennung mit den typischen CH*
und C} Signalen, die OH* Chemolumineszenz bei Synthesegas das einzige sinnvoll detek-
tierbare Signal ist. Wahrend bei Methanflammen im Bereich der hochsten Warmefreiset-
zung vor allem die Reaktion CH + Oy —— OH" + CO fiir die Bildung des OH* Radikals
die entscheidende Rolle spielt, ist bei der Verbrennung von Synthesegas ausschliellich die
trimolekulare Stofireaktion H + O + M —— OH* + M dafiir verantwortlich [91].

In der vorliegenden Arbeit werden die OH* Chemolumineszenz-Aufnahmen unter an-
derem mit den integrierten OH* Feldern aus CFD-Simulationen verglichen. Stellt man
so einen Vergleich an, ist der Vollstandigkeit halber zu erwdhnen, dass die OH* Signale
im Experiment durch verschiedene Faktoren beeinflusst werden, die durch die CFD-
Simulationen nicht abgebildet werden kénnen. Zum Einen wird das detektierte OH* Signal
durch die brennweitenabhangige Tiefenscharfe der verwendete Optik beeinflusst und zum

Anderen tragen eventuelle Reflexionen des OH* Signal an den Brennkammerscheiben zu
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Abbildung 2.7: Gegeniiberstellung typischer Spektren einer Brennkammer bei der Ver-
brennung von Methan und Synthesegas [178].

einer Veranderung des gemessenen OH* Signals bei. Der dritte und wichtigste Einfluss
auf das detektierte OH* Signal hat seinen Ursprung in der Absorption des emittierten
OH*Signals in der Brennkammer selbst [202]. LIF-Messungen von Sadanandan et al.
[202] zeigen, dass die Absorption des OH* Signals nicht nur von der Wegstrecke in der
Brennkammer selbst vom Ort der Emission bis hin zur Optik, sondern auch von der
Anzahl der auf der Sichtlinie liegenden OH* Signal absorbierenden OH-Molekiilen beein-
flusst wird. Sadanandan et al. [202] konnten eine Halbierung des LIF-Signals vom Eintritt
des Lasers bis zum Austritt aus der Brennkammer nachweisen. Dartiber hinaus ist zu
beriicksichtigen, dass die in der CFD vorliegenden OH* Anteile die Gesamtheit aller an-
geregten OH-Molekiile reprasentieren, wahrend die Messungen lediglich die emittierenden
OH* Molekiile erfassen.

Zur Detektion des OH* Signals wird ein System des Herstellers LaVision, bestehend aus
einer CCD-Kamera (Imager Pro Plus 2M) und einem modularen Bildverstarker (IRO),
mit einer Auflésung von 1600x1200 Pixeln verwendet. Zusétzlich werden unterschiedliche
optische Filter und Linsen (Sodern UV Linse 100 F/2,8 ref. Cerco 2178, Spektralbereich
A = 250—410 nm; Bandpassfilter mit einer Transmissionsrate > 75 % fiir A = 305—325 nm;
Optische Filter: 2x UG11 / 1 mm) verwendet, die das OH* Signal aus dem gesamten Spek-
tralbereich in Abb. 2.7 herausfiltern. Dieses Signal wird bei der OH* Chemolumineszenz
(OH* CL) entlang der Sichtachse der Kamera aufgenommen, was einer rdumlichen Inte-
gration iiber das Volumen der Brennkammer entspricht. Die optische Zugénglichkeit der
Brennkammer wird durch eine sechseckige Anordnung von Quarzglasscheiben gewéahrlei-

stet. Das soeben beschriebene Sichtvolumen der Kamera ist in Abbildung 2.8 skizziert.
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Abbildung 2.8: Draufsicht auf die Schnittebene durch den Brennkammer-Priifstand zur
schematischen Darstellung des OH* Sichtvolumens.

Die OH* Chemolumineszenz-Bilder werden mit einer Datenrate von 8 Hz aufgezeichnet,
wobei je Messpunkt mindestens 800 instantane Einzelbilder aufgenommen werden. Bei
niedrigen OH* Signalintensititen werden sogar bis zu 2000 Einzelbilder aufgezeichnet, um
das Signal-Rausch-Verhéltnis zu verbessern. Das Vorgehen zur Aufbereitung und Mittel-

wertbildung der aufgezeichneten Einzelbilder zeigt das Schema in Abb. A.1 im Anhang.

2.4.2 Abgasanalytik

Zur kontinuierlichen Messgasentnahme wird eine luftgekiihlte Abgassonde verwendet. Die
unmittelbare und rasche Abkiihlung des entnommenen Messgases auf 473 K verhindert
weitere Reaktionen, wodurch die Zusammensetzung quasi ,eingefroren® wird. Um ein
ungewolltes Auskondensieren des im Abgas enthaltenen Wassers zu verhindern, ist die
gesamte Messgasleitung vom Priifstand bis zur Abgasanalyse auf mindestens 453 K be-
heizt. Mit der Advance Optima (AO 2000) Prozessgasanalyse der Firma ABB konnen die
Schadstoffemissionen CO, NO, NO5 und unverbrannte Kohlenwasserstoffe (UHC; Unbur-
ned Hydro Carbons) bestimmt werden. Dartiber hinaus werden sowohl die hauptsachli-
chen Verbrennungsprodukte HoO und COs als auch der Gehalt des im Abgas verbleibende
Sauerstoffs Oy gemessen. Die Messdaten werden mit einer Taktfrequenz von 2 Hz aufge-
zeichnet und die einzelnen Messpunkte werden tiber einen Zeitraum von 30 Sekunden
gemittelt. Wahrend fiir die Messungen der unverbrannten Kohlenwasserstoffe (UHC), der

Stickoxide (NO,) und des Wassergehalts das feuchte Messgas verwendet wird, werden die
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2. THEORETISCHE GRUNDLAGEN REAKTIVER STROMUNGEN

verbleibenden Grofien mit trockenem Messgas ermittelt. Die Anordnung der verschiedenen
Analysatoren zur Messung der jeweiligen Anteile, der Messgaskiihler zur Wasserabschei-
dung, die Messgaspumpe und das fiir die Messungen notwendige Regelventil sind in Abb.

2.9 schematisch dargestellt.

~ - Beheizte

Y .

Messgasleitung
FID NO.
Regelventil
% Feuchtesensor » Wasserabscheider
Messgas

Messgaspumpe Messgas feucht trocken

Abbildung 2.9: Schematische Darstellung der ABB Advance Optima (AO 2000) Prozess-
gasanalyse.

Die gemessenen Schadstoffemissionen (UHC, NO,, CO) werden geméfl der Technischen
Anleitung zur Reinhaltung der Luft aus dem Jahr 2002 angegeben [27]. Dazu werden die
Messwerte X mit dem Faktor fo, auf einen Restsauerstoffgehalt von 15 % normiert. Die
in feuchtem Messgas gemessenen Schadstoffemissionen UHC und NO, werden zusétzlich

mit fi,o und

Xiorr = X 'f02 'fHQO (249)

auf trockene Luft umgerechnet. Fiir in trockener Umgebung gemessene Werte (CO, COq,
O,) ist keine Korrektur beziiglich des Wassergehalts notwendig und der Korrekturfaktor
J,0 betrdagt dann genau 1. Die Korrekturfaktoren fg, und fy,o werden mit
21 —15 1
= nd = — 2.50
21 — X02 [%] u szO 1 — 1,0 ( )

berechnet. Fiir die Berechnung des Korrekturfaktors fy,o ist der Anteil des Wassers

fo,

bezogen auf den Gesamtvolumenstrom bei feuchtem Messgas

TH50,tr
T = — 2.51
0 1 + TH50,tr ( )

erforderlich, der aus dem Messwert des Feuchtesensors z,0,+ berechnet wird. Im Fol-
genden werden die einzelnen Analysatoren kurz vorgestellt. Die jeweils dazugehorigen

Messgenauigkeiten sind im Anhang in Tab. A.1 zusammengefasst.
Unverbrannte Kohlenwasserstoffe (UHC)

Zur Messung unverbrannter Kohlenwasserstoffe wird ein Flammenionisationsdetektor (FID)
vom Typ MultiFID1j der Firma ABB verwendet. Hierbei werden die im Abgas enthalte-
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2.4 Grundlagen der verwendeten Messmethodiken

nen organischen Komponenten in einer Wasserstoffflamme ionisiert, wobei der gemessene
Ionisationsstrom proportional zur Gesamtzahl der Kohlenstoffatome ist. Geméfi Abb. 2.9

werden die Messungen mit feuchtem Messgas durchgefiihrt.

Wassergehalt (H,0)

Die Messung des Wassergehalts erfolgt mit dem HUMICAP® Feuchte- und Temperatur-
messwertgeber der Serie HMT330, der mit der Sonde des Typs HMT338 fiir Druckleitun-
gen (bis 40 bar) ausgeriistet ist. Es handelt sich hierbei um einen kapazitiven Diinnfilm-
Polymersensor der Firma Vaisala, dessen dielektrische Eigenschaften von der Menge des
absorbierten Wassers abhingt. Verandert sich die relative Feuchte RH in der Sensor-
umgebung fithrt dies zu einer messbaren Veranderung der Kapazitat des Sensors. Die
Elektronik des Messgerats wandelt den gemessenen Wert direkt in einen Feuchtewert RH

um. Dieser Feuchtewert wird in den Wasserdampfdruck

RH[%]
100 %

umgerechnet. Zur internen Berechnung des in Gl. 2.52 benétigten temperaturabhéngi-

P, = P, - (2.52)

gen Wasserdampfsittigungsdrucks P, sind im Sensor mehrere Polynome hinterlegt. Zu-
sammen mit dem Umgebungsluftdruck p wird mit dem Wasserdampfdruck P,, der Anteil

des Wassergehalts bezogen auf das trockene Abgas

Py
p_Pw

(2.53)

THOtr =

bestimmt. Die Genauigkeit des Sensors ist in einem Temperaturbereich von 233 K. ..
453 K mit +(1,5 + 0,015 x Messwert) % in Abhéngigkeit der relativen Feuchte RH ange-
geben.

Stickoxide (NO/NO,)

Zur Messung der Stickoxide wird ein UV Photometer vom Typ Limas 11UV eingesetzt.
Dabei wird die Absorption von UV Strahlung durch die Gasmolekiile im Messgas detek-

tiert. So kann mit dem Lambert-Beer’schen Gesetz

I =1Iy-exp(—E)) = Iy-exp(—er-c-d) (2.54)

anhand des gemessenen Intensitatsabfalls (I — I) des Lichts bei einer spezifischen
Wellenldnge A im Bereich von 200...600nm die Konzentration ¢ der jeweiligen Stoffe
(NO/NOy) im feuchten Messgas bestimmt werden. Die Absorbanz F) in Gl. 2.54 setzt
sich aus der Konzentration ¢, einem Absorptionskoeffizienten €, und der durchstrahlten
Wegléinge d zusammen. Die Querempfindlichkeiten zwischen NO und NO, werden zum
Einen durch geeignete Filter vor der UV Strahlungsquelle zur Erzeugung eines engen

Frequenzbandes und zum Anderen durch eine interne Verrechnung kompensiert.
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2. THEORETISCHE GRUNDLAGEN REAKTIVER STROMUNGEN

Kohlenstoffoxide (CO/CO,)

Die CO und COy Emissionen werden durch eine Infrarot-Sensorik vom Typ Uras26 gemes-
sen. Dabei kommt ein nicht-dispersiver infrarot (NDIR) Prozessphotometer zum Einsatz,
der die fehlende, vom jeweiligen Gas durch physikalische Wechselwirkung der Strahlung
und der Molekiile absorbierte Infrarotstrahlung bestimmt. Die Berechnung der Konzentra-
tion in Abhéangigkeit des absorbierten Lichts mit dem Lambert-Beer’schen Gesetz in Gl.
2.54 ist analog zur Berechnung der Stickoxid-Emissionen. Aufgrund der nicht-dispersiven
Strahlung koénnen in dem Analysegerdt bis zu vier Messkomponenten gleichzeitig und
kontinuierlich gemessen werden. Da der Frequenzbereich der hier eingesetzten Strahlung
von 2,5 um bis 8 um reicht, muss die Messung in trockenem Messgas erfolgen, um Uber-

schneidungen mit dem Absorptionsspektrum von HyO zu vermeiden.
Sauerstoff (03)

Der Sauerstoffgehalt im Abgas wird mit dem Analysegerat vom Typ Magnos206 gemes-
sen. Das hierbei verwendete Messprinzip beruht auf den paramagnetischen Eigenschaf-
ten des Sauerstoffs. Die in einem inhomogenen Magnetfeld resultierende Ablenkung der
Sauerstoffmolekiile, die proportional zum Sauerstoffgehalt ist, wird durch eine magneto-
mechanische Messeinrichtung im Analysegerét erfasst. Damit durch die diamagnetischen
Eigenschaften des Wassers keine unnotigen Messabweichungen entstehen kénnen findet

die Sauerstoffmessung ebenfalls im trockenen Messgas statt.
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3 Brennkammerentwicklung

Um fiir das Hybridkraftwerk ein geeignetes Brennkammersystem zu entwickeln, miissen
die Anforderungen sowohl fiir eine Mikrogasturbinenanwendung als auch fir die Anwen-
dung in einem SOFC-System beriicksichtigt werden. Die Randbedingungen aus Kap. 1 und
die Anforderungen einer Brennkammer fiir einen Mikrogasturbinenkreislauf ergeben zu-
sammen die Rahmenbedingungen fiir die zu entwickelnde Brennkammer des MGT /SOFC-
Hybridkraftwerks. Auf Basis eines geeigneten Reaktionsmechanismus fiir die Brennstoff-
zellenabgase kénnen in einem ersten Schritt die Ziindverzugszeiten und laminaren Flam-
mengeschwindigkeiten berechnet werden. Aus diesen reaktionskinetischen Betrachtungen
lassen sich weitere Aussagen tiber die zu entwickelnde Gasturbinenbrennkammer fiir das
Hybridkraftwerk ableiten. In einer umfangreichen Konzeptstudie werden sowohl kommer-
ziell verfiigbare, als auch im Entwicklungsstadium befindliche Brennersysteme sowohl fiir
SOFC-Anwendungen als auch fir MGT-Systeme vorgestellt. Mit Hinblick auf einen ge-
koppelten Betrieb werden diese Konzepte jeweils bewertet und ein Konzept fiir die beste
Alternative herausgearbeitet. Da der Totaldruckverlust der Gesamtanlage deren Gesamt-
wirkungsgrad direkt beeinflusst, liegt der Fokus auf der Entwicklung eines zuverlédssigen

Brennkammersystems mit niedrigem Totaldruckverlust und geringer Komplexitat.

3.1 Anforderungen an das Brennkammersystem

Der Druckunterschied in der SOFC zwischen Oxidator- und Brennstoffseite darf einen
Grenzwert von 50 mbar nicht tiberschreiten (siche Kap. 1). Daher miissen die Stromungs-
geschwindigkeiten von Brennstoff und Oxidator am Ort der Mischung in der Brennkam-
mer dhnlich sein, damit tiber den dynamischen Druck die 50 mbar Druckunterschied nicht
iiberschritten werden. Konsequenterweise steht fiir die bei konventionellen Gasturbinen-
brennkammern iibliche Eindiisung des Brennstoffes in den Oxidatorstrom nur wenig Uber-

druck im zweistelligen mbar-Bereich als Spielraum zur Verfiigung.

Tabelle 3.1: Eigenschaften der SOFC-Abgase bei Volllast (BL) und Teillast (PL) [130].

H2 CcO HQO COQ Tan Hu 02 N2 Tca gbgl mca/man
% %o Yom  %m K MI/kg %m  %m K - ;

BL 25 162 360 453 1073 4,6 17,3 82,7 958 0,162 10,3
PL 19 122 382 47,7 1073 34 153 84,7 889 0,185 7.7
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3. BRENNKAMMERENTWICKLUNG

Die Randbedingungen des Kathoden- und Anodenabgases bei Volllast- und Teillast-
bedingungen wurden mittels numerischer Simulationen des erdgasbetriebenen Hybrid-
kraftwerks ermittelt [130]. Das niederkalorische Anodenabgas (siehe Tab. 3.1) aus der
Brennstoffzelle (das Brenngas fiir die Brennkammer) besteht hauptsichlich aus den in-
erten Komponenten HoO und CO, und aus einem geringen Anteil an den brennbaren
Komponenten Hy und CO. Die Abgastemperaturen der Festoxidbrennstoffzelle und somit
die Temperaturen der Brennkammerluft und des Brennstoffes konnen bis zu 1073 K be-
tragen. Aufgrund dieser hohen Temperaturen des wasserstofthaltigen Schwachgases, muss
das Risiko einer Selbstziindung in der Mischstrecke und ein Flammenriickschlag in die
Mischungszone der Brennkammer unbedingt vermieden werden. Der Sauerstoffgehalt des
Kathodenabgases ist um 6%,,, bzw. 8%,, geringer als in der Umgebungsluft und die Tem-
peraturen des Kathodenabgases variieren zwischen 889 K und 958 K. Die unterschiedlichen
und niedrigeren Temperaturen der Kathodenluft als beim Anodenabgas entstehen durch
den sogenannten Brennstoffrekuperator (siche Abb. 1.4 in Kap. 1), der Energie von den
heifen Kathodenabgasen an die Anodengase am Eintritt in die SOFC iibertrégt. Auf-
grund eines etwas erhohten Hy- und CO-Anteils im Anodenabgas ist der untere Heizwert
H, beim Volllastfall (BL) etwas hoher als beim Teillastfall (PL). Den grofiten Anteil am

Anodenabgas von insgesamt ungefahr 80%,, nehmen die Inertgase H,O and CO, ein.

Aufgrund eines beschréinkten Bauraumes auf wenige Kubikdezimeter sollte die Brenn-
kammer moglichst kompakt, also mit hoher Leistungsdichte ausgefithrt werden. Der To-
taldruckverlust in der Brennkammer einer Gasturbine hat einen wesentlichen Einfluss auf
den Gesamtwirkungsgrad der Anlage. Kommerzielle Gasturbinenbrennkammern weisen
Totaldruckverluste von hochstens 5-6% auf [116]. Bei der Entwicklung kleiner Gastur-
binen sollte idealerweise ein Totaldruckverlust tiber die Brennkammer im Bereich von
2% - 3% angestrebt werden [116]. Die Turbineneintrittstemperaturen von stationéren Gas-
turbinen mit ungekiihlten Turbinenschaufeln liegen auf einem Niveau von ca. 1273 K [19].
In der Brennkammer muss folglich ein Temperaturhub von mindestens 200 K erfolgen.
Die Brennkammer muss einen sicheren und zuverlassigen Betrieb bei gleichzeitig geringen
Emissionen im Rahmen der gesetzlich festgelegten Emissionsgrenzwerte [27] und einem
moglichst breiten Betriebsbereich in Bezug auf Brennstoff- und Lastflexibilitat gewéhr-
leisten. Bei SOFC-Systemen werden héufig noch entweder elektrische Systeme oder eine
zusétzliche Brennkammer fiir z.B. Erdgas verwendet, um die Brennstoffzelle auf die mi-
nimale Betriebstemperatur von 873 K heizen zu kénnen [46, 187]. Um die Komplexitat
und die Kosten fur das MGT/SOFC-System zu reduzieren ist ein Brennkammersystem
notwendig, das die Brenngase der verschiedenen Betriebszustdnde des Gesamtsystems
SOFC/MGT (Anfahren, Volllast, Teillast, Lastabwurf) umsetzen kann. Da bei MGT-
Systemen die Abwarme nach der Turbine iiber einen Rekuperator der verdichteten Luft
nach dem Verdichter zugefithrt wird, ist die Beheizung der SOFC im Hybridkraftwerk

gewahrleistet.
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3.2 Methodik zur Entwicklung eines brennstoffflexiblen
Brennkammersystems

Auf Basis der Randbedingungen aus den Systemsimulationen [130] werden in einem ersten
Schritt die zu erwartenden adiabatischen Flammentemperaturen berechnet. Dartiber hin-
aus lassen sich mit dem in Kap. 2.3.4 festgelegten detaillierten Reaktionsmechanismus, der
die Eigenschaften der Verbrennung der SOFC-Abgase ausreichend gut wiedergeben kann,
erste reaktionskinetische Aussagen zur Zundverzugszeit und der laminaren Flammenge-
schwindigkeiten treffen. Anschlieffend werden verschiedenste sowohl etablierte Konzepte,
als auch noch im Entwicklungsstadium befindliche Konzepte aus der Gasturbinenverbren-
nung und der Brennstoffzellentechnik zur Nachverbrennung von SOFC-Abgasen evaluiert.
Die Methodik zur Entwicklung einer Brennkammer fiir das Hybridkraftwerk ist in Abb.

3.1 veranschaulicht.

Thermodynamische Adiabatische - Brennkammern
Randbedingungen Flammentemperaturen Gasturbinen

| Nachverbrennung
SOFC-Systeme

Auswahl
Reaktionsmechanismus

GT-spezifische
Randbedingungen

Zlindverzugszeiten/ Evaluation o

. . System-spezifische
laminare Flammen- der B Randbedi

1 geschwindigkeiten Konzepte andbedingungen

SOFC-spezifische
Randbedingungen

Festlegung
Konzept

Auslegung mit
numerischer
Stromungssimulation

Konstruktion

E ATM-Priifstand ]

Auslegungswerkzeuge

[ — } {

Abbildung 3.1: Darstellung der Methodik zur Entwicklung einer Brennkammer fiir das
Hybridkraftwerk.
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Nach der Festlegung auf dieses Konzept in Kap. 3.2.5 auf Basis der Brennkammer-
Evaluation werden die Methoden zur Auslegung mittels numerischer Stréomungssimulation
bestimmt. Nach ersten Auslegungsrechnungen wird die Brennergeometrie festgelegt und
so konstruiert, dass sie in eine bereits bestehende Infrastruktur eines atmosphérischen
Brennerpriifstandes integriert werden kann [214]. Ein atmosphérischer Prifstand bietet
den Vorteil, die Brennkammer mit wesentlich mehr Freiheitsgraden hinsichtlich Tempe-
ratur, Gaszusammensetzung, thermischer Leistung und Massenstrom zu untersuchen, als
es in einem Gasturbinenkreislauf integriert moglich ware. Die Bedingungen im atmo-
sphéarischen Priifstand sind druckskaliert, sodass aufgrund dhnlicher Geschwindigkeiten
Machzahl-Ahnlichkeit gegeben ist. Der Unterschied der minimal gréferen Reynoldszah-
len im atmosphéarischen Priifstand aufgrund der unterschiedlichen Viskositaten wird hier
vernachlissigt. Durch die starke Ahnlichkeit der Geschwindigkeiten kénnen nicht nur die
Lage der Warmefreisetzung in der Brennkammer untersucht, sondern auch die im Turbi-
nenkreislauf zu erwartenden Totaldruckverluste direkt aus den atmosphérischen Brenn-
kammerversuchen bestimmt werden. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit entstande-
nen Ergebnisse aus den Messkampagnen im atmosphérischen Brennerpriifstand werden
in Kap. 5 gezeigt.

Damit bei diesem Vergleich der verschiedenen Brennerkonzepte aus der klassischen Gas-
turbinenverbrennung mit denen aus der Brennstoffzellentechnik keine Missversténdnisse
auftreten muss unbedingt folgende Begriffsdifferenzierung beriicksichtigt werden. Nach
Dunn-Rankin [53] gibt es neben der klassischen Magervormischverbrennung noch weitere
Ansétze bzw. Definitionen fiir die Magerverbrennung, die sich teilweise ,in Grauzonen
iiberlappen und nicht klar voneinander abgrenzen lassen“. Das erklart, warum die Be-
griffe |lean mixtures“ [12] und ,ultra-lean combustion“ [247]| von verschiedenen Quellen
aus dem Umfeld der Brennstoffzellentechnik, als Verbrennung hochverdiinnter Brennstoffe
oder Mischungen wie z.B. dem Anodenabgas, verwendet werden. Unter Verdiinnung wird
in diesem Zusammenhang das Vorhandensein grofler Mengen an Inertgasen im Brenn-
stoff verstanden (HoO und COs,), also der englische Begriff ,lean® im Sinne von ,diinn“
verwendet. Diese Verwendung darf jedoch nicht mit der Bedeutung des Begriffes ., lean‘
aus dem Umfeld der klassichen mager-vorgemischten Verbrennung (engl.: lean premized
combustion) verwechselt werden, die zur Bezeichnung fiir die mager-vorgemischten Gas-
turbinenbrennkammern in Kap. 3.2.4 verwendet wird. Hier bezieht sich der Begrift , lean
(deutsch: ,,mager®) ausschlieBlich auf das Aquivalenzverhiltnis von Oxidanten zu Reak-

tanten im Brennstoffgemisch.

3.2.1 Thermodynamische und reaktionskinetische Betrachtung der
Randbedingungen

Im Gegensatz zu den 90er Jahren, als fiir die Entwicklung einer Brennkammer noch auf-
wandige Experimente unter realititsnahen Bedingungen notwendig waren [2], sind heute

moderne CFD-Rechenverfahren mit kinetischen Reaktionsmechanismen verfiigbar. Die-
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se Rechenverfahren sind auch heutzutage trotz fortgeschrittenster Computertechnik fiir
technisch relevante Brennkammergeometrien noch sehr aufwiandig. Daher werden in der
Auslegung einer Brennkammer zuerst die zu erwartenden adiabatischen Flammentempe-
raturen, die Ziindverzugszeiten und die laminaren Flammengeschwindigkeiten berechnet.
Die Hohe der maximal moglichen adiabatischen Flammentemperatur in der Brennkam-
mer ermoglicht eine qualitative Einschétzung der Bildung thermischen Stickoxids. Mittels
Zundverzugszeit lasst sich direkt die mindestens erforderliche Verweilzeit in einer Brenn-
kammer oder die hochstens erlaubte Zeit in einer Mischstrecke bestimmen, sodass eine
Flammenstabilisierung in der Brennkammer ohne Flammenriickschlag in eine Vormisch-
zone gegeben ist. Aus den laminaren Flammengeschwindigkeiten lassen sich dann die
mindestens notwendigen Stromungsgeschwindigkeiten eines Brennstoff-Luft-Gemisches in
einer Mischzone bestimmen, sodass sich eine in der Brennkammer stabilisierte Flamme

nicht durch gewohnlichen Flammenfortschritt entgegen der Stromung ausbreiten kann.
3.2.1.1 Berechnung der adiabatischen Flammentemperatur

Die aus den Berechnungen der adiabatischen Flammentemperaturen resultierenden Ver-
laufe der Brenngase des Hybridkraftwerks wie SOFC-Abgas, Erdgas und Formiergas (sie-
he Kap. 1) sind in Abb. 3.2 in Abhingikeit des Aquivalenzverhiitnisses ¢ dargestellt.
Zusétzlich ist in Abb. 3.2 der optimale Temperaturbereich hinsichtlich der NOx- und
CO-Emissionen dargestellt [141].
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Abbildung 3.2: Vergleich der adiabatischen Flammentemperatur verschiedener Brennstof-
fe bei einer Brennerkammer-Eintrittstemperatur von 973 K.
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Die adiabatischen Flammentemperaturen der SOFC-Abgase bei Volllast und Teillast
(siche Tab. 3.1) betragen bei beiden Betriebspunkten hochstens ca. 2000 K und liegen
damit weit unter den Werten fiir Erdgas. Dies lasst sich mit dem sehr hohen Wasseranteil
im Brenngas und dem somit geringen Temperaturhub aufgrund des niedrigen Heizwer-
tes in beiden Betriebspunkten unter Verwendung von SOFC-Abgas erkliaren [219]. Das
entspricht im Grunde der altbewahrten Technik zur Reduktion der Stickoxidemissionen
bei der durch Wassereinspritzung die Spitzentemperaturen abgesenkt werden. Schimek
et al. [208] und Tanneberger et al. [231] nutzen genau diese Effekt, um bei einer rei-
nen Wasserstoff-Luft-Verbrennung die Entstehung von Stickoxidemissionen durch Ein-
mischung von Wasserdampf in die Verbrennungsluft bestmoglich zu unterbinden. Der
niedrige Heizwert der Brennstoffzellenabgase fithrt dazu, dass bei stochiometrischen Be-
dingungen das massenbezogene Luft-Brennstoff-Verhaltnis m,,/m., zwischen 1,42 (PL)
und 1,66 (BL) liegt. Der Wasseranteil im Gesamtgemisch betragt somit ca. 25%. Daraus
lasst sich schlussfolgern, dass aus Sicht der Bildung thermischen Stickoxids nichts gegen
den Einsatz nicht-vorgemischter Verbrennungskonzepte bei der Verwendung von SOFC-
Abgasen spricht, da der hierfiir entscheidende Temperaturbereich nicht erreicht wird.

Die in Abb. 3.2 ebenfalls dargestellte adiabatische Flammentemperatur unter Verwen-
dung von mit Formiergas verdiinntem Erdgas lasst im Vergleich zum reinen Erdgas ei-
ne Abschétzung der Hohe der maximalen adiabatischen Temperaturen in Abhédngigkeit
der Formiergasmenge zu. Das Formiergas wird nur zum An- und Abfahren des Hybrid-
kraftwerks verwendet, um die Anodenmaterialien in einer reduzierenden Atmosphére vor
Oxidation zu schiitzen. Die Stickoxidwerte der An- und Abfahrprozesse von Kraftwerken
sind zwar gesetzlich nicht geregelt, aber genau aufgrund dieser hohen Temperaturen wird
in der folgenden Brennkammerevaluation ein Blick auf die Belastung der Brennkammer

gerichtet werden.

3.2.1.2 Ziindverzugszeit und laminare Flammengeschwindigkeit

Um weitere globale Groflen fiir eine Bewertung verschiedener Brennkammerkonzepte im
Rahmen einer Evaluation zur Verfiigung zu haben, werden die Ziindverzugszeiten und
laminaren Flammengeschwindigkeiten bei den in Tab. 3.1 aufgelisteten Betriebsbedingun-
gen des Hybridkraftwerks berechnet. Zu deren Berechnung wird im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit das Programmpaket Cantera [82] verwendet. Cantera ist ein objektorientier-
ter Open-Source-Programmcode fiir Probleme der chemischen Kinetik, Thermodynamik
und/oder Transportprozesse [82].

Im ersten Schritt werden die Ziindverzugszeiten fiir SOFC-Abgase berechnet und ana-
lysiert. Hierbei ist zu bemerken, dass im unmittelbaren Umfeld der SOFC-Technologie
teilweise grofle Unsicherheit beziiglich einer spontanen Umsetzung des Wasserstoffs be-
steht, da die Zindtemperatur von Wasserstoff mit 833 K deutlich unter den Betriebstem-
peraturen der Brennstoffzelle von ca. 1123 K liegt [45]. Aus der Ziindverzugszeit lasst sich

in Kombination mit einer Stromungsgeschwindigkeit eines Brennerkonzepts die Léange der
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sogenannten Mischungszone abschétzen, bevor die Selbstziindung des Gemisches statt-

findet. Dazu sind in Abb. 3.3 die Ziindverzugszeiten logarithmisch iiber der Temperatur

aufgetragen.
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Abbildung 3.3: Ziindverzugszeiten fir Volllast (BL) und Teillast (PL) in Abhangigkeit
der Temperatur bei 1bar, 3bar und 9bar. Berechnet mit Li et al. (2007)
[143].

Als Kriterium fiir die Bestimmung der Ziindverzugszeit wird in der vorliegenden Ar-
beit die Zeit bis zur maximalen Konzentration an elektronisch angeregten OH* Radikalen
verwendet. In Abb. 3.3 werden dazu die Volllast- (BL) und Teillastbetriebspunkte (PL)
des Hybridkraftwerks aus Tab. 3.1 betrachtet, wobei die Ziindverzugszeiten jeweils bei
Driicken von 1 bar, 3 bar und 9 bar dargestellt sind. Die bereits im Kap. 2.1.3 in Abb. 2.5
gezeigte Komplexitat der Ziundverzugszeit 7,4, (7,p,X) in Abhéngigkeit von der Tempera-
tur 7', dem Druck p und der Gemischzusammensetzung X spiegelt sich in dem aus den Be-
rechnungen resultieren Verlauf in Abb. 2.5 exakt wider. Bei sehr hohen und sehr niedrigen
Temperaturen, also am linken und rechten Bildrand, weisen die Betriebspunkte bei einem
Druck von 1 bar die hochsten Ziindverzugszeiten auf. Demgegeniiber steht das umgekehrte
Verhalten bei ca. 1100 K bis 1000 K, wenn die hochste Reaktivitéit, also kiirzeste Ziind-
verzugszeit bei 1 bar vorliegt. Diese Komplexitéit hat wie in Kap. 2.1.3 beschrieben, ihren
Ursprung in der bei nicht zu hohen Temperaturen geschwindigkeitsbestimmenden und
druckabhéangigen Abbruchreaktion aus Gl. 2.20. Mit dem in Abb. 3.3 zusatzlich gekenn-
zeichneten Betriebsbereichs des Hybridkraftwerks wird klar, dass sich die Untersuchung

einer Brennkammer unter atmosphérischen Bedingungen in diesem Fall auf der sogenann-
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ten sicheren Seite befindet. Dies bedeutet, dass die Ziindverzugszeiten kiirzer sind, als sie
im Kraftwerk sein werden, und sich eine unter atmospharischen Bedingungen nachgewie-
sene Sicherheit eines Brennerkonzepts gegeniiber ungewollter Selbstziindung oder daraus
resultierendem Flammenriickschlag auf die Bedingungen unter Druck tibertragen lassen.
Durch geschickte Wéarmertickkopplung in einer Brennkammer lésst sich geméfl Abb. 3.3
die Reaktivitdt des Gemisches unter Kraftwerksbedingungen (3 bar) durch einen kleinen
Temperaturhub von z.B. nur 100 K wieder so stark anheben, dass ein Flammenverléschen
gegeniiber atmosphérischen Bedingungen (1 bar) effektiv verhindert werden kann.

Da im Gasturbinenbereich sehr viele Verbrennungsprozesse auf der Basis von Erdgas
erfolgen, werden in Abb. 3.4 die Ziindverzugszeiten fiir SOFC-Abgas und Erdgas bei 3 bar
gegentibergestellt. Damit lasst sich abschéatzen, ob konventionelle Erdgas-Konzepte aus der
Gasturbinenverbrennung prinzipiell fiir das Hybridkraftwerk in Frage kdmen. Die Ziind-
verzugszeit ist in Abb. 3.4 iiber dem Aquivalenzverhiltnis ¢ aufgetragen, da unter global

mageren Bedingungen alle ¢ vom globalen ¢, < 1 bis zur Stochiometrie mischungsbe-

dingt vorkommen koénnen.
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Abbildung 3.4: Vergleich der Ziindverzugszeiten fiir Brennstoffzellenabgase unter Volllast-
bedingungen und Methan bei einem Druck von 3bar. Ziindverzugszeiten

fir SOFC-Abgas (BL) mit Li et al. (2007) [143] und fiir Methan mit GRI-
Mech 3.0 [220] berechnet.
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Aus Abb. 3.4 geht hervor, dass die Zindverzugszeiten bei SOFC-Abgasen deutlich sen-
sitiver auf Temperaturdnderungen sind, als dies bei Methan der Fall ist. Wéhrend bei
Methan als Brennstoff die Temperaturanderung von 873 K auf 1073 K eine Reduktion von
ca. einer Groflenordnung in der Ziindverzugszeit zur Folge hat, bewirkt dies unter Verwen-
dung von SOFC-Abgasen eine Reduktion um mehr als zwei Gréenordnungen. Abgesehen
von einem kleinen Ausschlag bei SOFC-Abgasen und 1073 K bleiben die Ziindverzugszei-
ten sowohl bei Methan als auch bei SOFC-Abgas entlang dem Aquivalenzverhéltnis relativ
konstant.

