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Kurzfassung

Die vorliegende Arbeit beschiftigt sich mit stickoxidarmer Wasserstoffverbren-
nung fiir Mikrogasturbinen, die in einen Speicherzyklus, der auf fliissigen orga-
nischen Wasserstoffspeichern basiert, integriert sind. Der Abgasenthalpiestrom
der Mikrogasturbine kann so fiir die Aufrechterhaltung der endothermen Frei-
setzungsreaktion des Wasserstoffs (Dehydrierung) aus dem chemischen Wasser-
stofftrager genutzt werden. Der freigesetzte Wasserstoff wird in der Mikroga-
sturbine zur Energiegewinnung eingesetzt.

Fiir ein System, bestehend aus Mikrogasturbine und Dehydriereinheit, wird ein
thermodynamisches Modell erstellt und mit genetischen Algorithmen optimiert.
Mit Hilfe von 3D-Stromungssimulationen und experimentellen Untersuchungen
bei Umgebungsbedingungen wird eine neue Brennkammer fiir das Regime der
verdiinnten Verbrennung entwickelt, die sowohl mit Wasserstoff als auch mit
Erdgas betrieben werden kann. Im fiir die Gasturbine relevanten Betriebsbe-
reich konnen die Stickoxidemissionen der entwickelten Brennkammer fiir bei-
de Brennstoffe auf 1 ppm bis 2 ppm reduziert werden. Simulationen mit Reak-
tormodellen zeigen, dass die Brennkammer auch bei einem Druck von 4,5 bar
einsetzbar sein sollte.






Abstract

The study at hand investigates low NOx hydrogen combustion for micro gas tur-
bines, with special focus on using the gas turbine coupled with a storage cycle for
liquid organic hydrogen carriers. In the coupled system, the exhaust gas enthalpy
of the micro gas turbine is used to maintain the endothermal dehydrogenation re-
action which releases hydrogen from the carrier molecule. The gaseous hydrogen
fuels the micro gas turbine for power generation.

A system comprising a micro gas turbine and a dehydrogenation unit is modeled
by a thermodynamic model, which is used to optimize the system with gene-
tic algorithms. A new combustion chamber for diluted combustion is developed
from the results of 3D numerical flow simulations and experiments under atmos-
pheric conditions. The new design can be operated on either hydrogen or natural
gas fuel and achieves emission levels in the range of 1 ppm to 2 ppm NOy. Simu-

lations with reactor models suggest the design’s operability at elevated pressure
of 4.5 bar.
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1 Einleitung

Im Rahmen der Energiewende soll der Ubergang von der Nutzung fossiler Ener-
gietrdger zu einer nachhaltigen Energiegewinnung mittels erneuerbarer Energien
ermoglicht werden. Dafiir muss einerseits die nominelle Kapazitéit der Technolo-
gien zur Energiegewinnung ausreichen, um den Energiebedarf aus regenerativen
Quellen zu decken, und andererseits das Problem der Differenz zwischen An-
gebot und tatsidchlichem Bedarf an erneuerbaren Energien gelost werden. Fiir
eine funktionierende Energiewirtschaft auf Basis regenerativer Energiequellen
sind daher auch immer Speichertechnologien notig, die diese Differenz ausglei-
chen. Da Wasserstoff eine sehr hohe Energiedichte besitzt, besteht ein moglicher
Ansatz darin, bei einem Uberangebot an regenerativer Energie durch Elektroly-
se Wasserstoff zu erzeugen. Der Wasserstoff wird dazu in geeigneten Wasser-
stoffspeichermedien gespeichert und zu gegebener Zeit am Ort der Erzeugung
oder an einem anderen Ort zur Energieriickgewinnung eingesetzt.

1.1 Speicherung von Wasserstoff

Die Speicherung von Wasserstoff kann nach Crabtree [29] und Bowman und
Klebanoff [16] mit physikalischen und chemischen Methoden erfolgen (siche
Tabelle 1.1). Zu den physikalischen Methoden zéhlt die Speicherung von reinem
Wasserstoff bei hohem Druck oder bei niedriger Temperatur. Die Freisetzung aus
dem Speicher ist vergleichsweise wenig aufwendig, da der Wasserstoff sofort in
Reinform wieder verfiigbar ist. Gleichzeitig ist dies ein wesentlicher Nachteil,
da durch die weiten Ziindgrenzen von Wasserstoff von 4 vol% bis 75 vol% im
Vergleich zu Erdgas das Risiko erhoht ist, dass sich beim Kontakt mit Sauer-
stoff unerwiinscht brennbare Gemische bilden. Der reine Wasserstoff darf daher
zu keiner Zeit unkontrolliert in Kontakt mit Sauerstoff kommen, um eine Ver-

1



1 Einleitung

Tabelle 1.1: Ubersicht iiber eine Auswahl verschiedener Wasserstoffspeichertechnologien nach [16].

Methode Merkmale

Physikalisch  Druckbehilter ( p > 300 bar)
Kryogen (T < 33 K)
- Reiner Wasserstoff
- GroBer Sicherheitsaufwand
Chemisch Metallhydride
- Einlagerung im Metallgitter

Amminboran
- Nebenprodukte der Freisetzungsreaktion giftig
- Hohe Speicherdichte
Adsorption
- Kryotechnik notwendig
- Geringe Speicherdichte
- Einfache Freisetzung
LOHC

- Hohes Temperaturniveau fiir Freisetzung

- Infrastruktur vorhanden

brennungsreaktion auszuschlieBen. Aulerdem sind die Energieverluste bei der
physikalischen Speicherung zu beachten. Verantwortlich fiir Verluste sind vor
allem bei der Kompression die geringe Dichte des Wasserstoffs und bei der Ver-
fliissigung die niedrige kritische Temperatur von 33 K [29, 55].

Die chemischen Methoden umfassen beispielsweise die Einspeicherung in Me-
tallhydriden (Feststoffen) oder fliissigen organischen Trigersubstanzen. Che-
mische Speichermedien bieten den Vorteil, dass der Wasserstoff gebunden ist
und so die Sicherheit beim Transport oder der Lagerung wesentlich einfacher
gewihrleistet werden kann, da durch die stabile chemische Verbindung das Ri-
siko der ungewollten Reaktion beim Kontakt mit Sauerstoff auf ein Minimum
reduziert wird.

In Metallhydriden wie zum Beispiel Aluminiumhydrid AlH4 (hohe Speicher-
dichte) oder Lanthannickelhydrid LaNisHg (gute Freisetzungseigenschaften)
wird der Wasserstoff interstitiell im Metallgitter eingelagert. Speicherdichte und
Freisetzungseigenschaften verhalten sich dabei indirekt proportional zueinander

2



1.1 Speicherung von Wasserstoff

[16]. Ebenfalls zu den Speichermedien aus der Gruppe der Feststoffe zidhlt das
Amminboran (H3NBH3), das eine sehr hohe Speicherdichte von 19,6 wt% bietet.
Allerdings bereiten hier Zerfallsprodukte wegen ihrer Toxizitit sowie die Rezy-
klierbarkeit noch Probleme [104]. Adsorptionsmaterialien zeichnen sich durch
thre hohe Oberfliche an der der Wasserstoff angelagert wird und ihre Porositét
aus. Im Vergleich zur Einlagerung ins Metallgitter sind hier die van-der-Waals-
Krifte geringer, womit der Energieaufwand der Freisetzung ebenfalls kleiner ist.
Allerdings sind bei Verwendung dieser Materialien die notigen Umgebungsbe-
dingungen fiir eine stabile Lagerung weit ungiinstiger. Man kann das Maximum
der Speicherdichte von 5,0 wt% bis 7,5 wt% nur bei Temperaturen im Bereich
von 77 K und Driicken zwischen 50 bar bis 150 bar erreichen [116].

Fliissige zyklische Kohlenwasserstoffe aus der Gruppe der Olefine oder
Aromaten werden in der Anwendung als Wasserstoffspeicher unter dem
Begriff Liquid Organic Hydrogen Carrier (LOHC) zusammengefasst. Zu
diesen Systemen zihlen die Paare (dehydriert/hydriert) Benzol/Cyclohexan,
Toluol/Methylcyclohexan, Napthalin/Decalin, N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-
Ethylcarbazol oder Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol. Allen LOHC
gemein ist, dass fiir die Dehydrierung von LOHC das hochste Temperaturniveau
von mindestens 473 K im Vergleich zu allen zuvor genannten chemischen
Speichermedien bendttigt wird, da sonst die katalytische Freisetzungsreaktion
nicht aufrechterhalten werden kann [65, 92]. Allerdings bieten LOHC aus pro-
zesstechnischer Sicht den grolen Vorteil, dass sie in fliissiger Form vorliegen.
LOHC konnen deshalb mit einer dhnlichen Infrastruktur wie die géingigen
Kraftstoffe Benzin und Diesel gelagert und verteilt werden.

Der Ablauf eines Speicherzyklus fiir LOHC ist in Abbildung 1.1 schematisch
dargestellt. Der Wasserstoff wird durch Elektrolyse gewonnen und in einer exo-
thermen Reaktion an die Trigersubstanz gebunden. Das hydrierte LOHC kann
so beispielsweise gelagert oder transportiert werden. Um den gespeicherten Was-
serstoff in elektrische Energie umzuwandeln, muss er vorher in einem endother-
men Deyhdriervorgang freigesetzt werden. Fiir die Energieumwandlung konnen
Brennstoffzellen, Wasserstoffmotoren oder Gasturbinen verwendet werden. Da
sich diese Speichertechnologie auch fiir die Umsetzung einer dezentralen Ener-
gieversorgung eignet, ist auch die Energieumwandlung in kleineren Gasturbinen,



1 Einleitung

sogenannten Mikrogasturbinen, von Interesse. Im Kontext mit dezentraler Ener-
gieversorgung wurde den Mikrogasturbinen ab den 1990er Jahren eine zuneh-
mend grofere Bedeutung zuerkannt [45, 128].

LOHC
Katalytische
Hydrierung
Wasserstoff-
erzeugung - Lagerung
- Transport
- Verteilung
Katalytische
l ; ? Dehydrierung
-— — ==
L ¢
Wasserstoft-
nutzung

Abbildung 1.1: Speicherzyklus von Wasserstoff in LOHC.

1.2 Mikro- und Kleingasturbinen

Als Mikro- und Kleingasturbinen werden Gasturbinen in einem elektrischen
Leistungsbereich von 30kW bis 250kW bezeichnet [69]. Erste Forschungs-
projekte im Bereich der Mikrogasturbinen wurden bereits 1970 durchgefiihrt
[34]. Tabelle 1.2 zeigt einen Auszug aus Datenblittern aktuell kommerzi-
ell erhiltlicher Mikrogasturbinenmodelle [52]. Mikrogasturbinen zeichnen sich
durch ihre einfache Bauweise aus: Der Generator, der einstufige Verdichter und
die einstufige Turbine sitzen auf einer Welle, wodurch sie einfacher gefertigt
und gewartet werden konnen. Die Drehzahlen der Turbine liegen im Bereich
von 30000 rpm bis 120000 rpm [34]. Allerdings ist durch das geringere Druck-
verhéltnis zwischen 3,5 und 5 der elektrische Wirkungsgrad von 30 % gerin-
ger als bei grolen Gasturbinen und kann in dieser Hohe nur durch eine inne-
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1.2 Mikro- und Kleingasturbinen

Tabelle 1.2: Kommerziell erhéltliche Mikrogasturbinen und deren Kennzahlen nach [25,26,37,39].

Capstone Capstone  Elliot Turbec

C30 Cc60 TA100 T100
Elektrische Leistung Pe in kW 31 62 100 100
Thermische Leistung Q,u in kW 127 214 362 333
Druck in der Brennkammer ps in bar 3,6 4.8 4.0 4.5
Globale Luftzahl A 6,3 72 6,1 6.9
Abgastemperatur Ts in K 548 578 566 543
Abgasmassenstrom my in g/s 313 480 814 800
Elektrischer Wirkungsgrad 1 0,24 0,29 0,28 0,30

re Wiarmerekuperation erreicht werden. Ohne Rekuperation liegt der Wirkungs-
grad von Mikrogasturbinen etwa 10 % niedriger als in Tabelle 1.2 angegeben.
Durch die Wirmeiibertragung innerhalb des Prozesses ist die Brennkammer-
eintrittstemperatur hoher als im nicht rekuperierten Prozess groBer Gasturbi-
nen, sie liegt bei ca. 873 K. Die hohen globalen Luftzahlen der Mikrogasturbi-
nen ermoglichen die Nutzung des groBen Abgasenthalpiestroms im sogenannten
Combined Heat and Power (CHP) Modus, der zur Warmwassererzeugung dient.

Dieser Abgasenthalpiestrom kann insbesondere auch dazu genutzt werden, die
Energie fiir die endotherme Freisetzungsreaktion der Dehydrierung von LOHC
zur Verfiigung zu stellen. Das notige Temperaturniveau von mindestens 473 K
liegt im Bereich der Abgastemperatur Tg der Mikrogasturbinen (siehe Tabelle
1.2). Abbildung 1.2 zeigt schematisch die Stofffliisse zwischen Mikrogasturbine
(MGT) und Dehydriereinheit (DE) bei einer entsprechenden Kopplung. Fiir die
Kopplung sind zwei grundlegende Punkte zu beachten. Zum einen muss mit dem
Abgasenthalpiestrom ausreichend thermische Leistung in Form von Wasserstoff
fiir den Nennlastbetrieb der Mikrogasturbine freigesetzt werden konnen. Zum
anderen muss der Wasserstoff sicher und schadstoffarm in der Brennkammer der
Mikrogasturbine verbrannt werden.

Gingige Mikrogasturbinenmodelle werden in der Regel mit Erdgas betrieben.
Die Verbrennungseigenschaften von Wasserstoff gegentiber Erdgas sind im Ver-
gleich deutlich herausfordernder hinsichtlich Betriebssicherheit und Schadstoff-
bildung wihrend des Verbrennungsprozesses. Die Ziindgrenzen von Erdgas sind

5



1 Einleitung

CH41 LOHCI
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Abbildung 1.2: Schema der Stofffliisse zwischen Mikrogasturbine (MGT) und Dehydriereinheit (DE).

mit einem Bereich von 4,4 vol% bis 16,6 vol% deutlich enger als die von Was-
serstoff. Der Temperaturbereich, in dem Selbstziindung von Wasserstoff auftritt,
beginnt bei 1 bar ab 752 K, bei Erdgas hingegen erst ab ca. 800 K [73,97]. Hin-
zu kommt, dass durch die interne Warmerekuperation die Brennkammereintritt-
stemperatur der Frischluft bereits iiber der Selbstziindtemperatur von Wasser-
stoff und Erdgas liegt. Die Reaktionsgeschwindigkeit der Erdgasverbrennung ist
jedoch langsamer als die der Wasserstoffverbrennung.

Abbildung 1.3 zeigt die Unterschiede in der Ziindverzugszeit fiir Erdgas und
Wasserstoff in Abhédngigkeit von der Gemischtemperatur Ty berechnet mit .
Die Ziindverzugszeit von Wasserstoff ist um mindestens eine Gréenordnung
geringer als die von Erdgas. Die laminaren Flammengeschwindigkeiten fiir un-
terschiedliche Gemischzusammensetzungen mit konstanter Vorwéarmtemperatur
Ty = 894 K bei Umgebungsbedingungen sind in Abbildung 1.4 dargestellt. Die
Flammengeschwindigkeiten sind auf die Flammengeschwindigkeit eines Gemi-
sches mit einer adiabten Flammentemperatur T,q = 2464 K fiir Erdgas normiert
(entspricht der stochiometrischen Mischung, A = 1). Die laminaren Flammen-
geschwindigkeiten von Wasserstoff sind um den Faktor 2,5 bis 4,5 grofler. Die
Ziindverzugszeit und die laminare Flammengeschwindigkeit wurden mit Cantera
mit den Mechanismen GRI 3.0 [45] (Erdgas) und O Conaire [85] (Wasserstoff)
berechnet.
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Abbildung 1.3: Ziindverzugszeiten gy fiir Erdgas und Wasserstoff berechnet fiir Luftzahlen A = 1 und A
= 2, aufgetragen iiber die Gemischtemperatur.
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Abbildung 1.4: Normierte laminare Flammengeschwindigkeit s;/s; fiir Erdgas und Wasserstoff in
Abhéngigkeit von der adiabaten Flammentemperatur des Betriebspunktes bei Umge-
bungsbedingungen.



1 Einleitung

1.3 Ziele und Struktur der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist es, ein Brennkammerkonzept fiir eine Mikrogasturbine zu
entwickeln, so dass die MGT fiir die Kopplung mit einem LOHC-Speicherzyklus
eingesetzt werden kann. Dabei soll die Abgasenthalpie fiir den Dehydrier-
prozess genutzt werden. Da die Dehydriereinheit erst nach einer bestimmten
Aufwiarmphase Wasserstoff freisetzen kann, muss vorher die Brennkammer der
Mikrogasturbine auch mit Erdgas betrieben werden konnen.

Fiir diese Arbeit werden exemplarisch die Parameter der Turbec T100
fiir den Gasturbinenprozess verwendet, da dafiir aus der Arbeit von
Zimmermann [139] Modelle und Validierungsdaten vorhanden sind. Die
Kopplung der Mikrogasturbine mit einem LOHC-Zyklus wird jeweils fiir
die Paarungen N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-Ethylcarbazol (NEC/12HNEC)
und Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol (DBT/18HDBT) untersucht. Fiir
die Umsetzung des Brennkammerkonzepts wird dabei auf ein sub-ppm-
Verbrennungskonzept fiir Erdgas [20] zuriickgegriffen, das nach einer Adapti-
on auch fiir Wasserstoff NOx-Werte im Bereich von maximal 1 ppm bis 2 ppm
normiert auf 15 %O, liefern soll.

Die theoretischen Grundlagen fiir diese Arbeit sind in zwei Kapitel aufgeteilt.
Ein Uberblick iiber die Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung
des Systems Mikrogasturbine (MGT) - Dehydriereinheit (DE) wird in Kapitel 2
gegeben. Kapitel 3 fasst die Theorie fiir die stickoxidarme Verbrennung von Was-
serstoff und Erdgas zusammen. Ebenfalls werden an dieser Stelle die Grundla-
gen zur numerischen Simulation eines reagierenden Stromungsfeldes mit hoher
Drallzahl gezeigt

Um die Betriebsbedingungen der Brennkammer im Nennlastfall im Fall der
Kopplung zu ermitteln, wird zuerst das Gesamtsystem, bestehend aus Mikroga-
sturbine (MGT) und Dehydriereinheit (DE), in Kapitel 4 untersucht. Basierend
auf Energiebilanzen wird das System MGT-DE modelliert und hinsichtlich des
Gesamtwirkungsgrades optimiert. Fiir die Optimierung werden genetische Al-
gorithmen verwendet. Aus der Optimierung ergeben sich die Betriebspunkte fiir
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1.3 Ziele und Struktur der Arbeit

die Mikrogasturbine, wenn sie in den LOHC-Speicherzyklus integriert werden
soll.

Kapitel 5 zeigt zunidchst den Versuchsautbau sowie Validierungsexperimente
des gewihlten Verbrennungskonzeptes mit Erdgas und Wasserstoff. Da optische
Untersuchungen fiir ein tiefergehendes Verstindnis des Stromungsfeldes in der
Brennkammer im Experiment nur schwer moglich sind, werden in diesem Kapi-
tel numerische Modelle in Form eines Reaktornetzwerkmodells und numerischer
Stromungssimulation vorgestellt und validiert.

Das entwickelte Brennkammerkonzept fiir den Betrieb der MGT mit Wasser-
stoff und Erdgas wird in Kapitel 6 gezeigt. Es wird die Betriebscharakteristik
hinsichtlich Stabilitdt und Stickoxidemissionen sowohl numerisch als auch ex-
perimentell unter Umgebungsbedingungen untersucht. Die Ergebnisse werden
im letzten Abschnitt dieses Kapitels auf die Nennbedingungen der Mikrogastur-
bine libertragen und bewertet.

AbschlieBend fasst Kapitel 7 die gewonnenen Erkenntnisse zusammen.
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung
und Optimierung

Das in Kapitel 1 beschriebene System Mikrogasturbine und Dehydriereinheit
wird modelliert und mit genetischen Algorithmen optimiert. Dieses Kapitel be-
fasst sich mit den Grundlagen des Mikrogasturbinenprozesses und der LOHC-
Speichertechnologie sowie mit der angewendeten Optimierungstechnik, den ge-
netischen Algorithmen.

2.1 Vergleichsprozess der Mikrogasturbine

Um die Prozesse in der Gasturbine im Modell abzubilden, wird bei der Mehr-
zahl der Gasturbinen der offene Joule-Brayton-Prozess verwendet. Abbildung
2.1 zeigt die Prozessschritte eines offenen Gasturbinenprozesses:

1 — 2: Polytrope Kompression im Verdichter
2 — 3: Isobare Wirmezufuhr in der Brennkammer

3 — 4: Polytrope Expansion in der Turbine

Grundsitzlich werden fiir die gezeigte Modellierung in Kapitel 4 kinetische und
potentielle Energien vernachléssigt. Aulerdem wird angenommen, dass sich alle
Gase ideal verhalten.

Es gilt fiir die polytrope Kompression von 1 — 2

K—1 1

T K Tl
2 _ (@) pov (2.1)
T; )4

11



2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

’
7

“ p=const.

o

3 3

Abbildung 2.1: Prozessschema und T-s Diagramm eines offenen Gasturbinenprozesses.

Diese Gleichung beschreibt die Temperaturerhohung in Abhédngigkeit der
Driicke der Zustidnde 1 und 2.

Analog zu Gleichung (2.1) wird die polytrope Expansion von Zustand 3 — 4
beschrieben [18, 69].

K—1 1

1. K Tl
T _ (&) pl.T 2.2)
13 D3

Unter der Annahme eines stationdren Systems leitet sich die Formulierung fiir
die isobare Warmezufuhr von 2 — 3 in Abbildung 2.1 aus der Bilanz der zu-
gefiihrten (ein) und abgefiihrten (aus) Enthalpiestrome ab [95]:

0= Qzu + Zmeinhein - Zmaushaus- (2-3)

ein aus

Um die innere Rekuperation der Wirme bei Mikrogasturbinen zu
beriicksichtigen, wird der Vergleichsprozess um zwei Prozessschritte erweitert
(vgl. Abbildung 2.2):

1 — 2: Polytrope Kompression im Verdichter

2 — 3: Isobare Wirmezufuhr im Rekuperator

3 — 4: Isobare Wirmezufuhr in der Brennkammer
4 — 5: Polytrope Expansion in der Turbine

5 — 6: Isobare Wirmeabfuhr im Rekuperator

12



2.1 Vergleichsprozess der Mikrogasturbine

Tl\
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we
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Abbildung 2.2: Prozessschema und T-s Diagramm eines offenen rekuperierten Gasturbinenprozesses.

Die intern iibertragene Wirmemenge ist abhidngig vom Wirmeiibertrager-
wirkungsgrad €

0 _ C(I/-T)

— — _ (2.4)
Qmax Cmin(Th - Tc)
Dabei ist C,,;,, das Minimum der Wirmekapazitiitsstrome
Ci = MiCpj (2.5)

von Cj, (h = heiB, 5—6) und C. (c = kalt, 2—3). Ti’ bezeichnet jeweils die Tem-
peratur am Austritt.

Die Abgastemperatur Tj kann durch einen Bypass um den Rekuperator auf
der heiflen Seite angepasst werden. Das Bypassverhiltnis {gp beschreibt das
Verhiltnis des Massenstroms durch den Bypass mgp zum gesamten Abgasmas-
senstrom my, + mg;: .
mpp

iy + rg,
Die Modellierung des Wirmeiibergangs mit Rekuperatorbypass nach Ibrahim et
al. [58] beruht auf der Annahme eines Gegenstrom-Wirmetibertragers, der mit
vollentwickelter laminarer Stromung durchstromt wird. Dadurch bleibt das Pro-
dukt aus Wiarmedurchgangszahl U und der Wirmeiibertragerfliche A konstant.
Dieses wird experimentell bestimmt und in die Gleichung

T —T 1 1
ln( h C) —UA (.——.—) (2.7)
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

eingesetzt [9, 44, 58]. Zu beriicksichtigen ist, dass der Warmekapazititsstrom
C, dabei abhingig vom gewihlten Bypassmassenstrom ist. Da der iibertragbare
Wirmestrom im Rekuperator durch den Bypass sinkt, wird auch der elektrische
Wirkungsgrad durch diese MaBBnahme verschlechtert.

2.2 LOHC-Speichertechnologie

Fir die Modellierung der Dehydriereinheit werden zunédchst die physiko-
chemischen FEigenschaften mit Fokus auf den Dehydriervorgang der
Tragermolekiile N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-Ethylcarbazol (NEC/12HNEC)
und Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol (DBT/18HDBT) exemplarisch
erlautert. Das LOHC NEC wird aufgrund seiner giinstigen Freisetzungseigen-
schaften und DBT wegen seiner hohen Speicherdichte und guten Thermosta-
biltidt untersucht. Um die Dehydrierung mathematisch darzustellen, werden
anschlieBend die Grundlagen der Reaktionstechnik erklért.

2.2.1 N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-Ethylcarbazol

Das N-Ethylcarbazol-Molekiil besteht im Wesentlichen aus zwei Benzolringen,
die durch einen 5-Ring verbunden werden (vgl. Tabelle 2.1). Die Anzahl der
Doppelbindungen gibt gleichzeitig auch die Anzahl der Wasserstoffmolekiile an,
die durch die Hydrierung in der Trigersubstanz gespeichert werden konnen. So-
mit ergibt sich eine Speicherkapazitit von 6 Wasserstoffmolekiilen, was bezogen
auf das gesamte Trigermolekiil 5,8 wt% entspricht. Die globale Reaktionsglei-
chung fiir das LOHC-System NEC/12HNEC lautet:

12HNEC = NEC + 6H>. (2.8)

Die Paarung NEC/12HNEC ist das einzige Triagermolekiil der bereits erwédhnten
LOHC, deren zyklische Verbindung auch ein Stickstoffatom enthilt. Durch das
Einbringen des Stickstoffatoms im 5-Ring des Molekiils (vgl. Strukturformel
abgebildet in Tabelle 2.1) wird die Reaktionsenthalpie fiir die Freisetzung ab-
gesenkt. NEC gilt als attraktives Triagermedium, weil fiir die Freisetzung des
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2.2 LOHC-Speichertechnologie

hydrierten Wasserstoffs im Vergleich zu anderen homozyklischen Aromaten we-
niger Energie fiir die endotherme Freisetzungsreaktion notig ist. Das Stickstoff-
atom schwicht auch gleichzeitig die Bindungen in der Substanz, somit treten
abhingig von Katalysator und Temperatur mehr oder weniger starke Dealky-
lierungsaktivititen auf. Dies fiihrt zur Zersetzung des Molekiils und macht es
fir die Wiederverwendung als Wasserstoffspeicher unbrauchbar [29, 81, 92].
Preuster [92] und Preuster et al. [93] geben des Weiteren einen Uberblick iiber
bereits untersuchte Katalysatoren und Temperaturbereiche fiir den Dehydrier-
vorgang an. Es werden meist Edelmetallkatalysatoren, Platin, Ruthenium oder
Rhodium auf Aluminiumoxid fiir Dehydriertemperaturen von 130 °C bis 270 °C
verwendet [92, 132, 133]. GroBter Nachteil ist der hohe Schmelzpunkt der de-
hydrierten Substanz von 68 °C. Dies bedeutet aus prozesstechnischer Sicht eine
grol3e Herausforderung, da das System zusitzlich immer geheizt werden muss,
um eine Kristallisation von NEC zu verhindern. Die fiir die Modellierung rele-
vanten stofflichen Eigenschaften sind in Tabelle 2.1 zusammengefasst.

