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Kurzfassung

Die Oxyfuel-Technologie stellt eine Moglichkeit dar, den durch kohlenstoffhaltige Brennstoffe
verursachten CO,-Aussto3 in die Atmosphére zu reduzieren. Aufgrund der hohen
spezifischen CO,-Emissionen bei der Kohlenverbrennung, ist die Oxyfuel-Technologie
diesbezuglich von besonderem Interesse. Obwohl die Verbrennung von Brennstoffen mit
nahezu reinem Sauerstoff bei Spezialanwendungen bereits genutzt wird, besteht fir die
Oxyfuel-Technologie im Kraftwerkssektor Forschungsbedarf. Dies betrifft einerseits einzelne
Systemkomponenten des Kraftwerks als auch Modelle zur numerischen Simulation von

Einzelkomponenten oder Gesamtsystemen.

Im Rahmen dieser Arbeit wird zu Beginn auf den derzeitigen Stand der Technik in Bezug auf
gangige Brennerdesigns fur den kohlenstaubgefeuerten Oxyfuel-Prozess und mdgliche
Modellansatze zur Simulation von Oxyfuel-Brennkammern eingegangen. Aufgrund der
veranderten Brennkammeratmosphare ist es erforderlich, einige fir die Verbrennungs-
simulation notwendige Modelle den verédnderten Gegebenheiten anzupassen und anhand
von experimentellen Ergebnissen zu tberprifen, um validierte Modelle zur Berechnung von

Brennkammern fir grof3e Leistungsbereiche zur Verfugung stellen zu kdnnen.

Bei dem infolge eines F&E-Projektes in Kooperation mit der AE&E neu konstruierten
Kohlenstaubversuchsbrenner mit einer thermischen Leistung von 2,5 MW handelt es sich um
eine Weiterentwicklung des im Rahmen des EU-Projektes ,Friendly Coal* entstandenen
Brenners. Die  Weiterentwicklung des  Brenners basiert auf allgemeinen
Konstruktionsprinzipien von Kohlenstaubbrennern und den aus den erhaltenen
Versuchsdaten des Vorgangermodells abgeleiteten Modifikationen. Die experimentellen
Untersuchungen wurden mit einer Versuchsanlage der Fa. ENEL in Livorno, Italien,
durchgefiihrt, wobei wahrend der Versuche Temperatur- und Konzentrationsprofile innerhalb
der Brennkammer sowie die Gesamt- und Strahlungswarmestrome entlang der
Brennkammerwand gemessen wurden. Auf Basis der erhaltenen Versuchsdaten wurden die

fur die numerische Simulation notwendigen Randbedingungen abgeleitet.

Aufgrund der hohen Temperaturen innerhalb des Brennraums dominiert der
Strahlungswérmeaustausch die Warmeubertragung, wobei sich dieser durch die hoéheren
CO;-und H,0O-Partialdriicke im Vergleich zu konventionellen Verbrennungssystemen deutlich
andert und somit derzeit verwendete Berechnungsmodelle haufig die Strahlungssituation
innerhalb der Brennkammer nur bedingt wiedergeben kénnen. Aus diesem Grund wurde
eine Berechnungsroutine entwickelt, anhand derer die Berechnung von speziell fir den
Anwendungsfall des jeweiligen Oxyfuel-Prozesses angepasste Parameter flr ein fur die

numerische Simulation gut geeignetes Berechnungsmodell (WSGGM) mdglich ist. Da bei der




Kohlenstaubfeuerung ein  Gas-Feststoff-Gemisch  vorliegt, wurden des Weiteren
Berechnungen der Strahlungseigenschaften der Kohlenstaubflamme anhand der Mie-
Theorie durchgefiihrt, um die notwendigen Parameter zur zusatzlichen Bertcksichtigung der
Strahlungsinteraktion von Gas- und Partikelphase zu erhalten. Durch die
Berechnungsroutine ist es moglich, sowohl fur vereinfachte Berechnungsverfahren als auch
die numerische Simulation, die notwendigen Partikelparameter fir die jeweiligen

Randbedingungen zu berechnen.

In weiterer Folge wurden numerische Simulationen der untersuchten Brennkammer mit dem
kommerziellen Softwarepaket ANSYS Fluent durchgefiihrt und die Berechnungsergebnisse
mit den experimentellen Ergebnissen verglichen. Dabei wurden einerseits die in ANSYS
Fluent implementierten Modelle und andererseits das in Form von User-Defined-Functions

implementierte modifizierte WSGG-Modell verwendet.

Die Berechnungsergebnisse zeigen eine gute Ubereinstimmung mit den experimentellen
Messergebnissen. Es konnte gezeigt werden, dass das modifizierte WSGG-Modell genauere
Ergebnisse in Bezug auf Temperaturprofile und Strahlungswarmestromdichten liefert, als das
in ANSYS Fluent implementierte Modell. Ebenso ergeben sich sehr dhnliche Ergebnisse bei
Bertcksichtigung der Strahlungsinteraktion zwischen Gas- und Partikelphase. Somit ist es
gelungen, ein validiertes Strahlungsberechnungsmodell fir Oxyfuel-Bedingungen zur
Verfligung zu stellen, das aufgrund der speziell auf den jeweiligen Anwendungsfall
abgestimmten Modellparameter fir die numerische Simulation von Grof3kraftwerkskesseln

eingesetzt werden kann.




Abstract

The Oxyfuel-Technology represents one possibility to reduce CO,-Emissions which originate
from power generation with fossil fuels. Due to the high specific CO,-Emissions while coal
combustion, Oxyfuel-Technology is of particular interest in this field. Although the combustion
of fossil fuels with nearly pure oxygen is already state of the art for special applications,
some research for the application of the Oxyfuel-Technology within the power generation
sector is hecessary. This concerns both the individual system components of the power plant

as well as models for the numerical simulation of single components or the complete system.

At the beginning of this work the current state of the art in terms of the design of pulverized
coal burners for Oxyfuel-Combustion and possible modelling approaches for the simulation
of Oxyfuel-Combustion chambers are discussed. Due to the change of the combustion
chamber atmosphere compared to conventional air combustion atmospheres, it is necessary
to adjust and review some sub-models in order to make validated models for the simulation

of coal fired boilers available.

As a result of an R&D-Project in cooperation with AE&E a new 2.5 MWy, burner for
pulverized coal for both conventional air and Oxyfuel-Combustion was designed. The burner
construction bases on the one hand on general construction principles of pulverized coal
burners and on the other hand on the experimental experiences of the previous designed
burner within the framework of the RFCS-Project “Friendly Coal’. The experimental
investigations were carried out at an experimental test plant of the company ENEL in
Livorno, ltaly, whereas detailed measurements in terms of in-flame temperature and gas
concentration profiles and total as well as radiative heat flux measurements along the
combustion chamber wall were performed. Subsequently boundary conditions for the

numerical simulations were derived on basis of the experimental data.

Due to the high temperatures within the combustion chamber, radiative heat transfer
dominates the overall heat transfer. Because of the higher CO, and H,O partial pressures
compared to conventional combustion with air, it is only partially possible to reproduce the
radiative heat transfer with standard models. For this reason, a calculation routine was
developed with which it is possible to calculate the specific parameters for a computational
efficient model (the Weighted Sum of Grey Gases Model) for the particular case of
application. Since coal particles participate in radiative heat transfer further investigations
were performed using the Mie-Theory in order to deduce the necessary parameters for the
additional consideration of the radiation interaction of the gas and particle phase. A new
programmed calculation routine enables the possibility to calculate the necessary
parameters for simplified model approaches as well as for the numerical simulation particle

radiation interaction.




Subsequently, numerical simulations of the investigated combustion chamber with the
commercial software package ANSYS Fluent were performed and the simulation results
were compared with the experimental results. Therefore the in ANSYS Fluent implemented
models as wells the modified WSGG model in the form of User-Defined-Functions were
used.

The simulation results show good agreement compared to the measured data. It could be
shown that the modified WSGG model provides more accurate results in terms of
temperature profiles and radiative heat flux compared to the standard model. The simulation
results, including particle radiation interaction, show comparable results. Due to the specific
WSGG-parameter calculation it is possible to provide a validated radiation simulation model
for Oxyfuel-Conditions which can be used for the numerical simulation of large power plant

boilers.

Vi
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Einleitung und Zielsetzung

1 Einleitung und Zielsetzung

Es ist unbestritten, dass der weltweite Energiebedarf in den nachsten Jahrzehnten weiterhin
deutlich ansteigen wird (IEA 2010b). Diesem steht jedoch der verantwortungsvolle Umgang
mit der Umwelt entgegen. Aufgrund der Tatsache, dass der derzeitige Primarenergiebedarf
zu 80 % durch fossile Energietrager gedeckt wird, und dieser Anteil auch in absehbarer
Zukunft  nicht signifikant sinken wird, kann von einer umweltschonenden

Energiebereitstellung nicht ausgegangen werden (IEA 2009).

Es existiert jedoch ein allgemeiner Konsens, dass die mit der Energiebereitstellung
verbundenen CO,-Emissionen deutlich reduziert werden mussen, wobei als primar treibende
Kraft die Diskussion der Treibhausgasemissionen und deren Einfluss auf den Klimawandel
zu nennen ist. Soll sich die CO,-Konzentration in der Atmosphére auf 450ppm einpendeln,
dann mussen eine Vielzahl von Technologien zum Einsatz kommen (Blue Map Szenario, IEA
2010c). Neben den erneuerbaren Energietragern spielt die Energieeffizienz, sowohl im
Bereich der Energiebereitstellung als auch im privaten Sektor, eine zentrale Rolle. Den
Carbon Capture and Storage (CCS) Technologien wird ebenfalls ein erhebliches Potential
zur Erreichung einer Konzentrationsstabilisierung in  einem akzeptablen Bereich
zugeschrieben. Diese Technologien haben gemeinsam, dass bei der Energiebereitstellung
entstehendes CO, nicht in die Atmosphéare emittiert, sondern abgeschieden und in
Speicherstatten verpresst wird. Es ist nicht von der Hand zu weisen, dass diese Technologie
lediglich eine Verschiebung des Problems darstellt. Dennoch erscheint es mittelfristig
notwendig, auch auf diese Technologien zurtickzugreifen, da eine kurzfristige Umstellung auf

nicht fossile Energietrager unter 6konomischen Gesichtspunkten kaum maoglich erscheint.

In Abbildung 1-1 sind die derzeit meist diskutierten CCS-Technologien schematisch
dargestellt. Bei jeder dieser Technologien wird priméar das Ziel verfolgt, das bei der
Verbrennung von kohlenstoffhaltigen Brennstoffen, wie zum Beispiel Erdgas, Kohle oder
Biomasse, entstandene CO, nicht in die Atmosphare zu emittieren, sondern abzuscheiden

und zu speichern.

Beim Pre-Combustion-Prozess wird weitestgehend der Integrated Gasification Combined
Cycle (IGCC) mit zuséatzlicher CO,-Abscheidung diskutiert (IPCC 2006). Der Brennstoff wird
mit reinem Sauerstoff vergast, wobei das daraus entstandene Produktgas hauptsachlich aus
CO, CO, und H, besteht. Entweder durch das Abscheiden von H, oder durch eine weitere
Shiftstufe, um den H,-Anteil weiter zu erhdhen, und darauffolgender Abscheidung von CO,
wird der so gewonnene Wasserstoff in weiterer Folge thermisch genutzt. Den geringen

WirkungsgradeinbuRen (ca. 7,5 Prozentpunkte) steht eine verringerte Verfiigbarkeit
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gegenuber (IEA 2010a, Falcke et al. 2011, Chen, Rubin 2009). Ebenso ist eine nachtragliche
Implementierung in eine bestehende Anlage nur erschwert moglich.

Beim Post-Combustion-Prozess wird der Brennstoff in einer konventionellen
Feuerungsanlage verbrannt und danach das CO, durch Amin-Wéscher abgeschieden. Durch
die hohen Volumenstrome einerseits und die geringe CO,-Konzentration andererseits ist der
Aufwand der CO,-Abscheidung deutlich gréRer im Vergleich zum Pre-Combustion-Prozess.
Der Vorteil dieses Konzepts liegt darin, dass bestehende Kraftwerksblécke relativ einfach
umgeristet werden konnen, wobei mit einem Wirkungsgradverlust von ca. 10,5

Prozentpunkten gerechnet wird (IEA 2010a).

Pre-Combustion-Prozess

Luft gung—
0, Luft
H
Brennstoff Vergasung_ odgr — Nutz >
partielle Oxidation =5
2
Oxyfuel-Prozess l
Brennstoff NUtzZ R CO,-
CO, H0 Aufbereitung
4L
Luft -gung N,
Post-Combustion-Prozess
Brennstoff -
——TeT L oW
Ut Abtrennung 2

| »

Abbildung 1-1: Prinzip-Schaltbilder der CCS-Technologien (vgl. IPCC 2006)

Beim Oxyfuel-Prozess wird ein kohlenstoffhaltiger Brennstoff mit nahezu reinem Sauerstoff
(>95 Vol.%) verbrannt. Durch das Fehlen des Luftstickstoffs im Oxidator kann durch
alleiniges Kondensieren des Wasserdampfanteils im Rauchgas eine Kohlendioxid-
konzentration von Uber 90 Vol.% erreicht werden. Je nach Konzept kann die Oxyfuel-

Technologie ebenfalls bei bestehenden Kraftwerken nachgeristet werden. Ausgehend von
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einem konventionellen kohlenstaubgefeuerten Kraftwerk ist mit einer Wirkungsgradeinbul3e
von 9,6 Prozentpunkten zu rechnen (IEA 2010a).

Das abgeschiedene CO, wird in weiterer Folge in geeigneten geologischen Lagerstatten
gespeichert, wie zum Beispiel Gas- und Ollagerfelder und saline Aquifere (Stefan 2008).
Diese werden unter den Gesichtspunkten der tatsachlichen maximalen Kapazitat, der
moglichen Injektionsrate pro Tag und sicherheitstechnischen Aspekten der Speicherung
ausgewahlt.

Als Brennstoff fir den Oxyfuel-Prozess wird meist Kohle diskutiert. Dies liegt einerseits darin
begrindet, dass gerade bei der Stromerzeugung der prozentuelle Anteil von Kohle als
Energietrager weltweit mit 40,6 % (IEA 2010b) am groRten ist. Andererseits spielt Kohle
durch die weltweite Verfligbarkeit und dem geringen Preis nach wie vor und auch in naherer
Zukunft eine wichtige Rolle als Energietrager (IEA 2010b, Wall 2007). Des Weiteren sind im
Vergleich zu anderen kohlenstoffhaltigen Brennstoffen die spezifischen &quivalenten CO,-
Emissionen bei Kohle deutlich héher (z.B. Erdgas 400 bis 500 g-kW™h™*, Kohle: 750 bis
1200 g-kw™h*, Wagner et al. 2007), womit sich ein erhebliches Potential zur Reduktion der

CO,-Emissionen in die Atmosphare ergibt.

In Abbildung 1-2 ist qualitativ der derzeitige Stand der Technik der jeweiligen

Anlagenkomponenten fir den Oxyfuel-Prozess mit Kohle dargestellt.

Theoretische . Demo- Markireife
Untersuchung Labortzsts Pllotanle)z / Anlage (1000 MW)

Luftzerlegungsanlage

Kohletrocknung

CO,-Reinigung

CO,-Verdichtung

Abbildung 1-2: Entwicklungsstand des Oxyfuel-Prozesses (vgl. Burchhardt 2009)

Um den Prozess in thermischen Kraftwerken realisieren zu kdnnen, sind einige zusatzliche
Komponenten im Vergleich zu konventionellen Kraftwerken notwendig. So missen eine

Anlage zur Gewinnung des reinen Sauerstoffs (z.B. Luftzerlegungsanlage), eine CO,-
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Verflissigungsanlage und CO,-Verdichter vorgesehen werden. Ebenso muissen einzelne
Systemkomponenten fir den Einsatz unter Oxyfuel-Bedingungen angepasst werden.
Wahrend Dbereits einige notwendige Technologien fir den Oxyfuel-Prozess zur
grof3technischen Umsetzung verflgbar sind, besteht Forschungsbedarf im Bereich der
Kohletrocknung, dem Kesseldesign inklusive Brennern, der Rauchgaskondensation und der
CO,-Reinigung (Burchhardt 2009).

Aufgrund der fehlenden Betriebserfahrungen mit der Oxyfuel-Technologie im
Kraftwerkssektor ist es jedoch nicht mdglich, auf empirisch entwickelte Auslegehilfen und
Know-how zurlickzugreifen. Dies trifft sowohl auf den Gesamtprozess als auch auf
Einzelkomponenten zu. Eine Mdglichkeit stellt sicherlich die Nutzung von numerischen
Simulationen dar, um die Funktionalitat einzelner Systemkomponenten oder auch gesamter
Baugruppen vorab abschatzen zu kdnnen. Dafiir ist es jedoch notwendig, die einzelnen
Berechnungsmodelle auf deren Einsetzbarkeit fir den Oxyfuel-Prozess zu Uberprifen.
Beispiele  hierfir  sind Kohlenstaubabbrandmodelle  (Pyrolyse, Koksabbrand),
Gasphasenreaktionsmodelle, Strahlungsmodelle (Gasstrahlung, Partikelstrahlung) und
einige andere Modelle, die notwendig sind, um ein derart komplexes System wie eine
Feuerung akkurat darstellen zu koénnen. Durch die veranderte Brennkammeratmosphére
missen diese maodifiziert und validiert werden, um auch plausible und belastbare Ergebnisse
erzielen zu kénnen (Scheffknecht 2009). Aufgrund der Tatsache, dass derzeit keine im
grof3technischen Mal3stab gebauten Oxyfuel-Anlagen existieren, muss zur Validierung des

Gesamtmodells auf kleinere Versuchsanlagen zurtickgegriffen werden.

Die vorliegende Arbeit entstand im Rahmen einiger Projekte, deren Fokus in der Entwicklung
von Kohlenstaubbrennern unter Einsatz von numerischen Simulationen lag. Im Rahmen des
europaischen Research Fund for Coal and Steel (RFCS) Projektes ,Friendly Coal” wurde
bereits unter Nutzung des kommerziellen Simulationsprogramms ANSYS Fluent ein
Versuchsbrenner mit einer thermischen Leistung von 2,5 MW konstruiert und in einer
Versuchsanlage in Livorno, Italien, getestet. In einem darauffolgenden Forschungs- und
Entwicklungsprojekt in Kooperation mit der damaligen Austrian Energy & Environment (jetzt
Andritz Energy & Environment, AE&E) wurden die Erkenntnisse dazu genutzt, einerseits die
notwendigen Modelle zur Simulation von kohlenstaubgefeuerten Oxyfuel-Brennern zu
verbessern und einen Folgebrenner mit einer thermischen Leistung von 2,5 MW zu
konstruieren und detailliert in der zuvor genannten Versuchsanlage zu testen. Wahrend der
Bearbeitung der einzelnen Projekte kristallisierte sich heraus, dass besonders im Bereich der
Strahlungssimulation  (Strahlungseigenschaften von Gas-Feststoff-Gemischen) neue
beziehungsweise modifizierte Modelle notwendig sind, um die Strahlungssituation in Oxyfuel-

Kesseln genauer berechnen zu kénnen.
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Neben der allgemeinen Beschreibung des derzeitigen Standes der Technik in Bezug auf den
Oxyfuel-Prozess werden im folgenden Abschnitt aktuelle Brennerdesigns und deren
Auslegungskriterien genauer erlautert. Ebenfalls werden derzeit gangige Modellansatze und
die zugrundeliegenden Versuchsdaten zur numerischen Simulation von Oxyfuel-Flammen

beschrieben.

In Abschnitt 3 werden sowohl die Versuchsanlage ,Fo.Sper® der Fa. ENEL und die
eingesetzte Messtechnik als auch das neue Brennerdesign, die durchgefuhrten Versuche
und die Versuchsergebnisse genauer beschrieben. Auf Basis der Messdaten werden die

Randbedingungen flur die numerische Simulation abgeleitet.

In weiterer Folge wird detailliert auf die Strahlungseigenschaften sowohl der Gas- als auch
der Partikelphase eingegangen. Dabei werden theoretische Ansatze zur Berechnung der
Warmestrahlung von Gasen und den Strahlungseigenschaften von Partikeln zur Ableitung

der einzelnen Strahlungsmodelle beziehungsweise Modellparameter verwendet.

Zur Uberpriifung der neu berechneten Modellparameter wurden diese in das kommerzielle
Simulationsprogramm ANSYS Fluent implementiert und die Simulationsergebnisse mit den

aus den Versuchen erhaltenen Messdaten verglichen.
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2 Stand der Technik

Wahrend die Oxyfuel-Technologie im Rahmen der CCS-Technologien seit den achtziger
Jahren des vorigen Jahrhunderts diskutiert wird (Davidson, Santos 2010), wurde diese im
Bereich der Hochtemperaturtechnik, wie zum Beispiel der Glaserzeugung oder Metall-

verarbeitung, bereits deutlich friher angewendet (Baukal 2003).

Wie bereits im vorhergehenden Abschnitt angefiuhrt, ist die Oxyfuel-Technologie aufgrund
der hohen spezifischen CO,-Emissionen bei der Kohleverbrennung von besonderem
Interesse. In Abbildung 2-1 ist ein Prinzip-Schaltbild eines konventionellen kohlenstaub-

gefeuerten Kessels mit den zusatzlich notwendigen Komponenten dargestellit.
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Abbildung 2-1: Mégliches Schaltbild eines kohlenstaubgefeuerten Oxyfuel-Prozesses. LZA:
Luftzerlegungsanlage, SCR: Selective Catalytic Reduction (Entstickung), DeSOXx:
Entschwefelung (vgl. Toftegaard et al. 2010)

Die punktierten Linien stellen die zuséatzlichen Komponenten fur den Oxyfuel-Prozess im
Vergleich zu einem konventionellen Kessel dar. Es ist ersichtlich, dass neben den
Hauptkomponenten eines konventionellen Kraftwerks zusatzliche Aggregate implementiert
werden missen. Zur Bereitstellung des reinen Sauerstoffs (>95 Vol.% O,) werden derzeit
hauptséchlich konventionelle kryogene Luftzerlegungsanlagen (LZA) vorgesehen, da diese
bereits auch fir groBere Sauerstoffmassenstrome den Stand der Technik darstellen
(Higginbotham et al. 2011, Kownatzki et al. 2011). Da die Reinheit des Sauerstoffs einen
direkten Einfluss auf die CO,-Aufbereitung hat, kann ein Optimum in Bezug auf den

Energiebedarf beider Komponenten berechnet werden, das sich, unter Beriicksichtigung der
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Luftinfiltration, bei etwa 95 Vol.% O, einstellt (Toftegaard et al. 2010). Bei der CO,-
Reinigung, zum Beispiel durch kryogene Destillation, werden die Verunreinigungen, die nach
der Kondensation des Wasserdampfes im Rauchgas noch vorhanden sind, noch vor der
Verdichtung entfernt. Diese stammen von der verwendeten Kohle, der Luftinfiltration und
dem Sauerstoffiberschuss nach der Verbrennung. Die geforderte Reinheit des
Kohlendioxids hangt mafR3geblich von der geforderten Reinheit fur die jeweilige Lagerstatte
ab, wobei es diesbeziglich noch keine klaren Vorgaben gibt (Kownatzki et al. 2011,
Toftegaard et al. 2010). Die Unreinheiten beeinflussen in weiterer Folge die CO,-
Kompression (100-110 bar, >31,1 °C, Uberkritisch), da der kritische Druck bei verunreinigtem
CO, ansteigt.

Neben den zusatzlich benttigten Komponenten fiir den Oxyfuel-Prozess verdndern sich
aufgrund der veranderten Rauchgaszusammensetzung ebenfalls die Betriebsbedingungen
des Kessels und der Rauchgaslinie im Vergleich zu einem konventionellen Kraftwerk. Durch
den deutlich héheren Anteil von CO, sind die spezifische Warmekapazitat und Dichte des
Rauchgases deutlich groRer. Ebenso verandern sich die Strahlungseigenschaften durch die
hoheren Partialdriicke von CO, und H,O (Scheffknecht 2009).

Bei der Kesseltechnologie besteht das Grundproblem des Oxyfuel-Prozesses darin, dass
durch das Verbrennen mit reinem Sauerstoff die Verbrennungstemperaturen deutlich Uber
der adiabaten Verbrennungstemperatur von konventionellen Feuerungen liegen. Um die
maximal zulassigen Temperaturen nicht zu Gberschreiten, wird in der Regel das Konzept der
Rauchgasrezirkulation angewendet, wodurch ein ahnlich temperatursenkender Effekt wie der
durch Luftstickstoff erreicht wird. Wie viel Rauchgas rezirkuliert werden muss, ist jedoch vom
Auslegungskonzept des Kraftwerkes abhangig. Einerseits werden bereits existierende
Kraftwerke fur den Oxyfuel-Betrieb umgerustet (z.B. Callide, vgl. Spero 2009; Young-dong,
vgl. Kim, Lee 2009), andererseits werden neue Kohlekraftwerke speziell fur den Oxyfuel-
Betrieb mit Rauchgasrezirkulation geplant (z.B. Janschwalde, vgl. Hultgvist et al. 2009; Black
Hills, vgl. McCauley 2009).

Fiar die Umrlstung eines konventionellen Kraftwerkes auf Basis der Oxyfuel-Technologie
muissen einige Randbedingungen eingehalten werden, um einen effizienten Betrieb zu
gewabhrleisten. Durch die veranderte Strahlungssituation im Kessel (héhere CO,- und H,O-
Partialdriicke) muss darauf geachtet werden, dass die maximal zulassige Warmestromdichte
im Verdampfer nicht Uberschritten wird. Des Weiteren ist es notwendig, dass der
Volumenstrom innerhalb des Kessels anndhernd konstant gehalten wird, um einerseits in
den konvektiven Warmetbertragungszonen ahnliche Warmestrome realisieren zu kdnnen

und andererseits den Austrag von Flugasche aus dem Kessel zu gewdhrleisten. Ebenso
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muissen die Flammenform und die Flammenlange im Oxyfuel-Betrieb jenen im

konventionellen Betrieb ahnlich sein (Tigges et al. 2009, Kakaras et al. 2007).

In Abbildung 2-2 sind zwei derzeit gangige Kesselbauformen dargestellt, um die Zuordnung
von Strahlungs- und Konvektionsheizflachen (rot bzw. gelb markierte Bereiche) zu
veranschaulichen. Meist wird lediglich der Verdampfer als Strahlungsheizflache ausgefuhrt,
wobei nur ein Teil der Rohroberflache im Strahlungsaustausch mit der Brennkammer steht.
Da bei konvektiven Heizflachen die vollstandige Rohrflache wirksam ist, Uberwiegt bereits
bei Temperaturen unter 1200°C die konvektive Wéarmedibertragung (Strauf3 2009).
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Abbildung 2-2: Zwangdurchlaufdampferzeuger mit Tangentialfeuerung mit einfacher
Zwischenuberhitzung (links, vgl. Straul® 2009) und 1 1/2-Zug-
Naturumlaufdampferzeuger mit Frontfeuerung (rechts, vgl. Effenberger 2000)

Handelt es sich beim Kraftwerkskonzept um eine Neuauslegung beziehungsweise um einen
Neubau, kann die Kesselgeometrie den neuen Randbedingungen in Bezug auf

Volumenstrome und Strahlungssituation im Kessel adaptiert werden.

In Abbildung 2-3 sind exemplarisch die Anderungen der adiabaten Flammentemperatur, des
Strahlungsanteils der Warmeubertragung und des Volumenstroms bei der Oxyfuel-
Verbrennung in Abhé&ngigkeit von der Rezirkulationsrate (feuchtes Rauchgas, 200°C) fur
Steinkohle (Anhang 9) dargestellt. Ohne Rauchgasrezirkulation (Rezirkulationsrate=0 %)
steigen die Verbrennungstemperaturen im Vergleich zu einem mit Luft berechneten Fall bei
gleicher Stochiometrie (A=1.05) erheblich an. Um eine maximal zuldssige Rauchgas-
temperatur von 1200°C am Ubergang der Strahlungs- zu den Konvektionsheizflachen nicht

zu Uberschreiten und um eine ahnliche Aufteilung der Warmeulbertragungsanteile wie im
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luftgefeuerten Fall zu erreichen, ware in diesem Fall eine Rezirkulationsrate von 74,65 %
notwendig (entspricht einem O,-Gehalt von ca. 26,7 Vol.% trocken im rezirkulierten
Rauchgas). Somit kann der Strahlungsanteil durch die Rauchgasrezirkulation entscheidend

gesenkt werden.
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Abbildung 2-3: Normalisierte Berechnungswerte der adiabaten Flammentemperatur, des
Strahlungsanteils und des Volumenstroms bezogen auf einen mit Luft berechneten
Fall

Soll jedoch der gleiche Volumenstrom wie im luftgefeuerten Fall realisiert werden, so musste
die Rezirkulationsrate auf ca. 78 % gesteigert werden, wodurch die Kesselaustritts-
temperatur deutlich sinkt und die Wéarmeubertragung durch Strahlung abnimmt. Bei einer
Neuauslegung des Kessels konnte die Rezirkulationsrate im Vergleich zum Umristungsfall
gesenkt werden, wodurch der durch Strahlung abgefiihrte Anteil ansteigt. Bei einer
Rezirkulationsrate von ca. 68 % wird eine vergleichbare adiabate Flammentemperatur zum
Referenzfall erreicht (vgl. Scheffknecht 2009). Das theoretische untere Limit der
Rauchgasrezirkulation wird durch den fir den Kohlenstaubtransport notwendigen
Rauchgasvolumenstrom erreicht (Annahme: Massenstromverhaltnis von Trégergas zu
Brennstoff betragt 2, typische Werte liegen zwischen 1,8 und 3 (Zelkowski 2004). Wie in
Abbildung 2-3 ersichtlich ist, ist der Anteil der Warmeubertragung durch Strahlung infolge der
sehr hohen Temperaturen in diesem Bereich bereits deutlich grol3er, woraus Probleme in
Bezug auf einsetzbare Materialien im Brennermundungsbereich und der Brennkammer im

Allgemeinen entstehen konnen.
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Aufgrund der veranderten Betriebsbedingungen kommt ebenfalls den Brennern eine
besondere Bedeutung zu, da nur durch eine geeignete Flammengeometrie eine

gleichméaRige Warmestromdichte innerhalb der Brennkammer erzeugt werden kann.

2.1 Kohlenstaubbrenner

Obwohl auch im Bereich der Kohleverbrennung mit reinem Sauerstoff Tangentialfeuerungen
zum Einsatz kommen (Marion et al. 2009), werden derzeit hauptsachlich Drallstufenbrenner
(Rundbrenner mit Drall und gestufter Volumenstromzufuhrung, siehe Abschnitt 3.2, Seite 26)
genauer untersucht (Davidson, Santos 2010). Dies liegt durchwegs darin begriindet, dass
aufgrund der hohen Variabilitit von Rundstrahlbrennern der Kesselbetrieb sowohl

konventionell mit Luft als auch mit reinem Sauerstoff realisierbar ist.

Erste Versuche mit Drallstufenbrennern fiir den Oxyfuel-Betrieb wurden bereits Mitte der
neunziger Jahre im Rahmen des EU-Projektes Joule 1l (Joint Opportunities for
Unconventional or Long-Term Energy Supply) durchgefihrt (Europdische Kommission
1997). Im Rahmen des Programms wurden an unterschiedlichen Versuchsanlagen
(thermische Leistung 0,3-3 MW) experimentelle Untersuchungen durchgefihrt, um
einerseits die grundsatzliche Durchfihrbarkeit des Oxyfuel-Betriebs zu Uberprifen und
andererseits aus den erhaltenen Daten Grundlagen fur weitere technologische und
okonomische Uberlegungen fiir die Umriistung eines konventionellen Kohlekraftwerks

abzuleiten.

Neben den bisher beschriebenen Regelmechanismen bei Rundstrahlbrennern ergibt sich
beim Oxyfuel-Betrieb ein weiterer Freiheitsgrad durch die Beimischung von reinem
Sauerstoff, wobei dieser entweder einzelnen Volumenstromen beigemischt oder direkt in den
Brennermindungsbereich injiziert werden kann, wie dies bei den ersten Oxyfuel-
Versuchskampagnen der Fall war (Woycenko et al. 1994, Kimura et al. 1995). Wahrend der
Versuche stellte sich heraus, dass durch die gezielte Sauerstoffinjektion in den
Brennermindungsbereich deutlich stabilere Flammen generiert werden konnen und ein
deutlich besserer Ausbrand des Brennstoffes erreicht wird. Deshalb wurden auch in weiterer
Folge bei Low-NO-Brennerweiterentwicklungen haufig Sauerstoffinjektionslanzen oder
eigens dafir vorgesehene koaxial angeordnete Kanédle im Bereich des Brennstoffkanals
vorgesehen (Chui et al. 2004, Fry et al. 2011, Cumbo et al. 2009, Kluger et al. 2009,
Woycenko et al. 1994).

Wahrend im Rahmen der ersten Oxyfuel-Versuche von instabilen Flammen bei keiner
Sauerstoffinjektion und reiner Beimischung des bendtigten Sauerstoffs zu einzelnen

Volumenstromen berichtet wurde, wurden in den letzten Jahren einige Brenner vorgestellt,
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die ohne Sauerstoffinjektion betrieben werden kénnen (Tigges et al. 2009, Rehfeldt et al.
2011b, Habermehl et al. 2011).

Zu Beginn der Entwicklung von Oxyfuel-Kohlenstaubbrennern war der Fokus zunachst auf
die Flammenstabilitat und maoglichst vollstandigen Ausbrand des Brennstoffes gerichtet. In
den letzten Jahren wurde er auf die Reduktion der Schadstoffemissionen durch

Primarmallnahmen erweitert.

Wahrend die SO,-Emissionen im Vergleich zur konventionellen Verbrennung mit Luft beim
Oxyfuel-Prozess naherungsweise gleich bleiben (Buhre et al. 2005), konnen die NOx-
Emissionen durch gezielte Sauerstoffzufiihrung deutlich verringert werden (Mackrory 2008).
Dadurch sollte es bei einer spezifischen Auslegung des Brenners fur Oxyfuel-Bedingungen
mdoglich sein, dass die NO,-Emissionen unter die gesetzlich geregelten Grenzwerte gesenkt
werden kdnnen (Chéatel-Pélage et al. 2006). Nach den derzeit giltigen Bestimmungen in
Osterreich (BGBI. | Nr. 65/2010 2010) werden die Emissionsgrenzwerte auf Normkubikmeter
bezogen, wodurch sich unterschiedliche Grenzwerte ergeben. Um dennoch leicht
vergleichbare Ergebnisse zu erhalten, werden die Emissionsgrenzwerte auf die eingebrachte
thermische Energie referenziert (Burchhardt, Radunsky 2007). Somit ergibt sich ein
Emissionsgrenzwert fir kohlegefeuerte Kesselanlagen mit einer thermischen Leistung von
Uber 500 MW von 75 mg-MJ™. Wird dieser Grenzwert unterschritten, muss keine zuséatzliche
Rauchgasentschwefelungsanlage vorgesehen werden, wodurch die Investitionskosten

deutlich gesenkt werden kdnnten.

Die Bildungsmechanismen von Stickoxiden im Oxyfuel-Betrieb sind bisher noch nicht
ganzlich geklart (Mackrory, Tree 2008). Es wird jedoch davon ausgegangen, dass durch die
geringeren Partialdricke von Stickstoff und dem bereits vorhandenen NO, im rezirkulierten
Rauchgas bei entsprechend hohen Temperaturen (>1200K) die Zeldovich-Reaktionen
(thermische NO,-Bildung) invers ablaufen (Andersson et al. 2008). Des Weiteren wird die
Bildung von Brennstoff-NO, durch das im rezirkulierten Rauchgas enthaltene NO, reduziert,
wobei dieser Effekt mit steigenden O,-Konzentrationen geringer wird (Liu et al. 2005).
Obwohl in der Literatur von hoheren NO,-Konzentrationen im Rauchgas bei
Sauerstoffinjektion berichtet wird (Cumbo et al. 2009), wurden bei fir den Oxyfuel-Betrieb
ausgelegten Brennern deutlich geringere NO,-Emissionen dokumentiert (Chéatel-Pélage et al.
2006).

Aus den bisherigen Erfahrungen kann geschlossen werden, dass einerseits derzeit
verwendete Low-NO,-Kohlenstaubbrenner (siehe Abbildung 3-9, Seite 29) auch fir den

Oxyfuel-Betrieb eingesetzt werden kdnnen. Es erscheint jedoch sinnvoll, die Low-NOy-
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Brenner in Bezug auf die Sauerstoffinjektion zu optimieren, um die zuvor angefiihrten NO,

senkenden Effekte nutzen zu kdnnen (Chatel-Pélage et al. 2006).

In Anhang C ist eine Ubersicht zu durchgefiihrten Projekten in Bezug auf mdgliche
Brennerdesigns angefiihrt. Trotz der durchgefiihrten Versuche mit Kohlenstaubbrennern im
Oxyfuel-Betrieb sind dennoch kaum Erfahrungen bei Grof3anlagen vorhanden, wodurch die
Auslegung eines Oxyfuel-Kessels deutlich erschwert wird. Daher kommt der numerischen
Simulation bei der Entwicklung von neuen Kraftwerkskonzepten eine besondere Bedeutung
zu, um fir die Auslegung und Konstruktion von Oxyfuel-Kesseln relevante Eckdaten zu
erhalten. Im folgenden Abschnitt wird auf den derzeitigen Stand der numerischen Simulation
in Bezug auf die Oxyfuel-Technologie und im Speziellen im Bereich der Kesselsimulation

eingegangen.

2.2 Numerische Simulation von Oxyfuel-Kohlenstaubflammen

Die rasche Entwicklung der Rechnerleistung und der damit einhergehenden stetigen
Weiterentwicklung von genaueren Modellen zur Berechnung von einzelnen
Systemkomponenten haben dazu gefihrt, dass die numerische Simulation ein wichtiges
Werkzeug neben der experimentellen Erforschung zur Auslegung beziehungsweise
Optimierung dieser Komponenten geworden ist. Diese Entwicklung ist darauf
zurickzufuhren, dass im Speziellen bei grofRen Anlagen, wie zum Beispiel kalorischen
Kraftwerken, experimentelle Untersuchungen deutlich kostenintensiver im Vergleich zu
Simulationen sind und somit Simulationsmodelle auch in der Industrie verstérkt verwendet
werden. Diese Tendenz wird zusatzlich durch kommerziell angebotene Simulations-
programme unterstiitzt, die bereits Uber eine umfassende Modellbibliothek verfigen und
somit die Mdoglichkeit bieten, bei korrekter Anwendung, qualitativ hochwertige und

physikalisch reprasentative Ergebnisse zu erhalten.

Zur Simulation eines kohlenstaubgefeuerten Feuerraumes ist (je nach Detailierungsgrad)
eine Vielzahl von Modellen, die miteinander gekoppelt sind, notwendig. Allgemein missen
fur eine derartige Simulationsaufgabe zumindest folgende Mechanismen bericksichtigt

werden (Epple et al. 2009):
o Modell zur Berechnung der turbulenten Strdmung
o Modell zur Berechnung der Kohlenstaubpartikelbewegung
o Modelle zur Berechnung der Verbrennungsmechanismen:
o Pyrolyse der Kohlepartikel

o Heterogene Verbrennung (Kokspartikel)
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o Homogene Verbrennung (Gasphase)
e Modelle zur Berechnung der Warmeubertragung:
o Konvektive Warmedubertragung
o Strahlungswarmeubertragung:
= Partikelstrahlung
= Gasstrahlung
e Modelle zur Berechnung der Schadstoffbildung

Die Schwierigkeit bei derartigen Simulationsaufgaben liegt darin, dass durch die geringen
Erfahrungswerte und den somit fehlenden Referenzwerten bei groftechnischen
kohlenstaubgefeuerten Oxyfuel-Anlagen eine Uberpriifung des Gesamtmodells nicht oder
nur eingeschrankt mdoglich ist. Daher ist man auf den Vergleich der numerischen
Gesamtsimulation mit experimentellen Untersuchungen im Labormalistab oder
semiindustriellen MaRRstab (<5 MWy,) oder spezifische Untersuchungen limitiert, wobei auf
Basis der einzeln Uberpriften Modelle nicht a priori davon ausgegangen werden kann, dass
das Gesamtmodell die tatsachlich auftretenden physikalischen Verhéaltnisse akkurat darstellt.
Deshalb bedarf es einer umsichtigen und kritischen Interpretation der berechneten

Ergebnisse (Ferziger, Peri¢ 2008).

Bei der numerischen Simulation von Oxyfuel-Kesseln kann davon ausgegangen werden,
dass die zur Berechnung von konventionellen Kohlenstaubfeuerungen verwendeten Modelle
gleich bleiben und lediglich die Parameter den veradnderten Betriebsbedingungen angepasst
werden mussen. Dieser Ansatz spiegelt sich ebenfalls bei derzeit géngigen
Simulationsansétzen wieder (in Anhang D sind derzeit aktuelle numerische Simulationen und
die verwendeten Submodelle in Bezug auf kohlenstaubgefeuerte Oxyfuel-Prozesse
angefuhrt). Bei den angefuhrten Beispielen handelt es sich um durchgefihrte
Gesamtsimulationen von Oxyfuel-gefeuerten Brennkammern, wobei vorhandene Versuchs-
anlagen simuliert wurden und somit die Berechnungsergebnisse den Versuchsergebnissen
gegenibergestellt werden konnten. Aufgrund der Vielzahl von Submodellen kann an dieser
Stelle lediglich ein kurzer Uberblick gegeben werden. In Abschnitt 5 wird in weiterer Folge

genauer auf die verwendeten Modelle eingegangen.

Verbrennungsprozesse werden meist von der vorliegenden Turbulenz dominiert, die
einerseits die chemischen Reaktionen und andererseits den konvektiven Warmetransport
stark beeinflusst. Im Bereich der Turbulenzmodellierung wird nach wie vor haufig das
Standard-k-e-Modell verwendet (Chui et al. 2003, Al-Abbas et al. 2011, Habermehl et al.
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2011). Wie jedoch unter anderem Untersuchungen von Brunetti (Brunetti et al. 2009) zeigen,
konnen genauere Berechnungsergebnisse mit dem Renormalization-Group (RNG) k-¢-
Modell oder dem relizable-k-e-Modell erzielt werden. Ebenso wird das Reynolds Stress
Modell (RSM) eingesetzt (Brunetti et al. 2009, Edge et al. 2010), wobei der
Berechnungsaufwand gegentber den k-e-Modellen deutlich steigt und abzuwéagen ist, ob der
hohere Berechnungsaufwand durch die erhaltenen Ergebnisse gerechtfertigt ist. Aufgrund
der hohen Komplexitat der numerischen Simulation von Kohlenstaubflammen wurden bisher
kaum Large-Eddy-Simulationsansatze (LES) in diesem Bereich eingesetzt (Edge et al.
2010), da der Berechnungsaufwand im Vergleich zum RSM nochmals deutlich héher liegt.
Bei den verwendeten Turbulenzmodellen handelt es sich durchwegs um Modelle, die

standardmaRig in kommerzielle Berechnungsprogramme implementiert sind.