Der Verlauf der Zindverzugszeit bei SOFC-Abgas unter Volllastbedingungen (3 bar)
aus Abb. 3.4 wird in Abb. 3.5 mit den Ziindverzugszeiten unter ansonsten gleichen aber
atmosphérischen Bedingungen (1 bar) verglichen. Aus diesem Vergleich zwischen atmo-
sphéarischen (1bar) und Kraftwerksbedingungen (3 bar) lassen sich Riickschliisse auf die
Ubertragbarkeit der Brennkammertests im atmosphérischen Brennkammerpriifstand auf

den Turbinenbetrieb schlieflen.
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Abbildung 3.5: Abhingigkeit der Ziindverzugszeit vom Aquivalenzverhiltnis fiir Brenn-
stoffzellenabgase unter Volllastbedingungen bei verschiedenen Driicken
und Temperaturen. Berechnet mit Li et al. (2007) [143].

Bei 973 K und 1073 K ist die hochste Reaktivitat und somit geringste Ziindverzugszeit

bei atmosphérischen Driicken gegeben. Verglichen mit den Kraftwerksbedingungen bei
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hoherem Druck (3bar), befinden sich die atmosphérischen Tests daher auf der sicheren
Seite hinsichtlich Selbstziindung. Aus dem Vergleich in Abb. 3.5 geht jedoch auch hervor,
dass sich bei 873K der Einfluss des Druckes auf die Ziindverzugszeiten verglichen mit
dem Verhalten bei 973 K und 1073 K umkehrt. Der Unterschied der Ziindverzugszeiten
bei 873 K zwischen 1bar und 3 bar ist nur sehr gering wodurch die unsichere Seite hin-
sichtlich Selbstziindung nicht zu weit von den atmosphérischen Bedingungen entfernt ist.
Die Ubertragbarkeit der atmosphérischen Brennkammertests auf Kraftwerksbedingungen
ist auch unter den betrachteten Aspekten in Abb. 3.5 gegeben. Die Verlaufe der Ziind-
verzugszeiten bei 973 K und 1073 K und sehr mageren Bedingungen von ¢ < 0,6 deuten
darauf hin, dass ein globales Aquivalenzverhéltnis von ¢ ~ 0,4 — 0,5, wenn moglich,
nicht unterschritten werden sollte, da bei sehr kleinen Aquivalenzverhéltnissen ein starker
Abfall in der Ziundverzugszeit zu erwarten ist. Dies konnte eine spontane Ziindung mit
eventuellem Flammenriickschlag zur Folge haben.

Abschlieend werden die Zindverzugszeiten der Teillast- (PL) und Volllastrandbe-
dingungen (BL) des Hybridkraftwerks bei verschiedenen Driicken und Temperaturen in
Abb. 3.6 gegeniibergestellt. Dabei zeigt sich, dass die Ziindverzugszeiten bei Teillast stets
hoher sind als bei Volllast.
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Abbildung 3.6: Einfluss der Betriebsbedingungen auf die Ziindverzugszeiten bei Teillast
(PL) und Volllast (BL).
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Diese Beobachtung lasst sich mit den Gln. 2.16-2.20 aus Kap. 2.1.3 und der jewei-
ligen Zeitgesetze relativ anschaulich in Einklang bringen. Geméfl dem von den Edukt-
konzentrationen abhéngigen Zeitgesetz fiir eine chemische Reaktion fithren die niedrige-
ren Hy- und Os-Konzentrationen bei Teillastbedingungen in der Ketteneinleitung in GI.
2.16, den beiden Kettenverzweigungen (Gln. 2.17 und 2.18) und der Kettenfortpflanzung
(Gl. 2.19) zu einer geringeren Bildungsgeschwindigkeit der fiir die Reaktion notwendigen
Radikale. Die durch die geringeren Hs- und Os-Konzentrationen resultierende geringe-
re Reaktionsgeschwindigkeit der beim Wasserstoffsystem geschwindigkeitsbestimmenden
Abbruchreaktion aus GIl. 2.20 scheint im betrachteten Fall gegeniiber den geringeren Ra-
dikalbildungsgeschwindigkeiten eine untergeordnete Rolle zu spielen, sodass insgesamt die
Reaktivitéit herabgesetzt wird und sich somit die Ziindverzugszeiten in Abb. 3.6 bei Teil-
lastbedingungen gegeniiber denen bei Volllast etwas erhéhen. Generell léasst sich anhand
der Gegeniiberstellung der Ziindverzugszeiten bei Teillast- und Volllastrandbedingungen
unter verschiedenen Driicken und Temperaturen in Abb. 3.6 festhalten, dass Trends beider
Betriebspunkte sehr dhnlich sind. Es zeigt sich auch, dass die Betriebstemperatur einen
sehr groflen Einfluss auf die Ziindverzugszeiten hat, und zwar iiber ca. drei Groflenord-
nungen hinweg, wihrend das Aquivalenzverhéltnis ¢ nur bei sehr mageren Verhiltnissen
und nur bei einer bestimmten Konstellation von Temperatur und Druck einen Einfluss

von etwa einer Groflenordnung hat.

Laminare Flammengeschwindigkeit

Die in dieser Arbeit betrachteten laminaren Flammengeschwindigkeiten unterscheiden
sich von den in einer Brennkammer relevanten turbulenten Flammengeschwindigkeiten
zum Teil erheblich [241]. In der Literatur werden dazu verschiedene Ansitze diskutiert,
diese turbulenten Flammengeschwindigkeiten auf Basis einer durch Turbulenz beding-
ten Geschwindigkeitsfluktuation abzuschétzen [241]. Um eine Bewertung der Flammen-
geschwindigkeit auf Basis rein reaktionskinetischer Berechnungen treffen zu konnen, die
unabhéngig von empirischen Korrelationen zur Abschétzung des Turbulenzeinflusses sind,
werden in dieser Arbeit die laminaren Flammengeschwindigkeiten betrachtet.

Der in Kap. 2.3.4 ausgewéhlte Reaktionsmechanismus nach Li et al. [143] steht in Kon-
kurrenz zu einigen alternativen Mechanismen, die zum Teil erst in jiingster Zeit entwickelt
wurden [239]. Um dieser Unsicherheit entgegenzutreten, werden die berechneten laminaren
Flammengeschwindigkeiten aus zwei weiteren Reaktionsmechanismen in Abb. 3.7 den Si-
mulationen mit dem Mechanismus nach Li et al. [143] gegeniibergestellt. Der Mechanismus
nach Li et al. [143] sagt in den in Abb. 3.7 dargestellten Féllen stets minimal héhere lami-
nare Flammengeschwindigkeiten voraus. Selbst die zusétzliche Variation von Druck (1 bar
und 3 bar) und Temperatur (873 K und 1073 K) bewirkt keine grofartigen Unterschiede
in den resultierenden Flammengeschwindigkeiten aus allen drei Reaktionsmechanismen.
Tendenziell stimmen die Simulationsergebnisse aus allen drei Reaktionsmechanismen sehr

gut tberein.
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Abbildung 3.7: Simulation laminarer Flammengeschwindigkeiten bei Volllast (BL) mit
verschiedenen Reaktionsmechanismen; Li et al. (2007) [143], Davis (2005)
[43] und ELTE Syngas (2015) [239].

Die wesentlichen Unterschiede der SOFC-Abgase aus Tab. 3.1 im Vergleich zum Erd-
gas sind die sehr niedrigen Heizwerte des Anodenabgases, bei gleichzeitig hohen inerten
Anteilen und der reduzierte Sauerstoffanteil im verbleibenden Kathodenabgas. Eine Re-
duktion dieses Sauerstoffgehalts von z.B. 21% auf 15% bewirkt nach Dunn-Rankin [53]

eine Abnahme der laminaren Flammengeschwindigkeiten um fast die Hélfte.

Dieser Effekt zeigt sich in Abb. 3.8 beim Vergleich der laminaren Flammengeschwin-
digkeiten bei Teillast- und Volllastrandbedingungen. Zu den bei Teillast (PL) niedrigeren
Sauerstoffgehalten kommt noch ein etwas geringerer Heizwert dazu. Dies fithrt zu einer
konsequent verringerten Reaktivitat und somit geringeren laminaren Flammengeschwin-
digkeiten unter Teillastbedingungen. Bei 3 bar und 1073 K fithrt der geringere Heizwert
und niedrigere Sauerstoffgehalt bei Teillast zu einer Reduktion der laminaren Flammen-
geschwindigkeiten von bis zu 30% gegeniiber den Volllastrandbedingungen. Analog zu den
Zundverzugszeiten zeigt sich auch hier bei den laminaren Flammengeschwindigkeiten, dass
die Temperatur den grofiten Einfluss hat. Eine Absenkung der SOFC-Abgastemperaturen
von 1073 K auf 873 K wiirde eine Absenkung der laminaren Flammengeschwindigkeiten
von bis zu 70% verursachen. Generell ldsst sich bei der Betrachtung der Gegeniiberstellung
in Abb. 3.8 festhalten, dass die laminaren Flammengeschwindigkeiten nach links Richtung

mageren Bedingungen stérker abfallen, als nach rechts in die brennstoffreiche Richtung.
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Abbildung 3.8: Vergleich der laminaren Geschwindigkeiten bei Volllast (BL) und Teillast
(PL) unter Verwendung von Li et al. (2007) [143].

Die héchsten Flammengeschwindigkeiten erreichen die SOFC-Abgase iiberwiegend bei
brennstoffreichen Bedingungen mit einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ ~ 1,4. Lediglich
bei 1bar und 1073 K ist befindet sich die hochste Flammengeschwindigkeit bei mageren
Bedingungen von ca. ¢ = 0,4. Diese maximalen laminaren Flammengeschwindigkeiten
bei tiberwiegend brennstoffreichen Bedingungen mit ¢ ~ 1,4 bei der Verbrennung von
SOFC-Abgasen stimmen sehr gut mit dem Maximum bei der Verbrennung von reinem

Wasserstoff in Abb. 2.4 aus Kap. 2 tiberein.

Die laminaren Flammengeschwindigkeiten von reinem Wasserstoff sind geméf3 Abb. 2.4
aus Kap. 2 um bis zu 6-mal hoher als bei der Verbrennung von reinem Methan. Dies
deckt sich mit Untersuchungen von Brower et al. [23], die bei verschiedenen Driicken
und Temperaturen einen Unterschied in der laminaren Flammengeschwindigkeit von bis
zu einer Groflenordnung feststellen. Vor diesem Hintergrund und der Tatsache, dass das
SOFC-Abgas nur zum geringsten Teil aus dem hochreaktiven Wassertoff besteht, wer-
den in Abb. 3.9 die laminaren Flammengeschwindigkeiten bei Volllastbedingungen unter
Verwendung von Methan und SOFC-Abgasen bei unterschiedlichen Driicken und 1073 K
miteinander verglichen. Die laminaren Flammengeschwindigkeiten in Abb. 3.9 unter Ver-
wendung von SOFC-Abgasen sind zwar immer noch wesentlich héher als die von Methan,
jedoch nur noch um etwa den Faktor 3,5. Der Vergleich in Abb. 3.9 zeigt, dass die la-

minaren Flammengeschwindigkeiten der SOFC-Abgase gegentiber Methan eine deutliche
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Konstanz bei Verinderungen im Aquivalenzverhéltnis aufweisen. Dariiber hinaus weisen
die SOFC-Abgase eine wesentlich hohere Sensitivitdt gegeniiber Druckinderungen auf.
Dies bedeutet, dass die laminaren Flammengeschwindigkeiten im atmosphérischen Priif-
stand unter Verwendung von Methan ndher an dem Verhalten unter Turbinenbedingungen
sind, als dies bei SOFC-Abgasen der Fall sein wird.

s,/ m/s

Abbildung 3.9: Einfluss der Druckskalierung auf die laminaren Flammengeschwindigkei-
ten und Vergleich mit Methan bei 1073 K; berechnet mit dem Mechanis-
mus GRI-Mech 3.0 [220].

In den folgenden Abschnitten werden verschiedene Brennkammersysteme betrachtet,
die zum Teil aus der Gasturbinenverbrennung mit vorwiegend fliissigen oder gasformi-
gen Kohlenwasserstoffen als Brennstoffe stammen. Zusammen mit Erfahrungswerten aus
der Gasturbinentechnik, lasst der Vergleich in Abb. 3.9 einen einfachen aber schnellen
Riickschluss auf eventuell zu erwartende Risiken gegeniiber Flammenrtickschlag in den

betrachteten Brennkammerkonzepten unter Verwendung von SOFC-Abgasen zu.

3.2.2 Festlegung der Evaluations-Parameter

Um die verschiedenen Brennkammerkonzepte aus der Brennstoffzellen- und Gasturbi-
nentechnik zu evaluieren werden verschiedene Parameter definiert. Diese Bewertungs-
Parameter sind von den in Kap. 3.1 genannten Anforderungen an das zu entwickelnde

Brennkammersystem abgeleitet. Der Totaldruckverlust der Brennkammer wird nicht ex-
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plizit als Bewertungsparameter fiir die Evaluation aufgelistet. Unter der Annahme geringer
Totaldruckverluste im unteren einstelligen Prozentbereich und entsprechender Stromungs-
geschwindigkeiten wird dieser wichtige Parameter implizit iber den Bauraum berticksich-

tigt. Fiir die Evaluation verbleiben folgende sechs Parameter:

1. Bauraum (P1): Da die Brennkammer fiir einen realen Demonstrator eines Hybrid-
kraftwerks entwickelt wird und eingebaut werden soll, muss der dafiir verfiighare

Bauraum von wenigen Kubikdezimetern unbedingt eingehalten werden.

2. Komplexitidt (P2): Die Komplexitit einer Brennkammer ergibt sich zum Einen
aus der Konstruktion selbst. Entscheidend ist hierbei aus wie vielen einzelnen Bau-
teilen und vor allem unterschiedlichen Materialien sie besteht und wie aufwéindig
eine Fertigung und wie hoch die damit verbundenen Kosten sein werden. Zum An-
deren bestimmt die Regelung der Brennkammer ebenso den Grad der Komplexitét,

z.B. wenn mehrere Hauptstufen oder sogar eine Pilotierung verwendet werden.

3. Integritat (P3): Hierzu zéhlen alle Méglichkeiten, die zur Beschadigung des gesam-
ten Brennkammersystems oder der sie umgebenden Bauteile wie z.B. der Turbine
fithren konnten. Dazu zéhlt insbesondere der Flammenrtickschlag oder die Selbst-
zindung in einer Vormischzone. Auch die Gefahr abgeloster Brennkammerteile, die
zur Beschiadigung der Radialturbine fiithren konnten oder die generell hohen Tem-

peraturen von mehr als 1273 K am Turbineneintritt werden betrachtet.

4. Zuverlassigkeit (P4): Fiir die Sicherheit des Brennkammersystems gegen Flam-
menverloschen tiber den gesamten Betriebsbereich des Hybridkraftwerks ist der je-

weilige Mechanismus zur Stabilisierung der Verbrennung entscheidend.

5. Brennstoffflexibilitdt (P5): Die Brennstoffflexibilitét spiegelt die Fahigkeit des
Brennkammersystems wider, die verschiedenen Brennstoffzusammensetzungen um-
zusetzen, die aus den unterschiedlichen Zustéinden des Hybridkraftwerks von An-

fahren und Volllast bis zum Lastabwurf resultieren.

6. Druckunterschied (P6): Dieser Parameter bewertet die Eignung des Brennkam-
mersystems fiir Festoxidbrennstoffzellen mit besonderem Hinblick auf den erlaubten
Druckunterschied von maximal 50 mbar (siche Kap. 1) zwischen Kathode und An-

ode.

Zur Evaluation der jeweiligen Brennkammersysteme werden fiir jeden Parameter entwe-
der Pluspunkte fiir eine positive (+), Minuspunkte fiir eine negative (-) oder null Punkte
(@) fiir eine neutrale Bewertung vergeben. Das Konzept mit der hochsten resultierenden
Gesamtsumme aus dieser Bewertung hat das grofite Erfolgspotenzial fiir die Anwendung

in einem Hybridkraftwerk zur Nachverbrennung von SOFC-Abgasen.
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3.2.3 Evaluation von SOFC-Nachverbrennungssystemen

Uber die in SOFC-Brennstoffzellensystemen eingesetzten Brenner ist in der Literatur
bisher relativ wenig publiziert worden. Uber die Jahre hinweg wurden verschiedene tech-
nische Ausfiihrungsmoglichkeiten getestet. Dabei wurden vorwiegend nicht-vorgemischte,
meist katalytisch unterstiitzte [71, 72, 97, 162, 184, 185, 216, 225] und erst in letzter Zeit
vorgemischte Verbrennungskonzepte betrachtet [151, 247]. Rein katalytische Konzepte
ohne Vormischung finden in der Nachverbrennung von SOFC-Abgasen keine Anwendung
[46]. Hier konnte die katalytische Oberflichenreaktion in eine volumetrische Verbrennung
iibergehen, was zu einem Flammenriickschlag entlang der stochiometrischen Brennstoff-
strahnen fithren und Bauteilschiden aufgrund Wérmefreisetzung an ungewollten Stellen
verursachen kann. Die meisten der Brennerkonzepte werden in der Literatur im Zusam-
menhang mit einem Reformermodul fiir die Anwendung in PEM-Brennstoffzellensystemen
erwahnt. In der Anwendung von PEM-Brennstoffzellensystemen mit endothermen Refor-
mierungsverfahren hat der Brenner zwei Aufgaben. Zum Einen die Abgasnachbehandlung
der verbleibenden Brennstoffe im Anodenabgas und zum Anderen die Warmebereitstel-
lung fiir den Reformer [69, 83, 192, 210, 221, 258]. Die meisten nicht-vorgemischten und
katalytisch unterstiitzten Konzepte sind nur fiir die Nachverbrennung niederkalorischer
Brennstoffzellenabgase geeignet. Um fiir Auftheizvorgénge auch hochkalorische Brennstoffe
in derselben Brennkammer wie fiir die Nachverbrennung umsetzen und somit ein Bau-
teil einsparen zu konnen, werden fiir den Einsatz in SOFC-Brennstoffzellensystemen in
jingster Zeit vorwiegend vorgemischte und nur teilweise nicht-vorgemischte Konzepte mit
Brennstoffstufung entwickelt. Neben niedrigen Emissionen liegt der Fokus hierbei immer

auf einer hohen Brennstoffflexibilitiat bei gleichzeitig hoher Zuverlédssigkeit und Sicherheit.

3.2.3.1 Vorgemischte Verbrennung in porosen Medien

Die sogenannten IPM-Brennkammersysteme (engl.: inert porous media) stellen eine erste
Entwicklung fir ein brennstoffflexibles Brenkammersystem fiir die Anwendung in einem
SOFC-System dar [47, 92], das sowohl niederkalorische (Anodenabgas) als auch hochka-
lorische Brennstoffe (Kaltstartbrennstoff) umsetzen kann [151, 247]. Bei diesem Konzept
wird die Wéarmeleitung tiber das pordse Medium zur Warmeriickkopplung [87] und so-
mit zur Flammenstabilisierung genutzt, was gegeniiber den vorgemischten Freiflammen-
brennern einige Vorteile bietet [236]. Das aus einer Vormischzone in die pordse Matrix
einstromende Gemisch aus Oxidator und Brennstoff wird iiber Warmeleitung durch die
freiwerdende Energie der heiflen Verbrennungsabgase kontinuierlich aufgeheizt [10, 12, 54,
256]. Durch diese Warmertickkopplung und damit hoheren Temperaturen erh6hen sich die
Reaktionsraten um das 10- bis 30-fache [10, 108, 234]. Daher kénnen sogar niederkalori-
sche Brennstoffe wie zum Beispiel das Anodenabgas der Festoxidbrennstoffzelle nicht nur
vollstandig sondern auch mit geringeren Emissionswerten als bei den Freiflammenbren-

nern umgesetzt werden [22, 172]. Dartiber hinaus ermdglichen die hoheren Reaktionsraten
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kleinere und kompaktere Bauweisen der IPM-Brenner bei gleichzeitig erhohter Teillastfa-
higkeit und einer hohen Modulationsféhigkeit des Heizwertes [172]. Das porose Medium
wird in der Regel durch sogenannte gesinterte Schaumkeramiken hergestellt. Zur Her-
stellung dieser Sintermatrizen kommen verschiedenste keramische Materialien zum Ein-
satz. Neben Aluminiumoxid, Zirkonoxid oder Siliciumoxid hat sich vor allem das nicht-
oxidische Siliziumkarbid als Grundgertistmaterial durchgesetzt [14], das im Gegensatz
zum Stahl bei der Warmeleitfahigkeit ein vorteilhaftes Verhalten aufzeigt. Wahrend beim
Stahl (z.B. Haynes230) die Warmeleitfahigkeit bei Raumtemperatur von 8,9 W/(m-K) auf
ca. 28,4 W/(m-K) bei 1273 K ansteigt sinkt die Warmeleitfahigkeit des gesinterten a-SIC
von ca. 114 W/(m-K) bei Raumtemperatur auf ca. 35,7 W/(m-K) bei 1273 K [95, 174].
Insgesamt sind die Warmeleitfahigkeiten des a-Siliziumkarbid jedoch wesentlich héher als

die eines hochlegierten Brennkammerstahls.

Ein von Voss et al. [247] entwickelter feinporiger Porenbrenner auf Basis dieser gesin-
terten Nichtoxid-Schaumkeramik aus Siliziumkarbid (SSiC) ermoglicht somit eine stabile
und schadstoffarme Umsetzung von Brennstoffen unterschiedlichster Heizwerte. Nicht nur
die hohe Zuverlassigkeit (P4) als Brennkammer fiir Anodenabgase, sondern auch die viel-
seitige Einsetzbarkeit der Schaumkeramiken z.B. als Reformereinheit vor der SOFC zur
Erzeugung von Synthesegas aus Kohlenwasserstoffen [93, 112, 266] haben dazu gefiihrt,
dass sich diese Technik in der Nachverbrennung von Anodenabgasen bei zahlreichen An-
wendungen etabliert hat [172, 207, 234-236, 247].

Um die porésen Medien nicht durch Uberhitzung durch Flammenriickschlag zu be-
schadigen, werden sie stets mit einem vorgemischten Brennstoff-Luft-Gemisch betrieben.
Obwohl Djordjevic et al. [50] einen Pilotbrenner zur Stabilisierung einer Brennkammer-
hauptstufe einer stationédren Gasturbine aus porésen Medien erfolgreich entwickelten so-
wie untersuchten, stellt sich dennoch die Frage ob dieses Prinzips der Warmeriickkopplung
durch porose Medien fiir die gesamte Hauptstufe einer Gasturbinenbrennkammer geeignet
ist. Sich ablésende Teile des pordsen Medium kénnten in die Turbine gelangen und diese
erheblich beschadigen. Da es sich hierbei nur um eine fiir die Turbine moégliche Gefahr
und noch keinen Nachweis handelt und ein Flammenrtickschlag aufgrund der Vormischung
nicht ausgeschlossen werden kann, wird die gesamte Integritat der Brennkammer (P3) mit
neutral bewertet. Der Porenbrenner wird aus mindestens zwei unterschiedlichsten Mate-
rialien (Keramik und Brennkammerstahl) hergestellt. Insbesondere die relativ aufwandige
Fertigung der gesinterten Schaumkeramik fiihrt zu einer neutralen Bewertung der Kom-
plexitat (P2). Um den Druckverlust durchstromter pordser Medien berechnen zu kénnen
werden entweder Korrelationen wie z.B. die Forchheimer-Gleichung [196] oder Tabellen-
werke verwendet. Zum Ablesen aus Tabellen werden Zahlenwerte tiber die Lénge des
durchstromten pordsen Mediums, die mittlere Stromungsgeschwindigkeit und Angaben
tiber die Porengrofie benétigt. Die Porengrofie wird in der Einheit ,,pores per inches (PPI)*
angegeben, die durch eine Norm [6] festgelegt ist. Als mittlere Stromungsgeschwindigkeit

wird dabei immer die sogenannte Leerrohr-Geschwindigkeit verwendet, also die Meridian-
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Geschwindigkeit, die sich aus Griinden der Kontinuitat ohne poréses Medium einstellen
wiirde. Bei einer tiblichen Porengréfie von 2mm oder 45 PPI (pores per inches) und einer
Meridianstromung von ca. 13-14m/s wiirde pro Meter Lange ein Druckverlust von ca.
3 bar erzeugt werden. Bei einer zu konventionellen Brennkammern von Mikrogasturbinen
[214] &hnlichen Ausdehnung des pordsen Mediums von 5-10 cm, ergibe dies einen absolu-
ten Druckverlust von 150-300 mbar, was bei einem Referenzdruck von 3 bar einem relativen
Druckverlust von 5-10% entspriache. Um den relativen Druckverlust bei hochstens 2-3%
zu halten sind nach Richardson et al. [198] und Moreira et al. [171] Geschwindigkeiten
von hochstens 5-6m/s erlaubt. Der notwendige Bauraum (P1) zur Erreichung sinnvol-
ler Druckverluste wiirde demnach fast verdoppelt werden. Die hohe Warmeriickkopplung
durch Wérmeleitung fithrt zu einer sehr zuverlédssigen Verbrennung. Aus der Literatur geht
hervor, dass zwar eine gewisse Flexibilitdt der Brennkammer iiber einen relativ breiten
aber dennoch sehr begrenzten Betriebsbereich hinsichtlich dem Luft-Brennstoff-Verhéltnis
mit einem maximalen A-Verhéltnis von 1,7 besteht. Dieser A-Quotient wird aus dem ma-
ximal und minimal moglichen A\-Wert der jeweiligen Literaturstelle gebildet [14, 49, 247].
Bei zu starken Verdnderungen des Heizwertes konnte eine auf sehr magere SOFC-Abgas-
Verbrennung optimierte Brennkammer auf Basis poroser Medien tiberhitzen. Dies fiihrt zu
einer neutralen Bewertung fiir die Brennstoffflexibilitiat (P5). Die Eignung dieser Technolo-
gie fiir die Verwendung als Nachverbrennung fiir SOFC-Abgase, insbesondere hinsichtlich
einer nicht erlaubten Druckdifferenz zwischen Anode und Kathode, ist zahlreich belegt.
Die Gesamtbewertung der Verbrennung in pordsen Medien auf Basis der vorangegangenen

Erlduterungen ist in Tabelle 3.2 zusammengefasst.

Tabelle 3.2: Evaluation von Brennkammern mit porésen Medien anhand der Bewertungs-
parameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X
porose Medien z %) %] + %) + 2

3.2.3.2 Katalytische Nachverbrennung

Moé6chte man den Porenbrenner zusétzlich als Startbrenner mit Erdgas als Start-Brennstoff
verwenden, wird auf den Einsatz von Mischluft verzichtet, um ein Uberhitzen der poré-
sen Matrix und somit deren Zerstérung zu verhindern [46]. Dies fithrt unter Verwendung
von SOFC-Abgasen zu extrem mageren Brennstoff-Luft-Gemischen (A >5), die nur sehr
langsam abreagieren wiirden. Um den Abbau der SOFC-Abgase in dem pordsen Reaktor
wieder zu beschleunigen, wird das porése Medium zusatzlich mit einer katalytisch akti-
ven Schicht tiberzogen [14]. Dazu haben Marschallek et al. [159] die SSiC-Schaumkeramik
zuerst mit einem sogenannten Washcoet als Bindeglied zwischen Aktivkomponente und

Grundgeriist beschichtet und dann mit einer nicht-metallischen katalytischen Oberfla-
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che tiberzogen. Dadurch ist auch bei mageren Brennstoff-Luft-Gemischen die Zuverlas-
sigkeit wieder gegeben und der Einsatz sowohl hoch- als auch niederkalorischer Brenn-
gase in einem breiten Modulationsbereich ermdéglicht [160]. Nach Belitz et al. [14] sind
nicht-metallische Katalysatoren wie z.B. Manganoxid (MnOy) bei den fiir Festoxidbrenn-
stoffzellen ohnehin notwendigen Temperaturen von mindestens 873 K genauso effektiv
wie Katalysatoren auf Basis von Edelmetallen. Der Vorteil besteht unter anderem darin,
dass die nicht-metallischen Katalysatoren nicht nur billiger sind sondern auch wesentlich
hohere Spitzentemperaturen ertragen kénnen. Trotzdem besteht die Gefahr, dass unter
Verwendung von Erdgas als Startbrennstoff Stellen mit zu hohen Temperaturen im Ka-
talysator entstehen kénnen, entweder aufgrund des generell hohen Heizwertes gegeniiber
dem Anodenabgas oder aufgrund von stéchiometrischen Strahnen wegen unzureichender
Gemischbildung. Aufgrund der konzeptbedingt notwendigen Vormischung ist die Gefahr
eines Flammenriickschlags nicht ausgeschlossen. Aus diesen Griinden wird die Integri-
tat (P3) -analog zu den unbeschichteten porésen Medien aus dem vorigen Abschnitt-
weiterhin neutral bewertet. Einzige Anderung in der Evaluation der katalytisch beschich-
teten Schaumkeramiken verglichen mit der Bewertung der unbeschichteten Porenbrenner
in Tab. 3.2 ist die hohere Brennstoffflexibilitdt (P5), aufgrund der katalytisch aktiven
Schicht.

Tabelle 3.3: Evaluation katalytisch beschichteter Brennkammern auf Basis poroser Medi-
en anhand der Bewertungsparameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X

porose Medien,

katalytisch beschichtet 9 9 9 + + + 3

3.2.3.3 Nicht-vorgemischte, gestufe Verbrennung

Ein alternatives Konzept zur SOFC-Nachverbrennung ist die klassische Diffusionsverbren-
nung, deren jiingere Entwicklungsvarianten durch ein Stufungskonzept fiir einen breiten
Heizwertbereich erweitert wurden [71, 97]. Da die bei stochiometrischer Verbrennung
auftretenden Spitzentemperaturen, wie in Abb. 3.2 dargestellt, nicht den fiir die NO,-
Emissionen relevanten Temperaturbereich erreichen (siehe Kap. 2.1.2), kommt die nicht-
vorgemischte Verbrennung von SOFC-Abgasen definitiv in Frage. Vom Schloss et al. [209]
und Hermann et al. [97] stellen jeweils die Untersuchung eines Brennkammersystems zur
Nachverbrennung von Anodenabgasen vor. Wahrend vom Schloss et al. [209] nur die nicht-
vorgemischte Nachverbrennung fiir ein reines Brennstoffzellensystem experimentell unter-
suchen haben Hermann et al. [97] ein Brennkammersystem fiir ein gesamtes SOFC/MGT-
System mit Reaktorberechnungen betrachtet. Die Berechnungen von Hermann et al. wur-

den sowohl unter vorgemischten (PSR-Reaktor) als auch nicht-vorgemischten (PaSPFR-
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Reaktor) Bedingungen durchgefithrt, wobei sowohl niederkalorische Brennstoffzellenab-
gase fiir den stationdren Betrieb als auch hochkalorische Brennstoffe fiir das Hochhei-
zen des Systems beriicksichtigt wurden. Hermann et al. [97] schlagen abschlieBend die
nicht-vorgemischte Verbrennung vor, um die niederkalorischen Anodenabgase bei niedri-
gen Emissionen umzusetzen. Das Luft-Brennstoff-Verhaltnis bei Hermann et al. betragt
ohne Mischluft 2,3kg/kg. Gleichzeitig weisen sie jedoch darauf hin, dass die Verwen-
dung der nicht-vorgemischten Brennkammer zum Hochheizen des Systems mit hochka-
lorischen Brennstoffen wie Erdgas, aufgrund der hohen zu erwartenden Temperaturen
und somit NOx-Emissionen und Bauteilbelastungen nicht geeignet sei [97]. Um dennoch
die fiir die verschiedenen Betriebszustinde der SOFC notwendige Brennstoffflexibilitét
unter Verwendung der sicherheitstechnischen Vorteile eines nicht-vorgemischten Verbren-
nungssystems zu erreichen, haben Frenzel et al. [71] und Pianko-Oprych [185] jeweils eine
nicht-vorgemischte Brennkammer mit Stufungskonzepten auf Basis der Randbedingun-
gen eines reinen SOFC-Systems ohne angekoppelte Mikrogasturbine entwickelt [72]. Der
luftseitige Druckverlust liegt bei ca. 8-9mbar. Fiir Teillastbetrieb mit Reformat aus einem
CPOX-Reformer und Maximaltemperaturen von 1673 K zeigte der Brenner zwar nach
40h keine Materialermiidungserscheinungen [70], allerdings lésst sich daraus auch keine
Zeitstandfestigkeit ableiten.

Wird der Brennkammer von Frenzel et al. [72] SOFC-Anodenabgas als Brenngas zuge-
fithrt, wird es in der ersten Stufe, in die nur ca. 10% der Kathodenluft eingebracht werden,
vollstandig umgesetzt (A= 0,5-1,0). Wird nun fir den Hochfahr- und Abschaltprozess des
Hybridkraftwerks ein hochkalorisches und mit Formiergas verdiinnter Brennstoff wie z.B.
Erdgas verwendet, dann wird die gesamte Brennkammer in einer Fett-Mager-Stufung
ohne Quench zwischen den beiden Stufen betrieben. In der ersten Stufe verbrennt ein
Teil des Brennstoffes unter fetten und in der zweiten Stufe unter mageren Bedingun-
gen. Der hochkalorische Brennstoff wird in beiden Brennkammerstufen unter zum Teil
stochiometrischen Bedingungen verbrennen, was zu sehr hohen Bauteilbelastungen und
letzendlich auch NOx-Emissionen aufgrund der dann hohen Temperaturen fithren wird.
Daher wird der Parameter P3 fiir die Brennkammerintegritdt mit neutral bewertet. Da
die Flammengeschwindigkeiten von Erdgas bei 1073 K und 3 bar mit hochstens 3m/s ge-
geniiber denen von SOFC-Abgas mit bis zu 10m/s sehr klein sein konnen (siehe Abb.
3.9), muss die Geschwindigkeit der Stoffstrome dementsprechend niedrig ausgelegt sein.
Dies fiihrt verglichen mit den Porenbrennern und deren interner Wéarmeriickkopplung zu
sehr grofien Brennkammern [52]. Der Parameter P1 fiir den Bauraum wird daher fir die
nicht-vorgemischten Konzepte negativ bewertet. Die geringe Komplexitit (P2) der Brenn-
kammer, die hohe Zuverléssigkeit (P4) gegentiber Verloschen und die Brennstoffflexibilitét
(P5) insbesondere aufgrund der Stufung fiihren zu positiven Bewertungen der jeweiligen
Parameter in Tabelle 3.4. Eine nicht-vorgemischte gestufte Brennkammer garantiert die
Méglichkeit ohne wesentliche Druckunterschiede (P6) zwischen Kathode und Anode be-

trieben zu werden. Da der Anfahrprozess eines Kraftwerks gesetzlich zumindest noch nicht
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regelementiert wird, ist die nicht-vorgemischte Verbrennung eine vielversprechende Alter-

native fiir den Einsatz als SOFC-Nachverbrennungssystem in einem Gasturbinenkreislauf.