Tabelle 2.1: Stoffdaten der Paarung N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-Ethylcarbazol [19,82,92,121].

N-Ethylcarbazol Perhydro-N-Ethylcarbazol
NEC 12HNEC

. .

Speicherkapazitit 5,8 wt%
Schmelzpunkt 68 °C <20°C
Siedepunkt bei Normaldruck 270°C ~280°C
Reaktionsenthalpie der Dehydrierung 50-55 kJ /moly,
Dehydriertemperatur bei 1 bar 130-270°C

2.2.2 Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol

Eine neuere Triagersubstanz aus der Gruppe der LOHC-Molekiile ist Diben-
zyltoluol. Es handelt sich um ein Isomerengemisch, das urspriinglich als
Wirmetrdgerol entwickelt wurde. Diese Substanz zeichnet sich durch ihre ver-
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

gleichsweise hohe Speicherkapazitit aus. Insgesamt konnen 9 Hy-Molekiile ge-
speichert werden. Die globale Reaktion ergibt sich zu

I8HDBT = DBT + 9H,. (2.9)

Im Vergleich zur Dehydrierung von 12HNEC wird mehr Energie bendtigt, um
den Wasserstoff wieder freizusetzen. Die dafiir angegebenen Werte aus der Lite-
ratur fiir DBT befinden sich im Bereich zwischen 65 kJ/moly, and 71 kJ/moly,
[19, 82]. Zwei groBle Vorteile dieser Substanz sind der niedrige Schmelzpunkt
sowie die hohe Thermostabilitit, weswegen sie sich sehr gut fiir den Einsatz als
LOHC eignet. Tabelle 2.2 gibt einen Uberblick iiber die wichtigsten Eigenschaf-
ten von DBT [19,82,92,93]. Da es sich um ein Isomerengemisch handelt, stellt
die gezeigte Strukturformel auch nur eine der moglichen Konfigurationen dar.

Tabelle 2.2: Stoffdaten der Paarung Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol [19, 82,92, 93].

Dibenzyltoluol Perhydro-Dibenzyltoluol
DBT ISHDBT
Speicherkapazitit © © wt%
Schmelzpunkt —39°C bis —34°C -45
Siedepunkt bei Normaldruck 390°C 370
Reaktionsenthalpie der Dehydrierung 65-71 kJ/moly,
Dehydriertemperatur bei 1 bar ~ 300°C

2.2.3 Reaktionstechnik

Um den Dehydriervorgang im Reaktionsvolumen zu modellieren, benotigt man
eine mathematische Formulierung fiir die Art der gewéhlten Reaktorformen so-
wie fiir die Reaktionskinetik der beteiligten Spezies. Die néichsten Abschnit-
te zeigen fiir Rohr- und Riihrkesselreaktor die wesentlichen Gleichungen. Der
Rohrreaktor wird in Kapitel 4 zur Modellierung des Dehydrierreaktors verwen-
det. Der Riihrkesselreaktor wird im Rahmen der Verbrennungsuntersuchung zur
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2.2 LOHC-Speichertechnologie

Modellierung der Emissionen in den Kapiteln 5 und 6 eingesetzt und wird des-
halb an dieser Stelle eingefiihrt. AbschlieBend wird im Rahmen der Reakti-
onskinetik der formalkinetische Ansatz erldautert, mit dessen Hilfe die zeitliche
Abhingigkeit des Dehydriervorgangs im Modell beschrieben wird.

Idealisierte Reaktorformen spielen in der Reaktionstechnik eine wichtige Rol-
le, da sich aus den Basisformen, dem Riihrkesselreaktor und dem Rohrreak-
tor, die drei wichtigsten idealisierten Reaktorbauformen ableiten lassen: der
diskontinuierliche Riihrkessel (batch reactor, BR), der kontinuierliche Durch-
flussriihrkessel (continuous operated stirred tank reactor, CSTR) und der kon-
tinuierliche Rohrreaktor (plug flow reactor, PFR). Aus diesen Reaktorformen
kann man durch Zusammenschalten einzelner Formen auch komplexere Re-
aktoraufbauten simulieren. Mathematisch ldsst sich jeder idealisierte Reaktor
mit der allgemeinen Stofferhaltungs- und Energieerhaltungsgleichung beschrei-
ben [38]. Abbildung 2.3 zeigt beispielhaft einen Bilanzraum. In einem einpha-

Fein (d) L E;S (Cl)
Qaus (d)

Qein (d) |

Abbildung 2.3: Schematische Darstellung des Bilanzraumes mit der entsprechenden Kennzeichnung der
Terme der Gleichung (2.10) und Gleichung (2.12).

sigen System setzt sich die zeitliche Anderung der Molmenge n; aus einem
(a) Konvektions-, (b) Diffusions- und (¢) Quellterm zusammen (vgl. Gleichung
(2.10)). Im kartesischen Koordinatensystem gilt somit fiir die Stoffbilanz:

17



2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

1 dn; . ~
Vo =—div(c;-u) (a)

+ div (Degr - grade;) (b) (2.10)
M

+ Y vijrj (.
j=1

Dabei sind die Koeffizienten der Matrix

Defpx 0 0
Der=| O Dgsy O (2.11)
0 0  Dessye

effektive Diffusionskoeffizienten, das heilit, neben ihrer Stoffeigenschaft hingen
sie auch noch von der Art der Stromung, dem Turbulenzgrad und dem Kon-
zentrationsgradienten zur Hauptstromungsrichtung ab. Den Quellterm bilden die
Anzahl der Reaktionen j = 1...M mit dem jeweils zugehorigen Produkt aus
stochiometrischem Koeffizienten v; und Reaktionsgeschwindigkeit r; [38]. Die
Variable c; bezeichnet die Konzentration der Komponenten i und u den Ge-
schwindigkeitsvektor.

Analog zur Stoffbilanz wird die Energiebilanz formuliert. Die zeitliche
Anderung der Energie besteht fiir das betrachtete System aus Abbildung 2.3 aus
einem (d) Konvektions-, einem (e) Wiarmeleitungs- und einem (f) Quellterm:

1 aEsys . . — -
WT__dIV(pCpT.u) (d)

+div (Aegr - gradT) (e) (2.12)
M

+ Z rj- (—AHI(Q)J) ()
j=1

mit
Aefrx O 0
At = 0 Aegry 0 . (2.13)
O O Aeff,z
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Auch hier sind die Koeffizienten Aegr effektive Wirmeleitfihigkeiten und neben
ithrer Stoffeigenschaften von den denselben Faktoren abhingig wie die oben ge-
nannten effektiven Diffusionskoeffizienten [38]. Der Quellterm (f) besteht aus
der Summe der Produkte aus Reaktionsgeschwindigkeit rj und der Reaktionsent-
halpie AH Ig der einzelnen Reaktionen.

Kontinuierlicher Rohrreaktor

Rohrreaktoren werden in axialer Richtung kontinuierlich durchstromt. Die An-
nahme, dass Temperatur und Konzentration konstant sind, gilt hier lediglich in
radialer Richtung, da vollstindige Vermischung in axialer Richtung ausgeschlos-
sen wird. Daher gilt fiir die Konzentration c;

ci(t,x,y,z) =c(t,z) (2.14)
und fiir die Temperatur T

T(t,x,y,z) =T(t,2). (2.15)
Abbildung 2.4 zeigt die Konzentrationsverldaufe in Abhingigkeit von der Zeit
und der Rohrldnge [10,38].

c(t) A

. L Cio
>
1

) ! b
V,cio, Tip V,Ci,Ti

g4 —— Ci

T —>
fo nt

Ny

i i
0 L

Abbildung 2.4: Skizze eines kontinuierlich durchstromten Rohrreaktors und der dazugehorige Verlauf
der Konzentration in Abhéngigkeit von Zeit und Ort.

Mit den Annahmen ,,zeitliche Stationaritat™ und ,.keine Diffusion in axialer Rich-
tung®, vereinfacht sich die Stoffbilanz aus Gleichung (2.10) zu

dn;
dvl + Z vijr; =0. (2.16)
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

Aus der vereinfachten Stoffbilanz kann nun eine Formulierung fiir die Verweil-
zeit im Rohreaktor bestimmt werden. Gleichung (2.16) wird dafiir fiir eine ein-
zige stochiometrisch unabhingige Reaktion fiir die Komponente A in der Form

ViA 5 VB4 vsC 2.17)
angewendet. Die Definition des Umsatzes X lautet
nAao—n
Xy =22 A (2.18)
nA0

Zusammen mit Gleichung (2.16) ergibt sich fiir die Komponente A

dXx —
A_ T (2.19)
dv Vo-cao
Die Verweilzeit im Reaktor v
T=—, (2.20)
Vo

die benotigt wird, um einen bestimmten Umsatz X der Komponente zu erreichen,
kann durch Integration von Gleichung (2.19) bestimmt werden:

X
dXy

, (2.21)
-

T=2CA0
0

Kontinuierlicher Durchflussriihrkessel

In idealen Riihrkesselreaktoren werden die Reaktanten bei Eintritt in den Bilanz-
raum sofort vollstindig vermischt. Bei der kontinuierlichen Betriebsweise des
Reaktors (CSTR) werden mit gleichem Mengenstrom Edukte und Produkte zu-
bzw. abgefiihrt. Es existieren entlang der drei Raumrichtungen keinerlei Konzen-
trationsgradienten und auch keine Temperaturgradienten. Die Eduktkonzentrati-
on nimmt sprungartig die Produktkonzentration bei Eintritt in den Bilanzraum
an (vgl. Abbildung 2.5). Dadurch, dass in keiner der drei Raumrichtungen x, y
und z Konzentrations- und Temperaturgradienten herrschen, reduzieren sich die
Variablen von Konzentration und Temperatur zu

c(t,x,y,z) = c(t) (2.22)
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2.2 LOHC-Speichertechnologie

und
T(t,x,y,z) =T(t). (2.23)
Mit der Annahme (2.22) und unter Beriicksichtigung der Stoffstrome iiber die

Systemgrenze fiir den kontinuierlichen Betrieb vereinfacht sich die allgemeine
Stoffbilanz (2.10) zu

dl’li . . M
= = Vocio—Vei+t ijzl Vit (2.24)
und analog die Energiebilanz zu

dEsys
dr

M
=mAh+ Qwr+V Y rj- (—ArH;) . (2.25)
j=1
Fiir den CSTR gilt neben der Annahme der zeitlichen auch die der ortlichen
Stationaritdt. In Abbildung 2.5 ist zum Vergleich der Konzentrationsverlauf des
diskontinuierlich betriebenen Riihrkesselreaktors (BR) dargestellt. Da der zu-
und abgefiihrte Volumenstrom wéhrend der Reaktion gleich null ist, kann die
Konzentration nicht mehr zeitlich stationér betrachtet werden [10, 38].

CSTR
C([) A C(Z) A
@ N R Cio
G ———— Ci
T > T >
fo nt E Az
m, ¢io, Tio P R , BR
— 3 |
E : | c(z)4
| |
! O e T, CGijp] — 0o
. >
Ci 1 t]

Ny

Abbildung 2.5: Skizze eines Riihrkesselreaktors und der Vergleich der Konzentrationsverldufe im konti-
nuierlichen und diskontinuierlichen Betrieb.
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

Temperaturfiihrung in idealisierten Reaktoren

Die Formulierung der Konvektions- und Warmeleitungsterme der Gleichung
(2.12) héngt auch von der Temperaturfithrung ab. Bei der adiabaten Reakti-
onsfiihrung gilt Qw; = 0, da neben dem konvektiven Term Wirme weder zu-
noch abgefiihrt wird. Ist der Wirmestrom Qy allerdings klein genug, kann die-
ser vernachléssigt werden und die Annahme der Adiabasie ist gerechtfertigt. Fiir
die isotherme Fiihrung wird angenommen, dass die Eintrittstemperatur gleich
der Austrittstemperatur ist. Somit gilt Az ~ 0. In der Realitét liegt in der Re-
gel eine polytrope Reaktionsfiihrung vor. In diesem Fall kann die Enthalpiebi-
lanz nicht weiter vereinfacht werden, sondern alle drei urspriinglichen Terme,
ndmlich Konvektions-, Wirmeleitungs- und Quellterm, bleiben erhalten [38].

Reaktionskinetik

Die chemische Kinetik beschreibt den zeitlichen Ablauf einer Reaktion und dient
zur Formulierung der Quellterme (c) und (e) aus den Gln. (2.10) und (2.12). Die-
se Zeitabhingigkeit ist insbesondere notig, wenn sich die Reaktionsgeschwin-
digkeiten r; zeitlich in der GroBenordnung der anderen Prozesse im System
wie Wirmeleitung, Stromung oder Diffusion bewegen. Lauft die Reaktion je-
doch sehr schnell ab im Vergleich zu den anderen genannten Prozessen, kann die
Zeitabhingigkeit vernachlidssigt werden [124].

Die quantitative Beschreibung des zeitlichen Ablaufs einer Reaktion erfolgt mit
Reaktionsgleichungen. Fiir eine einfache Reaktion der Form

viA 5 wB4+wsC (2.26)

ist nur eine Gleichung erforderlich. Fiir komplexere Systeme mit parallelen Re-
aktionen oder Folgereaktionen werden Mechanismen postuliert, die alle bekann-
ten Elementargleichungen einschlieen. Da die Losung dieser Mechanismen mit
erhohtem Rechenaufwand einhergeht, konnen komplexe Mechanismen auf einen
formalkinetischen Ansatz reduziert werden. Er vereinfacht einen komplexen Me-
chanismus wieder zu einer Globalreaktion, wie beispielsweise in Gleichung
(2.26). Der formalkinetische Ansatz eignet sich auch fiir Systeme, deren Zwi-
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schenprodukte nicht bekannt oder fiir die Betrachtung nicht von Bedeutung sind,
da lediglich ein zeitlicher Zusammenhang zwischen Edukt und Produkt ermit-
telt werden muss. Die Reaktionsrate ra einer Globalreaktion, wie in Gleichung
(2.26) beschrieben, ldsst sich mit

d
ry = % = k-4 2.27)

bestimmen. Fiir eine Dehydrierreaktion von LOHC wird nach Sotoodeh [107]
ein Zeitgesetz 1. Ordnung (a = 1) angenommen. Die Geschwindigkeitskonstante
k wird durch den Arrhenius-Ansatz

E
k=ko- —— 2.28
oo (-E2) -
approximiert. Die Aktivierungsenergie E5 und der Stofaktor kg werden durch
Regression aus experimentellen Daten bestimmt [10]. Die Temperatur T ergibt
sich bei adiabater Temperaturfiihrung im Reaktor in Abhidngigkeit von der Tem-
peratur am Eintritt T, der adiabaten Temperaturerhohung T,q und des Umsatzes
X zu:

T = Ty + AT, X, (2.29)
Fiir AT,q gilt o
c —AH

AT, = 20 (_ — rA). (2.30)
p-cp

Fiir die mittlere Reaktionsenthalpie AﬁK A wird iiber das Kirchhoffsche Gesetz
die Temperaturabhédngigkeit der Reaktionsenthalpie beriicksichtigt [10,38, 124].

2.3 Optimierung mit genetischen Algorithmen

Die zuvor gezeigten Grundlagen zu Bilanzierung des Systems Mikrogasturbine-
Dehydrierer ermdglichen im néchsten Schritt die Suche nach dem optimalen
Betriebspunkt. Der optimale Betriebspunkt ist im Rahmen dieser Arbeit im-
mer gleichbedeutend mit dem groBtmoglichen Wirkungsgrad des Gesamtsys-
tems MGT-DE. Dieses Kapitel zeigt die Methode, die verwendet wurde, um den
optimalen Punkt im stationiren Betrieb zu finden.
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

Optimierungsprobleme werden im Allgemeinen durch ihren Suchraum § defi-
niert, innerhalb dessen die Zielfunktion f(S) ausgewertet wird. Die Zielfunktion
ist dabei eine mathematische Formulierung des Optimierungsproblems. Fiir die
Suche nach der optimalen Losung gibt es im Wesentlichen drei Methoden:

* Enumerative Methode: Im ganze Suchraum wird der Reihe nach die Ziel-
funktion an jeder Stelle ausgewertet. Diese Methode ist sehr rechen-
aufwindig.

* Analytische Methoden: Diese sind zwar effizienter als die vorher genann-
te Methode, allerdings sind die Voraussetzungen hierfiir in den wenigsten
Fillen gegeben. Zum Beispiel muss hierfiir der Suchraum § C R” und stetig
differenzierbar sein. Zu den analytischen Methoden zédhlen géingige Verfah-
ren wie das Gradientenverfahren oder die Optimierung nach Newton [100].

 Zufallsbasierte Methoden: Dazu zédhlen die verwendeten evolutionidren Al-
gorithmen. Evolutionédre Algorithmen fassen verschiedene Formen der Pro-
grammierung zusammen, die bei der Entwicklung einer Losung fiir eine
Fragestellung die Evolution in der Biologie zum Vorbild nehmen.

Evolutionire Algorithmen lassen sich sehr breit anwenden und iiberzeugen durch
ihre flexiblen Anpassungsmoglichkeiten fiir ein Problem, etwa durch die Ge-
staltung der Fitnessfunktion oder der Hybridisierung mit anderen nicht evoluti-
ondren Losungsverfahren. Dariiber hinaus eignen sie sich fiir Fragestellungen,
tiber die kaum Vorwissen vorhanden ist, da ein groBer Suchraum effizient durch-
sucht werden kann und kein Wissen iiber die Lage der Maxima und Minima von
Noten ist. Gleichwohl gibt es auch Nachteile: Die Losung des Problems ist nicht
deterministisch. Der Rechenaufwand kann mitunter sehr grof8 sein. Durch die
Vielzahl an Parametern, die gesetzt werden konnen, ist auch die Anpassung an
die Problemstellung sehr zeitintensiv [46, 84].

Genetische Algorithmen sind eine Untergruppe evolutionédrer Algorithmen. Zu
diesem Uberbegriff ziihlen auch die Evolutionsstrategie und die genetische Pro-
grammierung. Unterscheidungsmerkmale der genannten Algorithmen sind ihre
Eignung fiir verschiedene Populationsgro3en und die Auswahlmechanismen der
besten Individuen fiir die ndchste Generation [84, 125].
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Aufgrund der obengenannten Vorteile dieser Algorithmen, wird das System
MGT-DE mit genetischen Algorithmen untersucht. Die folgenden Abschnitte
zeigen zunichst die Analogie zur Biologie und anschlieend wird auf die einzel-
nen Schritte, die innerhalb von genetischen Algorithmen ablaufen, eingegangen.
Die gewihlte Syntax und die Ausdriicke orientieren sich im Wesentlichen an der
Implementierung der genetischen Algorithmen in der Software MATLAB, da
diese fiir die Auswertung der Optimierung verwendet wurde. Fiir die Modellie-
rung des in dieser Arbeit betrachteten Systems, steht vor allem die Formulierung
der Zielfunktion im Fokus. Die Schritte Selektion und Anwendung genetischer
Operatoren sind in der verwendeten Software MATLAB implementiert.

2.3.1 Analogie zur Biologie

Die biologische Evolution bezeichnet Strategien in der Natur, die zur Bewah-
rung, Anpassung oder Ausbildung neuer Organismen notig sind. Sie werden fiir
die Programmierung evolutionédrer Algorithmen zum Vorbild genommen.

Abbildung 2.6 zeigt das zentrale Element eines jeden Organismus, ein Chromo-
som. Ein Chromosom besteht aus Desoxyribonukleinsdure (DNS), die ihrerseits
aus einzelnen Genen aufgebaut ist. Die Ausprigung eines Gens, zum Beispiel die
Augenfarbe, wird als Allel bezeichnet, das an einem bestimmten Ort im DNS-
Strang (Locus) zu finden ist (siehe Tabelle 2.3) [46, 125].

Betrachtet man eine Population, so steht ein gewisser Genpool zur Verfligung,
der mittels Evolutionsfaktoren weiterentwickelt wird. Diese Faktoren sind [125]:
* Die Selektion, die durch den Fitnesswert bestimmt wird (z.B. unterschied-

liche Fihigkeit, einen Geschlechtspartner zu finden).

* Die Rekombination, die bei der sexuellen Paarung stattfindet und durch die
die Gene der Eltern neu kombiniert werden.

e Die Mutation, die durch Fehler bei der Rekombination entsteht.

* Der Genfluss, der durch die Zu- oder Abwanderung eines Lebewesens einer
Population zu oder von einer anderen Population stattfindet.
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2 Grundlagen zur Prozessmodellierung und Optimierung

* Der Gendrift, bei dem innerhalb kleiner Populationen einzelne Allele durch
Zufall aussterben.

Ein wichtiger Bestandteil der evolutiondren Algorithmen ist die mathematische
Beschreibung dieser Evolutionsfaktoren, um das Optimum innerhalb einer Po-
pulation zu finden.
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Abbildung 2.6: Schematische Darstellung des Aufbaus eines Chromosoms.

Tabelle 2.3: Vergleich der wichtigsten Begriffe aus der Biologie mit denen der Algorithmen [46,96].

Begriffe Biologie Evolutionire Algorithmen

Chromosom Makromolekiil; enthélt Erbinformationen — String, Zeichen- oder Zahlenkette

Gen Abschnitt des DNS-Strangs Zeichen, Feature, Character, Variable
Allel Zustandsform von Genen Wert eines Zeichens

Locus Genort eines Gens Position eines Zeichens

Population =~ Menge von Organismen Menge von Chromosomen

Generation  Population zu einem Zeitpunkt Population zu einem Zeitpunkt

Fitness Uberlebensfihigkeit eines Organismus Giite einer chromosom-codierten Losung
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2.3 Optimierung mit genetischen Algorithmen

2.3.2 Suchraum und Zielfunktion

Wie bereits eingangs erwihnt, ist der Suchraum S die Grundlage jedes Optimie-
rungsproblems. Die Basis des Suchraums bilden bei genetischen Algorithmen
die Chromosomen ¢, die sich aus einzelnen Genen zusammensetzen. Analog zu
Tabelle 2.3 ist die Population dann Teil des Suchraums, und die Populations-
grofe legt die Anzahl der Individuen pro Generation fest.

Das zweite Element eines Optimierungsproblems ist die Zielfunktion, die im Zu-
sammenhang mit evolutiondren Algorithmen als Fitnessfunktion fit bezeichnet
wird. Sie ist das Abbild eines jeden Elements des Suchraums, und ihr wird in der
Regel eine positive, reelle Zahl zugewiesen:

fit:S—R" (2.31)

Der Fitnesswert eines Chromosoms entscheidet im nidchsten Schritt, ob und wie
es in die nédchste Generation libernommen wird. Da der Suchraum lediglich ei-
ne Menge an LOsungen repradsentiert, miissen inkorrekte Losungen aussortiert
werden. Dies geschieht entweder iiber Nebenbedingungen, die nur von korrek-
ten Losungen erfiillt werden, oder in der Zielfunktion wird ein Bestrafungsterm
(Penalty, P) eingefiihrt, durch den inkorrekte Losungen schlechter bewertet wer-
den. Somit erweitert sich der Term der urspriinglichen Zielfunktion fit zu

fit(&) = fit(&) — P. (2.32)
Die Zielfunktion muss nicht immer nur aus einem Kriterium bestehen. Fiir n

Kriterien gibt es n Zielfunktionen, die den Suchraum abbilden. Eine gewichtete
Summe der Form

fit(&) =Y Bifit(%) (2.33)
i=1

erlaubt es, die einzelnen Funktionen fiir die Mehrkriterien-Optimierung entspre-
chend ihrer Gewichtung f3; zu einer Gesamtzielfunktion zusammenzufassen. Fiir
die Losung eines Mehrkriterien-Optimierungsproblems ist eine Gesamtzielfunk-
tion aber nicht zwingend notwendig, da n Zielfunktionen einzeln fiir sich aus-
gewertet werden konnen. Dann kann eine sogenannte pareto-optimale Losung
gefunden werden. Eine Losung [y ist dann pareto-optimal, wenn keine Losung
[ innerhalb des Suchraums fiir die n Zielfunktionen bessere oder gleiche Werte

ergibt [46].
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2.3.3 Selektionsmethoden

Nachdem die Bewertung der Fitness einzelner Chromosomen einer Population
moglich ist, kann damit nun die Auswahl der Chromosomen fiir die nichste Ge-
neration getroffen werden. Die Auswahl geschieht mit Selektionsmechanismen,
die anhand unterschiedlicher Kriterien nach Bick und Hoffmeister [8] eingeteilt
werden:

* Statische oder dynamische Selektion: Anhand des Fitnesswertes wird ein
Ranking fiir die Chromosomen erstellt. Hangt die Selektionswahrschein-
lichkeit eines Chromosoms nur vom Rang ab und variiert nicht, so spricht
man von einer statischen Methode. Bei dynamischen Methoden édndert sich
die Wahrscheinlichkeit, dass dieses Chromosom gewihlt wird, von Iteration
zu Iteration.

e Diskriminierend oder nicht diskriminierend: Fir Chromosomen mit
schlechtem Fitnesswert kann dieser zu null gesetzt werden um die Selekti-
onswahrscheinlichkeit fiir die niachste Generation zu senken.

 Eliteselektion oder reine Selektion: Wird eine bestimmte Anzahl der am
besten bewerteten Chromosomen in die nichste Generation iibernommen,
spricht man von Eliteselektion.