Zur Berechnung der homogenen Gasphasenreaktionen werden derzeit zwei unterschiedliche
Modellansatze eingesetzt. Haufig wird zur Simulation der homogenen Gasphasenreaktion
das Finite-Rate/Eddy-Dissipation-Modell eingesetzt (Edge et al. 2010, Brunetti et al. 2009,
Habermehl et al. 2011). Bei diesem Modellansatz wird die Turbulenz-Reaktionsinteraktion
durch zwei Gleichungen beschrieben (Magnussen 1981). Bei nicht vorgemischten Flammen
wird davon ausgegangen, dass der Mischvorgang von Brennstoff und Oxidator im Vergleich
zu den chemischen Reaktionen langsamer stattfindet. Die Reaktionsrate wird zum einen auf
Basis der Geschwindigkeit des Mischvorgangs berechnet (Turbulenz). Um zu verhindern,
dass bei teilvorgemischten Flammen der Verbrennungsprozess bereits bei Eintritt in das
Berechnungsgebiet beginnt, wird zum anderen zusatzlich die Reaktionsrate anhand einer
Arrhenius-Gleichung berechnet. Die Nettoreaktionsgeschwindigkeit wird durch den kleineren
berechneten Wert der beiden Ansatze bestimmt. Da in der Regel die Eintrittstemperaturen in
den Brenner sehr gering sind, dominiert in diesem Bereich der Arrhenius-Ansatz. Erst im
Bereich hoher Temperaturen (zum Beispiel dem Brennermindungsbereich) limitiert die
Reaktionsrate des Eddy-Dissipation-Modells die Verbrennungsgeschwindigkeit, wodurch
verhindert wird, dass ein friihzeitiges Zinden des Brennstoffes stattfindet (Ansys 2011a). Zur
Berechnung des chemischen Umsatzes werden entweder die in kommerzielle
Simulationsprogramme implementierten Reaktionsgleichungen verwendet oder den Oxyfuel-

Bedingungen angepasste Reaktionsgleichungen (Toporov et al. 2008).

Eine weitere Moglichkeit zur Berechnung der Rauchgaszusammensetzung bietet das Non-
Premixed-Combustion-Modell (Chui et al. 2004, Khare et al. 2008). Bei diesem Modellansatz
wird davon ausgegangen, dass ebenso wie beim Eddy-Dissipation-Modell die chemischen
Reaktionen von der Mischungsgeschwindigkeit limitiert sind. Anstatt einzelne Gleichungen
fur die jeweilige Spezies zu berechnen, werden die Spezieskonzentrationen anhand eines

Mischungsbruches und einer zuvor berechneten Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionstabelle,
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in diesem speziellen Fall auf Basis der Minimierung der Gibbs‘schen Energie, berechnet. In
ANSYS Fluent ist es notwendig, den Oxidator und den Brennstoff getrennt voneinander in
die Brennkammer einzubringen, wobei zuséatzlich ein dritter Stoffstrom, das rezirkulierte
Rauchgas, eingefiihrt werden muss. Durch die programmbedingten Limitationen ist es bei
einem Dreistromsystem lediglich mdglich, die Rauchgaszusammensetzung auf Basis des
chemischen Gleichgewichts zu berechnen. Aufgrund der zuvor berechneten Tabellenwerte
ist die Berechnung der Rauchgaszusammensetzung weniger rechenzeitintensiv, wodurch
wiederum unter Abwagung der geforderten Genauigkeit deutlich  schneller
Berechnungsergebnisse im Vergleich zum Finite-Rate/Eddy-Dissipation-Modell erzielt
werden kénnen (Ansys 2011a).

Aufgrund der veranderten Brennkammerbedingungen lag in den letzten Jahren der Fokus im
Bereich der Weiterentwicklung von Submodellen speziell beim Kohlenstaubabbrand
(Murphy, Shaddix 2006, Shaddix, Molina 2010, Molina, Shaddix 2007, Toftegaard et al.
2010, Bejarano, Levendis 2008, Liu et al. 2006, Brix et al. 2010) und der Berechnung der
Strahlungseigenschaften der Gasphase (Johansson et al. 2010, Krishnamoorthy et al. 2010,
Gupta et al. 2006). Aufgrund der starken Unterschiede bei den einzelnen Kohlen, ist es
jedoch nach wie vor schwierig, ein allgemeines Modell fiir die Verbrennungsvorgange wie
Pyrolyse und Koksabbrand anzugeben, infolgedessen die Komplexitat der Modelle stark

variieren kann.

Bei unterschiedlichen Untersuchungen in Bezug auf die Pyrolyse wurden widersprichliche
Ergebnisse publiziert. Wahrend bei einigen Untersuchungen der Pyrolyse im Vergleich zu
konventionellen Verbrennungsatmospharen kaum Unterschiede festgestellt werden konnten
(Borrego, Alvarez 2007, Brix et al. 2010), wird in anderen Publikationen von signifikanten
Unterschieden bei der Pyrolyse bei Oxyfuel- und Luft-Atmosphéaren berichtet, wobei bei
Oxyfuel-Atmospharen sowohl héhere (Rathnam et al. 2009) als auch geringere CO,-
Konzentrationen gemessen wurden (Borrego, Alvarez 2007). Die hodheren CO,-
Konzentrationen werden auf einen mdglichen Vergasungsprozess zurtickgefuhrt, der
wahrend der Pyrolyse durch die erhohte CO,-Konzentration in der Brennkammer durch das
rezirkulierte Rauchgas mit dem Restkoks stattfindet. Untersuchungen von Brix (Brix et al.
2010) weisen jedoch darauf hin, dass dies mdglicherweise an der jeweiligen
Versuchsanordnung liegen koénnte (Aufheizrate, Temperatur des Tragergases und
Verweilzeit) und somit nicht zwingend ein Vergasungsprozess wéhrend der Pyrolyse
vorliegen muss. Ein haufig eingesetztes Modell zur Berechnung des Pyrolyseprozesses ist
das Single-Kinetic-Rate-Modell (Badzioch, Hawksley 1970). Bei diesem Modell wird
vorausgesetzt, dass die Freisetzung der fliichtigen Bestandteile des Kohlenstaubpartikels

linear von den im Partikel verbleibenden flichtigen Bestandteilen abhangt, wobei die
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Reaktionsrate anhand einer Arrhenius-Gleichung berechnet wird. Fir dieses Modell sind
allerdings experimentelle Daten zur jeweiligen Kohle notwendig. Aufgrund der geringen
Unterschiede in Bezug auf die Freisetzungsgeschwindigkeit zwischen Oxyfuel- und
konventionellen Bedingungen werden einerseits Parameter von in konventioneller
Atmosphéare untersuchten Kohlen (Al-Abbas et al. 2011) oder spezifisch fur den Oxyfuel-
Prozess untersuchte Kohlen (Khare et al. 2008) verwendet. Sollen anhand der numerischen
Berechnungen Untersuchungen in Bezug auf den Zindzeitpunkt durchgefiihrt werden, kam
ebenfalls das Chemical-Percolation-Devolatilization-Modell (CPD-Modell) zum Einsatz
(Fletcher et al. 1992). Bei diesem Modell werden auf Basis der chemischen Struktur der
Kohle die Anteile der leicht fliichtigen und langkettigen Kohlenwasserstoffe berechnet. Um
Berechnungen durchfuihren zu kénnen, sind lediglich Strukturparameter der jeweiligen Kohle

notwendig, die teilweise in tabellarischer Form vorliegen (Fletcher et al. 1992).

Neben der Pyrolyse wurde ebenfalls der Restkoksabbrand im Detail untersucht (Rathnam et
al. 2009, Brix et al. 2010, Bejarano, Levendis 2008, Hercog et al. 2011, Murphy, Shaddix
2006, Shaddix et al. 2009). Im Vergleich zu Sauerstoff-Stickstoff-Atmospharen findet der
Koksabbrand in Oxyfuel-Atmospharen langsamer statt. Dies wird auf die langsamere
Diffusion von O, in CO,-Atmospharen zurlckgefihrt. Wahrend bei einigen
Versuchsergebnissen kein signifikanter Unterschied des Koksabbrands bei CO,/O,- und
N,/O,-Atmospharen festgestellt wurde (Brix et al. 2010, Bejarano, Levendis 2008), wurden
ebenfalls héhere CO,-Konzentration und geringere Restkohlenstoffanteile in der Asche bei
Oxyfuel-Bedingungen gemessen (Rathnam et al. 2009). Als mdgliche Ursache wird
diesbeziglich die Boudouard-Reaktion genannt (Scheffknecht et al. 2011). Wie grof3 der
tatséchliche Einfluss der Vergasung auf den Koksabbrand ist, ist jedoch nicht restlos geklart,
wobei Untersuchungen von Shaddix zeigen, dass unter bestimmten Voraussetzungen
(geringe O,-Konzentrationen, hohe Temperaturen und Verweilzeiten) der Einfluss von CO,
auf den Koksabbrand relevant sein kann (Shaddix et al. 2009). Aus diesem Grund werden
lediglich bei Berechnungen mit dem Ziel den Kohlenstoffgehalt der Asche und die CO-
Konzentrationen im Rauchgas genauer zu bestimmen, neben der Oxidation des Kohlenstoffs
die Boudouard-Reaktion und heterogene Wassergasshift-Reaktion zusatzlich berticksichtigt
(Toporov et al. 2008, Habermehl et al. 2011). Aufgrund des h6heren Berechnungsaufwands
bei Verwendung der Einzelreaktionen wird jedoch haufig das einfachere Kinetics-Diffusion-
Limited-Surface-Reaction-Modell verwendet (Baum, Street 1971), bei dem lediglich die
Oxidation des Kohlenstoffs bericksichtigt wird. Durch die zu erwartenden Temperaturen und
0O,-Konzentrationen im Brennerbereich kann der Koksabbrand entweder durch die
Grenzschichtdiffusion oder durch die Reaktionsgeschwindigkeit und innere Porendiffusion

limitiert sein (Wall et al. 2009), wobei bei Oxyfuel-Bedingungen der Koksabbrand langsamer
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stattfindet. Daher ist es notwendig, die erforderlichen Modellparameter empirisch zu
bestimmen, wobei diesbeziiglich einige Untersuchungen mit unterschiedlichen Kohlen
durchgefuhrt wurden (Murphy, Shaddix 2006, Karlstrom et al. 2011) und somit notfalls darauf

zurickgegriffen werden kann.

Obwohl bereits modifizierte Modelle zur Berechnung der Strahlungseigenschaften der
Gasphase abgeleitet wurden (Johansson et al. 2010, Johansson et al. 2011, Rehfeldt et al.
2011a), gestaltet sich die Implementierung dieser Modelle in die Berechnungsroutine als
schwierig, demzufolge haufig auf die in das Simulationsprogramm implementierten
Berechnungsroutinen zuriickgegriffen wird (Khare et al. 2008, Al-Abbas et al. 2011, Brunetti
et al. 2009). Aufgrund des geringen zusatzlichen Berechnungsaufwands werden haufig
modifizierte Modellparameter fir das Weighted-Sum-of Grey-Gases-Modell (WSGGM, meist
3-4 Modellgleichungen Kangwanpongpan et al. 2011, Edge et al. 2010) oder Exponential-
Wide-Band-Modelle (EWBM, meist 6-10 Modellgleichungen; Habermehl et al. 2011)
verwendet. In Abschnitt 4.1 wird genauer auf mégliche Berechnungsansatze und in Abschnitt
5.2 auf in ANSYS Fluent implementierte L&sungsansadtze zur Berechnung der

Strahlungstransfergleichung eingegangen.

Da neben der Gasstrahlung ebenfalls die in der Brennkammer befindlichen Partikel Einfluss
auf die Strahlung nehmen, muss die Partikel-Strahlungs-Interaktion ebenfalls bertcksichtigt
werden (Scheffknecht et al. 2011). Bei den im Anhang D angefiihrten Simulationen ist jedoch
haufig kein Hinweis auf die Bertcksichtigung der Strahlungsinteraktion mit Partikeln zu
finden. Ebenso werden im Falle einer Bericksichtigung der Strahlungsinteraktion mit
Partikeln keine genaueren Hinweise auf die gewahlten Parameter gegeben. In
Ubersichtsarbeiten werden mogliche Berechnungsansitze auf Basis der Mie-Theorie
angefuhrt, wobei in deren Rahmen nicht genauer darauf eingegangen wird (Scheffknecht et
al. 2011, Edge et al. 2011). In Abschnitt 4.2 wird daher ein mdglicher Berechnungsansatz zur

Abschatzung der Strahlungseigenschaften von Partikeln prasentiert.
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3 Oxyfuel-Versuche mit einem 2,5 MWy, Kohlenstaubbrenner

In diesem Abschnitt wird zu Beginn die Versuchsanlage fir die 2,5 MWy, Brennertests
beschrieben. In weiterer Folge werden allgemeine Grundlagen zur Kohlenstaub-
brennerkonstruktion und der am Institut fir Warmetechnik entwickelte Brenner, sowie die
Versuchsdurchfuhrung und die Versuchsergebnisse erlautert. AbschlieBend werden die far

die numerische Simulation notwendigen Randbedingungen abgeleitet.

3.1 Versuchsanlage Fo.Sper

Bei der fur die Brennertests verwendeten Versuchsanlage handelt es sich um eine
modifizierte International Flame Research Foundation (IFRF) Brennkammer der Fa. ENEL in
Livorno, Italien. Abbildung 3-1 zeigt die Aul3enansicht der Versuchsanlage mit einigen
Systemkomponenten. Rechts aufRerhalb des Bildes befinden sich die Kohlenstaub-
zudosierungseinheit und die Leitwarte.

Sauerstofftank Gewebefilter Kamin Ruckkuhlanlage
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Abbildung 3-1: Ansicht der Versuchsanlage der Fa. ENEL in Livorno, Italien
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In Abbildung 3-2 ist ein Schema der Versuchsanlage dargestellt. Aufgrund der
vorgenommenen Modifikationen an der Versuchsanlage (blaue und pinke Linien) kann die
Anlage sowohl im konventionellen Luftbetrieb als auch im Oxyfuel-Betrieb betrieben werden.
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Abbildung 3-2: Schema der Versuchsanlage der Fa. ENEL in Livorno, Italien (vgl. Rossi et al.
2009a)

Beim Betrieb mit Luft wird der notwendige Luftvolumenstrom durch zwei Geblase angesaugt.
Der Primarstrom kann durch einen Vorwarmer auf 70°C vorgewarmt werden, wobei der
Massenstrom bei etwa 500 kg/h liegt. Der Massenstrom ist jedoch als Richtwert zu sehen, da
je nach Rauchgastemperatur ein dementsprechender Volumenstrom eingestellt werden
muss, um einen einwandfreien Kohlenstaubtransport durch die Verbindungsleitung von der
Zudosierungseinheit bis zum Brenner zu gewahrleisten. Der Sekundarstrom kann durch
einen Vorwarmer auf maximal 250°C erwarmt werden. Die Brennkammer ist fir eine
maximale Brennstoffleistung von 5 MW, ausgelegt, wobei 50 % der Warmeleistung
innerhalb der Brennkammer Ubertragen werden. Im Anschluss der Brennkammer befinden
sich ein konvektiver Warmetauscher und ein Ljungstrom-Warmetauscher, um die
Rauchgastemperatur auf maximal 250°C zu senken, da ansonsten die Gewebefilter

beschadigt werden kdnnten.

Bei Oxyfuel-Betrieb wird nach dem Rauchgasfilter ein Teil des Rauchgases durch ein
Geblase angesaugt und zum Kondensator transportiert, in dem der enthaltene Wasserdampf

bei etwa 40°C kondensiert wird. Nach dem Kondensator wird der Rauchgasstrom wiederum
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in den Primar- beziehungsweise Sekundarstrom aufgeteilt. Dem Sekundarstrom kann nach
dem Vorwarmer reiner Sauerstoff zugefuhrt werden. Da die Rauchgasvorwarmtemperatur
limitiert ist und die Sauerstofftemperatur von der Umgebungstemperatur (O,-Verdampfer bei
Umgebungstemperatur) abhangig ist, ist die Austrittstemperatur nach der Beimischung von
der Menge des zugefihrten Sauerstoffs abhangig und liegt zumeist deutlich unter 250°C.
Aus sicherheitstechnischen Grunden ist es nicht moglich, den Sauerstoff direkt mit dem
Primarstrom zu vermischen, da der Primarstrom als Tragermedium fir den Brennstoff
verwendet wird. Aus diesem Grund ist eine weitere Sauerstoffleitung, die direkt zum Brenner
fuhrt, installiert, um den Sauerstoff optional innerhalb des Brenners in den Primarstrom zu
injizieren.

Die Brennkammer der Versuchsanlage besteht aus elf Segmenten (Abbildung 3-3), wobei
die letzten acht Segmente mit sowohl koaxialen Kihlrohren als auch mit einem Kuhlkreislauf
ausgestattet sind. Die AuRenseite ist doppelwandig ausgefihrt, um eine zuséatzliche Kuhlung
mit Wasser realisieren zu kénnen. Die Brennkammer hat eine Innenlange von ca. 6,3 m und
eine Innenquerschnittsflache von 2x2 m2.
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Abbildung 3-3: Darstellung der Versuchsbrennkammer der Fa. ENEL (vgl. Rossi et al.
2009a)

Um Messungen innerhalb der Brennkammer durchflihren zu kénnen, ist jedes Segment mit
einem druckluftbeaufschlagbaren 2-Zoll-Messstutzen ausgestattet. Die zusatzliche Spulung
wahrend des Einfihrens der Messsonde ist notwendig, um zu verhindern, dass heil3e

Rauchgase aus der unter leichtem Uberdruck befindlichen Brennkammer austreten.
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3.1.1 Eingesetzte Messtechnik

Fur den Betrieb der Versuchsanlage wurden die einzelnen Volumenstréme von Primar- und
Sekundarstrom (Blendenmessung) sowie die zugehérigen Temperaturen und Dricke
gemessen. Ebenso wurden die Dricke und Temperaturen nach der Brennkammer, nach
dem Warmetauscher und nach dem Kondensator erfasst. Im Oxyfuel-Betrieb wurden
zusétzlich der Sauerstoffvolumenstrom, Temperatur und Druck fur die jeweilige
Versorgungslinie aufgezeichnet. Zur Kontrolle der Brennkammertemperatur sind in den
einzelnen Segmenten sowohl an der Wandoberflache als auch innerhalb der Dammung
Thermoelemente angebracht. Ebenso wurden fir jeden wassergekihlten Kreislauf die
Austrittstemperatur und die zugehérigen Volumenstrome aufgezeichnet. Die wichtigsten

Messstellen fir den Betrieb der Versuchsanlage sind in Abbildung 3-2 eingezeichnet.

Wahrend der Versuche wurden neben den Messgeraten, die zur Online-Erfassung der
Betriebsparameter fir die Leitwarte notwendig waren, Messgerate zur Erfassung der
Flammentemperatur, des Strahlungswarmestroms, des Gesamtwarmestroms, der
Gaszusammensetzung in der Brennkammer und im Flammenbereich (GA 3) eingesetzt.
Zusatzlich wurde an zwei Messpunkten, einerseits vor dem Vorwarmer der Sekundéarleitung
(GA 1) und andererseits nach der Brennkammer (GA 2), die Gaszusammensetzung des
Rauchgases erfasst (eine Aufstellung der verwendeten Gasanalysatoren findet sich in
Anhang A).

Da die zusatzlich verwendeten Messsonden wichtige Informationen fiir die Uberpriifung der

numerischen Simulation liefern, werden diese im Folgenden kurz erlautert.

3.1.1.1 Absaugsonden-Pyrometer

Die Temperatur in einzelnen Bereichen der Flamme wurde mit einem Absaugsonden-
Pyrometer gemessen. In Abbildung 3-4 ist eine Prinzipskizze der Absaugsonde dargestellt.
Das hier eingesetzte Platin-Rhodium-Thermoelement (Type S) ist bei dieser Ausfihrung
durch eine Keramik gegen chemische Substanzen geschitzt. Zwei weitere koaxial
angeordnete Schutzkeramiken schirmen das Thermoelement gegen die direkte Strahlung
ab. Das Rauchgas wird anhand eines Injektors, der mit Druckluft betrieben wird, Uber das
Thermoelement mit hoher Geschwindigkeit (ca. 100 m-s™) durch die stromabwérts aus-
gerichtete Absaugbohrung abgesaugt, wodurch die gemessene Temperatur ndherungsweise
jener des Rauchgases entspricht. Aufgrund der hohen Absauggeschwindigkeiten kann
jedoch nicht mehr von einer punktuellen Temperaturmessung ausgegangen werden. Nach
Angaben der IFRF wird im Umkreis der Sonde von ca. 2,5 cm das Gas durch die Messung

beeinflusst, woraus ein Mittelwert fir diesen Bereich gemessen wird. Abschéatzungen
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vonseiten der IFRF beziglich der Messunsicherheit ergeben eine maximale Mess-
abweichung von 8,6°C (Biasci, Coraggio 2010). Da jedoch Kohlenstaub als Brennstoff
eingesetzt wird, kommt es laufend zu einer Verschmutzung der Absaugsonde, wodurch

tendenziell die gemessene Temperatur unter jener in der Flamme liegt.

Koaxial Innenliegende
angeordnete Schutzkeramik
Schutzkeramik /

IRE =\‘wﬁ(/ iiiii I o S

Ansaugbohrung Thermoelementspitze w

Rauchgas
Wasser

Abbildung 3-4: Prinzipskizze des Absaugsonden-Pyrometers (vgl. Biasci, Coraggio 2010)

Die Messung des Temperaturprofils innerhalb der Brennkammer und im Speziellen im
Flammenbereich ist fir die Uberprifung des numerischen Gesamtmodells besonders
wichtig, da Aussagen einerseits Uber die Warmefreisetzung und andererseits das

Flammenprofil getroffen werden kénnen.

3.1.1.2 Absaugsonde zur Rauchgasanalyse innerhalb der Brennkammer

Zur Messung der Gaszusammensetzung innerhalb der Flamme wird eine mit Wasser
gekihlte Sonde, die dem Absaug-Pyrometer &hnelt, verwendet. Aufgrund der hohen
Partikelbeladung ist es jedoch erforderlich, einen gréBeren Stromungskanal zu wahlen, um
ein zu schnelles Verlegen des Kanals mit Kohlenstaub zu verhindern. Die
Stromungsgeschwindigkeit wird so gewahlt, dass in moéglichst kurzer Zeit das Rauchgas auf
eine Temperatur abgesenkt wird, bei der keine Reaktionen mehr stattfinden. Dies ist speziell
in jenen Flammenbereichen notwendig, in denen der vollstandige Abbrand der Kohle noch
nicht stattgefunden hat. Die Absaugung des Rauchgases wird ebenso mit einem
druckluftbetriebenen Injektor realisiert. Am Ende der Absaugsonde ist ein beheizbarer
Analyseschlauch angeschlossen, durch den ein Teil des abgesaugten Rauchgases zur

Gasanalyse gelangt (GA 3).

Ebenso wie bei der Temperaturmessung koénnen durch die Messung der

Gaszusammensetzung an verschiedenen Punkten der Brennkammer Daten flr den
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Vergleich mit dem numerischen Simulationsmodell generiert werden. Aufgrund der
Messanordnung kann jedoch nicht gewéhrleistet werden, dass es innerhalb der Sonde zu
keinen weiteren Reaktionen bis zum Unterschreiten der dafiir notwendigen Temperaturen
kommt. Somit sind die Messdaten speziell im Bereich der reaktiven Zone kritisch zu
betrachten. Des Weiteren ist mit diesem Messgerét keine punktuelle Messung moglich, da
durch die hohe Absauggeschwindigkeit und den grof3en Kanalquerschnitt ein gro3erer
Bereich im Vergleich zum Absaugsonden-Pyrometer beeinflusst wird.

3.1.1.3 Messung des Gesamtwarmestroms

Bei diesem Messgerat handelt es sich um eine Eigenentwicklung der IFRF. In Abbildung 3-5
ist eine Prinzipskizze der Messsonde dargestellt. An der Spitze der Sonde ist ein
Metallzylinder mit bekannter Warmeleitfahigkeit, der durch zwei weitere Ringe aus
demselben Material geschitzt wird, angebracht. Die Metallringe sollen den radialen
Warmestrom verhindern, um den tatséchlichen Warmestrom in axialer Richtung zwischen
den Thermoelementen bestimmen zu koénnen. Mit einem Thermoelement wird die
Temperatur an der Spitze des Metallzylinders, mit einem weiteren Thermoelement die
Temperatur an der gekihlten Seite des Metallzylinders gemessen. Mit den erhaltenen
Messwerten kann somit die Warmestromdichte (W-m?) berechnet werden. Da an der
AulRenseite der Sonde Warmestrahlung, Leitung und Konvektion auftreten, wird die Summe

aller drei Warmeubertragungsmechanismen gemessen.

Schutzringe

74

= >
= (
N

Thermoelemente

Wasser

Abbildung 3-5: Prinzipskizze der Messsonde zur Bestimmung der Gesamtwéarmestromdichte
(vgl. Biasci, Coraggio 2010)
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Um genauere Messergebnisse zur erhalten, wird die Sonde vor den Messungen in einem
Hohlraumstrahler bei unterschiedlichen Temperaturen kalibriert. Bei geringen Warmestrom-
dichten (ca. 175kW-m?) liegt die relative Abweichung bei etwa 17 %. Bei hoheren
Warmestromdichten (ca. 425 kW-m™) sinkt die relative Abweichung auf etwa 11 % (Biasci,
Coraggio 2010).

3.1.1.4 Ellipsoides Radiometer

Anhand des Strahlungsmessgerats wird nur die Warmetbertragung durch Strahlung
gemessen. In Abbildung 3-6 ist eine Prinzipskizze der Messsonde dargestellt. Der Hohlraum
hat die Form eines Ellipsoids, wobei in einem Brennpunkt ein Thermoelement, im anderen
Brennpunkt die Apertur angeordnet ist. Durch die spezielle Geometrie ist es moglich, die
hemispharische Warmestromdichte zu bestimmen, wobei die Anzahl der Reflexionen
innerhalb des Hohlraums auf ein Minimum reduziert wird. Um die Absorption an der
Wandinnenseite so gering wie moglich zu halten, ist diese mit Gold beschichtet. Zum Schutz
der Hohlraumbeschichtung und des Thermoelements ist die Messéffnung durch ein ZnSe-
Fenster verschlossen und das System wird mit Stickstoff gespiilt. Dadurch kann ebenfalls
der Einfluss von konvektiver Warmeulbertragung verhindert werden. Die Messsonde wird
Uber die gesamte Lange mit Wasser gekuhlt. Untersuchungen zeigen, dass das ellipsoide

Radiometer eine Messunsicherheit von ca. 5 % aufweist (Oliveira, Yanagihara 2008).

Kuhlwasser
‘ X >
% =7 =
Lo M(
H‘
Schutzfenster Thermoelement
Wasser

Abbildung 3-6: Prinzipskizze der Messsonde zur Bestimmung der Strahldichte (vgl. Biasci,
Coraggio 2010)

Aufgrund der soliden Ausfihrung der Messsonde konnen damit keine dynamischen
Prozesse, sondern nur quasistationare Prozesse erfasst werden. Da mit diesem Messgeréat
die hemisphéarische Warmestromdichte erfasst wird, ist die Kenntnis der Oberflachen-

temperaturen innerhalb der Brennkammer besonders wichtig, da in diesem Fall kein
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Hintergrundstrahler in axialer Richtung als Referenz herangezogen werden kann. Somit
ergibt sich das Problem, dass je nach optischer Dichte des zu vermessenden Mediums die
Wandoberflachentemperaturen einen grof3en Einfluss haben kdnnen. In optisch dichten
Medien, wie es zum Beispiel im Flammenbereich der Fall ist, spielt dieser Einfluss eine
geringere Rolle.

3.1.2 Allgemeines Hochfahrprozedere und Umschalten in den Oxyfuel-Betrieb

Sowohl wahrend der Aufheizphase als auch Gber Nacht wurde die Brennkammer mit Erdgas
befeuert. Daher ist im Zentralrohr des Versuchsbrenners eine Durchfiihrung fur eine
Gaslanze vorgesehen, mit der die Brennkammer mit ca. 2 MWy, befeuert werden kann. Nach
dem Aufheizen der Brennkammer, das in etwa zwei Tage in Anspruch nimmt, bis alle
Systemkomponenten der Versuchsanlage auf Betriebstemperatur sind, kann mit dem
eigentlichen Betrieb des Kohlenstaubbrenners begonnen werden. Der Brenner wird mit
maximaler Leistung mit Erdgas betrieben. Wahrend der Kohlenstaubmassenstrom, der durch
eine Zudosierungseinheit geregelt werden kann, langsam gesteigert wird, wird der
Erdgasmassenstrom verringert, wobei darauf geachtet wird, dass der Sauerstoffiiberschuss
ausreichend grof3 ist (ca. 10 Vol.% trocken), um eventuelle Kohlenstaubmassenstrom-
schwankungen kompensieren zu koénnen. Durch diese Vorgehensweise soll verhindert
werden, dass es zu einer teilweisen Vergasung der Kohle in der Brennkammer kommt und
unverbrannter Brennstoff in die nachfolgenden Bauteile der Versuchsanlage gelangt. Ist die
Erdgasversorgung vollstandig geschlossen, wird die Brennerkonfiguration auf Kohlebetrieb
eingestellt. Danach wird der Kohlenstaubmassenstrom bis zum Erreichen der Nennleistung
des Brenners erhoht. Durch die Messstutzen, die Wahlweise mit Sichtfenstern ausgestattet
werden konnen, ist es moglich, die Flamme in Bezug auf deren Position in der Brennkammer

optisch zu beurteilen.

Aufgrund von sicherheitstechnischen Maflinahmen wird nicht wahrend des konventionellen
Betriebs mit Kohlenstaub in den Oxyfuel-Betrieb gewechselt, sondern tber den Oxyfuel-
Betrieb mit Erdgas. Dies erscheint jedoch nicht nachteilig, da die Versuchsanlage tber Nacht
ohnehin mit Erdgas beheizt wird und somit die Dauer des Umschaltens in den Oxyfuel-
Betrieb in etwa gleich bleibt. Ein Vorteil dieser Methode ist jedoch, dass die Zudosierung von
Erdgas leichter zu regeln ist, da es gerade beim Hochfahren des Rezirkulationsgebléases zu
deutlichen Volumenstromschwankungen kommen kann. Zuerst wird ein geringer Teil des
Rauchgases rezirkuliert und der Luft beigemischt. Danach werden die Sauerstoffleitungen
mit Stickstoff gespult, um sicherzustellen, dass sich keine Fremdstoffe in den Rohrleitungen,
speziell in Brennernahe, befinden. In weiterer Folge wird Sauerstoff in einer geringen Menge

dem Sekundarstrom beigemengt, bis der Sauerstoffgehalt des Rauchgases am Ende der
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Brennkammer einen Wert von tber 10 Vol. % trocken erreicht. Parallel zur Reduktion des
Luftvolumenstroms wird der Rauchgasvolumenstrom erh6ht und der Sauerstoffmassenstrom
nachgefuhrt, bis letztendlich keine Luft mehr zugefiihrt wird. In weiterer Folge wird mit der
Kohlenstaubzudosierung begonnen, wobei ebenso wie beim zuvor beschriebenen
Umschaltvorgang darauf geachtet wird, dass genigend Sauerstoff vorhanden ist, um eine

unterstochiometrische Verbrennung zu vermeiden.

Wahrend des gesamten Versuchszeitraums wird die Flamme innerhalb der Brennkammer
einerseits durch zwei Sensoren (IR und UV) und andererseits Uber ein Videosignal, das in
die Leitwarte Ubertragen wird, tberwacht.

3.2 Grundlagen zu Kohlenstaubbrennern

Da in der Versuchsbrennkammer Fo.Sper in Livorno, Italien, nur Rundbrenner experimentell
untersucht werden kénnen (siehe Abschnitt 3.1, Seite 18), wurde der Versuchsbrenner
ebenso als Rundbrenner konzipiert. Neben einer kurzen Darstellung derzeitiger
Konstruktionsprinzipien und der allgemeinen Auslegungskriterien fir Kohlenstaubbrenner,
werden die erhaltenen Versuchsergebnisse aus den Tests mit dem ,Friendly Coal“-Brenner
erlautert, auf deren Basis wichtige Auslegungskriterien fir den neuen Brenner generiert

werden konnten.

3.2.1 Allgemeine Konstruktionsprinzipien

Wie bereits zuvor erwahnt, muss das Brennerkonzept den jeweiligen Randbedingungen im
Oxyfuel-Betrieb angepasst werden. Mal3gebliche Parameter hierbei sind die Hohe der
Rauchgasrezirkulation (trocken oder feucht), die Sauerstoffkonzentrationen sowie die
Eintrittsgeschwindigkeiten der einzelnen Volumenstrome und deren Temperaturniveaus.
Durch die Mdglichkeit, den Sauerstoff einzelnen Volumenstromen beizumischen oder reinen
Sauerstoff zu injizieren, ergeben sich zusatzliche Freiheitsgrade in Bezug auf das

Brennerkonzept.

Die grundlegende Aufgabe eines Brenners liegt darin, den Brennstoff mit dem Oxidator
derart zu vermischen, sodass giinstige Bedingungen fir eine kontinuierliche Verbrennung

gewabhrleistet sind. Bei jedem Brenner missen jedoch folgende Anforderungen erfillt sein:
e bestmogliche Strdomungsverhéltnisse in der Brennkammer
e stabile Zundung
o mdglichst vollstandiger Ausbrand

e geringe Bildung von Schadstoffen (NO,, SO,)
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¢ Regelbarkeit Uber weite Betriebsbereiche

e sicherer Betrieb

e Vermeidung von Verschlackung der Brennkammerwande
e gleichmalige Warmeabstrahlung in alle Richtungen

¢ lange Lebensdauer der Brennermiindung

Die Art des Prozesses, die Eigenschaften des Brennstoffes und des Oxidators und eine
Vielzahl weiterer Parameter bestimmen die Brennerbauart. Bei der Kohlenstaubverbrennung
kommen zwei Brennertypen zum Einsatz: Rundbrenner mit oder ohne Drall (Decken- oder
Stirnwandfeuerung) und Strahlbrenner (hauptsachlich Eckenfeuerung). Wahrend bei
Strahlbrennern der Kohlenstaub und der Oxidator getrennt in die Brennkammer geleitet und
erst nach der Zindung des Staubes miteinander vermischt werden, wird bei Mischbrennern
ohne Drall der Kohlenstaub noch im Brenner oder direkt nach dem Brenner vor
beziehungsweise nach der Zindung mit dem Oxidator vermischt (Effenberger 1965). Die fur
die schnelle Verbrennung notwendige Turbulenz wird zum Teil durch die spezielle
Anordnung der Strahlbrenner zueinander erzeugt (Effenberger 2000). In Abbildung 3-7 sind
die Wirkungsprinzipien eines Drall- beziehungsweise eines Strahlbrenners grafisch
dargestellt.

HeiRe Rezirkulationszone  AuRere Rezirkulationszone

1...Brennstoffstrom
2...Oxidatorstrom Zundzone

Abbildung 3-7: Wirkungsprinzip eines Drallbrenners (links, vgl. Leuckel et al. 1970) und eines
Strahlbrenners (rechts, vgl. Zelkowski 2004)

Im einfachsten Fall werden bei Rundbrennern die einzelnen Volumenstrome durch
zueinander konzentrisch angeordnete Kanale ohne Tangentialgeschwindigkeitskomponente
in die Brennkammer eingeblasen. Die Vermischung des Oxidators mit dem Brennstoff

resultiert aus der Geschwindigkeitsdifferenz der einzelnen Volumenstréme, wobei eine lang
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gezogene Flammenform entsteht. Ist eine kompakte Flamme erwiinscht, um zum Beispiel
ein Auftreffen der Flamme auf der gegenuberliegenden Brennkammerwand zu vermeiden,
werden Drallbrenner eingesetzt. Durch die aufgepragte Tangentialgeschwindigkeit wird die
Turbulenz in Brennern&he erhoht, wodurch es zu einer schnelleren Durchmischung von
Oxidator und Brennstoff kommt. Daher erhéht sich der Freiheitsgrad bei der Anordnung der
Brenner innerhalb der Brennkammer, da die fir die stabile Verbrennung des Brennstoffes
notwendige Turbulenz hauptsachlich durch den Brenner erzeugt wird und somit im
geringeren Malie von einer speziellen Anordnung der Brenner, wie es bei einer
Tangentialfeuerung der Fall ist, abh&ngig ist. Mit Hilfe von Dralleinrichtungen kann den
einzelnen Volumenstromen eine Tangentialgeschwindigkeitskomponente aufgepragt werden,
wodurch es in radialer Richtung nach aufen zu einem Druckanstieg kommt. Aufgrund
dessen wird die Kernstrémung aufgeweitet und im Inneren sinkt der Druck ab. Ist die
Geschwindigkeitskomponente in tangentialer Richtung jedoch nicht zu grof3, werden die
Stromlinien nach der Strahlaufweitung wieder zur Strahlachse zuriickgeleitet. Durch die
Geschwindigkeitsabnahme innerhalb der Brennkammer steigt stromabwarts der statische
Druck, wodurch eine Rezirkulationsstréomung entgegen der Hauptstrémungsrichtung
entsteht. Bei richtiger Auslegung des Brenners wird mittels dieser Rezirkulationsstromung
heiRes Rauchgas zur Brennermindung zurlickgefiihrt, wodurch die zur Zindung notwendige
Energie nicht wie im Fall von Strahlbrennern vom hei3en Rauchgas im Brennraum, sondern
durch das in der Flamme rezirkulierte heiRe Rauchgas zur Verfligung gestellt wird. Folglich
entstehen ganzlich unterschiedliche Flammenformen. In Abbildung 3-8 sind Flammentypen

nach dem Klassifikationssystem der IFRF dargestellt.

externe Rezirkulation interne Rezirkulation

Abbildung 3-8: IFRF-Flammenklassifikationssystem (vgl. Woycenko et al. 1994)

Bei Strahlbrennern und Rundbrennern ohne Drall entsteht eine Flamme der Type-0. Im

Vergleich dazu entsteht bei Drallbrennern eine Flamme der Type-2, die deutlich kirzer und
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breiter als die Flamme eines Strahlbrenners ausfallt. Eine Flamme der Type-1 entsteht, wenn
die Volumenstréme zwar verdrallt werden, der Axialimpuls jedoch zu hoch ist und die
Rezirkulationsstromung durchbricht. Wird den Volumenstromen eine sehr hohe
Tangentialgeschwindigkeitskomponente aufgepragt (Type-3), wird die Flamme durch die
hoheren Fliehkrafte aufgeweitet beziehungsweise kann diese aufplatzen und sich an die

Brennkammerwand anlegen.

Durch die intensive Durchmischung des Oxidators mit dem Brennstoff und den daraus
resultierenden hohen Verbrennungstemperaturen kommt es jedoch zu einer verstarkten
Bildung von Stickoxiden (Baukal 2003). Eine Moglichkeit, die Stickoxidbildung zu reduzieren,
besteht darin, den Oxidator oder den Brennstoff gestuft in die Brennkammer einzubringen
(Drallstufenbrenner). Dadurch entstehen brennstoffreiche und brennstoffarme Bereiche,
wobei in beiden Fallen die Temperatur deutlich sinkt. Durch die gestufte Einbringung entsteht
eine langere Flamme und der Gehalt an unverbranntem Brennstoff und CO steigt, wobei dies
stark von der Verbrennungsfiihrung abhangig ist. Ebenso ist eine NO,-Reduktion mdglich,
ohne die Flammenlange zu vergré3ern oder die Flammentemperatur zu senken. Im Bereich
der Brennermindung wird eine sehr heiBe unterstdchiometrische Verbrennungszone
generiert, wodurch einerseits das Sauerstoffangebot zur NO,-Bildung gering gehalten wird
und andererseits sehr aktive CH-Radikale entstehen. In weiterer Folge wird bereits
entstandenes NO, durch die CH-Radikale reduziert (de Kluyver, Gast 1995). In Abbildung
3-9 ist eine Skizze eines Low-NOy-Brenners dargestelit.

Stellklappen Kernluftzufuhr

Prallblech fir
Kohlenstaub

Brennerkehle Verdrehbare
Drallschaufeln
A Umlenkbleche oy

- I\

Gaslanze

\ R Primarluft

T Sekundarluft
Tertiarluft

Stauscheibe Drallschaufeln Drallkorper

Abbildung 3-9: Skizze eines Low-NO,-Drallstufenbrenners (vgl. Leisse 2008 VGB)
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Der Sekundar- und Tertidrkanal werden meist durch eine gemeinsame Zuleitung versorgt.
Um die Volumenstrome auf die einzelnen Kandle einstellen zu kénnen, werden
Regelmechanismen, wie zum Beispiel Stellklappen, vorgesehen. Je nach System-
anforderung und Brennstoff kénnen die Drallerzeuger in den einzelnen Kanélen fix oder
variabel gestaltet werden. Letzteres hat den Vorteil, dass der Betriebsbereich des Brenners
deutlich erhdéht werden kann.

3.2.2 Allgemeine Auslegungskriterien

Zur genauen Auslegung von konventionellen Kohlenstaubbrennern steht wenig Literatur zur
Verfligung. Dies kann eventuell dadurch begriindet werden, dass die Auslegungsparameter
und Konstruktionsdetails der Brenner fir die jeweiligen Firmen einen Technologievorsprung
bedeuten und deshalb zum Grof3teil nicht oder nur unvollstindig verdffentlicht werden.
Ebenso verhalt es sich mit Oxyfuel-Kohlenstaubbrennern, die meist auf Designkonzepten
von Low-NO,-Brennern basieren, wobei zuséatzliche Fragestellungen in Bezug auf den Ort
der Sauerstoffinjektion und Einflisse der verdanderten Atmosphéare bertcksichtigt werden
mulssen. Bei bisherigen Brennerkonzepten wurde jedoch stets darauf geachtet, den
Betriebsbereich mdglichst flexibel zu gestalten, um optimale Betriebspunkte fir den Oxyfuel-
Betrieb herausfiltern zu kénnen (Hercog et al. 2011, Toshihiko et al. 2011, Hercog et al.
2011, Rehfeldt et al. 2011b, Paschedag 2011, Habermehl et al. 2011).