Tabelle 3.4: Evaluation gestufter, nicht-vorgemischter Brennkammern anhand der Bewer-
tungsparameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P55 P6 X

nicht-vorgemischt,

cestuft - + 2  + + + 3

3.2.4 Evaluation von Gasturbinen-Brennkammern

Seit den 80er Jahren stieg der Anteil an emittierten Stickoxiden von Gasturbinen stetig an.
Daher wurde in den 90er Jahren durch die Einfiihrung gesetzlicher Stickoxidgrenzwerte ein
hoher Druck auf die Kraftwerksbranche ausgeiibt. Dies fithrte zur Entwicklung von Brenn-
kammerkonzepten mit Magervormischung bei stationdren Gasturbinen [4], deren stetige
Weiterentwicklung bis heute andauert. Nach LeFebvre [140] ist die mager-vorgemischte
Verbrennung die einzige Moglichkeit um Stickoxidemissionen im einstelligen ppm-Bereich
zu erhalten. Die Verbrennung in einer mager-vorgemischten Brennkammer lasst sich mit
Hilfe von Scherschichten stabilisieren [65, 230]. Eine Moglichkeit solche Scherschichten
zu erzeugen bieten z.B. drall- oder jet-stabilisierte Brennkammern. Bei beiden Stabili-
sierungskonzepten bilden sich Rezirkulationszonen aus, die eine Einmischung heifler Ver-
brennungsabgase in die Frischluft gewéhrleisten. Durch die Verdiinnung des Frischgases
mittels interner Abgasrezirkulation und die Vormischung werden die Spitzentemperaturen

in der Flamme und somit die Bildung thermischen Stickoxids reduziert [86].
3.2.4.1 Drall-stabilisierte mager-vorgemischte Brennkammern

Bereits 1984 wurde von ABB die erste sogenannte , Dry-Low-NOx“-Brennkammer in Be-
trieb genommen [205]. Diese erste Generation an drall-stabilisierten Vormischbrennkam-
mern hatte zwei konzeptionelle Nachteile [51]. Zum Einen war die Linge der notwen-
digen Strecke, um eine homogene Vormischung zur erreichen viel langer als bei den da-
mals tblichen Diffusionsbrennkammern. Zum Anderen bot diese Brennkammergeneration
keine ausreichende Sicherheit gegeniiber ungewollter Selbstziindung oder Flammenriick-
schlag aus der Reaktions- in die Gemischbildungszone. Da sich damals schon abzeichnete,
dass der Entwicklungstrend bei Gasturbinen in Richtung hoherer Betriebsdriicke und
Turbineneintrittstemperaturen geht wurde eine zweite Generation an ,,Dry-Low-NOx“-
Brennkammern entwickelt, um der durch diese Trendentwicklung zunehmenden Gefahr
von Selbstziindung und Flammenriickschlag gerecht zu werden.

Diese sogenannten ,EV“-Brenner [3] oder ,Conical Premix Burner® [205] nutzen den

plotzlichen Wirbelzerfall einer stark verdrallten Kernstromung als Flammenstabilisierung
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[120]. Dabei wird der Wirbelzerfall von einer aerodynamisch kontrollierten Rezirkulations-
zone in der konischen Brennkammer und nicht von einem mechanischen Flammenhalter
hervorgerufen. Aufgrund des Wirbelzerfalls ist die Stromung in dieser Region grundsatz-
lich durch hohe Scherraten und einem hohen Turbulenzgrad gekennzeichnet [109]. Durch
das Ersetzen der mechanischen Flammenhalterung wurde das Flammenriickschlagsrisi-
ko gegentiber der ersten Brennergeneration minimiert und ein zuverlassiger Betrieb iiber
den gesamten Betriebsbereich der Gasturbine ohne Verwendung von Diffusionsverbren-
nung ermoglicht [3]. Da der Bereich der Gemischbildung und der Reaktionszone durch
die Flammenstabilisierung im freien Raum aerodynamisch voneinander getrennt sind und
somit in einem Bauteil kombiniert werden kénnen, reduziert sich die Komplexitat und der
notwendige Bauraum der Brennkammer. Dadurch reduzieren sich auch die Aufenthalts-
zeiten in der Brennkammer, was insbesondere bei hohen adiabatischen Flammentempera-
turen einen positiven Effekt auf die Stickoxidemissionen hat [204]. Allerdings muss bei der
Reduktion der Aufenthaltszeit in einer Brennkammer beriicksichtigt werden, dass die che-
mischen Zeitskalen nicht unterschritten werden und somit Flammenverloschen verursacht
wird. Nach Lieuwen [145] ist das magere Flammenverloschen bei Vormischbrennkammern
grundsatzlich von der chemischen Kinetik abhangig.

Eine wesentliche Herausforderung bei Magervormischbrennkammern sind starke Ver-
brennungsinstabilitdten, die aufgrund fehlender Démpfungsmechanismen wie z.B. der Mi-
schluft auftreten konnen [145, 228]. Dabei kann eine kleine Stérung in der Verbrennung
zur Schwingungsanregung der Wérmefreisetzung fithren und so den gesamten Verbren-
nungsprozess destabilisieren [205]. Insbesondere der verbrennungsinduzierte Wirbelzerfall
(CIVB: Combustion Induced Vortex Breakdown) ist sehr anféllig gegeniiber Verdnde-
rungen der Brennstoffzusammensetzung oder der lokalen Aquivalenzverhéltnisse und ist
der haufigste Grund fiir Flammenriickschlag bei drall-stabilisierten Brennkammern [195].
Aus diesem Grund kommen drall-stabilisierte Brennkammern in Gasturbinen bisher nur
zum Einsatz, wenn der Brennstoff keinen Wasserstoff enthélt [32], da dieser die Reakti-
onskinetik wesentlich beeinflussen wiirde. Das plotzliche Auftreten eines solchen Flam-
menriickschlags, hervorgerufen durch verbrennungsinduzierten Wirbelzerfall hangt nach
Kiesewetter [122] von der rdumlichen Verteilung der turbulenten und chemischen zeits-
kalen im inneren der Wirbelstromung ab. Das aus dieser Verteilung resultierende Zusam-
menspiel zwischen Wérmefreisetzung und Wirbelzerfall ist nach Konle [125] fir diesen
Flammenfortschritt aufgrund von CIVB verantwortlich.

Eine Verbresserung der zeitlichen und raumlichen Mischungsgiite wirkt sich nicht nur
positiv auf die Stickoxidemissionen aus [194], sondern verringert auch die Anféllgikeit
der Brennkammer fiir selbstangeregte Schwingungen. Eine experimentelle Untersuchung
von Meier [164] und eine numerische Studie von Franzelli [68] deuten an, dass nicht-
perfekte Vormischungen in einer drall-stabilisierten Brennkammer die Ursache fiir eine
selbst-angeregte Schwingung durch periodische Variation des Aquivalenzverhéltnisses sein

konnen.
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Eine weitere Mafinahme zur Erhéhung der Robustheit eines Drallbrenners gegeniiber
Verbrennungsinstabilitéiten ist das Einbringen einer unverdrallten Strémung in der Bren-
nerachse. Dadurch lasst sich nicht nur die Mischung weiter verbessern sondern auch die
Position des Wirbelzerfalls kontrollieren [32, 73, 195]. Dies hat zur Folge, dass die Brenn-
kammer weniger selbst-angeregte Stromungsfluktuationen aufweist und somit auch we-
niger anfillig gegeniiber Verbrennungsinstabilitiaten ist [153, 233]. Trotz der genannten
Herausforderungen bei der Verwendung von drall-stabilisierten Brennkammern iiberwie-
gen deren Vorteile. In modernen Gasturbinen sind Drallbrenner daher immer noch das
bevorzugte Konzept, um eine zuverlassige, kompakte und hocheffiziente Verbrennung bei

geringen NOy-Emissionen zu gewéhrleisten [125].

Tabelle 3.5: Evaluation drall-stabilisierter mager-vorgemischter Brennkammern anhand
der Bewertungsparameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X

drall-stabilisiert,

. + + + + + - 4
mager-vorgemischt

Die drall-stabilisierten mager-vorgemischten Brennkammern sind die etablierte Tech-
nologie bei stationdren Gasturbinen. Einer der vielen Griinde dafiir ist die sehr hohe
Leistungsdichte und der damit verbundene geringe notwendige Bauraum (P1). Die Brenn-
kammer mit den drei wesentlichen Funktionstréigern, dem Drallerzeuger, der Mischstrecke
und dem Reaktionsraum ist relativ simpel und robust aufgebaut (P2). Wie in der vorigen
Abschnitten erlautert, wurde bei der urspriinglichen Entwicklung der drall-stabilisierten
mager-vorgemischten Brennkammern grofies Augenmerk auf die Vermeidung von Flam-
menriickschldgen und Selbstziindungen gelegt (P3). Durch die hohen méglichen Brenne-
reintrittstemperaturen und insbesondere durch die interne Rezirkulation heifler Verbren-
nungsabgase ist dieses Brennkammerkonzept besonders zuverléssig (P4) und brennstoffle-
xibel (P5). Der Brennstoff in den etablierten Konzepten der drall-stabilisierten mager-
vorgemischten Brennkammern wird tblicherweise eingediist. Es sind daher keine Erfah-
rungswerte mit vorgemischten drall-stabilisierten Brennkammern verfiigbar, die keinen
Brennstoffitberdruck zur Eindiisung bendtigen (P6). Die aufsummierte Gesamtbewertung

in Tabelle 3.5 spricht dennoch fir dieses Konzept.
3.2.4.2 Jet-stabilisierte mager-vorgemischte Brennkammern

Eine weitere Moglichkeit konvektive Warmertickkopplung [87] in einer mager-vorgemisch-
ten Brennkammer durch interne Rezirkulation zu realisieren und dadurch Flammensta-
bilisierung zu gewéhrleisten ist das jet-stabilisierte Brennerkonzept. Wie bei den drall-
stabilisierten Brennkammern spricht man auch bei den jet-stabilisierten Brennkammern

von einer aerodynamischen Stabilisierung der Flamme [55]. In beiden Fallen wird Rezir-
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kulation durch eine plétzliche Expansion des Stromungsquerschnitts indiziert. Simulta-
ne PIV/OH-LIF-Experimente von Severin et al. [217] liefern Hinweise darauf, dass der
Stabilisierungsmechanismus bei einer jet-stabilisierten Flamme auf kleine Wirbel in der

Scherschicht zwischen Jet- und Rezirkulationsstromung zurtickzufithren ist.

Die jet-stabilisierte mager-vorgemischte Brennkammer hat ihren Ursprung in der flam-
menlosen Oxidation (FLOX®), die auch als ,, MILD combustion® [36, 257], ,,High Tempera-
ture Air Combustion® (HiTAC) [86, 87], ,,confined turbulent Bunsen-type burner* [34, 39|
oder ,Lean Premixed Confined Jet Flames“ [218] bezeichnet wird. Dieses Konzept wur-
de urspringlich fiir Industriebrenner bei atmosphéarischen Arbeitsdriicken entwickelt. In
MGT-Anwendungen wird diese flammenlose Oxidation nur teilweise in Betriebspunkten

mit geringer Teillast und den entsprechend mageren Bedingungen erreicht.

Bei der jet-stabilisierten mager-vorgemischten Verbrennung wird der Brennstoff koaxi-
al in die Stromungsrichtung eingediist. Die Brennerluft und der Brennstoff werden dabei
durch diese Eindiisung in einer Mischstrecke vor Eintritt in die Brennkammer teilweise
vorgemischt. Die hohen Geschwindigkeiten der ringférmig angeordneten Diisen erzeugen
eine starke innere Rezirkulation, wodurch das eintretende Frischgas mit heiflen Verbren-

nungsabgasen verdinnt wird.

Diese hohen internen Rezirkulationsraten erzeugen eine homogene Temperaturvertei-
lung in der Reaktionszone [86], was wiederum zu sehr niedrigen Emissionen fithrt [63,
154, 211]. Sogar mit reinem Wasserstoff als Brenngas wird durch die hohen Diisen-
Geschwindigkeiten das Risiko des Flammenriickschlags signifikant reduziert [64, 133]. Ro-
diger et al. [199] und Zanger et al. 261, 262] erweiterten unterschiedliche jet-stabilisierte
Brennkammersysteme mit drall-stabilisierten Pilotstufen, um den Betriebsbereich zu erho-
hen. Fir den Einsatz niederkalorischer Produktgase aus Biomassevergasung entwickelten
Zornek et al. eine zweistufige jet-stabilisierte Turbinenbrennkammer [267-269]. Zornek et
al. passten dieses kompakte Brennkammersystem fiir niederkalorische Brennstoffe an und
testeten es erfolgreich in einem Mikrogasturbinen-Priifstand. Die niedrigen Gastemperatu-
ren von nahezu Umgebungstemperatur und das Fehlen des HoO-Anteils unterscheiden sich
jedoch stark von den Randbedingungen des SOFC-Anodenabgases. Nicht zu vergessen,
die Anforderung an das zu entwickelnde Brennersystem hinsichtlich Brennstoftflexibitét

und Anfahren des Hybridkraftwerks unter Verwendung von Erdgas.

Tabelle 3.6: Evaluation jet-stabilisierter mager-vorgemischter Brennkammern anhand der
Bewertungsparameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X

jet-stabilisiert,

. + + + + + 1%} 5
mager-vorgemischt
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Die Bewertung der jet-stabilisierten mager-vorgemischten Brennkammern ist &hnlich zu
der bei den drall-stabilisierten Konzepten. Die hohen Jet-Geschwindigkeiten fithren bei der
Anwendung dieses Konzepts nur leicht zu etwas langeren Brennkammern, da der Bereich
der flammenlosen Oxidation nicht angestrebt wird (P1). Insbesondere wenn keine weitere
Hauptstufe- oder Pilotstufe verwendet wird ist die Komplexitat (P2) der jet-stabilisierten
Brennkammer bis auf die notwendige Mischlufteindiisung extrem gering. Aufgrund der
hohen Jet-Geschwindigkeiten besteht eine hohe Sicherheit gegentiber Flammenriickschlag
(P3) in die Vormischzone. Die aus den hohen Jet-Geschwindigkeiten resultierende inter-
ne Rezirkulation stabilisiert die Flamme und wirkt dem Magerverléschen (P4) entgegen.
Von Zornek et al. [267-269] wurde nicht nur eine hohe Brennstoffflexibilitat (P5) durch
den Einsatz trockenen Holzgases als Brennstoff gezeigt, sondern auch die Eignung des
jet-stabilisierten Brennkammerkonzepts fiir den Verzicht auf Brennstoff-Eindiisung ange-
deutet. Durch die Verwendung niederkalorischen Holzgases mit relativ hohem Durchsatz
an Brennstoffvolumen in der Brennkammer, weisen die Brennkammerdiisen von Zornek et
al. im Vergleich zu herkémmlichen Erdgasdiisen stark vergrofierte Durchmesser auf. Die
grofferen Diisendurchmesser fithren zum Einen zu geringeren Druckverlusten aufgrund
geringerer Rohrreibung. Zum Anderen fithrt aber vor allem die wesentlich kleinere Quer-
schnittsaufweitung von den grofien Durchmessern auf eine etwas grofiere - die Diisen
umgebende - Mischstrecke zu wesentlich weniger Druckverlust. Der geringere Druckver-
lust aufgrund der grofleren Diisendurchmesser fiihrt allerdings auch zu einer wesentlich
schlechteren Durchmischung. Da sich hier definitiv ein Potenzial andeutet, der Funktions-

nachweis aber noch erbracht werden muss wird Parameter P6 neutral bewertet.

3.2.4.3 RQL-Brennkammern

Eine weitere Alternative fiir niedrige Stickoxid-Emissionen bietet die Fett-Mager-Stufung,
das sogenannte RQL-Konzept (Rich burn, Quick quench, Lean burn) [141]. In den 80er
Jahren beauftragte die US-Umweltschutzbehorde die Firma Pratt & Whitney [186], in
einer umfangreichen Bench-Scale-Bewertung das Verbrennungskonzept mit dem hochsten
Potenzial zur Reduktion von NOx-Emissionen bei stationdren Gasturbinen zu identifizie-
ren. In dieser Studie hat sich das RQL-Prinzip gegeniiber 28 weiteren Konzepten durchge-
setzt und wurde fortan als Strategie zur Stickoxidreduktion weiterentwickelt. In den 90er
Jahren geriet dieses Konzept in das Blickfeld der National Aeronautics and Space Ad-
ministration (NASA), um auch bei Flugtriebwerken die Stickoxidemissionen abzusenken
[203].

Das Grundprinzip dieser Fett-Mager-Stufung (RQL) ist die Verbrennung in zwei Stufen.
In der ersten Brennkammerstufe wird durch Brennstoffeindiisung unter Luftmangel eine
fette Zone erzeugt (rich burn). In einer sehr kurzen Zwischenstufe werden Luftstrahlen so
eingemischt, dass der Ubergang von fetten zu mageren Bedingungen extrem schnell statt-
findet (quick quench). Die in dieser Mischungszone zwangsweise auftretenden stochiome-

trischen Verhaltnisse treten nur fiir &uflerst kurze Zeit auf und erzeugen dementsprechend
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wesentlich weniger Stickoxid-Emissionen. Der Verbrennungsprozess wird in der zweiten
Stufe unter mageren Bedingungen (lean burn) bis zum vollstandigen Brennstoffumsatz
fortgefiihrt.

Verglichen mit modernen mager-vorgemischten Brennkammern wie im vorigen Ab-
schnitt (3.2.4) gezeigt, ist bei den tiberwiegend mit gasféormigen Brennstoffen befeuerten
stationdren Gasturbinen das Potenzial zur Reduktion von Stickoxiden um eine Groflenord-
nung geringer. Deshalb kommt dieses Konzept schon seit mehr als 20 Jahren nicht mehr
im stationdren Gasturbinensektor zum Einsatz [4]. Im Gegensatz dazu sind die RQL-
Brennkammern bis heute in der Luftfahrt Stand der Technik [203]. Der Grund dafur ist
die fette Verbrennungszone (Rich burn) in der Brennkammer selbst. Zum Einen gewéhrt
diese Verbrennungszone eine vollstindige Verdampfung des fliissigen Treibstoffes unter
Vermeidung stochiometrischer Mischungsverhéltnisse wahrend der Verdampfungsphase
und somit der Entstehung sehr hoher thermischer Stickoxidemissionen. Zum Anderen
bietet sie eine sehr hohe Zuverlassigkeit der gesamten Brennkammer gegen Flammenver-
l6schen, indem die sehr stabil brennende Flamme in dieser fetten Zone unter anderem
als Pilotierung fiir den anschlieBenden mageren Brennkammerteil funktioniert. Bei sto-
chiometrischen Verhéltnissen iiberwiegt die Bildung von Stickoxiden und bei zu fetten
Bedingungen die Rufibildung [116]. Daher muss bei der Auslegung der fetten Verbren-
nungszone einer RQL-Brennkammer und somit der Festlegung des Aquivalenzverhéltnis-
ses ein Optimum zwischen Stickoxid- und Rufibildung gefunden werden, wenn Brennstoffe
mit RuBneigung zum Einsatz kommen.

Die stetig strenger werdenden Standards fiir Stickoxidemissionen der internationalen
Organisation fiir den zivilen Luftverkehr (ICAO - International Civil Aviation Organiza-
tion) sind die Basis fiir die weltweite Entwicklung gesetzlicher Grenzwerte. Daher wer-
den insbesondere im US-amerikanischen und européischen Raum grofie Anstrengungen
unternommen, die Stickoxidemissionen eines modernen Flugtriebwerks weiter stark zu re-
duzieren [1, 193]. Einer der Entwicklungsschwerpunkt sind die Injektoren, um trotz der
sogenannten Verkokungsneigung an den sehr kleinen Injektor6ffnungen [193] den Prozess
der Spraybildung und Verdampfung moglichst effizient zu gestalten. Der andere Fokus
liegt auf der Entwicklung mager-vorgemischter Brennkammern fiir Flugtriebwerke, wie
z.B. dem doppelverdrallten ringférmigen Brenner TAPS von General Electric (TAPS -
twin-annular pre-mizing swirler), der mit einem kleinen brennstoffangereicherten Pilot-
brenner ausgestattet ist [67, 169, 170].

Obwohl der langfristige Trend bei Triebwerksbrennkammern vermutlich auch hin zu
den mager-vorgemischten Brennkammern gehen wird, gibt es nach Samuelsen [203] fiir
einen kleinen Nischenbereich bei den stationdren Gasturbinen eine Entwicklung zurtick
zur Fett-Mager-Stufung [203]. Der Fokus liegt hierbei auf der maximalen Austauschbarkeit
verschiedenster gasformiger und komplexer fliissiger Brennstoffe, die mit zunehmender
Vielfalt auf dem Kraftstoffmarkt verfiigbar werden.

Da die RQL-Brennkammern konzeptbedingt eine hohe Brennstoffflexibilitat aufweisen
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wird dieser Parameter P5 positiv bewertet. Die vorwiegend in der Luftfahrt eingesetzten
RQL-Brennkammern miissen dort hohen Anforderungen wie einem geringen Bauraum
(P1), wenig Gewicht und insbesondere hoher Ausfallsicherheit (P3) und Zuverlassigkeit
(P4) entsprechen. Dieses Brennkammerkonzept erhélt daher bei diesen Parametern eben-
falls positive Bewertungen. Einen Abzug in der Bewertung gibt es beim Parameter P2
fir Komplexitat, da die Brennkammer aus drei verschiedenen Zonen besteht und eine
griindliche Auslegung notwendig ist, um das optimale Einmischen zwischen der fetten
und mageren Verbrennungszone zu gewéhrleisten. Auch der Parameter P6 fiir den Druck-
unterschied zwischen Kathode und Anode wird negativ bewertet, da fiir diese Einmischung
zwischen den Zonen ein hoher Impuls benotigt wird. Dieser Impuls, der in dem dynami-
schen Druck der einzumischenden Luft steckt und sich durch den Mischvorgang abbaut

konnte den erlaubten Druckunterschied tibersteigen lassen.

Tabelle 3.7: Evaluation der Brennkammern mit Fett-Mager-Stufung (RQL) anhand der
Bewertungsparameter 1 bis 6.

Pt P2 P3 P4 P5 P6 X
Fett-Mager-Stufung + - + + + - 2

3.2.4.4 Trapped-Vortex-Brennkammern (TVC)

Fir die Luftfahrt wurde in den 90er Jahren ein Brennkammerkonzept fiir den Einsatz
in Scramjets konzipiert, das fiir supersonische Stromungsgeschwindigkeiten geeignet ist
[15, 16]. Das Prinzip dieser sogenannten Trapped-Vortex-Brennkammern beruht darauf,
dass ein in einer Kavitéit eingeschlossener Wirbel als Pilotlamme fiir die gesamte mager-
vorgemischte Brennkammer dient. Die Kavitéat ist dabei so konzipiert, dass sich eine stabile
Rezirkulation heifiler Verbrennungsabgase ausbilden kann [222]. Durch die Einmischung
heifler Abgase aus der Rezirkulation in dieser Kavitdt kann die Flamme in der mager-
vorgemischten Hauptstromung stabilisiert werden [265]. Trapped-Vortex-Brennkammern
haben nach Lieuwen [146] den Vorteil, dass die eingeschlossenen Wirbel wesentlich stabiler
sind und weniger zu Oszillationen fithren. Da dieses Konzept hohe Stromungsgeschwindig-
keiten zuldsst ist der Einsatz von Synthesegas mit einem Volumengehalt von bis zu 60%
Wasserstoff moglich. Der Flammenriickschlag in die Vormischzone aufgrund der viel h6he-
ren Flammengeschwindigkeiten des wasserstoffreichen Synthesegases wird durch die hohen
Stromungsgeschwindigkeiten verhindert [222]. Bereits in den 2000er Jahren wurden fiir die
Anwendung in stationdren Gasturbinen erste Konzeptgenerationen entwickelt [222, 265].
Das Trapped-Vortex-Konzept lasst sich dabei sowohl als rein mager-vorgemischte, als auch
als RQL-Variante ausfithren. Bei der erdgasbetriebenen mager-vorgemischten Variante mit
einem Totaldruckverlust im Bereich von 4%-5% und einstelligen NOx-Emissionen von Ed-

monds et al. [56] finden sich auch im eingeschlossenen Wirbel Brennstoff-Luft-Verhéaltnisse
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unter mageren Bedingungen. Im Gegensatz dazu kombiniert die RQL-Brennkammer der
US-Firma General Electric (GE) fiir die Anwendung hochkalorischer Brennstoffe in einem
Flugtriebwerk [33] die Vorteile in der Brennstoffverdampfung und Zuverléssigkeit aus der

Fett-Magerstufung mit der hohen Flammenstabilitat der Trapped-Vortex-Konzepte.

Tabelle 3.8: Evaluation der Trapped-Vortex-Brennkammern anhand der Bewertungspa-
rameter 1 bis 6.

P11 P2 P3 P4 P55 P6 X
Trapped-Vortex + %] %] + + & 3

Die exakte Auslegung der Kavitdten, um eine stabile Ausbildung der eingeschlossenen
Wirbel zu gewahrleisten erhoht die Komplexitét der Brennkammer etwas. Durch Verzicht
auf Mischlufteindiisungen konnte die Komplexitit jedoch wieder etwas reduziert werden.
Die Mischluft konnte in die Achse der Brennkammer so eingebracht werden, dass sie von
einer mit Brennstoff mager-vorgemischte Ringstromung umgeben wird, deren Verbren-
nung durch an der Auflenseite der Brennkammer liegende Kavitéten stabilisiert wird. Da
es sich hierbei lediglich um eine Idee handelt wird der Parameter P2 fiir die Komplexitét
nur mit neutral bewertet. Bauraum (P1), Zuverlassigkeit (P4) und Brennstoffflexibili-
tat (P5) werden aufgrund der hohen méglichen Leistungsdichten der Brennkammer und
der Stabilisierung mittels intern-rezirkulierter Abgase positiv bewertet. Da die Kavita-
ten in denen sich die eingeschlossenen Wirbel ausbilden im Grund nichts anderes als
mechanische Flammenhalter darstellen, konnen Bauteilschiden an thermisch zu hoch be-
anspruchten Stellen nicht ausgeschlossen werden. Die Gefahr des Flammenriickschlags ist
ahnlich wie zu den mager-vorgemischten Brennkammern relativ gering weshalb die Inte-
gritdt (P3) insgesamt mit neutral bewertet wird. Der Parameter Druckunterschied (P6)
wird mit neutral bewertet, da Trapped-Vortex-Brennkammern auch im RQL-Modus be-
trieben werden konnen und dann eher auf eine Eindiisung verzichtet werden kann, ohne
dass mit Flammenankerung direkt an der Brennstoffdiise und daher Bauteilschaden ge-
rechnet werden muss. Umgekehrt zu den klassischen RQL-Brennkammer mischt bei den
Trapped-Vortex-Brennkammern im RQL-Betrieb das fette Gemisch aus den eingeschlos-
senen Wirbeln in die Kernstromung ein. Ein Nachweis hieriiber miisste allerdings noch

experimentell erbracht werden.
3.2.4.5 Nicht-vorgemischte Verbrennung mit Mikromischungskonzepten

Die Anwendung der klassischen Diffusionsverbrennung mit seinen inhérent hohen Sickoxi-
demissionen in stationdren Gasturbinen oder Flugtriebwerken wurde schon langst von den
mager-vorgemischten oder den RQL-Brennkammern verdrangt. Um bei der Verwendung
von reinem Wasserstoff den immensen Vorteil von nicht-vorgemischten Brennkammern ge-

geniiber Flammenriickschlag bei gleichzeitig niedrigen NOx-Emissionen nutzen zu kénnen
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werden sogenannte Mikromischungskonzepte entwickelt [41, 74, 227]. Der Trick besteht
darin, die Warmefreisetzungszone der Wasserstoffflamme zu miniaturisieren und durch
viele einzelne Flammen mit wesentlich geringerer Dimension zu ersetzen. Da die Aufent-
haltszeit in einer der Miniatur-Flammen sehr viel kleiner als in einer einzigen groflen War-
mefreisetzungszone ist, sind die Stickoxidemissionen der gesamten Brennkammer trotz
stochiometrischer Verbrennung dramatisch reduziert [7]. Um die Miniaturisierung zu rea-
lisieren, werden eine Vielzahl an Wasserstoffinjektoren und Lufteinldssen snebeneinander
so angeordnet, dass eine schnelle und intensive Mischung stattfinden kann [7]. Die Mikro-
Flamme stabilisiert jedoch in unmittelbarer Ndhe zu den Brennkammerbauteilen, was
deren Lebensdauer erheblich herabsetzen kann. Ein weiterer Nachteil besteht in den ho-

hen erforderlichen Versorgungsdriicken von Wasserstoff von bis zu 150 bar [157].

Tabelle 3.9: Evaluation nicht-vorgemischter Brennkammern mit Mikromischungskonzep-
ten anhand der Bewertungsparameter 1 bis 6.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X

nicht-vorgemischt,

mit Mikromischung i i g + + 9 0

Die ungeschlagenen Starken der nicht-vorgemischten Verbrennung liegen eindeutig in
der Sicherheit gegeniiber Flammenriickschlag und Selbstziindung. Da die Flammenanke-
rung aber unmittelbar am Ort der Mischung stattfindet sind sehr hohe Bauteilbelastun-
gen, insbesondere bei hoheren Anteilen von Wasserstoff im Brenngas wie z.B. beim Last-
abwurf zu erwarten. Der Parameter Brennkammerintegritit (P3) wird daher mit neutral
bewertet. Nicht-vorgemischte Brennkammern weisen einen breiten stabilen Betriebsbe-
reich (P4) und eine relativ hohe Brennstoffflexibilitdt (P5) auf, da konzeptbedingt stets
ein Bereich mit stochiometrischen Verhéltnissen und somit hochsten Reaktivitiaten ge-
wahrleistet ist. Die Miniaturisierung der Flammenzone hat zur Folge dass sich sowohl
die Komplexitét (P2) aufgrund einer Vielzahl an Injektoren als auch der Bauraum (P1)
erheblich vergroflern. Die Bewertung fiir diese Parameter féllt daher negativ aus. Die
Brennkammern mit Mikro-Mischung wurden urspriinglich fiir die Anwendung von Was-
serstoffverbrennung in Gasturbinen entwickelt, wofiir teilweise extrem hohe Brennstoff-
Versorgungsdriicke notwendig sind. Da nicht geklért ist, ob diese Brennkammern auch
ohne hohen Brennstoffversorgungsdruck funktionieren wird der Parameter P6 fiir den

Druckunterschied neutral bewertet.
3.2.4.6 Katalytische Oxidation

Die katalytische Oxidation war vor 30 Jahren prinzipiell eine vielversprechende Alterna-
tive zur Fett-Mager-Stufung und Magervormischung bei Brennkammern in stationaren

Gasturbinen. Dieses Verbrennungsprinzip darf nicht mit der katalytischen Nachbehand-
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lung verwechselt werden, wie sie im Automobilbereich zur Anwendung kommt [116]. Der
grofle Nachteil bei der katalytischen Verbrennung ist die niedrige Lebensdauer der kata-
lytisch aktiven Schicht, insbesondere bei den seit Jahrzehnten immer hoher werdenden
Brenner- und Turbineneintrittstemperaturen [140]. Diese katalytisch aktive Schicht be-
steht in der Regel aus Edelmetallen wie Platin (Pt) oder Palladium (Pd). Da diese Ele-
mente bereits bei 1500K verdampfen sollte ein Edelmetallkatalysator nicht oberhalb einer
Temperatur von 1300 K betrieben werden [116]. Um einer Zerstorung des Katalysators
durch stochiometrisch brennende Strahnen vorzubeugen, miissen Brennstoff und Luft wie
bei den mager-vorgemischten Brennerkonzepten homogen gemischt sein. Durch sorgfaltige
Optimierung der Mischer lassen sich geringste Schwankungen der Verbrennungstempera-
tur von weniger als 3K durch abweichende Aquivalenzverhéltnisse erreichen [176]. Bei
groflen, modernen Gasturbinen mit gekiihlten Schaufeln sind die Turbineneintrittstempe-
raturen von bis zu 1.800 K mittlerweile so hoch, dass hier definitiv keine Katalysatoren
fir die Unterstiitzung der Verbrennung vor der Turbine verwendet werden konnen [4].

Im Bereich der Mikrogasturbinen besteht weiterhin eine wenn auch nur sehr kleine
Chance auf den Einsatz katalytischer Verbrennungskonzepte. Die Materialgrenzen der in
den Mikrogasturbinen verbauten Radialturbinen bestimmen die maximal moglichen Tur-
bineneintrittstemperaturen von ca. 1300 K. Aufgrund der kleinen Baugrofie der Turbine
lassen sich hier keine Kiihlkonzepte wie bei den groflien Axialturbinen applizieren und da-
her nur weitaus geringere Turbineneintrittstemperaturen realisieren. Nickolas et al. [175]
und Yee et al. [259] haben Feldtests an unterschiedlichen Gasturbinen durchgefiihrt, in
denen jeweils katalytische Brennkammermodule mit verbessertem Katalysatormaterial
zum FEinsatz kamen. Die dort verwendeten Brennkammermodule sind in ihren Bauwei-
sen denen der katalytisch beschichteten Porenbrennern aus Kap. 3.2.3.2 sehr ahnlich. Bei
den Demonstrationen mussten jeweils Vorbrenner verwendet werden, um die Gasturbinen
anzufahren und die Mindesttemperaturen der verwendeten Katalysatoren von ca. 753 K
bei schnell wechselnden Betriebspunkten tiber einen breiten Betriebsbereich zu gewahr-
leisten. Der Totaldruckverlust der Brennkammer bei den Versuchen von Nickolas et al.
[175] betrug zwischen 3,8% und 4,5%.

Eine Variante der vollstandigen katalytischen Oxidation ist die katalytisch ,unterstiitz-
te Verbrennung®. Hierbei werden ca 20%-50% des Brennstoffs im Katalysator umgesetzt,
ohne die kritischen Temperaturen zu iiberschreiten. In einer anschlieBenden Zone wird
der Restbrennstoff eingebracht, um schliefllich die erforderliche Turbineneintrittstempe-
ratur durch eine Gasphasenverbrennung zu erhalten [116]. In dieser Variante fungiert der
Katalysator jedoch ausschliellich als Pilotbrenner und hat daher wenig Einflufy auf die
Stickoxidbildung in der anschliefenden Gasphasenverbrennung.

Der Brennstoffumsatz bei der katalytischen Oxidation findet an den Oberflachen einer
mit katalytisch aktiven Edelmetallen beschichteten Brennkammer statt. Um eine mog-
lichst grofle Oberfldche zu erhalten werden -wie in der Katalysatortechnik tiblich- porose

Medien verwendet. Um den Totaldruckverlust iiber die Brennkammer trotzdem im Rah-
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men zu halten muss diese entsprechend grofl ausgefiihrt werden (P1), damit die durch die
Versperrung des porosen Materials resultierende Erhéhung der Stromungsgeschwindig-
keit gegeniiber einer Brennkammer mit volumetrischer Verbrennung wieder ausgeglichen
werden kann. Fiir neue Katalysator-Materialien miissen Mindesttemperaturen wéahrend
des Anfahrens der Turbine und wiahrend schneller Lastwechsel gehalten werden, weshalb
Vorbrenner zum Einsatz kommen. Die dadurch wesentlich erhohte Komplexitat (P2) wird
daher negativ bewertet. Aufgrund der fir katalytische Materialien grenzwertigen Austritt-
stemperaturen der Mikrogasturbinenbrennkammern von ca. 1273 K und der Unsicherheit
der Mischungsqualitat bei den verschiedenen Brennstoffzusammensetzungen und Volu-
menstrome und den daraus potentiell moglichen stochiometrischen Strahnen wird die
Brennkammerintegritat (P3) mit neutral bewertet. Nach Joos [116] ist die Zuverldssigkeit
(P4) einer katalytischen Brennkammer unter schnell wechselnden Betriebsbedingungen
derzeit noch nicht nachgewiesen, aber auch nicht ausgeschlossen. Unabhangig von der
Giite der Vormischung sind katalytische Brennkammern prinzipbedingt sehr brennstoff-
flexibel (P5). Die Eignung von katalytischen Brennkammern fiir die Anwendung in der
Brennstoffzellentechnik wurde bereits in den vorigen Abschnitten bei der Bewertung der
Brennkammerkonzepte aus der Brennstoffzellentechnik gezeigt (P6). Die resultierende Ge-

samtbewertung zeigt Tabelle 3.10.