Zur Veranschaulichung wird die in der vorliegenden Arbeit angewendete Selek-
tionsmethode Stochastic Universal Sampling (SUS) exemplarisch gezeigt. Sie
wird in der Implementierung der genetischen Algorithmen in MATLAB als Stan-
dard verwendet. Abbildung 2.7 zeigt die bildliche Darstellung der Methode. Es
wird proportional zum zugehorigen Fitnesswert jedem Chromosom anteilig ein
Segment auf einem Kreis zugewiesen. Eine Zufallszahl legt den Startpunkt ent-
lang des Kreisbogens fest. Dann werden ausgehend vom Startpunkt in gleichem
Abstand Zeiger iiber den ganzen Kreis verteilt in genau der Anzahl, die die Po-
pulationsgrofe fiir die ndchste Generation vorgibt [11]. Das dem Kreissegment
zugeordnete Chromosom wird entsprechend der Anzahl der Zeiger auf das Seg-
ment in die nichste Generation iibernommen. Anhand der vorher genannten Kri-
terien ist dies eine dynamische, nicht diskriminierende Eliteselektion [46].
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Abbildung 2.7: Schematische Darstellung der Selektionsmethode Stochastic Universal Sampling.

2.3.4 Genetische Operatoren

Die selektierten Chromosomen werden in eine neue Generation iiberfiihrt. Dabei
konnen die neuen Chromosomen aus drei verschiedenen Prozessen stammen, die
die in Abschnitt 2.3.1 gezeigten Evolutionsfaktoren zum Vorbild haben (siehe
Abbildung 2.8) [46,78].

e Die Elite der Chromosomen wird unveriandert iibernommen. lhre Anzahl
wird anteilig an der Populationsgrof3e oder absolut festgelegt.

* Die Paarung (Rekombination, Cross Over) zweier Chromosomen bedeutet,
dass nach einer bestimmten Vorschrift der Chromosomensatz gekreuzt wird
und sich dadurch ein neues Chromosom ergibt. Dies kann mit einer Rekom-
bination nach einer mathematischen Vorschrift geschehen oder zufallsba-
siert, indem an zufélligen Loci Allele oder ganze Gene getauscht werden.

e Die Mutation veriandert mit zuvor definierter Wahrscheinlichkeit an
zufilligen Stellen einzelne Allele. Dadurch wird der in Abschnitt 2.3.1
erwihnte Gendrift verhindert, und es werden Chromosomen erzeugt, die
moglicherweise nie Teil der Population waren.
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Abbildung 2.8: Uberblick iiber die Moglichkeiten der Herkunft / Entstehung der Kindgeneration (nach
[78D).

Die durch die Operatoren entstandene neue Generation wird nun im néchsten
Schritt erneut mit der Fitnessfunktion bewertet. Die Abfolge Bestimmen der Fit-
ness - Selektion - Anwendung genetischer Operatoren wird so lange fortgefiihrt,
bis das Abbruchkriterium erfiillt ist und das Optimum gefunden ist.

Fiir die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Fragestellung bedeutet dies, dass,
basierend auf den Modellen fiir Mikrogasturbine und Dehydriereinheit, eine Fit-
nessfunktion formuliert werden muss, die mit der gezeigten Abfolge ausgewertet
werden kann. Aus den Ergebnissen der Optimierung lassen sich anschlieBend die
Randbedingungen fiir die Untersuchung des stickoxidarmen Verbrennungskon-
zeptes ableiten.
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3 Grundlagen der stickoxidarmen
Verbrennung

Die im Rahmen dieser Arbeit betrachtete Mikrogasturbine T100 ist fiir den
Betrieb mit Erdgas ausgelegt. Fiir den Betrieb mit Wasserstoff aus der Dehy-
drierung muss deshalb das Verbrennungskonzept angepasst werden. Die Her-
ausforderung besteht dabei darin, die verbrennungstechnischen Eigenschaften
von Erdgas und Wasserstoff - hohere adiabate Flammentemperaturen, kiirzere
Ziindverzugszeiten und niedrigere Selbstziindtemperatur im Vergleich zu Erdgas
- in einem Verbrennungskonzept zu vereinen, mit dem beide Brennstoffe genutzt
werden konnen und trotzdem wenig Stickoxide erzeugt werden.

Ein vielversprechender Ansatz zur Stickoxidreduzierung ist die verdiinnte Ver-
brennung (Diluted Combustion). Urspriinglich stammt die Methode aus der In-
dustriefeuerungstechnik, sie wird aber auch fiir die Gasturbinenanwendung un-
tersucht [63,75,80,131]. Der Ansatz zeichnet sich durch das gro3e Potential zur
Reduktion der NOy-Emissionen von bis zu 70 % aus [118], was durch die in-
tensive Vermischung des Frischgases mit Inertgasen erreicht wird. Anwendung
findet die verdiinnte Verbrennung auch im Verbrennungskonzept der zyklisch-
periodischen Mischung (VZPM) nach Briickner-Kalb [20]. Dieses zeichnet sich
durch eine starke Drallstromung in der Brennkammer aus, wodurch die starke
Verdiinnung mit Abgasen erreicht wird. Die VZPM-Brennkammer wird in dieser
Arbeit sowohl experimentell als auch numerisch untersucht, um eine geeignete
Konfiguration fiir die Verbrennung von Wasserstoff und Erdgas zu finden.
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3.1 Stickoxidbildung im Verbrennungsprozess

Um Stickoxidemissionen reduzieren zu konnen, ist das Verstidndnis ihrer Entste-
hung notig. Stickoxide (NOx) umfassen alle gasformigen Oxide von Stickstoff.
Fiir die Verbrennung relevant sind dabei die Oxide NO und NO, [120]. Abhingig
von den Umgebungsbedingungen bilden sich wihrend des Verbrennungsprozes-
ses Stickoxide auf unterschiedlichen chemischen Pfaden. .

3.1.1 Mechanismen der Stickoxidbildung
Erweiterter Zeldovich-Mechanismus
Zeldovich [136] postulierte den Bildungsmechanismus, bestehend aus den Ele-

mentargleichungen (3.1) und (3.2). Zusammen mit Gleichung (3.3) spricht man
auch vom erweiterten Zeldovich-Mechanismus [120]:

O+N, — NO+N 3.1)
N+O, — NO+O (3.2)
N+OH — NO+H (3.3)

Aufgrund der hohen Aktivierungsenergie von 318 kJ /mol, die benétigt wird, um
die Dreifachbindung des N>-Molekiils aufzubrechen, ist dieser Pfad vor allem fiir
Temperaturen > 1600 K relevant [124, 130], daher auch die Bezeichnung ther-
misches NO. Des Weiteren wird iiber diesen Mechanismus das NO im Vergleich
zum Brennstoffoxidationsprozess relativ langsam gebildet [120].

Fenimore-Mechanismus

Die NO-Bildung nach Fenimore ist mit dem CH-Radikal verbunden, das sich bei
der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen bildet. Deshalb ist dieser Pfad nur fiir
die Erdgasverbrennung relevant. Ausgehend davon, dass das CH-Radikal das
N,-Molekiil spaltet

CH+N, — HCN+N (3.4)
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und sich Wasserstoffcyanid und Stickstoff als Zwischenprodukte bilden, reagie-
ren diese iliber weitere Zwischenschritte zu NO (siehe auch [120, 124]). Fenimo-
re [41] zeigt auch, dass sich NO iiber diesen Pfad wesentlich schneller bildet als
thermisches NO. Deshalb wird in der Literatur fiir diesen Mechanismus auch der
Name promptes NO verwendet. Es bildet sich auch schon bei Temperaturen um
die 1000 K, deswegen ist fiir diesen Mechanismus weniger das Temperaturni-
veau malgebend, sondern die Luftzahl des Gemisches. Insbesondere bei fetten
Gemischen ist der Anteil an promptem NO relevant [124].

Distickstoffoxid-Mechanismus

Durch die termolekulare Reaktion
O+N,+M — N,O+M 3.5)

bildet sich Distickstoffoxid (Lachgas), das mit einem freien weiteren Sauer-
stoffatom zu 2 NO-Molekiilen weiterreagieren kann. Durch die niedrige Akti-
vierungsenergie und die DreistoB3-Reaktion ist dieser Pfad besonders bei hohem
Druck und niedrigen Temperaturen von Bedeutung [28, 120].

NNH-Mechanismus

Ein weiterer Pfad der NO-Bildung geschieht iiber den Weg, den Bozelli und
Dean [17] vorschlagen:

N,+H — NNH (3.6)
NNH+O — NO+OH (3.7)

Der Mechanismus benétigt hohe Temperaturen und hohe Radikalkonzetrationen,
um zur NO-Bildung beizutragen. Diese Bedingungen liegen direkt innerhalb der
Reaktionszone vor, dort tragt dieser signifikant zur Gesamtmenge der Stickoxide
bei [54] .
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Stickstoffdioxid-Mechanismus

NO, bildet sich aus NO und dem Radikal HO,
NO + HO, — NO, + OH, (3.8)

wenn NO in einen Bereich mit hoher HO,-Konzentration gelangt. Dies ist in
Gebieten mit vergleichsweise niedriger Temperatur der Fall. In Regionen mit
hoher Temperatur wird NO, durch die Reaktion mit einem Wasserstoffatom oder
einem Sauerstoffatom wieder zu NO umgewandelt.

Bei der technischen Umsetzung von Mallnahmen zur Schadstoffreduktion
spricht man von primédren MaBBnahmen, die die NOy-Bildung wihrend der Ver-
brennung verhindern, und von sekundiren Maflnahmen, die NOy im Abgas nach
dem Verbrennungsprozess durch einen Katalysator reduzieren. Aus den Rand-
bedingungen der Mechanismen lassen sich Grundregeln fiir primédre MafBnah-
men ableiten [20]. Ein wirksames Konzept muss eine hohe globale Luftzahl zu-
lassen, so dass adiabate Flammentemperaturen kleiner 1600 K erzielt werden.
Gebiete mit lokal fetten Gemischen miissen durch geeignete Vormischung des
Brennstoff-Luft-Gemisches oder Vermischung mit Inertgasen verhindert wer-
den, da in diesen Zonen Temperaturspitzen entstehen, die die NOyx-Bildung
begiinstigen.

3.1.2 Verdiinnte Verbrennung

Das Verbrennungsregime der verdiinnten Verbrennung taucht in der Litera-
tur unter folgenden Begriffen auf: Flameless Combustion, FLOX® (Flameless
Oxidation), MILD (Moderate or Intense Low-Oxygen Dilution), CDC (Color-
less Distributed Combustion) oder HiTAC (High Temperature Air Combusti-
on) [7,27,50,64,129,130].

Aus diesen Begriffen gehen die wichtigsten Merkmale der verdiinnten Ver-
brennung hervor. Um eine ausreichende Mischungsgiite zu erreichen, wird der
Frischgasstrom mit hohem Impuls in die Brennkammer eingebracht [72]. Durch
die starke Verdiinnung des Frischgases mit quasi-inertem Abgas (diluted) wer-
den die Reaktanden durch das heile Abgas vorgewédrmt und die Reaktionszone
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vergrofert sich. Idealerweise verteilt sie sich liber das gesamte Reaktionsvolu-
men (distributed). Die Verdiinnung erhoht die chemischen Zeitskalen, so dass
diese groBBer werden als die turbulenten Skalen. Fiir diesen Fall kann das Verhal-
ten anndhernd mit einem kontinuierlichen Durchflussriihrkessel (CSTR) model-
liert werden [59, 89]. Fiir die Verbrennung in der Brennkammer bedeutet dieses
Verhalten konkret, dass Temperaturgradienten innerhalb der Reaktionszone ge-
ringer werden. Die Stickoxidbildung kann so effektiv gehemmt werden, da ei-
nerseits Zonen mit fetten Gemischen durch die Verdiinnung verringert werden
und andererseits wegen der gleichmiBigen Temperaturverteilung weniger lokale
Temperaturspitzen auftreten.

Abhingig vom Brennstoff, von der Sauerstoffkonzentration und vom Ver-
diinnungsgas édndert sich das emittierte Farbspektrum der Flamme, unter
Umsténden ist die Flammenfront im konventionellen Sinn nicht mehr mit
bloBem Auge erkennbar (flameless, colorless) [49]. Das ldsst sich auf zwei
Griinde zuriickfiihren. Zum einen ist durch die verteilte Reaktionszone die lokale
Intensitédt im Vergleich zu einer konventionellen Flamme mit gleichen Randbe-
dingungnen geringer. Zum anderen ist das emittierte Spektrum der Radikale CH
und C; temperaturabhingig [27].

Da die verdiinnte Verbrennung mit einer Vielzahl an Begriffen in der Literatur
auftaucht, wird in den nachfolgenden Abschnitten ein kurzer Uberlick iiber deren
Definition gegeben.

Flameless Oxidation (FLOX®)

Um den Bereich der verdiinnten Verbrennung zu definieren, wird bei Wiinning
[130] ein Stabilititsdiagramm abhéngig von der Temperatur im Brennraum Tgg
und der Rezirkulationsrate K, angegeben. Der verwendete Brenner ist in Ab-
bildung 3.1 dargestellt. Brennstoff und Oxidator werden nicht vorgemischt mit
hohem Impuls in die Brennkammer eingebracht. Die Rezirkulationsrate ergibt
sich aus dem Verhiltnis des rezirkulierten Anteils des Abgasmassenstroms mye
in die Reaktionszone und des gesamten Frischgasmassenstroms:
Ky=—" (3.9)
mp, -+ mpgy
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

Abbildung 3.2 zeigt schematisch ein Stabilititsdiagramm. Es ist in vier Bereiche
aufgeteilt: Unterhalb der Selbstziindgrenze und nur fiir sehr kleine Rezirkulati-
onsraten kann im Bereich A, der konventionellen Flamme, Brennstoff oxidiert
werden. Das Regime der verdiinnten Verbrennung (C) wird im untersuchten
Bereich von einem Ubergangsbereich (B), in dem die Flamme nicht stabil ist,
umgeben. Region C wird erst bei ausreichend hohen Temperaturen und gro3en
Rezirkulationsraten erreicht. Fiir Erdgas finden sich in der Literatur Werte von
mindestens 800 °C und Rezirkulationsraten von K, > 2.5, um den Bereich der
verdiinnten Verbrennung zu erreichen [36, 72, 130]. Villani et al. [122] erstell-
ten ein Stabilitidtsdiagramm fiir die verdiinnte Verbrennung von Wasserstoff, das
zeigt, dass ab 600 °C und K, > 5,0 das Regime erreicht wird. Villani fiihrt einen
Grenzwert fiir die NOx-Emissionen bei 10,0 ppm normiert auf 15 %O, ein, um
experimentell auf ein Stabilititsdiagramm wie in Abbildung 3.2 zu kommen.

Verbrennungsprodukte I

— . Luft
e
Luft —_—  — - ’

% C(C Verdiinnte

Brennstoff — 5 —-—-—'];_f :| Verbrennung

f“/-f_ - “\ Brennstoff

Verbrennungsprodukte

Luft —_ — .

Abbildung 3.1: Skizze des Brenners nach Wiinning [130].

Moderate or Intense Low-Oxygen Dilution (MILD)

Ein anderer Ansatz fiir die Abgrenzung der verdiinnten Verbrennung vom Re-
gime der konventionellen Flamme ist die Evaluierung des Temperaturhubs
wihrend des Verbrennungsprozesses. Fiir die verdiinnte Verbrennung nach der
Definition der MILD-Verbrennung miissen nach Cavaliere und de Joannon [27]
die Reaktandentemperatur Tre,k¢, die Selbstziindtemperatur Tgz und der Tem-
peraturhub AT im Verbrennungsprozess betrachtet werden: ,,Ein Verbrennungs-
prozess wird als MILD bezeichnet, wenn die Temperatur der Reaktanden hoher
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung der Verbrennungsregimes abhingig von der Rezirkulationsrate
und der Brennkammertemperatur nach Wiinning [130]: A - konventionelle Flamme, B -
instabiler Bereich, C - Regime der verdiinnten Verbrennung.

als die Selbstziindtemperatur des Gemisches ist und der maximale Tempera-
turhub wdhrend der Oxidation kleiner als die Selbstziindtemperatur des Ge-
misches ist.“ Tabelle 3.1 und Abbildung 3.3 veranschaulichen diese Definiti-
on. Zusitzlich zeigen sowohl Abbildung als auch Tabelle die Definitionen fiir
die weiteren Verbrennungsregime: die konventionelle Verbrennung (Feedback
Combustion) sowie die High Temperature Combustion (HiTeCo oder HiTAC).
In Abbildung 3.3 ist noch der Bereich der pilotierten Verbrennung (Pilot Com-
bustion) eingezeichnet, in dem die Brennstoffoxidation nur mit einer Pilotflam-
me aufrechterhalten werden kann. Li et al. [72] ergdnzen explizit fiir die vorge-
mischte verdiinnte Verbrennung, dass fiir dieses Verbrennungsregime die lokale
Reaktandentemperatur und die lokale Sauerstoffkonzentration auschlaggebend
sind. AuBerdem sollte lokal die Flammengeschwindigkeit kleiner sein als die
Stromungsgeschwindigkeit, um die Verdiinnung mit Abgas ohne vorherige Sta-
bilisierung der Flamme zu ermoglichen.

Merkmale der Verfahren HiTeCo (High Temperature Combustion) und HiTAC
(High Temperature Air Combustion) sind die hohe Vorwirmtemperatur und die
niedrige Sauerstoffkonzentration zwischen 2 vol% bis 5 vol% [53]. Nach Argho-
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

de [7] und Khalil und Gupta [64] basiert die CDC (Colorless Distributed Com-
bustion) auf dem Regime der High Temperature Combustion.

Tabelle 3.1: Einteilung der Verbrennungsregime anhand der Reaktandentemperatur Tgreak, der
Selbstziindtemperatur Tsz und des Temperaturhubs wéhrend der Verbrennung AT (nach [15,27]).

Verbrennungsregime Reaktandentemperatur Temperaturhub wihrend

der Verbrennung

Feedback Combustion Treart < Tsz AT > Tgz
High Temperature Combustion Tgreae > Tsz AT > Tgz
MILD Combustion Treakt = Tsz AT < Tgz

High Temperature
Combustion

Feedback
Combustion

Pilot
Combustion

Mild
Combustion

TReakt

Abbildung 3.3: Einteilung der Verbrennungsregime nach Cavaliere und de Joannon [27] und Dunn-
Rankin [35] in Abhingigkeit von der Reaktandentemperatur und dem Temperaturhub
wihrend des Verbrennungsprozesses.

3.2 Verbrennungskonzept der zyklisch-periodischen Mi-
schung (VZPM)

Das Regime der verdiinnten Verbrennung wird auch fiir das Verbrennungskon-
zept der zyklisch-periodischen Mischung (VZPM) angewendet. Es wird in Ka-
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pitel 5 und Kapitel 6 fiir die Verwendung in einer Mikrogasturbine untersucht.
Dazu wird nachfolgend ein Uberblick iiber ausgew:hlte Brennkammerkonzepte
von Mikrogasturbinen gegeben und anschlieend das Design der Brennkammer
erldutert.

3.2.1 Brennkammerkonzepte fiir Mikrogasturbinen
Turbec T100

Die Brennkammer der in dieser Arbeit untersuchten Turbec T100 (Abbildung
3.4) besteht aus einer kleinen Vorbrennkammer, in der der Pilotbrenner sitzt,
und einer groBen Hauptbrennkammer, in die iiber einen Drallerzeuger das
Brennstoff-Luft-Gemisch am Flachensprung eingebracht wird. Dort stabilisiert
sich die Flamme. Dieses Konzept wurde fiir Erdgas entwickelt und ist fiir einen
Betrieb mit einer lokalen Luftzahl A ~ 2,4 ausgelegt. Die iiberschiissige Luft, die
zur Kiihlung der Brennkammer verwendet wurde, wird vor der Turbine stromab
eingemischt. Dieses Konzept ist nur bedingt mit Wasserstoff kompatibel. Durch
die deutlich erhohte Reaktivitit von Wasserstoff wiirde es besonders im Bereich
des Pilotbrenners zu deutlich erhohten Stickoxidemissionen kommen, wenn
nicht sogar zu Schiden an der Brennkammer fithren. Des Weiteren sind die
Aufenthaltszeiten des Wasserstoffs im Drallerzeuger schwer kontrollierbar. Sie
stellen somit ein Sicherheitsrisiko dar, da sich die Vorwarmtemperatur der Luft
durch den rekuperierten Gasturbinenprozess im Bereich der Selbstziindgrenze
von Wasserstoff befindet und die Reaktivitit eines Wasserstoff-Luft-Gemisches
deutlich hoher ist, als die eines Erdgas-Luft-Gemisches.

Capstone C60

Die Brennkammer der Capstone C60 basiert auf einer zweistufigen tangentia-
len Frischgaseindiisung in eine Ringbrennkammer (Abbildung 3.5). Das Frisch-
gas wird sequentiell zuerst mit zwei und dann mit vier tangentialen Injekto-
ren eingebracht. Weiter stromab wird das Abgas mit der Verdiinnungsluft vor
der Turbine verdiinnt. Die Brennkammer zeichnet sich durch seine niedrigen
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

Luft

Hauptgaszufuhr

Pilotgas

Abbildung 3.4: Schematische Darstellung der Brennkammer der Turbec T100.

NOy-Emissionen im Betrieb mit Erdgas aus, da die gute Vermischung mit Inert-
gas durch den aufgeprigten Drall die Schadstoffbildung hemmt. Therkelsen et
al. [115] haben fiir diese Brennkammer den Wasserstoffbetrieb untersucht. Die
NOx-Emissionen im Wasserstoffbetrieb sind im Vergleich zur Erdgasverbren-
nung deutlich erhoht, sie liegen im Bereich groBer 50 ppm normiert auf 15 %O0,.

Frischgas Ebene A Ebene B
Verdiinnungsluft

-

Y
Velrdiinnungs- Turbinen-| § ‘ ‘ Q H! %
/

A B

Abbildung 3.5: Schematische Darstellung der Brennkammer der Captstone C60 (nach [20]).
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Turbec T100 DLR Stuttgart

Eine Moglichkeit, die verdiinnte Verbrennung in der Mikrogasturbine Turbec
T100 anzuwenden, wurde am DLR in Stuttgart untersucht (Abbildung 3.6)
[68, 75,98, 134, 135]. Die Brennkammer basiert dabei auf dem Konzept nach
Wiinning [130], allerdings wird der Brennstoff vorgemischt in die Brennkam-
mer eingebracht. Bei 90 vol% Wasserstoff wurden NOy-Emissionen von unter
10 ppm erreicht [75]. Zanger et al. [134, 135] untersuchten die konkrete Anwen-
dung fiir die Turbec T100. Im Zuge dessen wurde die Brennkammer um eine
Pilotstufe erweitert, was sich negativ auf die NOx-Emissionen auswirkte, aber
den Betriebsbereich erheblich erweiterte.

Luft

\¥/' '\\\\ _____ Verdiinnte ¥
—
Brennstoff Verbrennung

7 VO

Verbrennungsprodukte

Brennstoff \ '\\’\\\ _____ Verdiinnte
— /—\’ _// 7! //_, _____ Verbrennung /_

Luft

Abbildung 3.6: Schematische Darstellung der Brennkammer des DLR Stuttgart (nach [20]).

3.2.2 Design der VZPM-Brennkammer

Um die NOy-Emissionen im Wasserstoffbetrieb gegeniiber den gezeigten Kon-
zepten noch weiter zu reduzieren, wird das Verbrennungskonzept der zyklisch-
periodischen Mischung hinsichtlich seiner Eignung fiir Wasserstoff untersucht.
Dieses Konzept wurde urspriinglich fiir eine Gasturbinenanwendung mit Erd-
gas entwickelt und zeichnet sich durch einen grofen Betriebsbereich, NOy-
Emissionen kleiner 1,0 ppm und CO-Werte kleiner 10 ppm jeweils normiert auf
15 %0, aus [21].
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

Die Brennkammer besteht aus drei Ebenen, in die jeweils tangential mit je
zwel Frischgasinjektoren das Brennstoff-Luft-Gemisch eingediist wird (Abbil-
dung 3.7). Dadurch bildet sich eine starke Drallstromung in der Brennkammer
aus, die die Einmischung der Verbrennungsprodukte in das Frischgas begiinstigt.
Innerhalb einer Ebene laufen drei Prozessschritte ab [15,21]:

* Mischung: In das Frischgas werden Verbrennungsprodukte eingemischt.

e Ziindung: Selbstziindung des Gemisches an der Scherschicht zwischen
Frischgas und den heiflen Produkten.

* Reaktion: Die in der Reaktionszone entstandenen Verbrennungsprodukte
dienen wieder zur Verdiinnung des stromab gelegenen Frischgasstrahls.

Mischung und Ziindung

Abbildung 3.7: Schematische Darstellung der VZPM-Brennkammer und des Verbrennungskonzeptes der
zyklisch-periodischen Mischung.

Das Frischgas wird mit einem Wirbelvormischinjektor technisch vorgemischt.
Briickner-Kalb [21,22] hat dieses Konzept gewdhlt, da mit geringem Druckver-
lust eine ausreichend gute Vormischung erreicht wird. Der Wirbelvormischin-
jektor besteht aus einem Deltafliigel der im Injektor der Stromung ein groBskali-
ges Wirbelpaar aufprigt. Stromab wird in einer Jet-in-Crossflow Anordnung der
Brennstoff eingediist (Abbildung 3.8).
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Die Brennkammer zeigt alle zuvor gezeigten Merkmale der verdiinnten Verbren-
nung. Die NOx-Emissionen liegen im Bereich von 1 ppm 15 %0, und weisen
somit auf eine effiziente Verdiinnung von Frischgas mit Abgas in der Brennkam-
mer durch die Drallstromung hin. AuBerdem ist mit bloBem Auge keine Flam-
menfront mehr sichtbar. Bei der Anwendung in der Mikrogasturbine werden
auch die Bedingungen der MILD-Verbrennung oder HiTAC erfiillt. Der Bereich
der Selbstziindung von Erdgas beginnt bei etwa Tsz ~ 800 K, was im Bereich
der Brennkammereintrittstemperatur von Mikrogasturbinen liegt. Abhingig vom
Temperaturhub wihrend des Verbrennungsprozesses sind, global betrachtet, die
Voraussetzungen fiir MILD oder HiTAC erfiillt.
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Abbildung 3.8: Schematische Darstellung des Mischkonzepts des Wirbelvormischinjektors (W VMI).

3.3 Numerische Simulation der reagierenden Brennkammer-
stromung

Zur Modellierung der Brennkammerstromung und der Verbrennungsreaktion im
Regime der verdiinnten Verbrennung wird im Rahmen dieser Arbeit das kom-
merzielle Softwarepaket ANSYS Fluent 14.5 verwendet. Stromungen mit ho-
hen Drallzahlen wurden bereits im Zusammenhang mit Zyklonabscheidern aus
der Verfahrenstechnik untersucht, allerdings ohne Reaktion [31, 33,56, 61, 87].
Wichtig fiir die Modellierung ist die Auswahl einer fiir die relevanten Effekte
geeigneten Kombination aus Turbulenz- und Verbrennungsmodell. Die Wahl des
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Turbulenzmodells setzt dabei ein grundlegendes Verstindnis von Stromungen
mit hoher Drallintensitédt voraus.