Durch den Einsatz von numerischen Simulationen koénnen unterschiedliche
Konstruktionsdetails betrachtet und auf deren Einfluss auf den Betrieb des Brenners
untersucht werden. Fur die grundsatzliche Geometrie des Brenners muss jedoch auf

Richtwerte in der Literatur zurlckgegriffen werden.

Die Austrittsquerschnitte der einzelnen Zufiihrungskanéle spielen bei der Grundkonzeption
eine zentrale Rolle, da durch diese die Austrittsgeschwindigkeiten bei Betriebsbedingungen
fixiert werden. Der angegebene Bereich von Betriebsgeschwindigkeiten richtet sich nach der
Art des verwendeten Brennstoffes (Steinkohle, Braunkohle) beziehungsweise nach dessen
Feuchtegehalt. In Tabelle 3-1 sind Richtwerte fir die Axialaustrittsgeschwindigkeiten fir
unterschiedliche Kohlen aufgelistet. Mit steigendem Wassergehalt des Kohlenstaubes bei
nicht vorgetrockneter Kohle missen die Austrittsgeschwindigkeiten reduziert werden, da die
Zundung des Kohlenstaubes aufgrund der vorhergehenden Verdampfung des Wassers
verzdgert stattfindet. Bei Staubgeschwindigkeiten tiber 25 m:s™ hingegen erhéht sich der
Verschleild und die Flammenstabilitat wird negativ beeinflusst (Effenberger 2000). Durch die

im Verhaltnis zur Primérgeschwindigkeit hbhere Sekundargeschwindigkeit wird am Rand der
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Flamme eine Drucksenke erzeugt, durch die heiRe Rauchgase aus der Umgebung und der

Priméarstrahl eingesaugt werden.

Tabelle 3-1: Axialgeschwindigkeiten fur verschiedenen Kohlen (vgl. Basu et al. 2000)

Axialgeschwindigkeit ~ Steinkohle  Fettkohle Gasflammkohle Braunkohle

Primar m-s™* 15-16 16-20 20-26 20-26
Sekundar m-s® 15-22 20-25 30-40 25-35
Tertiar m-s* 40-60

Neben den Austrittsgeschwindigkeitsverhéltnissen stellt die Drallzahl (SN, Swirl Number)
eine wichtige Kennzahl fur Drallstufenbrenner dar.

Die Drallzahl ist definiert als das Verhéltnis von Drehimpulsstrom (D) zu Axialimpulsstrom (P)
bezogen auf den AuRendurchmesser des aul3ersten Kanals r,.

SN = - (3

Der Drehimpuls ergibt sich aus

R
D=_[Ut -r-dmzjut -r-ua-p-dAzz-z-p-J.ut Ug -2 -dr kg-m*s?  (3-2)
m A 0

Nach Integration ergibt sich flr einen Austrittsstrom folgender Ausdruck:

2
D=2-7-p-uy -ua-jrz-dr =§-7r-p-ut -ua-(rg’—ri3) kg-m*s?  (3-3)

Der Axialimpulsstrom kann mit folgender Gleichung berechnet werden:

P= J-ua -dm+IAp-dA=J.u§ -p-dA+jAp-dA kg'm-s?  (3-4)
m A A A
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Der Axialstrahlimpuls beinhaltet eine Druckkraft in axialer Richtung, die bei gleichmafiger
Verteilung von Geschwindigkeit und Dichte in den Disen vernachlassigt wird (Kriiger 1970),

woraus

P :Iug -p-dAzj.ug cpe2-r-x-dr =u§ -p-;z-(r;f—riz) kgm-s? (3-5)
A

folgt.
Zur Berechnung der Drallzahl fir den gesamten Brenner werden die Axial- und
Drehimpulsstrome jeweils aufsummiert. Somit kann fir einen Rundstrahlbrenner folgende

Gleichung angegeben werden:

n
R A
Z'Z'OJ'ut,J'uaJ'(ra,j_ri,j)

sN ==t

B n
2 (2 2
3'ra,n'zpl'ua,j'(ra,j_ri,j)
=1

- (3-6)

Experimentelle Untersuchungen an Brennern zeigen (Altmann, Lux 1989, Zelkowski 2004),
dass die Zindung des Brennstoffes mit der Erhéhung der Drallzahl von einer rein externen
Zindung und dem Durchgang eines kritischen Bereichs (SN=0,75 bis 0,85), in dem es zu
externer und interner Zindung kommt, auf eine innere Zindung umschlagt. Durch die
Erhéhung der Drallzahl wird ebenso die interne Rezirkulation deutlich erhéht, wobei bei zu
hohen Drallzahlen negative Nebeneffekte auftreten. Durch die zu hohe Turbulenz kommt es
einerseits zu einer zu schnellen Durchmischung der Volumenstréme, wodurch die
Maximaltemperaturen ansteigen, und andererseits zu einer zu schnellen Verdiinnung des
Kohlenstaub-Tragergas-Gemisches, = wodurch  negative  Auswirkungen  auf die
Flammenstabilitat resultieren kénnen (Zelkowski 2004). Aus diesem Grund erscheint es als
sinnvoll, variable Dralleinrichtungen bei Drallstufenbrennern vorzusehen, da die optimale
Drallzahl von der verwendeten Kohle und den Eintrittsbedingungen der einzelnen

Volumenstrome abhangig ist.

Neben den in Abschnitt 3.2.1 bereits erwdhnten konstruktiven Mdoglichkeiten zur
Intensivierung der inneren Rezirkulation hat die Form der Brennerkehle (siehe Abbildung 3-9;
Seite 29) ebenfalls einen groRen Einfluss. Im Vergleich zu einem Brenner ohne
Brennerkehle kann die Rezirkulationsintensitat um das Finffache erhéht werden, wobei der

Offnungswinkel und die Brennerkehlenlange ausschlaggebend sind (Zelkowski 2004).
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Umgesetzte Offnungswinkel variieren zwischen 40° und 56°. In Basu (Basu et al. 2000) wird

die Brennerkehlenlange mit der Gleichung

Ip =2-15 -0,4 m (37)

angegeben, waobei r, der AuRendurchmesser des aul3ersten Kanals ist.

Auf Basis der in diesem Abschnitt angegebenen Richtwerte ist es grundséatzlich maoglich,
eine Basisgeometrie fiur Oxyfuel-Kohlenstaubbrenner zu berechnen. Inwiefern die
angegebenen Werte, die aus Untersuchungen von konventionellen Drallstufenbrennern
abgeleitet wurden, fur Oxyfuel-Kohlenstaubbrenner geeignet sind, ist bis dato noch nicht
ganzlich geklart. Dies kann unter anderem auch dadurch begriindet werden, dass sich durch
die unterschiedlichen Rauchgasrezirkulationsraten und Sauerstoffinjektionspositionen
ganzlich unterschiedliche Brennerkonfigurationen ergeben (Paschedag 2011).

Da jedoch mehrere Oxyfuel-Brenner auf Basis von Low-NOx-Brennern flr die konventionelle
Verbrennung ausgelegt wurden (Kluger et al. 2006, Allen 1995, Kimura et al. 1995),
erscheint es plausibel, diese Randbedingungen als Ausgangsbasis fir die Oxyfuel-

Brennerentwicklung zu wahlen.

3.2.3 Versuchsergebnisse beim ,Friendly Coal“-Brenner

Auf Basis der zuvor genannten Auslegungsprinzipien von Kohlenstaubbrennern wurde im
Rahmen des RFCS-Projektes ,Friendly Coal* ein Versuchsbrenner mit einer thermischen
Leistung von 2,5 MW konstruiert und in der Versuchsanlage Fo.Sper getestet (Griendl 2008,
Griendl et al. 2008). Die aus den Versuchen gewonnenen Erkenntnisse bildeten eine
wichtige Grundlage fiur die Entwicklung des Nachfolgemodells und werden daher im
folgenden Abschnitt diskutiert.

Zur besseren Nachvollziehbarkeit der durchgefuhrten Versuche ist in Abbildung 3-10 eine
Prinzipskizze des ,Friendly Coal“-Brenners dargestellt. Im Zentrum des Brenners befindet
sich ein Schutzrohr fir die Montage einer Gaslanze zur Gewahrleistung der
Brennkammertemperatur wahrend der Nacht. Im darauffolgenden Kanal wird der Sauerstoff
fir die Injektion in den Primarstrom gefiihrt. Durch drei am Umfang befindliche Offnungen,
deren Querschnitt durch ein koaxial angeordnetes Verschiebeblech variiert werden kann,
wird der Sauerstoff noch vor dem Austritt in die Brennkammer dem Primé&rstrom beigemischt.
Der Priméarstrom, bestehend aus rezirkuliertem Rauchgas und Kohlenstaub, wird unverdrallt
in die Brennkammer eingebracht. An der Austrittsoffnung befindet sich eine axial
verschiebbare Stauplatte, durch die die Intensitat der inneren Rezirkulation beeinflusst

werden kann.
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Drallerzeuger Tangentialer
Primérkanal Bypass Drallerzeuger
(Rauchgas + Kohle)

Axial bewegliche
Stauplatte

Gaslanze

Sauerstoffkanal

Variable

Verschiebegestange Sekundarkanal Sauerstoffinjektion

(Rauchgas + O,)

Abbildung 3-10: Prinzipskizze des ,Friendly Coal“-Brenners OPCB2c5

Um die Drallzahl in einem mdglichst groRen Betriebsbereich einstellen zu kénnen, kann dem
Sekundarstrom durch einen Tangentialdrallerzeuger mit variablem Querschnitt eine
Tangentialgeschwindigkeitskomponente aufgepragt werden. Aufgrund der Bauform des
Drallerzeugers ist ein Bypass erforderlich, um die Tangentialgeschwindigkeit auch auf null
reduzieren zu konnen. Diese Bauart wurde gewahlt, um bereits wéhrend der Experimente
auf die tatsachlich eingestellte Drallzahl schlieBen zu kénnen. Auf einen Tertidrkanal wurde
bewusst verzichtet, da der Fokus bei den Versuchen auf die grundlegenden Einflussfaktoren
von Sauerstoffinjektion, Stauplattenposition und Verdrallung gerichtet war.

Aufgrund der Vielzahl von Brennerkonfigurationen wurde bereits vor den Versuchen eine
Versuchsmatrix erstellt. Anhand der unterschiedlichen Testkonfigurationen sollte der beste
Betriebspunkt in Bezug auf Flammenstabilitat und NO,-Emissionen, aus Griinden, die bereits

in Abschnitt 2.1 diskutiert wurden, herausgefiltert werden.

Wahrend der gesamten Versuchskampagne mit Kohlenstaub und reinem Sauerstoff erschien
die Kohlenstaubflamme bei den jeweiligen Konfigurationen stabil zu brennen. Es konnte
jedoch beobachtet werden, dass die Flammenwurzel sehr nahe an der Brennermiindung lag,
wobei ohne Sauerstoffinjektion die Flammenwurzel am weitesten von der Brennermiindung
entfernt war. Durch das Beimischen des Sauerstoffs in den Priméarkanal, in dem das
Kohlenstaub-Rauchgas-Gemisch zugefuhrt wird, kann der Brennstoff schneller zur Ziindung
gebracht werden. Dieser Effekt konnte auch wahrend der Versuche insofern beobachtet

werden, als die Flammenwurzel mit Sauerstoff naher zur Brennermiindung wanderte.
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Wahrend der Versuche wurden mehrmals Ascheproben enthnommen und untersucht. Dabei
stellte sich heraus, dass wahrend der Versuchskampagne mit Kohlenstaub weniger als
1 m.% Restkohlenstoff in der Asche enthalten war.

Wahrend der Versuche wurde bei unterschiedlichen Stauplattenpositionen die Drallzahl
variiert. Des Weiteren wurde der Einfluss der Sauerstoffinjektion mit unterschiedlichen
Injektionsmengen untersucht. In Tabelle 3-2 ist die Versuchsmatrix fur die Oxyfuel-
Kohlenstaubtests dargestelit.

Tabelle 3-2: Brennerkonfigurationen und zugehérige NO-Emissionen (¥
SP=Stauplattenposition, Distanz zwischen Primarkanalaustritt und Stauplatte in
axialer Richtung; ? TP=Tangentialdrallerzeugerposition, Offnungslange des
Tangentialdrallerzeugers; ? Aufteilung des gesamt benétigten Sauerstoffs zwischen
Sekundar und Primérstrom, bei 0/100 % wird der gesamte Sauerstoff dem
Sekundarstrom beigemischt; ¥ geplanter Restsauerstoffgehalt im Rauchgas auf
trockener Basis)

Koni _ spPY  TP? 0, 2 NO
onfiguration oL . 3) % O, 4
mm mm Primar/Sekundar mg-MJ
1 0 240 0/100 % 1-3 527
2 0 265 0/100 % 1-3 606
3 0 305 0/100 % 1-3 574
4 +20 240 0/100 % 1-3 551
5 +20 265 0/100 % 1-3 610
6 +20 305 0/100 % 1-3 549
7 0 240 10/90 % 1-3 472
8 0 265 10/90 % 1-3 448
9 0 305 10/90 % 1-3 501
10 +20 240 10/90 % 1-3 521
11 +20 265 10/90 % 1-3 538
12 +20 305 10/90 % 1-3 560
13 0 240 20/80 % 1-3 476
14 0 265 20/80 % 1-3 391
15 0 305 20/80 % 1-3 459
16 +20 240 20/80 % 1-3 335
17 +20 265 20/80 % 1-3 415
18 +20 305 20/80 % 1-3 358

Zur besseren Veranschaulichung der Versuchsergebnisse sind diese in Abbildung 3-11
grafisch dargestellt. Im Diagramm sind die unterschiedlichen Messergebnisse bei

konstantem  Sauerstoffinjektionsanteil und  verschiedenen  Brennerkonfigurationen
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veranschaulicht. Aufgrund der unterschiedlichen Volumenstromaufteilung auf Primér- und
Sekundarstrom durch die Sauerstoffinjektion wird in diesem Fall auf die Angabe der Drallzahl
verzichtet und nur die Offnungslange der Tangentialkanile angegeben, wobei mit steigender
Tangentialkanall&ange die Drallzahl kleiner wird.

Es ist augenscheinlich, dass die Sauerstoffinjektion in den Primarstrom den grof3ten Einfluss
auf die NO-Konzentrationen im Rauchgas hat. Durch das Steigern des
Injektionsmassenstroms auf 20 % des gesamt bendétigten Sauerstoffs kénnen die NO-
Emissionen um ca. 40 %, bezogen auf den Fall ohne Injektion, gesenkt werden.
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Abbildung 3-11: NO-Konzentrationen bei unterschiedlichen Sauerstoffinjektionsanteilen in
Abhéangigkeit von verschiedenen Brennerkonfigurationen (Stauplatten- und
Drallerzeugerposition)

Wird ein Teil des Sauerstoffs (10 %) in den Primarstrom injiziert, sind die NO-Emissionen bei
einer Stauplattenposition direkt an der Brennermiindung geringer. Im Gegensatz dazu ist bei
20-prozentiger Injektion in den Primarstrom eine um 20 mm axial nach vorne versetzte
Stauplattenposition  wirkungsvoller. Trotz des deutlich positiven Einflusses der
Sauerstoffinjektion auf die NO-Konzentration im Rauchgas kann bei keiner
Brennerkonfiguration der gesetzlich vorgeschriebene Emissionsgrenzwert unterschritten
werden. Die hoheren NO-Emissionen ohne Sauerstoffinjektion konnen darauf zurickgefihrt
werden, dass durch das Fehlen von Sauerstoff im Flammenkern keine Reduktionszone
gebildet wird und somit die Verbrennung nicht gestuft stattfindet. Wie in Abschnitt 3.2 bereits

beschrieben, wird bei unterstdchiometrischer Verbrennung die NO,-Bildung durch das
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geringere Sauerstoffangebot gehemmt und ebenso die Bildung von CH-Radikalen gefdrdert,
wodurch in weiterer Folge wiederum NOy reduziert wird. Um diesen Effekt jedoch zu
erreichen, muss die Beimischung des Sekundarstroms verzdgert stattfinden, um eine
ausreichend grof3e Reduktionszone generieren zu koénnen. Dieser Fall kdnnte fir die
geringeren NO-Konzentrationen sowie Konzentrationsunterschiede bei den getesteten

Brennerkonfigurationen bei Sauerstoffinjektion in den Primarkanal zutreffen.

Da bei diesen Versuchen keine Messungen in der Flamme vorgenommen wurden, ist es
schwierig, konkrete Aussagen beztglich des Zusammenwirkens von Stauplattenposition und
Drallstarke und deren Auswirkungen auf die NO-Produktion zu treffen. Die
Stickoxidkonzentrationen scheinen jedoch tendenziell zu steigen, wenn die Stauplatte direkt
an der Primarkanalmindung positioniert ist und ein hoher Drall eingestellt ist oder die
Stauplatte axial nach vorne verschoben ist und eine mittlere Drallstarke vorherrscht. Dies
kénnte darauf zurlickgefiihrt werden, dass durch die zuvor genannten Konfigurationen die
Vermischung des Primarstroms mit dem Sekundarstrom schneller stattfindet, da in diesen
Fallen die beginnende Beimischung des Sekundarstroms zum Primarstrom mit dem durch
die Stauplatte in radialer Richtung verursachten Impuls zusammenféllt und somit die O,-
Konzentrationen einerseits hoher liegen und andererseits die unterstdéchiometrische Zone

sowie die Reduktionszone kleiner werden.

Aus den Versuchsergebnissen kann abgeleitet werden, dass die
Primaraustrittsgeschwindigkeit zu gering gewahlt wurde, da bereits bei keiner
Sauerstoffinjektion in den Primérkanal die Flamme sehr nahe an der Brennerkehle war.
Ebenso erscheint es vorteilhaft zu sein, die Sauerstoffinjektionsgeschwindigkeit in die
Primérzone variabel zu gestalten. Dadurch sollte es mdglich sein, die Drallzahl nach den
Gesichtspunkten der Flammenstabilitat einzustellen und dennoch eine zu schnelle
Durchmischung von Primér- und Sekundarstrom zu verhindern. Aufgrund des einerseits
hohen Druckverlustes durch den Drallerzeuger und andererseits der kurzen und somit
heiRen Flamme erscheint es ebenfalls sinnvoll, die Sekundaraustrittsgeschwindigkeit zu
reduzieren, um einer zu schnellen Durchmischung vorzubeugen und die NO-Emissionen zu

verringern.
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3.3 ,AE&E“-Brenner

Der ,AE&E"-Kohlenstaubbrenner wurde im Rahmen eines Forschungs- und
Entwicklungsprojektes in Kooperation mit Austrian Energy and Environment (AE&E, seit
Februar 2011 Andritz Energy and Environment) entwickelt und an der Versuchsanlage
Fo.Sper in Livorno, Italien, getestet. Das Brennerdesign basiert hauptséachlich auf den
Betriebserfahrungen des vorhergehenden Brenners, der im Rahmen des Research Fund for
Coal and Steel (RFCS) Projektes ,Friendly Coal“ entwickelt wurde.

Bei der Konzeption des neuen Brenners wurden einige Konstruktionselemente des ,Friendly
Coal“-Brenners Ubernommen, wobei zusatzliche Sicherheitsmalinahmen bertcksichtigt
wurden. In Abbildung 3-12 ist eine Schnittdarstellung des neu konzipierten Brenners

dargestellt.

Axial verschiebbarer
Drallerzeuger

\

=

Sekundarkanal
(O, + RFG)

Verschiebegestange |
Gaslanze ' I

Sauerstoffkanal

Primarkanal
(Rauchgas + Kohle)

Variable
Sauerstoffinjektion

Abbildung 3-12: Prinzipskizze des neu konstruierten ,AE&E“-Brenners

Wie bereits bei der vorhergehenden Version des Kohlenstaubdrallbrenners wurde auch beim
neuen Brenner auf einen Tertiarkanal, wie bei derzeit gangigen Low-NOx-Brennern ublich,
verzichtet. Dies liegt darin begrindet, dass mit Hilfe einer variablen Sauerstoffinjektion in den
Flammenkern beziehungsweise einer variablen Verdrallung des Sekundarstroms eine
Reduktionszone generiert werden kann, die fir eine Verringerung der Brennstoff-NO-
Produktion ausreichend erscheint. Des Weiteren vereinfacht sich die Brennerkonstruktion
deutlich, wodurch einerseits zuséatzliche Stellmechanismen vermieden werden und
andererseits die Datenauswertung und in weiterer Folge die numerische Simulation leichter
erfolgen kann, da keine isothermen Tests in Bezug auf die Stromungsaufteilung und
Geschwindigkeitsverhaltnisse durchgefuhrt werden missen, um auf die tatséchliche

Volumenstromaufteilung schlieen zu konnen.
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Da Kohlenstaub aufgrund der eingeschrankten Bunkermdglichkeit und aus Kostengriinden
nur wahrend der Versuche als Brennstoff verwendet wird, ist im Brennerzentrum eine
Gaslanze mit 2-Zoll-Anschluss vorgesehen, um die Brennkammer auf3erhalb der Testzeiten
auf Betriebstemperatur zu halten. Im Anschluss an die Gaslanze ist ein Sauerstoffkanal
vorgesehen, durch den eine Sauerstoffinjektion in den Flammenkern ermdglicht wird. Die
Stromungsgeschwindigkeit im Sauerstoffkanal fur den Auslegepunkt (20 % des bendtigten
Sauerstoffs werden injiziert) wurde mit 6 m-s* gewéhlt, um zu verhindern, dass Kohlenstaub
in den Sauerstoffkanal gelangt. Des Weiteren soll die Strémungsgeschwindigkeit im
Sauerstoffkanal nicht zu hoch gewahlt werden, da einerseits ein zu hoher Eintrittsimpuls zu
einer zu schnellen Durchmischung fiihren kann und andererseits der Regelbereich der
Sauerstoffinjektion eingeschrénkt wird. Das Konstruktionsprinzip ist in Abbildung 3-13
dargestellt. Im Gegensatz zur vorhergehenden Brennerkonstruktion wird hier der Sauerstoff
direkt in die Brennermiindung eingebracht.

Abbildung 3-13: Konstruktionsprinzip der Sauerstoffinjektion (links: geschlossen, rechts:
geodffnet)

Wie in Abbildung 3-13 ersichtlich, ist der Injektionskanal konisch ausgeformt. Durch die
zusatzliche radiale Stromungskomponente und den variablen Querschnitt, wodurch die
Austrittsgeschwindigkeit variiert werden kann, soll ein &hnlicher Effekt wie bei einer
Stauplatte erzielt und die innere Rezirkulation beeinflusst werden. Aus diesem Grund wurde
auf eine Stauplatte im Primarkanal am Kanalaustritt verzichtet. Ein weiterer Vorteil dieser
Konstruktion besteht darin, dass durch den Stellmechanismus die Injektionsgeschwindigkeit
unabhangig vom Sauerstoffvolumenstrom ist. Bei Sauerstofflanzen ist die Konstruktion fir
eine variable Sauerstoffinjektion um einiges aufwendiger. Ebenso ist im Primarkanal keine
Dralleinheit vorgesehen. Dies resultiert aus der Uberlegung, dass Einbauten in
partikelbeladenen Fluidstromen starker Abrasion ausgesetzt sein kdénnen und somit die

Standzeit des Brenners negativ beeinflusst werden kann. Aus diesem Grund erscheint es
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sinnvoll, auf Einbauten in partikelbeladenen Stromen zu verzichten, sofern diese nicht
unbedingt notwendig sind. Aufgrund der gleichen Zustromgeometrie im Vergleich zum
,Friendly Coal“-Brenner, bei dem wahrend der Versuche keine ungleichméRige Verteilung
des Kohlenstaubs zu beobachten war, wurde auf Einbauten zur Vergleichmafligung der
Kohlenstaubverteilung verzichtet. Bei den vorhergehenden Tests mit dem ,Friendly Coal“-
Brenner konnte festgestellt werden, dass durch die Sauerstoffinjektion in den Priméarkanal
einerseits und die langsame Primareintrittsgeschwindigkeit von 18 m-s™ andererseits die
Zundung des Brennstoffes sehr nahe an der Brennermiindung stattfand und somit sehr hohe
Temperaturen an der Brennerkehle vorherrschten. Durch die hohen Temperaturen wird das
eingesetzte Material an der Brennermiindung sehr stark belastet, wodurch die Standzeiten
deutlich kirzer ausfallen kbnnen. Um die Ziindung des Brennstoffes unter Beibehaltung der
Sauerstoffinjektion stromabwarts zu verschieben, wurde deshalb die Primaraxial-

geschwindigkeit auf 23 m-s™ erhéht.

Bei der vorhergehenden Brennervariante wurde aufgrund der geforderten hohen Variabilitat
ein Tangentialdrallerzeuger gewdahlt. Beim neuen Brennerdesign wurde ein axial
verschiebbarer, konisch ausgeformter Axialdrallerzeuger vorgesehen. Dieser weist zwar den
Nachteil auf, dass der Regelbereich im Vergleich zum Tangentialdrallerzeuger geringer ist
(die maximale Tangentialgeschwindigkeitskomponente ist durch Schaufelwinkel limitiert), der
Druckverlust im Auslegepunkt des Schaufelgitters jedoch geringer ist. Die vorhergehenden
Tests weisen darauf hin, dass fiir einen optimalen Betrieb des Brenners eine Drallzahl
zwischen 0,6 und 0,9 notwendig ist und somit der Drallerzeuger dahingehend berechnet
wurde. Die detaillierte Auslegung des Schaufelgitters wurde vom Projektpartner AE&E
Ubernommen. Die Sekundaraxialgeschwindigkeit wurde mit 29 m-s™ im Vergleich zum
Vorgangerbrenner (32 m-s®) etwas langsamer gewahlt, um die Durchmischung vom
Primarstrom mit dem Sekundarstrom etwas zu verzogern, da diese durch die

Tangentialgeschwindigkeitskomponente ohnehin wiederum intensiviert werden kann.

Die im Vergleich zu den Einbauten recht grof3 ausgefallene Airbox war notwendig, um die
Anschlussmale der Versuchsanlage einhalten zu kdnnen. Durch das vollstandige
zurickziehen des Drallerzeugers wird die Stromung von diesem kaum mehr beeinflusst. Ist
der Drallerzeuger vollstandig in den Konus eingeschoben, wird in etwa eine Drallzahl von 1
erreicht. Um einerseits eine maoglichst gute Fihrung zu gewahrleisten und andererseits die
Auflageflache der Verschiebeeinheit so gering wie moglich zu halten, wird der
Schaufeltragerring nur durch drei Verbindungsbleche mit dem Verschiebering, auf dem die
Verschiebestangen angebracht sind, verbunden (Abbildung 3-14). Die Verbindungsbleche

werden von jeweils zwei L-formigen Profilen gefuhrt, um ein Verkanten der Dralleinheit zu
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verhindern und das bei der Umlenkung der Strémung entstehende Rotationsmoment
abzustitzen. Die Durchfihrungen fir die Verschiebegestange sowohl fir die
Sauerstoffinjektion als auch fur den Drallerzeuger mussen gasdicht ausgefihrt sein. Eine
einfache Moglichkeit bietet hierbei eine Klemmringverschraubung mit einem Teflon-Dichtring.

Drallerzeugerschaufel

Verschiebegestange

— Verbindungsbleche

Abbildung 3-14: Prinzipskizze des Drallerzeugers

Anhand der in Abschnitt 3.2.2 angegebenen Stréomungsgeschwindigkeiten kann die
Basisgeometrie des Brenners berechnet werden. In Abbildung 3-15 sind die gewahlten

Rohrdimensionen und die Brennerkehlenabmessung des neuen Brenners dargestellit.
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Abbildung 3-15: Gewéhlte Rohrdurchmesser und Brennerkehlenabmessung des neu
ausgelegten Brenners (Abmessungen in mm)

Am Brennerkehlenende ist ein Brennkammerring angebracht. Der Brennkammerring ist

notwendig, um das Durchgangsloch fir die Brennerinstallation vor zu hohen Temperaturen
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zu schitzen. Die Brennerkehle ist als einfacher Konus ausgefuihrt. Die Lange wurde mit
Gleichung (3-7) berechnet und der Offnungswinkel wurde mit 20° fixiert, woraus der

BrennerkehlenauRendurchmesser berechnet werden kann.

Um einen Uberblick bezlglich der Geschwindigkeitsverhaltnisse im Brennermindungs-
bereich zu erhalten, ist es sinnvoll, die Geschwindigkeitsverlaufe in Abh&angigkeit vom
Verhéltnis des dem Sekundarstrom beigemischten Sauerstoffmassenstroms zum gesamt
bendtigten Sauerstoffmassenstroms zu definieren (Gleichung (3-8), GSMAg..=Gesamt-
Sauerstoff-Massenstrom-Anteil im Sekundé&rstrom).

dem Sekundarstrom beigemisch ter Sauerstoffmassenstrom

GSMAg =
e Gesamt bendétigter Sauerstoffmassenstrom

100 9% (3-8)

In Abbildung 3-16 sind die Geschwindigkeiten innerhalb der einzelnen Kandle in
Abhangigkeit vom GSMA,.. dargestellt.

50

45 o w-—— D e [ -._l-.ltv,_SN:_l:p

40
7('{)35 ..... e . — _._._._l{:-_SN:OB
= - =
S 30 Ej_as-el_(_______________-_..-:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::-—--—--_—-::::
o5 PIIIRRIRIIERIRIITI T — == .. _._U,SN=06
E, IO T VO O VO vt Avvmmvu vy Fovov—
= s i i s M
= u,/SN=0,4
5 15
& Uz 02

60 65 70 75 80 85 90 95 100

GSMA.,. / %

Abbildung 3-16: Geschwindigkeitsverlaufe der einzelnen Brennerkandle und
Tangentialgeschwindigkeitsverlaufe bei konstanten Drallzahlen in Abhangigkeit vom
GSMAgec

Aufgrund der betriebsbedingten unterschiedlichen Aufteilung von Primér- und
Sekundarstrom sind im Diagramm die zu erwartenden Geschwindigkeitsbereiche von

Primar- und Sekundarstrom dargestellt.
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Es ist ersichtlich, dass die Axialgeschwindigkeit des Sekundarstroms bei steigender
Sauerstoffinjektion in den Flammenkern sinkt. Die Primaraxialgeschwindigkeit wird jedoch
nicht beeinflusst, da die Sauerstoffinjektion in die Brennermundung erfolgt. Die
strichpunktierten Linien stellen die notwendigen Tangentialgeschwindigkeiten im
Sekundarstrom dar, um bestimmte Drallzahlen zu erreichen. Mit steigender
Sauerstoffinjektion muss auch eine héhere Tangentialgeschwindigkeit realisiert werden, da
der Massenstrom im Sekundarkanal abnimmt und somit der Drallimpulsstrom bei

gleichbleibender Tangentialgeschwindigkeit abnehmen wurde.

3.3.1 Materialwahl

Die Materialwahl bei einem mit reinem Sauerstoff betriebenen Brenner ist von besonderer
Bedeutung, da zusétzliche sicherheitsrelevante Aspekte beachtet werden mussen. Dies liegt
darin begrindet, dass durch steigende Sauerstoffkonzentrationen und Dricke
Verbrennungsreaktionen deutlich intensiver ablaufen, wobei die dafir notwendige
Zundtemperatur sowie Zindenergie fur den Beginn der Verbrennungsreaktion geringer
werden. Dadurch kénnen ebenfalls Materialien, die bei Luft-Atmosphare nicht entziindet
werden kdnnen, bei sauerstoffangereicherten Atmospharen in Brand geraten. Dies trifft
ebenfalls auf nichtlegierte Stahle zu. Um zu verhindern, dass es zu einem Brand der mit
Sauerstoff im Kontakt befindlichen Materialien kommt, kdnnen einerseits konstruktive
MalRnahmen getroffen werden (ASTM Standard G88 2005) oder Materialien gewahlt werden,
bei denen sichergestellt ist, dass sie bei den gegebenen Betriebsbedingungen keinesfalls
entzindet werden koénnen (ASTM Standard G124 2003). Neben den Konstruktiven
Malnahmen missen bei unlegierten Stahlen in Abhangigkeit vom Betriebsdruck ebenfalls
Stromungsgeschwindigkeiten eigehalten werden, da durch das Aufprallen eines im Rohr
befindlichen Partikels mit einer hoheren Geschwindigkeit als der maximal zulassigen bereits
ein Brand entstehen kann (EIGA 2002).

Daher missen speziell die Bereiche, in denen es zu hoheren Sauerstoffkonzentrationen im
Vergleich zu jener bei Luft kommt, genauer betrachtet werden. Beim neuen Brenner sind der
Sauerstoffinjektionskanal und der Sekundarkanal von besonderem Interesse. Als Basis flr
einen Materialvorschlag dient ein von der European Industrial Gases Association
veroffentlichter Leitfaden (EIGA 2002). Aufgrund der hohen Temperaturen im
Brennermindungsbereich und den partikelbeladenen  Volumenstromen  wurden
ausschlie3lich die im Anhang des Leitfadens angefiihrten Stdhle verwendet. Wahrend fir
den hinteren Bereich des Brenners, bei dem keine Temperaturen tber 250°C auftreten,

1.4401 als Material verwendet wurde, wurde in den hochtemperaturbelasteten Zonen, wie
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dem Brennermindungsbereich, ein Hitzebestandiger Stahl gewahlt. Ebenso wurde nach der

Fertigung der Brenner gebeizt und somit von eventuellen Riickstdnden gereinigt.

Um die Sicherheit des Betriebspersonals und die der Versuchsanlage zu erhéhen, wurden
folgende zusétzliche SicherheitsmalZnahmen wahrend des Brennerbetriebs beachtet:

e Wenn keine Sauerstoffinjektion wéahrend des Betriebs benétigt wird, muss der
Injektionskanal geschlossen sein.
e Vor Inbetriebnahme der Sauerstoffinjektion muss die Sauerstoffleitung mit Stickstoff

gespult werden.

3.3.2 Versuchsmatrix und Testergebnisse des ,AE&E“-Brenners

Bei den Versuchen mit dem neuen ,AE&E"“-Brenner wurde &hnlich verfahren, wie beim
vorhergehenden ,Friendly Coal“-Brenner. Wahrend der Versuche wurden parallel
Berechnungen mit IPSEpro durchgefiihrt, um mdglichst genau die vorgesehenen

Betriebsparameter Uberprifen beziehungsweise adaptieren zu kénnen.

Bereits zu Beginn der Versuchskampagne wurde festgestellt, dass die neu eingebaute
Kohlenstaubzudosierungseinheit keinen konstanten Massenstrom zuldsst. Es konnte
beobachtet werden, dass in etwa alle 15 Minuten der Kohlenstaubmassenstrom kurzfristig
stark anstieg und danach wiederum den Vorgabewert erreichte. In Abbildung 3-17 ist

exemplarisch der zeitliche Verlauf des Kohlenstaubmassenstroms dargestellt.

800 I
Istwert
700 ]
........... Sollwert
600

|
jzz f \ I\ [\ f\ /
o AP \r,\,\,. \4\/\,\/\4 \,w\j‘]\,JWW Yy

200

100

Kohlenstaubmassenstrom / kg-h-!

0
19:00 19:30 20:00 20:30 21:00

Systemzeit / hh:mm

Abbildung 3-17: Exemplarischer zeitlicher Verlauf des Kohlenstaubmassenstroms
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Da eine kurzfristige Behebung des Fehlers weder vom Betriebspersonal noch vom Hersteller
maoglich war, musste fir jede einzelne Messung so lange gewartet werden, bis einerseits der
Kohlenstaubmassenstrom den Sollwert erreichte und andererseits die Sauerstoff- und

Kohlendioxidkonzentrationen wiederum den Wert vor dem jeweiligen ,Peak” erreichten.

Zu Beginn der Versuchskampagne wurden mogliche Brennerkonfigurationen des Brenners
fur den Betrieb mit Luft getestet. Dabei wurden einerseits die Drallerzeugerposition und
andererseits der Restsauerstoffgehalt im Rauchgas am Brennkammeraustritt variiert. Der

maximale Drall wurde aufgrund des hohen Druckverlustes nicht realisiert.

In  Tabelle 3-3 sind die jeweiligen Brennerkonfigurationen aufgelistet. Ein
Restsauerstoffgehalt zwischen 2 und 3 Vol.% auf trockener Basis im Rauchgas entspricht
hierbei einem Luftiberschuss zwischen 10 und 15 %, welcher ebenfalls bei konventionellen
Kohlekraftwerken eingestellt wird (Kather et al. 2007). Bei den Versuchen mit sehr geringem
Restsauerstoffgehalt im Rauchgas (0,4 Vol.% tr.) wurde die Flammenstabilitat Gberprift.
Tabelle 3-3: Brennerkonfigurationen wahrend des Betriebes mit Luft bei einer thermischen

Leistung von 2,5 MW (Y AP=Axialdrallerzeugerposition, 0 mm entsprechen maximaler
Verdrallung; ? geplanter Restsauerstoffgehalt im Rauchgas auf trockener Basis)

APY  Primarmassenstrom  Sekundarmassenstrom

Konfiguration o kg-ht kghl % 0,2
1 10 560 2935 3%
2 10 520 2791 2%
3 10 520 2627 0.4 %
4 20 560 2935 3%
5 20 520 2791 2%
6 20 520 2627 0.4 %
7 40 560 2935 3%
8 40 520 2791 2%
9 40 520 2627 0.4 %
10 67 560 2935 3%
11 67 520 2791 2%
12 67 520 2627 0.4 %

Wahrend der gesamten Versuchsreihe konnte visuell keine Flammeninstabilitat festgestellt
werden, obwohl der Brenner zwischenzeitlich durch die starken Schwankungen des
Kohlenstaubmassenstroms stark unterstdchiometrisch betrieben wurde. Die CO-Emissionen

lagen bei den Versuchen mit einem Restsauerstoffgehalt zwischen 2 und 3 Vol.% tr. unter
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20 ppm im Rauchgas. Lediglich bei einem sehr geringen Sauerstoffgehalt (0,4 Vol.% tr. >
ca. 5 % Luftiberschuss) im Rauchgas wurden CO-Werte mit bis zu 40 ppm gemessen. Dies
l&sst darauf schlieRen, dass durch den geringen Luftiiberschuss, die Verbrennung innerhalb
der Brennkammer nicht mehr vollstandig stattgefunden hat.

In Abbildung 3-18 sind die NO-Konzentrationen bei konventionellem Betrieb mit Luft der
jeweiligen Brennerkonfiguration dargestellt. Es ist gut zu erkennen, dass bei einem hdheren
Restsauerstoffgehalt im Rauchgas die NO-Konzentration ebenfalls héher liegt. Bei keiner
Verdrallung des Sekundarstroms (AP=68 mm), werden jedoch die héchsten NO-Emissionen
erreicht. Wahrend bei einer Restsauerstoffkonzentration von 2 Vol.% keine signifikanten
Unterschiede zwischen den einzelnen Drallerzeugerkonfigurationen zu erkennen sind,
scheint bei einem hdheren Sauerstoffiberschuss eine grolere
Tangentialgeschwindigkeitskomponente (AP=10 oder 20 mm) von Vorteil zu sein. Aufgrund
des engen Zeitplans wurde auf Messungen der Gaskonzentrationen und des

Temperaturprofils innerhalb der Brennkammer bei Luftbetrieb verzichtet.
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Abbildung 3-18: NO-Konzentrationen im Rauchgas bei unterschiedlichen
Drallerzeugerpositionen (AP=0 - maximaler Drall) und Sauerstoffkonzentrationen (in
Vol.% trocken) im Rauchgas bei Betrieb mit Luft

Im Anschluss an die ersten Messungen wurde in den Oxyfuel-Betrieb umgeschaltet. Um die
beste Brennerkonfiguration zu ermitteln, wurden wiederum unterschiedliche Einstellungen
getestet, wobei hierbei der Anteil des in den Primarstrom injizierten Sauerstoffs und die

Injektionsgeschwindigkeit als weitere Variationsparameter in die Versuchsmatrix
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aufgenommen wurden. In Tabelle 3-4 sind die Brennerkonfigurationen angefthrt. Aufgrund
der Betriebserfahrungen mit dem ,Friendly Coal“-Brenner wurden zu Beginn der Oxyfuel-
Tests 20 % des bendtigten Sauerstoffs in den Brennermiundungsbereich injiziert und lediglich
die Axialdrallerzeugerposition (AP) und die Injektorposition (IP) veréndert, um die beste
Konfiguration in Bezug auf die NO-Emissionen im Rauchgas festzustellen (Konfigurationen 1
bis 10). Die durchschnittliche CO,-Konzentration am Austritt der Brennkammer lag wahrend
der Versuche bei 67,2 Vol.% tr. (Details siehe Abschnitt 3.4, Seite 54).
Tabelle 3-4: Brennerkonfigurationen wéhrend des Oxyfuel-Betriebs bei 2,5 MWy, (V
AP=Axialdrallerzeugerposition, 0 mm - maximale Verdrallung; ? IP=Injektorposition,
0 mm - geschlossener Injektor; ¥ Aufteilung des Sauerstoffs zwischen Sekundér-

und Primarstrom, bei 0/100 % wird der gesamte Sauerstoff dem Sekundarstrom
beigemischt; ¥ geplanter Restsauerstoffgehalt im Rauchgas auf trockener Basis)

. APY |P? 0,
Konfiguration o Ly %00;°
mm__mm__ Primar/Sekundér
1 10 35 20/80 % 1-3
2 20 25 20/80 % 1-3
3 20 35 20/80 % 1-3
4 30 15 20/80 % 1-3
5 30 25 20/80 % 1-3
6 40 15 20/80 % 1-3
7 40 25 20/80 % 1-3
8 40 35 20/80 % 1-3
9 50 25 20/80 % 1-3
10 50 35 20/80 % 1-3
11 40 20 10/90 % 1-3
12 40 20 30/70 % 1-3
13 40 20 20/80 % 1-3

In Abbildung 3-19 sind die Versuchsergebnisse grafisch dargestellt. Bei Betrachtung der
Basiskonfiguration (Sauerstoffinjektion von 20 %) ist ersichtlich, dass die NO-Emissionen
von der Kombination der Drallerzeuger- und Injektorposition abhangen. So scheinen die
Kombinationen hoher Drall und hohe Sauerstoffinjektionsgeschwindigkeit und geringer Drall
und geringe Sauerstoffinjektionsgeschwindigkeit die NO-Produktion zu unterstiitzen. Im
Gegensatz dazu konnen vergleichsweise geringere NO-Emissionen beobachtet werden,
wenn eine hohe Tangential- und eine geringe Sauerstoffinjektionsgeschwindigkeit oder
umgekehrt realisiert werden. Dies erscheint auch insofern plausibel, wenn davon

ausgegangen wird, dass durch die gleichzeitige Vermischung bei den zuvor genannten
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Kombinationen mit hoher NO-Produktion von Priméarstrom, Sekundarstrom und
Sauerstoffinjektion  keine  Reduktionszone gebildet wird. Werden jedoch die
Eintrittsgeschwindigkeiten so gewahlt, dass die Beimischung des Sekundarstroms mit dem
Primarstrom an anderer Stelle stattfindet als die Beimischung des Sauerstoffinjektionsstroms
mit dem Primarstrom, kommt es zu einer gestuften Verbrennung und somit gréReren
Reduktionszone, wodurch die NO-Produktion reduziert wird.