Tabelle 3.10: Evaluation der katalytischen Oxidation anhand der Bewertungsparameter 1
bis 6.

P11 P2 P3 P4 P55 P6 X
Katalytische Oxidation - - 1% %] + + 0

3.2.4.7 Langsame Oxidation

Eine Alternative fiir die Verbrennung in Gasturbinenanwendungen bietet die langsame
Oxidation oder ,gradual oxidation“ [36, 53]. Um diese Art von Oxidation zu Erhalten
miissen nach Cavaliere et al. [36] zwei Voraussetzungen erfiillt sein. Erstens muss die Ein-
lasstemperatur der Reaktanten in die Brennkammer hoher als die Selbstziindtemperatur
der Gesamtmischung sein. Fiir die im SOFC-Abgas vorkommenden Brenngase Wasser-
stoff und Kohlenmonoxid sowie eventuell zuzufeuerndem Erdgas oder Methan betragen
die Ziindtemperaturen maximal 893 K (Methan': 873 K , Kohlenmonoxid?, Wasserstoff*:
833 K). Zweitens muss der Temperaturhub durch die freiwerdende Energie wiahrend der
Oxidation geringer sein als die Selbstziindtemperatur des Gemisches. Mit anderen Worten,
wahrend der Oxidation finden zwar chemische Reaktionen aufgrund des Ubersteigens der

Zindtemperatur statt, doch aufgrund des zu geringen Temperaturhubs kann sich keine

!Sicherheitsdatenblatt der Linde Gruppe fiir Methan.
2Sicherheitsdatenblatt gemifi RL 1907/2006/EG (REACH): 893 K fiir Kohlenmonoxid von Air Liquide.
3Sicherheitsdatenblatt der Linde Gruppe fiir Wasserstoff.
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stabile Flammenfront ausbilden, bzw. findet Flammenverloschen statt. Dies fiihrt zu einer
sehr langsamen Oxidation, der sogenannten , gradual oxidation®. Der Elektrolyt der SOFC
wird erst ab 873 K fiir Sauerstoffionen leitfahig und die Auslegungstemperaturen liegen
sogar bei 1073 K. Um bei einer Temperatur der Reaktanten von ca. 1073 K (siehe Tabel-
le 3.1) die erforderliche Turbineneintrittstemperatur von Mikrogasturbinen zu erreichen,
miissen je nach Lastpunkt und Warmeverlusten Temperaturhiibe in der Brennkammer
zwischen 150 K und 300 K erreicht werden. Da die erforderlichen Temperaturhiibe niedri-
ger sind als die Ziindtemperaturen wiirde sich hier das Konzept der langsamen Oxidation
prinzipiell anbieten. Zuséatzliche Voraussetzung dafir ist allerdings ein entsprechend grofer
Reaktionsraum um die notwendigen Aufenthaltszeiten zu gewéhrleisten [5].

Bei einem rekuperierten Gasturbinenprozesses mit langsamer Oxidation, wird der Brenn-
stoff direkt vor dem Verdichter in den Luftpfad eingebracht. Die Sicherheit ist durch das
Prinzip der langsamen Oxidation gegeben, bei dem die stochiometrischen Verhaltnisse so
hoch verdiinnt sind, dass durch die Unterschreitung der Explosionsgrenzen und Ziind-
temperaturen weder Selbstziindung erfolgt noch sich eine ungewollte Flamme ausbreiten
kann. Die fiir die langsame Oxidation notwendigen Temperaturen werden erst nach dem

Rekuperator iiberschritten.

Tabelle 3.11: Evaluation der langsamen Oxidation anhand der Bewertungsparameter 1
bis 6.

Pt P2 P3 P4 P5 P6 X
Langsame Oxidation - 1%} %) 1%} 1%} + 0

Das Prinzip der langsamen Oxidation nach Cavaliere et al. [36] stellt eine sehr interes-
sante Alternative dar. Aufgrund des sehr groen Reaktionsraumes (P1), in dem die langsa-
me Oxidation stattfindet, sind héhere Wéarmeverluste zu erwarten als in einer kompakten
Brennkammer mit kleinem Reaktionsraum. Héhere Warmeverluste in einem Gasturbi-
nenprozess wiirden zu einem niedrigeren Gesamtwirkungsgrad des Gasturbinenprozesses
fithren. Beztiglich der Hohe der zu erwartenden Warmeverluste bei einem sehr grofien
Reaktionskessel fiir einen kleinen Gasturbineprozess besteht desweiteren folgende Unsi-
cherheit. Die Warmeverluste in dem Kessel konnten so hoch sein, dass der Temperaturhub
iiberméflig weit angehoben werden miisste, um die notwendige Turbineneintrittstempera-
tur trotz Warmeverlusten zu halten. Das Prinzip der langsamen Oxidation wére dann
nicht mehr gewahrleistet. Stattdessen konnte in dem dafiir nicht ausgelegten Kessel eine
konventionelle mager-vorgemischte Flamme stabilisieren. Solange bei diesem Konzept ge-
niigend hohe Temperaturen und Aufenthaltszeiten in einem ausreichend dimensionierten
Reaktionskessel vorhanden sind besteht keine Gefahr fiir unvollstandige Reaktion. Eine
hohe Zuverlassigkeit wére somit gegeben. Da fiir die langsame Oxidation noch vielfalti-

ge Funktionsnachweise notwendig sind wird der Parameter Zuverléassigkeit (P4) nur mit

94



3.2 Methodik zur Entwicklung eines brennstoffflexiblen Brennkammersystems

neutral bewertet. Bei zu viel im Brennstoff vorhandenem Wasserstoff wie z.B. beim Last-
abwurf kénnten die notwendigen Bedingungen fiir dieses Verbrennungskonzept nicht mehr
erfiillt sein. Die daraus resultierenden Unsicherheiten fiir die Gefahr von Flammenriick-
schlag und in der Brennstoffflexibilitat fithren zu einer neutralen Bewertung der Parameter
fur Flexibilitat (P5) und Integritat (P3). Die Komplexitit (P2) wird mit neutral bewertet,
da ein grofler aber simpler Reaktionskessel mit einer elektrischen Beheizung oder einem
konventionellen Startbrenner auf die notwendige Temperaturen gebracht werden muss.
Solange am Brennstoffzellenaustritt eine sofortige Mischung gewahrleistet werden kann,
ohne dass spontane Selbstziindung eintritt eignet sich dieses Konzept hinsichtlich des
Druckunterschieds (P6) zwischen Kathode und Anode hervorragend fiir den Anschluss an

eine Brennstoffzelle.

3.2.5 Konzeptfestlegung und Konzipierung

Die Bewertungen der Konzepte aus den vorangegangenen Abschnitten bestatigen, dass
derzeit kein Brennkammersystem verfiighar ist, das sowohl fiir Mikrogasturbinenprozesse
als auch fiir die Nachverbrennung von SOFC-Abgasen gleichermafien geeignet ist. Aus der
iibersichtlichen Gegentiberstellung der jeweils resultierenden Konzeptbewertungen in Tab.
3.12 sticht aus den beiden Technologiefeldern Brennstoffzellen- und Gasturbinentechnik

jeweils ein vielversprechendes Konzept hervor.

Tabelle 3.12: Gesamtergebnis der Brennkammer-Evaluation.

P1 P2 P3 P4 P5 P6 X
porose Medien %) 10/ 1% + 10 + 2

porose Medien,
katalytisch beschichtet

nicht-vorgemischt,
gestuft

drall-stabilisiert,
mager-vorgemischt

jet-stabilisiert,
mager-vorgemischt

Fett-Mager-Stufung + - + + + - 2

Trapped-Vortex + %) %] + + %) 3

nicht-vorgemischt,
mit Mikromischung

Katalytische Oxidation - - %} %} + + 0

Langsame Oxidation - 1%} %] %) 1%} + 0
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Aus dem Bereich der Gasturbinentechnik erscheint mit einer Gesamtbewertung von
5 aus maximal 6 moglichen Punkten, das jet-stabilisierte Brennkammerkonzept als das
vielversprechendste. Demgegeniiber stehen die bereits etablierten nicht-vorgemischten, ge-
stuften Konzepte zur Nachverbrennung von SOFC-Abgasen. Die adiabatischen Flammen-
temperaturen bei der Umsetzung der SOFC-Abgase sind nach Abb. 3.2 weitaus gerin-
ger, als bei der Verwendung von Erdgas. Aus diesem Grund ist bei einer stochiometri-
schen Verbrennung von SOFC-Abgasen davon auszugehen, dass im Vergleich zu einer
stochiometrischen Erdgasverbrennung nur sehr geringe Mengen an Stickoxiden entste-
hen werden. Eine potentielle Optimierung fiir die nicht-vorgemischte Verbrennung ist die
Erhohung der Zuverlassigkeit der Brennkammer und der Verringerung ihres notwendi-
gen Bauraumes durch Erzeugen eines flammen-stabilisierenden Mechanismus zur War-
mertickkopplung, z.B. mittels interner Stromungsrezirkulation. Da eine jet-stabilisierte
Brennkammer genau auf diesem Prinzip beruht, wird das Konzept fiir niederkalorische
Brennstoffe von Zornek et al. [267-269] fiir die Anwendung auf die Brennstoffzellenabgase
des Hybridkraftwerks weiterentwickelt. Das im Rahmen der vorliegenden Arbeit resul-
tierende und sowohl numerisch als auch experimentell untersuchte Brennkammerkonzept
fir die Umsetzung der SOFC-Abgase eines Hybridkraftwerks ist in Abb. 3.10 in seiner

Mischstrecke

Abbildung 3.10: Konzept des SOFC-Abgas Brennkammersystems [25, 26].
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Einbausituation in den atmosphérischen Brennkammerpriifstand dargestellt. Dieser at-
mospharische Brennkammerpriifstand wird im folgenden Kap. 4 ndher beschrieben. Um
den erlaubten Druckunterschied in der Brennstoffzelle zwischen Anode und Kathode von
maximal 50 mbar nicht zu iiberschreiten, werden Brennstoffdiisen mit einem Durchmes-
ser von 4 mm verwendet. Diese Art der Einbringung von Brennstoff und Luft mit relativ
ahnlichen Geschwindigkeiten entspricht nahezu einer nicht-vorgemischten Brennkammer.
Unterschied zu der nicht-vorgemischten Brennkammer hierbei sind jedoch die wesentlich
hoheren Stromungsgeschwindigkeiten der Brennstoff- und Luftjets, die fiir die Erzeugung
der Rezirkulationszone in der Brennkammer erforderlich sind. Dazu sind 12 solcher Brenn-
stoffdiisen ringformig angeordnet, die im Betrieb jeweils von einer Mantelstromung aus
Kathodenabgasen umgeben werden.

Die Vergroflerung in Abb. 3.10 zeigt die Mischstrecke, die so konzipiert ist, dass der
Stromungsquerschnitt der beiden Fluidstrome stets konvergent ist. So lésst sich mit kon-
struktiven Mitteln die Wahrscheinlichkeit der Ausbildung kleiner Rezirkulationsgebiete in
der Mischstrecke mit daraus eventuell resultierender ungewollter Flammenstabilisierung
stark verringern. Die Lange der Mischstrecke in Abb. 3.10 betrdgt 5 mm. Wiirde das Ge-
misch unter Volllastbedingungen bei 1073 K und einer Ziindverzugszeit von ca. 1 ms (siehe
Abb. 3.4) mit einer Jet-Geschwindigkeit von ca. 50m/s in die Brennkammer einstromen,
konnte die Lange der Mischstrecke sogar bis zu 50 mm betragen, bevor sich das Gemisch
selbst entziindet. Die hohen Jet-Geschwindigkeiten dieses Brennerkonzepts sorgen ande-
rerseits auch fiir Sicherheit gegeniiber Flammenriickschlag, da die berechneten laminaren
Flammengeschindigkeiten der SOFC-Abgase aus Abb. 3.8 weit unter diesem Niveau von
ca. 50 m/s liegen. Um die Komplexitit der Brennkammer und deren Totaldruckverlust, der
einen direkten, reduzierenden Einfluss auf den Gesamtwirkungsgrad des Hybridkraftwerks
hat moglichst gering zu halten, besteht das Brennkammersystem aus einer einzigen Stufe.
Diese ist sowohl fiir Brennstoffzellenabgase, als auch fiir die Brennstoffe zum Anfahren

des Kraftwerks wie mit Formiergas verdiinntem Erdgas geeignet.

3.2.6 Numerisches Setup

Zur Reduktion der notwendigen Rechenzeiten wird in der vorliegenden Arbeit auf den Ein-
satz der rechenintensiven LES selbst in Verbindung mit dem erwidhnten hybriden Ansatz
verzichtet. Stattdessen kommen ausschliefllich RANS-Methoden in Verbindung mit dem
k-w-SST Turbulenzmodell zum Einsatz. Die Axialgeschwindigkeiten und Temperaturen
an einem Monitorpunkt im Bereich der Warmefreisetzungszone der Brennkammer in Abb.
3.11 zeigen ein stark instationdres Verhalten. Aus diesem Grunde werden im Rahmen der
numerischen Simulationen die instationdren RANS-Gleichungen gelost.

Fiir die Simulationen kommt der Reaktionsmechanismus nach Li et al. [143] zum Ein-
satz, der mit dem OH* Mechanismus von Kathrotia [118] zur Abbildung der OH* Che-
molumineszenz erweitert wird. Des Weiteren werden ein Losungsverfahren (LUDS [264])

zweiter Ordnung und Limiterfunktionen zur Stabilisierung der Simulation nach Venka-
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Abbildung 3.11: Instationarer Verlauf der momentanen Axialgeschwindigkeit und Tempe-
ratur tiber die simulierte Zeit an einem Monitorpunkt in der Wéarmefrei-
setzungszone.

takrishnan [240] verwendet. Die instationar simulierte Zeit jeder einzelnen numerischen
Berechnung betragt dabei mindestens zwei reale Durchlaufzeiten der Brennkammer. Diese
Durchlaufzeiten lassen sich durch Berticksichtigung der von Ghirelli und Leckner [77] vor-
geschlagenen Transportgleichung zur Berechnung der lokalen Aufenthaltszeiten bestim-
men. Um die notwendige Rechenleistung weiter zu reduzieren, werden die Simulationen

auf dem in Abb. 3.12 dargestellten und vereinfachten 60°-Segment durchgefiihrt.

Oxidator (Ring)

Brennstoff
(Duse)

Abbildung 3.12: Visualisierung des Simulationsgebiets (60°-Segment) mit den dazugeho-
rigen Randbedingungen.

Dieses 60°-Segment 16st die direkte Interaktion zweier Diisen unabhéngig der periodi-

schen Randbedingungen auf. Die Diisenbewandung, die Brennkammerstirnseite, die Ka-

vitat, das Flammrohr und die Verengung am Austritt der Brennkammer sind als adiaba-
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tische Wande modelliert. Das Rechengebiet besitzt jeweils zwei ringformige Einlasse fir
den Oxidatormassenstrom (Kathodenabgas oder Luft) und den Brennstoffmassenstrom
(Anodenabgas oder Erdgas). Das Rechengebiet wird am Ende durch einen definierten
Auslass abgeschlossen. Die Randbedingungen der simulierten Betriebspunkte wie z.B.
den Volllast- und Teillastbedingungen aus Tab. 3.1 sind jeweils auf das 60°-Segment ska-
liert. Die Diskretisierung dieses 60°-Segments ist in Abb. 3.13 im Léangsschnitt durch die

Mischungszone, bestehend aus Diisen, Mischstrecke und Brennkammereintritt dargestellt.

=
I L B A 1
1 0 B

Abbildung 3.13: Darstellung der Diskretisierung des Rechengebiets in der Mischungszone.

3.2.7 Gitterstudie

Bei der Erzeugung eines diskreten Rechengebiets muss ein guter Kompromiss zwischen
notwendiger Rechenleistung und gentigend hoher Auflésung zur Gewéhrleistung von Sta-
bilitdt, Konvergenz und Genauigkeit der Simulationen getroffen werden [35]. Bei einem
zu groben Gitter konnen die Skalen des reagierenden Stromungsfeldes nicht mehr hinrei-
chend aufgeldst werden und bei einem zu feinen Gitter wéren die Rechenzeiten viel zu
hoch. Dazu wird im Rahmen einer Gitterstudie nach Celik et al. [37] und Rumsey und
Thomas [200] der Einfluss der Gitterauflosung auf die Simulation und den dadurch verur-
sachten Diskretisierungfehler fiir drei Gitter mit unterschiedlichen Feinheiten abgeschétzt.
Die fiir die Gitterstudie wesentlichen Groflen der drei untersuchten Diskretisierungen sind
in Tab. 3.13 zusammengefasst. Aus diesen Werten ergeben sich Verfeinerungsfaktoren von
rop = 1,157 und r3; = 1,151. Nach Celik et al. [37] sollten diese beiden Verfeinerungs-
faktoren r9; und r3; ungefahr 1,3 betragen. Dies wiirde jedoch zu extrem groflen Gittern
und somit zu einer sehr rechenintensiven und teuren Gitterstudie fithren. Diese Empfeh-
lung von Celik et al. [37] beruht dabei auf Erfahrungswerten und nicht auf einer formalen

Herleitung [37]. Daher wird der Kompromiss wesentlich kleinerer Verfeinerungsfaktoren
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Tabelle 3.13: Charakteristische Parameter der beriicksichtigten Gitter.

Index ¢ Gitter Knotenanzahl K; Zellenanzahl N;

1 Fein 3,0 Mio 13,7 Mio
2 Standard 2,1 Mio 8,9 Mio
3 Grob 1,5 Mio 5,8 Mio

von ca. 1,15 in Kauf genommen. In Tab. 3.14 sind ausgewahlte Parameter ¢, fiir die

verschiedenen Gitter mit Index k£ gegeniibergestellt.

Tabelle 3.14: Gitterkonvergenzindex (GCI) [37, 200] verschiedener Parameter ¢.

Ap, Rezirkulationsrate ~ CO OH* Mischungsgiite

% % ppm  mol/m3 -
01 0,703 54,25 59,84 1,71E-16 0,44
¢y 0,701 54,23 58,24 1,73E-16 0,42
O3 0,698 54,03 53,556 1,78 E-16 0,38
20,704 54,25 60,59 1,68 E-16 0,46
631 0,21 % 0,04 % 2,67 % 1,42 % 4,86 %
GCI,, 0,24% 0,01 % 158%  1,73% 6,24 %

Aus diesen Groflen lassen sich zusammen mit den Verfeinerungsfaktoren ro; und 735 die

21

fiir die Bewertung einer Gitterstudie notwendigen extrapolierten Werte ¢,

21
fein

die ungefah-
ren relativen Fehler ¢! und der Gitterkonvergenzindex GCI4L, berechnen. Die hierfiir
notwendigen Berechnungsgleichungen A.1-A.8 von Celik. et al. [37] sind im Anhang ge-

geben. Der erwidhnte Kompromiss zu kleineren Verfeinerungsfaktoren von ca. 1,15 fithrt

121

nach diesen Berechnungsgleichungen zu etwas hoheren Gitterkonvergenzindizes GCIy,;,

fiir die in Tab. 3.14 aufgefiihrten Parameter. Da sich die Werte dieser Gitterkonvergenzin-
dizes trotz geringerer Verfeinerungsfaktoren im einstelligen prozentualen Bereich befinden,
kann das Standardgitter nach der Methode von Celik et al. [37] als ausreichend diskret
bewertet werden.

Die Parameter in Tab. 3.14 werden durch Integration iiber die vier Ebenen Ej bis
E3 und des Gesamtvolumens V; berechnet. Zur Berechnung der Mischungsgiite wird die
Definition aus Gln. 3.2 verwendet. Wahrend die Lage der jeweiligen Ebenen in Abb. 3.14
dargestellt ist, wird die Zuordnung der Ebenen und des Volumens zur Berechnung der
jeweiligen Parameter in Tab. A.2 im Anhang aufgeschliisselt.

Aus den Werten in Tab. 3.14 geht tber die Berechnung der Gitterkonvergenzindizes
GCI3,, hervor, dass sowohl der Druckverlust Ap, als auch die Rezirkulationsrate eine

relativ geringe Sensitivitat gegeniiber der Gitterfeinheit aufweisen. Wesentlich empfind-
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-
Abbildung 3.14: Visualisierung der Schnittebenen Ey bis E3 und des Integrationsvolu-
mens Vj.

licher sind dagegen die CO-Emissionen, die OH* Konzentrationen und insbesondere die
Mischungsgiite mit GCI-Werten von teilweise mehr als 6 %. Denoch deuten diese Resul-

tate auf eine ausreichend hohe Gitterauflosung des Standardgitters aus Tab. 3.13 hin.

Einfluss lokaler Verfeinerungen und Prismenschichten

Mit der vorangegangenen Methode zur Untersuchung der Unabhéangigkeit einer Losung
von der verwendeten Diskretisierung lassen sich nur globale Verfeinerungen eines Git-
ters bewerten. Wesentlichen Einfluss auf die Losung einer numerischen Simulation haben
jedoch auch lokale Verfeinerungen an Orten mit starken Gradienten wie z.B. bei der
Mischung oder der Wérmefreisetzung in der Brennkammer. Dazu sind in Abb. 3.15 die
Verfeinerungen und Prismenschichten des Standard-Gitters aus Tab. 3.15 am Schnittbild

der Rechendomain entlang der Brennerachse dargestellt.

Prismen- Verfeinerung 1

schicht< \ f
\

Verfeinerung 2

vhl P e e e mmm o mm o e omm e ome mbd

Abbildung 3.15: Schematische Darstellung der Verfeinerungen und Prismenschichten des
Standardgitters.

Die Abhéangigkeit der CO Emissionen und des Totaldruckverlustes Ap; von diesen Ver-
feinerungen und der Prismenschichten ist in Tab. 3.15 tibersichtlich dargestellt. Die in
den Simulationen berechneten CO-Emissionen am Austritt der Rechendomain, sind so-
wohl auf die Prismenschichten, als auch auf die Verfeinerungen besonders sensitiv. Der
Einfluss der Prismenschichten lédsst sich auf die Ausbildung einer unterschiedlichen Re-
zirkulation und somit veranderter Bedingungen fiir die Verbrennung zurtickfithren. Die
Verfeinerung 1 in der Mischungszone in Abb. 3.15 hat offensichtlich so gut wie keinen

Einfluss auf die CO Emissionen. Anders ist das fiir die Verfeinerung 2 in der Verbren-
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nungszone, bei deren Fehlen die Abweichung gegeniiber dem Standardgitter wesentlich
grofer wird als ohne Verfeinerung 1. Den genauen Ursachen fiir dieses Verhalten wird
im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht nadher eingegangen. Betrachtet man dagegen den
Totaldruckverlust erkennt man einen starken Einfluss der Prismenschichten, deren Fehlen

ein Uberschétzen der Verluste verursachen wiirde.

Tabelle 3.15: Einfluss der Diskretisierung auf den berechneten Totaldruckverlust Ap; und
die CO-Emissionen unter Volllastbedingungen (BL).

Grob  Standard Fein modifiziertes Standardgitter
keine keine ohne
Prismen  Verfeinerung Verfeinerung 1
CO /ppm 53,55 58,27 59,84 75,26 38,79 54,27
Apy | % 0,698 0,701 0,703 0,959 0,707 0,701

Verlauf verschiedener Parameter in axialer Richtung

Der Verlauf der Rezirkulationsrate in Richtung der Brennerachse iiber die verschiedenen
Gitter ist in Abb. 3.16 dargestellt. Die Berechnung der internen Abgas-Rezirkulationsraten
wird geméfl Gl. A.12 im Anhang fiir verschiedene Integrationsebenen quer zur Stréomungs-

richtung durchgefiihrt.

60
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X
%30
o
3
20 .
Standard '\,
10 — — Fein \\'\.
Std. keine Prismen e
=-=-=Std. keine Verf.
0 = === Std. ohne Verf. 1
| | | | | | |
0 5 10 15 20 25 30 35 40
x / mm

Abbildung 3.16: Verlauf der Rezirkulationsrate AGR;,; fiir verschiedene Gitter iiber dem
Abstand zum Brennerkopf.
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Waihrend sich zwischen den verschiedenen Feinheiten (Fein, Standard, Grob) der Git-
terunabhangigkeitsstudie eine leichte Verschiebung der Lage des Maximums der Rezirku-
lationsrate zeigt, haben die fehlenden lokalen Verfeinerungen und Prismenschichten einen
wesentlich grofleren Einfluss. Die fehlende Verfeinerung selbst fithrt analog zu den ver-
schiedenen Gitterfeinheiten zu einer noch stérkeren Verschiebung des Maximums entgegen
der Hauptstromungsrichtung in der Brennkammer. Im Gegensatz dazu fithren fehlende
Prismenschichten jedoch zu einer absoluten Anderung in der Hohe der Rezirkulationsrate
selbst. Im vorliegenden Fall in Abb. 3.16 fithrt dies zu einer relativen Abweichung in der
Rezirkulationsrate von ca. 10 % gegentiber dem Verlauf mit Prismenschichten (Standard-
gitter). Es lasst sich konstatieren, dass fiir die Simulation der reaktiven Strémung in der
vorliegenden Brennkammergeometrie nicht nur die globale Gitterfeinheit sondern auch die
lokalen Verfeinerungen und die Prismenschichten bewusst gewdhlt werden miissen. Nur
so kann gewéhrleistet werden, dass die stark von der Abgasrezirkulation beeinflussten

Verbrennungsvorgénge in der Brennkammer gut widergegeben werden kénnen.

Die Reaktion OH* —— OH aus Kap. 2.4 ist fiir die Entstehung der OH* Chemolumines-
zenz mafigeblich verantwortlich. Die Annahme, dass der anteilige Abbau von OH* durch
spontane Emission eines Photons verglichen mit dem Abbau durch die druckabhéngige
Stofireaktion OH* + M —— OH + M konstant ist lasst sich dadurch rechtfertigen, dass
technische Verbrennungsprozesse in der Regel isobar ablaufen. Durch das Aufstellen des
dazugehorigen Zeitgesetzes fiir die Anderung der OH* Konzentration d(coy+)/dt iiber
die Reaktion OH* —— OH lésst sich ein quantitatives Maf§ fiir die Emission der OH*
Chemolumineszenz in Abhéngigkeit der OH* Konzentration herleiten. Es ergibt sich der

Zusammenhang

d<COH*> X Comr = Tomns Pabs — Your M ) Pabs
dt o TR T " Mow R-TC

(3.1)

In Abb. 3.17 ist der Verlauf der auf das jeweilige Maximum normierten OH* Konzen-
tration iiber der Brennerachse aufgetragen. Die einzelnen Werte entlang der Brennerach-
se werden dabei durch ebenenweise Integration der OH* Konzentration cop+ berechnet.
Sowohl die Prismenschichten als auch die unterschiedlichen globalen Feinheiten der Dis-
kretisierungen aus der Gitterstudie (Fein, Standard, Grob) zeigen einen relativ kleinen
Einfluss auf die Lage des Maximums und den Verlauf der OH* Konzentration. Anhand
des grofien Unterschiedes zwischen dem Verlauf der OH* Konzentration des Standardgit-
ters und bei der Gittervariante ohne Verfeinerung 2 aus Abb. 3.15 wird deutlich, dass der
Einfluss der Gitterfeinheit im Bereich der Verbrennungszone erheblichen Einfluss auf die
OH* Konzentration und somit die Lage entlang der Brennerachse des in der Simulation
vorausgesagten OH* Intensitdtsmaximums hat. Dies konnte auf die Verbrennung selbst
und die in der Verbrennungszone noch stattfindenden Mischungsvorgange zurtickgefiihrt
werden. Zur Bewertung dieser Mischungsvorgénge wird die sogenannte rdumliche Unge-

mischtheit Us (engl. spatial unmizedness) verwendet. Zu deren Quantifizierung existieren
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Abbildung 3.17: Verlauf der integrierten OH* Konzentration fiir verschiedene Gitter iiber
dem Abstand zum Brennerkopf.

in der Literatur verschiedene Definitionen, wie z.B. aus der planaren Messtechnik. Lis-
cinsky [149], Kroll [128] oder Dimotakis und Miller [48] verwenden hierbei die im Anhang
in Gl. A.13 aufgefiihrte Definition fiir die spatial unmizedness U zweier Fluide. Dabei gilt
Us = 0 fir eine perfekte Mischung und Us = 1 fiir vollstandig getrennte Fluidstréme.
In dieser Arbeit wird fiir die Quantifizierung des Mischungszustandes eine Mischungsgiite
M, = 1 — U, definiert und dabei fiir die Berechnung der spatial unmizedness Uy der
Variationskoeffizient verwendet, das der Definition fiir die spatial unmizedness Uy nach

Vranos et al. [248] am néchsten kommt.

Wihrend Vranos et al. [248] den Mittelwert in der jeweils betrachteten Ebene als Bezug
verwenden, wird im Rahmen dieser Arbeit die Wurzel der Varianz auf den globalen Mittel-
wert g9 bezogen. Durch den Bezug auf den globalen Wert ¢,,, wird die Vergleichbarkeit
mit anderen Betriebspunkten geschaffen und es gilt fiir die rdumliche Mischungsgiite M,

der Zusammenhang

Py (@ = cang)’

1y
M, =1-U, = 1—\/’“ =1 . (3.2)

Cavg

Fir die Variable ¢; aus Gl. 3.2 wird der zeitlich gemittelte Massenanteil Yy, des Stick-
stoffs und fiir die Variable ¢, der globale Wert des Massenanteils Yx, glonar des Stickstoffs
verwendet, der sich bei einer perfekten Mischung einstellen wiirde. Fiir die Summation
in Gl. 3.2 werden dabei ausschliellich die Werte im Rechengebiet des Frischgasstrahls
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3.2 Methodik zur Entwicklung eines brennstoffflexiblen Brennkammersystems

berticksichtigt. Dazu wird als Kriterium der Zugehorigkeit eines Diskretisierungsknotens
zum Frischgasstrahl das Aquivalenzverhaltnis ¢ verwendet, das grofer sein muss als das
globale Aquivalenzverhéltnis bei einer perfekten Mischung. Fiir die verschiedenen Diskre-
tisierungsvarianten im Rahmen der Gitterstudie ergibt sich fiir die rdumliche Mischungs-
giite M der in Abb. 3.18 dargestellte Verlauf. Es werden hierbei die in vielen einzelnen
Schnittebenen quer zum Frischgasstrahl ebenenweise integrierten rdumlichen Mischungs-
giiten auf Basis des Massenanteils Yy, des Stickstoffs entlang der Brennerachse gezeigt.
Da eine gute Mischung in der Brennkammer eine Optimierungsgrofie darstellt, ist die
Formulierung mit der Mischungsgiite M, aus Gl. 3.2 mit einem ansteigenden Verlauf fiir
die Beschreibung von Mischungsvorgangen in Brennkammern an verschiedenen Betrieb-

spunkten unmissversténdlicher.
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Abbildung 3.18: Verlauf der raumlichen Mischungsgiite fiir verschiedene Gitter iiber dem
Abstand zum Brennerkopf.

Die verschiedenen Diskretisierungen aus der Gitterstudie (Fein, Standard, Grob) mit
Prismenschichten und den Verfeinerungen im Bereich der Mischungszone am Austritt der
Brennstoffdiise und der Wérmefreisetzung in der Brennkammer (sieche Abb. 3.15) zeigen
relativ wenig Abweichungen voneinander. Es zeigt sich lediglich, dass ein grobes Gitter
schneller zu mischen scheint, da der Wert fiir die raumliche Mischungsgiite M, beim gro-
ben Gitter rascher zunimmt als beim feinen Gitter. Dies konnte mit einer Art numerisch
induzierter Diffusion aufgrund zu grober Zellen zusammenhangen. Zudem lasst sich kon-
statieren, dass die Mischungsgiite mafigeblich von der Verfeinerung im Bereich der War-

mefreisetzung beeinflusst wird. Die Prismenschichten und insbesondere die Verfeinerung
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3. BRENNKAMMERENTWICKLUNG

in der Mischungszone am Austritt der Brennstoffdiise spielen dabei eine untergeordnete
Rolle. Der Verlauf der mittleren Stromungsgeschwindigkeiten in axialer Richtung in den
Ebenen E; und E, in den Abb. A.2 und A.3 im Anhang zeigt iiber die verschiedenen Git-
terfeinheiten keine merklichen Unterschiede. Sowohl die vorangegangenen Untersuchungen
des Einflusses verschiedener lokaler Verfeinerungen und Prismenschichten auf die physi-
kalisch relevanten Groflen Abgasriickfiihrung, Mischungsgiite und OH* -Konzentration als
auch der methodische Nachweis der Unabhéangigkeit der Losung von der globalen Diskre-
tisierung bestatigen, dass das gewahlte Standardgitter fiir die Simulationen ein sehr guter

Kompromiss aus Genauigkeit und Rechenaufwand darstellt.
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4 Atmospharischer Brennkammerpriifstand

Bei der Neuentwicklung eines Verbrennungssystems empfiehlt es sich, eine friithzeitige Be-
stimmung des Betriebsbereiches in einem atmosphérischen Brennkammerpriifstand (ATM-
Priifstand) durchzufithren. Dadurch lassen sich detaillierte Parametervariationen realisie-
ren, die weit iiber den eingeschréinkten Betriebsbereich einer Mikrogasturbine hinausge-
hen. Die Massenstrome der Kathoden- und Anodenstromungen im atmosphérischen Priif-
stand sind druckskaliert, sodass eine Ahnlichkeit der Geschwindigkeitsfelder im atmosphé-
rischen Fall und unter Turbinenbedingungen gegeben ist. Da im atmosphérischen Brenn-
kammerpriifstand die Erkenntnisse iiber den Betriebsbereich eines Verbrennungskonzeptes
hinsichtlich Emissionen und Stabilitat im Vordergrund stehen, wird die Mischluft nicht
betrachtet. Diese Mischluft wird der Turbinenbrennkammer nach der Verbrennungszone
iiber mehr oder weniger grofle Einbringéffnungen zugefiihrt, um die Abgastemperatu-
ren auf akzeptable Turbineneintrittstemperaturen abzusenken. Da die Turbinenschaufeln
bei einer Mikrogasturbinenanwendung ungekiihlt sind, wird hier ein hoherer Mischluft-
anteil benotigt, damit niedrigere Turbineneintrittstemperaturen als bei herkoémmlichen
Gasturbinen mit gekiihlten Schaufeln erreicht werden. Je nach Art der Ausfithrung die-
ser Mischlufteinbringung kann ein wesentlicher Einfluss auf das Brennkammerverhalten
festgestellt werden. In der vorliegenden Arbeit wird ausschliefllich auf das Brennkam-
merverhalten ohne Mischlufteindiisung eingegangen. Dies sollte jedoch in einem anschlie-
Benden Entwicklungsprozess zur Weiterentwicklung der Turbinenbrennkammer unbedingt
berticksichtigt werden.

Das Verbrennungssystem wird experimentell auf einem von sechs Seiten optisch zugéng-
lichen atmosphérischen Prifstand charakterisiert. Abbildung 4.1 zeigt die Implementie-
rung der entwickelten SOFC-Abgasbrennkammer in den atmosphérischen Brennkammer-
priifstand. Die Stromungsrichtungen der Kathoden- und Anodenabgase bzw. der Luft und
des Brennstoffs, die der Brennkammer zugefithrt werden, sind ebenfalls in Abb. 4.1 ge-
zeigt. Die Kathodentemperatur T, wird durch Messwert-Mittelung an drei redundanten
Messsonden und die Anodentemperatur T,, durch Mittelwertbildung aus zwei Messwer-
ten ermittelt. Wahrend der statische Druck p,, im Anodenabgas aufgrund von Platzbe-
schrankungen durch eine einzige Messsonde ermittelt wird, werden fiir die Messungen des
gemittelten statischen Drucks der Kathodenstromung p.., zwei redundante Messstellen
verwendet. Abbildung 4.1 zeigt die Positionen der zugehérigen Temperatur- (Tt., Ton)
und Druckmessstellen (pea, pan) der Anoden- und Kathodenmassentrome.