3.3.1 Zur Stromungsmechanik von Drallstromungen
Drallzahl S

Wichtiges Merkmal zur Charakterisierung einer Drallstromung ist die Drallzahl
S. Sie ist das Verhiltnis aus Tangentialimpuls zu Axialimpuls. Die Definition
nach Beer et al. [14] fiir eine isotherme Stromung lautet:

Sy = —20 (3.10)
so — RRef . Gx’ .
mit
RRef
Gy = / uerpu2nrdr = const., 3.11)
0
RRef RRef
G, = / uxpu2mrdr+ / p2nrdr = const.. (3.12)
0 0

Dabei bezeichnet r den Radius, p die Dichte und p den Druck des Fluides. Rge¢
ist der Referenzradius, auf den die Drallzahl bezogen wird. Die Geschwindig-
keitskomponenten sind mit ugp in tangentialer Richtung und mit uyx in axialer
Richtung benannt.

Tepliczky [114] berechnet die Drallzahl durch die Mittelung des ortlichen Tan-
gentialimpulses bezogen auf den Referenzradius und die mittlere axiale Ge-
schwindigkeit Uy o:

1 & .
s = Ly rue(n) (3.13)
n:

i—=1 RRef ’ ﬁxvo

So kann punktweise aus experimentellen Daten die Drallzahl berechnet werden.

44



3.3 Numerische Simulation der reagierenden Brennkammerstromung

Beschreibung der Geschwindigkeitskomponenten

Busenthiir [23] fiihrte Untersuchungen zur mathematische Beschreibung der
Geschwindigkeitskomponenten in einer nicht reaktiven, stationdren, verdrall-
ten Rohrstromung durch. Fiir die Tangentialgeschwindigkeit uy in Abhéngigkeit

vom Radius r gilt:
a3
ug(r) :ﬂ(l—exp( 4 )) (3.14)
Uy r a,

Die Konstanten a;, a, und a3 wurden zunichst empirisch bestimmt. Anhand der
Ergebnisse schldgt Busenthiir die Wahl der Konstanten a; und a, in Abhéngigkeit
von der Drallzahl Sy, vor, die allerdings nur bis zu einer Drallzahl von Sy, = 2,0
validiert sind. Fiir a3 wird der Wert 2 angenommen.

Der allgemeine Ansatz lidsst sich aus den Wirbelmodellen fiir den Rankine-
Wirbel und weiterfiihrend aus dem Hamel-Oseen-Wirbel herleiten. Der Rankine-
Wirbel ist ein einfaches Modell eines zusammengesetzten Wirbels fiir eine reale,
ebene, stationdre und axialsymmetrische Wirbelstromung, der im Kern aus ei-
nem Festkorperwirbel und im AuBBenbereich aus einem Potentialwirbel besteht.
Abgegrenzt werden diese beiden Bereiche durch den Kernradius rg, an dem da-
durch eine unstete Stelle entsteht (vgl. Abbildung 3.9). Der Hamel-Oseen-Wirbel
beseitigt diese Unstetigkeit, indem der Einfluss der Zihigkeit beriicksichtigt

wird [117]: ,
r.. _
(1) = 5= (1 —exp (r—g» (3.15)

1t =4v*(1g+1). (3.16)

mit

I'. bezeichnet die Gesamtzirkulation des Wirbelfeldes, ty die Bezugszeit zum
Zeitpunkt t = 0 und v* die kinematische Viskositét. Abbildung 3.9 zeigt den qua-
litativen Verlauf eines Rankine-Wirbels sowie das Abklingen des Hamel-Oseen-
Wirbels fiir ¢+ — co. Ergiinzend sei angemerkt, dass der Hamel-Oseen-Wirbel
das Abklingen in einem unendlich ausgedehnten Fluid beschreibt. Daher kann
die Haftbedingung an der Wand in Modellen fiir verdrallte Rohrstromungen,
die an diese Funktionsklasse angelehnt sind wie in Gleichung (3.14), nicht
beriicksichtigt werden [127].
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Rankine-Wirbel

RRet

Abbildung 3.9: Qualitativer Verlauf der Tangentialgeschwindigkeit fiir den Rankine-Wirbel und den
Hamel-Oseen-Wirbel.

Rget

Abbildung 3.10: Qualitativer Verlauf der Axialgeschwindigkeit abhéngig von der Drallzahl.

Die Tangentialgeschwindigkeit dominiert in einem StrOmungsfeld mit star-
kem Drall den Betrag der Geschwindigkeit [102, 127], daher wird auf das
Einfiihren der mathematischen Formulierungen der Geschwindigkeiten einer
Drallstromung in axialer und radialer Richtung an dieser Stelle verzichtet.
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Abbildung 3.10 zeigt den qualitativen Verlauf des axialen Geschwindigkeitspro-
fils fiir verschiedene Drallzahlen. Ab einer Drallzahl S, > 0,6 ist der axiale
Druckgradient groB3 genug um das Fluid stromauf zu bewegen, daher bildet sich
im Kern der Stromung eine Riickstromzone in axialer Richtung aus [127].

Ebenfalls bildet sich bei Drallzahlen groBer 0,6 und hohen Reynoldszahlen eine
instationidre Instabilitit des Wirbelkerns aus [3]. Durch die axiale Riickstromung
vergroBert sich der Wirbelkern zunéchst, bis der aufplatzt. Durch diese Storung
der Stromung beginnt das Zentrum der Stromung sich auf einer Schraubenlinie
um die Symmetrieachse der Stromung zu bewegen. Dieses Phanomen wird als
priazessierender Wirbelkern bezeichnet [74].

3.3.2 Turbulenzmodellierung fiir hohe Drallzahlen

Die auf makroskopischer Ebene durch den prizessierenden Wirbelkern zeit-
lich instationdre Stromung erfordert eine zeitlich aufgeloste numerische Berech-
nung (URANS). Eine zeitunabhingige Losung kann nur bei Anwendung linea-
rer Diskretisierungsschemata und 2-Gleichungsturbulenzmodellen erreicht wer-
den, was zu starken Abweichungen der berechneten Umfangsgeschwindigkeiten
von den experimentellen Daten fiihrt. Vergleichbare Beobachtungen wurden im
Rahmen einer experimentellen Untersuchung an einem Zyklonabscheider ge-
macht [33].

Die hohe Drallzahl stellt besondere Anforderungen an die Turbulenzmodellie-
rung und die verwendeten Diskretisierungsschemata. Geschwindigkeitsmessun-
gen von Nettinger [83] zeigen, dass Sy, = 3,7 fiir die VZPM-Brennkammer im
nicht reaktiven Fall gilt. Mit der Definition von Sjy, ergibt sich fiir die VZPM-
Brennkammer S;, = 4,1. Laut Busenthiir [23] ist keine der Definitionen den
anderen deutlich iliberlegen. Nach Syred und Beer [111] ist die Stromung in der
Brennkammer den Zyklonstromungen (S;so > 3) zuzuordnen.

Die Besonderheiten der Turbulenzmodellierung von Stromungen hoher
Drallstirke werden etwa seit Mitte der 1980er Jahre insbesondere im Zusam-
menhang mit der Optimierung der Durchstromung von Zyklonabscheidern un-
tersucht [31, 87]. Vergleiche zwischen experimentell bestimmten Geschwindig-
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keitsprofilen und numerischen Ergebnissen, bei denen Turbulenzmodelle ver-
wendet werden, die vereinfachend Isotropie der turbulenten Spannungen an-
nehmen, zeigen insbesondere fiir die Umfangsgeschwindigkeiten teilweise star-
ke Abweichungen [56]. Bessere Ergebnisse konnen mit Turbulenzmodellen er-
reicht werden, die Anisotropie bei der Berechnung der Reynoldsspannungen zu-
lassen [61]. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher ausschlielich das Reynolds-
Spannungsmodell Reynolds Stress, Stress-Omega [6] verwendet, um Modellie-
rungsfehler, insbesondere bei der Berechnung der Umfangsgeschwindigkeiten,
moglichst zu vermeiden.

3.3.3 Modellierung der verdiinnten Verbrennung

Zur Simulation der turbulenten verdiinnten Verbrennung in der VZPM-
Brennkammer wird ein Modell benétigt, das in der Lage ist, sowohl die durch
die chemische Kinetik bestimmte Reaktion im vorherrschenden Bereich der ver-
teilten Reaktionszonen, als auch mogliche Reaktion in den Scherschichten im
Nahbereich der Injektoren ausreichend genau abzubilden. Die moglichen Be-
dingungen, unter denen die Reaktion dabei ablaufen kann, erstrecken sich iiber
einen weiten Bereich von Damkohler-Zahlen, wobei im Bereich Da ~ 1 kineti-
sche und turbulente Einflussfaktoren gleichermaflen wichtig sind [70].

Einfache Verbrennungsmodelle berechnen die gemittelte Reaktionsrate iiber eine
Proportionalitdt mit der lokalen turbulenten Mischungsrate (sog. Eddy Break-
Up [108,109] bzw. Eddy-Dissipation Modelle [76]

@ o< = (3.17)

|| ;]

Dieser Ansatz ist fiir Verbrennungsvorginge geeignet, bei denen die Reakti-
onskinetik eine untergeordnete Rolle spielt und die Reaktionsrate ausschlie3-
lich durch turbulente Mischvorgidnge dominiert wird (schnelle Chemie / ho-
he Damkohler-Zahlen) [47]. Da in der VZPM-Brennkammer die Reaktion
hauptsdchlich unter Bedingungen stattfindet bei denen chemische Vorginge die
Reaktionsrate bestimmen (kleine Damkohler-Zahlen) sind solche Verbrennungs-

modelle grundsitzlich zur Simulation der verdiinnten Verbrennung nicht ausrei-
chend.
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Die CFD-Software ANSYS Fluent enthilt Verbrennungsmodelle, die die Be-
rechnung gemittelter Reaktionsraten bei turbulenten Verbrennungsvorgingen
auf der Basis von reduzierten und detaillierten chemischen Mechanismen

ermoglichen [6] und bereits zur Modellierung verdiinnter Verbrennung verwen-
det wurden [1,42]:

 Das Finite-Rate/Eddy-Dissipation (ED-FR) Modell
* Das Eddy-Dissipation Concept (EDC) Modell [24,76].

Im Finite-Rate/Eddy-Dissipation Modell wird die mittlere Reaktionsrate einmal
iber einen Arrhenius-Ansatz berechnet, wobei zur Berechnung gemittelte Werte
fiir Speziesmassenbriiche und Temperatur verwendet werden, und einmal tiber
das Eddy-Dissipation Modell nach Magnussen [77]. Die jeweils kleinere der
beiden Reaktionsraten wird dann als Quellterm in der weiteren Berechnung ver-
wendet. Dieser Ansatz eignet sich nur bedingt zur Verwendung mit detaillierten
Reaktionsmechanismen, da aufgrund der potentiell stark schwankenden Werte
der Reaktionraten die Verwendung von reduzierten Mechanismen mit maximal
zwel Teilreaktionen empfohlen wird [94]. Dariiber hinaus kann die Verwendung
gemittelter Variablenwerte im Arrhenius-Ansatz, aufgrund der starken Nichtli-
nearitit, zu starken Abweichungen der berechneten Reaktionsraten gegeniiber
den realen Gegebenheiten fiihren. Somit wird unter Umstdnden die Wahl des
kleinsten Quellterms bei mittleren Damkohlerzahlen auf der Grundlage verzerr-
ter Werte getroffen. Ayed et al. [51] zeigen im Rahmen einer numerischen und
experimentellen Studie an einer mit Wasserstoff betriebenen Gasturbinenbrenn-
kammer, dass das EDC-Modell gegeniiber dem ED-FR-Modell hinsichtlich der
Struktur der Reaktionszone bessere Ubereinstimmung mit experimentellen Er-
gebnissen liefert.

Im Rahmen dieser Arbeit wird daher das EDC-Modell zur Berechnung mitt-
lerer Reaktionsraten verwendet, da damit auch detaillierte Reaktionsmechanis-
men unter Beriicksichtigung des Turbulenzeinflusses verwendet werden konnen.
Das ist insbesondere fiir die Wasserstoffverbrennung von Interesse, da aufgrund
der noch beherrschbaren Menge von Einzelreaktionen und beteiligten Spezies
mit detaillierten Reaktionsmechanismen (z. B. [85]) gerechnet werden kann. Mit
dem EDC-Modell konnten bereits verschiedene Experimente aus dem Regime
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

der verdiinnten Verbrennung mit Erfolg simuliert werden [5, 51,70, 86]. Shaba-
nian et al. [99] untersuchen verschiedene Kombinationen aus Turbulenzmodell
und Verbrennungsmodell, wobei mit der Kombination aus einem Reynoldsspan-
nungsmodell und dem EDC-Modell die beste Ubereinstimmung mit experimen-
tellen Daten einer Syngas-Jetflamme bei MILD-Bedingungen erreicht wird.

Die Grundlagen des EDC-Modells werden nachfolgend kurz erldutert. Nach Pe-
ters [88] laufen chemische Reaktionen in turbulenter Stromung dort ab, wo die
beteiligten Spezies lokal auf kleinen Skalen miteinander in Kontakt kommen. Bei
der Verwendung gemittelter Bilanzgleichungen (RANS) werden diese Vorgéinge
weder zeitlich noch rdumlich aufgeldst und miissen daher modelliert werden.
Das wesentliche Konzept des EDC-Modells ist die gedachte Aufteilung eines
Kontrollvolumens (Rechenzelle) in einen Anteil, der die reagierenden kleinen
Skalen reprisentiert, und einen Anteil, der die Umgebung darstellt. Darin laufen
lediglich turbulente Mischvorginge ab. Diese Aufteilung ist schematisch in Ab-
bildung 3.11 dargestellt. Der Index * kennzeichnet Groflen, die im Zusammen-
hang mit den reagierenden feinen Skalen stehen. Im Bereich der kleinen Skalen

Rechenzelle

Umgebung
Y;
Kleine Skalen

Abbildung 3.11: Gedachte Aufteilung einer RANS Rechenzelle in einen lokal laminar reagierenden An-
teil und eine Umgebung in der lediglich Mischvorgénge stattfinden.

lauft die Verbrennungsreaktion bei laminaren Bedingungen ab. Zwischen den ge-
dachten Bereichen findet Massenaustausch statt. Die Zeit- und Lingenskalen zur
Abgrenzung des feinskaligen Bereichs werden aus dem Konzept der turbulenten
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3.3 Numerische Simulation der reagierenden Brennkammerstromung

Energiekaskade [90, 113] abgeleitet und aus mittleren GroBen des Turbulenzmo-
dells berechnet.

Der Anteil der kleinen Skalen an der Gesamtmasse der Rechenzelle wird eben-
falls auf der Grundlage von Turbulenzvariablen der mittleren Stromung berech-
net [6,70,76]:

« 3 Cppv-€ a 1
— (2.2 = =C,y- , 3.18
4 (4 C2,12 ) " YRe, G19)

Die Konstanten haben die Werte Cp; = 0,135 und Cp, = 0,5 (damit ergibt sich
Cy = 2,13), Req ist die turbulente Reynoldszahl. Der Anteil des an der Re-
aktion beteiligten Massenanteils wéchst demnach hin zu kleineren turbulenten
Reynoldszahlen stark an. Die auf die Masse der reagierenden Strukturen bezo-
genen Massenaustauschrate mit der Umgebung wird wie folgt berechnet:

3 €
= ——. 3.19
m ‘/CDz " (3.19)

Der reziproke Wert ist ein Mal fiir die mittlere Aufenthaltszeit der Reaktanden
im Bereich der gedachten feinen Strukturen [70]:

1 %
T =—=C;-y/—. (3.20)
n* €
Die Konstante hat darin den Wert C; = 0,408. In Abhéngigkeit des modellierten
Massenanteils des reagierenden Volumens y* und der modellierten Aufenthalts-
zeit T* werden die mittleren Quellterme in den Speziestransportgleichungen wie
folgt berechnet [76]:
2
—_ p(r)

@; = Y —Y). (3.21)

* S0
o 1= ()]

In Gleichung (3.21) bezeichnet Y;* die Massenbriiche der Spezies in den reagie-
renden feinen Strukturen nach einer Reaktion mit der Aufenthaltszeit 7* und ent-
sprechend Y; die Speziesmassenbriiche im iibrigen (nichtreagierenden) Bereich.
Die im Standardmodell verwendeten Werte der Modellierungskonstanten Cz, Cy
ergaben sich empirisch auf der Basis von zahlreichen Experimenten [40,48]. Die
durch die chemische Umsatzrate iiber die Zeit T* entstandene Gemischzusam-
mensetzung in Form der Speziesmassenbriiche Y;* wird aus der Arrhenius-Rate
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3 Grundlagen der stickoxidarmen Verbrennung

fiir eine Reaktoreinheit mit konstantem Druck (Constant Pressure Reactor) be-
rechnet. Dabei werden die mittlere Temperatur und die mittleren Massenanteile
der einzelnen Spezies Y; der gesamten Rechenzelle als Anfangswerte verwen-
det. Der Term (¥ —Y;) in Gleichung (3.21) beinhaltet damit den chemischen
Einfluss auf die Reaktionsrate, wihrend der Vorfaktor beriicksichtigt, dass eine
Reaktion nur in einem variablen Anteil der Rechenzelle wihrend einer varia-
blen Aufenthaltszeit stattfindet. Damit kann das EDC-Modell den im Rahmen
der verdiinnten Verbrennung in der VZPM-Brennkammer auftretenden, breiten
Bereich verschiedener Damkohlerzahlen abdecken.

Neuere Untersuchungen zeigen, dass bei der Modellierung der verdiinnten Ver-
brennung die Ergebnisqualitiit verbessert werden kann, wenn die Standardwer-
te der Modellkonstanten modifiziert werden. De et al. [32] untersuchen eine
Jet-in-Hot-Crossflow-Flamme mit CFD-RANS, wobei eine Sensitivititsanalyse
beziiglich der Modellierungskonstanten des EDC-Modells durchgefiihrt wird. Es
zeigt sich, dass das EDC-Modell bei niedrigen turbulenten Reynolds-Zahlen die
Reaktionsraten tendenziell iiberschitzt, aber dennoch zufriedenstellende Ergeb-
nisse liefert. Dieser Effekt kann iiber eine Anpassung der Konstanten C; ausge-
glichen werden. Aminian et al. [4] verwenden fiir Erdgasverbrennung im Regime
der verdiinnten Verbrennung den Wert C; = 1,5, um das Zeitmal} 7" zu erhéhen
und den gewiinschten Verbesserungseffekt zu erzielen.

Voruntersuchungen, die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrt wurden, haben
gezeigt, dass die Geschwindigkeitsprofile in der Simulation der Erdgasverbren-
nung mit dem 1-Schritt-Mechanismus und C; = 1,5 am besten mit dem Experi-
ment libereinstimmen. Fiir die Simulation der Wasserstoffverbrennung mit dem
detaillierten Mechanismus wird der Standardwert verwendet.

52



4 Prozessmodellierung und Optimierung
des Gesamtsystems

Abbildung 4.1 zeigt die detaillierten Abldufe des Systems MGT-DE. Der Mi-
krogasturbinenprozess besteht aus den Komponenten Verdichter, Rekuperator
Brennkammer, Turbine und Generator. Zusitzlich ist der Bypass BP um den
Rekuperator eingezeichnet, mit dem das Temperaturniveau im Abgas angepasst
werden kann. Die Wirme wird vom Abgas an das hydrierte LOHC tibertragen,
um die endotherme Freisetzungsreaktion im Reaktor aufrecht zu erhalten. Die
Restwirme des dehydrierten LOHC wird in der Vorwirmung an das hydrierte
LOHC iibertragen. Mit den in Kapitel 2 gezeigten Grundlagen kann das Sys-
tem auf Basis von Energie- und Stoffbilanzen modelliert und hinsichtlich des
Gesamtwirkungsgrades optimiert werden.

4.1 Modellierung des Moduls Mikrogasturbine

Dem Modell der Mikrogasturbine (MGT) wird der in Kapitel 2 gezeigte Ga-
sturbinenprozess fiir den rekuperierten Fall zugrunde gelegt. Wegen der inneren
Wirmerekuperation muss das Gleichungssystem iterativ gelost werden.

Die Wirkungsgrade einzelner Komponenten sind analog zu Kesseli et al. [62],
Ibrahim et al. [S8] und Hampel et al. [52] gewdhlt. Prozessparameter sind dem
Datenblatt der Turbec T100 [119] entnommen. Die Druckverluste werden geméaf
dem Mikrogasturbinenmodell nach Pourhasanzadeh [91] bertiicksichtigt.

Die Temperatur T nach dem Verdichter berechnet sich mit

K—1 1

K Moy,
T, = (@> . 4.1)
p1
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Mikrogasturbine Dehydriereinheit

4 H, : I ® 11
Luft ® BK | Reaktor

LOHC

Abbildung 4.1: Prozessschema der Kopplung von Mikrogasturbine und Dehydriereinheit.

Die Temperatur T4 am Brennkammeraustritt wird mit der Energiebilanz (siche
Gleichung (2.3)) um die Brennkammer berechnet:

1

g\ =
(1 + m_BL) Cpd 4.2)

_ Hipy _ nprHy BrMBk
‘ {%,3 (T5—Trer) + ercp,Br (Tr — Tref) + — n?;L - ] + T

1y =

Die mittleren Wérmekapazititen Cp, ; werden mit Hilfe der NASA-Polynome be-

stimmt. Analog zu Gleichung (4.1) ergibt sich T5 aus der Expansion von 4 —
5:

K—1 1

K Moy,
Ts — (lﬁ> . 4.3)
P4

Die Temperatur Tg am Austritt des Rekuperators wird mit der Annahme des
konstanten Wirmedurchgangs nach Ibrahim et al. [58] modelliert (Gleichung
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4.1 Modellierung des Moduls Mikrogasturbine

(2.7)). Aus der Betriebscharakteristik fiir einen Gegenstrom-Wiarmeiibertrager
ergibt sich fiir T¢

(1% _T,. _UA(L L)) =
T6:T5 (1-&) -7 (e (-va(g-2))-1) 4.4)
C . _ 11 ' '
1= ew(-Ua(g-2))

Mittels der Energiebilanz um den Rekuperator berechnet sich T3 zu

C
T=T)+ Fh (Ts—Tg). (4.5)

c

Das Bypassverhiltnis (gp ist dabei implizit im Wirmekapazititsstrom Cy, ent-
halten.

Die Gleichungen (4.1) - (4.5) werden so lange iterativ berechnet, bis der Tempe-
raturunterschied AT kleiner 1 - 10~2 K ist. Im letzten Schritt wird der elektrische
Wirkungsgrad der Mikrogasturbine n; unter Beriicksichtigung des Wirkungs-
grades der Welle und des Generators sowie der notigen Arbeit zur Kompression
des Wasserstoffs auf Betriebsdruck rechnerisch ermittelt.

Die Validierung des gewdhlten Modells mit dem Modell nach Zimmermann
[139] zeigt eine gute Ubereinstimmung [44, 52]. Die relevanten Temperaturen
Brennkammereintrittstemperatur T3, Turbineneintrittstemperatur T4 und Abga-
stemperatur Tg werden im Bereich von 5 K genau getroffen. Die Modellierung
des Bypasses wurde analog zu Ibrahim et al. [58] implementiert und zeigt auch
das gleiche Verhalten. Mit zunehmendem Bypass muss der Brennstoffmassen-
strom fiir die Brennkammer erhoht werden, da durch den Bypass der iibertragene
Wirmestrom im Rekuperator geringer ist [44]. Dies fiihrt dazu, dass die Brenn-
kammereintrittstemperatur T3 sinkt. Um die Turbineneintrittstemperatur T4 zu
halten, muss man mehr thermische Leistung Q,, zufiihren. Die benétigte ther-
mische Leistung entspricht dem Brennstoffmassenstrom, der der Brennkammer
zugefiihrt wird und im Dehydrierreaktor freigesetzt werden muss. Der freige-
setzte Massenstrom im Dehydrierreaktor hingt aber wiederum von der Abgas-
temperatur Tg ab, die durch den Bypass eingestellt wird.
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4.2 Modellierung des Moduls Dehydriereinheit

Das Modul Dehydriereinheit (DE) besteht aus dem Wirmeiibertrager zur
Vorwirmung des LOHC und aus einer Reaktoreinheit [137]. Die Reaktoreinheit
wird im Modell im Gegenstrom betrieben und ist in fiinf Segmente unterteilt. Um
eine polytrope Temperaturfithrung im Reaktor in der Modellierung zu vermei-
den, wird ein Segment in zwei Teile aufgeteilt: Wirmetiibergang Abgas-LOHC
und adiabate Reaktion im Rohrreaktor. Fochler [44] zeigt, dass fiinf Stiitzstellen
das Optimum aus Genauigkeit und Rechenaufwand fiir die Reaktoreinheit dar-
stellen. Aufgrund der Kopplung der LOHC-Strome in der Vorwdrmung muss das
System iterativ gelost werden. Die Unterteilung in 1 = 5 Segmente erfordert eine
weitere innere Iterationsschleife um den Reaktor. Der schematische Aufbau der
Dehydriereinheit ist in detaillierter Form in Abbildung 4.2 dargestellt.

Dehydriereinheit

I
I
o
. 1
1..i 10; |
Reaktor - - Reaktor; | |
|
|
|
L
|
ro

Abbildung 4.2: Detaillierte Darstellung des Prozessschemas der Dehydriereinheit.

Zur Berechnung der Temperatur Tg des hydrierten LOHC nach der
Vorwiirmung, der Temperaturen T7 ; (Austritt Abgas) und T ; (Austritt LOHC)
im Wairmiibertrager Abgas-LOHC wird ein konstanter Wirmelibertrager-
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4.2 Modellierung des Moduls Dehydriereinheit

wirkungsgrad angenommen und in die Energiebilanz eingesetzt (Gleichung

(2.4)).

Fiir die Temperatur T|; am Reaktoraustritt muss zundchst der Umsatz X ermit-
telt werden. Der Umsatz ist implizit in der Gleichung (2.21) fiir den Rohrreak-
tor enthalten und kann iiber eine Nullstellensuche bestimmt werden, wobei die
Reaktionsrate 1 ogc tiber den formalkinetischen Ansatz mit Gleichung (2.27)
berechnet wird. Fiir die Reaktortemperatur Tg wird Gleichung (2.30) fiir die
adiabate Temperaturerhohung eingesetzt. Somit ergibt sich die Gleichung zur
Nullstellensuche zu

X
fox) = | < . (4.6)
o koexp (_R-(Tm,ifATadX)> (1-X)

Die Konstanten fiir den Arrheniusansatz sind in Tabelle 4.1 zusammengefasst.
Fiir den formalkinetischen Ansatz von NEC werden die Daten von Sotoodeh
und Smith [106] verwendet. Da fiir DBT keine Daten fiir einen globalen Ansatz
vorhanden sind, wird mit den Daten von Fikrt et al. [43] ein an den Ansatz von
NEC angelehnter Ansatz interpoliert.