In Abbildung 3-19 ist zu erkennen, dass bei einer Axialdrallerzeugerposition von 40 mm
tendenziell die geringsten NO-Konzentrationen bei gleichbleibendem Injektionsanteil
gemessen wurden, wobei die geringste NO-Konzentration bei Konfiguration 7 festgestellt
werden konnte.
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Abbildung 3-19: NO-Konzentrationen im Rauchgas bei unterschiedlichen
Drallerzeugerpositionen (AP=0 mm - maximaler Drall), Sauerstoffinjektionsanteilen
in den Primarstrom und Sauerstoffinjektorpositionen (IP=0 - Injektor geschlossen) im
Oxyfuel-Betrieb bei einer thermischen Leistung von 2,5 MW

Aus diesem Grund wurde fur eine konstante Axialdrallerzeugerposition von 40 mm nochmals
die Injektorposition so lange variiert, bis die NO-Emissionen ein Minimum erreichten
(IP=20 mm). Fur diese Konfiguration wurde in weiterer Folge die Sauerstoffaufteilung
nochmals variiert. Dabei konnte festgestellt werden, dass bei einer Verringerung des
Sauerstoffinjektionsanteils, wodurch bei gleichbleibender Sauerstoffinjektorposition die
Injektionsgeschwindigkeit sinkt, in Kombination mit einem vergleichsweise geringen Drall die

NO-Konzentration wiederum deutlich zunimmt. Wird jedoch der Sauerstoffinjektionsanteil auf
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30 % erhoht, wodurch ebenfalls die Injektionsgeschwindigkeit steigt, steigen die NO-

Emissionen nur leicht an.

Um den Einfluss der Sauerstoffinjektion auf die NO-Emissionen zu verdeutlichen, sind in
Abbildung 3-20 die Messergebnisse der Versuchskampagnen beider Brenner in
Abhé&ngigkeit vom Sauerstoffinjektionsanteil in den Primarstrom dargestelit.
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Abbildung 3-20: NO-Konzentrationen im Rauchgas beider untersuchter Brenner in
Abhangigkeit vom Sauerstoffinjektionsanteil

Es ist offensichtlich, dass die NO-Emissionen beim weiterentwickelten ,AE&E"“-Brenner im
Vergleich zum Vorgangermodell deutlich gesenkt werden konnten. Dieser Umstand dirfte
auf die modifizierten Austrittsgeschwindigkeiten des Primar- und Sekundarstroms sowie der
Uberarbeitung der Sauerstoffinjektion zuriickzufilhren sein. Die Unterschiede in Bezug auf
die NO-Konzentrationen bei konstanter Sauerstoffinjektion der einzelnen Brenner sind auf
die jeweils getesteten Brennerkonfigurationen zurtickzufiihren, wobei deren Einfluss auf die
NO-Konzentrationen im Rauchgas in den vorhergehenden Abschnitten bereits diskutiert
wurde. Beim NO-Verlauf des ,Friendly Coal“-Brenners kdnnen Uberschneidungen der NO-
Konzentrationen bei den unterschiedlichen Sauerstoffinjektionsanteilen erkannt werden,
wobei im Mittel die Tendenz, dass die NO-Konzentrationen sinken, wenn der
Sauerstoffinjektionsanteil erhoht wird, gut ersichtlich ist. Da bei der Messkampagne mit dem
neuen Brenner der Fokus in Bezug auf die Sauerstoffinjektion bereits auf einen 20 % Anteil
gerichtet war sowie durch den engen Zeitplan bedingt, sind nur zwei Datenpunkte (10 bzw.
30 % Sauerstoffinjektionsanteil) erfasst worden. Aufgrund dessen kann daher kaum eine
Aussage Uber den optimalen Sauerstoffinjektionsanteil getroffen werden, wobei eine
ahnliche Tendenz wie beim ,Friendly Coal“-Brenner vorliegen dirfte. Bei beiden

Versuchsergebnissen konnte jedoch beobachtet werden, dass Kombinationen aus starkem
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Drall und moderater Stauplatten beziehungsweise Injektorposition oder umgekehrt zu
geringeren NO-Emissionen, im Vergleich zu anderen Betriebseinstellungen, gefuhrt haben.
Dadurch kann die Annahme, dass eine durch Stufung der einzelnen Volumenstrome
hervorgerufene Reduktionszone zu einer weiteren Verringerung der NO-Emissionen fihrt,

untermauert werden.

Auf Basis dieser Messergebnisse wurde fir die weiteren Untersuchungen Konfiguration 13
(AP=40 mm, IP=20 mm bei 20 % Sauerstoffinjektionsanteil) gewahlt. In Tabelle 3-5 sind die
Betriebsbedingungen fur die weiteren Messungen angegeben. Zusatzlich sind die
Standardabweichungen bezogen auf die Mittelwerte des gesamten Versuchszeitraums und
die Standardabweichungen bezogen auf die Mittelwerte der Messzeitrdume angefihrt.
Anhand der Daten st zu erkennen, dass trotz der hohen Peaks des
Kohlenstaubmassenstroms zumindest die Betriebsparameter in Anbetracht der GroRe der
Versuchsanlage innerhalb eines akzeptablen Bereichs fiir den gesamten Versuchszeitraum
gehalten werden konnten. Diese Aussage ist insofern von besonderer Bedeutung, da diese
Parameter zur Definition der Randbedingungen fir die numerische Simulation notwendig
sind. In Abschnitt 3.4 wird genauer auf die Datenauswertung eingegangen.

Tabelle 3-5: Betriebsbedingungen fur die Messungen innerhalb der Brennkammer im
Oxyfuel-Betrieb

Abweichung far Mittlere Abweichung

den gesamten der punktuellen
Versuchszeitraum Messungen

% %
Kohlenstaubmassenstrom 360 kg-ht - -
Primarmassenstrom 538 kg-h* +27 +29
Primartemperatur 36,5 °C +29 +28
Sekundarmassenstrom 1157 kg-h'1 +5,3 +5,0
Sekundartemperatur 90 °C +21 +2,0
Rezirkulationsrate 63 % - -
Sauerstoffmassenstrom 670 kgh' 4,7 +2,7
Sauerstofftemperatur 245 °C +5,5 +4,6
Anteil der Sauerstoffinjektion 20 % - -
Kondensatortemperatur 37,7 °C +2,6 +2,1

Die vollstdndige Durchfihrung der Messungen wurde auf drei Versuchstage aufgeteilt, da

durch die wiederkehrenden Kohlenstaubmassenstromschwankungen die Messungen haufig
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unterbrochen wurden und abgewartet werden musste, bis wieder konstante Bedingungen

erreicht waren. Die auf diese Art erhaltenen Messergebnisse sind in Anhang E angefuhrt.

Bei den Messergebnissen ist jedoch zu beachten, dass durch die Kohlenstaubmassen-
stromschwankungen die punktuellen Gaskonzentrationsmessungen wesentlich stérker
beeinflusst wurden als die Temperaturmessungen in der Flamme. Dies kann dadurch
begrindet werden, dass durch die durchwegs konstanten Eintritts- und Brennkammer-
wandtemperaturen wahrend der Temperaturmessung keine grof3en Schwankungen auch
wahrend eines Kohlenstaubmassenstrompeaks beobachtet werden konnten, wohingegen ein
deutlicher Einfluss auf die Gaszusammensetzung fir einen langeren Zeitraum (ca. 5
Minuten) beobachtet werden konnte. Ebenso erscheinen aufgrund des Messprinzips

genauere Messungen mit dem Absaugsonden-Pyrometer moglich.

In Abbildung 3-21 sind die Messergebnisse in Bezug auf den Gesamtwarmestrom und den

Strahlungswarmestromverlauf in axialer Richtung dargestellt.
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Abbildung 3-21: Gemessene Warmestromdichten und Brennkammerwandtemperaturen
entlang der Brennkammer

Es ist zu erkennen, dass im Brennermindungsbereich der Strahlungswarmestrom den
Gesamtwarmestrom deutlich dominiert und 1,3 m von der Brennermindung entfernt ein
Maximum erreicht. Danach sinkt der Strahlungswéarmestrom, wobei er bei einer axialen
Distanz von 2 m deutlich abnimmt. Der Bereich bis ca. 2m Abstand von der

Brennermindung deutet auf die sichtbare Flammenlange (luminous) hin. Wahrend der
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Strahlungswéarmestrom ab diesem Bereich bis zum Brennkammerende kontinuierlich
abnimmt, steigt hingegen der Gesamtwéarmestrom bis zu einer Distanz von 3,2 m durch eine
kontinuierliche Steigerung des konvektiven Wéarmestroms an. Dies kann als Indiz gewertet
werden, dass in diesem Gebiet die Flamme bereits weit geo6ffnet ist und somit die
Stromungsgeschwindigkeiten in Wandnahe im Vergleich zu den umgrenzenden Flachen
deutlich héher sind. Bei Betrachtung des Temperaturverlaufs ist gut ersichtlich, dass bis zu
einem Abstand von ca. 1,5 m eine annéhernd konstante Wandtemperatur herrscht. Dies ist
auf die ungeklhlten ersten drei Segmente der Brennkammer zurtickzufiihren. Der weitere
Wandtemperaturverlauf in axialer Richtung korreliert mit dem Verlauf der

Gesamtwarmestromdichte.

Auf Basis der gemessenen Ein- und Austrittstemperaturen und der gemessenen
Massenstréme der einzelnen Kihlsegmente wurden die Ubertragenen Warmemengen
berechnet und auf die Flache der einzelnen Kihlkreise bezogen. Die somit erhaltenen
Warmestromdichten entlang der Brennkammer zeigen einen sehr ahnlichen Verlauf im

Vergleich zum Wandtemperaturverlauf und dem Verlauf der Gesamtwarmestromdichte.

In Abbildung 3-22 sind die Wandtemperaturverldufe und die durch die Kdihlkreislaufe
entzogenen Warmestromdichten fir den Betrieb mit Luft- und den Oxyfuel-Betrieb
dargestellt, wobei die Messdaten am selben Versuchstag und bei der gleichen
Brennkammeraustrittstemperatur (920°C) herangezogen wurden, um den Einfluss der

Ascheanpackungen an der Brennkammerwand so gering wie mdglich zu halten.
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Abbildung 3-22: Vergleich der Wandtemperaturverlaufe und der Warmestromdichten der

Kuhlkreislaufe fur den Betrieb mit Luft- und Oxyfuel-Betrieb bei gleicher thermischer
Leistung (2,5 MWy,
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Es ist zu erkennen, dass sowohl der Wandtemperaturverlauf als auch die berechneten
Warmestromdichten entlang der Brennkammerwand bei Betrieb mit Luft bei gleicher
Feuerungsleistung geringer ausfallen als jene bei Oxyfuel-Betrieb. Lediglich am Ende der
Brennkammer wird beim Betrieb mit Luft eine hohere Warmestromdichte Uber die
Kihlkreislaufe erreicht, wodurch ebenfalls die Temperaturdifferenz der Wandtemperaturen
zwischen dem Luft- und Oxyfuel-Fall geringer wird. Wie bereits in Abschnitt 2 angedeutet, ist
bei einer Rezirkulationsrate von 63 % notwendig eine hohere Warmestromdichte innerhalb
der Brennkammer zu realisieren, um &hnliche Rauchgasaustrittstemperaturen wie bei einem
konventionellen Betrieb mit Luft zu erhalten. Dieser Umstand ist in Abbildung 3-22 gut
ersichtlich, da die entzogene Warmeleistung im Oxyfuel-Betrieb deutlich Uber jener im Luft-

Betrieb liegt, wobei die Austrittstemperatur gleich ist.

In Abbildung 3-23 sind die gemessenen Temperarturprofile fur den Luft- und Oxyfuel-Betrieb

in einem Abstand von 0,17 m von der Brennermiindung dargestellt.
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Abbildung 3-23: Vergleich der Temperaturprofile (Oxyfuel und Luft) in einem axialen Abstand
von 0,17 m von der Brennermiindung

Es ist zu erkennen, dass im Flammenzentrum bei Luft-Betrieb die Temperaturen deutlich
hoher liegen als bei Oxyfuel-Betrieb. In beiden Féllen ist der Einfluss des Sekundarstroms in
Form eines starken Temperaturabfalls im Bereich von 0,2 m in radialer Richtung von der
Brennerachse zu erkennen. AufRerhalb des Sekundéarstrahldurchbruchs liegt jedoch die
Brennkammer-temperatur im Oxyfuel-Betrieb hoher als im Luft-Betrieb, wobei die Peak-

Temperatur im Flammenkern wiederum beim Luft-Betrieb héher ist.
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Leider konnten aufgrund des engen Zeitplans keine weiteren Temperaturprofile im
Luftbetrieb gemessen werden, wodurch eine genauere Analyse nicht mdglich ist. Auf Basis
der hier gezeigten Daten kann jedoch geschlossen werden, dass durch die hoheren
Temperaturen in der Brennkammer im Oxyfuel-Betrieb die Warmeulbertragung durch
Strahlung im Bereich der Flamme im Vergleich zum Luft-Betrieb deutlich héher liegt. Ebenso
konnen die theoretischen Uberlegungen aus Abschnitt 2.1 anhand der Messungen bestatigt
werden. Durch die deutlich hohere Kerntemperatur im Luft-Betrieb kdnnen ebenfalls die
hoheren NO-Emissionen im Luftbetrieb erklart werden.

Basierend auf den in diesem Abschnitt beschriebenen Messdaten werden im folgenden
Kapitel die Randbedingungen fur die numerische Simulation abgeleitet.

3.4 Ableitung der Randbedingungen fir die CFD-Simulation

Die Versuchsanlage Fo.Sper wurde urspriinglich fir Brennertests im konventionellen Betrieb
mit Luft gebaut. Im Rahmen des RFCS-Projektes ,Friendly Coal“ wurde die Versuchsanlage
der Fa. ENEL erweitert, um einen Oxyfuel-Betrieb zu ermdglichen (siehe Abschnitt 3.1, Seite
18). Wahrend der Umbauphase wurde bereits darauf geachtet, dass die neu installierten
Rauchgasleitungen mdglichst dicht ausgefihrt wurden, um die Luftinfiltration in die
Versuchsanlage so gering wie méglich zu halten. Ebenso wurden die bereits bestehenden
Rauchgasgeblase und die bestehenden Leitungen so weit wie mdglich einer Revision
unterzogen. Dennoch war es nicht mdglich, die Luftinfiltration vollstdndig zu verhindern. Dies
lag einerseits daran, dass zur Kihlung einzelner Messgerate zur Flammenuberwachung
weiterhin Druckluft verwendet wurde und andererseits einzelne Rohrabschnitte aufgrund

ihrer schweren Zugéanglichkeit nicht vollstandig abgedichtet werden konnten.

Auf Basis der Betriebserfahrungen, die im Rahmen des Projektes ,Friendly Coal“ gemacht
wurden, war es jedoch mdglich, die Betriebsbedingungen derart anzupassen, dass die

Bereiche, in denen Unterdruck gegeniiber dem Atmosph&rendruck herrscht, zu reduzieren.

In Abbildung 3-24 sind Differenzdriicke gegeniber dem Atmospharendruck fir einzelne
Anlagenkomponenten wéhrend der Versuche mit dem ,Friendly Coal“-Brenner und dem
LAE&E“-Brenner dargestellt. Im Bereich der Rauchgasrezirkulation, des Kondensators und
der Aufteilung der einzelnen Massenstrome konnte die Versuchsanlage durch das
Rezirkulationsgeblase unter Uberdruck gehalten werden, wodurch ein Ansaugen von Luft
aus der Umgebung unterbunden wird. Bei den Versuchen mit dem ,Friendly Coal“-Brenner
wurde aufgrund der geringen Erfahrung im Oxyfuel-Betrieb die Brennkammer unter geringem
Unterdruck gehalten, um zu verhindern, dass heille Rauchgase in die unmittelbare

Umgebung des Betriebs- und Messpersonals austreten. Dies wurde unter anderem auch
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deswegen durchgefihrt, da in den ersten drei Segmenten der Brennkammer hydraulische
Klappen eingebaut sind, die fur die genaue Vermessung des Brennernahbereichs im Betrieb
mit Luft vorgesehen waren, im Oxyfuel-Betrieb jedoch nicht dicht verschlossen werden
konnten beziehungsweise wahrend des Betriebs undicht wurden. Durch die Anordnung des
Saugzuggebldses nach dem Ljungstrom-Warmetauscher, der wahrend der Versuche nicht
durchstromt wurde, kam es in weiterer Folge zu einem starken Unterdruck nach der

Brennkammer beziehungsweise vor dem konvektiven Warmetauscher.

Vor den Versuchen mit dem ,AE&E"-Brenner wurden das Saugzuggebldse und die
Messo6ffnungen der ersten drei Brennkammersegmente nochmals abgedichtet. Des Weiteren
wurden das Saugzug- und das Rauchgasrezirkulationsgeblase wahrend des Betriebes durch
das Betriebspersonal aufeinander abgestimmt, um mdoglichst tiberall Uberdruck gegeniiber

dem Atmospharendruck zu erreichen.

Sekundéarkanal | | |

Priméarkanal

Kondensatoraustritt

LJ

Eintritt Schlauchfilter

Austritt konvektive Zone =
Brennkammeraustritt :: E"AE&E"-Brenner
'] 0O "Friendly Coal"-Brenner
Brennkammer | |
-5 0 5 10 15 20 25

Uberdruck gegentiber Umgebungsdruck / mbar

Abbildung 3-24: Uberdriicke gegeniiber Umgebungsdruck an unterschiedlichen
Anlagenkomponenten wahrend des Betriebs mit dem ,Friendly Coal“-Brenner (vgl. Rossi et
al. 2009b) und dem ,AE&E"“-Brenner

Lediglich im Bereich des Saugzuggebldases konnte ein geringer Unterdruck festgestellt

werden. Somit konnte der Bereich der potentiellen Luftinfiltration eingeschrankt werden.

Um die Luftinfiltration quantifizieren zu konnen, wurden Berechnungen mit dem
thermodynamischen Kreisprozesssimulationsprogramm IPSEpro durchgefthrt. Als Rand-

bedingungen wurden die in Tabelle 3-5 angeflhrten Betriebsparameter verwendet.
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Wahrend der Versuche wurden die Konzentrationen von CO, und O, auf trockener Basis am
Brennkammeraustritt und vor der Sauerstoffbeimischung in den Sekundéarstrom gemessen.
Des Weiteren wurden die O,-Konzentrationen sowohl beim Kondensatoraustritt als auch
nach der Sauerstoffbeimischung in den Sekundérstrom gemessen. Die gemittelten
Messwerte sind in Tabelle 3-6 dargestellt.

Tabelle 3-6: Zeitlich gemittelte Konzentrationen von CO, und O, bei unterschiedlichen
Messstellen wéahrend der Messungen innerhalb der Flamme

Messstellenbeschreibung Messwert Einheit

CO, nach Brennkammer (GA 2) 78,45 Vol.% trocken
O, nach Brennkammer (GA 2) 2,21 Vol.% trocken
CO, Sekundarstrom nach Vorwarmer 71,37 Vol.% trocken
O, Sekundarstrom nach Vorwarmer 3,06 Vol.% trocken
O, Sekundarstrom nach Injektion 38,95 Vol.% feucht
0O, nach Kondensator 2,10 Vol.% feucht

Zur Berechnung der Luftinfiltration wurden lediglich die Messwerte auf trockener Basis
herangezogen, da die O,-Konzentrationsmessungen zusatzlich von der Rauchgasfeuchte
abhangig sind und diese zu diesem Zeitpunkt noch nicht bekannt. Als
Berechnungsgrundlage wurde die Minimierung der Fehlerquadrate herangezogen. Dabei
werden die Differenzen zwischen den Messergebnissen und den Berechnungsergebnissen
auf den jeweiligen Messwert bezogen und quadriert. Die Quadratwurzel aus der Summe der

Fehlerquadrate ergibt in weiterer Folge den durchschnittlichen prozentuellen Fehler (3-9).

N 2
Vi —Vj
Omin =100- Z Lgem _ 1ber % (3-9)
é Vi,gem
i=1 '

Die Berechnung des durchschnittlichen prozentuellen Fehlers wurde in IPSEpro anhand
einer ,Free Equation® implementiert. In Abbildung 3-25 ist zum besseren Verstandnis des
Berechnungsmodells ein Modellschaltbild der Versuchsanlage zur Berechnung der

Luftinfiltration und der Rauchgasfeuchte des rezirkulierten Rauchgases dargestellt.

Aufgrund der Analyse der Differenzdriicke gegentber dem Atmospharendruck wurde
angenommen, dass lediglich im Bereich zwischen Brennkammeraustritt und
Saugzuggeblase Luftinfiltration stattfindet, wobei unerheblich ist, wo genau diese stattfindet,
da es sich hierbei nur um eine Rauchgaslinie handelt. Der Luftinfiltrationsmassenstrom 2

wurde mit 0 angenommen, da vor dem Rezirkulationsgeblédse wahrend der Versuche kein
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Unterdruck festgestellt werden konnte. Der Parameter Luftinfiltration 1 wurde in weiterer
Folge so lange variiert (PSExcel), bis ein Minimum bei der Summe der Fehlerquadrate
erreicht wurde. Der gesamte prozentuelle Fehler fur die vier verwendeten Messwerte liegt
bei 4,9 %. Das gro3te Fehlerquadrat (Abbildung 3-25) tritt bei dieser Berechnung beim CO,-
Messwert im Sekundarstrom auf.

Summe Fehlerquadrate Infiltration | 0.0024

Fehlerquadrat RG Feuchte 0.0000

Summe Fehlerquadrate 0.0024 S
Luftinfiltrationsmassenstrom 1 /\ .. Rauchgasaustrit

' . —d
ED—*JIJ m_air 8720 kg/h @ - Rezikulation 3 . . Q: ' é

m_air 0.00 kg/h 5

Luftinfiltrationsmassenstrom 2 Ls =

ist/soll . . . . . . . i -
o2 tr 2.18 |2.206 |vol% S _Kondens_ato_ _
CO2tr 78.49[78.45 vol%

-t RG[__30.00]°C |

€o2 o2 f 3.03 [2.102

@3_@ Brennkammer
':D ! ist soll
soll o2 tr 3.11 [3.056 |vol%
38.80/38.954 \vol% CO2 tr 74.56 [71.37 (vol%| _ :
o f\@
‘ 8?)2 Vorwarmer Sekundar
[ £ B
auerstoffzufuhr N s
Vorwarmer Priméar ‘
3

Abbildung 3-25: IPSEpro-Modellschaltbild der Versuchsanlage zur Berechnung des
Luftinfiltrationsmassenstroms und der Rauchgasfeuchte des rezirkulierten
Rauchgases (Rotes Feld=Fehlerquadrat, tirkises Feld=gemessene Sollwerte; weil3es
Feld=berechnete Werte, griines Feld=variable Werte)

Die Analyse der Messdaten im Betrieb mit Luft zeigt jedoch, dass zumindest der Nullpunkt
der CO,-Messung korrekt eingestellt war. Zu Beginn der Versuchskampagne wurden zwar
die Gasanalysegerate kalibriert, inwiefern diese einer Drift unterzogen waren, konnte jedoch
nicht festgestellt werden. Unter Bericksichtigung der bisherigen Annahmen,
Mittelwertbildung Gber die Messzeitperioden und Gaskonzentrationen im Rauchgas erscheint
dieses Ergebnis dennoch ausreichend zu sein, um daraus die Randbedingungen fiur die

numerische Simulation ableiten zu kénnen.
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Neben der Abschatzung der Luftinfiltration ist die Berechnung der tatsachlichen
Rauchgasfeuchte von besonderer Bedeutung, da diese maRgeblich die H,O-Konzentration
und somit die Strahlungssituation innerhalb der Brennkammer beeinflusst. Zu Beginn der
Versuche wurde daher ein Feuchtesensor im Bereich des Ljungstrom-Warmetauschers
installiert, da dies die einzig zugangliche Stelle im Bereich der Rauchgasrezirkulation
darstellte. Aufgrund der hohen Luftinfiltration durch den Betrieb mit dem Ljungstrom-
Warmetauscher wurde dieser gebypasst, wodurch keine Messungen mit dem Feuchtesensor
mehr mdglich waren. Um dennoch die Rauchgasfeuchte berechnen zu kénnen, liegt es
nahe, die O,-Messergebnisse auf feuchter Basis nach dem Kondensator und vor der
Sauerstoffbeimischung in den Sekundarstrom heranzuziehen. Werden jedoch beide
Messwerte zur Berechnung herangezogen, ist es nicht mdglich, verniinftige und plausible
Berechnungsergebnisse zu erhalten. Dies kann dadurch begriindet werden, dass das
Rauchgas zwischen dem Kondensator und den Vorwarmern weiter abkihlt und somit
zusatzlich Wasserdampf aus dem Rauchgas auskondensiert. Dies kann durch die
Rauchgastemperaturmessungen nach dem Kondensator beziehungsweise an den folgenden
Messstellen untermauert werden. Nach dem Kondensator betragt die Rauchgastemperatur
ca. 35°C. Bei den Messpunkten vor den jeweiligen Vorwarmern betragt die
Rauchgastemperatur nur noch 30°C. Wird als Kondensationstemperatur 30°C angenommen,
ergibt sich somit ein prozentueller Fehler fir den Messwert nach der Sauerstoffbeimischung
von 0 %, wobei der relative Fehler zwischen Messwert und Berechnungswert bei 0,4 % liegt.
Auf den ersten Blick erscheint das Ergebnis plausibel, es ist jedoch darauf zu achten, dass
das Messgerat mit einer Messunsicherheit behaftet ist und somit die Rauchgasfeuchte
deutlich vom berechneten Wert abweichen kann. Werden jedoch die gemessenen
Temperaturen vor den Vorwarmern zusétzlich herangezogen, ist es zumindest moglich, den
Rauchgasfeuchtebereich einzugrenzen. Mit der Annahme, dass die Rauchgaszusammen-
setzung in der Brennkammer vornehmlich der Produktgaszusammensetzung entspricht,
kann durch Variation der Rauchgastemperatur vor den Vorwarmern deren Einfluss auf die
Produktgaszusammensetzung Uberprift werden. In Abbildung 3-26 ist die relative
Abweichung der H,O- und CO,-Konzentrationen im Rauchgas am Brennkammeraustritt in

Abhangigkeit von der Rauchgastemperatur nach dem Kondensator dargestellt.

Wahrend erwartungsgemal die relative Abweichung der CO,-Konzentration im Rauchgas
nur geringfiigig variiert, liegt die Abweichung in Bezug auf die H,O-Konzentration bei etwa
+5%. Da in Hinblick auf die Strahlungssimulation die Anderung der Summe der
Partialdriicke von CO, und H,O vernachlassigbar und das Partialdruckverhaltnis von H,O zu
CO, annahernd konstant ist, erscheinen die in diesem Abschnitt berechneten Parameter als

hinreichend genau fir die numerische Simulation.
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Abbildung 3-26: Einfluss der Rauchgastemperatur nach dem Kondensator auf die H,O- und
CO,-Konzentrationen am Austritt der Brennkammer (Bezugstemperatur: 30°C)

In Anhang F sind die berechneten Rauchgaszusammensetzungen des Primar- und

Sekundarstroms und weitere Randbedingungen fir die numerische Simulation angefihrt.
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4 Strahlungswarmeaustausch

Bei Verbrennungsprozessen wird aufgrund der hohen Temperaturen innerhalb des
Feuerraums die Warmelbertragung vom Rauchgas und der Flamme auf die
Brennkammerwéande durch Strahlung dominiert (Gupta et al. 2006, Coppalle, Vervisch

1983). Dies ist auch durch folgende Uberlegung leicht ersichtlich:

Die Warmeleitung kann anhand des Fourier‘'schen Gesetzes beschrieben werden

Gy =22 wm? - (4-1)
oX

wobei gx den Wéarmestrom in x-Richtung beschreibt.

Die konvektive Warmeubertragung wird durch

d=a-(T-Ty) w-m?  (4-2)

beschrieben, wobei T. die Referenztemperatur darstellt. Im Vergleich dazu ist die
Warmubertragung durch Strahlung proportional zur Differenz der Temperaturen zur vierten

Potenz:

gocr4-T,.4) (4-3)

Unter der Voraussetzung, dass die Koeffizienten sich nicht andern, wird beim Vergleich der
drei Warmeubertragungsmechanismen ersichtlich, dass bei steigender Temperaturdifferenz
die Warmeubertragung durch Strahlung deutlich starker zunimmt als jene durch

Warmeleitung und Konvektion.

Die genaue Kenntnis der tatsdchlich auftretenden Warmestromdichten innerhalb eines
Kessels in Bezug auf Effizienz und Betriebssicherheit ist von besonderer Bedeutung. Wird
die auftretende Warmestromdichte Uberschatzt, hat dies zur Folge, dass der Kessel gréi3er
dimensioniert wird, um eine ausreichende Sicherheit in Bezug auf eine mogliche Siedekrise
und somit Zerstérung der Verdampferheizflache zu gewahrleisten. Dies hat jedoch zur Folge,
dass bei tatsachlich geringeren Warmestromdichten die Auslegungstemperaturen
gegebenenfalls nicht erreicht werden kénnen und einzelne Rohre stillgelegt werden missen.
Dadurch wird jedoch mehr Rohrmaterial als notig verbaut, wodurch die Materialkosten
deutlich hoher liegen als notwendig ware. Wird die tatséachlich auftretende
Warmestromdichte unterschatzt, kann dies bei geplanter Nennlast zu hohen

Materialtemperaturen und in weiterer Folge zu einem Materialschaden fiihren. Um dies zu
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verhindern, muss der Brennstoffmassenstrom verringert werden, wodurch die Nennleistung
des Kessels nicht erreicht wird und ebenso ein finanzieller Schaden entsteht. Wahrend bei
konventionellen Feuerungen bereits einige Jahrzehnte an Betriebserfahrungen gesammelt
werden konnten und somit auch oft firmeninternes Know-how generiert werden konnte, ist
dies bei Oxyfuel-Anlagen nicht der Fall, da sich durch die verdnderte
Brennkammeratmosphare die Warmestromdichte durch Strahlung im Vergleich zur
konventionellen Verbrennung deutlich &ndert. Daher ist es notwendig, bestehende
Berechnungsmodelle auf deren Anwendbarkeit bei Oxyfuel-Bedingungen zu tberprifen.

Die wirksamen Mechanismen, die bei der Strahlungswarmeibertragung auftreten, sind stark
vom zu betrachtenden System abhangig. In Brennkammern tritt einerseits
Festkorperstrahlung an den umschlieBenden Warmetauscherflachen auf, andererseits
handelt es sich bei dem in der Brennkammer befindlichen Rauchgas, in dem zusétzlich
Partikel, wie zum Beispiel Ruf3, Kohlenstaub und Asche, vorhanden sein kénnen, um ein
absorbierendes, emittierendes und streuendes Medium, das die Strahlung beeinflusst. Bei
der numerischen Berechnung werden die umhullenden Flachen meist als diffus-graue
Oberflachen angenommen. Diese Annahme vereinfacht die Berechnung des
Strahlungswéarmeaustausches deutlich, da sowohl Emission als auch Reflexion
definitionsgemald winkel- und wellenlangenunabhéngig sind und somit der Emissionsgrad
nur noch eine Funktion der Oberflachentemperatur ist. Diese Annahme darf unter der
Voraussetzung getroffen werden, dass die umhillende Oberflachentemperatur als
gleichférmig angenommen werden kann, was bei einem Dampferzeuger aufgrund der
isothermen Phasenanderung des Wassers durchwegs vertretbar erscheint. Der zur
Berechnung notwendige Emissionsgrad kann aus der Literatur entnommen werden
(Effenberger 2000). Diese Annahme soll jedoch nicht dartber hinwegtduschen, dass diese

Einschrankung nur fir die wenigsten Materialien zutrifft.

Im folgenden Abschnitt werden die grundlegenden Mechanismen der Strahlung in
Brennkammern erlautert. Es werden einige Modelle zur Berechnung der
Strahlungseigenschaften von Gasen vorgestellt und untereinander bei unterschiedlichen
Randbedingungen verglichen. Auf Basis der somit erhaltenen Daten wurde eine
Berechnungsroutine fir ein spezifisch den jeweiligen Anforderungen angepasstes
Berechnungsmodell entwickelt, das aufgrund seiner Einfachheit effizient bei numerischen

Simulationen verwendet werden kann.

In Abschnitt 4.2 wird auf die Strahlungsinteraktion fir bei Kohlenstaubfeuerungen typische
Partikel eingegangen und werden mdgliche Berechnungsmethoden zur Abschéatzung der fur

die numerische Simulation notwendigen Parameter vorgestellt.
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AbschlieBend wird ein  mdoglicher Berechnungsansatz zur Abschatzung der
Berechnungsparameter von Gas-Feststoff-Suspensionen erlautert, durch den ebenfalls
spektrale Betrachtungen des Emissionsgrades moglich sind.

4.1 Strahlungseigenschaften der Gasphase ohne Partikel

Wahrend die Annahme eines grauen Strahlers bei den umhillenden Flachen hinreichend
genau ist, fuhrt dieser Ansatz im Falle der Gasphase zu erheblichen Fehlern. Dies soll in
Abbildung 4-1 veranschaulicht werden. Im Diagramm sind einerseits die spektrale
Strahldichte eines idealen schwarzen Korpers und andererseits einer diffus-grauen

Oberflache mit einem Emissionsgrad von 0,8 bei einer Temperatur von 1300 K dargestellt.
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/ \ ------------- Grauer Korper bei 1300K

1,0E+04 2'3 \ Intensitatsverlauf Rauchgas [—

—8,0E+03

6,0E+03

s

4,0E+03

2,0E+03 l

Spektrale Strahldichte I, / W-m-2.um-1-Sr-

\

_Se-

Semee
-

,-

0,0E+00
Wellenlange A / pm

Abbildung 4-1: Spektrale Strahldichte eines schwarzen Korpers bei 1300 K, eines grauen
Strahlers mit einem Emissionsgrad von 0,8 bei 1300 K und eines Rauchgases
(PH20=0,0749 bar, pco.=0,1521 bar, po,=0,0263 bar, pn.=0,7468 bar) bei einer
geometrischen Weglange von 6 m und 1300 K, jeweils mit RADCAL berechnet

Es ist ersichtlich, dass durch die Annahme eines grauen Strahlers die spektrale Strahldichte
I, im Vergleich zum idealen schwarzen Kdrper proportional zum Emissionsgrad geringer ist.
Die spektrale Strahldichte 1, ist eine gerichtete spektrale GroRRe, mit der die Wellenlangen-

und Richtungsverteilung der ausgestrahlten Energie detailliert beschrieben wird (Baehr,
Stephan 2010).
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Fir einen schwarzen Strahler kann I, g durch das Planck‘sche Gesetz

| B C]_-ﬂ,_5
4B = [cZ] w-m3Ssrt  (4-4)
e\T4) 1

mit ¢;=5,955-10""* W-m? und ¢,=0.01438786 m-K berechnet werden (Siegel et al. 1993).

Die strichlinierte Linie in Abbildung 4-1 stellt den spektralen Strahldichteverlauf eines fur eine
konventionelle Steinkohlefeuerung typischen Rauchgases am Brennkammeraustritt dar
(Luftiberschuss 15 %). Es ist zu erkennen, dass die Strahldichte nur bei diskreten
Wellenlangen ungleich null ist und sich deutlich vom Strahldichteverlauf eines grauen oder
schwarzen Strahlers unterscheidet. Dies kann durch die Eigenschaften eines
strahlungsaktiven Gases erklart werden. Ein Gas kann aus Molekilen, Atomen, lonen und
freien Elektronen bestehen (Siegel et al. 1993), wobei sich diese in unterschiedlichen
Energiezustanden befinden. Wird nun ein Photon absorbiert oder emittiert, nimmt die
Energie des Partikels um ein Energiequant zu beziehungsweise ab. Auf Basis der
Quantentheorie kann ein Partikel nur diskrete Energiezustande einnehmen (z.B. angeregter
Zustand). Dieser Zusammenhang kann durch

E=h-f J  (4-5)

beschrieben werden, wobei A das Planck’sche Wirkungsquantum (A=6,626x10°* J-s™) und f
die Frequenz darstellen. Dieser Energielbergang wird in drei unterschiedliche Arten
eingeteilt: zwischen zwei gebundenen Zustanden, zwischen gebundenem und
ungebundenem Zustand und zwischen zwei ungebundenen Zustanden (Modest 2003). Da
Energielibergéange zwischen gebundenem und ungebundenem Zustand oder zwischen zwei
ungebundenen Zustanden erst bei sehr hohen Temperaturen, bei denen es zu sehr starken
lonisationseffekten kommt, an Wichtigkeit gewinnen, werden diese Effekte bei technischen
Anwendungen vernachlassigt, womit dem Energielbergang zwischen zwei gebundenen
Energiezustédnden eine besondere Bedeutung zukommt. Hierbei handelt es sich um
elektronisch angeregte Zustéande. Dies gilt sowohl fur Atome und Molekile und Rotations-
und/oder Schwingungszustande, die nur bei Molekiilen vorkommen. Da die Anderung der
Energiezustande nur zwischen bestimmten Energielevels maoglich ist, kbénnen diese einer
bestimmten Frequenz zugeordnet werden, woraus spektrale Absorptions- beziehungsweise
Emissionslinien bei den zugehdrigen Wellenlangen resultieren. Die spektralen Linien sind
jedoch nur theoretischer Natur, da es durch unterschiedliche Effekte zu einer
Linienverbreiterung kommt. Bei technischen Anwendungen liefert die Stol3-Verbreiterung den

groldten Anteil. Durch die hohe Dichte der Molekiile steigt die Haufigkeit der ZusammenstoiRe
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von Molekillen beziehungsweise Atomen, wodurch die Energieniveaus der kollidierenden
Atome oder Molekile beeinflusst werden (Siegel et al. 1993). Zusatzlich kann es zur
Streuung eines Photons an einem Partikel kommen, wobei dies bei Gasmolekilen, die
ebenfalls als sehr kleine Partikel angesehen werden konnen, im Gegensatz zu
Festkorperpartikeln bei technischen Anwendungen vernachlassigt wird (Modest 2003).

Wie zuvor beschrieben, resultieren die spektralen Linien aus der Anderung der Rotations-
und Vibrationsschwingungsmodi beziehungsweise durch elektronisch angeregte Zusténde.
Bei der Anderung des elektronisch angeregten Zustands wird im Vergleich zu den Rotations-
und Vibrationsschwingungsmodi relativ viel Energie benétigt, wodurch die Absorptions- und
Emissionslinien im ultravioletten beziehungsweise sichtbaren Bereich des Spektrums liegen.
Im Vergleich dazu liegen die Vibrationsschwingungsmodi der Molekile im mittleren
Infrarotbereich (1 bis 15 um), wobei die notwendige Energie fiir eine Anderung geringer ist.
Rotationsenergiednderungen finden im mittleren bis fernen Infrarot statt (>10 um). Aufgrund
der Uberlappung der Rotations- und Vibrationsschwingungsmodi kommt es in diesem
Bereich zur Uberlappung einzelner spektraler Linien, die als Schwingungs-Rotationsbanden
bezeichnet werden. Bei technischen Anwendungen, und im Speziellen bei
verbrennungstechnischen Betrachtungen, liegt das Strahlungsdichtemaximum im nahen bis
mittleren Infrarotbereich (siehe Abbildung 4-1). Somit sind die Rotations- und
Vibrationsschwingungsanderungen von besonderem Interesse. Die Anzahl der mdglichen
Rotations- und Vibrationsschwingungsmodi h&ngt von der Art des Molekils und dessen
Anzahl der Freiheitsgrade (Anzahl der Freiheitsgrade=3xAnzahl der Atome -3) ab. Bei
zweiatomigen Molekilen betragt die Anzahl der Freiheitsgrade drei, wobei zwei
Rotationsmodi und ein Vibrationsschwingungsmodus vorliegen. Bei dreiatomigen Molekilen
kann zwischen linearen (CO,) und nichtlinearen (H,O) Molekilen unterschieden werden,
wobei bei linearen dreiatomigen Molekilen ein Vibrationsmodus mehr und ein
Rotationsmodus weniger im Vergleich zu einem nichtlinearen dreiatomigen Molekdl vorliegt.
Aufgrund der unterschiedlichen Strukturen der Molekule wird ersichtlich, dass diese zum Tell
unterschiedliche Absorptions- beziehungsweise Emissionsbanden aufweisen. Bei der
Strahlungsberechnung von Brennkammern sind sicherlich H,O und CO, die wichtigsten zu
berticksichtigenden Komponenten, wobei SO,, CO und NO, durchaus die
Strahlungseigenschaften des Gases beeinflussen kdnnen. In Tabelle 4-1 sind die wichtigsten
Absorptions- beziehungsweise Emissionsbanden von CO, und H,O dargestellt (Gupta et al.
2006).
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Tabelle 4-1: Haupt- und Nebenbanden der Molekile CO, und H,O

Molekdl Hauptbanden / um Nebenbanden / um
H,O 2,7, 6,3; 20 1,1;1,38;1,4;1,9
CO, 2,7, 4,3; 15 1,4;1,6;2,0;4,8;5,2;9,4; 10,4

Geht ein Strahl durch ein strahlungsaktives Gasgemisch (z.B. CO, und H,0O) so verringert
sich die Energie durch Absorption und Streuung. Zunéachst soll nur die Absorption betrachtet
werden. Die Anderung der spektralen Strahldichte beim Durchlaufen der Wegstrecke s kann

mit

di
—2& =k, -ds - (4-6)
Y]

beschrieben werden. k, ist der spektrale Absorptionskoeffizient, der von der Wellenlange A,
der Temperatur T dem Druck p und dem Partialdruck des strahlungsaktiven Gases abhangt.
Durch Integration von Gleichung (4-6) erhalt man fir heterogene Gasgemische, bei denen

sich k) entlang des Weges andert, folgenden Ausdruck (Siegel et al. 1993):

S

Ia(s) ,
Inm— !K‘/’l ds - (4-7)

Wird ein homogenes Gasgemisch vorausgesetzt, bei dem sich die Temperatur, Druck und
Konzentration des Gasgemisches nicht andern, dann ist der Absorptionskoeffizient

unabhangig von der zurtickgelegten Wegstrecke s und es folgt

In '1(5))=-m-s - (4-8)

|/1(S =0
Diese Gleichung entspricht dem Gesetz von Bouguer. Je nach Strahlrichtung und somit
zuriickgelegter Weglange kommt es zu einer unterschiedlichen Schwéchung des

einfallenden Strahls. Durch Umstellung von Gleichung (4-8) resultiert folgender Ausdruck

| s

7 wird als Transmissionsgrad bezeichnet und entspricht dem Verhéaltnis der aus dem

System austretenden Strahldichte zur in das System eintretenden Strahldichte.
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Der zu einer bestimmten Richtung gehdrende gerichtete spektrale Absorptionsgrad a,, der
durch das Verhdltnis der absorbierten Strahldichte zur einfallenden Strahldichte definiert ist,
ist in Gleichung (4-10) angegeben

14(s=0)-1,(s)
1,(s =0)

Fur ein homogenes Gasgemisch kann durch Kombination der Gleichungen (4-9) und (4-10)

a) = - (4'10)

der gerichtete spektrale Absorptionsgrad mit

o, =1-e"* - (411)

angegeben werden. Somit kann fiir ein strahlungsaktives Gas der Zusammenhang zwischen
Absorptions- und Transmissionsgrad durch Kombination der Gleichungen (4-9) und (4-11)

mit

7y =1-a, - (4-12)
angegeben werden.