Bei allen im Rahmen der vorliegenden Arbeit experimentell untersuchten Betriebspunk-

ten liegt der Anteil des dynamischen Drucks am Totaldruck bei unter 0,5%. Dies wiirde
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4. ATMOSPHARISCHER BRENNKAMMERPRUFSTAND

SOFC Kathode: N,, O,

Abbildung 4.1: Implementierung der SOFC Abgas-Brennkammer in den ATM-Priifstand
und Darstellung der Temperatur- und Druckmessstellen.

einen Anteil des dynamischen Druckes von weniger als 10% an einem fiktiven Totaldruck-
verlust von 5% tiber der gesamten Brennkammer bedeuten. Aus diesem Grund kann der
dynamische Druck wegen der Stromungsgeschwindigkeiten im Priifstand vernachléssigt
und der Totaldruckverlust direkt aus den Messwerten des statischen Druckes ermittelt
werden. Um aus diesen Messwerten den Totaldruckverlust der Brennkammer nach Glei-
chung 4.1 zu bestimmen, wird die statische Druckdifferenz zwischen der Kathode und der
Umgebung auf den Umgebungsdruck p.,p, bezogen. Dieser Umgebungsdruck p,;, wird im

Labor in der Nahe des Brennkammerprifstandes gemessen,

Aprey = Lea—Pamb 1500 (4.1)

Pamb

Um das SOFC-Nachverbrennungssystem bei atmosphéarischem Druck experimentell zu
charakterisieren, werden realistische Anoden- und Kathodenmassenstréome benotigt. Die
Beschaffung einer Festoxidbrennstoffzelle (SOFC) und Implementierung in den atmosphé-
rischen Priifstand zur Bereitstellung der entsprechenden Brenngas- und Luftbedingun-
gen wire viel zu teuer und aufwandig. Daher werden die Kathodenbedingungen, wie in
Abb. 4.2 gezeigt, durch einfaches Vorheizen eines Gemisches aus Luft und Stickstoff be-
reitgestellt. Um den Anodenmassenstrom abbilden zu kénnen verwenden Frenzel et al. [71,
72] eine Kombination aus einem Wasserverdampfer mit je einer vor- und nachgeschalteten
Erhitzereinheit. Aus Platzgriinden im Labor und am Priifstand selbst kann eine dhnli-
che Kombination zu der von Frenzel et al. jedoch nicht umgesetzt werden. Stattdessen

wurde auf Basis eines Wasserstoff-Sauerstoff-Brenners zur Ziindung von Feststoffraketen
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[89] eine kompakte Hy/Oy-Brennkammer mit CO- und CO,-Eindiisung zur Abbildung
der benétigten Anodenabgase entwickelt und konstruiert. Durch Implementierung dieser
eigenentwickelten Hy/Oq-Brennkammer (siche Abb. 4.2) in den atmosphérischen Brenn-
kammerpriifstand [214] kann das Verbrennungssystem fir SOFC-Abgase bei allen erfor-

derlichen Betriebsbedingungen charakterisiert werden.

Vorgeschaltete H,-O,-Brennkammer

~

Vorgeheizte Luft + N,

Abbildung 4.2: Atmosphérischer Brennkammerpriifstand mit vorgeschalteter Hy/Oo-
Brennkammer und Lufterhitzer.

Die Hy/Oy-Brennkammer besteht aus einem wassergekiihlten Kupfergehduse und ist in
einen Brennraum mit nahezu stochiometrischen Hy/Os-Verbrennungsverhaltnissen und
einer konstruktiv abgetrennten Mischkammer unterteilt, in der CO und CO, dazugediist
werden. Auf diese Weise kann der in Anodenabgasen sehr hohe HyO- und COs-Gehalt bei
gleichzeitig sehr hohen Temperaturen mit wenig verbleibendem Hs und CO reproduziert
werden. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird diese eigens dafiir entwickelte Hy/Oo-
Brennkammer lediglich als Infrastruktur am Priifstand betrachtet und daher nicht naher

im Detail erlautert.
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5 Ergebnisse aus Experiment und Simulation

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse aus Experiment und Simulation fiir die turbu-
lente Verbrennung von SOFC-Abgasen vorgestellt und diskutiert. Dazu wird zunéchst
eine Methode vorgestellt, die OH* Chemolumineszenz aus dem Experiment mit den
CFD-Simulationen zu vergleichen. Darauf aufbauend werden die Simulationsergebnisse
mit den vorhandenen Messwerten aus den Experimenten im Rahmen einer Validierung
verglichen, um die Aussagekraft und die Grenzen der CFD-Simulationen bewerten zu
konnen. In den darauffolgenden Abschnitten wird das im Experiment untersuchte Brenn-
kammerverhalten unter Verwendung von SOFC-Abgasen vorgestellt und zusammen mit
erganzenden Daten aus den entsprechenden CFD-Simulationen diskutiert. Dartiber hin-
aus wird die Brennstoffflexibilitat der in den vorangegangenen Abschnitten entwickelten
jet-stabilisierten Brennkammer unter Verwendung von Erdgas mit und ohne Formiergas-

bzw. Stickstoff-Verdiinnung untersucht.

5.1 Vergleichbarkeit der OH* Chemolumineszenz mit
CFD-Simulationen

Ein wichtige und charakteristische Figenschaft zur Bewertung von Verbrennungssystemen
ist zusatzlich zu den Abgasemissionen die Zone der Warmefreisetzung. Insbesondere bei
mager-vorgemischter Verbrennung ist die Kenntnis tiber die Verteilung der Warmefreiset-
zung wichtig, um instabile Verbrennungszustiande und Schadstoffemissionen zu verstehen
[138]. Ein indirektes Ma$ fir die Verteilung der Warmefreisetzung in einer Flamme ist
deren natiirliche Lichtemission, die sogenannte Chemolumineszenz. In vielfaltigen Studien
konnte gezeigt werden, dass die integralen Emissionen chemolumineszierender Spezies wie
OH* oder CH* zuverléssige Parameter fiir die integrale Warmefreisetzungsrate von Flam-
men sind [40, 88, 113]. Dartiber hinaus wurden schon zahlreiche Nachweise erbracht, dass
in laminaren Flammen die ortsaufgeloste OH* Chemolumineszenz ein Maf fiir die ortsauf-
geloste Warmefreisetzung ist [8, 94]. Eine neuere Studie von Lauer und Sattelmayer [137]
zeigt jedoch, dass sich bei einer turbulenten Flamme die rdumlich aufgeloste Warmefrei-
setzung von der Verteilung der Chemolumineszenz unterscheidet. Diesen Effekt, den auch
John und Summerfield [113] beobachteten, begrinden Lauer und Sattelmayer [137] mit
dem hohen Turbulenzgrad innerhalb der Reaktionszone der Flamme, wodurch die Chemo-
lumineszenz unterdriickt werden kann. Um den nichtlinearen Einfluss der Turbulenz auf
die Dampfung der Chemolumineszenz abzubilden, entwickelte Lauer ein Modell [136], mit

dem die turbulente Warmefreisetzung auf Basis von OH* Chemolumineszenzaufnahmen
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5. ERGEBNISSE AUS EXPERIMENT UND SIMULATION

und Stromungsfeldern aus PIV-Messungen bestimmt werden kann. Da in dieser Arbeit
zum Einen aus dem Experiment nur OH* Chemolumineszenzaufnahmen und keine Stro-
mungsfelder vorliegen und zum Anderen keine Phanomene wie Verbrennungsinstabilitdten
untersucht werden, wozu man unbedingt auf die Kenntnis der Warmefreisetzungszone an-
gewiesen wére, wird der direkte Vergleich der gemittelten OH* Chemolumineszenz (OH¥)
mit den gemittelten Konzentrationen ¢op des in den CFD-Simulationen berechneten
OH* Molekiils gemafl Gl. 3.1 aus Kap. 3.2.7 bevorzugt. In Abb. 5.1 sind die entlang
der Sichtachse (siehe Abb. 2.8) integrierten und gemittelten Ergebnisse aus der CFD des
SOFC-Volllastbetriebspunkts (BL) (siche Tab. 1.1) fir die OH* Konzentration und der

Wiérmefreisetzung gegeniibergestellt.

max

OH*-Konzentration
Warmefreisetzungsrate

X

X

L 7
(a) Con- (b) @
Abbildung 5.1: Vergleich der raumlich integrierten mittleren OH*-Konzentration und der

gemittelten Warmefreisetzung @) aus einer CFD-Simulation, normiert auf
jeweilige Maximalwerte.

z
)

Es zeigt sich, dass zwischen der in der Simulation berechneten Warmefreisetzung und
der OH* Konzentration nur ein sehr kleiner Unterschied besteht. Auf Basis der voran-
gegangenen Erlauterungen lasst sich feststellen, dass sich die OH* Konzentrationen aus
den Simulationen mit dem in Kap. 3.2.6 vorgestellten numerischen Setup sehr gut als

Vergleichsgrofie mit den gemessenen OH* Chemolumineszenzen eignen.

5.2 Validierung der CFD-Simulationen mit den

Messergebnissen

In Anlehnung an die jeweiligen Parametervariationen der Ergebnisdiskussion in Kap. 5.4

zur Untersuchung des Verhaltens unter Verwendung von SOFC-Abgasen wird in den fol-
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genden Abschnitten die Validierung der CFD-Simulationen anhand der Messergebnisse
aus dem Experiment vorgestellt. Die physikalischen Hintergriinde der im Folgenden ge-

zeigten Parametervariationen werden in den jeweiligen Abschnitten von Kap. 5.4 detail-
liert erlautert.

Validierung mit unterschiedlichen Kathodenmassenstromen

In Abb. 5.2 ist das Verhalten der Brennkammer bei drei Betriebspunkten mit unterschied-
lichen Kathodenmassenstrémen und den Aquivalenzverhéltnissen von ¢ = 0,2, ¢ = 0,4
und ¢ = 0,69 gezeigt. Dabei sind die Aufnahmen der OH* Chemolumineszenz der Be-
triebspunkte in Abb. 5.2 jeweils der raumlich integrierten OH* Konzentration aus den
entsprechenden Simulationen gegentiibergestellt. Zur Hervorhebung des Verlaufs entlang
der Hauptsromungsrichtung des Brenners ist zusatzlich der ebenenweise integrierte Ver-

lauf dieser OH* Konzentration entlang der Brennerachse dargestellt.

cemmmme==~

s

———mm———-a o

(a) ¢ = 0,20 (b) ¢ = 0,40 (c) ¢ = 0,69
Abbildung 5.2: Gegeniiberstellung der OH* Chemolumineszenz mit der OH* Konzentra-

tion aus der Verbrennungssimulation zur Validierung der verwendeten Mo-
delle, normiert auf jeweilige Maximalwerte.

Abb. 5.2(a) verdeutlicht, dass die OH* Chemolumineszenz mit den OH* Konzentratio-
nen aus den Simulationen in ihrer Form und Lage sehr treffend wiedergegeben werden
kann. Bei den anderen beiden Betriebspunkten kann lediglich festgestellt werden, dass
die im Experiment gemessenen Tendenzen von der Simulation einigermaflen zufrieden-
stellend vorhergesagt werden. Dazu gehoren die Verlagerung der Warmefreisetzungszone
in Abb. 5.2(b) naher zum Brennerkopf und die korrekte Wiedergabe der Flamme mit
hoher Intensitat an der Flammenwurzel und anschliefend verlingerter Flammenform in
Abb. 5.2(c). Sowohl die Ausdehung der Flamme in Abb. 5.2(b) als auch die Lage in
Abb. 5.2(c) stimmt dagegen nicht so gut mit den Messergebnissen tiberein.

Zur weiteren Validierung der Simulationen sind in Abb. 5.3 die Ergebnisse fiir die be-
rechneten CO-Emissionen aus den Simulationen den Messergebnissen aus dem Experiment
gegeniibergestellt. Interessanterweise weist der magere Betriebspunkt bei einem Aquiva-

lenzverhéltnis von ¢ = 0,20 aus Abb. 5.2(a) die beste Ubereinstimmung der gemessenen
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5. ERGEBNISSE AUS EXPERIMENT UND SIMULATION

und berechneten CO-Emissionen auf. Dagegen weichen die berechneten CO-Emissionen
der anderen Betriebspunkte um den Faktor fiinf bis zehn nach oben ab. Dennoch lédsst sich
mit den Simulationen die Breite des Betriebsbereichs der Brennkammer unter Variation
des Kathodenmassenstroms sehr gut abschétzen. Dasselbe gilt fiir die Vorhersage des opti-
malen Betriebspunktes hinsichtlich der CO-Emissionen. Auf Basis der vorliegenden Daten
aus den Experimenten und Simulationen lassen sich nur Vermutungen anstellen, worauf
diese Unterschiede zuriickgefiihrt werden konnten. Beispielsweise konnte die modellierte
Turbulenz in den instationdren RANS-Simulationen dazu fiihren, dass sich die berechne-
ten Stromungsfelder und somit auch die Mischungsprozesse und das Rezirkulationsgebiet

innerhalb der Brennkammer von der Realitdt mafigeblich unterscheiden.

? —&— Atmosph. Brennkammerpriifstand
400 = '| —— 3D-Verbrennungssimulation
|
300 ‘
ix
' A 4
S 200 F \ /,/
= Y e
& ol
. s
100 L \ Tl g
| ~. 7
« v 0
0\ __0’ -
0 ! ! 4>‘>‘&:‘)—4>—° ! !

0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7

¢/-
Abbildung 5.3: Vergleich der CO-Emissionen von Experiment und numerischer Simulation

in Abhingigkeit des Aquivalenzverhéltnisses ¢ bzw. des Kathodenmassen-
stroms.

Aus dem Vergleich der Ergebnisse der CFD-Simulationen mit den jeweiligen Messergeb-
nissen fiir verschiedene thermische Leistungen des Anodenabgases analog zu Kap. 5.4.3
lassen sich im Vergleich zur Variation des Kathodenmassenstroms keine weiteren Aussagen
zur Validierung ableiten. Auf einen gesonderten Vergleich von Ergebnissen aus Experiment
und CFD-Simulation zu dieser Variation wird daher verzichtet und die entsprechenden
Daten sind der Vollstiandigkeit halber im Anhang in den Abbn. A.4 und A.5 gegeben.

Validierung mit unterschiedlichen O,-Gehalten des Kathodenabgases

In Abb. 5.4 sind zur weiteren Validierung der CFD-Simulationen die Aufnahmen der
OH* Chemolumineszenz bei O,-Gehalten von 23,1%,,, 17,3%,, und 7,7%,, den jeweili-

gen rédumlich integrierten OH* Konzentration aus den Simulationen gegentibergestellt.
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Der ebenenweise integrierte Verlauf der OH* Konzentration entlang der Brennerachse ist

neben dem jeweiligen Betriebspunkt dargestellt.
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Abbildung 5.4: Abhéangigkeit der OH* Chemolumineszenz und der OH* Konzentration
vom Oy-Gehalt unter Volllastbedingungen, normiert auf jeweilige Maxi-
malwerte.

————— =

Mit abnehmendem O,-Gehalt im Kathodenabgas nimmt die Ausdehnung der OH* Si-
gnale und somit der Flamme leicht zu. Des Weiteren wéchst der Abstand des Schwerpunkts
der integralen Warmefreisetzungszone zum Brennerkopf bei niedrigeren O-Gehalten. Die
gemessenen OH* Aufnahmen kénnen durch die Simulationen zwar nicht genau wieder-
gegeben werden, die beiden eben erwdhnten Tendenzen zur Lage und Ausdehnung der

Warmefreisetzungszone werden jedoch recht gut abgebildet.
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Abbildung 5.5: Vergleich der CO-Emissionen von Experiment und numerischer Simulation
in Abhéngigkeit des Sauerstoffgehalts.
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5. ERGEBNISSE AUS EXPERIMENT UND SIMULATION

Die Gegeniiberstellung von Messungen und Simulationen in Abb. 5.4 erweckt den Ein-
druck, dass Betriebspunkte mit hohen Os-Gehalten im Kathodenabgas besser vorausge-
sagt werden koénnen. Dieser Verdacht erhértet sich beim Vergleich der aus Simulation
und Messung ermittelten und korrigierten CO-Emissionen in Abb. 5.5. Auf Basis der in
dieser Arbeit ermittelten Erkenntnisse lasst sich jedoch keinesfalls abschlieend beurtei-
len, worauf dieses Verhalten zuriickzufithren ist. Auf der einen Seite scheint die Simulation
und somit der Mechanismus bei etwas angereicherten Bedingungen grofiere Abweichungen
aufzuweisen. Auf der anderen Seite muss aber berticksichtigt werden, dass gerade bei st6-
chiometrischen Verhéltnissen die fiir die Simulation verwendeten Reaktionsmechanismen

sehr gut validiert sind.

5.2.1 Aussagekraft und Grenzen der CFD-Simulationen

Aus der Validierung in den vorigen Abschnitten geht hervor, dass die CFD-Simulation der
mageren Betriebspunkte und insbesondere bei hohen O,-Gehalten sowohl bei den CO-
Emissionen als auch bei der Lage und Form der OH* Chemolumineszenz sehr treffende
Voraussagen liefert. Insbesondere die Breite des Betriebsbereichs und die Lage des optima-
len Betriebspunktes hinsichtlich der CO-Emissionen werden durch die CFD-Simulationen
sehr gut wiedergegeben. Dennoch werden bei den weniger mageren Betriebspunkten die
Absolutwerte der CO-Emissionen teilweise um den Faktor 10 zu hoch vorausgesagt. Dem-
gegeniiber steht, dass die in der CFD-Simulation verwendeten Reaktionsmechanismen fiir
stochiometrische Bedingungen am besten validiert sind. Dies legt nahe, dass die Ursache
fiir die teilweise sehr hohen Abweichungen in den absoluten Werten der CO-Emissionen
an einer anderen Stelle als den Reaktionsmechanismen liegt. Da auch die Voraussage
der OH* Chemolumineszenzen bei den weniger mageren Betriebspunkten etwas von den
Messungen abweicht, bietet es sich an in einer anschliefenden Arbeit die Validierung an
gemessenen Stromungsfeldern fortzufithren. Des Weiteren konnte eine sehr rechenintensi-
ve Large-Eddy-Simulation (LES) einen Beitrag zur besseren Vorhersage der Mischungs-
und Verbrennungsprozesse in der Brennkammer leisten. Abschlieend lésst sich trotz allen
Abweichungen konstatieren, dass diese instationdren RANS-Simulationen ein sehr prag-
matisches Mittel fiir eine schnelle Vorhersage der Tendenzen eines Betriebsbereichs und
der Form und Lage der Warmefreisetzungszone einer Brennkammer unter Verwendung
von SOFC-Abgasen sind. Fiir den Auslegungsprozess im Anfangsstadium der Entwicklung
einer Brennkammer, in welchem vorwiegend die Kenntnis des Betriebsbereichs und des
optimalen Betriebspunkts von Interesse sind, erscheint diese Simulationsmethode folglich
als sehr zufriedenstellend. Da im Rahmen dieser Arbeit keine gemessenen Stromungsfel-
der zur Verfligung stehen, bietet es sich an, die CFD-Simulationen als zusétzliche Infor-
mationsquelle zu nutzen, um eine Idee iiber die vorherrschenden Stromungsfelder und

Mischungsvorgange zu erhalten.
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5.3 Funktionsnachweis mit SOFC-Abgasen

In diesem Abschnitt wird der Funktionsnachweis der in Kap. 3 entwickelten jet-stabilisier-
ten Brennkammer unter Verwendung von SOFC-Abgasen erbracht. Dartiber hinaus wer-
den die Evaluationsparameter aus Kap. 3 auf Basis der Ergebnisse aus Experiment und
Simulation des Volllast- und Teillastbetriebspunkts herangezogen und deren Einhaltung
iiberpriift. In Abb. 5.6 sind die gemittelten Messungen der OH* Chemolumineszenz mit
den jeweiligen Variationskoeffizienten, dem Quotienten aus RMS(OH*) und Mittelwert
des OH* Signals (OH") bei Volllast (BL)- und Teillastbedingungen (PL) gegeniiberge-
stellt. Der Variationskoeffizient ist eine statistische Kenngrofle, die im Gegensatz zum
RMS-Wert, durch Normierung auf den Mittelwert der beobachteten Groéfle ein relatives
Streuungsmaf darstellt. Der Vorteil dieser normierten Kenngrofie besteht darin, dass von-
einander unabhéngige Betriebspunkte mit unterschiedlichen Signalintensitaten (Mittel-
wert oder Erwartungswert) und Schwankungsverhalten des detektierten Signals (Varianz)

miteinander vergleichbar werden. Zur Vereinfachung der Schreibweise wird im Weiteren

die Definition RMS = RMS(OH") verwendet.
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(a) OH*BL RMS/OH*BL (C) OH*PL (d) RMS/OH*pL

Abbildung 5.6: Germttelte OH* Chemolumineszenz mit zugehorigem Variationskoeffizi-
ent (RMS/OH") bei Volllast (BL)- und Teillastbedingungen (PL), nor-
miert auf jeweilige Maximalwerte.

Die gemittelten OH* Aufnahmen in den Abb. 5.6(a) und 5.6(c) zeigen bei beiden Be-
triebspunkten ein sehr diskretes Flammenbild, mit sehr geringen Schwankungen in der
Flamme selbst, was sich in den Abb. 5.6(b) und 5.6(d) durch die geringen Werte beider
Variationskoeffizienten in der Zone der hochsten Chemolumineszenz-Intensitaten belegen
lasst. Die hochsten Werte der Variationskoeffizienten bei beiden Betriebspunkten befinden
sich in der Zone zwischen der Flamme und dem Brennerkopf und geben einen Hinweis
auf unregelméaflige, spontane Ziindungen oder lokale Flammenriickschlage. Dieser Varia-
tionskoeffizient setzt die RMS-Werte ortsaufgelost in Relation zu den jeweils gemittel-
ten OH* Signalen (RMS/OH). Da diese OH* Signale in demselben Bereich jedoch sehr
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niedrige Werte aufweisen, kann bei beiden Betriebspunkten davon ausgegangen werden,
dass eine Flammenstabilisierung, getriggert durch spontane Verbrennungsphédnomene wie
Flammenrtickschlag oder spontaner Ziindung, nicht stattfindet. Die in der Entwicklung
geforderte Integritat der Brennkammer (Parameter P3 aus Kap. 3) und insbesondere die
Sicherheit gegentiber Flammenriickschlag und Selbstziindung sind somit gegeben. Deswei-
teren fallt beim Vergleich der gemittelten OH* Signale auf, dass der Flammenschwerpunkt
bei den Teillastbedingungen in Abb. 5.6(c) deutlich weiter stromab und weiter weg vom
Brennerkopf liegt als bei den Volllastbedingungen in Abb. 5.6(a). Dies lasst sich zum
Einen mit den Erkenntnissen aus den reaktionskinetischen Betrachtungen bei Volllast-
und Teillastbedingungen aus Kap. 3 und zum Anderen mit den aus den CFD-Simulationen
ermittelten und in Abb. 5.7 gegeniibergestellten Mischungsgiiten und internen Abgasre-

zirkulationsraten beider Betriebspunkte entlang der Brennerachse erkléaren.
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Abbildung 5.7: Verlauf der Mischungsgiite M, der internen Abgasrezirkulationsrate
AGRyy und der OH* Konzentration cop= bei Volllast- (BL) und Teil-
lastbedingungen (PL).

Hierbei gilt jedoch gemafl der Validierung in Kap. 5.2.1 zu beachten, dass die zuséitz-
lichen Informationen aus den CFD-Simulationen auf Basis nicht validierter Stromungs-
felder beruhen. Hohere Temperaturen fithren gemafi Abb. 3.3 aus Kap. 3 zu deutlich
kiirzeren Ziindverzugszeiten und folglich zu einer hoheren Reaktivitidt des Gemisches.
Wie in Abb. 3.6 aus Kap. 3 gezeigt, sind diese Ziindverzugszeiten bei Teillastbedingungen
generell etwas hoher als bei Volllastbedingungen. Eine minimal hohere interne Abgasre-
zirkulation in der Brennkammer bei Volllastbedingungen, wie in Abb. 5.7 gezeigt, hat
zur Folge, dass die Temperaturen des Frischgasstrahls etwas starker aufgeheizt werden,
da mehr thermische Energie riickgekoppelt wird. Dies fiihrt tendenziell zu einer weite-
ren Erhohung der Reaktivitat des Gemisches unter Volllastbedingungen. Obwohl die Mi-

schung unter Volllastbedingungen etwas schneller stattfindet, wodurch sich das Gemisch
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lokal stérker abmagert und somit geméafl Abb. 3.8 aus Kap. 3 zu niedrigeren lamina-
ren Flammengeschwindigkeiten fiihrt, zeigen sowohl der Verlauf der auf den jeweiligen
Maximalwert normierten OH* Konzentrationen cop+ aus den Simulationen in Abb. 5.7
als auch die gemittelten OH* Aufnahmen in Abb. 5.6 einen deutlichen und tendenzi-
ell iibereinstimmenden Versatz der Lagen der Warmefreisetzungszonen bei Volllast und
Teillast. Fiir die vorliegenden Volllast- und Teillastbedingungen bedeutet dies, dass ne-
ben der Temperatur, ausschliellich die anliegenden Zusammensetzungen der Anoden- und
Kathodenabgase, abhéngig vom jeweiligen Betriebspunkt, entscheidend fiir die Lage der
Wairmefreisetzungszone ist.

Zur Bewertung der Emissionen hinsichtlich der gesetzlich zulassigen Grenzwerte sind die
CO-Emissionen in Tab. 5.1 gemafl des Bundes-Immissionsschutzgesetzes [27] angegeben.
Dariiber hinaus sind fiir den weiteren Funktionsnachweis die aus den Messwerten berech-
neten Totaldruckverluste Ap; iiber die gesamte Brennkammer und die Druckdifferenzen

zwischen den Brennstoff- und Luftplenen Ap,y/c, in Tab. 5.1 aufgelistet.

Tabelle 5.1: Messwerte fiir CO-Emissionen und Druckverluste bei Volllast (BL) und Teil-
last (PL).

CO Aprel,t Apan/ca
ppm % mbar

BL 797 1,55 0,50
PL 10,96 1,26 7,93

Die sehr niedrigen CO-Emissionen belegen nicht nur einen sehr guten Ausbrand der
SOFC-Abgase in der Brennkammer, sondern liegen auch noch weit unter der fiir Erdgas
geforderten Hochstgrenze von ca. 80 ppm. Der Abstand der Bedingungen in der Brenn-
kammer zur Verloschgrenze scheint bei so niedrigen CO-Emissionen in beiden Betrieb-
spunkten hoch genug zu sein, sodass die Bewertung des Parameters P4 aus Kap. 3 fiir
Zuverlassigkeit positiv ausfallt. Des Weiteren kann anhand der gemessenen relativen To-
taldruckverluste Apyey von weniger als 2% die Eignung dieser kompakten und wenig
komplexen Brennkammer fiir einen effizienten Mikrogasturbinenprozess festgestellt wer-
den. Neben den Bewertungsparametern P1 und P2 fiir den erforderlichen Brennraum und
die Brennkammerkomplexitat kann aufgrund sehr geringer Druckdifferenzen von weniger
als 8 mbar auch der Parameter P6 aus Kap. 3 fiir die Druckdifferenz zwischen Anode und
Kathode positiv bewertet werden.

Um einen Eindruck iiber das instationdre Verhalten der Flamme bei Volllastbedin-
gungen zu erhalten wird der Verlauf der Warmefreisetzung iiber die Periodendauer der
Groflen Temperatur und Axialgeschwindigkeit an einem Monitorpunkt in der Warmefrei-
setzungszone mit einer Dauer von von ca. 8 ms an zehn zeitlich dquidistanten Zeitpunken
in Abb. 5.8 dargestellt.
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(i) 90% Periodendauer (7,2 ms) (j) 100% Periodendauer (8,0 ms)

0 max

Warmefreisetzungsrate

Abbildung 5.8: Verhalten der jeweils auf den Maximalwert normierten Wéarmefreisetzung
und Darstellung der Isolinien bei Aquivalenzverhiltnissen von ¢ = 0,5
und ¢ = 1 wahrend einer Schwingungsperiode.

Hierbei lasst sich eine Schwingung in der Warmefreisetzung beobachten, die durch die
sich periodisch ablosende und wieder ausbildende dulere Rezirkulationszone in dem klei-
nen Spalt zwischen Frischgasstrahl und Brennkammerwand erzeugt wird. Auch hier ist
im Rahmen der nicht validierten Stromungsfelder zu beachten, dass diese Schwingung
auch numerisch induziert sein konnte. An dieser Stelle soll auch erwéhnt sein, dass CFD-
Simulationen mittels instationédrer RANS-Gleichungen eine weit verbreitete und gut ver-

standene Methode zur Vorhersage von Stromungen ist. Gewissheit iiber die tatséchlichen
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Stromungsverhéltnisse in der SOFC-Abgasbrennkammer kénnen erst die in Kap. 5.2.1
bereits erwahnten PIV-Messungen im Rahmen zukiinftiger Studien bringen. Trotz dieser
leichten Ungewissheit ist die Bewertung dieser Schwingung im folgenden Abschnitt von
Vorteil, da sich anhand der Darstellung in Abb. 5.8 das Bildungspotenzial von Emissionen
aufgrund eventuell vorhandener Instationaritaten der Geschwindigkeits- und Temperatur-

felder abschatzen léasst.

Dargestellt sind neben der Wéarmefreisetzung das Stromungsfeld und die Isolinien bei
Aquivalenzverhaltnissen von ¢ = 0,5 und ¢ = 1,0, wobei die Isolinie mit ¢ = 1,0 stets
stromauf und dem Frischgasstrahl zugewandt ist, da hier die Mischung schlechter ist als
stromab. Die Darstellung des Aquivalenzverhiltnisses in Zusammenhang mit der Lage der
Wiérmefreisetzung gibt einen generellen Hinweis darauf, ob es sich bei dem betrachteten
Fall um eine vorgemischte oder nicht-vorgemischte Verbrennung handelt [145]. Da sich die
Wirmefreisetzung entlang der Schwingungsperiode in Abb. 5.8 zwar dndert, aber stets im
Bereich von ¢ = 0,5 liegt, kann davon ausgegangen werden, dass eine Aussage auf Ba-
sis der gemittelten Simulationsergebnisse hinsichtlich der CO-Emissionen maoglich ist. Die
maximale Flammentemperatur aus der zeitlich aufgelosten Simulation des Volllastbetrieb-
spunktes liegt bei ca. 1630 K und damit weit unterhalb der fiir NOx-Emissionen kritischen
Temperatur von ca. 1900 K geméfi Abb. 2.3 in Kap. 2.1.2. Somit kann davon ausgegangen
werden, dass die Schwingung aufgrund des sich ablésenden dufleren Rezirkulationswir-
bels keinen wesentlichen Einfluss auf die Emissionen haben wird. Auch hierbei gilt es zu
beachten, dass die CFD-Simulationen zwar eine gute Abschéitzung des Brennkammerver-
haltens darstellen und somit wertvolle Informationen iiber die jeweiligen Strémungs- und
Mischungsverhéltnisse liefern, diese jedoch im Rahmen dieser Arbeit nicht anhand von

Messdaten validiert werden kénnen.

5.4 Untersuchung des Brennkammerverhaltens unter
Verwendung von SOFC-Abgasen

Die Experimente und CFD-Simulationen zur Untersuchung des Verhaltens der entwickel-
ten jet-stabilisierten Brennkammer fiir SOFC-Abgase basieren auf den Randbedingungen
fir die Volllast- und Teillastbetriebspunkte in Tab. 1.1 des erdgasbetriebenen SOFC/MGT-
Hybridkraftwerks. Um eine neu entwickelte Brennkammer in einem atmosphéarischen Priif-
stand zu charakterisieren, wird das Verhalten bei unterschiedlichen Luftmassenstromen,
thermischen Leistungen und verschiedenen Vorwérmtemperaturen untersucht. Im vorlie-
genden Fall der SOFC-Abgasbrennkammer macht es keinen Sinn, Temperaturen nahe
den Umgebungsbedingungen zu untersuchen, da der Elektrolyt der SOFC erst ab Tem-
peraturen von etwa 873 K ionenleitfihig wird. Wie in Abb. 3.8 gezeigt, fithrt ein Anstieg
der Temperatur von 873K auf 1073K zu einer Erhohung der laminaren Flammenge-
schwindigkeiten um den Faktor 3. Die in der vorliegenden Arbeit abgebildeten Anoden-

abgastemperaturen befinden sich im unteren Bereich bei maximal 873 K. Bezogen auf die
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laminaren Flammengeschwindigkeiten ist man daher hinsichtlich Flammenstabilitat und
somit der Zuverldssigkeit der Brennkammer auf der sicheren Seite. Dartiber hinaus werden
sich im realen Betrieb aufgrund von Warmeverlusten niedrigere Temperaturen als die Be-
triebstemperatur der SOFC einstellen und die Wasserstoff-Sauerstoff-Brennkammer zur
Abbildung der anodenseitigen SOFC-Abgase bietet keine Moglichkeit zur Temperaturre-
gelung. Auf Basis der erfolgten Charakterisierung durch Variation der Anoden- und Ka-
thodenmassenstrome kann die optimale Aufteilung von Verbrennungs- und Mischluft fiir
die Turbinenbrennkammer festgelegt werden. Darauf aufbauend werden Parameterstudien
fiir verschiedene O5-Gehalte im Kathodenabgas und verschiedene Heizwerte im Anoden-
abgas durchgefithrt. Mit dieser Sensitivitatsanalyse ldsst sich das Entwicklungsrisiko des
Hybridkraftwerks in Hinblick auf das notwendige Thermomanagment der SOFC reduzie-
ren. Abhédngig von den Warmeverlusten ab der SOFC bis zur Brennkammer des real ge-
koppelten Hybridkraftwerks werden sich unterschiedliche Brenner-Eintrittstemperaturen
ergeben. In Abhéngigkeit der an der Turbine verfiigharen Energie ergibt sich ein stabi-
ler Betriebspunkt, der mafigeblichen Einfluss auf den resultierenden Luftmassenstrom im
Verdichter hat. Abhingig von der verfiigharen Luftmenge in der SOFC und der anliegen-
den elektrischen Last wird sich ein bestimmter O,-Gehalt im Kathodenabgas ergeben.
Im Rahmen des Thermomanagements besteht prinzipiell die Moglichkeit, elektrische Lei-
stung an der SOFC zu reduzieren und zur MGT zu verlagern oder im gesamten Kraftwerk
weniger elektrische Leistung zu erzeugen. Damit kann die Betriebstemperatur der SOFC
auf einem konstanten Niveau gehalten werden. Als Resultat steigen der O,-Gehalt im

Kathodenabgas und der Heizwert im Anodenabgas.