Der freigesetzte Wasserstoffmassenstrom im Reaktor mpg,r ist unmittelbar
abhingig vom Umsatz, und so kann iiber die Leistungsbilanz am Reaktor
schlieBlich die Temperatur T1; am Reaktoraustritt bestimmt werden.

rponc - Cp10 (Tio — Tref) — merr (Cp.r (Tr — Tref) + Ahg,10,11)

T = : :
MLOHC — WBrR

+ Tref

4.7)
Die Temperatur T; dient der Berechnung der Temperatur T, des dehydrierten
LOHC am Austritt der Vorwarmung mittels Energiebilanz analog zu Gleichung

Tabelle 4.1: Konstanten der Reaktionskinetik fiir die Dehydrierung nach [43, 44, 106].

NEC DBT
Aktivierungsenergie E, in kJ/mol 120,6 140,1
StoBfaktor koin1/s 1,123-10%  1,123.10'°
Reaktionsenthalpie ~ AHY in kJ/moly, 50,5 65,5
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(4.5). AuBBerdem wird damit fiir den neuen Iterationsschritt die Temperatur Tg
neu berechnet, bis die Differenz ATy kleiner 1-10~2K ist. Fiir die innere Ite-
ration um den Reaktor fiir i = 1 ... 5 wird eine Toleranz von AT;;_s kleiner
5-10~!' K gewihlt. Das Abbruchkriterium muss an dieser Stelle grofer gewihlt
werden. Durch das exponentielle Verhalten des formalkinetischen Ansatzes ist
die groBere Toleranz fiir die numerische Stabilitdt des Modells ausschlaggebend.

Die Validierung des Modells fiir die DE gestaltet sich schwierig, da in dieser
Leistungsklasse zum Zeitpunkt dieser Arbeit noch keine Daten einer realen De-
hydriereinheit dieser Groenordnung existieren. Allerdings kann das Modell auf
physikalische Plausibilitit fiir die beiden LOHC tiberpriift werden. Die Model-
lierung zeigt, dass der freigesetzte Wasserstoffmassenstrom mit zunehmender
Verweilzeit und zunehmender Temperatur des Abgases steigt, bei gleichbleiben-
dem LOHC-Massenstrom. Auflerdem kommt die Freisetzungsreaktion im Mo-
dell fiir unterhalb der bei Teichmann [112] angegebenen Mindesttemperatur von
500 K zum Erliegen [44].

4.3 Implementierung des Gesamtprozesses

Fiir eine Optimierung miissen zundchst die freien Parameter des Systems und die
Kriterien, fiir die ein Optimum gefunden werden soll, bestimmt werden. Haupt-
augenmerk der Optimierung liegt dabei auf den Prozessparametern der Mikroga-
sturbine. Im Rahmen der Optimierung des Systems MGT-DE werden die Dreh-
zahl der MGT, das Druckverhiltnis und der Luftmassenstrom im System kon-
stant gehalten. Die elektrische Leistung wird als anndhernd konstant betrachtet
(Nennlast). Die freien Parameter im System sind dann:

o das Bypassverhiltnis {gp,
e die Verweilzeit des LOHC im Reaktor 7,

* der eingesetzte hydrierte LOHC-Massenstrom iy gyc.

In der Implementierung wird das System an den Schnittstellen getrennt betrach-
tet. Die Module werden in einer dufleren (MGT) und inneren (DE) Iterations-
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schleife berechnet. An den Schnittstellen miissen so Werte fiir die Abgastem-
peratur Tg, welche direkt mit dem Bypassverhiltnis zusammenhingt, und fiir
den Brennstoffmassenstrom mpg; iibergeben werden. Der Brennstoff besteht im
Rahmen der Optimierung aus reinem Wasserstoff. Abbildung 4.3 zeigt den prin-
zipiellen Ablauf der Optimierung des Gesamtsystems.

Zunichst werden die Werte fiir die Schnittstellen, das Bypassverhiltnis (gp
und den Wasserstoffmassenstrom mg; fiir die MGT aus der Population gewihlt.
Fiir die innere Optimierung wird die Differenz zwischen dem fiir den Nennbe-
trieb benotigten Wasserstoffmassenstrom im MGT-Modul mp; und dem freige-
setzten Wasserstoffmassenstrom aus der Dehydriereinheit mg, g minimiert. Fiir
den freigesetzten Wasserstoffmassenstrom aus der Dehydriereinheit werden die
freien Parameter Verweilzeit im Reaktor T und eingesetzter hydrierter LOHC-
Massenstrom my oy variiert. Ist eine Losung der inneren Optimierung gefun-
den, wird in der duBBeren Schleife die gesamte Fitness minimiert. Fiir die dullere
Optimierung wird der in Kapitel 2.3 gezeigte Ablauf Bestimmen der Fitness -
Selektion - Anwendung genetischer Operatoren angewendet.

Entscheidend fiir die Giite der Losung ist die mathematische Beschreibung der
Fitnessfunktion. Die dann folgenden Schritte Selektion und Anwendung gene-
tischer Operatoren sind in der MATLAB Optimization Toolbox implementiert
und werden an dieser Stelle nicht nédher erldutert. Die grundsétzliche Funktions-
weise wurde bereits in Kapitel 2.3.1 gezeigt.

Da mehrere Kriterien und weitere Nebenbedingungen zu beriicksichtigen sind,
wird die Gesamtfitnessfunktion fir mit einer Summe (Gleichung (2.33)) abge-
bildet. Darin sind die Zielfunktionen fit; sowie die Straffunktionen P; enthalten.
Aufgrund der Vielfalt der Kriterien miissen die einzelnen Beitrige zur Fitness-
funktion entsprechend gewichtet werden. Hier gilt es zwischen Bedingungen,
die irreparable Schiden am System hervorrufen und den Betrieb unmoglich ma-
chen, und Bedingungen, die den Wirkungsgrad verschlechtern oder sich negativ
auf Kosten auswirken, zu unterscheiden. Kriterien die gefidhrlich fiir das System
sind werden entsprechend stirker gewichtet. Das Minimum der Gesamtfitness-
funktion stellt das Optimum dar.
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Abbildung 4.3: Flussdiagramm des Optimierungsvorgangs des Gesamtsystems.
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Die betrachteten Optimierungskriterien sind:

* Der elektrische Wirkungsgrad n,;. Da vorher festgelegt wurde, dass das
Minimum der Fitnessfunktion das Optimum darstellt, muss fiir eine Ma-
ximierung des elektrischen Wirkungsgrades der Wert des Wirkungsgrades
invertiert werden. Der Beitrag des Wirkungsgrades 7,; lautet:

fity =100 — (941,)*. (4.8)

Der Fitnessterm des elektrischen Wirkungsgrades wurde im Rahmen der
Invertierung ebenfalls stirker gewichtet, auch wenn ein geringer Wert
nicht in erster Linie eine Gefahr fiir die Mikrogasturbine darstellt. Somit
wird sichergestellt, dass der Wirkungsgrad auf das Optimierungsergebnis
geniigend Einfluss hat, es aber nicht so dominiert wie gefihrliche Kriterien.

* Die Differenz zwischen dem benétigten Wasserstoffmassenstrom im MGT-
Modul mp; und dem freigesetzten Wasserstoffmassenstrom aus der Dehy-
driereinheit mp; r soll minimiert werden:

— MgrR

. 2
fitpsing, = (100-""3’,’_13 ) . (4.9)

Die Gleichung (4.9) wurde ebenfalls in der Gewichtung aufgewertet, da bei
ungeniigender Ubereinstimmung der Massenstrome kein Betrieb moglich
ist. Durch die Multiplikation der Abweichung mit dem Faktor 100 wird
dieser Term noch stédrker gewichtet als Gleichung (4.8).

Fiir die folgenden Parameter wird ein Strafterm definiert:

e Die Turbineneintrittstemperatur T4 soll im Bereich von Ty i, = 1180K
T4 max = 1220K bleiben. Zu hohe Temperaturen fiihren zu Schéden in der
Turbine, zu niedrige verschlechtern den Wirkungsgrad der MGT. Die For-
mulierung des Strafterms lautet:

1 2
Ty >Tymax : Pp,= (max [O; (T4 — T4,max) m]) ) (4.10)

. 1 7\?
Ty <Tamax : Pp,= (mln [0; (T — Tu pmin) ED . @1D
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* Ebenso darf die Reaktoreintrittstemperatur T nicht zu hoch sein, um eine
thermische Zersetzung des LOHC zu vermeiden. Die Werte fiir die Ma-
ximaltemperaturen entsprechen dem Siedepunkt aus den Tabellen 2.1 und
2.2. Falls die Temperatur T;¢ das Maximum iiberschreitet, berechnet sich
der anteilige Beitrag zur Fitness zu

Priy = (T10,max — T10)2 : % (4.12)
K]

e Fiir das LOHC NEC gilt auBerdem noch die Bedingung, dass die geringste
Temperatur des dehydrierten LOHC im System nicht unter T2 i, = 360K
fallen darf, um eine Kristallisation des dehydrierten LOHC zu vermeiden.
Ist dies nicht der Fall ergibt die Straffunktion:

2 1
Pr, = (Tiamin—T12)" - —5- (4.13)
K]

* Das Reaktorvolumen wird beriicksichtigt, da sowohl die Gesamtmenge des
im System eingesetzten LOHC, als auch der Katalysator im System mit
Kosten verbunden sind und auch der Bauraum fiir den Warmeiibertrager
und die Reaktoreinheit in einem realen System begrenzt ist. Das Produkt
aus Verweilzeit und LOHC-Massenstrom (Trizogc) ist proportional zum
Reaktorvolumen. Fiir das maximale Produkt wird ein Wert von 15 kg ange-
nommen. Uberschreitet es diesen Wert, liefert die Straffunktion

1
Py, = (titzonc — (THMLoHC) may)” m (4.14)

einen Beitrag zum Betrag der Gesamtfitness. Ist das Produkt kleiner als der
maximal zuldssige Wert, wird Py, = 0 gesetzt.

Die einzelnen Terme werden zur Berechnung der Gesamtfitness addiert
fit = fity + fitamy, + Pvy + Pr, + Pr, + P, . (4.15)

Die Strafterme werden ohne weitere Gewichtung iibernommen. Thr Verhal-
ten und die GroBenordnung in der sie auftreten, spiegeln die Unterscheidung
zwischen gefihrlichen und nicht gefdhrlichen Kriterien wider. Alle Strafterme
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beziiglich der Temperaturen, die zwingend einzuhaltende Betriebstemperaturen
enthalten, werden als gefihrliche Kriterien eingestuft. Der Strafterm fiir das Re-
aktorvolumen verschlechtert die Effizienz und erhoht die Kosten, bedroht aber
keine Komponenten des Systems.

4.4 Ergebnisse der Optimierung

Mit dem vorgestellten Prozessmodell konnen fiir das jeweilige LOHC NEC oder
DBT der elektrische Wirkungsgrad 1n,; und die zugehorigen Prozessparameter
der Mikrogasturbine bestimmt werden. Sie sind in Tabelle 4.2 aufgelistet. Um
das Ergebnis der Optimierung und die begrenzenden Faktoren besser interpre-
tieren zu konnen, werden die logarithmierten Werte der Fitnessfunktion in einer
sogenannten Fitnesslandschaft dargestellt. Diese Darstellung veranschaulicht die
Ergebnisse der Optimierung.

Abbildung 4.4 zeigt schematisch eine solche Fitnesslandschaft. Der Fitness-
wert wird hier in Abhingigkeit vom Brennstoffmassenstrom mp, und Bypass-
verhiltnis gp dargestellt. Zusitzlich werden in dieser Darstellung die Grenzbe-
reiche des moglichen Betriebs des gekoppelten Systems aufgezeigt. Die Grenz-
bereiche konnen darin den jeweils hauptsidchlichen Begrenzungsfaktoren zuge-
ordnet werden. Bei kleinen Brennstoffmassenstromen und kleinem Bypass li-
mitiert die Reaktionskinetik den Betrieb. Es wird zu wenig Wasserstoff freige-
setzt, um die Mikrogasturbine kontinuierlich betreiben zu konnen. Mit steigen-
dem Brennstoffmassenstrom, aber konstantem Bypassverhiltnis, begrenzt fiir
kleine Bypassverhiltnisse die Turbineneintrittstemperatur T4 den Betrieb. Der
Term Pt, dominiert den Fitnesswert. Fiir groBe Brennstoffmassenstrome und
grofen Bypass erhoht der Beitrag des Terms der Reaktoreintrittstemperatur P,
den Fitnesswert. Der technisch mégliche Bereich wird auch zu gro3en Bypass-
verhiltnissen hin durch den Wirkungsgrad begrenzt. Der Betrieb ist hier zwar
moglich, aber nicht effizient, so dass dies nicht in die Kategorie der gefdhrlichen
Kriterien fillt, die nicht verletzt werden diirfen. Daher wird dieser Einfluss auch
in der Fitnesslandschaft weniger deutlich.
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Tabelle 4.2: Ergebnisse der Optimierung fiir die beiden LOHC NEC und DBT.

TI00+NEC TI100+DBT

Bypassverhiltnis Cep 0,10 0,38
Wasserstoffmassenstrom g, in g/s 2,93 3,53
LOHC-Massenstrom myonc in g/s 241 244
Verweilzeit im Reaktor Tins 61 58
Brennkammereintrittstemperatur T3 in K 861 759
Turbineneintrittstemperatur T4in K 1222 1197
Abgastemperatur Te in K 560 644
Elektrischer Wirkungsgrad MGT 7 in % 25,9 20,3
o b —
N eaktoreintritts-

temperatur

PTIO

7

Technisch moglicher
Bereich

Reaktions- Turbinenein- =
kinetik P<— trittstemperatur =|

Abbildung 4.4: Einfluss der Randbedingungen in der Fitnesslandschaft.

Die Abbildungen 4.5 und 4.6 zeigen die berechneten Fitnesslandschaften fiir die
LOHC NEC und DBT jeweils gekoppelt mit der Mikrogasturbine T100. Ein
offensichtlicher Unterschied zwischen NEC und DBT ist das Bypassverhiltnis
{gp des Optimums. Da die Reaktionsenthalpie fiir die Freisetzungsreaktion von
DBT hoher liegt, wird im Vergleich zu NEC ein groflerer Abgasenthalpiestrom
fir die endotherme Reaktion bendtigt. Der Abgasenthalpiestrom héngt direkt
von der Abgastemperatur T¢ ab, die durch das Bypassverhiltnis eingestellt wird.
Ein hoherer Bypass bedeutet auch gleichzeitig, dass in der Mikrogasturbine
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Cp

gy [g/s]

Abbildung 4.5: Werte der Fitnessfunktion fiir NEC in Abhéngigkeit von Bypassverhiltnis und Brenn-
stoffmassenstrom der MGT. Der Kreis kennzeichnet die Lage des Optimums.
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Abbildung 4.6: Werte der Fitnessfunktion fiir DBT in Abhédngigkeit von Bypassverhiltnis und Brenn-
stoffmassenstrom der MGT. Der Kreis kennzeichnet die Lage des Optimums.
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ein groBerer Wasserstoffmassenstrom mg; benotigt wird, um die durch den By-
pass bedingte geringere Brennkammereintrittstemperatur T3 mit der Zufuhr von
hoherer thermischer Leistung zu kompensieren. Deshalb ist auch der benotigte
Wasserstoffmassenstrom mpg; fiir das System T100+DBT groBer und der elektri-
sche Wirkungsgrad geringer.

Die Verweilzeit T im Reaktor und der bendtigte LOHC-Massenstrom my gpc
sind fiir beirde LOHC ahnlich. Das ist ein Hinweis darauf, dass die hohere
Speicherdichte von DBT im Vergleich zu NEC unter den gezeigten Bedingun-
gen den erhohten Brennstoffbedarf ausgleichen kann. Um den hoheren Wasser-
stoffmassenstrom fiir die Konfiguration T100+DBT bereitzustellen, erhoht sich
der Massenstrom des LOHC nur unwesentlich im Vergleich zur Konfiguration
T100+NEC.

Fiir das NEC ist der elektrische Wirkungsgrad der Turbine 1 durch den ge-
ringeren Bypass um 5 % hoher. Die Ergebnisse zeigen, dass beide LOHC Vari-
anten grundsitzlich geeignet sind, um das betrachtete System aus MGT+DE zu
betreiben. Die Verwendung von NEC bietet allerdings einen deutlichen Vorteil
beziiglich des elektrischen Wirkungsgrades. Fiir die Freisetzung des bendtigten
Wasserstoffmassenstroms aus DBT ist die Abgastemperatur zu niedrig und kann
nur durch einen deutlichen Eingriff in den Mikrogasturbinenprozess ausgegli-
chen werden.

Abschlieend wird noch die Sensitivitidt des Modells beziiglich der freien Pa-
rameter {gp und my oy beurteilt. Diese beiden Parameter eignen sich auch fiir
eine dynamische Regelung im Betrieb. Die Verweilzeit geht indirekt in die Un-
tersuchung mit ein, da wihrend des Betriebs das Reaktorvolumen nicht verdndert
werden kann. Abbildung 4.7 zeigt am System T100+NEC exemplarisch den
Einfluss dieser Parameter. Gezeigt ist der freigesetzte Wasserstoffmassenstrom
der Dehydriereinheit iiber dem LOHC-Massenstrom fiir verschiedene Bypass-
verhiltnisse. Kurven die nicht vollstdndig dargestellt sind, verletzen an dieser
Stelle ein gefihrliches Kriterium. Es zeigt sich, dass Schwankungen des LOHC-
Massenstroms bei gleichem Bypassverhiltnis einen geringeren Einfluss auf den
freigesetzten Wasserstoffmassenstrom haben, als die Schwankungen im Bypass-
verhiltnis. Schwankungen im Bypassverhiltnis bedeuten immer Schwankungen
in der Abgastemperatur, die direkt zu verdnderten freigesetzten Massenstromen
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4.4 Ergebnisse der Optimierung

fiihren. Daraus kann geschlossen werden, dass das Bypassverhiltnis fiir einen
stabilen Betrieb dynamisch verdnderbar sein muss. So kann im stationidren Be-
trieb eine gleichbleibende Abgastemperatur durch Regelung gewdhrleistet wer-
den.
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Abbildung 4.7: Freigesetzter Brennstoffmassenstrom aus dem Reaktor fiir verschiedene Bypass-
verhiltnisse, aufgetragen liber den LOHC-Massenstrom (NEC).
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S Voruntersuchungen zur verdiunnten
Verbrennung in der VZPM-Brennkammer

Fiir die in Kapitel 4 bestimmten Prozessparameter der Mikrogasturbine soll im
Rahmen dieser Arbeit ein geeignetes Brennkammerkonzept entwickelt werden.
Dafiir werden mit der VZPM-Brennkammer in diesem Kapitel Voruntersuchun-
gen durchgefiihrt. Zuerst werden der experimentelle Aufbau und die Messtech-
nik gezeigt sowie die zugehorigen experimentellen Untersuchungen zur Be-
triebscharakteristik der VZPM-Brennkammer. Da die Brennkammer im Experi-
ment fiir optische Messtechnik nur sehr eingeschriankt zuginglich ist, werden fiir
spitere Untersuchungen geeignete numerische Modelle entwickelt und in diesem
Kapitel valdiert. Fiir das globale Emissionsverhalten wird ein einfaches Reaktor-
netzwerk in Cantera erstellt. Das Stromungsfeld in der Brennkammer wird mit
numerischer Stromungssimulation in ANSYS Fluent 14.5 untersucht.

5.1 Experimenteller Aufbau

Der vorgestellte experimentelle Aufbau dient als Basis fiir die in diesem Ka-
pitel und in Kapitel 6 durchgefiihrten Experimente, deshalb werden die An-
forderungen an den Versuchsaufbau der Voruntersuchungen und des weiter-
entwickelten Brennkammerkonzepts an dieser Stelle zusammengefasst. Fiir
die Voruntersuchungen dieses Kapitels sind Luftmassenstrome bis 90 g/s und
Vorwiarmtemperaturen bis 790 K nétig.

Die Randbedingungen fiir die Epxerimente in Kapitel 6 ergeben sich aus den
Betriebsbedingungen der Mikrogasturbine. Fiir das Experiment werden diese auf
Umgebungsbedingungen skaliert. Die Skalierung der Bedingungen erfolgt iiber
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5 Voruntersuchungen zur verdiinnten Verbrennung in der VZPM-Brennkammer

das relative Druckverhiltnis, damit die Geschwindigkeiten in der Brennkammer
konstant bleiben:

UExp = UMGT - (5.1)
Zusammen mit den Umgebungsbedingungen des Experiments und dem Druck
in der Brennkammer aus Tabelle 1.2 ergibt sich ein Skalierungsfaktor von

MEgxy = — yer = 0,2133 - riycr (5.2)

fiir die Massenstrome im Experiment. Tabelle 5.1 fasst die Randbedingungen
aus der T100 und den gekoppelten Konfigurationen T100+DBT und T100+NEC
zusammen. Das experimentelle Aufbau muss im Maximum 170,67 g/s Luft mit
den angegebenen Vormwirmtemperaturen zur Verfiigung stellen. Aus den an-
gegebenen benotigten thermischen Leistungen Q, leiten sich die jeweiligen
Brennstoffmassenstrome sowie die Luftzahlen der Betriebspunkte ab.

Tabelle 5.1: Skalierte Randbedingungen der Nennlastbetriebspunkte der betrachteten Konfiguratio-
nen der MGT T100.

T100 TI100+NEC T100+DBT

Maximaler Luftmassenstrom mp ing/s 170,67 170,67 170,67
Brennkammereintrittstemperatur T3 in K 894 861 759
Thermische Leistung Nennlast Qzu inkW 71,04 75,07 90,45
Globale Luftzahl Erdgas A 7,0 6,6 55
Globale Luftzahl Wasserstoff A 8.4 8,0 6,6

5.1.1 Experimenteller Aufbau der VZPM-Brennkammer

Der Versuchsaufbau besteht im Wesentlichen aus den drei Elementen Lufterhit-
zer, Brennkammer und Abgaskanal und ist in Abbildung 5.1 schematisch darge-
stellt. Im Lufterhitzer wird die Verbrennungsluft auf die entsprechende Brenn-
kammereintrittstemperatur elektrisch vorgeheizt. Uber wirmeisolierte Zuleitun-
gen wird die vorgeheizte Luft im Wirbelvormischinjektor mit Brennstoff ge-
mischt und in die Brennkammer eingediist. Das Abgas stromt iiber den Abgas-
kanal in den Kamin.
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Abbildung 5.1: Schematische Darstellung der Medienstrome im Versuchsaufbau.

Die Brennkammer ist in Abbildung 5.2 im Detail dargestellt. Sie besteht aus
drei zylindrischen Ringen, die jeweils mit zwei Aussparungen fiir die tangentiale
Frischgaszufuhr sowie mit zwei Schlitzen fiir die seitlichen optischen Zuginge
versehen sind. Abgeschlossen wird der segmentierte Zylinder stromauf mit ei-
nem Deckel, in dem der Pilotbrenner sowie ein Fenster fiir den frontalen opti-
schen Zugang eingebaut sind. Stromab wird die Brennkammer mit einem De-
ckel und einem Flichensprung an den Abgaskanal angebunden. Die Bautei-
le Ringe, Deckel und Flachensprung bestehen aus gesintertem Siliziumcarbid
(SSiC), das sich durch seine hohe Temperaturbestindigkeit, gute Temperatur-
wechselbestindigkeit und geringe Wirmeausdehnung auszeichnet (Hersteller:
H.C. Starck Ceramics GmbH & Co. KG). Uber die Wirbelvormischinjektoren
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wird das Frischgas tangential in die Brennkammer eingebracht. Es ist pro Ring
je ein Paar verbaut, das iiber den jeweiligen Verteiler mit vorgewédrmter Luft
und Brennstoff versorgt wird. Umhiillt ist die Brennkammer mit zwei Schichten
aus Isoliermaterial der Firma Duotherm Isoliersysteme GmbH (innen: duoform
1430s, aullen: duoform 1100ST). Eine AuBlenhiille aus hochwarmfestem Edel-
stahl schlieBt die Brennkammer luftdicht ab. Die Isolationsschichten sind ele-
mentar fiir das Verbrennungskonzept. Da moglichst heiles Abgas in die Reakti-

Frischluftzufuhr Injektoren

Verteiler Brennstoffzufuhr

Keramikbrennkammer < = -

Frischgas

Frischgas Ziindbrenner

Keramikisolierung Pilotbrenner Fenster Seitliche Schlitze

Abbildung 5.2: Abbildung der VZPM-Brennkammer und Schnitt durch das Volumenmodell (nach [83]).

onszone rezirkuliert werden soll, muss der Verlustwidrmestrom an die Umgebung
auf ein Minimum reduziert werden. Allerdings schrinkt die Isolierung die opti-
sche Zuginglichkeit enorm ein. Es bleiben lediglich die seitlichen Schlitze sowie
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ein frontales Fenster zur optischen Uberwachung und zum Einsatz von optischen
Messtechniken [15, 20, 57].

Der Abgaskanal ist innen ebenfalls mit einer Isolationsschicht ausgekleidet. Auf-
grund der Zyklonstromung ist nicht auszuschlieen, dass sich Riickstromgebiete
im Abgaskanal ausbilden und dadurch abgekiihltes Abgas zuriick in die Brenn-
kammer gelangt. Im Abgaskanal selbst stehen zwei Zugédnge zur Probenentnah-
me des Abgases zur Verfiigung. Abgeschlossen wird der Kanal mit einer Blende,
deren Auslassdurchmesser dem Anschlussdurchmesser der Turbine der Mikro-
gasturbine entspricht.

Tabelle 5.2: Abmessungen der Versuchsbrennkammer.