Neben dem  Absorptionsvermdgen eines realen Gasgemisches spielt das
Emissionsvermbgen ebenfalls eine wichtige Rolle. Dem Kirchhoff'schen Gesetz zufolge
emittiert ein realer Korper und somit auch ein Gasgemisch in einem definierten Volumen bei
gegebener Temperatur in jede Richtung und bei jeder Wellenldnge gleich viel
Strahlungsenergie, wie er die Strahlung eines schwarzen Korpers bei derselben Temperatur
absorbiert. Somit stimmen der gerichtete spektrale Emissionsgrad und der gerichtete

spektrale Absorptionsgrad tberein und es folgt

g, =1-e"2'S - (4-13)
Somit kann die Strahldichtednderung mit

dl

_ﬂ':—](ﬁ .ds _ (4_14)
12,8

angegeben werden, wobei I,z die spektrale Strahldichte eines schwarzen Korpers mit

derselben Temperatur des Gasgemisches ist.
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Anhand des Emissionsgrades kann in weiterer Folge die emittierte spektrale Strahldichte

eines Gasgemisches durch

LLem(s)=12p - (1— e"fﬂ's) wW-m3Sr! (4-15)

berechnet werden.

Fur einfache technische Berechnungen sind sowohl der gerichtete spektrale Emissionsgrad
als auch der gerichtete spektrale Absorptionsgrad nicht geeignet, da diese je nach
zurlckgelegter Weglange variieren. Im Falle eines Gaskorpers in Form einer Halbkugel ist
jedoch der zuriickgelegte Weg (R) zum Kugelmittelpunkt gleich. Aus dieser Uberlegung
resultiert in weiterer Folge die Definition der gleichwertigen Schichtdicke sg. Fir eine
beliebige Geometrie wird eine Halbkugel mit dem Radius R=s definiert, bei der die gleiche
Bestrahlungsstarke auf dem Flachenelement in deren Mittelpunkt auftritt, wie bei einem
bestimmten Flachenelement der Begrenzungsoberflaiche eines beliebig geformten
Gasvolumens (Baehr, Stephan 2010). Die gleichwertige Schichtdicke kann fir
unterschiedliche Geometrien Tabellen entnommen (Siegel et al. 1993) oder mit der
N&aherungsgleichung

V
Sq| =3,6-— m (4-16
gl A (4-16)

berechnet werden, wobei V das Volumen und A die Umhiillungsflache des Gaskdrpers
darstellen. Unter der Voraussetzung, dass ein homogenes Gasgemisch vorliegt, kdnnen

somit globale Emissionsgrade fiir eine bestimmte Geometrie berechnet werden.

Da der Emissionsgrad das Verhéltnis der tatsachlich emittierten Strahldichte zur Strahldichte
eines schwarzen Korpers bei derselben Temperatur ist, ergibt sich fir das gesamte

Spektrum der globale Emissionsgrad mit

O —— 8

u,B(T)-(l-e"‘ﬂ'sg'j-d/l TIA'B(T)-gl-dl
0

¢ = - - (4-17)

J.u,B(T)-d/’i _['z,B(T)'d/7L
0 0

Bei vereinfachten Berechnungsverfahren (z.B. nach dem VDI-Wéarmeatlas Verein Deutscher
Ingenieure  2006) wird der globale Emissionsgrad € zur Berechnung der

Strahlungswéarmelbertragung herangezogen. Anhand der Daten der Basisarbeiten von
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Hottel (Hottel, Sarofim 1967) und Leckner (Leckner 1972) im Bereich der Berechnung des
Strahlungswarmeaustauschs in Brennkammern konnen fur Gasgemische aus CO, und H,O
bei unterschiedlichen Temperaturen und Partialdriicken globale Emissionsgrade berechnet

werden.

Fir detailliertere Berechnungen mussen zuséatzlich die Effekte der Streuung bertcksichtigt
werden. Bei Streuung kann einerseits die Strahlung aus der betrachteten Strahlrichtung
abgelenkt werden oder Strahlung in die betrachtete Strahlrichtung gestreut werden.

Im ersten Fall kann anhand des Streukoeffizienten os, ebenso wie bei der Schwachung
durch Absorption die Schwachung der einfallenden Strahlung, unter der Voraussetzung
eines homogenen Systems, berechnet werden.

dl
i =g, -ds - (4-18)

Iﬂ
Gleichung (4-18) entspricht dem Gesetz von Bouguer fur reine Streuung (Baehr, Stephan
2010). Haufig werden der Absorptionskoeffizient k, und der Streukoeffizient og)
zusammengefasst und durch den Extinktionskoeffizienten 8, beschrieben

PiL=a, + s, m? (4-19)

Woraus folgende Gleichung angegeben werden kann

dl
_ﬂ'=—(l('/1 +GS,A)'dS:_ﬁA'dS _ (4_20)

I/i

Zur Berechnung der einfallenden Streustrahlung ist zusatzlich die Richtungsverteilung der
gestreuten Strahlung notwendig, die anhand einer winkelabhangigen Phasenfunktion ¢,
beschrieben werden kann, wobei haufig die vektorielle Schreibweise ¢, (S;,$)verwendet
wird. Findet nun Streuung in einem strahlungsaktiven Medium statt, dann wird ebenfalls ein
Teil der gestreuten Strahlung aus anderen Strahlrichtungen S, wieder in die betrachtete
Strahlrichtung $ oder in den betrachteten Raumwinkel dQ; gestreut und kann mit folgender
Gleichung angegeben werden:

dl/l Os, A

ds 4.7

I 1,81 ) 44(8i.8)- d; w-m*srt (4-21)
4

Werden die einzelnen Effekte aus den Gleichungen (4-6), (4-14), (4-18) und (4-21)
umgeformt und zusammengefasst, resultiert die Strahlungstransfergleichung (RTE: Radiative

Transfer Equation, Gleichung 4-22).
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Anhand dieser Gleichung wird die Anderung der Strahldichte in Abhangigkeit vom
zuriickgelegten Weg, der Zeit, der Wellenlange und der Strahlrichtung beschrieben (Modest
2003).

10, od o . A
—-—’1+—}”=K/1-|B’/1—K/1-|/1—O'S’/1-|/1+ﬂ-.[ |/1(Si)-¢/1(5i,5)~in wW-m*srt (4-22)
c o 0s 4.7 Jar

Diese Gleichung ist jedoch nur dann glltig, wenn sich ein homogenes, nicht polarisierendes
Medium im lokalen thermodynamischen Gleichgewicht befindet und ein konstanter
Brechungsindex des Mediums vorliegt. Der erste Term auf der linken Seite stellt die zeitliche
Anderung der Strahldichte dar. Aufgrund der Tatsache, dass die Lichtgeschwindigkeit im
Vergleich zur Zeitskala und Langenskala bei technischen Anwendungen sehr grof3 ist, wird
dieser Term meist vernachlassigt. Der zweite Term auf der linken Seite beschreibt die
Anderung der spektralen Strahldichte in Abhangigkeit vom zuriickgelegten Weg durch ein
Medium. Der erste Term auf der rechten Seite stellt die Emission des Mediums innerhalb der
betrachteten Weglange dar und ist proportional zur Strahldichte eines schwarzen Koérpers bei
derselben Temperatur und Wellenlange. Die beiden negativen Terme beschreiben einerseits
die Absorption der einfallenden Strahlung beziehungsweise die Streuung des einfallenden
Strahls von der Strahlrichtungsachse. Der letzte Term auf der rechten Seite beschreibt die
Einstreuung in die betrachtete Strahlrichtung, wobei anhand der Phasenfunktion ¢ bei nicht
isotroper Streuung die Streuintensitat in Abhangigkeit von der Strahlungsrichtung angegeben

wird. Auf die numerische Berechnung der RTE wird in Abschnitt 5.2.3 genauer eingegangen.

Zur Berechnung des Absorptionskoeffizienten und in weiterer Folge des Absorptions- und
Emissionsgrades von Gasgemischen stehen eine Vielzahl von Modellen zur Verfligung. Die

Grundprinzipien dieser Modelle werden in weiterer Folge kurz beschrieben.

4.1.1 Modelle zur Berechnung des Absorptions- und Emissionsgrades

Grundsatzlich kénnen die Modelle grob in vier unterschiedliche Gruppen eingeteilt werden
(Modest 2003):

Line-by-Line-Modelle

Schmalbandenmodelle (SNB: Statistical-Narrow-Band-Modell)

Breitbandenmodelle (WB: Wide-Band-Modell)

Globalmodelle (z.B. WSGGM: Weighted-Sum-of-Grey-Gases-Modell)

Mit einem Line-by-Line-Modell sind die genauesten Berechnungen mdglich. Hierbei werden

die einzelnen spektralen Linien einzeln berechnet. Die fUr die Berechnung notwendigen
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Daten werden meist der HITRAN-Datenbank (Rothman et al. 2009) enthommen. Diese
Datenbank enthalt fur eine Vielzahl von unterschiedlichen Molekulen detaillierte
Informationen uber einzelne Spektrallinien, die einerseits experimentell und andererseits auf
guantentheoretischer Basis ermittelt wurden. Derartige Berechnungen sind mit einem hohen
Aufwand verbunden, da je nach Temperatur und Molekildichte die Bandenverbreiterungen
variieren und diese bericksichtigt werden mussen. Zur Berechnung von
verbrennungsprozesstypischen Spektren muss des Weiteren auf extrapolierte Daten
zuriickgegriffen werden, da ein Grol3teil der spektralen Daten bei Umgebungstemperatur

ermittelt wurden.

Bei Schmalbandenmodellen (Statistical-Narrow-Band-Modell, SNBM) werden die
Spektrallinien in Banden zusammengefasst, die einerseits nahe genug beieinanderliegen,
dass die Strahldichte eines schwarzen Korpers innerhalb der Bande als konstant
angenommen werden kann, andererseits so breit sind, dass eine gréRere Anzahl von
Spektrallinien zusammengefasst werden kann. Dadurch wird der rechnerische Aufwand
deutlich reduziert. Als Beispiele fir derartige Modelle sollen an dieser Stelle RADCAL
(Grosshandler 1993) und em2c (Soufiani, Taine 1997) genannt werden, da fir beide Modelle
frei zugangliche Quellcodes zur Verfligung stehen (Modest 2003). Der Unterschied zwischen
den beiden Modellen liegt einerseits in der Datenbasis zur Berechnung der CO»- und H,O-
Banden und andererseits in der Formulierung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion zur

Berechnung der starken beziehungsweise schwachen Banden.

Im Vergleich zu den Schmalbandenmodellen werden bei Breitbandenmodellen (z.B.
Exponential-Wide-Band-Modell, EWB) gesamte Schwingungs-Rotationsbanden
zusammengefasst. Dabei wird unterstellt, dass sich die Schwarzkorperstrahlung innerhalb
der gesamten Bande nur geringfligig &ndert. Aufgrund der einfachen Implementierung des
Modells (Lallemant, Weber 1996) wird dieses Modell auch haufig als Referenzmodell zur
Berechnung von Globalmodellen herangezogen (Coppalle, Vervisch 1983, Gupta et al. 2006,
Krishnamoorthy 2010). Hierbei erscheint es jedoch wichtig, darauf hinzuweisen, dass es
unterschiedliche Berechnungsmethoden zur Weitbandenberechnung gibt und somit EWB-
Modelle sich deutlich voneinander unterscheiden kénnen. Des Weiteren werden EWB-
Modelle meist auf Basis von SNB-Modellen berechnet, wobei diese untereinander ebenfalls

unterschiedliche Berechnungsergebnisse liefern, wie spater noch gezeigt wird.

Bei Globalmodellen wird der Emissionsgrad meist durch die Gewichtung grauer Gase
(Weighted-Sum-of-Gray-Gases, WSGG) berechnet (Hottel, Sarofim 1967). Die ersten

derartigen Modelle basieren auf experimentellen Ergebnissen (Hottel charts), wobei diese
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von Leckner (Leckner 1972) teilweise Uberarbeitet wurden, woraus ebenso ein Modell zur

Berechnung des Emissionsgrades von H,O-CO,-Gasgemischen entstand.

Meist wird bei globalen Modellen der Gesamtemissionsgrad € durch

g=zl:ai (T)-(l—e"‘i‘p's) - (4-23)

i=0

beschrieben. Dabei stellen a; die Gewichtungsfaktoren des jeweiligen Emissionsgrades dar,
wobei diese lediglich von der Gastemperatur abhangig sind. k; beschreibt den jeweiligen
Absorptionskoeffizienten des Gases i, p die Summe der Partialdriicke der strahlungsaktiven

Gase und s die geometrische Weglange. Der Gewichtungsfaktor a,, der mit

|
ag =1- Y _a(T) - (4-24)
i=1

berechnet werden kann, wird mit einem nicht strahlungsaktiven Gas (ko=0) multipliziert,
womit Bereiche, in denen keine Absorption stattfindet, beriicksichtigt werden. Diese
Randbedingung folgt aus der Uberlegung, dass der Emissionsgrad bei steigender optischer
Weglange maximal einen Wert von 1 annehmen kann und somit auch die Summe der
Gewichtungsfaktoren 1 ergeben muss. Ebenso missen die Gewichtungsfaktoren positiv
sein. Die Anzahl | der Gewichtungsfaktoren beziehungsweise der Absorptionskoeffizienten
richtet sich nach der gewlinschten Genauigkeit des Berechnungsmodells. Meist sind jedoch
drei oder vier graue Gase und ein nichtabsorbierendes Gas ausreichend (Johansson et al.
2010).

In Tabelle 4-2 sind die fur die weiteren Berechnungen fiir konventionelle Verbrennungsfalle
im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Modelle dargestellt. Die in FORTRAN
programmierten SNB-Modelle wurden in Form von Ausfihrungsdateien in Excel VBA
implementiert, wobei zur besseren Datenaufbereitung die Quellcodes um zusatzliche
Ausgaberoutinen erweitert wurden. Durch die automatische Erstellung der Eingabedatei fur
die Berechnungsroutinen in Microsoft Excel ist es méglich, Variationsberechnungen ohne
groRen Aufwand durchzufiihren. Zur weiteren Auswertung, wie zum Beispiel die Berechnung
der Emissionsgrade in Abhangigkeit von der geometrischen Weglange, wurden weitere
Subroutinen implementiert. Aufgrund der Einfachheit des EWB-Modells sowie der WSGG-

Modelle war es moglich, diese direkt in Microsoft Excel zu implementieren.
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Tabelle 4-2: Verwendete Modelle zur Berechnung des Emissionsgrades beziehungsweise
der Strahldichte fir konventionelle Verbrennung; T=Temperatur, pges=Gesamtdruck,
s=geometrische Weglange, praio=Pr20/Pcoz=Partialdruckverhéltnis

Modell Anzahl der RTE Gultigkeitsbereich
em2c (Soufiani, 1997) 367 (A=1 bis 67 pm) 300<T<2900 K
300<T<2500 K
RADCAL (Grosshandler, 1993) | 446 (A=1 bis 67 um) Pges<10 bar
s<50 m
EWBM (Modest, 2003) 8 300<T<2000 K
600<T<2400 K
WSGG Fluent (Smith, 1982) 4 0,001=p-s<10 atm'm
Praic=1 oder 2
1100<T<1800 K
WSGG VDI (Johnson, 1973) 4 0,2<s<6 m
0,5=pa0<2

Bei den SNB-Modellen werden jeweils nur die spektralen Daten von 1 bis 67 um berechnet.
Auf Basis der Anteilfunktion F,,, kann der Strahlungsanteil des im betrachteten
Wellenlangenbereichs A1-A2 im Verhaltnis zur gesamten Strahlung eines schwarzen
Strahlers bei gegebener Temperatur angegeben werden und eignet sich daher zur
Abschatzung, ob der betrachtete Wellenldngenbereich ausreichend grol3 gewahlt wurde.

Dabei wird die hemisphérische spektrale spezifische Ausstrahlung M, g, die mit

Myg(d)=7-1,8(2) wW-m?  (4-25)

berechnet wird, herangezogen. Die Anteilfunktion ergibt sich somit zu

A2
J‘MQ,B(}L)-dﬂ i
1
F/’Ll—iz = jol = -|-4 . J‘M/?«,B(i)'dﬂ - (4-26)
O'.
J‘MAB(ﬂ)-dﬁ Al
0

wobei o die Stefan-Boltzmann‘'sche Strahlungskonstante (0=5,6705-10% W-m?%K™) ist
(Siegel et al. 1993).
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Der letzte Integral kann durch zwei Integrale mit einer unteren Integrationsgrenze A=0

ausgedrickt werden.

22 Pl
1
Fi1-a2 = vy IMA,B(ﬂ)'dﬂ— J.'V';t,B(ﬂ)'dl =Fo-22-Fo-a1 - (4-27)
O'.
0 0

Far das Produkt AT sind Tabellenwerte fir die Anteilsfunktionen tabellarisch aufgelistet
(Siegel et al. 1993), wodurch eine schnelle Abschatzung moglich ist. Fir den im Rahmen
dieser Arbeit verwendeten Wellenlangenbereich ergibt sich ein Anteil von 99,6 % an der
Gesamtstrahlung, der als ausreichend erscheint, um reprasentative Ergebnisse fir den

gesamten Emissionsgrad zu liefern.

Das WSGG-Fluent-Modell wurde gewahlt, da es sich hierbei um das in Fluent verwendete
Standardmodell handelt, wobei die Parameter von Copalle (Coppalle, Vervisch 1983) und
Smith (Smith et al. 1982) stammen. Obwohl das Partialdruckverhaltnis von H,O zu CO, fixiert
ist, ist dieses Modell fir die numerische Simulation interessant, da es auch fur sehr kurze
geometrische Weglangen geeignet ist und somit auch bei sehr feinen Berechnungsgittern
verwendet werden kann. Dies ist dann notwendig, wenn keine repréasentative geometrische
Wegléange fur die umhillende Geometrie, sondern die Berechnungszellenlange als
geometrische Weglange fir die Berechnung des Absorptions- beziehungsweise
Emissionsgrades herangezogen wird. Das zweite WSGG-Modell (Johnson, Beer 1973) wird
im VDI-Warmeatlas (Verein Deutscher Ingenieure 2006) angegeben und erscheint aufgrund
des groRBen mdglichen Bereichs von Partialdruckverhdltnissen interessant flr

unterschiedlichste Rauchgaszusammensetzungen bei unterschiedlichen Brennstoffen.

In Abbildung 4-2 sind die berechneten Emissionsgrade fir einen konventionellen
Verbrennungsfall von Kohle mit Luft dargestellt. Beim Vergleich der Ergebnisse der beiden
SNB-Modelle fallt auf, dass der mit dem em2c-Modell berechnete Emissionsgrad tendenziell
geringer ist, wobei die relative Abweichung bei geringen geometrischen Weglangen gré3er
ist (ca. 16 %) und bei groRer werdenden geometrischen Wegladngen abnimmt (ca. 1,5 %).
Beide SNB-Modelle sowie einige Line-by-Line-Modelle, auf Basis unterschiedlicher
Datenbanken, wurden mit experimentellen Ergebnissen fir Oxyfuel-Bedingungen (keine
Gemische, sondern nur CO, und H,O bei den entsprechenden Temperaturen und optischen
Weglangen) verglichen, wobei beide SNB-Modelle eine maximale Abweichung von der
gemessenen Transmission von 3 % aufwiesen (Becher et al. 2011). Da die Bandenbreite bei
der Berechnung mit RADCAL kleiner ist, werden die mit RADCAL berechneten Ergebnisse
als Referenz fir den Vergleich mit den weiteren Modellen herangezogen. Der mit dem EWB-

Modell berechnete Emissionsgradverlauf liegt bei geringen geometrischen Weglangen unter
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dem des Referenzmodells (bis zu 15 %) und Ubersteigt den Emissionsgradverlauf bei groRen
geometrischen Wegladngen um bis zu 8 %. Innerhalb der vorgegebenen Grenzen des
WSGG-VDI-Modells steigt die relative Abweichung des Emissionsgrades in Bezug auf das
Referenzmodell nicht Uber 8 %. Wahrend bei geometrischen Weglangen <0,2 m die
Abweichung bis zu 61 % betragen kann, bleibt dieser bei geometrischen Weglangen bis zu
40 m unter 12,5 %. Es ist jedoch zu erkennen, dass ab einer Weglange von 20 m der
Emissionsgrad nicht mehr weiter ansteigt und somit bei gréReren zurlckgelegten
Wegstrecken die Strahldichte ebenfalls nicht mehr weiter zunimmt. Dieser modellbedingte,
physikalisch nicht korrekte Effekt ist beim WSGG-Fluent-Modell in diesem Fall nicht

erkennbar.
0,7
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Abbildung 4-2: Berechnete Emissionsgrade bei Verbrennung mit Luft bei 1300K
Rauchgastemperatur (py20=0,0748 bar, pco,=0,1521 bar, po,=0,0263 bar, pn.=0,7468
bar) und unterschiedlichen geometrischen Wegléangen (0,01 bis 40 m)

Obwohl beim WSGG-Fluent-Modell das minimale Partialdruckverhaltnis von H,O zu CO, 1
betragt, werden auch in diesem Berechnungsfall (pu20/pco2=0,5) Uberraschend gute
Ergebnisse erzielt. Die maximale relative Abweichung betragt 23 % (bei sehr geringen

geometrischen Wegléangen).

Auf Basis der bisher dargestellten Daten kann darauf geschlossen werden, dass unter
Berlicksichtigung der angegebenen Grenzen der globalen Modelle gute Ergebnisse erzielt
werden kdnnen. Diese Annahme kann durch die bereits recht grof3en Unterschiede zwischen

den SNB-Modellen gestitzt werden.
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Aufgrund des deutlich geringeren Berechnungsaufwands bei den einfacheren Modellen,

scheinen diese deutlich besser fir numerische Simulationsberechnungen geeignet.

Nach genauerer Betrachtung der Berechnungsergebnisse fir einen konventionellen
Verbrennungsprozess mit Luft, ist zu hinterfragen, inwiefern im speziellen die globalen
Modelle zur Berechnung des Emissionsgrades bei Oxyfuel-Atmospharen zutreffen, da diese
durch das Fehlen des Luftstickstoffs deutlich hthere CO,- und gegebenenfalls héhere H,O-
Partialdriicke aufweisen.

In Abbildung 4-3 sind die berechneten Emissionsgrade bei 1300 K in Abhangigkeit von der
geometrischen Weglénge fir eine Oxyfuel-Kohle-Verbrennung mit einer Rauchgas-
rezirkulationsrate von 63 % ohne Wasserdampfkondensation aus dem Rauchgas, einem
Sauerstoffverhaltnis von 1,15 und unter der Voraussetzung, dass keine Luft in das System

gelangt, dargestellit.
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Abbildung 4-3: Berechnete Emissionsgrade bei Oxyfuel-Verbrennung bei feuchter
Rauchgasrezirkulation bei 1300K Rauchgastemperatur (py20=0,3148 bar,
Pco.=0,6397 bar, pe,=0,0399 bar, pn=0,0056 bar) und unterschiedlichen
geometrischen Weglangen (0,01 bis 40 m)

Aufgrund der héheren Partialdriicke von CO, und H,O sind die Emissionsgrade im Vergleich
zum konventionellen Feuerungsfall deutlich héher. Die erhaltenen Berechnungsergebnisse
mit den beiden SNB-Modellen sehen sehr ahnlich aus, wobei wiederum die mit RADCAL
berechneten Emissionsgrade etwas Uber jenen von em2c liegen. Die maximale relative

Abweichung liegt in diesem Fall bei 6,5 % im Bereich geringer geometrischer Weglangen.
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Ab einer geometrischen Weglénge von ca. 1 m liegt die relative Abweichung unter 5 %. Bei
den mit dem EWB-Modell generierten Ergebnissen liegen die Emissionsgrade bei geringen
geometrischen Weglangen ca. 17 % unter jenen des Referenzmodells und bei groRRen
geometrischen Weglangen maximal 12,5 % dariber. Beim Vergleich der relativen
Abweichungen zwischen konventioneller Feuerung und Oxyfuel-Feuerung ist die
Abweichung vom Referenzmodell im Oxyfuel-Fall vom Referenzmodell grofer. Bei den
WSGG-Modellen ist es offensichtlich, dass diese speziell bei grof3en geometrischen
Weglangen keine genauen Ergebnisse mehr liefern. Die maximale relative Abweichung liegt
beim WSGG-VDI-Modell bei ca. 49 % und beim WSGG-Fluent-Modell bei 22 %. Diese
Abweichungen liegen jedoch auflerhalb der vorgesehenen geometrischen Weglange.
Innerhalb der Randbedingungen ergeben sich fiir das WSGG-VDI-Modell eine maximale
Abweichung von 12.5 % und fur das WSGG-Fluent-Modell von 10,6 %.

Im folgenden Graphen sind die berechneten Emissionsgrade fiir Oxyfuel-Kohle-Verbrennung

bei trockener Rauchgasrezirkulation dargestellt.
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Abbildung 4-4: Berechnete Emissionsgrade bei Oxyfuel-Verbrennung bei trockener
Rauchgasrezirkulation und 1300K Rauchgastemperatur (pn20=0,1701 bar,
Pco.=0,7797 bar, pe,=0,0434 bar, pn=0,0068 bar) und unterschiedlichen
geometrischen Weglangen (0,01 bis 40 m)

Ebenso wie in den Berechnungsfallen zuvor wurde eine Rauchgastemperatur von 1300 K,
eine Rauchgasrezirkulationsrate von 63 %, ein Sauerstoffverhaltnis von 1,15 und keine

Luftleckage angenommen.
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Obwohl die Summe der Partialdriicke von CO, und H,O in etwa gleich gro3 wie im
vorhergehenden Fall ist, sind die Emissionsgrade deutlich geringer. Dies hat mit dem
geringeren Partialdruck des Wasserdampfes zu tun, da die alleinig vom H,O besetzten
Banden nun einen deutlich geringeren Einfluss haben. In diesem Fall stimmen die beiden
SNB-Modelle gut tberein. Die maximale relative Abweichung liegt bei 7 %, wobei diese bei
grolRer werdenden geometrischen Weglangen unter 1 % sinkt. Wie schon bei den zuvor
gezeigten Berechnungsergebnissen weicht das EWB-Modell deutlich vom Referenzmodell
ab, wobei die maximale Abweichung bei 16 % liegt. Bei den WSGG-Modellen &ndert sich der
Emissionsgrad mit steigenden geometrischen Wegléangen nicht mehr, wobei innerhalb des
Vorgabebereiches beim WSGG-VDI-Modell eine maximale relative Abweichung von 16 %
und beim WSGG-Fluent-Modell von 27 % auftritt. Diese doch recht grol3e Abweichung kann
dadurch erklart werden, dass bei trockener Rauchgasrezirkulation das Partialdruckverhaltnis
von H,O zu CO, 0,22 betragt und somit deutlich kleiner als das Partialdruckverhéltnis von 1

ist.

Beim Vergleich der beiden Oxyfuel-Beispiele mit feuchter und trockener
Rauchgasrezirkulation ist ersichtlich, dass die WSGG-Modelle néherungsweise gleiche
Ergebnisse liefern (maximal 0,5 % relative Abweichung). Dieser Umstand ist jedoch nicht
Uberraschend, da bei beiden Modellen die Summe der Partialdriicke von CO, und H,O zur
Berechnung des Gesamtemissionsgrades herangezogen wird und diese in beiden Oxyfuel-
Beispielen in etwa gleich hoch sind (ca. 0,95 bar) und das Partialdruckverhéltnis im
Gleichungssystem nicht bertcksichtigt wird. Aufgrund dessen wird jedoch auch ersichtlich,
dass bei WSGG-Modellen sehr genau auf deren angedachten Einsatzbereich geachtet

werden muss, um auch korrekte Ergebnisse zu erhalten.

Aus diesen Ergebnissen kann geschlossen werden, dass die WSGG-Modelle fir spezifische
Bereiche in Bezug auf die geometrische Weglange und Partialdruckverhéltnisse gute
Ergebnisse liefern. Werden diese als Berechnungsmodell im Rahmen einer numerischen
Simulation verwendet, ergibt sich das Problem, dass deren Giiltigkeitsbereich im Falle von
abweichenden Rauchgaszusammensetzungen doch deutlich eingeschrankt ist. Eine
Implementierung eines EWB-Modells scheint auf Basis dieser Daten als nicht sinnvoll, da
einerseits der Berechnungsaufwand bereits deutlich steigt und andererseits die
Abweichungen vom Referenzmodell recht grof3 ausfallen. Es sei jedoch darauf hingewiesen,
dass diese Feststellung nur fur das hier verwendete EWB-Modell mit den zugehdrigen
Berechnungsparametern  gilt, da bei anderen EWB-Modellen mit anderen
Berechnungsansatzen und Paramatern durchwegs bessere Ergebnisse erzielt werden

kénnen (Johansson et al. 2010).
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Bei numerischen Simulationen wird meist versucht, die einzelnen Modelle derart zu
gestalten, dass trotz eines mdoglichst geringen Rechenaufwands bestmdgliche Ergebnisse
erreicht werden. Wird diese Pramisse zur Berechnung des Emissions- beziehungsweise
Absorptionsgrades zu Grunde gelegt, dann folgt daraus, dass ein globales Modell die beste
Variante darstellt. Ist die mittlere Rauchgaszusammensetzung innerhalb der Brennkammer
bekannt, so besteht die Mdglichkeit, auf Basis von SNB-Modellen die Koeffizienten fiir ein
globales Modell spezifisch fir den jeweiligen Anwendungsfall zu berechnen. Im néchsten
Abschnitt wird die Berechnung der Koeffizienten fiir ein globales Modell und der Vergleich
des neuen Modells mit bereits bestehenden spezifisch fir den Oxyfuel-Fall adaptierten
Modellen dargestellt.

4.1.2 Anwendung des Globalmodells fir Oxyfuel-Atmospharen

Wie bereits zuvor beschrieben, missen neue Parameter fir Globalmodelle berechnet
werden, um auch bei Atmosphéaren mit hohen Partialdriicken von CO, und H,O den globalen
Emissionsgrad berechnen zu kénnen. Bei vielen Veroffentlichungen wird von einer
reprasentativen Rauchgaszusammensetzung beim Oxyfuel-Prozess ausgegangen, wobei
meist zwischen trockener und feuchter Rezirkulation unterschieden wird (Johansson et al.
2010, Gupta et al. 2006, Krishnamoorthy 2010). Da die Rauchgaszusammensetzung jedoch
stark vom eingesetzten Brennstoff, der Kondensationstemperatur und der Luftleckage
abhangig ist, konnen diese modifizierten Modelle nur bedingt eingesetzt werden. Ebenso
wurden Modellparameter fur einen groReren Anwendungsbereich beim Oxyfuel-Prozess
berechnet (Rehfeldt et al. 2011a, Johansson et al. 2011), wobei diese ebenfalls auf deren
Anwendbarkeit fur den jeweiligen Fall Uberprift werden mussen und somit die Genauigkeit
leiden kann. Eine andere Mdoglichkeit besteht jedoch darin, die Koeffizienten fur das
Globalmodell den jeweiligen Gaszusammensetzungen anzupassen. Je nach eingesetztem
Brennstoff und den jeweiligen Randbedingungen kann die Rauchgaszusammensetzung
anhand einfacher thermodynamischer Simulationsprogramme (zum Beispiel IPSEpro)
abgeschatzt werden. Auf Basis dieser Rauchgaszusammensetzung werden
Variationsberechnungen mit einem SNB-Modell in Bezug auf Temperatur und geometrische
Weglange durchgefiihrt und in weiterer Folge die Koeffizienten fir ein Globalmodell
berechnet. Diese kénnen in einem numerischen Simulationsprogramm zur Berechnung der

Strahldichte herangezogen werden.
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Dieser Ansatz wurde im Rahmen dieser Arbeit verfolgt, wobei folgende Rahmenbedingungen

gewahlt wurden:
o einfache Bedienbarkeit des Berechnungsprogramms

e Benutzung von Software, die entweder frei verfiigbar oder als Standard auf jedem

Rechner vorausgesetzt werden kann
o einfache Erweiterungsmoglichkeiten des Programms durch Subroutinen
¢ einfache Datenauswertung

Wie bereits zuvor erwahnt, sind sowohl RADCAL als auch em2c in der Programmiersprache
FORTRAN geschriebene SNB-Modelle, die frei verfiigbar sind. Als Compiler zur Erstellung
der Ausfiihrungsdateien wurde das Open-Source-Programm Open Watcom 1.8 verwendet.
Sowohl die Erstellung der Eingabedateien, der Ausfihrungsbefehl und das Auslesen der
Ausgabedatenfiles als auch die weiteren Berechnungen auf Basis des Ausgabefiles wurden
mit Hilfe des Programms Microsoft Excel in Form von VBA-Routinen realisiert. Dadurch ist es

grundsatzlich maglich, die Berechnungen ohne zusétzliche Software durchzufihren.

Als Globalmodell wurde die mathematische Formulierung von Smith (Smith et al. 1982)
verwendet (siehe auch Abschnitt 4.1.1, Seite 69). Aus Griinden der Ubersichtlichkeit wird

das zugrundeliegende Gleichungssystem an dieser Stelle nochmals angefiihrt.

Der globale Emissionsgrad € wird durch folgende Gleichung berechnet:

|
£ = Zai (T): (1—e"‘i'p's) - (4-28)
i=0
| stellt die Anzahl der grauen Gase dar. k; ist der jeweilige Absorptionskoeffizient zum
jeweiligen Gas i. a(T) ist der jeweilige Gewichtungsfaktor fiir den zugehdrigen Emissionsgrad
des grauen Gases i und kann durch einen Polynomansatz berechnet werden (Gleichung 4-

29), wobei dieser lediglich von der Temperatur des Rauchgases abhangig ist.

i-1

J
aj = Ci,j (TLJ - (4-29)
-1 ref

Der Bezug der Gastemperatur auf eine Referenztemperatur (T,=1200 K) erhoht die

Stabilitat der Losungsprozedur deutlich (Johansson et al. 2010).

Die Gewichtungsfaktoren a; konnen als der Anteil der Strahlung eines schwarzen Korpers fur

jene spektralen Bereiche, in denen der Absorptionskoeffizient dem zugehérigen k; entspricht,
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interpretiert werden (Smith et al. 1982). Dieser Ansatz ist physikalisch nicht vollstéandig
korrekt, da diese Bereiche von der lokalen Temperatur und Konzentration abhéngig sind
(Johansson et al. 2010). a, ist der Gewichtungsfaktor fur jene spektralen Bereiche, in denen
keine Strahlungsinteraktion stattfindet und wird mit

I
ag =1- Y ai(T) - (4-30)
i1

berechnet. Die Summe der Gewichtungsfaktoren muss 1 ergeben, wobei jeder
Gewichtungsfaktor positiv sein muss (Randbedingung). Die Berechnungsprozedur der
einzelnen Koeffizienten basiert auf der Minimierung der Summe der Fehlerquadrate, wobei
die Koeffizienten, die variablen Zellen und die Summe der Fehlerquadrate die Zielzelle fur
den SOLVER in Microsoft Excel darstellen. Die Summe der Fehlerquadrate kann durch
einfaches Aufsummieren der in einem Tabellenblatt dargestellten Matrizenwerte berechnet
werden. Wenn M die Anzahl der unterschiedlichen geometrischen Weglangen und N die
Anzahl der unterschiedlichen gewahlten Temperaturen ist, dann ergibt sich fir die Summe
der Fehlerquadrate folgender Ausdruck:

SRL €SNB,m,n ~€m,n ?
z=22( — J - (4-31)
meino1 €SNB,m,n
€snemn bezeichnet dabei den fur eine gegebene Wegladnge und Temperatur exakt mit
RADCAL berechneten Emissionsgrad (nach Gleichung 4-17). €,, beschreibt den
zugehorigen mit dem Globalmodell berechneten Emissionsgrad nach Gleichung (4-28).
Dabei werden die Koeffizienten c;; aus Gleichung (4-29) und die Absorptionskoeffizienten k;
variiert. Ist durch die Variation der Koeffizienten ein Minimum der Summe der Fehlerquadrate
y gefunden, konnen diese Koeffizienten verwendet werden, um ohne den aufwandigen
Einsatz von RADCAL den Emissionsgrad ¢ fur die gegebene Weglange und Temperatur zu
berechnen. Aus Gleichung (4-31) kann auch die mittlere prozentuelle Abweichung fir das

gesamte Berechnungsgebiet mit

Crittel = ‘/ﬁ -100 % (4-32)

berechnet werden. Wahrend der Variationsberechnungen hat sich herausgestellt, dass
deutlich bessere Ergebnisse erzielt werden, wenn zu Beginn Gleichung (4-31) als Zielzelle

fur den Solver definiert wird und danach Gleichung (4-32).
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Um die Berechnungsroutine auf deren Funktionalitdat zu Uberprifen, wurde ein von
Johansson et al. (Johansson et al. 2010) veroffentlichtes Modell nachvollzogen. Die
Koeffizienten sind in Tabelle 4-3 dargestellt. Als Referenzmodell wurde von Johansson das
SNB-Modell em2c verwendet. Der Molanteil sowohl von CO, als auch H,O wurde mit 0,48
gewahlt, wobei der Gesamtdruck 1 bar betragt. Die Datensétze wurden von 500 bis 2500 K
in 100 K-Schritten und von 0,01 bis 60 m in variablen Schritten (0,01-0,1 in 0,001
Schrittweite; 0,1 bis 1 in 0,1 Schrittweite; usw.) berechnet.

Tabelle 4-3: Koeffizienten fur WSGG-Modell mit vier grauen Gasen (pco2=0,48, pu20=0,48,
s$=0,01-60 m, T=500-2500 K) nach Johansson (Johansson et al. 2010)

[ Ki Ci1 Ci2 Ci3

0,0668 0,2887 -0,076 0,0604
0,6818 0,133 0,303 -0,1426
5,9261 0,361 -0,2112 0,0332
86,0137 0,1843 -0,1545 0,0347

A W N P

Es erwies sich als vorteilhaft, nicht nur die zuvor angegebenen Randbedingungen zu
definieren, da bei diesem Datensatz zwar die mittlere relative Abweichung im Vergleich zum
bestehenden Modell deutlich geringer war, die maximale Abweichung jedoch deutlich groR3er
ausfiel. Aus diesem Grund wurden Randbedingungen definiert, anhand derer die Unter- und
Obergrenze der relativen Abweichung vorgegeben wurden. Dabei wurde darauf geachtet,
dass die Toleranzweiten gleich gro3 gehalten wurden. Aufgrund der hohen Anzahl der
Randbedingungen war es jedoch nicht méglich, von Beginn an alle Randbedingungen zu
verwenden. Zuerst wurde der Solver ohne zusatzliche Randbedingungen gestartet, bis ein
Minimum der Summe der Fehlerquadrate erreicht wurde. Danach wurden die Ober- und
Untergrenze definiert. AbschlieRend wurde nochmals die Berechnung mit der Maximierung
des prozentuellen Anteils innerhalb der + 5 %-Grenze relativer Abweichung durchgefihrt.
Zur einfachen und qualitativen Beurteilung der Berechnungsergebnisse wurden
Flachendiagramme erstellt, anhand derer schnell ersichtlich ist, in welchen Bereichen es zu
grolReren Abweichungen kommt. Dabei stellte sich heraus, dass speziell im definierten
Randbereich starke relative Abweichungen auftreten. Aufgrund dessen wurde das
Berechnungsgebiet in Bezug auf geometrische Weglangen und Temperaturen erweitert,
wobei das endgtiltige Modell wiederum nur auf das zuvor angegebene Gebiet bezogen ist.
Durch diese MalRnahme konnte eine deutliche Reduzierung der maximalen relativen
Abweichung erreicht werden. In Tabelle 4-3 sind die neu berechneten Koeffizienten fir das

WSGG-Modell dargestellt. Beim Vergleich der Tabellenwerte ist schnell ersichtlich, dass sich
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die Koeffizienten deutlich unterscheiden, wobei sich die Unterschiede aus der

Losungsstrategie und den Randbedingungen bei der Koeffizientenberechnung ergeben.

Tabelle 4-4: Koeffizienten fur neu berechnetes WSGG-Modell mit vier grauen Gasen
(p002:0,48, pH20:0,48, S=0,01'60 m, T=500-2500 K)

[ Ki Ci1 Ci2 Ci3

0,05097 0,26442 -0,09152 0,06256
0,44012 0,16293 0,24287 -0,11106
4,40868 0,33563 -0,11449 -0,00374
70,7545 0,21286 -0,17736 0,03928

A W N P

Um die beiden Modelle miteinander vergleichen zu kénnen, wurde fir beide Falle die relative
Abweichung zum Referenzmodell bei jedem Datenpunkt berechnet. Ein genauerer Vergleich
der beiden Modelle ergibt jedoch, dass beim neu berechneten Modell 97,9 % aller
berechneten Emissionsgrade innerhalb eines Bereiches von + 5 % vom Referenzwert (em2c)
liegen (beim bestehenden Modell 98,6 %). Die mittlere relative Abweichung liegt beim
bestehenden Modell bei 0,73 % und bei dem mit Excel berechneten Modell bei 0,76 %.

Einzig innerhalb des +2,5 %-Bereichs scheint das bestehende Modell etwas besser zu sein.

In Abbildung 4-5 ist eine Gegenuberstellung zwischen den berechneten Emissionsgraden

des Referenzmodells (em2c) und dem neu berechneten WSGG-Modell dargestellit.

1
=)
(]
[
0)
0]
(%))
=
® 3 01
- 0
o =
0w
c
o
>
o
=
L
0,01 - | |
0,01 0,1 1

Emissionsgrad em2c €., / -

Abbildung 4-5: Vergleich der berechneten Emissionsgrade zwischen dem Referenzmodell
(em2c) und dem modifizierten WSGG-Modell mit +5 %-Fehlergrenzen
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In dieser Darstellung ist die gute Ubereinstimmung in Bezug auf die berechneten
Emissionsgrade zwischen dem Referenzmodell (em2c) und dem modifizierten WSGG-
Modell ersichtlich.