5.4.1 Variation des Kathodenmassenstroms

Wiéhrend im Experiment der Kathodenmassenstrom variiert wird, werden die Tempe-
raturen der abgebildeten Kathoden- und Anodenabgase konstant gehalten. Da wéihrend
dieser Variation die der Brennkammer zugefithrte thermische Leistung konstant gehalten
wird, sind die Verhéltnisse in der Wasserstoff-Sauerstoff-Brennkammer zur Abbildung der
Anodenabgase wahrend der gesamten Variation konstant. Dies bedeutet, dass neben der
schon erwihnten Temperatur die Zusammensetzung des Anodenabgases, der Massenstrom
und der daraus resultierende Heizwert konstant sind. Entsprechend der Randbedingungen
in Tab. 1.1 betragt die Temperatur des kathodenseitigen Abgases unter Volllastbedingun-
gen 958 K und unter Teillastbedingungen 889 K. Die erreichten Temperaturen des vom
Wasserstoff-Sauerstoff-Brenner zugefithrten Anodenabgases liegen mit 803 K bei Volllast-
bedingungen und mit 863 K bei Teillastbedingungen bis zu 250 K unter der gegebenen
Temperatur des Anodenabgases aus Tab. 1.1 von 1073 K bei beiden Betriebspunkten. Im
Versuch fithren diese geringeren Temperaturen des Anodenabgases zu niedrigeren adia-
batischen Flammentemperaturen. Geméafl Abb. 3.8 resultiert daraus eine Reduktion der
laminaren Flammengeschwindigkeiten um den Faktor 3. Daher bietet es sich fiir zukiinf-

tige Studien an zu untersuchen, ob und ab welchen Bedingungen sich ein Flammenriick-

122



5.4 Untersuchung des Brennkammerverhaltens unter Verwendung von SOFC-Abgasen

schlag einstellen wiirde. In Abb. 5.9 sind zunéchst die resultierenden und korrigierten CO-
Messwerte des Betriebsbereichs der jet-stabilisierten Brennkammer iiber dem Aquivalenz-
verhéltnis ¢ dargestellt und den CO-Messwerten eines auf der Porenbrenner-Technologie

basierten Brenners von Voss et al. [247] fiir Brennstoffzellenabgase gegeniibergestellt.
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Abbildung 5.9: Darstellung des Betriebsbereichs unter Volllast- und Teillastbedingungen

in Abhingigkeit des Aquivalenzverhéltnisses ¢ und der Vergleich mit ei-
nem Porenbrenner [247].

Abgesehen von den Betriebspunkten bei den Aquivalenzverhéltnissen in Richtung sto-
chiometrischer Verhiltnisse, zeigen beide Brenner eine relativ gute Ubereinstimmung der
Betriebsbereiche. Der Anstieg der CO-Emissionen bei der volumetrischen Verbrennung
der jet-stabilisierten Brennkammer in Richtung stochiometrischer Verhaltnisse kann auf
das ansteigende chemische Gleichgewicht zuriickgefiihrt werden. Inwieweit sich dieser Ef-
fekt auf den Brennstoffumsatz in einer portsen Matrix iibertragen ldsst und mit den
CO-Messungen von Voss et al. [247] fiir dessen Brennstoffzellenabgas in Einklang bringen
lasst, kann mit den verfiigharen Informationen nicht abschlieBend geklart werden. Die
Veranschaulichung in Abb. 5.9 zeigt jedoch deutlich die Eignung der entwickelten jet-
stabilisierten Brennkammer hinsichtlich des Betriebsbereichs fiir die Anwendung in einem
SOFC-System.

Der optimale Betriebspunkt der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten SOFC-Abgas-
brennkammer liegt unter Volllastbedingungen bei einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,4.
Dies fithrt zu einem optimalen Mischluftanteil von 61%. Dies bedeutet, dass im Opti-
malpunkt 39% des SOFC-Kathodenabgases dem Brenner als Verbrennungsluft zugefiihrt

werden. Im Teillastbetrieb entspricht diese Luftaufteilung einem Aquivalenzverhéltnis von
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¢ =10,48. Ein etwas magerer Volllastbetriebspunkt mit ¢ =0,4 als bei Teillastbedingungen
mit ¢ = 0,48 ist fiir einen Gasturbinenprozess sehr uniiblich. Dies kann einerseits durch den
geringeren Oy-Gehalt im Kathodenabgas bei Teillastbedingungen erklart werden. Ande-
rerseits ist die bendtigte Leistung, um die Turbineneintrittstemperatur im Volllastbetrieb-
spunkt des Hybridkraftwerks zu erreichen, nur ca. 10% hoher als bei Teillastbedingungen
[130]. Insgesamt zeigt sich, dass die Betriebsbereiche beider Betriebspunkte in Abhén-
gigkeit des Aquivalenzverhéltnisses ¢ in Abb. 5.9 einen dhnlich breiten Betriebsbereich
aufweisen, der im Teillastfall in Richtung stéchiometrischer Bedingungen verschoben ist.

Um den Einfluss der unterschiedlichen Temperaturrandbedingungen in der Darstellung
des vorliegenden Experiments zu eliminieren sind die CO-Emissionen in Abb. 5.10 iiber

der adiabatischen Flammentemperatur dargestellt.
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Abbildung 5.10: Darstellung des Betriebsbereichs bei Volllast- und Teillastbetriebspunkt
in Abhangigkeit der adiabatischen Flammentemperatur.

Aus Abb. 5.10 geht eindeutig hervor, dass die Brennkammer in Bezug auf die CO-
Emissionen unter Teillastbedingungen einen etwas kleineren Betriebsbereich als unter
Volllastbedingungen aufweist. Wahrend der Verlauf der CO-Emissionen beider Betriebs-
bedingungen bei niedrigeren adiabatischen Temperaturen nahezu identisch ist, steigen die
CO-Emissionen im Teillastfall in Richtung héherer adiabatischer Flammentemperaturen
frither an als im Volllastfall. Diese Einengung lasst sich anhand der geringeren Oy-Gehalte
im Kathodenabgas unter Teillastbedingungen erklédren und wird spéter in Abb. 5.21 ndher
erlautert.

Zur Identifikation der Form und Lage der Warmefreisetzungszone sind in Abb. 5.11 die

zeitlich gemittelten Aufnahmen der OH* Chemolumineszenz fiir fiinf verschiedene Aquiva-
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lenzverhéltnisse dargestellt. Im Rahmen dieser Arbeit werden die absoluten Intensititen
der OH* Chemolumineszenz bei den verschiedenen Betriebspunkten nicht miteinander
verglichen. Um die Vergleichbarkeit aufgrund der teilweise sehr unterschiedlichen Intensi-
taten zu ermoglichen sind die OH* Chemolumineszenzaufnahmen auf ihre jeweiligen Ma-

ximalwerte normiert.

I max

Intensitat

(a) $=0,20 (b) ¢=0,24 (c) $=0,40 (d) =057 (e) $=0,69

Abbildung 5.11: Abhéngigkeit der OH* Chemolumineszenz vom Kathodenmassenstrom
unter Volllastbedingungen und konstanter thermischer Leistung, nor-
miert auf jeweiligen Maximalwert.

Die OH* Chemolumineszenz-Aufnahme in Abb.5.11(c) des in Abb. 5.9 identifizier-
ten Optimalpunkts unter Volllastbedingungen bei einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,4
deutet auf ein sehr diskretes und gleichzeitig kompaktes Erscheinungsbild der Flamme hin.
Im Vergleich zu den weiteren in Abb.5.11 gegeniibergestellten Betriebspunkten mit etwas
magereren oder etwas angereicherten Bedingungen, liegt beim Optimalpunkt und einem
Aquivalenzverhéltnis von ¢ =0,4 der Schwerpunkt der Flamme am weitesten stromauf
der Brennkammer. In Richtung magerer Bedingungen nach links in Abb.5.11(a), und
somit, eines erhohten Kathodenmassenstroms und einer niedrigeren adiabatischen Flam-
mentemperatur, &ndert sich die Form der OH* Chemolumineszenz weg von einer diskreten
zu einer etwas volumetrischeren Flammenform und der Flammenschwerpunkt verschiebt
sich weiter stromab. Dies lasst sich unter anderem auf die abnehmende adiabatische Flam-
mentemperatur mit steigendem Kathodenmassenstrom zuriickfithren. Je niedriger die Ver-
brennungstemperatur ist, desto niedriger sind die Reaktionsraten. Sowohl diese niedrige-
ren Reaktionsgeschwindigkeiten als auch die erhohten Jet-Geschwindigkeiten aufgrund des
hoheren Kathodenmassenstroms fithren letztendlich zu der beobachteten Veranderung hin
zu einer volumetrischeren und abgehobeneren Flamme bei sehr mageren Bedingungen von

»=0,2 in Abb. 5.11(a). Bei angereicherten Bedingungen in der Brennkammer und einem
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globalen Aquivalenzverhéltnis von ¢ =0,69 in Abb.5.11(e) bleibt der Abstand zum Bren-
nerkopf des ersten signifikanten Signals der OH* Chemolumineszenz im Vergleich zum
Optimalpunkt bei ¢ =0,4 in Abb.5.11(c) ziemlich gleich. Es lasst sich jedoch eine signi-
fikante stromabwartige Ausdehnung der Flamme feststellen. Das bei den angereicherten
Bedingungen in Abb.5.11(e) hohere Aquivalenzverhéltnis und die damit verbundenen ho-
heren Verbrennungstemperaturen im Vergleich zu den mageren Betriebspunkten fiihren
augenscheinlich nicht zu einer weiteren Erhohung der Reaktionsrate.

Aus den jeweiligen CFD-Simulationen lassen sich weitere Informationen gewinnen, mit
deren Hilfe das beobachtete Verhalten erklart werden kann. Hierbei ist zu beachten, dass
die Methodik der CFD-Simulationen zwar ein vielfach bewahrtes Mittel darstellen, jedoch
hinsichtlich der tatséchlichen Stréomungsfelder im vorliegenden Anwendungsfall nicht ge-
gen Messungen validiert sind (siehe Kap. 5.2.1). In Abb. 5.12 sind daher zunéichst die
Schnittbilder der Wérmefreisetzungszone aus den CFD-Simulationen bei den Betrieb-

spunkten mit Aquivalenzverhéltnissen von ¢ =0,2, ¢ = 0,4 und ¢ = 0,69 gegeniibergestellt.

5E+08 «
4E+08
3E+08
2E+08

1E+08

Wairmefreisetzungsrate / W/m

Abbildung 5.12: Vergleich der Warmefreisetzung bei verschiedenen Kathodenmassenstro-

men und Darstellung der lokalen Aquivalenzverhéltnisse mit Isolinien fiir
¢ =05und ¢ =1

In den Schnittbildern sind zusitzlich die Isolinien der lokalen Aquivalenzverhiltnisse
bei ¢ =0,5 und bei stochiometrischen Bedingungen mit ¢ = 1,0 dargestellt. Aus dem Ver-
gleich dieser Isolinien der lokalen stochiometrischen Verhéltnisse und der Wéarmefreiset-
zung in Abb. 5.12(a) geht hervor, dass die Verbrennung des sehr mageren Betriebspunkts
mit einem globalen Aquivalenzverhiltnis von ¢ =0,2 unter vorgemischten Bedingungen
stattfindet. Stattdessen findet die Verbrennung bei den anderen beiden in den Abbn.
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5.12(b) und 5.12(c) gezeigten Betriebspunkten bei globalen Aquivalenzverhiltnissen von
¢ = 0,4 und ¢ = 0,69 bei ndherungsweise stochiometrischen, also nicht-vorgemischten
Bedingungen statt. Damit lasst sich erklaren, dass eine weitere Erhohung des globalen
Aquivalenzverhiltnisses die lokalen Bedingungen in der Warmefreisetzungszone nur un-
wesentlich beeinflusst und somit auch nicht zu einer erhéhten Reaktivitat des Gemisches
bzw. einem daraus resultierenden geringeren Abstand zum Brennerkopf beitragt.

Die verlédngerte Flammenform ist damit jedoch noch nicht erklart. Daher sind zur wei-
teren Analyse dieses beobachteten Effekts der Flammenverldngerung aus Abb. 5.11(e) auf
Basis der CFD-Simulationen der Verlauf der Mischungsgiite und der internen Abgasre-
zirkulationsrate in Hauptstromungsrichtung des Brenners fiir die Betriebspunkte mit den
globalen Aquivalenzverhéltnissen von ¢ = 0,2, ¢ = 0,4 und ¢ = 0,69 in Abb. 5.13 gezeigt.

1,0 70
R 1\4s (¢=02) T
M (¢=04) T Y - 460
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0,6 440 S
' ~
~ 2
EVJ m—-—q
d30 S
0,4 03
__________ 420
0,2
410
0,0 — 0
-10 0 10 20 30 40 50 60 70 80
x / mm

Abbildung 5.13: Verlauf der Mischungsgiite M, und der internen Abgasrezirkulationsra-
te AG Ry, bei Volllastbedingungen und verschiedenen Kathodenmassen-
stromen entlang der Brennerachse.

In Abb. 5.13 zeigt sich deutlich der Einfluss der hoheren Jet-Geschwindigkeiten beim
magersten Betriebspunkt mit ¢ = 0,2 aufgrund des dort héheren Kathodenmassenstroms.
Die resultierende interne Abgasrezirkulationsrate AGR;,; ist mit iiber 60 % an rezirku-
liertem Massenstrom wesentlich grofler als bei dem Betriebspunkt mit ¢ = 0,69 und
einer maximalen Rezirkulation von etwas mehr als 40 %. Zusétzlich ist in Abb. 5.13 der
Verlauf der rdumlichen Mischungsgiite M, des Frischgasstrahls fiir die drei verschiedenen
Betriebspunkte dargestellt. Bei dem mageren Betriebspunkt mit ¢ = 0,2 mischen beide
Teilstrome des Frischgasstrahls am Schnellsten und bei dem Betriebspunkt mit ¢ = 0,69
am Langsamsten. Zum Einen kann dies wiederum auf die hoheren Rezirkulationsraten
zuriickgefithrt werden, die demnach zu einer besseren Mischung beitragen. Zum Anderen

lasst sich jedoch anhand der Gegeniiberstellung der absoluten Geschwindigkeitsfelder aus
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5. ERGEBNISSE AUS EXPERIMENT UND SIMULATION

den CFD-Simulationen in Abb. 5.14 zeigen, dass die Geschwindigkeitsunterschiede des
Anoden- und Kathodenstroms beim mageren Betriebspunkt mit ¢ = 0,2 am Groéfiten
sind. Dort ist der Massenstrom der Kathodenabgase und dessen Geschwindigkeit sogar so
grof, dass aufgrund von leichter Versperrung die aus den Brennstoffdiisen ausstromenden

Anodenabgase etwas verzogert werden.

Geschwindigkeit / m/s

(a) $=0,2 (b) ¢=0,4 (c) ¢=0,69

Abbildung 5.14: Vergleich der Geschwindigkeitsfelder bei verschiedenen Kathodenmassen-

stromen und Darstellung der lokalen Aquivalenzverhéltnisse mit Isolinien
fir ¢ =0,5und ¢ = 1.

Dieser Unterschied in den relativen Geschwindigkeiten beider Teilstrome fiithrt zu ho-
heren Scherraten, die wiederum zur Mischung beitragen. Die langsamere Mischung des
Betriebspunkts bei ¢ = 0,69 lasst sich also sowohl durch die geringeren Rezirkulations-
raten, als auch durch die geringeren Scherraten zwischen den Teilstromen des Frischgas-
strahls erkldren. Die signifikante Delle nach unten zwischen 20 mm und 40 mm Abstand
zum Brennerkopf im Verlauf der Mischungsgiite beim Aquivalenzverhéiltnis von ¢ = 0,69
in Abb. 5.13 lasst sich auf den Einfluss der Verbrennung mit verlingerter Flammenform
zurtickfithren. Dazu sind in Abb. 5.15 die Verldufe dieses Betriebspunkts mit und ohne
Verbrennung und der Vergleich zum optimalen Aquivalenzverhéltnis bei ¢ = 0,4 gezeigt.

Waihrend die Verbrennung beim Aquivalenzverhéltnis ¢ = 0,4 zwar zu einem leichten
Knick im Verlauf der Mischungsgiite gegentiber dem Verlauf ohne Verbrennung fiihrt, ist
der Unterschied zwischen den Verldufen der kalten und reaktiven Simulation bei ¢ = 0,69
wesentlich ausgepriagter. Die Flache unter den ebenfalls in Abb. 5.15 dargestellten inter-
nen Abgasrezirkulationen ist dquivalent zum rezirkulierten Massenstrom. Aus den unter-

schiedlichen Verlaufen lésst sich somit ableiten, dass die Verbrennung grundsatzlich eine
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Abbildung 5.15: Vergleich des integralen Verlaufs der Mischungsgiite M, und der internen
Abgasrezirkulationsrate AG Ry, bei Simulation mit und ohne reagieren-
der Stromung.

reduzierende Wirkung auf die Hohe des in der Brennkammer rezirkulierten Massenstroms
hat. Dies lasst sich mit der geringeren Dichte des verbrannten Gemisches und dem aus
den somit hoheren Geschwindigkeiten zwingend resultierenden héheren Druckverlust be-
grinden. Auf der Basis aller bisher in diesem Abschnitt gezeigten Erkenntnisse ldsst sich
zwar ein Unterschied der Bedingungen zwischen einem globalen Aquivalenzverhéltnis von
¢ = 0,4 und ¢ = 0,69 zeigen, jedoch erklirt dies auch noch nicht abschliefend die ver-
laingerte Flammenform aus Abb. 5.11(e). Daher sind in Abb. 5.16 die relativen Anteile
der brennbaren Gase Hy und CO entlang der jeweiligen Mittellinie des Frischgasstrahls
aus den in Abb. 5.12 gezeigten Schnittbildern der Waremfreisetzungrate aus den CEFD-
Simulationen dargestellt.

Ein Wert von 0% in den Brennstoffmassenanteilen Yy, und Yco in Abb. 5.16 ent-
spricht vollstdndigem Brennstoffumsatz. Der Verlauf zwischen 100 % und 0 % wird durch
Mischungs- und Verbrennungsprozesse bestimmt. Zur leichteren Zuordnung der jeweiligen
Lage der Warmefreisetzung sind die Verlédufe der OH* Konzentration ebenfalls dargestellt.
Die Verldufe von Yy, und Yoo sind bei einem Aquivalenzverhiltnis von ¢ = 0,2 nahe-
zu iibereinstimmend. Der Wasserstoff scheint sich dabei minimal schneller zu mischen
als das Kohlenmonoxid, was sich durch die wesentlich hohere Diffusivitdt des Wasser-
stoffs erklaren lasst. Ab dem Maximum der OH* Konzentration bei einem Abstand von
xr = 45mm zum Brennerkopf, im Bereich der maximalen Warmefreisetzung, reagiert der
Wasserstoff etwas schneller ab als das Kohlenmonoxid. Dies zeigt sich im grofler werden-
den Unterschied der beiden Brennstoffmassenanteile Yy, und Yco bei ¢ = 0,2 in Bezug
auf den Unterschied beider Groflen stromauf des Maximums der OH* Konzentration bei

r = 45mm. Ein dhnliches Verhalten zeigt der Betriebspunkt mit einem Aquivalenzver-
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hiltnis von ¢ = 0,4. Bei einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,69 verlagert sich die
Wairmefreisetzungszone sehr weit stromauf bis zu einem Abstand von 20 mm zum Bren-
nerkopf. Da der Wasserstoff schneller reagiert, wie in den anderen beiden Betriebspunk-
ten bereits festgestellt, entsteht hier aufgrund der frithen Umsetzung des Wasserstoffs ein
sehr deutlicher Unterschied im Verlauf der Brennstoffanteile fiir Hy und CO. Dieses fri-
he Abreagieren des Wasserstoffs, das Vorhandensein noch viel verbleibenden Brennstoffs
in Form von Kohlenmonoxid und die niedrige Verfiigharkeit von Oxidator aufgrund des
geringsten Kathodenmassenstroms in allen Betriebspunkten fithrt zu der in Abb. 5.11(e)

beobachteten verldngerten Flammenform.
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Abbildung 5.16: Integraler Verlauf der OH* Konzentration bei Volllastbedingungen und
verschiedenen Kathodenmassenstromen entlang der Brennerachse und
Verlauf der verbleibenden Brennstoffe (Hy, CO) entlang der Mittellinie
des Frischgasstrahls.

Die in Abb. 5.16 gezeigten Verlaufe legen den Verdacht nahe, dass sich die sehr starke
Reaktion mit anschlieSend etwas geringerer Intensitéit in der verlangerten Flamme in der
Darstellung der Wérmefreisetzungszone in Abb. 5.12(c) vorwiegend auf dieses schnelle
Abreagieren des Wasserstoffs mit anschlieBendem langsamerem Abreagieren des Kohlen-
monoxids aufgrund der lokalen stochiometrischen Mischungsverhéltnisse zuriickzufiihren
lasst. Da es sich hierbei um Informationen aus CFD-Simulationen handelt, empfiehlt es
sich auch an dieser Stelle, in zukiinftigen Studien eine Validierung des hier prognostizierten
unterschiedlichen Ausbrandverhaltens von Hy und CO durchzufiihren.

Eine Zielgrofle in der Entwicklung der SOFC-Abgasbrennkammer in Kap. 3 ist deren
Integritat, bzw. das Vermeiden moglicher Beschéddigungen des gesamten Brennkammersy-

stems wie zum Beispiel durch Flammenriickschlag oder Selbstziindung mit Flammenstabi-
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lisierung in der Vormischzone. Um diese Neigung bewerten zu kénnen und einen Eindruck
iiber die Moglichkeit solcher Verbrennungsereignisse in der SOFC-Abgasbrennkammer
zu gewinnen, sind in Abb. 5.17 die jeweils zugehorigen Variationskoeffizienten zu den in
Abb. 5.11 gezeigten Aufnahmen der OH* Chemolumineszenz gegentibergestellt. Aus dieser
Darstellung der Variationskoeffizienten geht hervor, dass die weniger mageren Betriebs-
punkte ab einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,4 und hoher eine sehr stabile Flamme
mit relativ geringer Schwankung aufweisen, da die RMS-Werte des OH* Signals bezo-
gen auf die absoluten OH* Intensitédten, also dem Variationskoeffizienten, in der Zone
der hohen OH* Signalintensitaten sehr gering sind. Lediglich am Fufl der Flamme in den
Abbn. 5.17(a), 5.17(b), 5.17(d) und 5.17(e) zeigt sich ein relativ hoher Wert im Variati-
onskoeffizienten, der auf Fluktuationen zuriickzufiihren ist. Diese Schwankungen reichen
jedoch nicht einmal bis zum Brennerkopf zuriick und kénnen in Anbetracht der sehr ge-
ringen Intensitaten der OH* Signale in diesem Bereich, wie in den Abbn. 5.11(a), 5.11(b),
5.11(d) und 5.11(e) gezeigt, vernachléssigt werden.

Z
)

(a) =020  (b) $=024  (c) =040  (d) =057 (&) $=0,69

Abbildung 5.17: Variationskoeffizienten der OH* Chemolumineszenz bei unterschiedli-
chen Kathodenmassenstromen unter Volllastbedingungen und konstanter
thermischer Leistung, normiert auf jeweiligen Maximalwert.

H max

Intensitat

Demgegeniiber zeigt der Variationskoeffizient in Abb. 5.17(a) mit einem Aquivalenz-
verhaltnis von ¢ = 0,20 hohe Werte im gesamten Bereich zwischen der Flamme und
dem Brennerkopf. Da die normierten OH* Intensitaten in Abb. 5.11(a) bei demselben
Aquivalenzverhaltnis von ¢ = 0,20 in diesem Bereich relativ klein sind, kann auch hier
mit sehr hoher Wahrscheinlichkeit ein signifikantes Riickziinden der Flamme ausgeschlos-
sen werden. Trotzdem tendiert dieser Betriebspunkt verstirkt zu spontanen, sich nicht
stabilisierenden Riickziindereignissen, was sich in den hohen Werten des Variationskoeffi-
zienten in Abb. 5.17(a) widerspiegelt. Letztlich lasst sich dies auch mit der leicht erhéhten
normierten OH* Intensitéten in diesem Bereich in Abb. 5.11(a) im Vergleich mit den rest-
lichen weniger mageren Betriebspunkten in den Abbn. 5.11(b) - 5.11(e) mit geringeren

normierten OH* Intensitdten zwischen Warmefreisetzung und Brennerkopf belegen. Dar-
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iiber hinaus wiirde sich genau dieser Betriebspunkt mit einem Aquivalenzverhéltnis von
¢ = 0,20 in anschlieBenden Studien anbieten, wie bereits zu Beginn dieses Kap. 5.4.1
erwiahnt, um den Einfluss erhéhter Reaktivitdt und somit auch stirkerer Neigung fiir

spontane Verbrennungsereignisse bei hoheren Temperaturen zu untersuchen.

Da die Abgasanalyse nicht in der Lage ist, Stickoxidwerte bei sehr hohen Wasserge-
halten im Abgas zu messen, wie dies bei der Verbrennung von SOFC-Abgasen der Fall
ist, wird das Potenzial zur Bildung thermischen Stickoxids im Folgenden mit Hilfe von
CFD-Simulationen abgeschétzt. Aus den iiber der adiabatischen Temperatur aufgetra-
genen Betriebsbereichen fiir Volllast- und Teillastbedingungen in Abb. 5.10 geht bereits
hervor, dass die maximalen Verbrennungstemperaturen am Austritt der Brennkammer
bei optimaler Mischung und ohne Beriticksichtigung von Wéarmeverlusten zwischen 1700 K
und 1800 K liegen wiirden. Zusammen mit dem in Abb. 2.3 aus Kap. 2.1.2 vorgestellten
optimalen Temperaturkorridor fiir minimale Emissionswerte zwischen 1700 K und 1900 K
lasst sich feststellen, dass fiir die lokalen Spitzentemperaturen im Brennraum selbst eine
Temperaturreserve von mindestens 100 K nach oben besteht, die sich mit den Wérmever-
lusten in der realen Brennkammer gegeniiber der adiabatischen Betrachtung weiter erhoht.
Bei Betrachtung der mit CFD-Simulationen ermittelten Temperaturfelder in Abb. 5.18
fallt auf, dass diese kritische Temperatur bei dem am wenigsten mageren Betriebspunkt
mit einem Aquivalenzverhiltnis von ¢ = 0,69 am ehesten in der Zone der ersten Wirme-

freisetzung erreicht werden konnte.
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Abbildung 5.18: Vergleich der Temperaturfelder bei verschiedenen Kathodenmassenstro-
men und Darstellung der lokalen Aquivalenzverhiltnisse mit Isolinien fiir
¢ =05und ¢ = 1.
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Die maximale lokale Temperatur im Brennraum bei diesem Betriebspunkt liegt jedoch
unterhalb von 1900 K und lésst sich daher als unkritisch hinsichtlich thermischen Stick-
oxids einstufen. Fiir eine Bewertung dieses Ergebnisses gilt es auch hier zu beachten,
dass fiir die Validierung der Stromungsfelder aus den CFD-Simulationen keine Messwerte
vorhanden sind. Fiir zukiinftige Studien empfiehlt es sich unbedingt, die Abgasanalyse
messtechnisch so zu erweitern, dass die Messung von Stickoxidemissionen bei sehr hohen

Wassergehalten moglich ist.

5.4.2 Variation des O,-Gehalts im Kathodenabgas

Um das Entwicklungsrisiko der Kopplungskomponente Brennkammer und somit des ge-
samten Hybridkraftwerks zu verringern wird die Sensitivitdt der Verbrennung auf den
0,-Gehalt im Kathodenabgas untersucht. Dazu werden im Folgenden die Ergebnisse aus
den Experimenten und den Verbrennungssimulationen diskutiert. Die Experimente und
Verbrennungssimulationen in dieser Parametervariation basieren auf den Volllastbedin-
gungen aus Tab. 1.1 mit einem O,-Gehalt von 17,3%,,. Zur Variation dieses O,-Gehalts
wird ein bestimmter Teil der Kathodenluft durch Stickstoff ersetzt, wihrend der gesam-
te Kathodenmassenstrom konstant gehalten wird. Die Temperatur des Anodenstroms
betragt konstant 803 K und die des Kathodenstroms 958 K. Das Besondere an den Un-
tersuchungen mit dieser Variation ist, dass sdmtliche Parameter bis auf den O,-Gehalt
konstant gehalten werden. Das im Rahmen dieses Experiments beobachtete Verhalten

lasst sich somit eindeutig dem Einfluss des Oy-Gehalts zuschreiben.
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Abbildung 5.19: CO-Emissionen tiber verschiedene O, -Gehalte im Kathodenabgas unter
Volllastbedingungen.
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Um keinen Einfluss der Normierung der CO-Emissionen auf einen Restsauerstoffgehalt
von 15% (ca. 16,4%y,) gemaf Gl. 2.49 zu haben, sind in Abb. 5.19 die unkorrigierten und
experimentell ermittelten CO-Emissionen in Abhéngigkeit des O,-Gehalts dargestellt. In
Richtung sehr niedriger O,-Gehalte, also angereicherter stochiometrischer Bedingungen,
steigen die CO-Emissionen sehr stark an. Dieser Trend kann auf die Gleichgewichtschemie
und steigendem Gleichtgewichts-CO bei angereicherten Bedingungen analog zu Abb. 2.2
zurtickgefithrt werden und stellt daher keine neue Erkenntnis dar. Andererseits belegen
die Messwerte in Abb. 5.19, dass ausgehend vom Betriebspunkt unter Volllastbedingungen
mit einem O,-Gehalt von 17,3%,, (siehe Tab. 1.1) und im Vergleich zum Anstieg der CO-
Emissionen bei niedrigen Oy-Gehalten eine weitere Zunahme des O9-Gehalts nur zu einer
relativ geringen Reduktion der CO-Emissionen fithren wiirde.

Zur Bewertung des Einflusses des Oy-Gehalts auf die Form und Lage der Wéarmefreiset-
zungszone sind in Abb. 5.20 die OH* Aufnahmen bei fiinf verschiedenen Os-Gehalten ge-
gentibergestellt. In dieser Anordnung der OH* Aufnahmen nimmt der O,-Gehalt von links
nach rechts ab. Die Form und Lage der Warmefreisetzungszone verédndert sich zwischen ei-
nem Oy-Gehalt von 23,1%,,, in Abb. 5.20(a) und 17,3%,, in Abb. 5.20(c) nur unwesentlich.
Erst eine weitere starke Reduktion des Oy-Gehalts auf 7,7%,,, fithrt zu der etwas langeren
und weniger diskreten Erscheinung der Flamme in Abb. 5.20(e). Das Aquivalenzverhéltnis

bei diesem Betriebspunkt liegt mit ¢ = 0,95 sehr nahe an der Stochiometrie.

max

Intensitat

(@) 231%m () 21,0%m  (c) 17.3%m  (d) 10,7%m () 7,7%m

Abbildung 5.20: Auf den jeweiligen Maximalwert normierte OH* Chemolumineszenz bei

fiinf verschiedenen Os-Gehalten und konstanter Verbrennungstemperatur
bei Volllast.

Wie im vorigen Abschnitt bereits erwéhnt, werden in dieser Variation auffer dem Os-
Gehalt im Kathodenabgas alle anderen Parameter wie z.B. die adiabatische Flammentem-
peratur oder die Stromungsgeschwindigkeiten und somit auch die resultierenden Scherra-
ten konstant gehalten. Daher lasst sich dieses beobachtete Abheben der Flamme eindeutig

auf die geringere Oy-Konzentration zurtickfithren. Durch diese Reduktion des Oo-Gehalts
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stehen der Verbrennung weniger Os-Molekiile zur Umsetzung des Brennstoffs zur Verfii-

gung, was die Oo-Konzentration und somit die Reaktivitit des Gemisches verringert.

Zur Veranschaulichung des Einflusses des Oy-Gehalts auf die Brennkammercharakteri-
stik aus dem vorigen Kap. 5.4.1, sind in Abb. 5.21 drei unterschiedliche Variationen des
Kathodenmassenstroms bei 13,8%,,, 17,3%,, und 20,8%,, dargestellt. Um die Vergleich-
barkeit der CO-Emissionen der drei Brennkammercharakteristiken mit den unterschiedli-
chen Oy-Gehalten im Kathodenabgas zu gewdhren, werden diese gemafl Gl. 2.49 korrigiert
dargestellt.
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Abbildung 5.21: Gemessene CO-Emissionen in Abhéngigkeit der adiabatischen Flammen-
temperaturen bei verschiedenen O,-Gehalten und Volllastbedingungen.

Der linke Anstieg in Abb. 5.21 wird durch die Aufenthaltszeit in der Brennkammer be-
stimmt. Da die Stromungsverhéltnisse bei gleichen adiabatischen Flammentemperaturen
und den unterschiedlichen O5-Gehalten quasi gleich sind, ist diese Grenze bei allen drei
Variationen nahezu identisch. Fiir den rechten Anstieg ist das chemische Gleichgewicht
bei den jeweils vorherrschenden Aquivalenzverhéltnissen maBgebend. Dieselbe adiabati-
sche Flammentemperatur bedeutet in Abb. 5.21 gleich viel vorhandener Brennstoff, jedoch
bei hoheren Oy-Gehalten mit wesentlich geringerem Aquivalenzverhaltnis. Daher ist der
Abstand zur Stochiometrie, bei der das Gleichgewichts-CO stark ansteigt, bei hoheren O,-
Gehalten groler. Folglich sind die Betriebsbereiche beziiglich der CO-Emissionen in Ab-
hangigkeit der adiabatischen Flammentemperatur bei hoheren O,-Gehalten breiter. Dies
erklért auch den etwas breiteren Betriebsbereich unter Volllastbedingungen in Abb. 5.10
aus Kap. 5.4.1 im Vergleich zu den Teillastbedingungen mit niedrigeren Os-Gehalten.
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5.4.3 Variation der thermischen Leistung

Neben der Variation des globalen Aquivalenzverhiltnisses in einer Brennkammer durch
Variation des Kathodenmassenstroms, ist die Variation der thermischen Leistung eine
weitere wichtige Grofle zur Charakterisierung einer Brennkammer. Dies kann zum Einen
durch Variation der Brennstoffmenge, also des Anodenmassenstroms, und zum Anderen
durch Variation des Heizwerts des Anodenstroms realisiert werden. Dazu werden im Fol-
genden experimentelle Untersuchungen des Einflusses beider Variationsmoglichkeiten auf
die Verbrennung in der Brennkammer bei Volllastbedingungen vorgestellt und mit Er-
gebnissen aus numerischen Verbrennungssimulationen an ausgewéahlten Betriebspunkten
diskutiert.

5.4.3.1 Variation des Anodenmassenstroms

Um unterschiedliche thermische Leistungen in der Brennkammer zu untersuchen, wird
der absolute Anodenmassenstrom variiert. Die Zusammensetzung des Anodenstroms wird
dabei konstant gehalten. Dies bedeutet, dass die jeweiligen Komponentenmassenstrome
entsprechend des variierten Gesamtmassenstromes der Anode angepasst und von der vor-
geschalteten Hy/Og-Brennkammer zur Abbildung des Anodenabgases (siehe Kap. 4) be-
reitgestellt werden. Aufgrund der unterschiedlichen Betriebsbedingungen in dieser Hy/Oo-
Brennkammer variieren die Temperaturen des Anodenstroms unter Volllastbedingungen
in einem Bereich von 490 K bei den niedrigsten und bis 1053 K bei den héchsten Anoden-
massenstromen. Die Temperaturen des Kathodenmassenstroms betragen entsprechend der
Randbedingungen aus Tab. 1.1 bei Volllastbedingungen 958 K.