Mafe in mm

Innendurchmesser Keramikbrennkammer 220
Innendurchmesser Auflenhiille Edelstahl 430
Linge Brennkammer 200
Hohe Ring 60
Breite Schlitz der seitlichen optischen Zuginge 7

Innendurchmesser Injektor (Auslass) 20
Innendurchmesser Flichensprung 115
Lange Flachensprung 80
Liange Abgaskanal 700
Durchmesser Auslass Abgaskanal 90
Position 1 Abgassonde: Ende Flachensprung - Sonde 185
Position 2 Abgassonde: Ende Flachensprung - Sonde 590
Innendurchmesser Abgassonde 5

Winkelposition Injektor 30°

In Tabelle 5.2 sind die wichtigsten Abmessungen der Versuchsbrennkammer auf-
gefiihrt. Die Tabelle 5.3 zeigt die moglichen Betriebsbereiche der verwendeten
Medien Luft, Wasserstoff und Erdgas. Zur Nomenklatur sei an dieser Stelle noch
erwihnt, dass im folgenden die einzelnen Ringe der Brennkammer als Ebenen
bezeichnet werden und in Richtung stromab mit A.1-A.3 durchnummeriert sind.
Die Abmessung des Wirbelvormischinjektors sind analog zu den Untersuchun-
gen von Bauer et al. [12] gewdhlt.
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Tabelle 5.3: Betriebsbereiche der Medienstrome.

Betriebsbereich

Massenstrom Luft my in g/s 50-300
Maximale Vorwirmtemperatur Luft T3 in K 900
Massenstrom Wasserstoff Iy, in g/s 0,07-0,7
Minimale Luftzahl Wasserstoff A 2,0
Massenstrom Erdgas mng in g/s 0,35-3,5
Minimale Luftzahl Erdgas A <1

5.1.2 Steuerung, Messtechnik und Messdatenerfassung

Die Massenstromregler, sowie die zugehorigen Magnetventile werden iiber ein
Compact Reconfigurable Input/Output System (cRIO) von National Instruments
angesteuert. Das cRIO-System verfiigt liber einen eigenen Prozessor, auf dem
das in LabView programmierte Programm zur Steuerung und Messdatenerfas-
sung lduft. Uber eine Netzwerkverbindung werden die Parameter gesetzt bzw.
die erfassten Messdaten ausgelesen. Dazu zédhlen die Werte der Drucksensoren,
der Massenstromregler, der Ventilstellungen und die der Thermoelemente des
Typs K, die im Versuchsaufbau verbaut sind. Diese dienen der Uberwachung
des Verbrennungsprozesses, insbesondere die Temperatursensoren die zwischen
Keramikbrennkammer und der ersten Schicht der Isolierung positioniert sind.
Das Steuer- und Messprogramm lduft mit einer Schleifendauer von 500 ms.
Fiir einen Messpunkt werden mindestens 120 Durchlidufe (= 2 min) aufgezeich-
net. Ein Messpunkt, der aufgezeichnet wird, gilt dann als stationdr, wenn die
Thermoelemente zwischen Keramikbrennkammer und erster Isolierungsschicht
einen Temperaturgradienten kleiner 1 K/min anzeigen. Mit dem Thermoelement
das in der Brennkammer direkt vor dem Fenster platziert ist, kann die magere
Verloschgrenze bestimmt werden. Verloscht die Reaktion in der Brennkammer,
ist dies durch einen Temperatursprung in diesem Thermoelement sichtbar.

Zur Messung der Stickoxidwerte wird die Abgasanalyseanlage Advance Op-
tima 2000 der Firma ABB verwendet. Mit einer ungekiihlten Keramiksonde,
deren Spitze in einem Winkel von 45° angeschnitten ist, wird das Abgas kon-
tinuierlich abgesaugt. Uber einen beheizten Schlauch, der auf 120 °C temperiert
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ist, um das Kondensieren des Wasserdampfs im Abgas zu verhindern, gelangt
es zum Analysator. Der Analysator besteht aus drei Modulen. Die Komponen-
ten im Abgas, die gemessen werden konnen, sowie die wichtigsten Daten der
Analysatormodule sind in Tabelle 5.4 zusammengefasst. Die Messdaten des Ab-
gasanalysators werden nicht iiber das cRIO-System ausgelesen, sondern separat
mit dem Modul NI USB 6008 von National Instruments erfasst. Am analogen
Ausgang des Analysators wird fiir jedes Analysatormodul ein Strom im Bereich
von 4 mA bis 20 mA ausgegeben. Wihrend des Kalibriervorgangs der Module
speichert ein Kalibrierprogramm in LabView den dquivalenten Strom der Null-
und Endpunkte. Dadurch kann eine kontinuierliche Anzeige der Emissionswer-
te in die Messdatenerfassung integriert werden. Aus den Abgaswerten kann so
auch die Luftzahl aus O, und bei Erdgas auch aus CO, bestimmt werden. Die
berechneten Luftzahlen aus dem Abgas dienen ebenfalls zur Uberwachung des
Experiments und zur Uberpriifung der Validitiit der Messdaten. Fiir die Messung
der Abgaswerte wurde immer die Messposition 1 der Abgassonde aus Tabelle
5.2 verwendet.

Die Auswertung der Messungen erfolgt in MATLAB. Aus den Rohdaten wird
zunichst das arithmetische Mittel gebildet. Mit den Thermoelementen in den
Zuleitungen der Medienstrome und dem Ist-Wert des Massenstroms wird die

Tabelle 5.4: Module des Abgasanalysators mit den jeweiligen Kalibrierbereichen, Kalibriermethoden
und Messbereichen [2, 15, 83].

CO CO, 0, NO NO;
[ppm] [vol%] [vol%] [ppm] [ppm]
Modulname URAS 26 URAS 26 MAGNOS 206 LIMAS 11 LIMAS 11
Kalibrierbereich 0-50 0-30 0-25 0-50 0-50
Konzentration Endpunkt 40,3 19,54 17,25 40 36,4
Endpunktgas Priifgas Kiivette Priifgas Priifgas Kiivette
Nullpunktgas 55N, 55N, 55N, 55N, 55N,
Messbereich 0-50 0-30 0-25 0-50 0-10
Linearitidtsabweichung <0,5 <0,3 <0,125 <0,5 <0,1
Zustand des Abgases trocken trocken trocken feucht feucht
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tatsdchliche adiabate Flammentemperatur T,q des Betriebspunktes mit Hilfe
der NASA-Polynome bestimmt. Dadurch kann neben der Luftzahl A auch die
Vorwarmtemperatur Ty mit einbezogen werden. Alle in dieser Arbeit angege-
benen Emissionswerte fiir NO und NO, sind auf einen Restsauerstoffgehalt von
15 vol% normiert.

5.2 Experimentelle Ergebnisse der VZPM-Brennkammer

Die VZPM-Brennkammer wurde zuvor von Briickner-Kalb [20] untersucht.
Deshalb werden zur Validierung des experimentellen Aufbaus der VZPM-
Brennkammer die Stickoxidemission mit Werten aus [21] verglichen. Fiir
die Messungen wird die adiabate Flammentemperatur T,q A bei konstanter
Vorwirmtemperatur schrittweise reduziert, bis die magere Verloschgrenze er-
reicht ist. Bild 5.3 zeigt die gemessenen NOx-Werte und die Ergebnisse von
Briickner-Kalb in Abhéngigkeit von der adiabaten Flammentemperatur Tog o im
Betrieb mit Erdgas. Der qualitative Verlauf der Emissionen ist gleich. Die
NOx-Werte sind im Vergleich hoher als in [21] und der Betriebsbereich streckt
sich zu niedrigeren Flammentemperaturen Tyq o. Diese Abweichungen konnen
durch Ungenauigkeiten in der Bestimmung der adiabaten Flammentemepera-
tur zustande kommen. Durch die Position der Thermoelemente im System
kann die adiabate Flammentemperatur abweichen. Auflerdem wurde ein ande-
rer NOx-Anlaysator verwendet, dessen Messbereich im Vergleich zur Arbeit von
Briickner-Kalb grofer ist. Durch den groBBeren Messbereich wird der zuldssige
Bereich der Messgenauigkeit grofler. Ein weiterer Unterschied im experimentel-
len Aufbau ist die Isolierung um die Brennkammer. Fiir diesen Aufbau ist eine
Isolierschicht mit besserer Isoliereigenschaft als im Experiment von [20] ver-
baut. Dadurch ist der Wirmeverlust in der Brennkammer geringer. Die hohere
mittlere Brennkammertemperatur fiihrt zwar zu hoheren NOy-Emissionen, aller-
dings erweitert sich der Betriebsbereich hin zu magereren Betriebspunkten.

Diagramm 5.3 zeigt auch, dass der Einfluss des Luftmassenstroms my, auf die
NOy-Emissionen im Betrieb mit Erdgas sehr gering ist. Fasst man ungeachtet des
unterschiedlichen Massenstroms exemplarisch an den 3 Punkten 1500 K, 1550 K
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Abbildung 5.3: Vergleich der Experimente fiir Erdgas mit Daten von Briickner-Kalb [20].

und 1600 K alle Messwerte aus dem Diagramm 5.3 bei gleicher T,gq zusammen
und berechnet die Standardabweichung vom Mittelwert oy, ergeben sich fiir die-
se Werte zwischen 0,1 ppm bis 0,2 ppm. Die Anzahl der Stichproben liegt zwi-
schen 4 und 10. Damit ergibt sich, dass mit einer Wahrscheinlichkeit von 99 %
die Werte im Bereich von +0,1 ppm bis 0,4 ppm des Mittelwerts an diesen Punk-
ten liegen. In Anbetracht der Messgenauigkeit der Abgasanlyseanlage sind die
Messdaten also gut reproduzierbar.

Das Diagramm 5.4 zeigt den Einfluss des volumenbezogenen Wasserstoffgehalts
Y auf die Emissionen und den Betriebsbereich. Fiir die Messreithen mit Y = 0
bis 0,7 wurde die Messreihe immer bis zur mageren Verloschgrenze gefahren.
Erwartungsgemil erweitert sich der Betriebsbereich durch die Wasserstoffzuga-
be hin zu magereren Bedingungen. Ab einem Gehalt von 50 vol% H, (y = 0,5)
zeigt sich ein Einfluss des Wasserstoffs auf die NOy-Emissionen. Bei 100 vol%
H, (y = 1) liegen die NOy-Werte deutlich hoher. Dies ist ein Hinweis dar-
auf, dass die Mischungslidnge in der Brennkammer kiirzer wird. Aufgrund der
erhohten Reaktivitit von Wasserstoff kann weniger Abgas vor der Reaktionszone
in den Frischgasstrahl eingemischt werden. Dadurch kénnen Ungemischtheiten
im Frischgasstrahl, bestehend aus Brennstoff und Luft, nur mehr in geringerem
Mal abgebaut werden. Die lokale Temperatur erhoht sich in der Reaktionszone,
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5 Voruntersuchungen zur verdiinnten Verbrennung in der VZPM-Brennkammer

was zu einer grofBeren NOy-Bildungsrate fiihrt. Die absoluten Werte der NOy-
Emissionen fiir Y = 1 liegen aber immer noch deutlich unterhalb der Grenze von
10 ppm fiir die verdiinnte Verbrennung von Wasserstoff nach Villani et al. [122].
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Abbildung 5.4: NOy-Emissionen in Abhingigkeit von Tyq o (Ty =773 K, y=0...1).

5.3 Reaktornetzwerkmodellierung der verdiinnten Verbren-
nung

In diesem Abschnitt wird ein einfaches Reaktornetzwerkmodell in Cantera vor-
gestellt. Zur Modellierung der Verbrennungsreaktion wird der GRI-3.0 Mecha-
nismus [103] verwendet, weil dieser einen NOy-Bildungsmechanismus und die
Spezies fiir die Wasserstoff- und Erdgasverbrennung beeinhaltet. In der Lite-
ratur wird die verdiinnte Verbrennung mit der Annahme eines CSTR model-
liert [59, 89]. Abbildung 5.5 zeigt den prinzipellen Aufbau des Reaktornetz-
werkmodells. Zunichst werden der Brennstoff- und der Luftmassenstrom per-
fekt vorgemischt, bevor sie im CSTR reagieren. Das Volumen des Reaktors ist
so gewihlt, dass es dem der Brennkammer im Experiment entspricht. Uber die
Wand des Reaktors kann auBerdem ein Verlustwirmestrom beriicksichtigt wer-
den. Am Auslass wird die Abgaszusammensetzung ausgelesen und entsprechend
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5.3 Reaktornetzwerkmodellierung der verdiinnten Verbrennung

den Messungen im Experiment auf einen Sauerstoffgehalt von 15 vol% normiert.

Hity Ov
l I Messpunkt
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Abbildung 5.5: Reaktornetzwerkmodell der VZPM-Brennkammer.

Abbildung 5.6 vergleicht die Daten aus Abbildung 5.4 mit den berechneten NOy-
Emissionen aus dem Modell am zugehorigen Betriebspunkt. Der Warmeverlust
durch Wirmeleitung und Strahlung wird mit 0,075 - Q,, angenommen.
Abschitzungen aus dem Experiment zeigen, dass sich der Wiarmeverlust im Be-
reich 5 % bis 10 % von Q,, bewegt. Fiir Erdgas stimmen die berechneten Wer-
te mit den Messungen sehr gut iiberein. Die NOx-Werte aus Experiment und
Modell steigen exponentiell mit T,q an. Aulerdem sind die berechneten Werte,
wie auch schon im Experiment, nur in geringem MaBe (< 0,1 ppm) vom Luft-
massenstrom abhéngig. T,q st bei Erdgas der alleinige Parameter, der die NOy-
Emissionen der VZPM-Brennkammer bestimmt.

Mit zunehmenden Wasserstoffgehalt steigt die Abweichung der NOy-Werte zwi-
schen Modell und Experiment. Durch die hohere Reaktivitit von Wasserstoff
dominiert das chemische Zeitmal} nicht mehr allein das Emissionsverhalten der
Brennkammer. Fiir den Betrieb mit beiden Brennstoffen kann das Modell nur
zur Aussage, in welchem Malf die Verhiltnisse innerhalb der Reaktionszone von
den idealisierten Bedingungen eines CSTR abweichen, verwendet werden. Fiir
Erdgas sind die Ergebnisse der NOx-Vorhersage sehr gut.
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Abbildung 5.6: Validierung der NOy-Emissionen in Abhéngigkeit von Tyg o (Tv =773 K, y=0...1) aus
Abbildung 5.5.

5.4 Stromungsfeld (CFD) der VZPM-Brennkammer

Fiir die numerische Simulation wurde ein 3D-Modell der gesamten Brennkam-
mer mit einem strukturierten Gitter mit 2,1 Millionen Hexaederelementen er-
stellt. Aufgrund der Instationaritéit im Kern der Stromung fiihrt die Simulation
der Brennkammer im Halbschnitt entlang der geometrischen Symmetrieachse zu
Instabilitdten in der Rechnung. Die Grundlagen zur numerischen Modellierung
der reaktiven Brennkammerstromung sind bereits in Kapitel 3.3 erldutert wor-
den. Tabelle 5.5 zeigt eine Zusammenfassung der fiir die Simulationen gewéhlten
Modelleinstellungen in der CFD Software ANSYS Fluent 14.5. Die Diskreti-
sierungsschemata sind analog zu Kaya und Karagoz [61] gewéhlt worden. Alle
CFD-Simulationen werden zeitabhingig (URANS) durchgefiihrt. Zur Berech-
nung von zeitlichen Mittelwerten erfolgt eine Mittelung der entsprechenden Va-
riablen iiber alle Zeitschritte.

Die Verbrennungsreaktion wird mit dem fiir den jeweiligen Brennstoff gewiéhlten
Reaktionsmechanismus mit dem EDC-Modell modelliert. Die Modellierungs-
konstante C; fiir das Zeitmall im EDC-Modell ist wie bei Aminian et al. [4]
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5.4 Stromungsfeld (CFD) der VZPM-Brennkammer

fiir die Erdgasverbrennung zu 1,5 gesetzt. Fiir Erdgas wird der 1-Schritt Mecha-
nismus nach Westbrook und Dryer [126] verwendet, der fiir den Brennstoff nur
die einzige Spezies Methan enthilt. Der Fehler, der dadurch bei der Berechnung
der Ziindverzugszeiten gemacht wird, hat nur geringen Einfluss auf die Losung,
da die Reaktion bei Erdgasverbrennung im Vergleich zu derjenigen bei Wasser-
stoffverbrennung sehr trige ist. Bei Parente et al. [86] zeigt sich, dass mit zuneh-
mendem Wasserstoffgehalt ein detaillierterer Mechanismus nétig wird, der die
Selbstziindvorgédnge hinreichend abbilden kann. Deshalb wird die Wasserstoft-
verbrennung mit dem Mechanismus nach O Conaire et al. [85] abgebildet. Der
Mechanismus beinhaltet 10 Spezies und 19 Reaktionsgleichungen.

Tabelle 5.5: Zusammenfassung der verwendeten Modelle und Diskretisierungsschemata.

Turbulenzmodell RSM
Verbrennungsmodell EDC
Pressure Velocity Coupling SIMPLE
Pressure PRESTO!
Momentum Second Order

Specific Dissipation Rate Second Order
Reynolds Stresses First Order

Abbildung 5.7 zeigt einen Vergleich von mit verschiedenen Mechanismen be-
rechneten Ziindverzugszeiten fiir Wasserstoff. Dafiir wurden in Cantera die
Ziindverzugszeiten fir A = 1 in Abhingigkeit von der Gemischtemperatur
berechnet. Zusitzlich sind experimentelle Daten eingetragen. Aus dem Ver-
gleich wird deutlich, dass der Mechanismus nach O Conaire et al. [85] die
Ziindverzugszeiten aus dem Experiment insbesondere im Bereich geringerer
Gemischtemperaturen, gut abbilden kann. Dies deckt sich auch mit den Er-
gebnissen von Zhukov [138] und Strohle und Myhrvold [110]. Daher wird
in der 3D-CFD-Simulation der VZPM-Brennkammer mit Wasserstoff dieser
detaillierte Mechanismus in Kombination mit dem EDC-Modell verwendet.
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Abbildung 5.7: Vergleich der berechneten Ziindverzugszeiten 75z mit experimentellen Daten.
5.4.1 Validierung der Simulation

Zur Validierung der numerischen Stromungssimulation werden Geschwindig-
keitsverlaufe aus PIV-Messungen in der reaktiven Stromung an der VZPM-
Brennkammer verwendet [20,60]. Abbildung 5.8 erldutert Position und Bezeich-
nung der Schnittebenen in Simulation und Experiment. Fiir die Ebenen A.1-
A.3 liegt der Schnitt mittig zwischen den Injektoren. Die Ebenen A.1jpi-A.3y;
schneiden die Brennkammer in der Injektorebene. Die Geometrie der Wirbelvor-
mischinjektoren wird nicht mit beriicksichtigt, am Einlass wird ein perfekt vor-
gemischtes Brennstoff-Luft Gemisch vorgegeben. AuBerdem ist in dieser Grafik
der Fensterausschnitt eingezeichnet, innerhalb dessen optische Untersuchungen
durchgefiihrt werden konnen. Auf den Linien, die in der Draufsicht dargestellt
sind, wird innerhalb einer Schnittebene die Geschwindigkeit entlang des Ra-
dius ausgewertet, fiir das Experiment von 0 — Rpepgter und fiir die Simulation
von 0 = Rpk. Das Geschwindigkeitsprofil wird iiber die acht gezeigten Linien
in Umfangsrichtung gemittelt. Aus der Literatur ist (wie bereits in Kapitel 3.3.1
erwihnt) bekannt, dass die Tangentialgeschwindigkeit bei hohen Drallzahlen den
Betrag der Geschwindigkeit dominiert [102, 127]. Die experimentellen Unter-
suchungen mit PIV zeigen das Geschwindigkeitsfeld fiir die Geschwindigkeit
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5.4 Stromungsfeld (CFD) der VZPM-Brennkammer

\ /ﬁ<p2 +0;a9°. Um den Vergleich der Messdaten mit der Simulation zu vereinfa-
chen, wird daher im weiteren Verlauf angenommen, dass gilt iy ~ 4 /ﬁ<p2 + Upaq>.

A. _llnj A-_zlnj A-:_;Inj

Fenster

Al A2 A3

Abbildung 5.8: Positionen der Schnittebenen in Experiment und Simulation und der Fensterausschnitt
der PIV-Messungen.

Im ersten Schritt wird der Fall mit dem in Tabelle 5.6 gezeigten Betriebspunkt
gerechnet und mit den zugehorigen PIV-Daten verglichen. Dieser Betriebspunkt
wurde gewihlt, da er auch im Betriebsbereich der Messungen in dieser Ar-
beit liegt. Allerdings wird bei diesem Betriebspunkt der verfiigbare, optisch
zugéngliche Bereich nicht komplett genutzt. Abbildung 5.9 zeigt im linken Teil
den Vergleich der Tangentialgeschwindigkeit aus Simulation und Experiment
aufgetragen iiber den entdimensionierten Radius r/Rges. Die Ubereinstimmung
der Profile der mittleren Tangentialgeschwindigkeiten U, von Simulation und
Experiment ist gut, der qualitative Verlauf im Kern der Stromung kann abgebil-
det werden. Auch zeigt das Bild, dass sich zwischen den Ebenen A.1 bis A.3 der
Geschwindigkeitsverlauf nicht wesentlich dndert. Da der gewéhlte experimen-
telle Validierungspunkt nur fiir den Kern der Stromung Daten zur Verfiigung
stellt, wird mit einem analytischen Modell im zweiten Schritt der Randbereich
untersucht. Aus weiteren Experimenten mit anderen Betriebspunkten von Kap-
pes [60], die den Radius des optischen Zugangs voll ausnutzen, werden fiir den
analytischen Ansatz aus Gleichung (3.14) mit der Methode der kleinsten Qua-
drate die Konstanten a; und a, fiir die Ebene A.2 bestimmt. Fiir den Exponenten
wird az = 2,5 gewihlt. Die Konstanten von Busenthiir [23] sind lediglich bis zu
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Abbildung 5.9: Validierung der Simulation mit PIV-Daten (links) und dem analytischen Modell (rechts).
Betriebspunkt: A CH4 Val (siche Tabelle 5.6).

einer Drallzahl von S = 2 validiert und wurden fiir eine nicht reaktive Stromung
bestimmt. Zusitzlich wird der Ansatz fiir die Skalierung der Drallzahl fiir eine
reaktive Stromung nach Syred und Beer [111] herangezogen, um den Einfluss
der Verbrennungsreaktion auf die Drallzahl zu beriicksichtigen:

Tein

a1/2 = Giso,1/2" 7 (5.3)
aus

Die Konstanten a; und a, werden zwar nicht wie bei Busenthiir mit der Drallzahl
korreliert, aber die Skalierung der Konstanten mit Gleichung (5.3) nach Beer
fiihrt zu einer deutlichen Verbesserung der Residuen des Fitvorgangs. Mit dem
entdimensionierten Radius r* = r/Rge¢ ergibt sich das analytische Modell zu

* _ 425
”‘ﬂ(r)za—i<1—exp< 4 )) (5.4)
ux70 r a

mit a; = 14,32 1= und a, = 0,0897 - 7%

Im rechten Teil von Abbildung 5.9 ist der Vergleich der aus dem analytischen
Modell berechneten mittleren Tangentialgeschwindigkeit mit der aus der CFD-
Simulation iiber den entdimensionierten Brennkammerradius dargestellt. Der
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Betrag des Maximums des Profils wird gut getroffen, auch das qualitative Verhal-
ten des Abklingens in Richtung Wand kann abgebildet werden, wenn auch dabei
die Geschwindigkeit tendenziell {iberschitzt wird. Die Position des Maximums
und der Verlauf der Geschwindigkeit im Bereich der Kernstromung zeigen eben-
falls eine gute Ubereinstimmung. Durch Integration des analytischen Verlaufs
analog zur Definition der mittleren Drallzahl nach Tepliczky [114] kann so auch
die Drallzahl der reagierenden Strdmung bestimmt werden:

Sm=25,4. (5.5)
Sowohl die reagierende als auch die nichtreagierende Stromung innerhalb der

Brennkammer sind, aufgrund der vorliegenden hohen Drallzahlen, nach Syred
und Beer [111] den Zyklonstrémungen zuzuordnen.

5.4.2 Reaktives Stromungsfeld fiir Erdgas und Wasserstoff

Abbildung 5.10 zeigt die Konturplots des Valdierungsfalls (Bezeichnung: A CH4
Val) fiir den zeitgemittelten Betrag der Geschwindigkeit [t|, der Geschwindig-
keitskomponenten Uy und Uy, der Temperatur T und der Wirmefreisetzungsrate

Q fiir CHy. Dargestellt sind jeweils der Lingsschnitt und der Schnitt durch die In-
jektorebene A.2;,;. Die in Kapitel 3.3.1 beschriebenen Phanomene stark verdrall-
ter Stromungen zeigen sich auch in den Darstellungen der Geschwindigkeiten.
Der Tangentialanteil dominiert den Betrag der Geschwindigkeiten innerhalb der
Brennkammer. Aufgrund der hohen Drallzahl stellt sich eine Riickstrémung in
axialer Richtung ein. Die Instabilitit im Zentrum weist auf den prizessierenden
Wirbelkern hin, der sich um den geometrischen Mittelpunkt der Brennkammer
bewegt. Fiir die Berechnung des Geschwindigkeitsfeldes ist es wichtig, dass qua-
litativ die Temperatur und die Warmefreisetzungsrate die verteilte Reaktionszo-
ne abbilden. Die Wirmefreisetzungsrate zeigt die verteilte Reaktionszone vor-
wiegend im Randbereich der Stromung, im Kernbereich kommt die Reaktion
zum Erliegen. Auch sind die Temperaturgradienten in der Brennkammer sehr
gering. Der 1-Schritt-Mechanismus reicht somit aus um die wesentlichen Merk-
male der reagierenden Stromung abzubilden.
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5 Voruntersuchungen zur verdiinnten Verbrennung in der VZPM-Brennkammer

Tabelle 5.6: Betriebspunkt A CH4 Val nach Kappes [60] zur Validierung des CFD-Setups.

my, +rmpg, Luftzahl Ty T, 7y
lg/s] (-] (K] [K] [-]

A CH4 val 74,00 3,15 1508 790 O
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Abbildung 5.10: A CH4 Val: Zeitlich gemittelte Konturplots der Schnitte lings der Brennkammer und in
der Ebene A.2y;.
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Tabelle 5.7: Betriebspunkt A H2 1250K fiir Wasserstoftbetrieb der VZPM-Brennkammer.

my, +mpg, Luftzahl Taa T, Y Sm
[g/s] [-] (K] [K] [-]1 []
A H2 1250K 70,27 7,4 1250 873 1 6,9
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Abbildung 5.11: A H2 1250K: Konturplots der Schnitte lings der Brennkammer und in der Ebene A.2;y;.
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Die Simulation der Wasserstoffverbrennung ist mit einem 1-Schritt-
Mechanismus aufgrund der hohen Vorwidrmtemperaturen nur sehr ungenau
moglich. Das perfekt vorgemischte Frischgas reagiert sofort am Beginn des
Injektors. Dieses Verhalten wird in der Simulation dadurch verursacht, dass
der Einschrittmechanismus das Selbstziindverhalten nur ungeniigend abbilden
kann, was zu einer falschen Flammenposition fiihrt. Durch die Verwendung
des Mechanismus nach O Conaire et al. [85] wird die Reaktionszone in die
Brennkammer verschoben, was dem tatsidchlich im Experiment beobachte-
ten Verhalten besser entspricht. Die Konturbilder der Temperatur und der
Wirmefreisetzung sind in Abbildung 5.11 dargestellt (Bezeichnung: A H2
1250K). Sie zeigen, dass sich die Reaktionszone in Richtung Brennkammer
verschiebt und nicht mehr direkt am Einlass liegt, obwohl sich der gewihlte
Betriebspunkt oberhalb der Selbstziindtemperatur von Wasserstoff befindet
(Tabelle 5.7). Die Reaktionszone nimmt im Vergleich zur Erdgasverbrennung
deutlich weniger Volumen im Brennraum ein. Der qualitative Verlauf der
Tangentialgeschwindigkeit ist dhnlich dem Geschwindigkeitsprofil aus dem
analytischen Ansatz aus Gleichung (5.4). Abbildung 5.12 zeigt, dass der Betrag
der absoluten Geschwindigkeit mit dem Modell um maximal 15 % iiberschétzt
wird. Die aus dem Modell berechnete Drallzahl ergibt sich zu 6,9 (Tabelle
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Abbildung 5.12: Tangentiales Geschwindigkeitsprofil des Betriebspunktes mit Wasserstoff A H2 1250K
(vgl. Tabelle 5.7) im Vergleich mit dem Modell.
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5.7). Aufgrund der hoheren Drallzahl im Vergleich zu Erdgas zeigt sich bei
diesem Fall die Instabilitit im Kern der Stromung ausgeprigter. Auflerdem
bildet sich ein deutlicheres Riickstromgebiet im Bereich des Flichensprungs am
Brennkammerende.