In Abbildung 4-6 sind die prozentuellen Abweichungen des Modells mit den modifizierten
Parametern gegentiber dem Referenzmodell (em2c) dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die
relative Abweichung des neu berechneten Modells gegeniiber dem Referenzmodell im

Bereich der zu erwartenden Temperaturen und der geometrischen Weglange unter 2 % liegt.
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Abbildung 4-6: Prozentuelle Abweichung der Emissionsgrade zwischen dem WSGG-Modell
und em2c¢ (Pn20=0,48 bar, pco,=0,48 bar, pees=1 bar, s=0,01 bis 40 m, T=500-2500 K)

Ausgehend von diesen Ergebnissen kann festgestellt werden, dass es ebenso moglich ist,
ein WSGG-Modell in Microsoft Excel zu berechnen, obwohl der Solver nicht die
Maoglichkeiten bietet, die bei einer mathematischen Berechnungssoftware zur Verfuigung
stehen. Anhand der hier beschriebenen Vorgehensweise ist es nun mdglich, spezifische
WSGG-Modelle je nach Bedarf innerhalb kiirzester Zeit zu erstellen, die in weiterer Folge in

die numerische Simulation eingebunden werden kdnnen.

4.1.3 Berechnung der WSGG-Koeffizienten fir die Rauchgaszusammensetzung
wahrend der Experimente mit dem ,AE&E“-Brenner

Die in 3.4 berechneten Randbedingungen kénnen nun zur Berechnung der Koeffizienten des
WSGG-Modells herangezogen werden. Ebenso ist es moglich, anhand vorhergehender
numerischer Berechnungen, die CO,- und H,O-Konzentrationen innerhalb der Brennkammer
zu verwenden. Weitere Hinweise kdnnen aus den Konzentrationsmessungen innerhalb der
Brennkammer bezogen werden (Anhang E). Aus den Konzentrationsprofilen ist ersichtlich,

dass lediglich im unmittelbaren Brennmindungsbereich die CO,-Konzentrationen stark
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variieren. Diese Zone kann in einen Bereich mit einem Abstand von 1,5 m in axialer Richtung
entlang der Brennerachse und in einem Radius von ca. 0,5 m, wobei dieser mit steigendem
axialem Abstand von der Brennermiindung kleiner wird, eingegrenzt werden. Somit kdnnen
in erster Naherung die CO,- und H,O-Partialdriicke im umliegenden Bereich der Flamme
herangezogen werden. Unter Verwendung der in Abschnitt 4.1.2 beschriebenen
Berechnungsroutine wurden die in Tabelle 4-5 angegebenen Parameter berechnet.

Tabelle 4-5: Koeffizienten fur neu berechnetes WSGG-Modell auf Basis von Berechnungen

mit RADCAL mit vier grauen Gasen (pPco»=0,697, py0=0,1263, s=0,01-42 m,
T=500-2500 K)

[ Ki Ci1 Ci2 Cis

0,08953009 0,32574905 0,010551011 0,002202485
1,179468458 0,146554723 0,153176332 -0,08672668
12,26240495 0,129862608 -0,04254259 -0,00114046
204,0832256 0,06972205 -0,02930954 0,000665456

A W N P

Die Vergleichsberechnungen ergaben, dass Uber 90 % der berechneten Emissionsgrade
weniger als 5 % vom Referenzmodell (RADCAL) abweichen und 99 % der berechneten

Emissionsgrade innerhalb von £10 % liegen (siehe Abbildung 4-7).

Emissionsgrad WSGG &g / -
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-
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Abbildung 4-7: Vergleich der berechneten Emissionsgrade zwischen dem Referenzmodell
(RADCAL) und dem modifizierten WSGG-Modell mit +10 %-Fehlergrenzen
(PH20=0,697 bar, pco,=0,1263 bar, pges=1 bar, s=0,01-40 m, T=500-2500 K)

84



Strahlungswéarmeaustausch

Im Vergleich zu den vorhergehenden Berechnungsergebnissen sind die Fehlergrenzen
etwas groler.

In Abbildung 4-8 ist ein Flachendiagramm mit den prozentuellen Abweichungen vom
Referenzmodell fir die einzelnen Berechnungspunkte dargestellt. Die in der Legende
angegebenen Grenzen gelten sowohl in positiver als auch negativer Richtung. Im Diagramm
ist zu erkennen, dass lediglich in einem kleinen Bereich die prozentuelle Abweichung
zwischen den beiden Modellen innerhalb der Grenzen von = 7,5-12,5% liegt. Da im
Flammenkern die Konzentrationen deutlich von jenen im umliegenden Bereich abweichen,
ist davon auszugehen, dass das WSGG-Modell in dieser Zone keine Kkorrekten
Berechnungsergebnisse liefert. Durch eine Variantenberechnung mit unterschiedlichen
Partialdricken von CO, und H,O wurde versucht, abzuschéatzen, mit welchen Fehlern

gerechnet werden muss.
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Abbildung 4-8: Prozentuelle Abweichung der Emissionsgrade zwischen dem WSGG-Modell
und RADCAL (pn20=0,697 bar, pco,=0,1263 bar, pgs=1 bar, s=0,01-40 m,
T=500-2500 K)

Aus Tabelle 4-6 ist ersichtlich, dass die Berechnungsergebnisse starker von den
Referenzberechnungen abweichen, wenn nur der H,O-Partialdruck gesenkt wird. Werden die
Partialdriicke von CO, und H,O zu gleichen Teilen oder nur der CO,-Partialdruck gesenkt,
dann betragt die mittlere Abweichung maximal 2,5 %. Somit kann daraus geschlossen
werden, dass die Koeffizienten fir das WSGG-Modell nicht nur exakt fur die zur Berechnung
verwendeten Partialdriicke verwendet, sondern innerhalb einer gewissen Bandbreite in

Bezug auf die Summe der Partialdriicke und dem Partialdruckverhdltnis verwendet werden
koénnen.
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Tabelle 4-6: Prozentuelle Abweichung des WSGG-Modells (Parameter aus Tabelle 4-5)
bezogen auf das Referenzmodell RADCAL bei unterschiedlichen Partialdriicken und
geometrischen Weglangen (s=0,01-42 m) und einer Temperatur von 1500K

Pco2 P20 Max. Abweichung  Mittlere Abweichung
bar bar % %

0,697 0,1263 4,2 1,3

0,6273 0,1137 4,2 1,5

0,5576 0,1010 5.2 1,6

0,697 0,1137 4,6 2,3

0,697 0,1010 7.3 4,2

0,6273 0,1263 3,9 14

0,5576 0,1263 54 2,5

Wie in Abschnitt 4.2 gezeigt wird, wird gerade im Flammenbereich, in dem die
Partikelkonzentration am hdchsten ist, die Strahlung durch den Partikeleinfluss dominiert und
somit kann angenommen werden, dass der Einsatz eines spezifisch berechneten WSGG-

Modells innerhalb einer Brennkammer eingesetzt werden kann.

4.2 Strahlungseigenschaften von Partikeln

Wie bereits erwahnt, interagieren neben den Gasmolekiilen in einem Gas-Feststoff-Gemisch
ebenfalls die darin enthaltenen Partikel mit elektromagnetischen Wellen. Wie bei der
Gasstrahlung kénnen die im Gas enthaltenen Partikel Strahlung absorbieren und emittieren,
wobei zusatzlich die Streuung der Strahlung eine Rolle spielt, die bei der Gasstrahlung in

Brennkammern vernachlassigt werden kann.
Bei Streuung von Strahlung an Partikeln wird zwischen drei unterschiedlichen Mechanismen

e der Reflexion,
e der Refraktion und

e der Diffraktion

unterschieden (Abbildung 4-9).
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Abbildung 4-9: Schematische Darstellung der Streuungsmechanismen an Partikeln (vgl.
Modest 2003)

Bei der Diffraktion (Beugung) wird die Strahlrichtung, ohne Kollision mit dem Partikel,
abgelenkt. Trifft ein Strahl am Partikel auf, kann dieser entweder reflektiert werden
(Reflexion) oder in das Partikel eindringen, teilweise absorbiert und in eine andere Richtung
gelenkt werden (Refraktion). In der Regel werden alle drei Phanomene unter dem Begriff
Streuung zusammengefasst (Modest 2003). Somit kann neben der Berechnung des
Absorptionskoeffizienten der Streukoeffizient berechnet werden, wobei beide Koeffizienten

zusammengefasst den Extinktionskoeffizienten  ergeben.

a=1— e_<KP,/1 top .4 )'S —1— e_(ﬁz )s - (4-33)

Sowohl fur den Streu- als auch den Absorptionskoeffizienten liegen Werte fir
unterschiedliche Brennstoffe aus experimentellen Ergebnissen oder Schatzwerte vor
(Modest 2003, Verein Deutscher Ingenieure 2006, Manickavasagam, Menguc 1993,
Bahador, Sundén 2008), wobei diese stark von den jeweiligen Versuchsbedingungen und
Messverfahren abhangen und somit nur bedingt allgemein verwendet werden kénnen. Um
dennoch fir den jeweiligen Anwendungsfall Parameter zur Verfugung stellen zu kdnnen,

besteht die Mdglichkeit, diese auf theoretischer Basis zu generieren.

Wie stark der Einfluss der Partikel auf die Strahlungssituation ausfallt, hangt hauptsachlich

von folgenden Partikelparametern ab (Modest 2003):

e Partikelform

o PartikelgroRRe

e Abstand zwischen den Partikeln beziehungsweise Beladungsdichte

o Materialeigenschaften, meist durch den komplexen Brechungsindex (m=n+i-k)

beschrieben
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Bei theoretischen Uberlegungen wird die Partikelform meist spharisch angenommen, wobei
diese Annahme durchaus berechtigt ist, da bei einer Partikelwolke mit einer grof3en Anzahl
von unregelmaRigen Partikeln diese Unregelmé&Rigkeiten im Mittel ausgeglichen werden. Je
nach Partikelgro3e missen unterschiedliche Modellansatze verwendet werden, um die
Interaktion zwischen der Partikelschar und der Strahlung berechnen zu kénnen. Das zu
verwendende Berechnungsmodell wird durch den GréRenparameter

x = 22T - (4-34)

festgelegt. Der GroRenparameter x kann anhand des Partikelradius r (in um) und der
Wellenlange A des zu betrachtenden Bereichs berechnet werden. Ist x << 1, dann tritt
Rayleigh-Streuung auf. Liegt die Grof3e der Partikel im Bereich der zu betrachtenden
Wellenlange, woraus x=0(1) folgt, kann die Streuung anhand der Mie-Theorie berechnet
werden. Wenn x»1 ist, kbnnen die Gesetze der geometrischen Optik angewendet werden.
Bei vielen technischen Anwendungen, wie zum Beispiel Verbrennungssystemen, entspricht

x=0(1), womit die Mie-Theorie, unter der Voraussetzung, dass das Verhéltnis

S>>1 - (4-35)

und somit unabhangige Streuung vorliegt, zur Berechnung der Streuungseigenschaften

herangezogen werden kann.

In Abbildung 4-10 ist ein Ubersichtsdiagramm dargestellt, mit dem anhand des
Partikelparameters und dem Partikelvolumenanteil zwischen abhéngiger beziehungsweise
unabhangiger Streuung unterschieden werden kann. Fir Kohlenstaubverbrennungssysteme
kann anhand des Diagramms abgeleitet werden, dass unabhangige Streuung vorliegt, und
somit kdnnen die Strahlungseigenschaften der Partikel durch die Anwendung der Mie-

Theorie abgeschatzt werden.
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Abbildung 4-10: Ubersichtsdiagramm zur Bestimmung von abh&ngiger bzw. unabh&ngiger
Streuung in Abhangigkeit von Partikelgrol3enparameter und Staubbeladung (Modest
2003)

Aufgrund der hohen Komplexitat der Mie-Theorie werden in weiterer Folge nur die
notwendigen Gleichungen zur Berechnung der benétigten Parameter unter Nutzung von frei
zuganglichen Berechnungsroutinen angefiihrt. Eine genaue Herleitung und Beschreibung
der zugrundeliegenden Berechnungsansatze ist in Huffman (Bohren, Huffman 1983) zu

finden.

Meist werden zur Berechnung des Absorptionskoeffizienten kp, und des Streukoeffizienten

op \Optische Wirkungsfaktoren (Q) verwendet, wobei fur Einzelpartikel (pro Volumeneinheit)

tp ; =Qu TP 7 m* (4-36)

und fur Partikelwolken mit konstanten Partikelradien

Hi=Qu .rp?7-Np m*  (4-37)

gilt. p, steht jeweils fur den Koeffizienten fur Extinktion (B), Streuung (op) und Absorption (k)
und Q, fiir den jeweiligen Wirkungsfaktor. Das Produkt aus Partikelquerschnittsflache (r*m)

und Anzahl der Partikel N, ergibt die effektive Projektionsflache der Partikelwolke pro
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Volumeneinheit. Mit dem spektralen Wirkungsfaktor Q,, wird der jeweilige Anteil der

Streuung, Absorption und Extinktion ausgedruickt.

Zur Berechnung der Wirkungsfaktoren wurden zwei frei zugéngliche Berechnungs-
programme verwendet. Einerseits die in MATLAB programmierten Berechnungsroutinen von
Matzler (Matzler 2002) wund andererseits die in  FORTRAN programmierte
Berechnungsroutine  MMMIE (Modest 2003). Zur Berechnung des Wirkungsfaktors
beziehungsweise der Phasenfunktion ¢ missen der komplexe Brechungsindex m und die
Partikelgro3e bekannt sein. Wahrend die PartikelgroRe ein relativ einfach zu bestimmender
Parameter ist, muss haufig in Bezug auf den komplexen Brechungsindex auf Tabellen
zuriickgegriffen werden. Biermann untersuchte spezifische unterschiedliche Kohlenaschen
(Biermann, Vortmeyer 1969), wobei die Daten von Brummel (Brummel, Kakaras 1990,
Brummel, Vortmeyer 1992) zusammengefasst wurden und fir Kesselaschen ein
reprasentativer komplexer Brechungsindex von m=1,5-i-0,0055 abgeleitet wurde. Wahrend
der Realteil des komplexen Brechungsindex eine vergleichsweise geringe Sensitivitat
aufweist (1,4 bis 1,6 laut Gupta (Gupta, Wall 1985)) schwankt der Imaginarteil erheblich
(Manickavasagam, Menguc 1993, Brummel, Kakaras 1990) zwischen 0,002 und 0,02. Dies
kann unter anderem auch darauf zuriickgefiihrt werden, dass der Imaginarteil des
komplexen Brechungsindex sehr stark wellenldangenabhangig ist und somit das
Messverfahren  zur  Bestimmung des  Brechungsindex  ausschlaggebend st
(Manickavasagam, Menguc 1993). Wird der Brechungsindex lediglich durch eine Messung in
einem sehr eingeschrankten Wellenlangenbereich bestimmt, kann dieser deutlich vom

mittleren Brechungsindex abweichen.

Mit beiden zuvor genannten Berechnungsroutinen ist es moglich, die Wirkungsfaktoren fur
Absorption und Streuung sowie die Phasenfunktion zu berechnen. Matzler (Matzler 2002)
implementierte ebenfalls die Berechnung des Rickstreuwirkungsfaktors auf Basis der Radar-
Ruckstreuung (Bohren, Huffman 1983), wobei dieser Berechnungsansatz fir den
Ruckstreuwirkungsfaktor nicht geeignet ist (Brummel 2006). Die Berechnung des
Ruckstreuwirkungsfaktors Qs sowie des Wirkungsfaktors flr Vorwartsstreuung Q. ist bei
vereinfachten Modellansétzen von besonderer Bedeutung (siehe Abschnitt 4.3, Seite 97). Da
bereits der Streuungswirkungsfaktor Q,, bekannt ist, kdnnen diese auf Basis der

Phasenfunktion ¢ berechnet werden.
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Da die Phasenfunktion einer normierten Verteilung der Streuung von 0 bis 180° entspricht,
kann durch Integrieren der Phasenfunktion von O bis 90° der Anteil der vorwartsgestreuten

Strahlung auf Basis des Streuungswirkungsfaktors berechnet werden.

90
Qustri = Qo1 - j #p)- do . (4-38)
0

Analog dazu ergibt sich der Wirkungsfaktor fir Rluckwartsstreuung mit

180

Qrstr,2 = Q0,2 - J¢(¢)'d¢ - (4-39)
90

In Abbildung 4-11 sind die Phasenfunktion und Wirkungsfaktoren eines Einzelpartikels fur

den zuvor angegebenen Bereich des komplexen Brechungsindexes dargestellt.

Wellenlange A=3,5 ym 90 Phasenwinkel / °
Partikelradius r=5 um

120

Einfallende
Strahlun
%g 180 - 0
1 0,1 0,01 0,001 0,0001 0,001 0,01 0,1 1
— m=1,5-0,0055i Q«=0,252 Q,=2,024 Anteil Ruckstreuung: 18,7%
— — m=1,5-0,0020i Q«=0,099 Q,=2,154 Anteil Riickstreuung: 21,4%
m=1,5-0,02i Q«=0,686 Q,=1,642 Anteil Ruickstreuung: 10,4%

Abbildung 4-11: Normierte Streuungsphasenfunktionen bei konstantem Realteil (1,5) und
unterschiedlichen Imaginarteilen des komplexen Brechungsindexes sowie die
zugehorigen Wirkungsfaktoren und der prozentuelle Anteil der Ruckwartsstreuung bei
konstanter Wellenldnge und konstantem Partikelradius

Bei Betrachtung der Phasenfunktion erscheint der Unterschied zwischen den Ergebnissen
mit den Imaginarteilen von 0,0055 und 0,002 recht gering, wohingegen bereits ein deutlicher
Unterschied des Berechnungsergebnisses bei einem Imaginarteil von 0,02 zu erkennen ist.

Beim Vergleich der Ergebnisse in Bezug auf die Wirkungsfaktoren schwanken diese sehr
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stark, wobei der Anteil der zurilickgestreuten Strahlung zwischen 10,4 und 21,4 % liegt. Da
bei der Berechnung des Extinktionskoeffizienten die Wirkungsfaktoren zusammengezahit
werden, variieren die Ergebnisse bezogen auf den reprasentativen Brechungsindex um ca.
+2 %. Wahrend sich die Streuungsphasenfunktion und die Wirkungsfaktoren bei
Partikelwolken mit gleichbleibenden Partikelradien nicht éandern, ist es erforderlich, diese
Parameter bei Partikelwolken mit variabler PartikelgroRe, wie es bei der
Kohlenstaubverbrennung der Fall ist, zu gewichten.

Da bei den Berechnungsroutinen von Matzler lediglich die Streuungsphasenfunktion, die
Wirkungsfaktoren und somit auch die Koeffizienten fir Einzelpartikel berechnet werden
konnen, mussten die Routinen erweitert werden. Im Falle einer Partikelwolke, die aus

unterschiedlichen PartikelgréRen besteht, gilt

o0
ulzn-jQﬂ.rz-n(r)-Np-dr m?  (4-40)
0

wobei n(r) eine PartikelgréRenverteilungsfunktion und Np die gesamte Partikelanzahl pro
Volumeneinheit darstellen (Manickavasagam, Menguc 1993). Die prozentuelle Aufteilung je
nach PartikelgroRe innerhalb der Wolke kann unter anderem durch eine erweiterte
Gammafunktion

n(r):A-r7-e(_B'r6) - (4-41)

beschrieben werden, wobei die Koeffizienten anhand einer zugrundeliegenden Siebkurve

berechnet werden kdnnen. Numerisch kann Gleichung (4-41) mit

HA ZZQy,i 'riz -7-Np 'n(ri )'&i mt (4-42)
|

berechnet werden. Es ist ersichtlich, dass fur jede PartikelgroRe der zugehérige
Wirkungsfaktor berechnet werden muss, um den gewichteten Wirkungsfaktor fur die

jeweilige Wellenlange mit

ZQ,u,i t2 Np -n(rj ) &

Qua =—
# ZriZ-Np -n(rj ) &
i

- (4-43)

berechnen zu kénnen (Manickavasagam, Menguc 1993).
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In Abbildung 4-12 sind die Streuungsphasenfunktion und die Wirkungsfaktoren fir eine

Partikelwolke mit unterschiedlichen Partikelradien bei verschiedenen Imaginéarteilen

dargestellt.
Welleniange A b 90Phasenwinkel / °
n(r)=Np-13,28r*®.exp(-1,47-r)
Np=10000 120
Einfallende
Strahlun
%g 180 - ;

1 0,1 0,01 0,001 0,0001 0,001 0,01 0,1 1
Normiertes Berechnungsergebis / -

—— m=1,5-0,0055i Q«=0,248 Q,=2,221 Anteil Ruckstreuung: 8,8%
— — m=1,5-0,0020i Q«=0,1 Q,=2,367 Anteil Riickstreuung: 10%
m=1,5-0,02i Q«=0,657 Q,=1,816 Anteil Rickstreuung: 5,3%

Abbildung 4-12: Normierte Streuungsphasenfunktionen bei konstantem Realteil (1,5) und
unterschiedlichen Imaginarteilen des komplexen Brechungsindexes sowie die
zugehorigen Wirkungsfaktoren und der prozentuelle Anteil der Riickwartsstreuung bei
konstanter Strahlungswellenlange und einer Partikelwolke

Im Vergleich zum vorhergehenden Diagramm kann erkannt werden, dass die
Streuungsphasenfunktionen deutlich glatter verlaufen. Wahrend die Absorptions-
wirkungsfaktoren naherungsweise gleich bleiben, steigen die Streuungswirkungsfaktoren um
ca. 10 % gegenuber jenen der Einzelpartikel an, wobei die Anteile der riickgestreuten
Strahlung um Utber 40 % sinken.

Bisher wurden lediglich Phasenfunktionen und Wirkungsfaktoren am Einzelpartikel oder fur
Partikelwolken mit unterschiedlichen Partikelradien bei einer konstanten Wellenlange
betrachtet. Wie bereits zuvor erwéhnt, konnen diese jedoch stark mit der Wellenlange
variieren, da sich durch die Anderung der Wellenlange der GroRenparameter x nach
Gleichung (4-35) ebenfalls &andert. In Abbildung 4-13 ist dieser Sachverhalt fur eine
Partikelwolke mit unterschiedlichen Partikelradien bei unterschiedlichen Wellenlangen

dargestellt.
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m=1,5-0,0055i

n(r)=Np-13,28:1*%-exp(-1,47-1") 90 Phasenwinkel / °
Np=10000

Einfallende

Strahlun
%g 180 T

1 0,1 0,01 0,001 0,0001 0,001 0,01 0,1 1
Normiertes Berechnungsergebis / -
—_— A=2,0 um Q,=0,351 Q,=1,971 Anteil Rlickstreuung: 2,8%
—_— A=3,5 um Q=0,248 Q,=2,221 Anteil Rlckstreuung: 8,8%
- A=8,0 um Q=0,116 Q,=3,288 Anteil Ruckstreuung: 3,0%

Abbildung 4-13: Normierte Streuungsphasenfunktionen bei konstantem komplexen
Brechungsindex bei unterschiedlichen Wellenldangen sowie die zugehorigen
Wirkungsfaktoren und der prozentuelle Anteil der Rickwartsstreuung einer
Partikelwolke mit unterschiedlichen Partikelradien

Es ist zu erkennen, dass sich einerseits die Streuungsphasenfunktionen und andererseits die
Wirkungsfaktoren sehr stark mit der Wellenlange der auf das Partikel auftreffenden Strahlung

andern.

Um jedoch ein allgemeines Modell zur Berechnung von Wirkungsfaktoren und
Streuungsphasenfunktionen zu erhalten, muss dieser Sachverhalt berticksichtigt werden. Da
die Strahldichte der jeweiligen Wellenlange wiederum temperaturabhangig ist, bietet es sich
an, als Gewichtungsfunktion (J,) die Intensitatsverteilung des schwarzen Strahlers, die
anhand des Planck‘schen Gesetzes berechnet werden kann, zu verwenden. Somit kann fir

die gewichteten Wirkungsfaktoren folgende Gleichung verwendet werden:

0
J‘QN!/% -J,-dA
0

Qu = - (4-44)

o0
J.Jﬂ-dﬂ,
0

wobei
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01-1_5
( Ccy j W-m?® (4-45)
e\T4) _1

J) =

mit ¢,=0.1191062 10™ W-m™ und ¢,=0.01438786 m-K berechnet wird (Brummel, Kakaras
1990).

In Abbildung 4-14 sind drei gewichtete Streuungsphasenfunktionen bei unterschiedlichen

mittleren Partikelradien dargestellt.

90 Phasenwinkel / °

m=1,5-0,0055i

Einfallende

Strahlun
%g 180 -+

1 0,1 0,01 0,001 0,0001 0,001 0,01 0,1 1

r=3,5um Q,=0,185 Q,=2,675 Anteil Riickstreuung: 9,3%
— — — r=3um  Q.=0,243 Q,=2,350 Anteil Riickstreuung: 8,6%
"""" r=10 um Q,=0,379 Q,=2,174 Anteil Riickstreuung: 5,8%

Abbildung 4-14: Normierte gewichtete Streuungsphasenfunktionen bei konstantem
komplexen Brechungsindex bei unterschiedlichen Partikelradien sowie die
zugehorigen Wirkungsfaktoren und der prozentuelle Anteil der Ruckwartsstreuung
(T=1200 K)

Durch die Gewichtung der einzelnen Streuungsphasenfunktionen bei unterschiedlichen
Wellenlangen wird der Verlauf der Streuungsphasenfunktion gegléattet. Dieser Effekt konnte
bereits in Abbildung 4-12 und Abbildung 4-13 fur Partikelwolken mit unterschiedlichen
Partikelradien beobachtet werden. Dies kann darauf zurlickgefiuihrt werden, dass es sich in
beiden Fallen um eine Gewichtung bei variablem GréRenparameter x handelt, wobei die
Wirkungsfaktoren deutliche Unterschiede aufweisen. Des Weiteren kann erkannt werden,
dass fur Kohlenstaubaschen eine stark vorwértsgerichtete Streuung stattfindet und der Anteil

der Rickwartsstreuung durchwegs unter 10 % von der gesamten Streuung liegt.
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Auf Basis der hier dargestellten Berechnungsverfahren ist es nun méglich, Berechnungen fur
den einzelnen Anwendungsfall in Bezug auf Korngro3enverteilung und Partikeleigenschaften
durchzufiihren und den Absorptions- und Ruckstreuwirkungsfaktor zu berechnen. Anhand
der in Anhang B angefuhrten Randbedingungen ergibt sich somit ein Ruckstreuanteil von
4 % von der gesamten Streuung. Um vereinfachte Berechnungen durchzufiihren, erscheint
jedoch die Berechnung der spezifischen Wirkungsfaktoren sehr aufwéndig, da sich zum
Beispiel in Hinblick auf die Kohlenstaubverbrennung einerseits die Partikeleigenschaften und
andererseits die KorngrofRenverteilung wahrend der Verbrennung @ndern. Eine Alternative
stellt hierbei die Berechnung von gewichteten Wirkungsfaktoren auf Basis von gemittelten
Partikelradien dar (Abbildung 4-15). Die Berechnung wurde mit den zuvor beschriebenen
Berechnungsgleichungen und dem eigens dafiir erweiterten Programm von Matzler (Matzler
2002) durchgefiihrt.
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Q_rstr bei 1200 K —— Q_rstr bei 1400 K —— Q_rstr bei 1600 K
Q_abs bei 1200 K --+--=- Q_abs bei 1400 K «-+--=- Q_abs bei 1600 K

Abbildung 4-15: Absorptions- und Rickstreuwirkungsfaktoren bei unterschiedlichen
Temperaturen und mittleren Partikelradien (m=1,5-0,0055i)

Anhand des Diagramms ist ersichtlich, dass der Rickstreuwirkungsfaktor im Bereich von ca.
8 um ein Maximum erreicht und danach wiederum abnimmt. Es ist ebenfalls ersichtlich, dass
bei steigenden Partikelradien der prozentuelle Anteil der Rickwartsstreuung bezogen auf
den Absorptionswirkungsfaktor deutlich kleiner wird und zur Vereinfachung der

Strahlungsberechnung bei grof3en Partikelradien auch vernachlassigt werden kann. Bei
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Betrachtung der Wirkungsfaktorverlaufe bei unterschiedlichen Temperaturen ist ersichtlich,
dass das Maximum des Ruckstreuwirkungsfaktors mit steigender Temperatur in Richtung
kleinerer Partikelradien verschoben wird, wobei im Schnitt bei gro3eren Partikelradien, bei
steigender Temperatur, der Rulckstreuwirkungsfaktor kleiner ausfallt. In Bezug auf den
Absorptionswirkungsfaktor kann erkannt werden, dass mit steigender Temperatur ebenso
der Absorptionswirkungsfaktor zunimmt. Auf Basis der in diesem Abschnitt gezeigten
Berechnungsergebnisse ist es nun moglich, vereinfachte Strahlungsberechnungen fir Gas-
Partikel-Gemische durchzufuhren und Randbedingungen fir die numerische Simulation

abzuleiten.

4.3 Vereinfachte Berechnung des Emissionsgrades von Gas-Partikel-

Gemischen

In den zwei vorhergehenden Abschnitten wurden mdgliche Berechnungsansatze zur
Abschatzung der Strahlungseigenschaften von Gasen und Partikeln getrennt dargestellt. Zur
Berechnung der Strahlungseigenschaften beziehungsweise der Strahlungsintensitat der

Gas-Partikel-Suspension muissen diese zusammengefihrt werden.

Ein einfacher Berechnungsansatz wurde von Biermann (Biermann, Vortmeyer 1969) auf
Basis eines Zweiflussmodells entwickelt, welcher von Brummel (Brummel, Kakaras 1990)
durch die Beriicksichtigung der Rickwartsstreuung der Strahlung durch Partikel erweitert
wurde. Streng genommen hat dieser Berechnungsansatz nur dann Giiltigkeit, wenn sowohl
fur die Gasphase als auch die Partikel eine gleiche Schichtdicke angenommen werden kann
und eine konstante Temperatur innerhalb des zu betrachtenden Bereichs vorliegt. Auf Basis

dieser Annahmen ergibt sich folgender Berechnungsansatz:

1- e_(Qabs -Ap Bp +xg )}Sg W

=(1-¢&) . (4-
EG+P ( ég) 1+§,e_(Qabs ‘Ap Bp +xG )'sgl v (4-46)
_y-l s
¢= il (4-47)

05
v = (1+ MJ - (4-48)
Qabs

Aufgrund der zuvor getroffenen Annahmen uberlagern sich die Absorptionskoeffizienten der
Gas- und Partikelphase additiv. Aus Gleichung (4-46) kann ebenfalls der Emissionsgrad der
Partikelphase durch Streichen des Absorptionskoeffizienten der Gasphase berechnet

werden, wobei Ar und Bp die spezifische Projektionsflache der Partikel (in m*kg™)
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beziehungsweise die Beladungsdichte (in kg-m'3) darstellen. Qs beziehungsweise Qg
konnen fur die vorliegende Brennkammertemperatur und den mittleren Partikelradius der
Feststoff-Phase aus Abbildung 4-15 entnommen werden. Der Absorptionskoeffizient der
Gasphase k, kann anhand unterschiedlicher Modelle (z.B. VDI-Wéarmeatlas Verein
Deutscher Ingenieure 2006) berechnet werden. Die hier gezeigte Berechnungsmethode
eignet sich ebenfalls gut zur Berechnung des spektralen Emissionsgrades. Dies kann
insofern von Interesse sein, wenn Strahlungsmessungen an Gas-Feststoff-Suspensionen
durchgefuhrt werden. Ebenso kdnnen somit Variationsberechnungen durchgefiihrt werden,
um den Einfluss der Partikelphase auf den Gesamtemissionsgrad untersuchen zu kénnen.

In Abbildung 4-16 ist der Einfluss von Partikeln auf den Gesamtemissionsgrad gegenuber

reiner Gasstrahlung abgebildet.
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Abbildung 4-16: Emissionsgradverlaufe bei variabler geometrischer Weglange und
konstanter Partikelbeladung (Bp=0,02 kg-m™, schwarze Linien), nur Partikel mit
Ruckwartsstreuung  (Partikeldurchmesser dp=20 pm, Qas=0,38, Q,+=0,12,
Ap=60 m*kg™) und der Gasphase (1300 K Rauchgastemperatur, py.0=0,0748 bar,
Pco2=0,1521 bar, po,=0,0263 bar, pn.=0,7468 bar)

Es ist zu erkennen, dass die Partikel in der Gasphase einen deutlichen Einfluss auf den
Gesamtemissionsgrad haben. Im Diagramm sind zwei Gesamtemissionsgradverlaufe
dargestellt (schwarze Linien). Wéahrend bei der punktierten Linie lediglich Absorption durch
Partikel berlcksichtigt wurde, wurde bei der Berechnung der durchgezogenen Linie die
Ruckwartsstreuung der Partikel miteinbezogen, wodurch der Gesamtemissionsgrad deutlich

geringer ausféllt. Dies deutet darauf hin, dass je nach Beschaffenheit der Partikel der
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Einfluss der Ruckwartsstreuung berlcksichtigt werden sollte. Wahrend bei geringen
geometrischen  Weglangen die auftretende  Strahlung der Gasphase den
Gesamtemissionsgrad in diesem Fall noch beeinflusst, dominieren die Partikel ab einer
geometrischen Weglange von etwa sieben Metern die Strahlung der Gas-Feststoff-
Suspension, trotz eines weiteren Ansteigens des Gasemissionsgrades, wie am
Emissionsgradverlauf der Partikel mit Riickwartsstreuung und dem Gasemissionsgradverlauf
zu erkennen ist. Wahrend im zuvor gezeigten Diagramm die Feststoffbeladung konstant
gehalten wurde, wurde in der Berechnung fur Abbildung 4-17 die Beladung bei zwei
unterschiedlichen geometrischen Wegléangen der Gasphase mit Partikeln variiert.
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Abbildung 4-17: Gesamtemissionsgradverlaufe bei variabler Partikelbeladung und
konstanten geometrischen Weglangen (sq=2 und 8 m, Partikeldurchmesser
dp=20 pm, Qa5s=0,38, Q.+=0,12, A,=60 m?kg®, 1300 K Rauchgastemperatur,
PH20=0,0748 bar, pco,=0,1521 bar, po,=0,0263 bar, py.=0,7468 bar)

Es ist zu erkennen, dass der Gesamtemissionsgrad und ebenfalls der Einfluss der
Ruckwartsstreuung auf den Gesamtemissionsgrad von der Partikelbeladung abh&ngig sind.
Wie schon beim vorhergehenden Diagramm ersichtlich, dominiert bei groRReren
geometrischen Weglangen (8 m) die Strahlung durch Partikel, wobei bei schwach beladenen
Systemen bis zu einer Beladungsdichte von ca. 0,02 kg-m® die Gasstrahlung den
Gesamtemissionsgrad beeinflusst. Bei geringeren geometrischen Weglangen (2 m)
dominiert die Partikelstrahlung erst bei gesteigerter Beladungsdichte den

Gesamtemissionsgrad. Auf Basis der zwei gezeigten Diagramme ist zu erkennen, dass bei
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partikelbeladenen Systemen die Strahlungseigenschaften von Partikeln eine wichtige Rolle
spielen kdnnen und somit bei der Berechnung der Warmedibertragung durch Strahlung in
kohlenstaubgefeuerten Brennkammern beriicksichtigt werden sollten.
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5 Numerische Simulation

Fiar die numerische Simulation der in Abschnitt 3.3.2 beschriebenen Versuche wurde im
Rahmen dieser Arbeit das kommerzielle CFD-Simulationsprogramm ANSYS Fluent 14.0
verwendet, da bei diesem Programm bereits Modelle fir die in Abschnitt 2.2 erwéhnten
Mechanismen zur Verfligung stehen beziehungsweise die Mdoglichkeit besteht, eigene
Modelle oder Submodelle durch User Defined Functions (UDF) in die Simulation zu

implementieren.

In den folgenden Abschnitten werden die Geometrieerzeugung und Gittergenerierung sowie
die gewahlten Submodelle mit den zugehérigen Randbedingungen beschrieben. In weiterer
Folge werden die Vorgehensweise wahrend der Simulation und die Simulationsergebnisse
mit unterschiedlichen Berechnungsmodellen in Bezug auf die Berechnung der
Strahlungseigenschaften der Gas- und Partikelphase dargestellt.

5.1 Geometrieerzeugung und Gittergenerierung

Zur Erzeugung der Brenner- und Brennkammergeometrie und zur Gittergenerierung wurde
das Programm Gambit 2.4.6 verwendet. Da keine genauen Messungen in Bezug auf den
Drallerzeuger durchgefiihrt wurden und daher keine Daten vorliegen, inwiefern eine
gleichméaBige Verdrallung des Sekundarvolumenstroms stattfindet, wurde der gesamte
Brenner sowie die Brennkammer der Versuchsanlage der Fa. ENEL dreidimensional
dargestellt. Wie in Abschnitt 3.1 bereits beschrieben, besteht die Brennkammer aus 11
Segmenten (siehe Abbildung 3-3, Seite 20). Die ersten drei Segmente der Brennkammer
(linke Seite) werden nicht gekudhlt, die weiteren acht Segmente kénnen Uber Kihlkreislaufe

und koaxiale Kihlrohre gekihlt werden.

Da die Implementierung der gesamten Geometrie der innenliegenden Teile der
Brennkammer &uRerst aufwandig und nicht zielfihrend erscheint, wurden bei der
Geometrieerzeugung die Brennkammersegmente in jeweils drei Untersegmente unterteilt,
wobei diese zur Vorgabe von Warmestromdichten oder Temperaturprofilen genutzt werden
konnen (siehe Abbildung 5-1).
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Abbildung 5-1: Geometrie und Flachenunterteilung der modellierten Versuchsbrennkammer

Bei der Geometrieerzeugung des Brenners wurde der Drallerzeuger des
Sekundarvolumenstroms  ebenfalls  implementiert, da eine  Abschatzung der
Tangentialgeschwindigkeitskomponente mit den vorhandenen Daten nicht méglich ist. In

Abbildung 5-2 ist ein Schnittbild durch den Brenner mit den zugehdrigen Kanélen dargestellt.

Da die Volumenstrome des Sauerstoff- und Priméarstroms nicht verdrallt werden, wurden die
Massenstromeinlasse 300 mm beziehungsweise 350 mm vor der Brennermindung definiert.
Da lediglich der im Detail untersuchte Betriebsfall simuliert werden soll, wurde die
Sauerstoffinjektorposition mit 20 mm fixiert (siehe Tabelle 3-4, Seite 47). Ebenso wurde die
Drallerzeugerposition mit 40 mm fixiert. In Abbildung 5-2 ist die in Gambit erzeugte
Drallerzeugergeometrie dargestellt.

Drallerzeuger )
Sekundarkanal — ?g | Brennerkehle ~(

Sauerstoffinjektor )
j"— SEkundéeranaIwand/v ‘

Sauerstoffkanal — \
Diffusor —, - T [ Drallerzeugerschaufel — "

Primarkanal ———=

Abbildung 5-2: Schnitt durch den Brenner mit den zugehdrigen Zustromkanalen (links) und
Detaildarstellung des Drallerzeugerschaufelgitters (rechts)
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Nach der Fertigstellung der Geometrie wurde mit der Gittergenerierung begonnen. Da bei
der Turbulenzmodellierung Standard-Wandfunktionen verwendet werden, musste zuvor die
Lage der ersten Knotenpunkte von der jeweiligen Wand abgeschétzt werden. Dabei wurde
nach den Vorlesungsunterlagen von Martens (Martens 2010) vorgegangen. Zur Berechnung
der Reynoldszahl (Re) wurden die berechneten Volumenstréme aus dem
thermodynamischen Kreisprozesssimulationsprogramm IPSEpro und die
Auslegungsquerschnitte des  Brenners herangezogen. Zur Abschatzung der
Oberflachenreibungskoeffizienten c¢; fir Rohr-stromungen wurde folgende Gleichung

verwendet:

%;:30039-Re_02 - (5-)

womit die Wandschubspannungsgeschwindigkeit u, anhand

u, =u. & ms!  (5-2)
2

berechnet werden kann. Durch die Wahl eines entsprechenden y*-Wertes (fir Standard-

Wandfunktionen sollte dieser zwischen 30 und 300 liegen) kann der Abstand des ersten

Knotenpunktes yr mit

+
yp 4 m (5-3)
uz

yp =

unter Verwendung der kinematischen Viskositat v des jeweiligen Fluids berechnet werden.

Bei komplexen Geometrien werden haufig tetraederférmige Berechnungsgitter verwendet, da
diese deutlich flexibler einsetzbar sind und meist automatisch generiert werden kdnnen.
Aufgrund der schlechten Raumausfiillung von Tetraedern (ein Tetraeder hat nur 1/6 des
Volumens im Vergleich zu einem Quader mit gleicher Kantenl&nge) ist eine deutlich hdhere
Anzahl an Volumenelementen notwendig, um eine &hnliche Auflésung im Vergleich zu einem

Gitter aus Hexaedern zu erreichen.

Durch sinnvolles Aufteilen der jeweiligen Volumina, speziell im Bereich des Drallerzeugers,
war es mdoglich, ein Berechnungsgitter aus Hexaedern fir die gesamte Brenner- und
Brennkammergeometrie zu erzeugen. In Abbildung 5-3 ist der Brennermiindungsbereich mit

dem erzeugten Berechnungsgitter dargestellt.
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Abbildung 5-3: Darstellung des Brennermiindungsbereichs mit Berechnungsgitter

Da ebenfalls auf ,non-conformal®-Berechnungsgitter verzichtet wurde, war es notwendig, die
Gitterfeinheit durch die gesamte Brennkammer beizubehalten, woraus in Summe fir das
gesamte Berechnungsgebiet 3,7 Millionen Volumina resultieren. Wahrend der Erstellung des
Berechnungsgitters wurde fortlaufend die Gitterqualitdit anhand folgender Indikatoren

Uberpruft:

Beim Squish Index werden die Skalarprodukte der Vektoren vom Zellenmittelpunkt zu den
Flachenmittelpunkten  der  umhiillenden  Flachen (fep;) und den  zugehérigen

Flachenvektoren (A.q ;) berechnet:

Aj Teoii

SraEr - (5-4)
Al oo

max| 1

Im schlechtesten Fall nimmt der Index den Wert 1 an.