I max

Intensitat

(a) ¢=0,26 (b) ¢=0,29 (c) ¢=0,48 (d) $=0,55 (e) $=0,69

Abbildung 5.22: Abhéngigkeit der OH* Chemolumineszenz vom Anodenmassenstrom bei
Volllast und konstantem Kathodenmassenstrom, normiert auf jeweiligen
Maximalwert.
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Die im Experiment gemessenen Aufnahmen der OH* Chemolumineszenz in Abb. 5.22
zeigen dhnliche Tendenzen in der Form und Lage der Warmefreisetzungszonen entlang
der Variation des Anodenmassenstroms wie bei der Variation des Kathodenmassenstroms
in Abb. 5.11. Bereits bei der Diskussion der Ergebnisse zur Variation des Kathodenmas-
senstroms in Kap. 5.4.1 wurde eine verldngerte Flammenform in Richtung angereicherter
Bedingungen festgestellt. Diese ldsst sich auch in Abb. 5.22(e) erkennen, ist jedoch et-
was ausgepréagter als bei der Variation des Kathodenmassenstroms in Abb. 5.11(e). Zur
Erkléarung dieses feinen Unterschieds konnen die absoluten Jet-Geschwindigkeiten verwen-
det werden. Wéihrend die Jet-Geschwindigkeit bei Variation des Kathodenmassenstroms
in Richtung angereicherter Bedingungen abnimmt, nimmt sie hier unter Variation des
Anodenmassenstroms zu. In Richtung magerer Bedingungen lésst sich mit derselben Ar-
gumentation begriinden, warum im Gegensatz zur Kathodenvariation in Abb. 5.11 keine
Zunahme des Abstands der Warmefreisetzung zum Brennerkopf in Abb. 5.22 feststell-
bar ist. Die Abnahme des Aquivalenzverhéltnisses bedeutet gleichzeitig eine Abnahme
des Anodemassenstroms bei konstantem Kathodenmassenstrom. Somit liegen die gering-
sten Jet-Geschwindigkeiten bei der Variation des Anodenmassenstroms in der linken OH*
Aufnahme in Abb. 5.22(a) vor.

Auf Basis der unterschiedlichen Jet-Geschwindigkeiten lassen sich jedoch nur die klei-
nen Unterschiede der OH* Chemolumineszenz beider Parametervariationen im Verhéltnis
zueinander erkliren. Obwohl sich das global anliegende Aquivalenzverhiltnis auch in der
Variation des Anodenmassenstroms stark dndert, scheint es auch hier keinen Einfluss auf
den Abstand der OH* Chemolumineszenz vom Brennerkopf zu haben. Diese Beobachtung
deckt sich mit derjenigen aus der Variation des Kathodenmassenstroms in Kap. 5.4.1.
Da fiir die Variation des Anodenmassenstroms keine entsprechenden CFD-Simulationen
durchgefithrt wurden, fehlen entsprechende Informationen iiber die lokal vorherrschenden
Aquivalenzverhéltnisse.

Dennoch legen die soeben erlauterten Erkenntnisse nahe, dass die Warmefreisetzung bei
nahezu allen etwas angereicherten Betriebspunkten in Abb. 5.22 bei mehr oder weniger
lokal stochiometrischen Bedingungen stattfindet. Dies erklirt analog zur Variation des
Kathodenmassenstroms in Kap. 5.4.1, warum eine Verdnderung des global anliegenden
Aquivalenzverhiltnisses auch bei Variation des Anodenmassenstroms nur wenig bis gar
kein Einfluss auf den Abstand zum Brennerkopf zu haben scheint, obwohl wie in Abb. 3.7
gezeigt, die laminaren Flammengeschwindigkeiten stark vom Aquivalenzverhaltnis abhén-
gen.

Die bisherige Betrachtung der Ergebnisse zur Variation des Anodenmassenstroms besté-
tigen nur bereits vorhandene Erkenntnisse aus den vorangegangenen Untersuchungen. Ein
besonderes Merkmal der Variation des Anodenmassenstroms ist jedoch die hohere einge-
brachte thermische Leistung. Offensichtlich hat auch eine hohere Wérmefreisetzung in der
Brennkammer bei hoheren thermischen Leistungen ebenso nur untergeordneten Einfluss

auf die Lage der lokalen Warmefreisetzungszone. Eine hohere Temperatur des Frischga-
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ses wiirde jedoch zu einer signifikanten Erhohung der laminaren Flammengeschwindigkeit
fithren (siche Abb. 3.7). Daraus lédsst sich schlussfolgern, dass der Mantelstrom aus Katho-
denabgasen in diesem Bereich offensichtlich die Eigenschaft aufweist, die Anodenabgase
vor den heiflen rezirkulierten Verbrennungsabgasen ausreichend zu isolieren, sodass keine
Erhohung der Reaktivitdt durch hohere Temperaturen moglich ist. Dies bedeutet, dass
die lokale Warmefreisetzung in einem dem Brennerkopf sehr nahen Bereich relativ unab-

hangig von den Brennkammertemperaturen zu sein scheint.

5.4.3.2 Variation des Heizwerts im Anodenabgas

Eine weitere Grofle zur Variation der thermischen Leistung ist der Heizwert des Anodenab-
gases. Dadurch lésst sich vor allem der direkte Einfluss des Brennstoffausnutzungsgrades
[135] in der SOFC auf das Verbrennungsverhalten in der Brennkammer experimentell
untersuchen. Der sogenannte Brennstoffausnutzungsgrad [135] beschreibt das Verhéltnis
aus der in die SOFC des Hybridkraftwerks eingebrachten Primarenergie und der in der
Brennstoffzelle chemisch umgesetzten Energie (siehe Kap. 1).

Andert sich die an der SOFC anliegende Last kurzfristig, so variiert dieser Brenn-
stoffausnutzungsgrad unmittelbar und bleibt mindestens solange verandert, bis die dem
gesamten Hybridkraftwerk zugefiihrte Erdgasmenge ebenfalls angepasst wird. Bei hoheren
Warmeverlusten innerhalb der SOFC wird mehr Energie zum Ausgleich dieser hoheren
Verluste benotigt. Ein hoherer Brennstoffausnutzungsgrad wird sich in der SOFC einstel-
len und die Gaszusammensetzung am SOFC-Austritt verdndert sich dahingehend, dass
weniger brennbare Restgase vorhanden sind, also der Heizwert niedriger ist. Unabhén-
gig davon, ob sich der Brennstoffausnutzungsgrad kurzfristig aufgrund von dynamischen
Lastwechseln verandert oder aufgrund groflerer Wéarmeverluste generell hoher ist, wird ein
moglichst hoher Brennstoffausnutzungsgrad angestrebt. Dies bedeutet zum Einen, dass
der grofite Anteil an Brennstoff in der hocheffizienten Brennstoffzelle umgesetzt wird. Zum
Anderen erzeugt dies aber einen Zielkonflikt, da niedrige Heizwerte mit zu geringem Tem-
peraturhub wéhrend der Warmefreisetzung in der jet-stabilisierten Brennkammer zum
Verloschen fithren kénnten.

Mit Hilfe der in den folgenden Abschnitten vorgestellten Analyse des Verhaltens der
Brennkammer unter Variation des Heizwertes lassen sich nicht nur weitere Erkenntnisse
ableiten, sondern auch die Entwicklungsrisiken des Hybridkraftwerks aufgrund der Un-
kenntnis iiber den genauen zu erwartenden Brennstoffausnutzungsgrad erheblich reduzie-
ren.

Die unterschiedlichen Heizwerte des Anodenabgases werden im Experiment dadurch
realisiert, dass die absoluten Massenstrome von Hy, und CO variiert werden, wobei jedoch
das Verhéltnis aus den beiden Massenstromen Hy/CO konstant bleibt [26]. Die Massen-
strome der verbleibenden inerten Komponenten H,O und CO, des Anodenabgases werden

ebenfalls konstant gehalten [26].

In Abb.5.23 sind die gemessenen CO-Emissionen bei verschiedenen O,-Gehalten des
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Kathodenabgases in Abhéangigkeit des Heizwertes im Anodenabgas dargestellt. Die Tem-
peraturen des Anodenstromes erstrecken sich hierbei von 783 K bei den niedrigsten bis
hin zu 818 K bei den héchsten Heizwerten [26].
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Abbildung 5.23: CO-Emissionen bei verschiedenen O,-Gehalten und variierendem Heiz-
wert bei Volllastbedingungen.

Auch hier zeigt sich der Einfluss des O,-Gehalts dahingehend, dass ein hoherer Wert
zu einem breiteren Betriebsbereich bezogen auf die CO-Emissionen fithrt. Betrachtet man
die Volllastbedingungen in Tab. 1.1 als relativen Fixpunkt, dann ist in der Darstellung
in Abb. 5.23 ein hoherer Heizwert oder ein hoherer O,-Gehalt des gesamten Brennstoff-
zellenabgases im Vergleich dazu gleichbedeutend mit einem niedrigeren Brennstoffausnut-
zungsgrad einer vorangeschalteten SOFC. Bei genauer Betrachtung der Verlaufe entlang
des Heizwerts bei unterschiedlichen O,-Gehalten in Abb. 5.23 lasst sich erkennen, dass
der optimale Heizwert in Bezug auf die CO-Emissionen mit einem steigenden Os-Gehalt
leicht ansteigt.

Somit lasst sich aus den vorangegangenen Erkenntnissen ableiten, dass bei variierenden
Brennstoffausnutzungsgraden die Brennkammer stets in einem optimalen Betriebsbereich
betrieben werden kann. Dariiber hinaus kann der Heizwert in einem Arbeitsbereich von
3,5MJ/kg bis 5,5MJ/kg variieren, ohne dass sich die CO-Emissionen mafigeblich ver-
schlechtern.

Beim Vergleich der zeitlich gemittelten Aufnahmen der OH* Chemolumineszenz fiir fiinf
verschiedene Heizwerte bei einem Oy-Gehalt von 17,3 % in Abb. 5.24 mit dem Verhalten
in Abhéngigkeit unterschiedlicher Kathodenmassenstrome in Abb. 5.11 zeigt sich auf den

ersten Blick kein signifikanter Unterschied.
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I max

Intensitit

(a) 2,97MJ/kg (b) 3,41MJ/kg (c) 4,59MJI/kg (d) 5,62MJ/kg (e) 6,28 MJ/kg

Abbildung 5.24: Einfluss des Heizwerts auf das jeweils auf den Maximalwert normierte
OH* Signal bei Volllastbedingungen.

Bei genauer Betrachtung féllt jedoch auf, dass sowohl die Tendenz der etwas volume-
trischeren Flamme in Abb. 5.24(a) als auch die verldngerte Flammenform in Abb. 5.24(e)
merklich geringer ausgepragt ist als bei unterschiedlichen Kathodenmassenstrémen (siehe
Abb. 5.11). Die Bilderserien in Abb. 5.24 sind dabei so angeordnet, dass das Aquivalenz-
verhéltnis nach rechts zunimmt.

Berticksichtigt man die Erkenntnis, dass der Mantelstrom des Kathodenstroms eine iso-
lierende Wirkung auf den Anodenstrom hat, lasst sich die etwas weniger volumetrische
Flamme in Abb. 5.24(a) anhand der unterschiedlichen Jet-Geschwindigkeiten zwischen der
Variation des Heizwerts und des Kathodenmassenstroms erklaren. Wéhrend bei der Va-
riation des Kathodenmassenstroms in den vorigen Abschnitten die Jet-Geschwindigkeiten
bei abnehmendem Aquivalenzverhéltnis zunehmen, werden sie in dieser Testreihe so gut
wie konstant gehalten. Lediglich die zusétzlich eingebrachte Menge an Hy und CO bei ho-
heren Heizwerten, also héheren Aquivalenzverhéltnissen, erhéht die Stromungsgeschwin-
digkeiten des in die Brennkammer einstromenden Anodenmassenstroms leicht. Die ge-
ringeren Jet-Geschwindigkeiten des magersten Betriebspunkts in Abb. 5.24(a), verglichen
mit denen des magersten Betriebspunkts bei Variation des Kathodenmassenstroms in
Abb. 5.11(a), tragen somit zu einer etwas weniger abgehobenen volumetrischen Flamme
bei.

Bleibt noch die Erklarung fiir die im Gegensatz zur Variation des Kathodenmassen-
stroms (siehe Abb. 5.11) deutlich geringer ausgepriagte Verlangerung der Flamme in
Abb. 5.24(e) mit einem Heizwert von H, = 6,28 MJ/kg. Dazu werden aus den CFD-
Simulationen die in Abb. 5.25 dargestellten Informationen tiber den Verlauf der OH*
Konzentration entlang der Brennerachse und der verbleibenden Brennstoffmassenanteile
der Betriebspunkte mit Heizwerten von 2,97 MJ/kg, 4,59 MJ/kg und 6,28 MJ /kg ver-

140



5.4 Untersuchung des Brennkammerverhaltens unter Verwendung von SOFC-Abgasen

wendet. Dabei ist zu beachten, dass diese mittels CFD-Simulationen ermittelten Werte
lediglich eine Abschitzung darstellen und somit nur als Erklarungshilfe fiir physikalische
Tendenzen, jedoch nicht als mit Messwerten validierte Groflen betrachtet werden sollten.
Anhand dieses mittels CFD-Simulation ermittelten integralen Verlaufs der OH* Konzen-
tration bei einem unteren Heizwert von H, = 6,28 MJ/kg in Abb. 5.25 lasst sich die
verldngerte Flammenform bereits erahnen. Der Verlauf in Abb. 5.25 weist zunéchst einen
starken Anstieg mit einem Maximum der OH* Konzentration bei einem Abstand zum
Brennerkopf von ca. 25 mm mit anschlieBendem Abfallen auf ein Plateau geringerer, aber

dennoch signifikanter Intensitéit auf.
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Abbildung 5.25: Integraler Verlauf der OH* Konzentration bei Volllastbedingungen und
verschiedenen Heizwerten entlang der Brennerachse und Verlauf der ver-
bleibenden Brennstoffmassenanteile entlang der Mittellinie des Frisch-
gasstrahls.

Bei genauer Betrachtung der Abbrandverhalten von Hy und CO in Abb. 5.25 lasst sich
bei dem Betriebspunkt mit einem Heizwert von 6,28 MJ /kg ein signifikanter Unterschied
zwischen den verbleibenden Brennstoffmassenanteilen von Hs und CO von bis zu 20%
feststellen. Der Betriebspunkt aus der Variation des Kathodenmassenstroms mit deut-
lich verlangerter Flammenform in Abb. 5.11(e) zeigt dagegen einen Unterschied in den
Brennstoffmassenanteilen von bis zu 30%. Dieser relative Unterschied zwischen den Be-
triebspunkten beider Parametervariationen erkléart die deutlich geringere Auspriagung der
stromabwartigen Ausdehnung der Flamme im vorliegenden Fall in Abb. 5.25 bei einem
Heizwert von 6,28 MJ /kg. Dadurch ldsst sich der bereits in Kap. 5.4.1 vermutete Einfluss
der unterschiedlichen Abbrandverhalten von Hs und CO auf die verldngerte Flammenform

bestatigen.
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5.4.4 Totaldruckverlust in der Brennkammer

Bei Gasturbinenprozessen wirkt sich der Druckverlust jeder einzelnen Komponente di-
rekt auf den elektrischen Wirkungsgrad des gesamten Kraftwerks aus. Daher wird bei
der Auslegung der Brennkammer fiir das Hybridkraftwerk dem sogenannten relativen
Totaldruckverlust Ap,e+ nach Gl 4.1 grofle Bedeutung zugemessen. Abb. 5.26 zeigt den
Verlauf dieser im Experiment ermittelten relativen Totaldruckverluste in Abhéngigkeit
des Kathodenmassenstroms bzw. des Aquivalenzverhéltnisses unter Volllast- und Teil-
lastbedingungen. Die relativen Totaldruckverluste der in Bezug auf die CO-Emissionen
jeweils optimalen Betriebspunkte betragen unter Volllastbedingungen 1,61% und 1,27%
bei Teillast. Die fiir diese beiden Betriebspunkte aus den Messergebnissen berechneten
maximalen Geschwindigkeiten der Kathodenstromung betragen etwa 73 m/s bei Volllast-
und 60m/s bei Teillastbedingungen. Sowohl die Hohe des relativen Totaldruckverlustes
von weniger als 2% als auch die Stromungsgeschwindigkeiten von hochstens 80 m/s liegen

in einem technisch sinnvollen Bereich fiir jet-stabilisierte Brennkammern.
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Abbildung 5.26: Messungen des relativen Totaldruckverlusts Ap,ey der Brennkammer in
Abhéngigkeit des Kathodenmassenstroms.

Dariiber hinaus lasst sich auf Basis der Messungen mit unterschiedlichen Kathoden-
massenstromen auch der Einfluss unterschiedlicher Stromungsgeschwindigkeiten zwischen
dem Anoden- und Kathodenabgas auf die daraus resultierende Druckdifferenz am SOFC-
Elektrolyten untersuchen. Die gemessenen Druckunterschiede zwischen Kathode und An-

ode sind in Abb. 5.27 ebenfalls in Abhédngigkeit des Kathodenmassenstroms bzw. des
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Aquivalenzverhiltnisses dargestellt und zeigen, dass sich Unterschiede in der Strémungs-
geschwindigkeit zwischen Anode und Kathode mit einer Druckdifferenz von maximal
10 mbar auswirken, solange das Aquivalenzverhiltnis in der Brennkammer oberhalb von
¢ = 0,3 liegt, sich also die Totaldruckverluste der gesamten Brennkammer unterhalb
von 3% befinden. Dieser Wert von 10 mbar liegt weit unter der kritischen Grenze von
50 mbar, bei deren Uberschreiten eine Beschidigung des SOFC-Elektrolyten nicht mehr

ausgeschlossen werden kann.
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Abbildung 5.27: Messungen des Druckunterschieds zwischen Anode und Kathode Ap.y/ca

in Abhéangigkeit des Kathodenmassenstroms bei Volllast- und Teillastbe-
dingungen.

Dariiber hinaus lasst sich auf Basis der Messungen mit unterschiedlichen Kathoden-
massenstromen auch der Einfluss unterschiedlicher Stromungsgeschwindigkeiten zwischen
dem Anoden- und Kathodenabgas auf die daraus resultierende Druckdifferenz am SOFC-
Elektrolyten untersuchen. Die gemessenen Druckunterschiede zwischen Kathode und An-
ode sind in Abb. 5.27 ebenfalls in Abhéngigkeit des Kathodenmassenstroms bzw. des
Aquivalenzverhaltnisses dargestellt und zeigen, dass sich Unterschiede in der Strémungs-
geschwindigkeit zwischen Anode und Kathode mit einer Druckdifferenz von maximal
10 mbar auswirken, solange das Aquivalenzverhiltnis in der Brennkammer oberhalb von
¢ = 0,3 liegt, sich also die Totaldruckverluste der gesamten Brennkammer unterhalb
von 3% befinden. Dieser Wert von 10 mbar liegt weit unter der kritischen Grenze von
50 mbar, bei deren Uberschreiten eine Beschidigung des SOFC-Elektrolyten nicht mehr

ausgeschlossen werden kann. Die Untersuchungen in diesem Abschnitt belegen, dass sich
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die entwickelte Brennkammer nicht nur bei geringen relativen Totaldruckverlusten von un-
ter 2% betreiben lasst, sondern auch gentigend Sicherheitsabstand hinsichtlich der harten

Randbedingung von 50 mbar Druckdifferenz zwischen Kathode und Anode aufweist.

5.4.5 Einfluss der Druckskalierung

Bereits in Kap. 3.2.1.2 wird im Rahmen der Entwicklung der Brennkammer der Ein-
fluss des Drucks auf die laminaren Flammengeschwindigkeiten und die Ziindverzugszeiten
untersucht. Mittels eines Vergleichs der Ergebnisse aus CFD-Simulationen bei atmospha-
rischen Bedingungen und Turbinenbedingungen von ca. 3bar auf Basis der Volllastbe-
dingungen des Hybridkraftwerks wird hier nun der Einfluss der Druckskalierung auf das
globale Verhalten der Brennkammer adressiert. Dazu sind in Abb. 5.28 die Ergebnisse
der Warmefreisetzung und der Geschwindigkeitsfelder bei atmosphérischem Druck im je-
weils linken Bild dem Druckniveau unter Turbinenbedingungen im jeweils rechten Bild

gegentibergestellt.
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Abbildung 5.28: Gegeniiberstellung der Wéarmefreisetzung und der Geschwindigkeitsfel-
der bei atmosphérischem Druck und unter Turbinenbedingungen von ca.
3 bar.

Wiéhrend sich die Geschwindigkeitsfelder aufgrund der Druckskalierung der Massen-
strome mit steigendem Druck erwartungsgeméafl kaum unterscheiden, zeigt sich bei der
Wiérmefreisetzung, dass sich die Form und Lage zwar nicht verdndert, sich die Warme-
freisetzung aufgrund der mehr eingebrachten Leistung jedoch deutlich erhoht. Auf Basis
dieser Erkenntnisse lasst sich feststellen, dass sich das Verhalten der Brennkammer im

atmosphéarischen Priifstand ohne Weiteres auf die Turbinenbedingungen tibertragen lésst.
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5.5 Untersuchung und Nachweis der Brennstoffflexibilitat

Um die SOFC, wiahrend des Aufheizvorgangs des Hybridkraftwerks nicht zu beschadigen,
wird dieser Prozess nur sehr langsam mit einem Temperaturgradienten von wenigen Kel-
vin pro Minute durchgefiihrt. Die Folge daraus ist ein stundenlanger Hochfahrprozess, bei
dem es zuséitzlich notwendig wird, die Anode durch Anlegen einer reduzierenden Atmo-
sphére in Form von Formiergas vor Oxidation zu schiitzen. Dieses Formiergas besteht aus
5% Hs und 95% No und wird der SOFC anodenseitig zugefithrt. Das Formiergas vermischt
sich nach dem Austritt aus der Anode mit dem kurz vor der Brennkammer ins Brenn-
stoffplenum eingebrachten Erdgas. Wéhrend des Hochfahrprozesses darf dieses Erdgas der
SOFC keinesfalls direkt zugefiihrt werden, da zu diesem Zeitpunkt noch keine anodenin-
terne Dampfreformierung moglich ist. Unreformiertes Erdgas in der SOFC wiirde zu einer

Vergiftung des Elektrolyten fiithren.

Um das Verhalten der entwickelten Brennkammer unter Verwendung von Erdgas, das
mit Formiergas verdiinnt ist zu untersuchen, werden in diesem Kapitel Untersuchungen
zur Brennstoffflexibilitat vorgestellt. Zunachst wird der Betrieb der entwickelten Brenn-
kammer unter Verwendung von reinem Erdgas untersucht und das resultierende Verhalten
mit dem speziell fiir Erdgasanwendungen entwickelte Brennkammersystem von Seliger et
al. [214] verglichen. Darauf aufbauend werden Untersuchungen mit verdiinntem Erdgas
durchgefiihrt. Da zum Zeitpunkt der Versuchsdurchfithrungen kein echtes Formiergas zur
Verfiigung stand werden zur Abbildung der Eigenschaften des Formiergases ersatzweise
100% Ny und eine Mischung aus 5% Hs und 95% N, als Verdiinnung verwendet. Er-
génzend zu den Messungen unter Verwendung von Erdgas als Brennstoff, werden in den
folgenden Abschnitten die Ergebnisse aus CFD-Simulationen als zusétzliche Informations-
quelle verwendet. Aufgrund des Erdgas als Brennstoff kommt fiir die Simulationen hier
der GRI-Mechanismus [220] in der Version 3.0 zum Einsatz. Da fiir Erdgas als Brennstoff
einschligige Erfahrungen mit CFD-Simulationen existieren [20, 44], wird im Rahmen der

vorliegenden Arbeit keine gesonderte Validierung durchgefiihrt.

5.5.1 Betrieb mit reinem Erdgas

Eine wichtiges Kriterium bei der Entwicklung einer Brennkammer ist die Lage und Form
der Warmefreisetzungszone. Dazu sind in Abb. 5.29 die OH* Chemolumineszenzaufnah-
men der in der vorliegenden Arbeit fiir SOFC-Abgas entwickelten Brennkammer unter
Verwendung von reinem Frdgas dargestellt. In der in Abb. 5.29 gezeigten Messreihe wird
die Luftmenge und somit das in der Brennkammer anliegende Aquivalenzverhaltnis ¢
variiert. Die thermische Leistung ();, wird konstant gehalten und die Temperatur der zu-
gefiihrten Verbrennungsluft betragt 1003 K. In der Aufnahmenserie in Abb. 5.29 nimmt
der Luftmassenstrom des jeweiligen Betriebspunkts von links nach rechts ab bzw. das
Aquivalenzverhéltnis ¢ zu. Es zeigt sich tiber die gesamte Aufnahmenserie, dass die Lage

der Warmefreisetzung sehr stabil an mehr oder weniger derselben Position in der Brenn-
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kammer liegt. Mit steigendem Aquivalenzverhéltnis wandert die Warmefreisetzungszone
etwas stromauf in Richtung Brennerkopf und die Form der Flamme verédndert sich von
einer leicht volumetrischen zu einer etwas diskreteren Warmefreisetzung. Anhand der Er-
gebnisse aus den OH* Aufnahmen dieser Messreihe ldsst sich die Vermutung anstellen,
dass die fiir SOFC-Abgas entwickelte Brennkammer sehr gut fiir den Betrieb unter Ver-

wendung von Erdgas geeignet ist.

Intensitat

(a) $=0,33 (b) $=0,36 (c) $=0,38 (d) ¢=042 (e) =045 (f) $=0,50 (g) ¢=0,56

Abbildung 5.29: Abhingigkeit des OH* Signals vom Aquivalenzverhéiltnis unter Verwen-
dung von reinem Erdgas bei einer Vorwarmtemperatur von 1003 K, nor-
miert auf jeweiligen Maximalwert.

Durch die Betrachtung der zugehorigen Variationskoeffizienten in Abb. 5.30 lasst sich
diese Vermutung weiter untermauern. Insbesondere bei sehr mageren Bedingungen ab
einem Aquivalenzverhiltnis von ¢ = 0,36 zeigen sich gegeniiber den restlichen Auswer-
tungen in Abb. 5.30 vermehrt hohere Werte des Variationskoeffizienten. Dies deutet zum
Einen auf eine erhéhte Schwankung und zum Anderen auf sehr spontane und unregel-
méfige Verbrennungsereignisse im Bereich zwischen der Zone mit der hochsten Warme-

freisetzung und dem Brennerkopf hin. Beides fiihrt jedoch im Zusammenhang mit den

max

Intensitat

[

(a) =0,33 (b) $=0,36 (c) $=0,38 (d) $=0,42 (e) $=045 (f) =050 (g) ¢=0,56
Abbildung 5.30: Abhéingigkeit des Variationskoeffizienten des OH* Signals vom Aquiva-

lenzverhéaltnis unter Verwendung von reinem FErdgas bei einer Vorwarm-
temperatur von 1003 K, normiert auf jeweiligen Maximalwert.
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entsprechenden OH* Aufnahmen in den Abbn. 5.29(a)-5.29(b) zu der Aussage, dass die-
se Schwankungen zu keiner signifikanten Riickziindung und somit Warmefreisetzung in
der Nahe des Brennerkopfs fithren. Da der Betrieb der Brennkammer mit Erdgas fiir das
Hochheizen des Kraftwerks vorgesehen ist, wird der Einfluss der Vorwarmtemperatur der
Luft auf die Warmefreisetzung ebenfalls untersucht. Dazu sind in Abb. 5.31 die im Experi-
ment ermittelten OH* Chemolumineszenzaufnahmen bei Temperaturen von 723 K, 923 K|
973 K und 1003 K gegeniibergestellt. Der den Messungen zugrunde liegende Betriebspunkt
entspricht dem Volllastbetriebspunkt der Brennkammer einer in der Turbinenleistung dem

Hybridkraftwerk dquivalenten Mikrogasturbinenanlage [214].

I max

Intensitat

o

(a) 723K (b) 923K (c) 973K (d) 1003K

Abbildung 5.31: Einfluss der Vorwédrmtemperatur auf das OH* Signal unter Volllastbe-
dingungen mit ¢ =0,5 [214].

Wihrend sich die Lage und Form der Wérmefreisetzung bei abnehmender Temperatur
bis 923 K kaum é&ndert, zeigt sich ab 723 K ein deutlicher Unterschied. Diese einseitige
Verschiebung der Wérmefreisetzung deutet darauf hin, dass die Flamme in der optischen
zuganglichen Brennkammer an einer heiflen Stelle, wie z.B. den Brennkammerstegen oder
dem Ziinder stabilisiert. Es ist davon auszugehen, dass eine stabile Warmefreisetzung bei
weiterer Abnahme der Temperatur nicht mehr gewéhrleistet werden kann. Eine Luftlecka-
ge in der optischen Brennkammer, die zu einem dhnlichen Verhalten fiihren wiirde, konnte
durch sorgfaltige Untersuchungen des Priifstands und eine redundante Versuchsdurchfiih-
rung mit denselben Ergebnissen ausgeschlossen werden.

Dies léasst sich auch eindeutig bei der Betrachtung des zugehorigen Variationskoeffizi-
enten in Abb. 5.32(a) mit deutlich erh6hten Werten erkennen. Die Ergebnisse aus der
Messreihe mit unterschiedlichen Temperaturen unter Verwendung von Erdgas legen nahe,
dass aufbauend auf den Ergebnissen dieser Arbeit und fiir Temperaturen unterhalb von
723 K weitere Mafinahmen getroffen werden miissen, um das Autheizen der Hybridkraft-
werks zu ermoglichen. Diese Flammenstabilisierung konnte innerhalb der Brennkammer
entweder durch eine zusatzliche Pilotstufe oder durch geschickte Verschaltung des Hy-
bridkraftwerks mittels SOFC-Bypass [103] und somit durch eine Erh6hung der Vorwarm-

temperaturen der Brennkammerluft erreicht werden.
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max

Intensitat

=

(a) 723K (b) 923K (c) 973K | (d) 1003K

Abbildung 5.32: Einfluss der Vorwarmtemperatur auf den zugehorigen und auf den jewei-
ligen Maximalwert normierten Variationskoeffizienten des OH* Signals
unter Volllastbedingungen mit ¢ =0,5.

Um weitere Informationen iiber das Verhalten der Brennkammer unter Verwendung von
reinem Erdgas zu erhalten, werden die Ergebnisse aus CFD-Simulationen herangezogen.
Dadurch lassen sich vor allem erste Eindriicke iiber die Mischungszustédnde gewinnen, die
im Experiment nur mit wesentlich aufwandigeren als in der vorliegenden Arbeit verwen-

deten Messmethoden erfassbar waren.
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(a) Warmefreisetzung (b) Geschwindigkeitsfeld

Abbildung 5.33: Verteilung der Warmefreisetzungsrate und des Geschwindigkeitsfelds in
der Mittelschnittebene der Brennkammer mit Darstellung der Isolinien
bei ¢ = 0,5 und ¢ = 1,0.

148



5.5 Untersuchung und Nachweis der Brennstoffflexibilitét

Die in Abb. 5.33 dargestellten Schnittbilder zeigen die Verteilung der Warmefreiset-
zungsrate und das Geschwindigkeitsfeld in der Mittelebene der Brennkammer. Neben den
angedeuteten Stromlinien in beiden Abbildungen sind in der Darstellung der Wérmefrei-
setzungsrate in Abb. 5.33(a) zusitzlich die Isolinien fiir die Aquivalenzverhéltnisse bei
¢ = 0,5 und ¢ = 1,0 eingezeichnet. Die Warmefreisetzungszone der Ergebnisse aus der
CFD-Simulation in Abb. 5.33(a) liegt im Bereich der Isolinie mit einem Aquivalenzver-
héaltnis von ¢ = 0,5. Dies belegt, dass das Erdgas in der fiir SOFC-Abgas entwickelten
Brennkammer unter mager-vorgemischten Bedingungen verbrennt. Bei der Betrachtung
des Geschwindigkeitsfelds in Abb. 5.33(b) féllt sofort der deutliche Geschwindigkeitsun-
terschied zwischen der Erdgas- und der umgebenden Luftstromung auf. Wéahrend die
Mantelstromung aus Luft Geschwindigkeiten von iiber 50 m/s erreicht, betrdgt die maxi-
male Geschwindigkeit der Erdgasstromung am Austritt der grolen Brennstoffdiisen keine
5m/s. Zur ndheren Betrachtung dieser Verhéltnisse am Austritt der Brennstoffdiise ist
in Abb. 5.34 ein vergroflerter und um 90° im Uhrzeigersinn gedrehter Ausschnitt des
Geschwindigkeitsfelds dargestellt.
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Abbildung 5.34: Vergroflerter und um 90° gedrehter Ausschnitt aus Abb. 5.33(b) zur Dar-
stellung der Brennstoffrezirkulation am Diisenaustritt.

Aus dem in Abb. 5.34 dargestellten Ausschnitt wird ersichtlich, dass die niedrige Stro-
mungsgeschwindigkeit des Erdgases zusammen mit der umgebenden Mantelstromung aus
Luft mit wesentlich hoheren Geschwindigkeiten zu einer ausgepréigten Rezirkulationszone
im Brennstoffstrahl fithrt. Da die umgebende Luftstromung fiir diese Brennstoffrezirkula-
tion als treibende Kraft wirkt und die Rezirkulation durch das stromabwértige Aufweiten
der umgebenden Luftstromung tendenziell weiter eingeengt wird, liegt die Vermutung
nahe, dass es sich hierbei um eine sehr stabile Rezirkulationszone handelt. Ob eine Fluk-
tuation des Stagnationspunktes der Brennstoffrezirkulation entlang der Langsachse der
Brennkammer auftritt, ldsst sich weder anhand der CFD-Ergebnisse noch der verwen-
deten Messmethodiken klaren. Es konnte jedoch eine Ursache fiir die unregelmafligen
Werte in den Variationskoeffizienten zu den OH* Chemolumineszenzaufnahmen in den

Abb. 5.30 und 5.32 sein. Dariiber hinaus tragt diese kleine Rezirkulationszone am Diisen-
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austritt wesentlich zur Mischung bei, was sich im Verlauf der in Abb. 5.35 dargestellten
Mischungsgiite entlang der Brennerachse zeigt. Zur Verdeutlichung des Einflusses der
Brennstoffrezirkulation auf die Mischung bei Verwendung von Erdgas sind die Verldufe
der Mischungsgiite M, unter Verwendung von SOFC-Abgas und die jeweiligen internen
Abgasrezirkulationsraten AG Ry, ebenfalls dargestellt. Trotz dhnlicher interner Abgasre-
zirkulationsraten AG Ry, bei Erdgas und SOFC-Abgas, die im Brennraum selbst fiir eine
verbesserte Mischung sorgen, mischt das Erdgas deutlich schneller als das SOFC-Abgas
und ermoglicht somit trotz extrem groffer Diisen eine mager-vorgemischte Erdgasverbren-

nung. Dieser deutlich erh6hte Mischungseffekt lasst sich auf die festgestellte Brennstoffre-

zirkulation am Disenaustritt zurtuckfithren.
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Abbildung 5.35: Verlauf der Mischngsgiite M, und der internen Abgasrezirkulationsrate
AG Ry bei Erdgas und Vergleich mit SOFC-Abgas.

Um nachzuweisen, dass die Brennkammer unter Verwendung von Erdgas zufrieden-
stellend und zuverlassig funktioniert sind weitere Erkenntnisse notwendig. Dies sind zum
Einen Messwerte tiber die Druckverluste der Brennkammer und zum Anderen Aussagen
iiber den Betriebsbereich bzw. die CO- und NOx-Emissionen. Dazu werden in Abb. 5.36
die Totaldruckverluste Apye der SOFC-Abgasbrennkammer bei thermischen Leistungen
von 4,4kW, 5,1 kW und 6,2 kW den Messwerten der speziell fiir Erdgasanwendungen ent-
wickelten Brennkammer von Seliger et al. [214] gegentibergestellt.

Aufgrund der wesentlich hoheren Warmefreisetzung bei grofferen Leistungen steigen hier
die Stromungsgeschwindigkeiten und somit auch die Totaldruckverluste. Mit steigendem
Aquivalenzverhaltnis steigt die Luftmenge und somit ebenfalls die Geschwindigkeiten in
der Brennkammer. Der Vergleich zeigt deutlich, dass die SOFC-Abgasbrennkammer unter
Verwendung von Erdgas als Brennstoff sogar deutlich geringere Totaldruckverluste als die

Erdgasbrennkammer aufweist.
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Abbildung 5.36: Vergleich der Totaldruckverluste mit einer Erdgasbrennkammer [214].