Zusammengefasst zeigt sich, dass fiir beide Fille (Erdgas und Wasserstoff) der
gewihlte Modellierungsansatz gut zu den verfiigbaren Daten passt. Fiir Wasser-
stoff wurde der Mechanismus nach O Conaire et al. [85] in Kombination mit
dem EDC-Modell in Stromungen mit hohem Drall implementiert. Auch fiir Erd-
gas gelingt es mit dem gewdhlten Setup das Verbrennungsregime der verdiinnten
Verbrennung abzubilden. Fiir die Weiterentwicklung der VZPM-Brennkammer
kann dieser Ansatz fiir die Untersuchung des Stromungsfeldes genutzt werden.
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit
verdiinnter Verbrennung

Mit den Erkenntnissen aus der Prozessmodellierung und den validierten Me-
thoden zur numerischen und experimentellen Untersuchung verdiinnter Verbren-
nung in starken Drallstromungen kann nun ein neues Brennkammerkonzept fiir
die T100 untersucht werden. In diesem Kapitel wird ein gestuftes Verbrennungs-
konzept fiir Erdgas und Wasserstoff vorgestellt. Es wird experimentell unter Um-
gebungsbedingungen hinsichtlich seines Betriebsbereiches untersucht. Der Be-
triebsbereich wird einerseits durch die NOy-Emissionen und andererseits durch
die magere Verloschgrenze begrenzt. In Abschnitt 6.4 werden die Ergebnisse
der Untersuchungen im Hinblick auf die Bedingungen in der Mikrogasturbine
bewertet. Dabei dienen die Betriebspunkte folgender drei Konfigurationen als
Referenz: die Betriebsbedingungen der T100, wenn sie nicht mit einem LOHC-
Speicherzyklus gekoppelt ist (T100), die Betriebsbedingungen, wenn die T100
in einem Speicherzyklus mit NEC verwendet wird (T100+NEC) und wenn sie
an einen Zyklus mit DBT gekoppelt ist (T100+DBT).

6.1 Aufbau der Brennkammer

Im urspriinglichen Brennkammerkonzept der T100 wird die restliche Frischluft
nach dem Brennraum stromab zugemischt, so dass die Mischungstemperatur
dann T4 ergibt. Das bedeutet, dass nicht die ganze Frischluft der MGT am Ver-
brennungsprozess teilnimmt. Die hohe globale Luftzahl erlaubt fiir reinen Was-
serstoff noch eine Absenkung der adiabaten Flammentemperatur T,q bis hin zur
Turbineneintrittstemperatur T4. Daraus folgt auch, dass ein GroBteil der Fri-
schluft am Verbrennungsprozess teilnehmen muss. Durch die Reduzierung der
adiabaten Flammentemperatur kann die Entstehung von Stickoxiden verhindert
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werden. Fiir Erdgas kann die adiabate Flammentemperatur nicht beliebig weit
abgesenkt werden, da durch die geringere Reaktivitit von Erdgas die magere
Verloschgrenze bei fetteren Gemischen und somit bei hoheren T,4q im Vergleich
zu Wasserstoff liegt. Soll das Brennkammerkonzept mit beiden Brennstoffen
(Erdgas und Wasserstoff) funktionieren, muss die magere Verloschgrenze von
Erdgas beriicksichtigt werden.

Zusitzlich geht mit einer Erhohung des Frischgasmassenstroms in der VZPM-
Brennkammer einher, dass der Druckverlust in den Injektoren und iiber die
Brennkammer steigt. Die Verwendung der gesamten Frischluft, die die Mikro-
gasturbine zur Verfiigung stellt, ist in der VZPM-Brennkammer daher nicht
moglich.

Fiir die Umsetzung der oben genannten Anforderungen werden zwei VZPM-
Brennkammern in einer gestuften Konfiguration aufgebaut. Abbildung 6.1 zeigt
eine schematische Darstellung des Schnitts durch die Brennkammer mit den je-
weiligen Bezeichnungen. Nach dem Flichensprung A der VZPM-Brennkammer
(Stufe A) wird eine zweite VZPM-Brennkammer (Stufe B) eingebaut. Aus fer-
tigungstechnischen Griinden muss nach dem Flachensprung noch ein Blindring
eingefligt werden, der den gleichen Innendurchmesser wie die Keramikbrenn-
kammer hat. Das gestufte Konzept verfiigt so also tiber insgesamt 12 Injektoren,
die in den beiden Stufen A und B das Frischgas zufiihren. Bauer et al. [12, 13]
zeigen Untersuchungen zur Sicherheit und Mischqualitéit des verwendeten Wir-
belvormischinjektors. Der WVMI zeigt dabei ein in diesem Betriebsbereich aus-
reichendes sicheres Verhalten und eine gute Mischungsqualitit.

Die Frischluft soll gleichmifBig auf alle Injektoren verteilt werden. Ziel ist es,
dass 100 % der Frischluft, die die MGT zur Verfiigung stellt, am Verbrennungs-
prozess teilnimmt, da dies vorteilhaft fiir die Sicherheit im Wasserstoffbetrieb
ist. Die Vorwirmtemperaturen der berechneten Betriebspunkte befinden sich im
Bereich der Selbstziindtemperaturen von Wasserstoff. Dadurch ist das Risiko ei-
ner unerwiinschten Ziindung in den Injektoren erhoht. Dies kann durch zwei
MaBnahmen verringert werden. Einerseits verlangsamt die Absenkung der Ver-
brennungstemperatur die Kinetik und andererseits verhindert einer hoher Mas-
senstrom im Injektor die Stabilisierung einer Flamme. Fiir den Erdgasbetrieb,
soll wie bei der urspriinglichen Konfiguration, nur die Stufe A befeuert werden,
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6.1 Aufbau der Brennkammer

in der Stufe B wird die tibrige Frischluft zugemischt. Im Betrieb mit Wasserstoff
werden sowohl Stufe A und als auch Stufe B befeuert. Dadurch kann T,q am
Ende der zweiten Stufen gleich gehalten werden. Fiir jede Stufe einzeln jedoch
kann lokal den Verbrennungseigenschaften der beiden Brennstoffe Rechnung ge-
tragen werden.

Stufe A Stufe B

Abbildung 6.1: Darstellung des gestuften Brennkammer im Schnitt mit den zugehorigen Abkiirzungen
und Bezeichnungen (nach [83]).
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

6.2 Untersuchung der Stufung mit numerischer Stromungs-
simulation

Aufgrund der eingeschrinkten optischen Zuginglichkeit der Brennkammer wird
das gestufte Brennkammerkonzept vorab mit numerischer Strémungssimulation
untersucht. Ziel ist es dabei, die Auswirkung der Stufung auf das Stromungsfeld
einzuschitzen. Diese wird anhand der Geschwindigkeitsprofile und der Mi-
schungsgiite bewertet. Des Weiteren wird auch noch der Einfluss der Eintrittsge-
schwindigkeit des Frischgases in die Brennkammer untersucht.

Fiir die numerische Berechnung werden die Einstellungen verwendet, die in Ka-
pitel 5.4 validiert wurden. Als Betriebspunkt ist der Nennlastpunkt der MGT
T100 mit dem gesamten zur Verfligung stehenden Frischluftmassenstrom exem-
plarisch in Tabelle 6.1 gezeigt. Die Brennstofftemperatur T, =363 K entspricht
der gemessenen Brennstofftemperatur am Einlass in den WVMI aus dem Ex-
periment aus Kapitel 5. Untersucht wurde die gestufte Brennkammer fiir die
drei Betriebpunkte T100, T100+NEC und T100+DBT, jeweils fiir Methan und
Wasserstoff. Sie wurden in Kapitel 4 bestimmt und unterscheiden sich in der
Vorwirmtemperatur und der Luftzahl in der Brennkammer. Die Bezeichnung
der Betriebspunkte ergibt sich aus der Stufung (A: VZPM-Brennkammer, A B:
gestufte Brennkammer), dem Brennstoff (H2: Wasserstoff, CH4: Methan) und
dem Betriebspunkt (T100, TIO0O+NEC, T100+DBT).

Es sei vorweg genommen, dass sich die betrachteten Fille hinsichtlich des
Mischverhaltens und des qualitativen Verlaufs der Tangentialgeschwindigkeiten
dhnlich verhalten. Die absoluten Werte der Tangentialgeschwindigkeiten unter-
scheiden sich aufgrund der unterschiedlichen Vorwidrmtemperaturen Ty und des
dadurch geédnderten Tangentialimpulses. Da aber das grundsitzliche Verhalten
des gestuften Brennkammerkonzeptes in diesem Abschnitt gezeigt werden soll,
wird dies exemplarisch am Fall T100 erklart. Die Ergebnisse der beiden anderen
Fille T100+DBT und T100+NEC sind als Anhang A angefiigt.

Abbildung 6.2 zeigt Profile der gemittelten Tangentialgeschwindigkeiten der ge-
stuften Brennkammer, jeweils fiir Wasserstoff und Methan und in den Stufen A
und B. Zum Vergleich ist noch der Referenzfall der VZPM-Brennkammer im
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6.2 Untersuchung der Stufung mit numerischer Stromungssimulation

Tabelle 6.1: Randbedingung der Simulation T100.

Massentrom Massenstrom Luftzahl A Luftzahl B Taga Tap Ty

Stufe A Stufe B
[g/s] [g/s] (-] [-] (K] [K] [K]
A B CH4 T100
Methan my, + mg; my,
86,8 85,3 3,49 - 1534 - 8%
A B H2 T100
Wasserstoff my, 4 mp; my, + mp;
85,6 85,6 8.4 8.4 1227 1227 894
140 i Y
/| A\
120 /, /I;-;'; f\\\\\
/ [/’ / N
100 I
) 80 l// \
£ 1 N
‘ 60 I/z 7 TN
£/ /A CHATIOOA =
40 H//7ABCH4TIO0A2  ———]
I/ AB H2TIO0 A2 e
20 A B CH4 T100 B.2 — |
/ AB H2TIOOB2 oo
0 I I I I

0 0.2 04 0.6 0.8 1
r/RRef

Abbildung 6.2: Vergleich des Verlaufs der Tangentialgeschwindigkeiten der VZPM-Brennkammer und
des gestuften Konzepts fiir Erdgas und Wasserstoft.

Betriebspunkt der T100 bei Nennlast mit Methan eingezeichnet (nicht gestuft, A
CH4 T100). Vergleicht man die Fille A CH4 T100 und A B CH4 T100 in den
Ebenen A.2, zeigt sich ein Einfluss auf den maximalen Betrag der Tangential-
geschwindigkeit durch die Stufung. Dies lédsst sich auf den insgesamt hoheren
Druckabfall innerhalb der gestuften Brennkammer zuriickfiihren, der dadurch
zustande kommt, dass die gestufte Brennkammer in axialer Richtung wesentlich
langer ist und eine zusitzliche Querschnittsverdnderung aufweist. Die Position
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

des Maximums der Tangentialgeschwindigkeit verschiebt sich hin zu kleineren
Radien. In der Ebene B.2 ist die Tangentialgeschwindigkeit nach wie vor dhnlich
zu Ebene A.2, obwohl hier keine Verbrennung mehr stattfindet. Insbesondere
im Kern der Stromung ist die Temperatur hoher, da die vollstandige homoge-
ne Vermischung erst ab Flichensprung B erreicht ist. Die absoluten Betrige der
Tangentialgeschwindigkeit fiir Wasserstoff sind geringer. Das liegt an der lokal
fiir Stufe A betrachteten geringeren adiabaten Flammentemperatur. Da in bei-
den Stufen der Brennstoff gleich aufgeteilt ist, bleibt aufgrund gleichbleibender
adiabater Flammentemperaturen in Stufe A und B die Geschwindigkeit gleich.

Die Abbildungen 6.3 und 6.4 zeigen einen Liangsschnitt durch die Brennkam-
mer. Dargestellt sind die Konturplots der Axialgeschwindigkeit, der Tangential-
geschwindigkeit und der passive Skalar f5. Am Ubergang zum Abgaskanal (FLS
B - AGK) bildet sich in beiden Fillen eine Riickstromung im Kern aus, die aber
nicht bis in die Stufe A zuriickreicht (siehe Abbildung 6.3, 6.4). Auch zeigt sich,
wie im Stromungsfeld der VZPM-Brennkammer, die Instationaritiit des Wirbel-

i [m/s]

Abbildung 6.3: A B H2 T100: Konturplots der gestuften Brennkammer im Betrieb mit Wasserstoff
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6.2 Untersuchung der Stufung mit numerischer Stromungssimulation

kerns aufgrund des hohen Dralls. Zusammengefasst verhalten sich die beiden
betrachteten Fille beziiglich der Geschwindigkeiten dhnlich zur nicht gestuften
VZPM-Brennkammer.

Insbesondere fiir den Betrieb mit Erdgas ist es wichtig, dass aus Stufe B kei-
ne kalte Frischluft in Stufe A rezirkuliert wird. Dies wiirde eine zusitzliche
Verdiinnung mit kalter Frischluft bedeuten, was zu einem fritheren Verloschen
der Brennkammer fiihren wiirde. Um das Mischverhalten zwischen den beiden
Stufen zu untersuchen, wird ein passiver Skalar fo eingefiihrt, der das Gemisch
aus Stufe A markiert [6,47]. Als Einlassrandbedingung besitzt er am Einlass in
Stufe A den Wert 1 und in Stufe B den Wert 0. Mit diesem Ansatz kann der Grad
der Vermischung zwischen Gas aus Stufe A und Stufe B beurteilt werden. Der
Skalar f ist in der gesamten Stufe A f5 = 1. Daher kann davon ausgegangen
werden, dass kein Frischgas aus Stufe B in die Stufe A rezirkuliert wird (Ab-
bildung 6.4, 6.3). Bei homogener Vermischung von Gas aus Stufe A und Stufe
B ist der Wert des Skalars fo = 0,5. Am Ubertritt in den Abgaskanal ist somit

i [m/s]

Abbildung 6.4: A B CH4 T100: Konturplots der gestuften Brennkammer im Betrieb mit Erdgas.
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

eine homogene Vermischung zwischen Gas aus Stufe A und Stufe B erreicht
(Abbildung 6.4, 6.3).

Abbildung 6.5 =zeigt die entdimensionierte Temperatur ¢ wund die
Wirmefreisetzungsrate in der Ebene A.2;,; fiir dhnliche T,qa , aber unter-
schiedliche Geschwindigkeiten am Austritt des Injektors. Die Temperatur wird
mit

g = Jad =1 6.1)

Tad - T,

entdimensioniert. Die Wirmefreisetzungsrate Q ist auf das Maximum des je-
weiligen Brennstoffs normiert. Verglichen werden die Referenzfille der VZPM-
Brennkammer aus Kapitel 5 mit den Féllen des gestuften Konzepts. Die Ergeb-
nisse der VZPM-Brennkammer sind dabei mit A gekennzeichnet. Das gestuf-
te Konzept ist mit A B deklariert. Aus Abbildung 6.2 ist ersichtlich, dass im
Randbereich der Brennkammer das Geschwindigkeitsprofil unabhingig von der
Brennkammerkonfiguration verlduft. Daher wird die Einmischung des Abgases
zwischen der VZPM-Brennkammer und der gestuften Konfiguration vergleich-
bar sein. Die Eindringtiefe des Frischgasmassenstroms in die Brennkammer ist
bei Erdgas unabhingig von der Geschwindigkeit am Injektoraustritt. Die Reakti-
onszone ist in beiden Fillen iiber den Umfang verteilt. Bei Wasserstoff zeigt sich
der Einfluss der Geschwindigkeit deutlicher. Das Frischgas dringt bei hoherer

A CH4 Val A B CH4 T100 A H2 1250 A B H2TI100 1

0.8
0.6
0.4 ®
0.2

0

1
0.8
0.6

0.2
0

Q/ Qmax

Abbildung 6.5: Vergleich des Einflusses der Geschwindigkeit am Austritt des Injektors fiir Erdgas und
Wasserstoff in der Ebene A.2;,;.
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6.3 Experimentelle Untersuchungen

Geschwindigkeit tiefer in die Brennkammer ein und kann so besser mit Abgas
verdiinnt werden.

Tabelle 6.2: Der Betriebspunkte zur Beurteilung des Einflusses der Geschwindigkeit am Austritt des
Injektors in Abbildung 6.5.

Massentrom Massenstrom Luftzahl A Luftzahl B Taga Tap Ty

Stufe A Stufe B

[g/s] [g/s] [-] [-] (K] [K] [K]
A CH4 val my, + mp; m,

74,0 X 3,15 X 1508 X 790
A BCH4TIO0O g +mg; 1119

86,8 85,3 3,49 - 1534 - 894
A H2 1250K my, + mg; my, + mp,

70,3 X 7,4 X 1250 X 873
A BH2T100 my, + mp; my, + mp;

85,6 85,6 8,4 8,4 1227 1227 894

6.3 Experimentelle Untersuchungen

Im Experiment wird die Betriebscharakteristik der gestuften Brennkammer hin-
sichtlich der Emissionen und des mageren Verloschens jeweils fiir Erdgas und
Wasserstoff untersucht. Dabei wird die gleiche Vorgehensweise wie fiir die ex-
perimentellen Untersuchungen an der VZPM-Brennkammer angewendet.

Die Peripherie des experimentellen Aufbaus ist identisch mit dem aus Kapi-
tel 5, da die VZPM-Brennkammer lediglich um eine Stufe erweitert wird. Die
vorgewdrmte Frischluft wird iiber einen Massenstromteiler auf die zwei Stu-
fen verteilt. Die Verteilung der Massenstrome Stufe A zu Stufe B wurde tiber
die Messung von Druckverlusten zur Bestimmung der effektiven Querschnitts-
flachen ermittelt. Das Verhiltnis Stufe A zu Stufe B betrigt 52 vol% zu 48 vol%.
Dieses Verhiltnis wird fiir die Experimente bei der Berechnung der adiabaten
Flammentemperatur je Stufe berticksichtigt. Fiir die Brennstoffversorgung sind
zwei weitere, jeweils baugleiche, Massenstromregler verbaut, so dass die Stufen
A und B unabhingig voneinander mit Brennstoff versorgt werden konnen.
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

Fiir die Darstellung der Ergebnisse in Abhédngigkeit von der adiabaten Flammen-
temperatur wird nicht die globale adiabate Flammentemperatur verwendet, son-
dern diejenige, die sich aus der Gemischzusammensetzung in Stufe A berechnet.
Fiir Erdgas ist diese somit hoher als die globale adiabate Flammentemperatur
am Ende der zweiten Stufe. Fiir Wasserstoff gilt Tyg o = Tyq. Durch die Verwen-
dung von Tyq o konnen die Ergebnisse der gestuften Brennkammer mit denen
der VZPM-Brennkammer verglichen werden.

6.3.1 Messung der Stickoxidemissionen fiir Erdgas

Alle gemessenen Betriebspunkte fiir Erdgas (Y = 0) sind in Abbildung 6.6 dar-
gestellt. Sie zeigt die Stickoxidemissionen aufgetragen iiber der adiabate Flam-
mentemperatur, die lokal in Stufe A berechnet wird. Eingetragen ist ein Fit an
die Messpunkte der nicht gestuften Brennkammer aus Kapitel 5, die Messpunk-
te von Briickner-Kalb [21] und die der gestuften Brennkammer. Auch hier zeigt
sich wieder, dass der Einfluss des Massenstroms nicht messbar ist mit diesem
Aufbau und die Vorwidrmtemperatur hat keinen Einfluss auf das Verhalten der
NOy-Emissionen. Bestimmender Parameter bleibt wie im nicht gestuften Fall
Taq. Die NO-Werte liegen tendenziell etwas niedriger als die im nicht gestuften
Fall. Das sub-ppm Limit liegt bei ~ 1550K. Unterhalb dieser Grenze werden
NOx-Werte kleiner 1 ppm erreicht.

Zusitzlich sind im Diagramm 6.7 die NOx-Werte dargestellt, die mit dem Reak-
tornetzwerkmodell aus Kapitel 5 fiir die Stufe A berechnet wurden. Die Abwei-
chungen im gestuften Fall sind zwar etwas grof3er, sie bleiben aber anndhernd im
Rahmen der Messschwankungen.

6.3.2 Verhalten an der mageren Verloschgrenze im Erdgasbetrieb

In der Stabilitédtskarte (Abbildung 6.8) sind alle gemessenen Messpunkte fiir Erd-
gas in Abhingigkeit von Tyq Ao und der zugehdrigen thermischen Leistung auf-
getragen. Sowohl Ty als auch der Luftmassenstrom zeigen wenig Einfluss auf
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Abbildung 6.6: Vergleich der Messdaten der gestuften Brennkammer mit den Ergebnissen der VZPM-
Brennkammer fiir Erdgas und Vorwédrmtemperatur von 773 K und 873 K.
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Abbildung 6.7: Vergleich der Stickoxidemissionen mit den Ergebnissen aus dem Reaktornetzwerkmodell
fiir y=0.
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Abbildung 6.8: Stabilititskarte der gestuften Brennkammer fiir y = 0.

den Beginn des instabilen Bereichs. Dieser beginnt unabhiingig von diesen Para-
metern bei Tyg A kleiner 1500 K.

Die Ergebnisse, die in Abbildung 6.6 und in Abbildung 5.3 dargestellt
sind, zeigen, dass sich die magere Verloschgrenze im Vergleich zur VZPM-
Brennkammer nicht zu hoheren Tyq o verschoben hat. Der instabile Bereich in
der Stabilitidtskarte befindet sich in einem Fenster von ~ 75 K. Im Vergleich des
gestuften Brennkammerkonzepts mit der nicht gestuften Konfiguration befinden
sich die Messpunkte mit der niedrigsten Tyq o In genau diesem Fenster. Eben-
so wie in der numerischen Simulation gibt es kein Anzeichen dafiir, dass kaltes
Frischgas aus der Stufe A in die Stufe B rezirkuliert wird und die Stabilitit ver-
schlechtert.

6.3.3 Messung der Stickoxidemissionen fiir Wasserstoff

Die Diagramme 6.9 und 6.10 zeigen die Emissionen aufgetragen iiber Tyq o und
tiber der mittleren Austrittsgeschwindigkeit U;,; des Frischgases aus dem Injek-
tor. In Abbildung 6.9 sind nur die Luftmassenstrome ab 140 g/s dargestellt. Die
NOyx-Emissionen kleinerer Massenstrome streuen sehr stark und werden der
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Abbildung 6.9: Einfluss der adiabaten Flammentemperatur auf die Stickoxidemissionen fiir Wasserstoff.
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Abbildung 6.10: Einfluss der mittleren Austrittsgeschwindigkeit U;,; auf die Stickoxidemissionen fiir
Wasserstoff im Betriebsbereich Tyq o4 = 1200 K bis 1250 K.

Ubersicht halber in dieser Abbildung nicht dargestellt. Im Betriebsbereich von
Taa,a = 1200 bis 1350 K werden NOx-Emissionen von 1 bis 6 ppm erreicht. Un-
abhédngig von der Vorwirmtemperatur zeigen hohere Luftmassenstrome ein sta-
bileres und reproduzierbareres Betriebsverhalten. In Abbildung 6.10 werden die
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

Frischgasmassenstrome, umgerechnet in die Austrittsgeschwindigkeit am Injek-
tor, dazu verwendet, den Massenstromeinfluss zu verdeutlichen. In dieser Abbil-
dung sind die Messpunkte ab einem Luftmassenstrom von 120 g/s eingetragen.
Es sind alle gemessenen Betriebspunkte aus dem Fenster 1200 K bis 1250 K aus-
gewertet. Die Bandbreite der Streuung ist mit niedrigeren Geschwindigkeiten
im Injektor deutlich hoher. Erst mit Geschwindigkeiten von etwa 110 m/s bis
120 m/s ergeben sich NOy-Emissionen im Bereich von 2 ppm. Dies ldsst sich
auf Mischungsschwankungen innerhalb des Frischgasstrahls zuriickfiihren, da
durch den WVMI keine perfekte Vormischung erreicht wird. Mit zunehmender
Geschwindigkeit vergroflert sich der Grad der Verdiinnung des Frischgases mit
Abgas, wodurch ein Teil der Ungemischtheiten kompensiert werden kann. Beim
Wasserstoffbetrieb ist daher neben der adiabaten Flammentemperatur auch der
Luftmassenstrom als Einflussparameter zu beriicksichtigen. Da es in allen Fillen
bis 1150 K kein mageres Verloschen der Brennkammer gab, wurde die magere
Verloschgrenze nicht ndher experimentell bestimmt. Die minimale berechnete
Turbineneintrittstemperatur liegt laut Tabelle 4.2 bei T4 ~ 1200 K.

6.4 Transfer der Ergebnisse auf die Nennbedingungen der
Mikrogasturbine

Der Druck in der Brennkammer der T100 betridgt bei Nennlast 4,5 bar. Daher
werden die Ergebnisse aus den vorangegangenen Untersuchungen abschlieBend
hinsichtlich des Druckeinflusses beurteilt. Die Betriebsgrenzen bei Umgebungs-
bedingungen definieren sich aus den Experimenten wie folgt:

* Im Wasserstoffbetrieb soll die Austrittgeschwindigkeit am Injektor
Ujpj >110m /sund Tog o < 1275 K sein, um die angestrebte Emissionsgren-
ze von 2 ppm fiir NOy zuverlissig einzuhalten.