Es sei darauf hingewiesen, dass sich bei den einzelnen Programmversionen von ANSYS
Fluent die Definition des Squish Index insofern &ndert, als bei neueren Versionen die
Subtraktion von 1 in Gleichung (5-4) weggelassen wird und somit der bestmdgliche Squish
Index den Wert 1 annimmt. Der Index kann somit als MaR3 fir die Abweichung von der
Orthogonalitat der Flachenelemente der jeweiligen Zelle interpretiert werden. Beim erstellten
Berechnungsgitter weisen 99,5 % der Zellen einen Squish Index <0,25 auf (ausgehend von
Gleichung 5-3), wobei das schlechteste Element einen Squish Index von 0,8 hat.

104



Numerische Simulation

Welchen Wert der Squish Index maximal annehmen darf, ist nicht genau fixiert, es wird
jedoch als Faustregel die Obergrenze mit 0,99 fir alle Zellentypen angegeben (Ansys
2011b).

Als weiteres Qualitatskriterium zur Bewertung der generierten Volumenelemente wird haufig
der Aspect Ratio herangezogen, anhand dessen die Dehnung der Berechnungsvolumina
angegeben wird. Dabei wird das Verhdaltnis von Maximum und Minimum der Abstande
zwischen dem Zellenmittelpunkt und den Zellenflachen und den Zellenknotenpunkten
berechnet.

max [eq,€7,...en |
min [el,ez,...en]

- (5-9)

Generell sollte sich der Aspect Ratio in Bereichen hoher Gradienten des Stromungsfeldes
nicht stark andern und gering gehalten werden (<10). Daher wurde im zu erwartenden
Flammenbereich darauf geachtet, dass dieser Wert nicht Uberschritten wird. Stromabwarts in
der Brennkammer wurden Werte <35 realisiert, um die Anzahl der Berechnungsvolumina

maoglichst gering zu halten.

Zusatzlich wurde die Equiangle Skewness Uberprift, durch die die Abweichung der
Zellenwinkel vom equilateralen Winkel angegeben wird (bei Hexaedern 90°).

) - (5-6)

Omax —Oe B¢ —Onin

Im schlechtesten Fall ergibt sich fir die Equiangle Skewness der Wert 1. In Tabelle 5-1 ist
eine qualitative Bewertung der Zellenelemente in Abhangigkeit von der Equiangle Skewness
angefuhrt.

Tabelle 5-1: Qualitat der Berechnungsgitter in Abhangigkeit von der Equiangle Skewness
(Fluent Inc. 2006)

Equiangle Skewness (ES)  Qualitat

0 Idealfall
0<ES=<0,25 Sehr Gut
0,25<ES=<0,5 Gut
0,5<ES<0,75 Ausreichend
0,75<ES<0,9 Schlecht
0,9<ES<1 Sehr schlecht
ES=1 Unbrauchbar
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Beim vorliegenden Berechnungsgitter liegt der Wert bei 90 % der Zellen unter 0,25, bei
99,5 % der Zellen unter 0,5 und fur 100 % der Zellen unter 0,75.

In weiterer Folge wurde mit dem ersten Simulationssetup (Abschnitt 5.3.1) das
Berechnungsgitter in Bezug auf die y*-Werte Uberpruft. Aufgrund der hohen Anzahl an
Berechnungsvolumina wurde keine generelle Verfeinerung des Berechnungsgitters
durchgefuhrt, um die Gitterunabh&ngigkeit zu tberprifen, sondern in ANSYS Fluent das
Berechnungsgitter unter Zuhilfenahme der Temperaturgradienten adaptiert und das daraus
resultierende Berechnungsergebnis mit dem vorhergehenden Ergebnis verglichen. Dabei
stellte sich heraus, dass der Unterschied zwischen den Berechnungsergebnissen mit dem
adaptierten und dem Basisberechnungsgitter sehr gering war. Folglich wurde auf das

Basisgitter zurlickgegriffen.

5.2 Modellwahl und Randbedingungen

Wie bereits in Abschnitt 2.2 beschrieben, ist eine Vielzahl von Submodellen notwendig, um
eine kohlenstaubgefeuerte Brennkammer numerisch zu simulieren. In den folgenden
Abschnitten wird auf die Auswahl der einzelnen Submodelle eingegangen, wobei wiederum
der Schwerpunkt bei der Strahlungsmodellierung liegt. Bei der Modellwahl wurde versucht,
die zur Verfigung stehenden Rechnerkapazitaten zu bertcksichtigen, um auch fur die
Industrie ein Werkzeug zur Verfiugung stellen zu koénnen, mit dem bereits gute

Simulationsergebnisse erreicht werden kénnen.

5.2.1 Turbulenzmodell

Sehr viele technisch relevante Stromungen sind turbulent. Grundsatzlich wird die Turbulenz
durch die Navier-Stokes-Gleichungen beschrieben, wobei eine Direkte-Numerische-
Simulation (DNS) bei derzeit gangigen Rechnerleistungen nur bei geringen Reynolds-Zahlen
maoglich beziehungsweise sinnvoll erscheint. Dies liegt darin begrindet dass durch das
Rechengitter ebenfalls die kleinsten Turbulenzstrukturen (Kolmogorov-Skalen) erfasst
werden mussen, wodurch der Berechnungsaufwand in etwa zur dritten Potenz der Reynolds-
Zah| steigt (Gerlinger 2005, Epple 2009, Ferziger, Peri¢ 2008). Eine Mdglichkeit, den
Berechnungsaufwand zu verringern, stellt die Large-Eddy-Simulation (LES) dar. Dabei
werden lediglich die kleineren Wirbel (Subgrid Scale) modelliert und die gréReren Wirbel
durch eine direkte numerische Simulation berechnet. Trotz der zu erwartenden héheren
Genauigkeit der LES gegeniuber Reynolds-Averaged-Navier-Stokes-Gleichungen (RANS)

wurde die LES bisher kaum bei der Simulation von kohlegefeuerten Brennern
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beziehungsweise Brennkammern verwendet (Edge et al. 2010). Ein Grund dafir ist der

dennoch verhaltnismafig hohe Berechnungsaufwand gegentiber RANS-Modellen.

Bei RANS-Modellen werden die durch die Geschwindigkeitsfluktationen verursachten
Schwankungen der darin transportierten GrofRen in einen Mittelwert und einen
Schwankungswert aufgeteilt, woraus ein nicht geschlossenes Gleichungssystem resultiert.
Um das Gleichungssystem letztlich zu schliel3en, missen Modellgleichungen verwendet

werden.

In ANSYS Fluent stehen einige Modelle zur Turbulenzmodellierung zur Verfigung. Sehr
haufig werden Zweigleichungsmodelle fur industrielle Anwendungen eingesetzt (k-¢, k-w,
etc.), wobei das k-e-Modell (Launder, Spalding 1974) und dessen Derivate nach wie vor sehr
haufig eingesetzt werden (siehe auch Anhang D, Seite 153). Ein Nachteil des k-e-Modells ist,
dass die turbulenten Eigenschaften isotrop behandelt werden, wodurch fir nicht gewundene
Stromlinien deutlich bessere Vorhersagen als bei verdrallten Stromungen erzielt werden
(Epple et al. 2009). Daher wurden Modellverbesserungen vorgenommen, aus denen zum
Beispiel das RNG-k-e-Modell (Renormalization Group, RNG) und das relizable-k-e-Modell
hervorgingen, wobei mit beiden Modellen deutlich bessere Ergebnisse bei drallbehafteten

Stromungen erzielt werden.

Beim Reynolds-Stress-Modell (RSM) werden anstatt der Annahme einer isotropen Strémung
die Reynolds-Spannungen in Kombination mit einer Gleichung zur Berechnung der
Dissipationsrate berechnet, wodurch sich im dreidimensionalen Fall sieben zuséatzliche
Gleichungen ergeben. Da nun die Effekte starker Stromlinienkrimmungen bericksichtigt
werden, eignet sich das RSM besonders zur Berechnung von Zyklonabscheidern oder
hochverdrallten Stromungen in Brennkammern. Aufgrund der hoheren Anzahl an
Gleichungen, die gelést werden missen, wird das RSM nicht generell fir verdrallte

Stromungen empfohlen (Ansys 2011a).

Letztlich wurde das RSM gewahlt, da im Rahmen des ,Friendly Coal“-Projektes bereits gute
Erfahrungen mit dem Modell gesammelt wurden und ebenfalls Referenzflammen der IFRF

mit hoher Genauigkeit (Brunetti et al. 2009) berechnet werden konnten.

5.2.2 Partikel- und Gasphasen-Modellierung

In ANSYS Fluent steht zur Berechnung der diskreten Phase das Discrete-Phase-Modell
(DPM) zur Verfugung, das auf einem Euler-Lagrange-Ansatz beruht (Ansys 2011a).
Wahrend die Fluidphase durch die Navier-Stokes-Gleichungen beschrieben wird, werden die

im System befindlichen Partikel durch Trajektorien bei bestimmten Intervallen berechnet,
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wobei die Interaktionen der Partikel mit der Gasphase in Form von Impuls-, Energie- und

Massenaustausch bertcksichtigt werden.

In ANSYS Fluent besteht die Mdglichkeit, unterschiedliche am Partikel angreifende &uf3ere
Krafte zu berucksichtigen, wobei im Falle einer Kohlenstaubverbrennung der
Stromungswiderstand dominiert und nur dieser bertcksichtigt wird, da sowohl die Gewichts-
als auch die Auftriebskraft vergleichsweise gering sind. Zur Berechnung der Trajektorien
stehen ebenfalls unterschiedliche Modelle zur Verfiigung, wobei das Stochastic-Tracking-
Modell gewahlt wurde. Anhand des Modells werden die Trajektorien auf Basis der
momentanen Geschwindigkeiten des Fluids berechnet, wodurch bei einer geniigend hohen
Anzahl von Partikeln (Number of Tries) die zufalligen Effekte der Turbulenz bericksichtigt
werden kénnen (Ansys 2011a). Da die Kohlenstaubpartikel keine einheitliche Grof3e haben,
kann eine Rosin-Rammler-Durchmesserverteilung anhand des mittleren Durchmessers und

des Verteilungskoeffizienten vorgegeben werden (siehe Anhang B, Seite 149).

Je nach den jeweiligen Anforderungen missen zur Berechnung des Massen- und
Energieaustauschs zwischen Partikel- und Gasphase zusatzliche Modelle definiert werden,
anhand derer der Partikelzustand berechnet wird. Im Falle der Kohlenstaubverbrennung
muissen die Aufheizphase, die Pyrolyse, der Koksabbrand und anschlieBend der inerte
Zustand des Partikels bertcksichtigt werden, wobei dies in ANSYS Fluent durch sogenannte

,Laws“ geschieht.

So werden die Partikel als inert angesehen, bevor diese die Pyrolysetemperatur erreicht
haben oder nachdem der Koksabbrand abgeschlossen ist (Law 1 bzw. Law 6). Da die
Partikel inert sind, findet kein Masseaustausch zwischen der Gas- und Partikelphase statt

und es wird lediglich der Energieaustausch berechnet.

Wird die vorgegebene Pyrolysetemperatur der Partikel Uberschritten, wird das
Pyrolysemodell aktiviert. Wie bereits in Abschnitt 2.2 beschrieben, stehen unterschiedliche
Modelle zur Berechnung der Pyrolyse zur Verfigung. Im Rahmen dieser Arbeit wurde das
Single-Kinetic-Rate-Modell verwendet, da durch den einfachen Berechnungsansatz
Rechenzeit eingespart werden kann und aufgrund des recht ahnlichen Pyrolyseverhaltens
des Kohlenstaubs bei Oxyfuel-Bedingungen im Vergleich zur konventionellen Verbrennung

bereits Parameter fir untersuchte Kohlen zur Verfiigung stehen.

Hat die Masse des Partikels so weit abgenommen, dass keine Pyrolyse mehr stattfindet, wird
das Koksabbrandmodell aktiviert. Da ebenfalls noch nicht génzlich geklart ist, welchen
Einfluss eine Vergasung des Kokses auf den Abbrand des Restkokses hat, wurde mit dem
Kinetics-Diffusion-Limited-Rate-Modell ebenfalls ein numerisch weniger aufwandiges Modell

gewabhilt.
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Sowohl die flichtigen Bestandteile als auch die entstandenen Produktgase beim
Koksabbrand miussen in der Gasphase beriicksichtigt werden. Aufgrund des vergleichsweise
grol3en Berechnungsgitters wurde daher das Non-Premixed-Combustion-Modell-gewahlt. Bei
diesem Berechnungsansatz werden nicht wie beim Finite-Rate/Eddy-Dissipation-Modell
einzelne Transportgleichungen der im System befindlichen Spezies geldst, sondern jene mit
einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion berechnet, wobei die Rauchgaszusammensetzung
anhand einer oder in diesem Fall zweier Variablen, den Mischungsbriichen, beschrieben
werden und somit die Berechnung einzelner Speziestransportgleichungen umgangen
werden kann. Dabei wird jedoch vorausgesetzt, dass die Strémung turbulent und die
Diffusionskoeffizienten der einzelnen Spezies gleich sind. Der Nachteil des Modells liegt
darin, dass zur Berechnung der Rauchgaszusammensetzung von einem chemischen
Gleichgewicht ausgegangen wird, welches bei der Bildung von Stickoxiden nicht vorliegt und
daher flr detaillierte Untersuchungen in Bezug auf Schadstoffbildung nicht geeignet ist (Joos
2006).

Durch die vorgegebenen Zusammensetzungen der einzelnen Stoffstrome am
Brennkammereintritt ~ wird eine  angenommene  Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion
(preassumed PDF) fir nicht adiabate Systeme auf Basis der Minimierung der Gibbs‘schen
Energie berechnet, wobei zu deren Berechnung der B-Funktionsansatz gewahlt wurde
(Ansys 2011a). Mit diesem Ansatz wird jene Zeitspanne beschrieben, die das Fluid in dem
vom Mischungsbruch definierten Zustand verbleibt, wobei dieser von den turbulenten
Fluktuationen abhangig ist. Die Berechnung wird vor dem Beginn der eigentlichen Simulation
durchgefuhrt und die berechneten Werte in Tabellen abgespeichert. Wahrend der Simulation
werden anhand sogenannter Mischungsbriiche die gemittelten Werte fir die Massenanteile
der einzelnen Spezies, Dichte und Temperatur durch Interpolation der zuvor gespeicherten

Tabellenwerte berechnet.

Fir die in diesem Abschnitt beschriebenen Modelle sind die verwendeten Parameter in

Anhang F aufgelistet.

5.2.3 Strahlungsmodell

In ANSYS Fluent werden einige Modelle zur Verfigung gestellt, anhand derer der
Strahlungswérmeaustausch zwischen dem Rauchgas und den umschlieRenden Wanden
berechnet werden kann. Dazu ist es erforderlich, die Strahlungstransfergleichung (RTE,
siehe Gleichung 4-22, Seite 69) zu l6sen. Da es sich hierbei um eine Integro-
Differentialgleichung handelt, die eine Funktion der Geometrie, des vorliegenden

Temperatur- und Konzentrationsfelds der strahlungsaktiven Gase ist, die ihrerseits stark
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wellenlangenabhéangigen Charakter haben, ist eine exakte Lésung nur auf sehr stark
vereinfachte Problemstellungen begrenzt. Zur numerischen Berechnung der RTE stehen
einige Berechnungsansatze zur Verfugung, die teilweise in ANSYS Fluent implementiert
sind. Grundsétzlich konnen die Berechnungsansatze in folgende Methoden eingeteilt werden
(Epple et al. 2009):

e statistische Methoden
e Zonen-Methoden

o differentielle Methoden

Unter der Voraussetzung, dass der Einfluss von Kohlenstaubpartikeln nicht vernachlassigbar
ist, stehen in ANSYS Fluent zwei Modelle zur Verfigung, mit denen die Kopplung des
Strahlungsaustauschs zwischen Partikel- und Gasphase mdglich ist: das P1-Modell und das
Discrete-Ordinates-Modell (DO-Modell). Das P1-Modell wird speziell bei optischen
Wegléangen a-s»1 eingesetzt. Ist diese Bedingung nicht erfillt, konnen die
Berechnungsergebnisse zu deutlich hdéheren Warmestromdichten fihren als jene, die
tatsachlich auftreten. Aufgrund des variableren Einsatzbereiches des DO-Modells im
Vergleich zum P1-Modell (Krishnamoorthy et al. 2010, Edge et al. 2009) wurde das DO-
Modell gewahlt, auf dessen Anwendung in weiterer Folge etwas genauer eingegangen wird.
Beim DO-Modell wird die RTE fur mehrere diskrete Raumwinkel geldst und kann somit als
finite Differentiation der Richtungsabhangigkeit der RTE gedeutet werden. Eine detaillierte
Beschreibung des DO-Modells kann zum Beispiel in Modest (Modest 2003) nachgelesen
werden. In Gleichung (5-7) ist die Strahlungstransfergleichung fir das DO-Modell unter
Berticksichtigung des Partikeleinflusses dargestellt (Ansys 2011a), welche direkt als
Quellterm in die Energiegleichung eingeht.

V-(1-8)+ (kg +xp +0s p )1(F,8)=xg -n?-Ig +Ep wm?  (5-7)

Die RTE weist groRe Ahnlichkeiten mit Gleichung (4-22) (Seite 69) auf. Der zweite Term auf
der linken Seite beschreibt die Schwéachung der einfallenden Strahlung durch Absorption und
Streuung. xg entspricht dem Absorptionskoeffizienten der Gasphase, der durch Umstellen
von Gleichung (4-13) (Seite 66) direkt aus dem anhand des WSGG-Modells berechneten
Emissionsgrad resultiert, wobei ausschliel3lich die gleichwertige Schichtdicke sy zur

Berechnung der Emissionsgrade herangezogen werden sollte (siehe Anhang G, Seite 162).
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xp ist der Absorptionskoeffizient der Partikelphase und wird in ANSYS Fluent mit

A
Sl m?  (5-8)

berechnet, wobei V dem jeweiligen Zellenvolumen entspricht. Ap, ist die Projektionsflache

des jeweiligen Partikels und kann mit

d 2, T 2
“Pn 7 m?>  (5-9)

Apn = 4

berechnet werden. €p, ist der Emissionsgrad des jeweiligen Partikels n und kann nach
Bohren (Bohren, Huffman 1983) dem Absorptionswirkungsfaktor gleichgesetzt werden.
Somit kann dieser fir den mittleren Partikeldurchmesser aus dem Graphen in Abbildung
4-15 (Seite 96) abgelesen werden. Im Rahmen dieser Arbeit wurde der
Absorptionswirkungsfaktor nochmals mit einer angenommenen Gewichtungstemperatur von

1800 K berechnet, woraus ein Emissionsgrad €p ,=0,8 resultierte.

Bei Bertcksichtigung der Partikel-Strahlungs-Interaktion wird die Streuung durch die
Gasphase in ANSYS Fluent vernachlassigt. Daher ist lediglich der Streukoeffizient der

Partikelphase og p in Gleichung (5-8) angegeben.

N

Os,P =V|ii)n0n:1(1—fp,n)'(1— ep.n) v

A
P.n m? (5-10)

fon ist der Streufaktor, mit dem der Anteil der nach vorne gestreuten Strahlung angegeben
wird. Es gibt Uber diesen Berechnungsansatz keine genauen Angaben in der Literatur. Er
kann jedoch wie folgt interpretiert werden: Unter der Annahme, dass der Absorptionsgrad
dem Emissionsgrad entspricht, beschreibt der Term 1-¢5, den Transmissionsgrad. Mit dem
Faktor fp,, der bei vollstandiger Vorwartsstreuung den Wert 1 annimmt, kann durch den
Anteil, der nicht nach vorne gestreut wird (1-fr,) der Streukoeffizient berechnet werden.
Somit besteht die Mdoglichkeit, diesen Faktor auch anhand der in Abschnitt 4.2
beschriebenen Berechnungsroutine abzuschatzen. Fur den konkreten Anwendungsfall

wurde fp, mit 0,96 bestimmt.
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Auf der rechten Seite von Gleichung (5-8) ist einerseits die Strahldichtednderung durch die
Strahlungsemission der Gasphase und andererseits die Eigenemission der Partikel Ep
angegeben, wobei Ep mit

N Ap o TS
_— wW-m? (5-11)

berechnet wird. Tp, entspricht hierbei der Partikeltemperatur und ¢ der Stefan-Boltzmann-
Konstante.

Derzeit wird in ANSYS Fluent keine Phasenfunktion fur die Partikelphase berlcksichtigt,
wodurch der Term fir die Einstreuung in Strahlungsrichtung in Gleichung (4-22) in Gleichung
(5-7) fehlt.

Gleichung (5-7) ist in diesem Fall nur fir graue Korper glltig. Dennoch besteht die
Mdoglichkeit fir die Gasphase entweder einzelne spektrale Bereiche oder mehrere graue
Banden (WSGGM) zu definieren. Die Strahldichten I fir die definierten spektralen Bereiche
werden dabei auf Basis von Anteilsfunktionen berechnet (siehe Abschnitt 4.1.1 Gleichung 4-
27, Seite 73). Beim WSSG-Modellansatz wird die gesamte Strahldichte des schwarzen
Kdrpers herangezogen und durch die Gewichtungsfaktoren gewichtet. Fir jeden definierten
spektralen Bereich beziehungsweise fir jede graue Bande wird die Strahldichte I, anhand
der RTE berechnet und durch Summenbildung der Strahldichten I, der jeweiligen Bereiche
die Gesamtstrahldichte | fir jede einzelne Zelle n in die jeweilige Richtung berechnet.

Neben der Beriicksichtigung der spektralen Eigenschaften wird beim DO-Modell die RTE fur
mehrere diskrete Raumwinkel gelést und kann somit als finite Differentiation der
Richtungsabhéngigkeit der RTE gedeutet werden. Die Berechnungsgenauigkeit des DO-
Modells hangt somit von der Anzahl der Diskretisierungswinkel ab. In ANSYS Fluent wird die
Anzahl der diskreten Ordinaten durch die Angabe der Anzahl der Polar- und Azimuth-Winkel
(N, Np) in jedem Oktanten vorgegeben, die auf das kartesische Koordinatensystem des
Gesamtsystems bezogen sind. Somit ergeben sich flir den dreidimensionalen Fall 8:Ny-Ng
Transfergleichungen fir jedes zu berechnende Band. Die Standardeinstellung in ANSYS
Fluent ist eine 2x2 Diskretisierung. Es wird jedoch empfohlen eine héhere Diskretisierung zu
verwenden (Edge et al. 2009), wobei dadurch die Berechnungsdauer pro lIteration stark
zunimmt (im konkreten Fall wurde N,=Ng=4 gewahlt). Da die fir die Diskretisierung
definierten Winkel auf das globale Koordinatensystem des Modells bezogen sind, fuhrt dies
speziell bei ungeordneten Berechnungsgittern dazu, dass eine durch die Winkel

aufgespannte Flache nicht vollstandig innerhalb einer Berechnungszelle liegt. Dadurch
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gelangt jedoch ein Teil der Strahlung in die Berechnungszelle und ein Teil tritt aus der
Berechnungszelle aus (Overhanging). Durch die Aufteilung der Kontrollflache in Pixel
(Pixelation), kann der Anteil der Strahlung, der die Kontrollflache verlasst beziehungsweise
Uber die Kontrollflache in das Volumen eintritt, berechnet werden. Nach Braun (Braun 2005)
ist eine Unterteilung der Kontrollflachen in 3x3 Felder ausreichend. Beim DO-Modell sei
darauf hingewiesen, dass zwar die RTE fir diskrete Strahlrichtungen geldst wird, dies jedoch
nur fur das jeweilige Berechnungsvolumen geschieht. Somit werden nicht, wie im Falle des
Discrete-Transfer-Radiation-Modell (DTRM), einzelne Strahlen durch das gesamte
Berechnungsgebiet verfolgt.

Bei der Berechnung in ANSYS Fluent wurde einerseits das bereits implementierte WSGG-
Modell verwendet, wobei die gleichwertige Schichtdicke zur Berechnung der gewichteten
Graugasapproximation gewahlt wurde (siehe Anhang G, Seite 162). Andererseits wurden die
neu berechneten Parameter aus Tabelle 4-5 in Abschnitt 4.1.3 (siehe Seite 84) durch UDFs
implementiert. Dazu war es notwendig, anhand einer DEFINE_ADJUST die Gewichtungs-
faktoren und Produkte aus Absorptionskoeffizienten und der Summe der Partialdriicke zu

berechnen, die abgespeichert wurden. Durch die Makros
DEFINE_GRAY_ABS_COEFFICIENT und
DEFINE_EMISSIVITY_WEIGHTING_FACTOR

werden die abgespeicherten Werte aufgerufen und zur Berechnung der RTE verwendet. An
dieser Stelle erscheint es jedoch wichtig, darauf hinzuweisen, dass die Gewichtungsfaktoren
in diesem Fall bertcksichtigt werden mussen, da ansonsten die Gewichtungsfaktoren des

implementierten WSGG-Modells verwendet werden.

5.2.4 Randbedingungen

Fur die vollstandige Definition des Simulationssetups sind noch zuséatzlich die
Randbedingungen in Bezug auf Gaszusammensetzungen, Temperaturen und
Massenstréme notwendig. FUr die einzelnen Zustromkandle des Brenners wurden fur die
Massenstréme und Temperaturen die in Anhang F angeflhrten Werte vorgegeben. Die
Gaskonzentrationen der einzelnen Volumenstrome wurden jeweils anhand der zwei
Mischungsbriiche definiert. Wahrend die Brennerwdnde als adiabat angenommen wurden,
wurden fur die Brennkammerseitenwande die in Anhang F angeflhrten Temperaturen
verwendet, wobei ein konstanter Emissionsgrad der Wande mit 0,85 angenommen wurde.
Zur Auswertung der Warmestromdichte wurden nach dem Erreichen eines konvergenten
Ergebnisses die Wandtemperaturen im Bereich der Messoffnungen auf 300 K reduziert (dies

entspricht in etwa der Kihlwassertemperatur der Messsonde) und der Emissionsgrad mit 1
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definiert, um die tatsachliche Warmestromdichte, die mit dem ellipsoiden Radiometer

gemessen wurde, berechnen zu kénnen.

5.3 Durchgefuhrte Simulationen

Grundlegendes Ziel der durchgefiihrten Simulationen war es einerseits, den Modellansatz
mit spezifisch berechneten Koeffizienten fur das WSGG-Modell mit experimentellen Daten zu
Uberprifen und andererseits den Einfluss der Strahlungsinteraktion der Partikel auf das

Simulationsergebnis zu untersuchen.

Die erste Simulation wurde nur mit den in ANSYS Fluent implementierten Standardmodellen
ohne Strahlungsinteraktion der Kohlepartikel mit der Gasphase durchgefihrt. Um ein
konvergentes Ergebnis zu erhalten, war es jedoch notwendig, eine geeignete

Ldsungsstrategie zu entwickeln.

Nach der Initialisierung des Berechnungsgebiets mit den Startwerten werden zu Beginn
lediglich die Gleichungen fir die Stréomung und Turbulenz fur 299 lIterationen berechnet.
Danach werden alle weiteren Berechnungsgleichungen (Energie, P1, PDF nach jeweils 10
Iterationen, DPM nach jeweils 20 Iterationen) hinzugeschaltet und fiir 500 Iterationen
berechnet, wobei fiir die jeweiligen Gleichungen eine First-Order-Upwind-Diskretisierung
verwendet wird. Danach wird das DO-Modell aktiviert und weitere 500 Iterationen
durchgefihrt, bis die Berechnung naherungsweise konvergiert ist. Dies kann einerseits durch
die Residuen der einzelnen Modellgleichungen und anhand zusétzlicher Parameter beurteilt
werden. Bei dieser Simulationsaufgabe bietet es sich an, die Brennkammer-
austrittstemperatur, die Rauchgasdichte am Brennkammeraustritt und die Warmestromdichte
innerhalb der Brennkammer zu tberprufen. Entsprechen die Residuen den Abbruchkriterien
und andern sich die zusatzlich definierten Parameter nicht mehr fir mehrere
Iterationsschritte, kann von einer konvergenten Berechnung ausgegangen werden. Nach
dem Erreichen einer N&herungslosung wird fur alle Modellgleichungen auf Second-Order-
Upwind umgestellt und so lange weiteriteriert, bis ein konvergentes Ergebnis erreicht wird

(ca. 3000 lIterationen).

Das so erreichte Simulationsergebnis wurde als Ausgangsbasis fur die weiteren
Berechnungen verwendet, da es nicht moglich war, mit akzeptablen Berechnungszeiten das
modifizierte WSGG-Modell von Beginn an zu nutzen. Dies liegt darin begrindet, dass die
verwendeten UDFs bei jeder Iteration berechnet werden. Um dies zu umgehen, wurden in
die UDFs Abfrageroutinen implementiert, anhand derer die UDFs mit der jeweiligen
Berechnung des DO-Modells zusammenfallen. Im Rahmen der Tests der Subroutinen in

einem stark vereinfachten Simulationsmodell stellte sich jedoch heraus, dass offensichtlich
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die vom Benutzer definierten Parameter nach jeder Iteration wieder verloren gehen und
somit keine plausiblen Ergebnisse generiert werden konnen. Somit mussen bei jeder
Iteration die zusatzlich definierten UDFs berechnet werden, wodurch der
Berechnungsaufwand signifikant steigt.

Ausgehend vom ersten Simulationsergebnis wurden die Berechnung mit dem modifizierten
WSGG-Modell und die Berechnung der Partikel-Strahlungs-Interaktion mit dem in Fluent
implementierten WSGG-Modell durchgefuhrt. Wahrend bei den Berechnungen mit dem
modifizierten WSGG-Modell keine nennenswerten Probleme auftraten, war es &aul3erst
schwierig, die Partikel-Strahlungs-Interaktion zu bertcksichtigen. Die von ANSYS Fluent
vorgeschlagenen Ldsungsstrategien beziehungsweise in der Literatur angegebenen
Strategien fuhrten nicht zum gewilinschten Erfolg. Durch eine Analyse im stark vereinfachten
Modell konnte festgestellt werden, dass insbesondere der zusatzliche Quellterm in der
Energiegleichung zu Beginn zu starken Temperaturanderungen fuhrt. Daher wurde zur

Berechnung der Strahlungsinteraktion folgende Losungsstrategie entwickelt.

Da gerade zu Beginn der Berechnung starke Anderungen der Temperatur durch den
Quellterm hervorgerufen werden, wurde die Berechnungshaufigkeit des DPM auf jede flinfte
Iteration und die Berechnung des DO-Modells auf jede zweite Iteration sowie die
Aktualisierung der Stoffeigenschaften anhand der PDF-Tabelle auf ebenfalls 2 Iterationen
gesetzt. Durch die Verringerung des Unterrelaxationsfaktors fir das DPM auf Werte kleiner
0,1 war es zuletzt mdglich, ein konvergentes Ergebnis zu erhalten. Bei iterativen
Berechnungsverfahren ist es haufig notwendig, die Anderungsschrittweite zwischen dem
vorhergehenden und dem aktuellen Berechnungsergebnis mit einem Unterrelaxationsfaktor
G, der kleiner eins ist, zu multiplizieren, um Divergenz zu vermeiden. Dadurch wird zwar die
Rechenzeit erhoht, allerdings kann héaufig nur durch das Setzen geeigneter

Relaxationsfaktoren eine Losung gefunden werden.

5.3.1 Berechnungsergebnisse mit den Standardmodellen ohne Partikel-

Strahlungs-Interaktion

Wie bereits zuvor beschrieben, wurde zu Beginn die Berechnung mit den in ANSYS Fluent
implementierten Modellen ohne Partikel-Strahlungs-Interaktion durchgefiihrt und auf Basis
der ersten Berechnungsergebnisse die Gitterunabhangigkeit Gberprift. In Abbildung 5-4 ist
das Temperaturprofil innerhalb der Brennkammer dargestellt. Ebenso wurden zur besseren
Ubersichtlichkeit der Messergebnisse in den folgenden Abschnitten die wahrend der

Experimente verwendeten Messpunkte eingezeichnet.
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Messstellen:

300 K 2800

Abbildung 5-4: Berechnetes Temperaturprofil der Brennkammer (horizontaler Schnitt auf
Hohe der Brennerachse) mit Positionsmarkierungen der Messpunkte

Es ist deutlich zu erkennen, dass die Flamme nicht symmetrisch ist. Wie jedoch in Abbildung
5-5 gezeigt wird, kann die Asymmetrie der Flamme auf eine etwas ungleichmafige
Anstromung des Drallerzeugers zuriickgefuihrt werden, wodurch es zu einer Schieflage der
Flamme innerhalb der Brennkammer kommit.

Abbildung 5-5: Asymmetrische Geschwindigkeitsverteilung im Sekundéarkanal

Direkt an der Brennermiindung ist ein Bereich mit sehr hohen Temperaturen zu erkennen,
wahrend am Diffusor des Brenners die Temperaturen durch den Sekundarvolumenstrom
auRerst gering ausfallen, was auch wahrend der Versuche durch mehrere Messstellen
beobachtet wurde. Da das Zentralrohr des Brenners stark vereinfacht in die Geometrie
implementiert wurde, ist diesbezuglich zu hinterfragen, ob die hohen Temperaturen an der

Brennermindung reprasentativ sind, da nach den Versuchen an der Brennermindung kein

116



Numerische Simulation

Hinweis auf sehr hohe Temperaturen gefunden wurde. Zur weiteren Datenauswertung

wurden die Simulationsergebnisse fiir die einzelnen Messpositionen ausgewertet.

Da die Messungen jeweils nur bis zur Brennerachse durchgefiihrt wurden, sind fur die
nachfolgenden Diagramme die Versuchsergebnisse gespiegelt, wobei die Messergebnisse
auf der positiven x-Achse den tatsachlichen Messpositionen entsprechen. In Abbildung 5-6
sind die berechneten Temperaturprofile den experimentell ermittelten Temperaturprofilen
gegenubergestellt.
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Abbildung 5-6: Vergleich der experimentell ermittelten Temperaturprofile mit den auf Basis
der Standardmodelle berechneten Temperaturprofilen

Erwartungsgemal sind die berechneten Temperaturprofile nicht symmetrisch, wobei diese
mit den tatsdchlich gemessenen Temperaturprofilen gut dbereinstimmen. Im

Brennernahbereich (0,17 m) ist der durch den Sekundarvolumenstrom verursachte starke
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Temperaturabfall gut ersichtlich, wobei die berechnete Minimaltemperatur unter jener der
gemessenen Temperatur liegt. Ebenso liegen die berechneten Temperaturen im
Flammenkern deutlich Uber den gemessenen Temperaturen. Im Bereich der Messstelle 2
kann erkannt werden, dass der durch den Sekundarvolumenstrom verursachte
Temperaturabfall unterschétzt wird, wobei die radiale Position gut mit den Messergebnissen
auf der tatsachlich gemessenen Seite Ubereinstimmt. Des Weiteren ist zu erkennen, dass in
den Bereichen aul3erhalb der Flamme die gemessenen Temperaturen mit den berechneten
gut Ubereinstimmen. Bei Messstelle 6 ist zu erkennen, dass das Temperaturprofil bereits
stark vergleichmafigt ist, was darauf hindeutet, dass in diesem Bereich keine Verbrennung
mehr stattfindet. AuRerhalb des Verbrennungsbereichs weichen die Berechnungsergebnisse

von den messtechnisch ermittelten Ergebnissen um maximal +7 % ab.

In Abbildung 5-7 sind die gemessenen O,-Konzentrationen im Bereich direkt beim Brenner
und am Brennkammeraustritt den berechneten O,-Konzentrationen gegenibergestellt.
Wahrend die Sauerstoffmaxima direkt an der Brennermindung gut Ubereinstimmen, liegen

die berechneten Konzentrationen im Randbereich deutlich unter den gemessenen.
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Abbildung 5-7: Vergleich der experimentell ermittelten O,-Konzentrationen mit den auf Basis
der Standardmodelle berechneten O,-Konzentrationen

Bei einer Entfernung von 0,46 m von der Brennermindung ist ersichtlich, dass die
berechneten Sauerstoffkonzentrationen durchwegs unter den gemessenen liegen. Beim

Vergleich der Messergebnisse zwischen Messstelle 10 und 14 ist jedoch ersichtlich, dass die
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gemessene Sauerstoffkonzentration bei Messstelle 10 unter jener von Messstelle 14 liegt.
Wenn davon ausgegangen wird, dass in diesem Bereich der Brennkammer keine Falschluft
angesaugt wird, dann erscheinen die Messergebnisse widersprichlich, wobei die
Konzentrationsmessungen ohnehin kritisch zu hinterfragen sind (siehe Abschnitt 3.1.1.2,
Seite 22).

In  Abbildung 5-8 sind die gemessenen CO,-Konzentrationen den berechneten
Konzentrationen gegenibergestellt. Es ist schnell ersichtlich, dass die CO,-Konzentrationen
der Berechnungsergebnisse im Brennernahbereich deutlich Uber den gemessenen
Konzentrationen liegen. Am Brennkammeraustritt ist der Unterschied zwischen den
Ergebnissen deutlich geringer, wobei die berechneten CO,-Konzentrationen um ca. 5 Vol.%
Uber den berechneten liegen. Ebenso ist ersichtlich, dass im Brennernahbereich die
ausgepragten Spitzen des CO,-Konzentrationsverlaufs nur rudimentar wiedergegeben
werden. Durch den Vergleich der O,- und CO,-Konzentrationen kann geschlossen werden,
dass die Abbrandgeschwindigkeit der Kohle bei der Simulation {berschatzt wird, da
einerseits im Brennernahbereich die Sauerstoffkonzentrationen unterschétzt beziehungs-

weise die CO,-Konzentrationen Uberschétzt werden.
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Abbildung 5-8: Vergleich der experimentell ermittelten CO,-Konzentrationen mit den auf
Basis der Standardmodelle berechneten CO,-Konzentrationen

Aufgrund dessen, dass im Brennernahbereich aul3erhalb der Flamme die gemessenen CO,-
Konzentrationen deutlich von den berechneten Konzentrationen abweichen, wobei diese in

etwa gleich gro im Vergleich zum Brennkammeraustrittsbereich und zusétzlich die
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berechneten O,-Konzentrationen tendenziell geringer sind als die gemessenen Werte, kann
dies als Indiz gewertet werden, dass in die Brennkammer im Bereich der hydraulischen
Messoffnungen  Luftinfiltration  stattgefunden hat. Dadurch wurden lokal die CO,-
Konzentration gesenkt und die O,-Konzentration etwas erh6ht. Ebenso muss bertcksichtigt
werden, dass die Abschatzung der Randbedingungen aus den Messergebnissen durch die
zeitliche Mittelung ebenfalls fehlerbehaftet ist. Die erhohten CO,-Konzentrationen kdnnen
ebenso durch eine etwas abweichende Kohlenstaubzusammensetzung mit einer hoheren

Kohlenstoffkonzentration als jene, die fur die Berechnung verwendet wurde, erklart werden.

In Abbildung 5-9 sind die gemessenen Warmestromdichten den rechnerisch ermittelten
Warmestromdichten entlang der Brennkammerwénde gegenibergestellt.
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Abbildung 5-9: Vergleich der experimentell ermittelten Strahlungs- und Gesamtwarmestréme
(5 % bzw. 12 % Messunsicherheit) mit den auf Basis der Standardmodelle
berechneten Warmestrome

Wahrend bereits mit den Standardmodellen die Strahlungswarmestromdichte gut
wiedergegeben wird - die maximale Abweichung zu den Messergebissen liegt bei ca.
12 % - stimmen die Berechnungsergebnisse der Gesamtwarmestromdichte nur noch im
Brennermindungsbereich gut Gberein. Ab ca. 2 m Abstand von der Brennermiindung wird
die Gesamtwarmestromdichte stark unterschéatzt. Eine Erklarung dafir ist, dass im
Brennernahbereich keine Einbauten in der Brennkammer vorliegen und somit die fur die

Simulation erzeugte Geometrie mit der realen Geometrie Ubereinstimmt.
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Da innerhalb der Segmente 4 bis 11 Kuhlkreislaufe und koaxiale Kuhlrohre eingebaut sind,
die die Stromung im Randbereich stark beeinflussen und somit die Turbulenz und den
konvektiven Warmetbergang erhohen, diese jedoch beim Modell nicht bertcksichtigt
werden, erscheinen die Berechnungsergebnisse plausibel. Da bei geringeren geometrischen
Schichtdicken davon ausgegangen werden kann, dass durch das in ANSYS Fluent
implementierte WSGG-Modell nicht allzu grof3e Fehler entstehen, erscheinen die gewéahlten
Randbedingungen in Bezug auf den Emissionsgrad der Wé&nde und die gemessenen
Wandtemperaturen korrekt zu sein.

Auf Basis der Ergebnisse kann geschlossen werden, dass die Asymmetrie der Flamme
(siehe Abbildung 5-4, Seite 116), die durch die etwas ungleichméafige Anstrémung des
Drallerzeugers zustande kommt, durchwegs plausibel erscheint. Ebenso zeigen die
berechneten Temperaturprofile eine gute Ubereinstimmung mit den gemessenen
Ergebnissen. Durch die notwendige Abschatzung der Rauchgaszusammensetzung
einerseits und aufgrund des Messprinzips zur Konzentrationsmessung innerhalb der
Brennkammer andererseits weisen die Ergebnisse speziell im Brennernahbereich deutliche
Unterschiede auf. Trotz der Verwendung des in ANSYS Fluent implementierten WSGG-
Modells werden in Bezug auf die Strahlungswarmestromdichte gute Ergebnisse erzielt,
wobei in diesem Fall noch keine Partikel-Strahlungs-Interaktion berticksichtigt ist. Im
Vergleich dazu kdnnen die Gesamtwarmestromdichten speziell stromabwarts nicht mehr
korrekt berechnet werden, wobei die Vermutung naheliegt, dass durch die Vereinfachung der
Brennkammergeometrie, die Turbulenz und somit der konvektive Warmeibergang in diesem

Bereich unterschatzt wird.

5.3.2 Berechnungsergebnisse mit dem modifizierten WSGG-Modell ohne Partikel-

Strahlungs-Interaktion

Aufbauend auf dem Simulationsergebnis mit den Standardmodellen ohne Partikel-
Strahlungs-Interaktion wurden die Berechnungen mit dem durch UDFs implementierten
WSGG-Modell fortgefthrt.