Ein weiterer wichtiger Indikator zur Bewertung der Tauglichkeit einer Brennkammer ist

deren Betriebsbereich. Dazu sind in Abb.

5.37 die CO-Emissionen der SOFC-Abgasbrenn-

kammer denen der Erdgasbrennkammer von Seliger et al. [214] bei Vorwérmtemperaturen
der Brennkammerluft von 723 K, 923 K und 1003 K gegeniibergestellt.
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Abbildung 5.37: Vergleich der CO-Emissionen mit der Erdgasbrennkammer von Seliger

et al. [214].
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Waihrend die rechte Seite des Betriebsbereichs in Abb. 5.37 bei weniger mageren Bedin-
gungen kaum Unterschiede in den CO-Emissionen aufweist, liegt die Magerverldschgrenze
der Erdgasbrennkammer deutlich weiter im mageren Bereich bei geringeren Aquivalenz-
verhéltnissen. Bei einer Vorwarmtemperatur von 723 K weist die SOFC-Abgasbrennkam-
mer einen sehr kleinen Betriebsbereich auf. Diese Erkenntnis deckt sich mit den OH*
Chemolumineszenzmessungen aus Abb. 5.31(a), die auf eine sehr instabile Flamme hin-
deuten.

Bei der Betrachtung der NOx-Emissionen in Abb. 5.38 zeigen sich sehr starke Unter-
schiede beim Vergleich der beiden Brennkammern. Wahrend sich bei der Erdgasbrenn-
kammer von Seliger et al. [214] bis zu einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,5 die NOx-
Emissionen unterhalb von 10 ppm befinden, weist die SOFC-Abgasbrennkammer deutlich

hohere Abgaswerte auf.
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Abbildung 5.38: Vergleich der NOx-Emissionen mit der Erdgasbrennkammer von Seliger
et al. [214].

Da sich die thermodynamischen Randbedingungen der jeweiligen Messreihen beider
Brennkammern nicht unterscheiden, kann die Erhéhung der NOx-Emissionen eindeu-
tig auf das Verbrennungsverhalten der SOFC-Abgasbrennkammer unter Verwendung von
Erdgas zuriickgefithrt werden. Auf Basis der vorliegenden Erkenntnisse im Rahmen dieser
Arbeit lassen sich jedoch nur Spekulationen anstellen woher diese signifikante Erh6hung
stammt. Eine Ursache dafiir kann eine gegeniiber der konventionellen Erdgasbrennkam-
mer von Seliger et al. [214] wesentlich schlechtere Vormischung des Frischgases sein. Um

dies bewerten zu konnen, miisste die Frischgasvormischung dieser konventionellen Brenn-
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kammer in einer umfangreichen CFD-Studie untersucht und mit den Daten der hier vorlie-
genden Arbeit verglichen werden. Eine weitere Moglichkeit fiir die hohen NOx-Emissionen
konnte auch die relativ hohe Schwankungsintensitat der SOFC-Abgasbrennkammer im Be-
reich zwischen der Flammenlage und dem Brennerkopf sein. Anhand der Auswertungen
der OH* Chemolumineszenzaufnahmen in den Abbn. 5.29-5.32 ist zwar kein signifikantes
Riickziinden konstatiert worden, jedoch lédsst sich nicht ausschlieflen, dass diese detektier-
ten spontanen Verbrennungsereignisse fiir die Entstehung der hohen NOx-Emissionen in
Abb. 5.38 verantwortlich sind.

Abschlieflend lasst sich festhalten, dass die SOFC-Abgasbrennkammer sehr gut fir den
lang andauernden Hochfahrprozess des Hybridkraftwerks geeignet ist. Die hohen NOx-
Emissionen sind zwar nicht optimal, jedoch sind Anfahrprozesse von Kraftwerken zum
jetzigen Zeitpunkt noch nicht eingeschrankt [27]. Somit kann auf eine weitere speziell
fiir Erdgas entwickelte Brennkammerstufe verzichtet werden, was die Komplexitat des

Brennkammersystems deutlich verringert.

5.5.2 Betrieb mit Formiergas

Wie zu Eingang des Kapitels bereits erwahnt, wird das Hybridkraftwerk unter Verwendung
von Erdgas als Brennstoff aufgeheizt. Solange an der SOFC selbst keine Last abgenom-
men werden kann, weil die notwendigen Betriebstemperaturen des SOFC-Elektrolyten
von iiber 873 K noch nicht erreicht sind, wird der Anode Formiergas als reduzierende At-
mosphare zugefithrt. Da fiir die Versuche kein vorgemischtes Formiergas zur Verfiigung
steht und die verwendeten Massenstromregler der Priifstandsinfrastruktur fir Ny und
Hy nur fiir bestimmte Massenstrome geeignet sind, wird zunéchst der Unterschied zwi-
schen Formiergas aus 95% Ny und 5% H, und reinem Ny als Verdiinnung des Erdgases
untersucht. In Abb. 5.39 sind dazu die OH* Chemolumineszenzaufnahmen mit den zu-
gehorigen Variationskoeffizienten fiir reinen Stickstoff in den Abbn. 5.39(a) und 5.39(c)
und fiir Formiergas in den Abbn. 5.39(b) und 5.39(d) gegeniibergestellt. Als Basis fiir die
Messungen mit Formiergas oder Stickstoff als Verdiinnung des Erdgases dient der Teil-
lastbetriebspunkt fir den Mikrogasturbinenbetrieb von Seliger et al. [214], der fiir den
Hochfahrprozess des Hybridkraftwerks vorgesehen ist [103].

Abb. 5.39 zeigt die OH* Chemolumineszenzaufnahmen dieses Teillastbetriebspunkts
mit einer Vorwarmtemperatur der Luft von 958 K. Das Erdgas wird dabei in Abb. 5.39(a)
zum Einen mit 2,1g/s reinem Stickstoff und zum Anderen in Abb. 5.39(b) mit 2,2g/s
Formiergas verdiinnt. Aus diesem Vergleich der OH* Chemolumineszenzaufnahmen wird
eine Verschiebung der Warmefreisetzung unter Zugabe von Formiergas ersichtlich. Dies
lasst sich auf den Hy-Anteil zuriickfiihren, der zum Einen die thermische Leistung leicht
erh6ht und zum Anderen dafiir sorgt, dass die Reaktivitdt des Gemisches erhoht wird.
Beim Vergleich der jeweils zugehorigen Variationskoeffizienten zeigt sich anhand der nied-
rigen Werte in Abb. 5.39(d), dass die Verbrennung unter Verwendung von Formiergas

etwas geringere Schwankungen aufweist. Sowohl die CO- und NOx-Emissionen als auch
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Abbildung 5.39: Einfluss von Wasserstoff (Hy) auf das OH* Signal bei Teillastbedingun-
gen mit Gegeniiberstellung des zugehorigen Variationskoeffizienten, nor-
miert auf die jeweiligen Maximalwerte.

die unverbrannten Kohlenwasserstoffe (UHCs) der Abb. 5.39 zugrundeliegenden Messrei-
hen fiir Stickstoff und Formiergas sind in Abb. 5.40 in Abhéangigkeit des No-Massenstroms
dargestellt. Das bedeutet im Falle von Formiergas wird fiir die Darstellung der x-Achse
die Abbildung des Hs nicht betrachtet, sondern nur der No-Anteil.
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Abbildung 5.40: CO-, NOx- und UHCs-Emissionen bei Verdiinnung des Erdgases mit For-
miergas oder Stickstoff und einer Vorwarmtemperatur 7, = 958K .
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5.5 Untersuchung und Nachweis der Brennstoffflexibilitét

Beide Messreihen zeigen einen dhnlichen Verlauf in den NOx-Emissionen. Die fallende
Tendenz der NOx-Emissionswerte beruht auf den sinkenden Brennkammertemperaturen
bei steigendem Nj-Massenstrom. Beim Vergleich der unverbrannten Kohlenwasserstof-
fe (UHCs) und der CO-Emissionen beider Messreihen féllt sofort ein starker Versatz
der Verloschgrenze auf. Bei Verwendung von Formiergas liegt diese mit ca. 3,7g/s No-
Massenstrom deutlich hoher als mit 2,7 g/s bei reinem Nj. Dieser Verschiebung lasst sich
eindeutig auf das Hy zuriickfithren, dass eine sehr stabilisierende Wirkung auf die Ver-
brennung hat. Damit lasst sich festhalten, dass sich die im weiteren Teil dieses Kapitels
gezeigten Untersuchungen mit reinem Ny auf der sicheren Seite beziiglich des Betriebsbe-
reichs im Vergleich zu Formiergas befinden.

Bei Verdiinnung des Erdgases durch Zumischung von Stickstoff oder Formiergas stellt
sich die Frage, ab welchem Verdiinnungsmassenstrom und bei welchen Temperaturen die
Verbrennung in der Brennkammer nicht mehr aufrecht erhalten werden kann. Die Ergeb-
nisse verschiedener Messreihen bei Temperaturen der Brennkammerluft von 293 K, 573 K,
773K und 973 K sind dazu in Abb. 5.41 zusammengefasst.
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Abbildung 5.41: Betriebsgrenzen der SOFC-Abgasbrennkammer unter Verwendung von
verdiinntem Erdgas bei verschiedenen Vorwarmtemperaturen.

In der Darstellung in Abb. 5.41 sind die Aquivalenzverhéltnisse ¢, bei denen Verléschen
auftritt, in Abhéngigkeit des zugemischten Ny aufgetragen. In den Bereichen links ober-

halb der jeweiligen Verloschgrenzen ist die Verbrennung stabil. Es zeigt sich eine deutliche
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5. ERGEBNISSE AUS EXPERIMENT UND SIMULATION

Steigerung des moglichen No-Massenstroms mit steigenden Temperaturen, mit dem das
Erdgas verdiinnt wird. Bei den Messreihen mit 773 K und 973 K Vorwarmtemperatur sind
zusatzlich die Verloschgrenzen unter Verwendung von Formiergas dargestellt. Erwartungs-
gemaf weist die Verdiinnung mit Formiergas mit einem Hs-Anteil von 5% eine deutlich
hoéhere Toleranz gegentiiber dem Verdinnungsmassenstrom auf. Auch dieser Effekt lésst
sich auf die erhohte Reaktivitdt des Gemisches bei Vorhandensein von Hy zurtckfithren.

Der schraffierte Teil in Abb. 5.41 markiert den Bereich in dem die Brennkammer unter
Umgebungstemperaturen von 293 K geziindet werden kann. Richtung magerer Bedingun-
gen wird dieser Bereich durch die Ziindgrenze limitiert, wobei sich diese mit zunehmendem
Ny-Massenstrom weiter in Richtung fetterer Aquivalenzverhéltnisse verschiebt. Die Ziin-
dung der Mikrogasturbinenbrennkammer findet daher in diesem Bereich oberhalb der
Zindgrenze statt und muss je nach bereits bei Ziindung zugemischten No-Massenstroms
im Bereich noch fetterer Gemischbedingungen liegen.

Die Ergebnisse in den vorangegangenen Abschnitten zur Untersuchung des Betriebs mit
reinem Erdgas und mit Stickstoff- oder Formiergasverdiinnung belegen, dass die fiir SOFC-
Abgas entwickelte jet-stabilisierte Brennkammer fiir den Betrieb mit Formiergas-verdiinn-
tem Erdgas zum Anfahren und Hochheizen des Hybridkraftwerks geeignet ist. Obwohl die
Emissionswerte bei Anfahrmandvern eines Kraftwerks nicht reglementiert sind, weist die
Brennkammer auch fiir diesen Hochfahrprozess moderate CO-Emissionen mit ca. 150 ppm
und duflerst niedrige NOx-Emissionen im 1-stelligen ppm-Bereich bei gleichzeitig stabiler

Verbrennung auf.

5.56.3 Gegeniiberstellung der verschiedenen Brennstoffe

AbschlieSend wird durch eine Gegeniiberstellung der CO-Emissionen in Abhéngigkeit der
Temperatur in Abb. 5.42 und auf Basis des Vergleichs der Lage der jeweiligen War-
mefreisetzungszone in Abb. 5.43 die Eignung der Brennkammer fiir die 3 Brennstoffe
SOFC-Abgas, reines Erdgas und mit Formiergas bzw. Stickstoff verdiinntes Erdgas, wei-
ter untermauert.

In Abb. 5.42 zeigt sich klar, dass im Vergleich zu herkémmlichen Kraftstoffen wie Erd-
gas der hohe HyO-Gehalt im Anodenabgas, und somit in der gesamten Verbrennungszone,
bei gleich bleibenden Aquivalenzverhéltnissen zu verringerten Verbrennungstemperaturen
fithrt. Dies erklart die deutliche Linksverschiebung des Betriebsbereichs unter Verwen-
dung von SOFC-Abgas im Vergleich zu Erdgas als Brennstoff in Abb. 5.42. Aufgrund
dieser niedrigen Verbrennungstemperaturen sind iiber den gesamten Betriebsbereich der
Brennkammer bei Verwendung von SOFC-Abgas keine signifikanten NOx-Emissionen zu
erwarten.

In Abb. 5.42 lasst sich die im vorigen Abschnitt erwdhnte Erhohung der CO-Emissionen
unter Teillastbedingungen erkennen, wenn 0,5g/s Stickstoff als Verdiinnung verwendet
werden. Als abschlielende Gegeniiberstellung der Warmefreisetzungszonen auf Basis des

in den jeweiligen Messreihen detektierten OH* Signals in Abb. 5.43 lasst sich konstatieren,
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Abbildung 5.42: CO-Emissionen der verschiedenen Brennstoffe in Abhéngigkeit der adia-

batischen Brennkammertemperatur 7,4 bei einer Vorwarmtemperatur
von T, = 973 K.

dass die entwickelte jet-stabilisierte Brennkammer fiir SOFC-Abgas in ihrer kompakten

Bauweise fiir alle Brennstoffe geeignet ist, die sowohl fiir den Auslegungsbetrieb, als auch
den Hochfahrprozess des Hybridkraftwerks notwendig sind.

I max

Intensitat

(a) SOFC-Abgas (b) Erdgas (c¢) Erdgas+ Ny

Abbildung 5.43: Vergleich der Warmefreisetzungszonen der unterschiedlichen Brennstoffe
auf Basis des jeweils auf den Maximalwert normierten OH* Signals.
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6 Zusammenfassung

Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit liefern einen wesentlichen Beitrag zur Entwicklung
eines SOFC/MGT-Hybridkraftwerks. Die geleistete Entwicklung einer zuverléssigen jet-
stabilisierten Brennkammer mit niedrigem Totaldruckverlust und geringer Komplexitét
im Rahmen dieser Arbeit ermoglicht eine effiziente Kopplung der Teilsysteme SOFC und
MGT, wobei sowohl die Anforderungen an die Brennkammer fiir eine Mikrogasturbinen-
anwendung als auch fiir die Anwendung in einem SOFC-System beriicksichtigt wurden.

Fiir die Entwicklung der Brennkammer wurden in einem ersten Schritt reaktionskine-
tischen Kenngroflen wie die laminare Flammengeschwindigkeit und die Ziindverzugszeit
sowie thermodynamische Berechnungen der adiabatischen Flammentemperaturen fir die
Verbrennung von SOFC-Abgasen durchgefithrt. Zur Berechnung dieser Kenngrofien wurde
das Open-Source-Programmpaket Cantera fiir Probleme der chemischen Kinetik, Ther-
modynamik und von Transportprozessen [82] sowie der Reaktionsmechanismus nach Li
et al. [143] verwendet. Anhand dieser Simulationen konnte gezeigt werden, dass der hohe
Wasseranteil in den SOFC-Abgasen zu sehr niedrigen adiabatischen Flammentemperatu-
ren von maximal 2000 K bei stochiometrischen Bedingungen fiihrt. Im Gegensatz zu einer
reinen Erdgasverbrennung befinden sich die adiabatischen Flammentemperaturen bei der
Verbrennung von SOFC-Abgasen somit iiberwiegend unterhalb eines fiir die Stickoxidbil-
dung kritischen Temperaturniveaus von ca. 1900 K. Mit Hilfe der berechneten Ziindver-
zugszeiten wurde in Kombination mit der Stromungsgeschwindigkeit des Brennstoff-Luft-
Gemisches in einer Brennkammer die maximal erlaubte Lange der sogenannten Misch-
strecke abgeschatzt, bevor eine Selbstziindung des Gemisches stattfinden kann. Aus der
geringsten Ziindverzugszeit von ca. 1 ms und einer relativ geringen Stromungsgeschwindig-
keit von 50 m/s in der Mischstrecke wurde eine Lénge von 5mm Mischstrecke abgeleitet.
Dariiber hinaus geht aus den Berechnungen hervor, dass die Ziindverzugszeiten bei der
Verbrennung von SOFC-Abgasen im einstelligen ms-Bereich um bis zu zwei Groflenord-
nungen geringer als bei einer herkdommlichen Erdgas-Luft-Verbrennung sind. Mit lamina-
ren Flammengeschwindigkeiten von bis zu 16 m/s bietet die entwickelte Brennkammer bei
Stromungsgeschwindigkeiten in der Mischstrecke von bis zu 100 m/s geniigend Sicherheit
gegeniiber Flammenrtickschlag.

In einer umfangreichen Konzeptstudie wurden sowohl kommerziell verfiigbare, als auch
im Entwicklungsstadium befindliche Brennkammersysteme sowohl fiir SOFC-Anwendung-
en als auch fiir MGT-Systeme vorgestellt und auf die Parameter benotigter Bauraum,
Komplexitét, Integritat, Zuverldssigkeit, Brennstoffflexibilitdt und Druckunterschied am
SOFC-Elektrolyten bewertet. Aufbauend auf den Erkenntnissen aus dieser Studie und den
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zuvor berechneten laminaren Flammengeschwindigkeiten und Ziindverzugszeiten wurde
das Prinzip einer jet-stabilisierten Brennkammer als das vielversprechendste Konzept fir
die Anwendung als SOFC-Abgasbrennkammer in einem Hybridkraftwerk identifiziert.

Zur Auslegung des jet-stabilisierten Brennkammersystems mittels numerischer Verbren-
nungssimulation wurde der am DLR entwickelte CFD-Code THETA [44] verwendet. Dazu
wurden in der vorliegenden Arbeit instationdre RANS-Methoden in Verbindung mit dem
k-w-SST Turbulenzmodell [165] und dem detaillierten Reaktionsmechanismus nach Li et
al. [143] eingesetzt.

Um die Giite der Diskretisierung des Rechengebiets und somit die Stabilitat, Kon-
vergenz und Genauigkeit der Simulationsergebnisse zu garantieren, wurden ausfiihrliche
Gitterstudien nach Celik et al. [37] und Rumsey und Thomas [200] durchgefiihrt. Das
Brennkammersystem wurde als jet-stabilisierte Brennkammer mit 12 ringférmig angeord-
neten Brennstoffdiisen mit einem Durchmesser von 4 mm und koaxialer Lufteinbringung
konzipiert. Der Durchmesser der Luftdiisen wurde so grofl ausgelegt, dass die Geschwin-
digkeiten von Brennstoff und Luft nahezu gleich sind und somit stromauf in der SOFC
zwischen Kathode und Anode kein unzuléssig hoher Druckunterschied entsteht.

Um die entwickelte Brennkammer charakterisieren zu konnen, wurde parallel zu den
in dieser Arbeit vorliegenden Arbeitsinhalten die Infrastruktur eines bestehenden atmo-
sphérischen Brennkammerpriifstands zur Abbildung der niederkalorischen Brennstoffzel-
lenabgase mit Temperaturen von bis zu 1073 K und hohen Wasseranteilen mit einer eigens
dafiir entwickelten Wasserstoff-Sauerstoff-Brennkammer erweitert.

Zur Charakterisierung der SOFC-Abgasbrennkammer wurde neben den Abgasemissi-
onsmessungen die OH* -Chemolumineszenz-Messtechnik zur Identifikation der Verteilung
der Wéarmefreisetzung in der Brennkammer eingesetzt. Zunachst wurde die prinzipielle
Funktionsfiahigkeit der Brennkammer unter Verwendung von SOFC-Abgasen nachgewie-
sen. Dazu wurde die Erfiillung der Anforderungen hinsichtlich geringen Bauraums, gerin-
ger Komplexitat, der Sicherheit gegentiber Flammenriickschlag, der Brennkammerzuver-
lassigkeit im Hinblick auf Flammenverloschen und geringen Druckunterschieden zwischen
Anode und Kathode unter druckskalierten Volllastbedingungen des Hybridkraftwerks im
atmosphérischen Brennkammerpriifstand untersucht.

Die SOFC-Abgasbrennkammer konnte durch Variation verschiedener Parameter wie
dem Kathodenmassenstrom, dem Anodenmassenstrom, dem Heizwert der Anodenabgase
und dem Sauerstoffgehalt der Kathode unter Verwendung der Abgasemissionsmessung
und der OH* Chemolumineszenz-Messtechnik charakterisiert werden. Insbesondere der
Nachweis einer gewissen Robustheit der Brennkammer gegeniiber Eingangsparameter wie
dem Sauerstoffgehalt oder dem Heizwert konnte das Entwicklungsrisiko des Hybridkraft-
werks reduzieren, da zum Zeitpunkt der Anfertigung der vorliegenden Arbeit noch kei-
ne ausreichenden Kenntnisse iiber die Warmeverluste und das Thermomanagement der
Brennstoffzelle vorhanden waren. Eine Verdnderung in den Warmeverlusten hatte unmit-

telbare Auswirkungen auf den Brennstoffausnutzungsgrad und somit auf die Zusammen-
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setzung, also den Sauerstoffgehalt und den Heizwert der SOFC-Abgase.

Die Messungen der CO-Emissionen unter Verwendung von SOFC-Abgasen liegen iiber
einem breiten Betriebsbereich weit unterhalb des gesetzlich festgelegten Emissionsgrenz-
wertes und belegen damit einen sehr guten Ausbrand der aus der SOFC ausstromenden
Restbrenngase. Die Brennkammer weist bei Stromungsgeschwindigkeiten der Frischgasjets
in der Brennkammer von ca. 80 m/s einen sehr geringen Totaldruckverlust von weniger
als 3% auf. Desweiteren konnte iiber alle Betriebspunkte mit einem Aquivalenzverhélt-
nis in der Brennkammer oberhalb von ¢ = 0,3 eine Druckdifferenz zwischen Anode und
Kathode von maximal 10 mbar konstatiert werden. Als weiteres Resultat aus der Cha-
rakterisierung wurde der optimale Betriebspunkt unter Volllastbedingungen bei einem
Aquivalenzverhaltnis von ¢ =0,4 identifiziert. Daraus lisst sich die optimale Aufteilung
zwischen Verbrennungs- und Mischluft fiir die Turbinenbrennkammer auf 39% Verbren-
nungsluftanteil ableiten. Weiterhin wurde im Rahmen der Untersuchungen festgestellt,
dass in Bezug auf die CO-Emissionen der Betriebsbereich unter Teillastbedingungen et-
was kleiner ausfillt als unter Volllastbedingungen. Dies konnte mit den etwas geringeren
O3-Gehalten im Abgas unter Teillastbedingungen erklart werden.

Zusatzlich zu den Messungen wurden umfangreiche Verbrennungssimulationen durchge-
fithrt, um zum Einen die eingesetzten numerischen Werkzeuge zu validieren und zum An-
deren um Zugang zu weiteren Erkenntnissen wie den Mischungsverhaltnissen in der Brenn-
kammer aus den Simulationsergebnissen zu erhalten, die mit den verwendeten Messme-
thoden nicht erfassbar sind.

Es konnte gezeigt werden, dass mit instationdren RANS-Simulationen unter Verwen-
dung detaillierter Reaktionsmechanismen und einer Turbulenz-Chemieinteraktion auf Ba-
sis von Temperatur- und Spezies-PDFs die Tendenzen der CO-Emissionen tiber den Be-
triebsbereich und die Lage und Form der Warmefreisetzungszone ausreichend gut abge-
schatzt werden konnen. Jedoch werden die absoluten Werte der CO-Emissionen insbe-
sondere bei den weniger mageren Betriebspunkten teilweise um eine ganze Grofienord-
nung zu hoch vorausgesagt. Zusammen mit den numerischen Simulationen konnte gezeigt
werden, dass die Verbrennung unter Verwendung von SOFC-Abgas bei tiberwiegend sto-
chiometrischen Verhéltnissen stattfindet. Lediglich bei sehr mageren Bedingungen in der
Brennkammer verbrennt das Gemisch bei einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,5.

Auf Basis der Temperaturfelder aus den Simulationsergebnissen lésst sich die Bildung
thermischen Stickoxids anhand der maximal vorherrschenden Temperaturen abschéatzen.
Die maximalen Werte der Temperaturfelder liegen tiber alle simulierten Betriebspunkte fiir
SOFC-Abgas unterhalb von 1900 K und befinden sich somit auf einem fiir NOx-Emissionen
unkritischen Niveau.

Um die Brennstoffflexibilitdt zu untersuchen und somit die Eignung der Brennkammer
fiir den Hochfahrprozess des Hybridkraftwerks festzustellen, wurde in einer Analyse der
numerischen Verbrennungssimulationen nachgewiesen, dass die Verbrennung reinen oder

mit Formiergas verdiinnten Erdgases in der fiir SOFC-Abgase entwickelten Brennkammer
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unter mager-vorgemischten Bedingungen bei einem Aquivalenzverhéltnis von ¢ = 0,5
stattfindet. Es hat sich gezeigt, dass diese Vormischung von einer starken Brennstoffrezir-
kulation am Austritt der Diisen mit den grofien Durchmessern verursacht wird.

Desweiteren konnte in diesem Kontext anhand von OH* -Chemolumineszenzmessungen
gezeigt werden, dass weder signifikante Selbstziindereignisse in der Mischstrecke noch
Flammenrtickschlige vom Brennraum in die Mischungszone stattfinden. Die SOFC-Ab-
gasbrennkammer besitzt unter Verwendung von Erdgas als Brennstoff einen ahnlich groflen
Betriebsbereich als eine speziell fiir Erdgasanwendungen entwickelte Mikrogasturbinen-
brennkammer [214]. Wéhrend die SOFC-Abgasbrennkammer dhnliche CO-Abgasemis-
sionswerte wie die Erdgasbrennkammer von Seliger et al. [214] aufweist, weichen die
NOx-Emissionswerte starker nach oben ab. Dartiber hinaus konnte fiir das Ziinden und
Hochfahren des Hybridkraftwerks eine Stabilititskarte in Abhingigkeit des Aquivalenz-
verhéltnisses und des Formiergasmassenstroms bei verschiedenen Vorwarmtemperaturen
der Kathodenabgase erstellt werden.

Abschlielend wurde in einem Vergleich der Warmefreisetzungszonen unter Verwendung
von SOFC-Abgas, verdiinntem und reinem Erdgas gezeigt, dass die Flammenlagen bei al-
len drei Brennstoffen so nahe beieinander liegen, dass eine kompakte Turbinenbrennkam-
merkonstruktion moglich ist. Aus den Ergebnissen geht hervor, dass fiir niedrige Tempe-
raturen zusatzliche Mainahmen zur Flammenstabilisierung wie z.B einer Pilotstufe oder
eines SOFC-Bypass getroffen werden sollten. Die Notwendigkeit einer weiteren Brennkam-
merstufe fiir Erdgas zum Realisieren des Anfahrprozesses des Hybridkraftwerks wiirde sich
dadurch eriibrigen. Die in dieser vorliegenden Arbeit présentierten Ergebnisse liefern so-
mit eine solide Grundlage, auf deren Basis die Konstruktion der unter Druck stehenden
Turbinenbrennkammer mit Mischlufteindiisung fiir das Hybridkraftwerk entwickelt wer-

den kann.
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A Anhang

A.1 Korrekturschema OH* -Messdaten
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Abbildung A.1: Korrekturschema OH*-Messdaten.
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A.2 Messgenauigkeiten der Analysatoren

Der Wechsel zwischen den Messbereichen 1 bis 4 erfolgt automatisch durch die ABB Ad-
vance Optima (AO 2000) Prozessgasanalyse. Die Genauigkeiten fiir den jeweiligen Messbe-

reich sind als Absolutwerte in folgender Tabelle gegeben.

Tabelle A.1: Messbereiche und zugehorige Messgenauigkeiten der ABB Advance Optima
(AO 2000) Prozessgasanalyse fiir verschiedene Spezies.

Spezies 0, CO, CO NO/NO, UHC
Einheit Vol.% Vol.% ppm ppm ppm
Messbereich 1 0-5 0-5 0-10 0-10 0-19
Genauigkeit 0,025 0,05 0,1 0,1 0,37
Messbereich 2 0-15 020 0-100 0-20 0-187
Genauigkeit 0,075 0,2 1,0 0,2 3,73
Messbereich 3 0-25 0-200 0-50 0-3733
Genauigkeit 0,125 2,0 0,5 74,7
Messbereich 4 0-100 0-500 0—-200 0-9332
Genauigkeit 0,5 5,0 2,0 186,6

A.3 Abschatzung des Diskretisierungsfehlers

Die reprasentative Zellgrofle h eines Gitters fiir eine dreidimensionale Simulation mit der
Zellenzahl N und dem Volumen AV; der i-ten Zelle mit hy < hy < hs ist definiert als

N 1/3
h = H;mm] . (A1)

Daraus lassen sich die Verfeinerungsfaktoren

91 = — und 32 = — (AQ)

berechnen. Wenn ¢, fiir einen globalen Parameter des Gitters mit dem Index k steht
und es gilt €30 = ¢35 — P und €97 = ¢ — ¢1, dann errechnet sich die scheinbare Ordnung

p des Verfahrens zu

1
p = m|ln\€32/521| + q(p)| (A.3)
mit
rb, — s
q(p) = ln< ;2,1 ) und s = 1-sgn(ese/ca1), (A.4)
T32 - S

wobei fiir die Signumfunktion auf den reelen Zahlen
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+1 x>0
sgn(z) :=< 0 xr =0 (A.5)
—1 r <0

gilt. Die Berechnung von p und ¢(p) muss aufgrund der gegenseitigen Abhéngigkeit

iterativ erfolgen. Anschlieend lassen sich die extrapolierten Werte

7"§1¢1 — ¢

¢21 _
ext — 7Y
7"21 - 1

(A.6)

berechnen. Als repréasentative Fehlerwerte fiir die Bewertung einer numerischen Simu-
lation im Rahmen einer Gitterstudie werden der ungefahre relative Fehler
1 — ¢

621 == ‘¢¢1 (A?)

und der Gitterkonvergenzindex

1,25 e2!
G, = 0% A8
fein ,,,,1271 -1 ( )

GC
definiert.

A.3.1 Berechnung weiter Parameter fiir die Gitterstudie

Fiir die Berechnung weiterer Parameter fiir die Gitterstudie werden das Gesamtvolumen
V1 und die vier verschiedenen Ebenen Eq-E3 verwendet. Setzt man die Ebene Eg als Re-
ferenz in axialer Richtung, dann betragen die Abstédnde der folgenden Integrationsebenen
21,5mm (E;), 41,5mm (E5) und 205,0 mm (E3).

Tabelle A.2: Zuordnung der Ebenen und des Volumens zur Berechnung der weiteren Pa-
rameter fiir die Gitterstudie.

Ap;  Rezirkulationsrate CO OH* Mischungsgiite
Es-Ey E, Es Vi E,

A.4 Verwendete Definitionen und Formeln

A.4.1 Berechnung der Molenbriiche in der CFD-Simulation

Da in der CFD-Simulation die Massenbriiche y; als Ergebnis vorliegen, werden die Mo-

lenbriiche x; geméaf

==

mit 7 = liy . ]\H (A.9)
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und der dafiir notwendigen Molaren Molekiillmassen M; berechnet. Die Molare Masse

bzw. Molmasse M; der Spezies i berechnet sich mit

E
My =Y M;-Zj, (A.10)

Jj=1

wobei M; fiir die atomare Molmasse und Zj; fiir das jeweilige Atom in Tab. A.3 steht.

Tabelle A.3: Atomare Molmassen [g/mol| zur Berechnung der molaren Molekiilmassen

MH MC Mo MN MAR
1,00794 12,0107 15,9994 14,00675 39,948

A.4.2 Aquivalenzverhdltnis ¢ zur Auswertung der CFD-Simulationen

1 Mo, ( YH, Yco YCH, YCoHe )
_ = + +4 +7 A1l
290, \Mu, Mco  Mcu,  Mcyng ( )

Wobei zu yo, aus Gleichung A.11 noch der Wert 1,0 x 1071° addiert wird um bei der

rechnergestiitzten Auswertung die Division durch Null zu verhindern. Variiert der Sauer-

stoffgehalt des Gemisches yo, zwischen Luftbedingungen und 0,1 %,, liegt der durch diese
Addition erzeugte Fehler bei maximal 10~7. Fiir die Berechnung werden die Molmassen

aus Tabelle A.4 verwendet.

Tabelle A.4: Molmassen [g/mol] fiir die rechnergestiitzte Auswertung

Mo, My, Mco Mecy, Me,n,
31,9988 2,01588 28,0101 16,04246 30,06904

A.4.3 Interne Abgas-Rezirkulationsrate AGR;;

Die interne Abgas-Rezirkulationsrate AG R,y wird mit dem Quotienten aus dem riickstro-
menden Massenstrom rite, op durch eine zur Hauptstromungsrichtung des Brenners ortho-
gonalen Schnittebene und der Summe aus dem zugefithrten Frischluftmassenstrom 1y

und dem Brennstoffmassenstrom 7y, gebildet:

AGRyy = —mee2D i (A.12)

(mbr + mox)
Durch diese Berechnung des riickstromenden Massenstroms 1, op durch verschiedene
orthogonale Schnittebenen entlang der Hauptstromungsrichtung des Brenners lasst sich
der Verlauf der internen Abgas-Rezirkulationsrate AG Ry, entlang der Brennerachse er-

mitteln.
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A.5 Alternative Definition der raumlichen Mischungsgiite

Die Definition der ,spatial Unmixedness U,“ nach Liscinsky [149], Kroll [128] oder Dimo-
takis und Miller [48] lautet

C’Ua?" .
U, = mit Coar =

Cavg (1 = Cavg)

i — Cang) - (A.13)

1
m

Dabei ist m die Anzahl der Pixel und ¢; die zeitgemittelte Konzentration einer detek-

tierten Spezies bei dem entsprechenden Pixel.

A.6 Verlauf der mittleren Stromungsgeschwindigkeiten

26 -
=2

25 | e
Q\ ‘‘‘‘‘‘‘‘‘ Grob
24 ‘\ Standard
g l = = Fein
g 23| ; Std. keine Prismen
E \ —-=--Std. keine Verf.
i = === Std. ohne Verf. 1
22 /
21
20
1 1 1 1 1 1 1 1 1
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

u /m/s

Abbildung A.2: Verlauf der axialen Stromungsgeschwindigkeit iber dem Radius in Ebene
E, fur verschiedene Gitterfeinheiten.
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Abbildung A.3: Verlauf der axialen Stromungsgeschwindigkeit iiber dem Radius in Ebene
E)5 fir verschiedene Gitterfeinheiten.
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A. ANHANG

A.7 Erganzende Validierungsdaten

b R 4

~

——————al

(a) H,=2,97MJ /kg (b) H, =4,59MJ /kg (c) H,=6,28 MJ/kg

Abbildung A.4: Abhéngigkeit der OH* -Chemolumineszenz und der OH* -Konzentration
vom Heizwert unter Volllastbedingungen, auf jeweilige Maximalwerte nor-

miert.
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Abbildung A.5: Vergleich der CO-Emissionen von Experiment und numerischer Simulati-
on in Abhéngigkeit des Heizwerts.
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