* Fiir den Erdgasbetrieb ist Tyq 5 der einzige Einflussparameter. Um NOy-
Emissionen < 1ppm fiir die Erdgasverbrennung zu erreichen, muss
Taaa < 1550K sein. Um die Stabilitdt des Verbrennungsprozesses zu
gewihrleisten, miissen Betriebspunkte mit Ty o > 1500 K gewihlt werden.
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6.4 Transfer der Ergebnisse auf die Nennbedingungen der Mikrogasturbine

Zur Ubersicht sind die Betriebspunkte der Optimierung aus Kapitel 4 und der
Nennlastbetrieb der T100 bei 4,5 bar in Tabelle 6.3 zusammengefasst. In Tabelle
5.1 finden sich die entsprechenden Betriebspunkte bei Umgebungsbedingungen.

Tabelle 6.3: Ubersicht Betriebspunkte der drei betrachteten Fille bei 4,5 bar.

Y my gy Qzu A Ty Tad Tad,A
[-1 lg/s] lg/s] Wl [-] [K] [K] [K]
800 6,89 333 7.0 894 1230 1533

0

1 800 2,78 333 84 894 1230 -
T100+DBT O 800 8,77 424 5,5 759 1195 1575

1

0

1

T100

800 3,53 424 6,6 759 1191 -
800 7,28 352 6,6 861 1218 1537
800 293 352 80 861 1215

T100+NEC

In der Tabelle 6.3 ist fiir den Erdgasbetrieb jeweils noch die lokale adiabate Flam-
mentemperatur in Stufe A Tyq A eingetragen. Der Berechnung von Tyq 4 ist die
Annahme zugrunde gelegt, dass sich der gesamte Luftmassenstrom zu gleichen
Teilen auf Stufe A und Stufe B verteilt. Fiir die Fille T100 und T100+NEC be-
findet sich T,q 5 innerhalb der geforderten Grenzen, um NOx-Emissionen unter
1 ppm zu erreichen und gleichzeitig oberhalb der Stabilititsgrenze von Tyg A =
1500 K. Taq A des Betriebspunktes T100+DBT liegt oberhalb der Emissions-
grenze, dort werden sich laut dem Reaktornetzwerkmodell aus Kapitel 5 etwa
1,5 ppm bis 2 ppm NOy bilden. Rechnungen mit diesem Reaktornetzwerkmo-
dell zeigen auch, dass sich die NOx-Emissionen bei Brennkammerdruck kaum
verdndern. Dieses Verhalten deckt sich auch mit den Untersuchungen von Leo-
nard und Stegmaier [140]. Abbildung 6.11 vergleicht die NOx-Emissionen fiir
die Driicke 1,0bar und 4,5 bar fiir verschiedene adiabate Flammentemperaturen.
Mayer et al. [79] zeigen, dass der Einfluss des Drucks bis 6 bar auf die magere
Verloschgrenze sehr gering ist. Das gestufte Konzept kann also mit Erdgas in
den angegebenen Nennlastpunkten aus Tabelle 6.3 auch bei p = 4,5 bar betrieben
werden.

Um den Druckeinfluss auf die NOx-Emissionen und auf die Betriebssicherheit
des Injektors im Wasserstoffbetrieb zu beurteilen, wird die Reaktivitit des Ge-
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung
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Abbildung 6.11: Einfluss des Drucks auf die Stickoxidemissionen im Erdgasbetrieb berechnet mit dem
Reaktornetzwerkmodell. Die Werte sind normiert auf die Emissionen des Betrieb-
spunkts A =2, Ty = 894 K bei Umgebungsbedingungen.

misches untersucht. Diese kann anhand zweier GroBen beurteilt werden, der
Ziindverzugszeit und der Flammengeschwindigkeit. Diese GroBen werden in
Cantera mit dem Mechanismus nach O Conaire berechnet.

Die Ziindverzugszeit Tgz ist in Abbildung 6.12 in Abhédngigkeit von der Ge-
mischtemperatur Ty dargestellt. Gezeigt sind die Verlidufe fiir die Luftzah-
len A =1, A =4 und A = 8, jeweils fiir 1 bar und 4,5bar. Im Bereich der
Vorwirmtemperatur der drei Félle aus Tabelle 6.3 zeigt sich, dass der Druck-
anstieg die Ziindverzugszeit Tsz bis etwa 1100 K vergroBert, unabhiingig von
der Gemischzusammensetzung. Dies wirkt sich positiv auf die Betriebssicherheit
des Injektors aus. Abbildung 6.13 zeigt die laminare Flammengeschwindigkeit
in Abhéngigkeit der adiabaten Flammentemperatur T,q. Die Werte sind normiert
auf einen Betriebspunkt mit 1740K (Ty = 873 K, A= 3) bei 1 bar. Es zeigt sich
ein wesentlicher Einfluss der Vorwarmtemperatur bei 1 bar, der aber bei Brenn-
kammerdruck geringer ausfillt. Vergleicht man die beiden Druckniveaus, wird
s; kleiner mit zunehmendem Druck. Auch dies kommt der Betriebssicherheit zu
Gute, da durch die langsamere Brenngeschwindigkeit das Risiko verringert wird,
dass sich die Flamme im Injektor stabilisiert.
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6.4 Transfer der Ergebnisse auf die Nennbedingungen der Mikrogasturbine
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6 Gestuftes Brennkammerkonzept mit verdiinnter Verbrennung

Da sich im Experiment ein Einfluss der Eintrittsgeschwindigkeit auf die
NOyx-Emissionen gezeigt hat, wird noch der Druckeinfluss auf die Mi-
schungsldange des Frischgasstrahls mit Abgas in der Brennkammer abgeschitzt.
Die Mischungslinge wird von der Abhebehthe der Reaktionszone iiber der
Eindiisestelle beeinflusst. Eine kleinere Abhebehohe bedeutet auch gleichzei-
tig eine kleinere Mischungslinge, was sich negativ auf die NOx-Emissionen
auswirkt. Kolb et al. [66] zeigen ein Modell fiir die Abhebehohe einer Erd-
gasflamme in einer Jet-In-Crossflow Konfiguration in Abhéngigkeit von der
Damkohler- und der Karlovitzzahl. Mit diesem Modell konnen auch Unge-
mischtheiten berticksichtigt werden, da es die Ziindverzugszeit der reaktivsten
Mischung innerhalb des Frischgases beriicksichtigt. Nach Kolb et al. [66] ist
der Druckeinfluss auf die Abhebehohe relativ klein, dennoch verkiirzt sich die
Mischungslinge ein wenig. Da diese Experimente mit konstanter Geschwindig-
keit skaliert werden, sind hohere NOy-Emissionen als im Experiment bei Um-
gebungsbedingungen zu erwarten. Um die erhohten Emissionswerte zu kompen-
sieren sollte der Austrittsquerschnitt der Injektoren verringert werden und die
Mischungsgiite am Injektoraustritt fiir Wasserstoff optimiert werden.

Insgesamt zeigen die Uberlegungen, dass das Brennkammerkonzept auch beim
Brennkammerdruck von Mikrogasturbinen fiir den Betrieb mit Wasserstoff ein-
setzbar sein sollte, bei entsprechenden geometrischen Anpassungen auch mit
dhnlichen NOx-Emissionen.
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7 Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit befasst sich mit der Verbrennung von Wasserstoff und
Erdgas in einem gestuften Brennkammerkonzept fiir Mikrogasturbinen (MGT)
im Kontext mit dezentralen Energiesystemen basierend auf chemischen Wasser-
stoffspeichern. Dabei war die Zielsetzung, ein Brennkammerkonzept zu entwi-
ckeln, das den Betrieb der MGT mit den beiden Brennstoffen Wasserstoff und
Erdgas in einem Betriebsbereich zulésst, der sich fiir die Kopplung mit einem
LOHC-Speicherzyklus eignet. AuBBerdem sollten die mit dem Verbrennungspro-
zess verbundenen NOx-Emissionen im Bereich von maximal 1 ppm bis 2 ppm
bleiben. Hierzu lagen aus einer friiheren Arbeit fiir die VZPM-Brennkammer im
Verbrennungsregime der verdiinnten Verbrennung vielversprechende Ergebnisse
fiir den Betrieb mit Erdgas vor.

Um die Randbedingungen fiir die Verbrennung festzulegen, wurde das Gesamt-
system in einem 0-D-Modell abgebildet und mit Hilfe von genetischen Al-
gorithmen fiir den Volllastbetrieb optimiert. Als Grundlage dienten dafiir der
Parametersatz der realen Maschine Turbec T100 und die Speichermedien N-
Ethylcarbazol (NEC) und Dibenzyltoluol (DBT). Optimierungsverfahren, die
auf genetischen Algorithmen basieren, eignen sich besonders fiir Probleme mit
vielen Designvariablen oder einem groB3en Suchraum. Daher wurde ein auf ge-
netischen Algorithmen basierenes Optimierungsverfahren im Rahmen dieser Ar-
beit eingesetzt. Die Optimierung des elektrischen Wirkungsgrades zeigt, dass fiir
das LOHC DBT ein deutlicher Eingriff in den Mikrogasturbinenprozess notig
ist, ein Betrieb aber dennoch moglich sein sollte. Fiir das LOHC NEC ergeben
sich nur geringfiigige Anpassungen. Fiir den weiteren Verlauf der Arbeit wurden
drei Konfigurationen untersucht: T100 ohne Kopplung an den Speicherzyklus,
T100+NEC und T100+DBT. Daraus ergeben sich fiir die Untersuchungen zur
Verbrennung Vorwirmtemperaturen zwischen 480 - 620°C und globale Luftzah-
len A zwischen 6,6 und 8 4.
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7 Zusammenfassung

Die Untersuchungen zur verdiinnten Verbrennung wurden bei Umgebungsdruck
durchgefiihrt und teilen sich in zwei Phasen auf: zundchst wurde die VZPM-
Brennkammer und dann eine im Rahmen dieser Arbeit weiterentwickelte, ge-
stufte Variante untersucht.

Die erste Phase diente der Validierung des experimentellen Aufbaus und
der entwickelten numerischen Methoden. Die numerischen Methoden beste-
hen aus einem Reaktornetzwerkmodell, das sich zur Vorhersage der NOy-
Emissionen fiir den Erdgasbetrieb eignet, und einem Modell zur numerischen
Stromungssimulation, das zur Untersuchung des reagierenden Stromungsfeldes
mit hohen Drallzahlen im Regime der verdiinnten Verbrennung sowohl fiir Was-
serstoff als auch fiir Erdgas verwendet werden kann. Die genannten Experimente
und die numerischen Methoden konnten erfolgreich validiert werden.

Die zweite Phase diente der Bestimmung der Betriebscharakteristik der gestuf-
ten Brennkammer. Dabei wurde das gestufte Brennkammerkonzept zunédchst mit
den zuvor validierten numerischen Methoden zur Stromungssimulation unter-
sucht. Dann wurde die Betriebscharakteristik der gestuften Brennkammer expe-
rimentell ermittelt. Die Ergebnisse aus Simulation und Experiment decken sich
gut hinsichtlich der Interaktion zwischen den Stufen. Die wesentlichen Erkennt-
nisse aus den Experimenten sind:

Erdgas:

* Der stabile Betriebsbereich der gestuften Brennkammer fiir Erdgas liegt
oberhalb der adiabaten Flammentemperatur Tyg o= 1500 K.

* Die Vorwiarmtemperatur Ty und die Eintrittsgeschwindigkeit haben keinen
messbaren Einfluss auf die NOy-Emissionen im Erdgasbetrieb.

e Die NOx-Emissionen im Erdgasbetrieb werden mit dem Netzwerkmodell
gut abgebildet.

Wasserstoff:

 Mit einer Eintrittsgeschwindigkeit oberhalb von 110 m/s wird ein sicherer
und reproduzierbarer Betriebsbereich erreicht. Bei geringeren Eintrittsge-
schwindigkeiten schwanken die NOy-Emissionen stark.
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 Mit Betriebspunkten Tyg o< 1275 K kénnen NOy-Emissionen im Bereich
von 1 ppm bis 2 ppm erreicht werden.

Betrachtungen fiir den Betrieb bei einem Systemdruck von 4,5 bar zeigen, dass
der Betrieb der Brennkammer bei Nennlast sowohl fiir Erdgas als auch fiir Was-
serstoff moglich sein sollte.
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7 Zusammenfassung
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A Weitere Ergebnisse der Simulation

Tabelle A.1: Randbedingung der Simulation T100+NEC und T100+DBT

Brennstoff Massentrom Massenstrom  Luftzahl A Luftzahl B Tyga Tas Ty
Stufe A Stufe B

[g/s] lg/s] [-] [-] (K] [K] [K]
A B CH4 T100+NEC
Methan my, + mp; m,

86,9 85,3 3,3 - 1539 - 861
A B H2 T100+NEC
Wasserstoff my, + mg; my, + mpg;

85,6 85,6 8,0 8,0 1215 1215 861
A B CH4 T100+DBT
Methan my, + mg; my,

87,2 85,3 2,7 - 1577 - 759
A B H2 T100+DBT
Wasserstoff my, + mg; my, + mp;

85,7 85,7 6,6 6,6 1191 1191 759
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A Weitere Ergebnisse der Simulation
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Abbildung A.1: Geschwindigkeitsprofile Tangentialgeschwindigkeit T100+NEC.
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Abbildung A.2: Geschwindigkeitsprofile Tangentialgeschwindigkeit T100+DBT.
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Abbildung A.3: Betriebspunkt A B CH4 T100+NEC.
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A Weitere Ergebnisse der Simulation

Abbildung A .4: Betriebspunkt A B H2 T100+NEC.
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Abbildung A.5: Betriebspunkt A B CH4 T100+DBT.
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A Weitere Ergebnisse der Simulation

Abbildung A.6: Betriebspunkt A B H2 T100+DBT.

118

Tix [m/s]



Abbildungsverzeichnis

1.1
1.2

1.3

1.4

2.1

2.2

2.3

24

2.5

2.6
2.7

2.8

Speicherzyklus von Wasserstoff in LOHC. . . . . ... ... ...
Schema der Stofffliisse zwischen Mikrogasturbine (MGT) und De-
hydriereinheit (DE). . . . . . . . .. ... ... ... .......
Ziindverzugszeiten Tgz fiir Erdgas und Wasserstoff berechnet fiir
Luftzahlen A = 1 und A = 2, aufgetragen iiber die Gemischtempe-

Normierte laminare Flammengeschwindigkeit s;/s; ¢ fiir Erdgas
und Wasserstoff in Abhédngigkeit von der adiabaten Flammentem-
peratur des Betriebspunktes bei Umgebungsbedingungen. . . . . .

Prozessschema und T-s Diagramm eines offenen Gasturbinenpro-
ZESSES. « v i e e e e e e e e e e e e e e e e
Prozessschema und T-s Diagramm eines offenen rekuperierten Ga-
StUrbiNeNProzesses. . . . . . . . . v i e e
Schematische Darstellung des Bilanzraumes mit der entsprechen-
den Kennzeichnung der Terme der Gleichung (2.10) und Glei-
chung (2.12). . . . . . . ..o
Skizze eines kontinuierlich durchstromten Rohrreaktors und der
dazugehorige Verlauf der Konzentration in Abhédngigkeit von Zeit
und Ort. . . . . . L L
Skizze eines Riihrkesselreaktors und der Vergleich der Konzentra-
tionsverldufe im kontinuierlichen und diskontinuierlichen Betrieb.
Schematische Darstellung des Aufbaus eines Chromosoms. . . . .
Schematische Darstellung der Selektionsmethode Stochastic Uni-
versal Sampling. . . . ... ..o oL
Uberblick iiber die Moglichkeiten der Herkunft / Entstehung der
Kindgeneration (nach [78]). . . .. ... ... ... ... ....

13



ABBILDUNGSVERZEICHNIS

3.1 Skizze des Brenners nach Wiinning [130]. . . . . . ... ... .. 36
3.2 Schematische Darstellung der Verbrennungsregimes abhéngig von
der Rezirkulationsrate und der Brennkammertemperatur nach
Wiinning [130]: A - konventionelle Flamme, B - instabiler Be-
reich, C - Regime der verdiinnten Verbrennung. . . . . . . .. .. 37
3.3 Einteilung der Verbrennungsregime nach Cavaliere und de Joan-
non [27] und Dunn-Rankin [35] in Abhéngigkeit von der Reak-
tandentemperatur und dem Temperaturhub wihrend des Verbren-

NUNESPIOZESSES. « « v v v v v v e e e e e e e e e e e e e 38
3.4 Schematische Darstellung der Brennkammer der Turbec T100. . . 40
3.5 Schematische Darstellung der Brennkammer der Captstone C60
(mach [20]). . . . . . . . 40
3.6 Schematische Darstellung der Brennkammer des DLR Stuttgart
(mach [20]). . . . . . . . o 41
3.7 Schematische Darstellung der VZPM-Brennkammer und des Ver-
brennungskonzeptes der zyklisch-periodischen Mischung. . . .. 42
3.8 Schematische Darstellung des Mischkonzepts des Wirbelvor-
mischinjektors (WVMI). . . . .. ... ... ... ... ..... 43
3.9 Qualitativer Verlauf der Tangentialgeschwindigkeit fiir den
Rankine-Wirbel und den Hamel-Oseen-Wirbel. . . . . . . . . .. 46
3.10Qualitativer Verlauf der Axialgeschwindigkeit abhingig von der
Drallzahl. . . . . . . .. ... . 46

3.11 Gedachte Aufteilung einer RANS Rechenzelle in einen lokal la-
minar reagierenden Anteil und eine Umgebung in der lediglich
Mischvorgidnge stattfinden. . . . . . . .. ... ... ... L. 50

4.1 Prozessschema der Kopplung von Mikrogasturbine und Dehy-
driereinheit. . . . . . . . .. Lo 54

4.2 Detaillierte Darstellung des Prozessschemas der Dehydriereinheit. 56
4.3 Flussdiagramm des Optimierungsvorgangs des Gesamtsystems. . 60
4.4 Einfluss der Randbedingungen in der Fitnesslandschaft. . . . . . . 64

4.5 Werte der Fitnessfunktion fiir NEC in Abhédngigkeit von Bypass-
verhiltnis und Brennstoffmassenstrom der MGT. Der Kreis kenn-
zeichnet die Lage des Optimums. . . . . . . ... ... ... ... 65

120



ABBILDUNGSVERZEICHNIS

4.6

4.7

5.1
5.2

53

54
5.5
5.6

5.7

5.8

5.9

Werte der Fitnessfunktion fiir DBT in Abhédngigkeit von Bypass-
verhiltnis und Brennstoffmassenstrom der MGT. Der Kreis kenn-
zeichnet die Lage des Optimums. . . . . . . . . ... ... .... 65

Freigesetzter Brennstoffmassenstrom aus dem Reaktor fiir ver-
schiedene Bypassverhiltnisse, aufgetragen iiber den LOHC-

Massenstrom (NEC). . . . . . . . . ... ... .. ... 67
Schematische Darstellung der Medienstrome im Versuchsaufbau. . 71
Abbildung der VZPM-Brennkammer und Schnitt durch das Volu-
menmodell (nach [83]). . . . . . .. ... ... ... ....... 72
Vergleich der Experimente fiir Erdgas mit Daten von Briickner-
Kalb [20]. . . . . . . o 77
NOx-Emissionen in Abhéngigkeit von Tyg o (Tyv =773 K, y=0...1). 78
Reaktornetzwerkmodell der VZPM-Brennkammer. . . . . . . . . 79
Validierung der NOx-Emissionen in Abhéngigkeit von Tyq o (Tv
=773 K, y=0...1) aus Abbildung 5.5. . ... ... .. .. ... 80
Vergleich der berechneten Ziindverzugszeiten Tsz mit experimen-
tellenDaten. . . . . . . .. ... . 82
Positionen der Schnittebenen in Experiment und Simulation und
der Fensterausschnitt der PIV-Messungen. . . . . . .. ... ... 83

Validierung der Simulation mit PIV-Daten (links) und dem analy-
tischen Modell (rechts). Betriebspunkt: A CH4 Val (siehe Tabelle
5.6). . e 84

5.10 A CH4 Val: Zeitlich gemittelte Konturplots der Schnitte ldngs der

Brennkammer und in der Ebene A2, . . . . . ..o 86

5.11 A H2 1250K: Konturplots der Schnitte ldngs der Brennkammer

und in der Ebene A.2i;. ..o 87

5.12 Tangentiales Geschwindigkeitsprofil des Betriebspunktes mit

6.1

Wasserstoff A H2 1250K (vgl. Tabelle 5.7) im Vergleich mit dem
Modell. . . . . . .. 88

Darstellung des gestuften Brennkammer im Schnitt mit den zu-
gehorigen Abkiirzungen und Bezeichnungen (nach [83]). . . . . . 93



ABBILDUNGSVERZEICHNIS

6.2 Vergleich des Verlaufs der Tangentialgeschwindigkeiten der
VZPM-Brennkammer und des gestuften Konzepts fiir Erdgas und

Wasserstoff. . . . . . . ..o 95
6.3 A B H2 T100: Konturplots der gestuften Brennkammer im Betrieb

mit Wasserstoff . . . . .. ... oo 96
6.4 A B CH4 T100: Konturplots der gestuften Brennkammer im Be-

triecb mit Erdgas. . . . . . ... ... ... . 97
6.5 Vergleich des Einflusses der Geschwindigkeit am Austritt des In-

jektors fiir Erdgas und Wasserstoff in der Ebene A.2,;. . . . . . . 98

6.6 Vergleich der Messdaten der gestuften Brennkammer mit
den Ergebnissen der VZPM-Brennkammer fiir Erdgas und

Vorwidrmtemperatur von 773 Kund 873 K. . . . ... ... ... 101
6.7 Vergleich der Stickoxidemissionen mit den Ergebnissen aus dem

Reaktornetzwerkmodell fiir y=0. . .. ... ... ... ..... 101
6.8 Stabilitdtskarte der gestuften Brennkammer fiir y=0. . . . . . . . 102
6.9 Einfluss der adiabaten Flammentemperatur auf die Stickoxidemis-

sionen fiir Wasserstoff. . . . . . ... ... 0oL 103

6.10Einfluss der mittleren Austrittsgeschwindigkeit Uj,; auf die Stick-
oxidemissionen fiir Wasserstoff im Betriebsbereich Tyqa =
1200K bis 1250K. . . . . . . . . . 103
6.11 Einfluss des Drucks auf die Stickoxidemissionen im Erdgasbetrieb
berechnet mit dem Reaktornetzwerkmodell. Die Werte sind nor-
miert auf die Emissionen des Betriebspunkts A = 2, Ty = 894K
bei Umgebungsbedingungen. . . . . . ... ... ... ..... 106
6.12Ziindverzugszeit 7Tszy eines Wasserstoff-Luft-Gemisches in
Abhingigkeit von der Temperatur des Gemisches, berechnet
fiir die Luftzahlen A= 1, 4 und 8, bei Umgebungsbedingungen

und4,Sbar. . . . ... 107
6.13 Druckabhiéngigkeit der laminaren Flammengeschwindigkeit fiir
Y =1 in Abhingigkeit der adiabaten Flammentemperatur Toq. . . 107

A.1 Geschwindigkeitsprofile Tangentialgeschwindigkeit TI00+NEC. . 114
A.2 Geschwindigkeitsprofile Tangentialgeschwindigkeit T100+DBT. . 114
A.3 Betriebspunkt A B CH4 TIOO+NEC. . . . . .. .. .. ... ... 115
A.4 Betriebspunkt A B H2 TIOO+NEC. . . . . . . ... ... ... .. 116

122



ABBILDUNGSVERZEICHNIS

A.5 Betriebspunkt A B CH4 T100+DBT. . . . . ... ... ... ... 117
A.6 Betriebspunkt AB H2 T100+DBT. . . . . . .. .. ... .. ... 118

123



ABBILDUNGSVERZEICHNIS

124



Tabellenverzeichnis

1.1

1.2

2.1

2.2

2.3

3.1

4.1

4.2

5.1

5.2
5.3
5.4

5.5

Ubersicht iiber eine Auswahl verschiedener Wasserstoffspeicher-
technologiennach [16]. . . . . . .. ... ... ... ......

Kommerziell erhiltliche Mikrogasturbinen und deren Kennzahlen
nach [25,26,37,39]. . . . . . .. L

Stoffdaten der Paarung N-Ethylcarbazol/Perhydro-N-
Ethylcarbazol [19,82,92,121]. . . . . . .. . ... .. ... ...

Stoffdaten der Paarung Dibenzyltoluol/Perhydro-Dibenzyltoluol
[19,82,92,93]. . . . . . . .

Vergleich der wichtigsten Begriffe aus der Biologie mit denen der
Algorithmen [46,96]. . . . . . . . . . ... ... ... ... ...

Einteilung der Verbrennungsregime anhand der Reaktandentem-
peratur Tgreakt, der Selbstziindtemperatur Tsz und des Temperatur-
hubs wihrend der Verbrennung AT (nach [15,27]). . .. ... ..

Konstanten der Reaktionskinetik fiir die Dehydrierung nach [43,
44,106]. . . . . L

Ergebnisse der Optimierung fiir die beiden LOHC NEC und DBT.

Skalierte Randbedingungen der Nennlastbetriebspunkte der be-
trachteten Konfigurationen der MGT T100. . . . . .. ... ...

Abmessungen der Versuchsbrennkammer. . . . . . .. .. .. ..
Betriebsbereiche der Medienstréme. . . . . . . . . .. ... ...

Module des Abgasanalysators mit den jeweiligen Kalibrierberei-
chen, Kalibriermethoden und Messbereichen [2,15,83].. . . . . .

Zusammenfassung der verwendeten Modelle und Diskretisie-
rungsschemata. . . . . .. ... ... L L

73

81

125



TABELLENVERZEICHNIS

126

5.6

5.7

6.1
6.2

6.3
A.l

Betriebspunkt A CH4 Val nach Kappes [60] zur Validierung des
CED-Setups. . . . . . . . o
Betriebspunkt A H2 1250K fiir Wasserstoftbetrieb der VZPM-
Brennkammer. . . . ... ... ... L L oL

Randbedingung der Simulation T100. . . . . .. ... ... ...
Der Betriebspunkte zur Beurteilung des Einflusses der Geschwin-
digkeit am Austritt des Injektors in Abbildung 6.5. . . . . . . ..
Ubersicht Betriebspunkte der drei betrachteten Fille bei 4,5 bar.

Randbedingung der Simulation T100+NEC und T100+DBT
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