Im Vergleich zu den vorhergehenden Ergebnissen liegen die berechneten Temperaturen
geringfigig unter den zuvor berechneten, wodurch aulRerhalb der Flamme am
Brennkammerende eine maximale Abweichung zu den messtechnisch ermittelten
Temperaturen von +6 % vorliegt. Ebenso sind keine signifikanten Abweichungen zwischen
den beiden Berechnungsergebnissen in Bezug auf die Rauchgaskonzentrationsprofile

feststellbar und daher an dieser Stelle nicht angefihrt.
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In Abbildung 5-10 sind die berechneten Warmestrome den gemessenen Warmestrémen
gegenibergestellt. In diesem Fall liegen die berechneten Strahlungswarmestrome etwas
niedriger im Vergleich zu den vorhergehenden Ergebnissen, wobei im Brennernahbereich
die Berechnungsergebnisse etwas besser lbereinstimmen und die maximale Abweichung zu
den Messergebnissen 8 % betragt. In Bezug auf die Gesamtwarmestromdichte werden diese
bereits im Brennernahbereich etwas unterschatzt, wobei die Differenz der berechneten

Warmestromdichten aus beiden Berechnungsergebnissen in etwa gleich ausfallt.
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Abbildung 5-10: Vergleich der experimentell ermittelten Strahlungs- und
Gesamtwarmestrome (5 % bzw. 12 % Messunsicherheit) mit den auf Basis des
modifizierten WSGG-Modells berechneten Warmestréme

Auf Basis der Berechnungsergebnisse kann gezeigt werden, dass die neu implementierten
WSGG-Modellparameter gut zur Berechnung der Strahlungssituation einer Oxyfuel-
Brennkammer geeignet sind. Aufgrund der geringen geometrischen Weglange bei der
Simulation der ENEL-Brennkammer sind jedoch die Ergebnisunterschiede zwischen den in
ANSYS Fluent implementierten und dem modifizierten WSGG-Modell nur gering. Aufgrund
der spezifischen Berechnung der WSGG-Modellparameter fir den jeweiligen Prozess kann
jedoch davon ausgegangen werden, dass bei grol3eren geometrischen Wegléangen, wie sie
bei groRen Dampferzeugern vorliegen, die Strahlungssituation im Kessel mit dem neuen

Modell deutlich genauer berechnet werden kann (siehe auch Abschnitt 4.1, Seite 62).
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5.3.3 Berechnungsergebnisse mit dem modifizierten WSGG-Modell und Partikel-

Strahlung-Interaktion

Ausgehend von den Berechnungsergebnissen mit dem modifizierten WSGG-Modell wurde

die Simulation um die Partikel-Strahlungs-Interaktion erweitert, wobei nach der in Abschnitt

5.3 beschriebenen Losungsstrategie vorgegangen wurde.

In Abbildung 5-11 sind die experimentell ermittelten den berechneten Temperaturprofilen

gegenubergestellt.
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Abbildung 5-11: Vergleich der experimentell ermittelten Temperaturprofile mit den auf Basis
des modifizierten WSGG-Modells und der Berticksichtigung der Partikel-Strahlungs-
Interaktion ermittelten Simulationsergebnissen

Im Vergleich zu den vorhergehenden Berechnungsergebnissen liegt die maximale

Abweichung der Temperatur auRerhalb des Flammenbereichs unter 5 %, wodurch somit das
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beste Berechnungsergebnis diesbeziiglich erzielt wurde. Wie in den Graphen fir die
Messstellen 1 und 2 zu enthnehmen ist, ist im Flammenkern die Maximaltemperatur jedoch
deutlich hoher, wobei der Einfluss des Sekundarstroms wiederum am besten dargestellt
wird. Die Berechnungsergebnisse in Bezug auf die CO,-und H,O-Konzentrationen sind
wieder naherungsweise identisch im Vergleich zu den Berechnungsergebnissen mit den

Standardmodellen und werden daher an dieser Stelle nicht angefthrt.

In Abbildung 5-12 sind die gemessenen Strahlungs- und Gesamtwarmestréme den
berechneten Warmestrémen gegeniibergestellt.
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Abbildung 5-12: Vergleich der experimentell ermittelten Strahlungs- und
Gesamtwarmestrome (5 % bzw. 12 % Messunsicherheit) mit den auf Basis des
modifizierten WSGG-Modells unter Berlicksichtigung der Partikel-Strahlungs-
Interaktion berechneten Warmestréme

Wie bereits bei den vorhergehenden Berechnungsergebnissen wird der Gesamtwarmestrom
im hinteren Bereich der Brennkammer nicht korrekt wiedergegeben. In Bezug auf die
Strahlungswarmestromdichte  wird aufgrund des Partikeleinflusses die maximale
Warmestromdichte etwas Uberschatzt beziehungsweise am Brennkammerende unterschatzt,
wobei die Berechnungsergebnisse maximal um 10% von den gemessenen

Strahlungswéarmestromdichten abweichen.
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5.3.4 Vergleich der mit unterschiedlichen Modellen berechneten

Strahlungswarmestrome

Zum leichteren Vergleich der mit den unterschiedlichen Modellansétzen erhaltenen
Berechnungsmethoden werden die Berechnungsergebnisse einander gegenubergestellt. Da
nur geringe Unterschiede in Bezug auf die berechneten Konzentrations- und
Temperaturprofile auftreten, werden lediglich die Strahlungswéarmestromdichten verglichen
(Abbildung 5-13).
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Abbildung 5-13: Vergleich der experimentell ermittelten Strahlung (5 % Messunsicherheit) mit
den auf Basis des Standard-WSGG-Modells, des modifizierten WSGG-Modells und
des modifizierten WSGG-Modells unter Berlicksichtigung der Partikel-Strahlungs-
Interaktion berechneten Warmestréme

Im direkten Vergleich ist ersichtlich, dass im Brennernahbereich die anhand des Standard-
WSGG-Modells berechneten Strahlungswérmestrome im Schnitt am starksten tberschatzt
werden, wobei die maximale Warmestromdichte beim modifizierten WSGG-Modell mit
Partikel-Strahlungs-Interaktion auftritt. Ebenso ist ersichtlich, dass die in der Brennkammer
befindlichen Partikel nur einen geringen Einfluss auf die Strahlungswarmestromdichte zu
haben scheinen. Lediglich in jenen Bereichen, bei denen mit einer hohen
Partikelkonzentration gerechnet werden muss, wie dem unmittelbaren Brennernahbereich
nach der Aufheizphase, kann eine deutlich hdhere Strahlungswarmestromdichte im
Vergleich zu den Berechnungsergebnissen mit dem maodifizierten WSGG-Modell ohne

Partikel-Strahlungs-Interaktion ausgemacht werden. Ebenso ist ersichtlich, dass durch die
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Bertcksichtigung der Partikel bei der Strahlungsberechnung die Strahlungswarmestrom-

dichte stromabwaérts tendenziell unterschéatzt wird.

Aus den Berechnungsergebnissen kann geschlossen werden, dass fur den hier dargestellten
Anwendungsfall anhand des in ANSYS Fluent implementierten WSGG-Modells &hnliche
Ergebnisse im Vergleich zu den Berechnungsergebnissen mit dem modifizierten WSGG-
Modell resultieren. Der Einfluss der Partikel scheint in diesem Fall zwar gering zu sein,
jedoch ist ersichtlich, dass speziell im Flammenbereich die Strahlungswarmestrome durch
die zuséatzliche Partikelstrahlung deutlich ansteigen. Ebenso wird deutlich, dass durch die
zuséatzliche Absorption und Streuung der Partikelwolke die Strahlungswéarmestréme
stromabwarts im Vergleich zu den Berechnungsergebnissen, bei denen nur Gasstrahlung
bertcksichtigt wurde, etwas geringer sind. Dieser Umstand kann speziell bei gré3eren
geometrischen Weglangen, wie sie in Kesseln vorliegen, und héheren Partikelbeladungen

die Strahlungssituation deutlich beeinflussen.

Aufgrund der geringen Unterschiede zwischen den in ANSYS Fluent implementierten
Standardmodellen und den  modifizierten  Modellen  zur  Berechnung  der
Strahlungswarmestromdichte sowie der guten Ubereinstimmung aller Berechnungs-
ergebnisse mit den experimentellen Daten, erscheint es in diesem Fall nicht sinnvoll,
zusatzliche Rechnerkapazitaten fir die Berechnung der UDFs aufzuwenden. Allerdings kann
abgeleitet werden, dass anhand der gewéhlten Modellansatze gute Simulationsergebnisse

generiert werden konnten, obwohl haufig stark vereinfachte Modelle verwendet wurden.

Wie bereits in Abschnitt 4.1.1 (Seite 69) gezeigt wurde, sind die Unterschiede der
berechneten Emissionsgrade zwischen den genaueren SNB-Modellen und den WSGG-
Modellen bei geringen geometrischen Wegldngen beziehungsweise gleichwertigen
Schichtdicken, wie es bei der Versuchsbrennkammer der Fall ist, gering. Ebenso wurde
gezeigt, dass bei groReren geometrischen Wegléangen die Berechnungsergebnisse stark
voneinander abweichen, wobei bei den WSGG-Modellen der Emissionsgrad und somit der
Einfluss der Gasstrahlung stark unterschéatzt wird. Zusétzlich ist die tatsachliche
Rauchgaszusammensetzung zu berucksichtigen. Wahrend die Emissionsgradunterschiede
bei trockener Rauchgasrezirkulation beim in ANSYS Fluent implementierten WSGG-Modell
im Vergleich zu den genaueren SNB-Modellen bei geringen geometrischen Weglangen noch
akzeptabel erscheinen, sind bei feuchter Rauchgasrezirkulation bereits gravierende
Unterschiede zu erkennen, wodurch deutlich groRRere modellbedingte Fehler zu erwarten

sind.

Wahrend bei geringen geometrischen Weglangen beziehungsweise gleichwertigen

Schichtdicken und trockener Rauchgasrezirkulation eventuell das Standardmodell verwendet
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werden kann, ist dies bei feuchter Rauchgasrezirkulation sowie bei grof3en Geometrien, wie
zum Beispiel einem GrolRkraftwerkskessel, nicht zu empfehlen. Eine Grundlage zur
Abschatzung, mit welchen Fehlern gerechnet werden muss, ist durch eine
Vergleichsberechnung mit einem SNB-Modell und dem Standard-WSGG-Modell bei den
jeweiligen Parametern durchwegs gegeben. Ebenso ist bei Grof3kraftwerkskesseln davon
auszugehen, dass der Einfluss der Partikelstrahlung signifikant grof3er als bei kleinen
Brennkammern ist und somit berticksichtigt werden sollte. Aufgrund der geringen Datenlage
in Bezug auf die Strahlungseigenschaften von Partikeln ist es schwierig, geeignete
Parameter zu finden. Anhand der Mie-Theorie und dem erstellten Berechnungsprogramm ist
es moglich, die fur die numerische Simulation in ANSYS Fluent benétigten Parameter
abzuschéatzen, ohne auf das Standardsetup zurlickgreifen zu mussen. An dieser Stelle sei
darauf hingewiesen, dass bei der auftretenden PartikelgroRe sowie dem gewahlten
komplexen Brechungsindex der Riickstreuungsanteil sehr gering ist. Andern sich jedoch die
Parameter, so kann der Rickstreuungsanteil deutlich groBer werden, wodurch der Einfluss
der Partikel auf die Strahlung ebenso groRer werden kann. Deshalb sollte gerade bei
staubbeladenen Simulationsaufgaben vorab Uberprift werden, welchen Einfluss die Partikel-

Strahlungs-Interaktion auf das Berechnungsergebnis haben kann.

Soll eine moglichst hohe Genauigkeit erreicht und sichergestellt werden, dass zumindest die
Berechnung der Strahlungseigenschaften der Gasphase korrekte Ergebnisse liefert, so
scheint der in dieser Arbeit gezeigte Berechnungsansatz gut geeignet. Durch die einfache
und schnelle Berechnung der spezifischen Parameter fur den jeweiligen Anwendungsfall
kann davon ausgegangen werden, dass ndherungsweise identische Berechnungsergebnisse
im Vergleich zu einem in ANSYS Fluent implementierten SNB-Modell generiert werden

kénnen, wobei der Berechnungsaufwand deutlich geringer ausfallt.
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6 Zusammenfassung und Ausblick

Aufgrund des weltweit hohen Energiebedarfs ist es erforderlich, neben der
Effizienzsteigerung von derzeit gangigen Energiesystemen und der Erforschung
beziehungsweise Weiterentwicklung der Energiebereitstellung durch erneuerbare
Energietrager ebenfalls CCS-Technologien zur Reduktion der CO,-Emissionen in die
Atmosphére einzusetzen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde auf die Oxyfuel-Technologie
eingegangen, wobei besonderes Augenmerk auf die Entwicklung eines Kohlenstaubbrenners
und dessen experimentelle Untersuchung und die numerische Simulation des Brenners

gelegt wurde.

Auf Basis der Versuchsergebnisse des im Rahmen des RFCS-Projektes ,Friendly Coal*
entstandenen Brenners und allgemeiner Konstruktionsprinzipien wurde infolge eines F&E-
Projektes in Kooperation mit der AE&E ein neuer Versuchsbrenner mit einer thermischen
Leistung von 2,5 MW entwickelt und in einer Versuchsanlage der Fa. ENEL in Livorno,
Italien, getestet. Dabei wurden Versuche mit unterschiedlichen Brennerkonfigurationen
sowohl im konventionellen Betrieb mit Luft als auch im Oxyfuel-Betrieb durchgefiihrt. Die
Versuchsergebnisse zeigen, dass das Brennerkonzept speziell fir den Oxyfuel-Betrieb gut
geeignet ist und durchwegs im Vergleich mit derzeit im Einsatz befindlichen Oxyfuel-
Brennern gute Ergebnisse in Bezug auf Schadstoffemissionen und Koksabbrand erzielt

werden konnten.

Nach Auswahl eines geeigneten Betriebspunktes in Bezug auf geringe NO-Emissionen
wurden detaillierte Untersuchungen der Flamme im Oxyfuel-Betrieb vorgenommen, wobei
sowohl Flammentemperatur- und Konzentrationsprofile innerhalb der Brennkammer als auch
Gesamt- und Strahlungswarmestromdichten entlang der Brennkammerwand gemessen
wurden. Auf Basis der erhaltenen Versuchsdaten wurden in weiterer Folge die fir die
numerische Simulation notwendigen Randbedingungen abgeleitet, wobei thermodynamische
Kreisprozesssimulationen notwendig waren, um nicht direkt messbare Einflussfaktoren wie
die Luftinfiltration in die Versuchsanlage und die Rauchgasfeuchte des rezirkulierten

Rauchgases abschatzen zu kdnnen.

Neben der Beschreibung von derzeit gangigen Modellen zur numerischen Berechnung von
Oxyfuel-Brennkammern wurde genauer auf die Modellierung der Strahlungssituation
innerhalb von Oxyfuel-gefeuerten Brennkammern eingegangen. Aufgrund der veranderten
Brennkammeratmosphare kénnen derzeit verfigbare Modelle zur Berechnung der
Gasstrahlung nur bedingt eingesetzt werden, wobei festgestellt werden konnte, dass speziell

bei gréReren geometrischen Weglangen, wie es bei kohlenstaubgefeuerten Kesseln
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grolerer Leistung (>300 MW,,) der Fall ist, die modellbedingten Abweichungen grol3er
werden. Deshalb wurde ein Berechnungsprogramm entwickelt, anhand dessen es mdoglich
ist, spezifisch fur den jeweiligen Anwendungsfall Modellparameter fir das Weighted-Sum-of-
Grey-Gases-Modell (WSGGM) zu berechnen, wobei die dazu notwendigen Daten durch den
Einsatz von Statistical-Narrow-Band-Modellen generiert wurden. Da nur Programme
verwendetet wurden, die entweder auf jedem handelstiblichen PC installiert werden kénnen
oder als Freeware verfugbar sind, besteht grundsatzlich die Mdglichkeit, die

Berechnungsroutinen ohne weitere Einschrankungen zu verwenden.

Da es sich bei einer Kohlenstaubfeuerung um ein Gas-Feststoff-Gemisch innerhalb der
Brennkammer handelt, muss neben der Gasstrahlung ebenfalls der Einfluss der Partikel
berticksichtigt  werden.  Aufgrund der geringen Informationen bezlglich der
Strahlungseigenschaften von Kohlenstaub beziehungsweise Kohlenasche wurden
Berechnungen basierend auf der Mie-Theorie durchgefiihrt, um im Speziellen die
Absorptions- und Streueigenschaften der Partikelwolke abschétzen zu kénnen. Auf Basis der
Berechnungen konnte gezeigt werden, dass bei Kohlenstaubpartikeln die Vorwartsstreuung
Uberwiegt. Anhand der Berechnungsroutinen besteht nun die Mdglichkeit, die
Strahlungseigenschaften der jeweiligen Partikelwolke sowie der Einzelpartikel genauer

abzuschéatzen und diese bei der numerischen Simulation zu bertcksichtigen.

Um die neu berechneten Modellparameter lberprifen zu kénnen, wurden numerische
Simulationen des Versuchsbrenners mit dem kommerziellen Simulationsprogramm ANSYS
Fluent durchgefiihrt und diese mit den Versuchsergebnissen verglichen. Dabei wurden zu
Beginn ausschlief3lich die in ANSYS Fluent implementierten Modelle verwendet. Aufgrund
der nach wie vor unklaren Eigenschaften der Kohlenstaubpartikel in Bezug auf Pyrolyse und
Koksabbrand unter Oxyfuel-Bedingungen wurden stark vereinfachte Berechnungsmodelle

verwendet, um die Berechnungszeit in einem akzeptablen Bereich zu halten.

Auf Basis der ersten Simulationsergebnisse ohne Partikel-Strahlungs-Interaktion konnte
gezeigt werden, dass die Brennerflamme nicht symmetrisch ist, wobei die berechneten
Ergebnisse mit den Versuchsergebnissen gut Ubereinstimmen. Aus diesem Grund war es
jedoch nicht moglich, die Symmetrie der Brennkammer auszunutzen, um die Grof3e des
Berechnungsgitters und somit die Rechenzeit zu reduzieren. In weiterer Folge wurde das
modifizierte WSGG-Modell mit den eigens fur den Anwendungsfall berechneten Parametern
in Form von UDFs in die Simulation integriert. Aufgrund der Notwendigkeit, die UDFs bei
jeder lteration aufzurufen, da ansonsten die Parameter nicht korrekt Gbergeben werden,
stieg der Berechnungsaufwand im Vergleich zur Simulation mit den Standardmodellen

enorm an. Die Berechnungsergebnisse mit dem modifizierten WSGG-Modell und mit dem
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Standard-WSGG-Modell von ANSYS Fluent weisen nur geringe Unterschiede auf, wobei in
Bezug auf die mit dem modifizierten WSGG-Modell berechneten Strahlungswéarme-
stromdichten und Temperaturprofile etwas bessere Ergebnisse erzielt werden konnten.

Die Berechnungsergebnisse mit dem modifizierten WSGG-Modell unter Bericksichtigung
der Partikel-Strahlungs-Interaktion weisen ebenfalls nur geringe Unterschiede im Vergleich
zu den zuvor genannten Berechnungsergebnissen auf. Es konnte gezeigt werden, dass in
Bereichen hoher Temperaturen, wie in unmittelbarer Brennernahe, hoéhere Strahlungs-
warmestromdichten resultieren, wohingegen stromabwarts geringere Strahlungswarme-
stromdichten durch den Partikeleinfluss in Form von Absorption und Streuung festzustellen
sind.

Durch den direkten Vergleich von experimentellen Versuchsergebnissen und
Berechnungsergebnissen konnte gezeigt werden, dass der Berechnungsansatz mit dem
modifizierten WSGG-Modell eine gute Alternative zu weitaus globaler ausgelegten Modellen
darstellt. Da bei dem in ANSYS Fluent implementierten Berechnungsmodell nicht
sichergestellt ist, dass damit gute Berechnungsergebnisse die Strahlungswéarmestromdichte
speziell bei Oxyfuel-Kesseln mit feuchter Rauchgasrezirkulation betreffend erreicht werden,
wird der Einsatz von spezifisch berechneten Modellparametern beziehungsweise erweiterter

Modelle dringend empfohlen.

Die im Rahmen dieser Arbeit programmierten Berechnungsroutinen kénnen als Werkzeug
zur Abschéatzung der Strahlungssituation in Brennkammern verwendet werden. Die somit
erhaltenen  Berechnungsergebnisse  kénnen als wichtige Beurteilungsgrundlage
herangezogen werden, inwiefern die Modellparameter der jeweiligen Modelle fir Gas- und

Partikel-Strahlungs-Interaktion modifiziert werden mussen.
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Anhang

10 Anhang

A. Eingesetzte Messtechnik bei den 2,5 MW, Tests

Eingesetzte Gasanalysatoren:

GA1l

Analysierte Komponente  Modell gemessene Einheit Messverfahren
0O, Siemens Oxymat Vol.% trocken Paramagnetisch
CO, Siemens Ultramat 6E  Vol.% trocken NDIR

NOy Siemens Ultramat 6E ~ ppm trocken NDIR

(6{0) Siemens Ultramat 6E ~ ppm trocken NDIR

GA?2

Analysierte Komponente  Modell gemessene Einheit Messverfahren
0O, Siemens Oxymat Vol.% trocken Paramagnetisch
CO, Siemens Ultramat 5E  Vol.% trocken NDIR

NOy Siemens Ultramat 5E  ppm trocken NDIR

CcO Siemens Ultramat 5E  ppm trocken NDIR

GA3

Analysierte Komponente  Modell gemessene Einheit Messverfahren
0, ABB EL 3020 Vol.% trocken Paramagnetisch
CO, Siemens Ultramat 5E  Vol.% trocken NDIR

NOy ABB EL 3020 mg-Nm'3 trocken NDIR

(6{0) ABB EL 3020 ppm trocken NDIR
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B. Kohlenstaubzusammensetzung und Siebanalyse

Bei der fir die Versuche eingesetzten Kohle handelt es sich um eine Gasflammkohle aus der
Mine Sebuku, Indonesien. Die Kohle wurde in einem Kraftwerk der Fa. ENEL gemahlen und
in einem Bunker eingelagert. Von diesem Bunker wird die Kohle in einen Tagesbunker
weitertransportiert, der mit Stickstoff inertisiert ist. Vom Tagesbunker wird die Kohle Uber
eine Zudosierungseinheit dem Tragergas zugemischt und zum Brenner transportiert.
Wahrend der Versuche wurden mehrere Kohlenstaubproben entnommen und in weiterer

Folge analysiert. In Tabelle B-1 ist die gemittelte Kohlenstaubanalyse angegeben.

Tabelle B-1: Kohlenstaubanalyse der verwendeten Kohle

As
Immediatanalyse received wf m.% waf m.%
Feuchte 7,50
Asche 9,79 10,58
Fluchtige 36,33 39,27 43,92
Fixer Kohlenstoff 46,38 50,15 56,08
Elemtaranalyse
Wasser 7,50
Asche 9,79 10,58
Kohlenstoff 63,67 68,83 76,98
Wasserstoff 4,39 4,75 5,31
Stickstoff 1,30 1,41 1,57
Schwefel 0,39 0,42 0,47
Sauerstoff 12,96 14,01 15,67
Heizwert 25222,75 kJ-kg*-K*!

Tabelle B-2: Berechnete Kohlenstaubstoffdaten

Kohlenstaubdichte 1378,5 kg-m™
Spezifische Warmekapazitat ~ 1235,8  J-kg™-K*

Zelkowski 2004
Warmeleitfahigkeit 0,2458  W-m'K*

Swelling Coefficient 1,4 -
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Tabelle B-3: Berechnete Rosin-Rammler-Parameter

Minimaldurchmesser
Maximaldurchmesser
Mittlerer Durchmesser
Verteilungsfaktor

Anzahl der diskreten Durchmesser

1-10°®
1-10°

6-10°
1,24

1,4
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C. Ubersicht tber aktuelle Oxyfuel-Brennerentwicklungen

Aktuelle Versuchsbrennerentwicklungen
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Aktuelle GroRBbrennerentwicklungen
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D. Ubersicht tiber aktuelle Oxyfuel-Brennersimulationen
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E. Messergebnisse des ,,AE&E“-Brenners im Oxyfuel-Betrieb
Temperaturmessungen:

Axiale Distanz: 0,17 m

© 2000 | | | | Abstand von Brenner /m  Temperatur
~ 1500 axial radial °C
2.1 000 0.17 0.95 1290
£ 500 Vi 0,17 0,75 1285
= 0 0,17 0,5 1285
0 025 05 075 1 0,17 0,45 1310
Radialer Abstand / m 0,17 0,4 1330
0,17 0,35 1330
Axiale Distanz: 0,46 m 8%; 00‘235 ggg
O 2000 ! ]
S 1500 ] | | 0,17 0,2 411
S 1000 W 0,17 0,15 1255
£ " 0o 0,17 0,1 1180
I 0,17 0,05 1170
° 0 025 05 075 1 0.1/ 0 1210
Radialer Abstand / m 828 8?2 ggg
0,46 0,5 1300
Axiale Distanz: 1,04 m 828 06445 ﬁgg
O 2000 ) .
2 1500 *a—Stal . | | 0.46 0,35 1020
2.1 000 0,46 0.3 895
£ 500 0,46 0,25 1125
£ o 0,46 0,2 1570
0 025 05 075 1 0.46 0,15 1475
Radialer Abstand / m 0,46 01 1350
0.46 0,05 1255
) ] 0,46 0 1265
O OoéAXIale Distanz: 1,62 m 1.04 0.95 1320
o 1,04 0,75 1330
~ 1500 — ——————a| 1,04 0,5 1300
g— 1 000 1,04 0,4 1350
o 900 1,04 0,3 1495
= 0 1,04 0,2 1635
0 025 05 075 1 1,04 0,1 1480
Radialer Abstand / m 1,04 0 1605
1.62 0.95 1365
. : . 1,62 0,75 1365
O OOOAX|ale Distanz: 3,84 m 162 05 1415
2 1500 1,62 0,4 1455
S 1000 T 1,62 0,3 1545
€ 500 1,62 0,2 1585
,2 0 1,62 0,1 1565
o 93 %8 o1 1 o
Radialer Abstand / m 384 0.45 1375
3,84 0 1380
Axiale Distanz: 6,2 m 6.2 0.95 1100
g) 2 000 6,2 0,45 1088
~ 1500 6,2 0 1125
g— 1000 ¥——F——* "
S 500
= 0

0 O,_25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
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Sauerstoffkonzentrationen im Oxyfuel-Betrieb

Axiale Distanz: 0,17 m

o
— 0,30
()
& o10 1]
2 0,00 st ! .
0 025 05 075 1
Radialer Abstand / m
N Axiale Distanz: 0,46 m
o
— 0,30
L 020 r/“"\\
C L
< 0,10
2 0,00 wild

0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m

Axiale Distanz: 1,62 m

o

— 0,30

()

Lo

§ 0,00 h-—r/.
0 0,25 0,5 0,75 1

Radialer Abstand / m

o Axiale Distanz: 3,84 m

O

— 0,30

[)

= 0,20

S 0,10

2 0,00 * == ]
0 0,25 0,5 0,75 1

Radialer Abstand / m

o Axiale Distanz: 6,2 m

O

— 0,30

S 0,20

[

8 0,10 mm

2 0,00 T

0 025 05 075 1
Radialer Abstand / m

Abstand von Brenner / m O,
axial radial Molanteil
0,17 0,95 0,08
0,17 0,75 0,08
0,17 0,5 0,07
0,17 0,45 0,09
0,17 0,4 0,09
0,17 0,35 0,11
0,17 0,3 0,18
0,17 0,25 0,29
0,17 0,2 0,32
0,17 0,15 0,05
0,17 0,1 0,01
0,17 0,05 0,01
0,17 0 0,01
0,46 0,95 0,11
0,46 0,75 0,09
0,46 0,5 0,13
0,46 0,45 0,23
0,46 0,4 0,24
0,46 0,35 0,25
0,46 0,3 0,18
0,46 0,25 0,14
0,46 0,2 0,01
0,46 0,15 0,00
0,46 0,1 0,00
0,46 0,05 0,01
0,46 0 0,01
1,62 0,45 0,08
1,62 0,2 0,01
1,62 0,1 0,01
1,62 0 0,03
3,84 0,95 0,02
3,84 0,45 0,02
3,84 0 0,01
6,2 0,95 0,04
6,2 0,45 0,03
6,2 0 0,06
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Messergebnisse:CO,

Axiale Distanz: 0.17 m Abstand von Brenner / m CO,
8 0,80 axial radial Molanteil
= 0,60 A} pte—t——- 0,17 0,95 0,70
2 040 ,—.:-/- 0,17 0,75 0,69
f_g 0,20 0,17 0,50 0,69
= 00 0 025 05 075 1 0,17 0,45 0.66
Radialer Abstand / m 81; ggg 82;1
~ Axiale Distanz: 0,46 m 0,17 0,30 0,40
8 0,80 0,17 0,25 0,42
7 o0 .,A._,l’ e e 0,17 0,20 0,42
2 0,40 0,17 0,15 0,71
f_g 0,20 0,17 0,10 0,38
S 0,00 0,17 0,05 0,34
0O 025 05 075 1 017 0.00 034
Radialer Abstand / m 0,46 0'95 0’72
. . 0,46 0,75 0,65
N Axiale Distanz: 1,62 m 046 050 055
O 0,80 [} ’ [
O e = 0,46 0,45 0,47
2 040 0,46 0,40 0,49
8 0,20 0,46 0,35 0,52
2 0,00 0,46 0,30 0,62
0 025 05 075 1 0,46 0,25 0,67
Radialer Abstand / m 0,46 0,20 0,74
0,46 0,15 0,56
N Axiale Distanz: 3,84 m 0.46 0.10 047
o - L ) 1
O 8'28 . 0,46 0,05 0,46
T 040 0,46 0,00 0,49
8 020 1,62 0,45 0,73
2 0,00 1,62 0,20 0,69
0 025 05 075 1 1,62 0,10 0,69
Radialer Abstand / m 1,62 0,00 0,75
3,84 0,95 0,79
o Axiale Distanz: 6,2 m 3,84 0,45 0,77
S 080 — 3,84 0,00 0,76
T oo 6,20 0,95 0,76
S o020 6,20 0,45 0,77
2 0,00 6,20 0,00 0,72

0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
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Messergebnisse: SO,

Axiale Distanz: 0.17 m Abstgnd von Brenn.er /'m SO2
1200 axial radial ppm
Q900 0,17 0,95 100
£ 600 0,17 0,75 0
2 300 flﬁ A 0,17 0,5 12
° 0 025 05 075 1 0,17 045 405
Rao,lialer A'bstan,d /m 0,17 0.4 0
0,17 0,35 0
Axiale Distanz: 0,46 m 0.17 0.3 126
1200 0,17 0,25 0
O 900 N 0,17 0,2 28
2 600 \\ 0,17 0,15 156
Q 300 0,17 0,1 418
= o “"'\ﬂ — 0,17 0,05 0
0 025 05 075 1 0.17 0 0
Radialer Abstand / m 0.46 0.95 265
) ) . 0,46 0,75 0
. Zoébmale Distanz: 1,62 m 0.46 05 0
CS” 900 0,46 0,45 360
D 600 e 0,46 0,4 314
S 300 0,46 0,35 0
0 0,46 0,3 96
0 025 05 075 1 0,46 0,25 81
Radialer Abstand / m 0,46 0,2 177
0,46 0,15 447
Axiale Distanz: 3,84 m 0,46 0.1 986
st 588 0,46 0,05 1196
2 500 4 —a 0,46 0 1016
S 300 1,62 0,45 712
o
0 1,62 0,2 710
0 0,25 05 0,75 1 1,62 0,1 699
Radialer Abstand / m 1,62 0 572
3,84 0,95 720
Axiale Distanz: 6,2 m 3,84 0,45 695
ONl 200 3,84 0 679
o 900 - 6,2 0,95 776
s o 6,2 0,45 759
=7 6,2 0 726

0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
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Messergebnisse: CO

Axiale Distanz: 0,17 m

20 000
O 15 000 E\
€ 10 000
S \
o 5000
0 —#‘I—Iﬂ—'——.—
0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
Axiale Distanz: 0,46 m
20 000
O 15 000 -L.F.—A\
£ 10 000
S 5000
0 } - -
0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
Axiale Distanz: 1,62 m
20 000
O 15 000 \
£ 10 000 \
S 5000
0 N
0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
Axiale Distanz: 3,84 m
20 000 L
O 15 000
glo 000 \
o 5000 ]
0
0 0,25 0,5 0,75 1
Radialer Abstand / m
Axiale Distanz: 6,2 m
S 2o
£ 500 ,/.\\\
=y pd .
o 250
0 I
0 0,25 0,5 0,75 1

Radialer Abstand / m

Abstand von Brenner / m (6{0)]
axial radial ppm
0,17 0,95 72
0,17 0,75 55
0,17 0,5 46
0,17 0,45 84
0,17 0,4 98
0,17 0,35 517
0,17 0,3 840
0,17 0,25 1800
0,17 0,2 1160
0,17 0,15 11500
0,17 0,1 14034
0,17 0,05 13360
0,17 0 13237
0,46 0,95 85
0,46 0,75 64
0,46 0,5 175
0,46 0,45 1500
0,46 0,4 2500
0,46 0,35 4500
0,46 0,3 5000
0,46 0,25 2775
0,46 0,2 19090
0,46 0,15 15450
0,46 0,1 14450
0,46 0,05 14300
0,46 0 14790
1,62 0,45 683
1,62 0,2 17500
1,62 0,1 17000
1,62 0 17000
3,84 0,95 3900
3,84 0,45 4470
3,84 0 16300

6,2 0,95 82
6,2 0,45 710
6,2 0 25
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Messergebnisse: NO

O 600
é 450
£ 300
Q150

0

o 600
Z 450
£ 300
a150

O 600
Z 450
€ 300
o

o.150

O 600
< 450
£ 300
Q150

O 600
E 450
£ 300
Q150

Axiale Distanz: 0,17 m

i\

A

pol LA

0 0,25

0,5 0,75 1

Radialer Abstand / m

Axiale Distanz: 0,46 m

e, —

| g

0 0,25

05 0,75 1

Radialer Abstand / m

Axiale Distanz: 1,62 m

N

0 0,25

05 0,75 1

Radialer Abstand / m

Axiale Distanz: 3,84 m

e

e

0 0,25

0,5 0,75 1

Radialer Abstand / m

Axiale Distanz: 6,2 m

|

\

\/__’—I

0 0,25

05 0,75 1

Radialer Abstand / m

Abstand von Brenner / m NO
axial radial ppm
0,17 0,95 459
0,17 0,75 468
0,17 0,5 433
0,17 0,45 494
0,17 0,4 532
0,17 0,35 368
0,17 0,3 367
0,17 0,25 247
0,17 0,2 314
0,17 0,15 410
0,17 0,1 368
0,17 0,05 310
0,17 0 597
0,46 0,95 530
0,46 0,75 472
0,46 0,5 492
0,46 0,45 492
0,46 0,4 380
0,46 0,35 373
0,46 0,3 384
0,46 0,25 543
0,46 0,2 466
0,46 0,15 276
0,46 0,1 196
0,46 0,05 144
0,46 0 160
1,62 0,45 506
1,62 0,2 457
1,62 0,1 440
1,62 0 571
3,84 0,95 404
3,84 0,45 433
3,84 0 0

6,2 0,95 522
6,2 0,45 418
6,2 0 620
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F. Randbedingungen fir die numerische Simulation mit ANSYS

Fluent 14.0

Tabelle F-1: Verwendete Parameter fur das Single-Kinetic-Rate und das Kinetic-Diffusion-

Limited-Rate-Modell

Préexponentialfaktor Pyrolyse A, 28110° st

(Badzioch, Hawksley 1970)
Aktivierungsenergie Pyrolyse E. 7,410  Jkgmol!
Diffusionskonstante Koksabbrand C: 4,410%
Praexponentialfaktor Koksabbrand C, 16 st (Khare et al. 2008)
Aktivierungsenergie Koksabbrand E, 7,110 J-kg-mol™
Emissionsgrad Partikel e 0,8 - siehe Abschnitt 5.2.3

Tabelle F-2: Gaszusammensetzungen des Primar- und Sekundarstroms sowie des Oxidators

Primar Sekundar Oxidator
Spezies Vol.% f. Vol.% f. Vol.% f.
CO, 72,6 45,82 0
H,O 2,63 1,66 0
0o, 3,03 38,8 100
N, 21,74 13,72 0
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Tabelle F-3: Massenstrome und Zustromtemperaturen der einzelnen Volumenstrome und
Brennkammerwandtemperaturen der einzelnen Segmente der
Versuchsbrennkammer

Randbedingungsbezeichnung Wert Einheit

Kohlenstaubmassenstrom 360,0 kg-h™
Primarmassenstrom 537,4 kg'h'l
Primartemperatur 36,5 °C
Injektionsmassenstrom 123,5 kg-h
Sauerstofftemperatur 245 °C
Sekundarmassenstrom mit O, 1702,8 kg-h™
Sekundartemperatur 90,0 °C
Wandtemperaturen:

Segment 1 1306,0 °C
Segment 2 1306,0 °C
Segment 3 1305,2 °C
Segment 4 1224,4 °C
Segment 5 1230,5 °C
Segment 6 1236,6 °C
Segment 7 1190,0 °C
Segment 8 1159,7 °C
Segment 9 1098,4 °C
Segment 10 1038,1 °C
Segment 11 1020,6 °C
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G

G. Berechnung des Absorptionsgrades mit dem WSGG-Modell

fur die Gasphase

Sowohl das P1-Modell als auch das DO-Modell haben gemeinsam, dass bei der Berechnung
der Strahldichte lediglich die um die Berechnungszelle angrenzenden Zellen bertcksichtigt
werden. Diese Berechnungsmethode wird als non-correlated bezeichnet und wird speziell
bei der numerischen Strahlungssimulation eingesetzt, da der Berechnungsaufwand deutlich
gesenkt werden kann (Johansson et al. 2010). Werden nur Emission und Absorption der
Gasphase beriicksichtigt, ergibt sich fur die Strahldichte entlang eines Strahls folgender
Ausdruck

In =ln-1-7n-15n +1Bn-1/2 '(1_Tn—1—>n) w-m?  (10-1)

fur die nicht korrelierte Berechnungsmethode. Da bei der Modellierung nur die austretende
Strahlung aus dem jeweiligen Volumenlement von Interesse ist, wird anstatt des
Absorptionsgrades a der Transmissionsgrad 1 verwendet (siehe Abschnitt 4.1.1, Seite 69).
Es ist zu erkennen, dass zur Berechnung der Strahldichte lediglich die benachbarte

Berechnungszelle beriicksichtigt wird.

Wird zur Berechnung der Strahldichte ein WSGG-Modell eingesetzt, bestehen
unterschiedliche Mdoglichkeiten, den bendtigten Absorptionskoeffizienten zu berechnen. In
Ansys Fluent kénnen zwei Berechnungsansatze der Graugasapproximation verwendet
werden. Bei beiden Modellansatzen wird zuerst auf Basis des WSGG-Modells ein globaler

Emissionsgrad mit

e=2|:ai (T)-(l—e"‘i'p's) - (10-2)

i=0

berechnet, wobei p die Summe der Partialdriicke von CO, und H,O ist und s entweder eine
charakteristische Zellenlange (cell based) oder die gleichwertige Schichtdicke (domain

based), ndherungsweise mit

Vv
Sgl =36-— m (10-3
gl A ( )

berechnet (V ist das Volumen und A die umhillende Flache), sein kann.
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Der jeweilige Absorptionskoeffizient kann in weiterer Folge mit

In(l— 6‘) 1
- m? (10-4)

KGg =—

berechnet werden, wobei s wiederum entweder die charakteristische Zellenlange oder die
gleichwertige Schichtdicke sein kann. Fur die Strahldichte folgt

Iy =l -e “GPS +|B,n—}é -(l—e_KG'p'S) W-m? (10-5)

wobei s in diesem Fall die tatséachlich in der Zelle zurtickgelegte geometrische Weglange ist.

Eine weitere Mdoglichkeit zur Berechnung der Strahldichte besteht darin, anstatt der
Graugasapproximation die Strahldichte fur jede Bande (banded formulation) zu berechnen

—Kkgj-'P-S —-Kgj-P-S ;
Ini =ln-1j-e © P +lgn_ i - Qj -(1—e Gi P ) W-m? (10-6)

wobei die gesamte Strahldichte durch

'n :Zln’i w-m? (10-7)
|

gegeben ist. In diesem Fall kann wiederum eine reprasentative geometrische Weglange flr
das Berechnungsgebiet oder eine charakteristische Zellenlange zur Berechnung
herangezogen werden. In der folgenden Abbildung sind die Strahldichteverlaufe fir die
unterschiedlichen Berechnungsansatze im Vergleich zu den Berechnungsergebnissen mit
RADCAL dargestellt. Es ist gut zu erkennen, dass die Graugasapproximation in Kombination
mit der jeweiligen charakteristischen Zellenlange die auftreffende Strahldichte auf der
gegeniberliegenden Wand im Vergleich zum Berechnungsergebnis mit RADCAL fast um
das Zweifache ubersteigt. Im Vergleich dazu wird mit der Graugasapproximation auf Basis
der gleichwertigen Schichtdicke sy zwischen den zwei parallelen Platten die Strahldichte
unterschatzt, wobei an der gegeniuberliegenden Wand die Strahldichte mit dem
Referenzmodell gut Gibereinstimmt. Wird die Strahldichte zuerst fir jede Bande auf Basis der
gleichwertigen Schichtdicke berechnet, weicht der Strahldichteverlauf zwar deutlich vom
Referenzmodell ab, wobei am Rand die resultierende Strahldichte wiederum mit dem
Ergebnis aus der RADCAL-Berechnung Ubereinstimmt. Das beste Ergebnis wird durch die
fur jede Bande berechnete Strahldichte auf Basis der jeweiligen Zellenl&nge erzielt. Lediglich

im Bereich zwischen 1 und 8 m kommt es zu etwas grof3eren Abweichungen.
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9,0
8,0
7,0
6,0
50
4,0
3,0

2,0

Strahldichte I, / W-m-2-Sr1

1,0

0,0

x104

- RADCAL

WSGGM grey cell based

—— WSGGM grey domain based
WSGGM banded cell based
—— WSGGM banded domain based

10

20

Geometrische Weglange s /m

30

40

Berechnete Strahldichte zwischen zwei parallelen Platten mit unendlicher Ausdehnung und
einem Abstand von 40 m (in 40 Berechnungszellen unterteilt) mit einer
Wandtemperatur von 800 K und einer isothermen Gasschicht mit 1400 K
(Gaszusammensetzung: pco2=0,697 bar, py20=0,1263 bar)

Auf Basis der gezeigten Berechnungsergebnisse wird ersichtlich, dass die charakteristische
Zellenlange zur Berechnung eines Gesamtabsorptionskoeffizienten und in weiterer Folge der
Strahldichte zur korrekten Berechnung der Warmestromdichten nicht geeignet ist. Ebenso
muss bei der Verwendung des WSGG-Modells auf Basis der gleichwertigen Schichtdicke
darauf geachtet werden,
Abweichungen im Vergleich zur realen Strahldichte kommen kann, an den umbhdillenden

dass es

innerhalb des Berechnungsgebiets zu starken

Begrenzungsflachen jedoch durchwegs gute Ergebnisse erzielt werden kdnnen.
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